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Introduction générale

L’usinage de pi¢ces par enlévement de copeaux est un procédé trés répandu dans
I’industrie mécanique, mais il est également extrémement complexe. Parmi les paramétres de
contrdle du processus d’usinage, I’effort de coupe est connu pour étre le plus important [0.1]
et le plus utilisé [0.2, 0.3]. Les utilisations des efforts de coupe peuvent étre regroupées en
trois catégories : la surveillance du comportement de I’outil, la prédiction des erreurs
géométriques par estimation de la déflection de I’outil et I’étude des mécanismes de formation

du copeau.

De nombreuses méthodes visant & surveiller le comportement de ’outil a partir de la
mesure ou la prédiction des efforts de coupe sont présentes dans la littérature.

Kwon et Choi [0.4] affirment qu’il est nécessaire de déterminer une valeur d’effort
seuil permettant de séparer les états d’usinage normaux de ceux ou apparait un accident tel
qu’une casse outil ou une usure trop élevée de 1’aréte de coupe de I’outil. L’identification
précise des parameétres d’usinage permet de connaitre précisément la valeur de ce seuil. De
nombreux chercheurs ont utilisés les efforts de coupe pour déterminer les profondeurs de
passe axiale et radiale réelles, ou encore le facteur d’immersion qui est le rapport entre la
profondeur de passe axiale et le diamétre de 1’outil (Kwon et Choi [0.4], Tarn et Tomizuka
[0.5], Choi et Yang [0.6], Hwang [0.7], Altintas et Yellowley [0.8]).

Altintas et Yellowley ([0.9], [0.10]) ont montré que la premiére et la deuxiéme dérivée de la
moyenne de la résultante des efforts de coupe est extrémement efficace pour détecter les
casses outil en fraisage.

De nombreux auteurs ont relié 1’usure de 1’outil aux efforts de coupe dans le cas du tournage.
Youn et Yang [0.11] ont comparé les efforts mesurés lors de 1’usinage 4 un modele
paramétrique d’efforts de coupe normalisés, pour détecter I’apparition de 1’usure de flanc a
partir de la composante statique de 1’effort et de I’usure en cratére a partir de la composante
dynamique de I’effort. Lister et Barrow [0.12] ont montré que I’effort de coupe tangentiel
donne une meilleure indication de 1’évolution de I'usure de l’outil que Peffort dans la
direction d’avance qui dépend trop de la variation de la vitesse d’avance. Le rapport entre la
composante de I’effort dans la direction d’avance et 1’effort tangentiel est apparu comme étant
une mesure précise de 1’usure de ’outil {0.13-0.15]. Shi et Ramalingam [0.16] ont proposé
comme limite de vie de I’outil 1’accroissement soudain de la dérivée de ce rapport. Danai et
Ulsoy [0.17] et Koren et al. [0.18] ont étudié la faisabilité de I’utilisation de la mesure des

efforts de coupe pour prévoir "usure de I’outil et ont montré la nécessité de prendre en
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compte 1’effet de la variation des conditions de coupe. Ils ont utilisé les trois composantes
orthogonales de I’effort de coupe pour obtenir de meilleures performances du suivi de 1’usure
de I’outil.

En fraisage, Sarhan et al. [0.19] ont rappelé que de nombreux auteurs ont également décelé
une relation entre la variation des efforts de coupe et 1’usure de ’aréte de 1’outil, mais ils ne
trouvent cependant pas la méme évolution. Bamdyopadhay et al. [0.20] et Lee et al. [0.21]
constatent que 1’amplitude des composantes dynamiques de ’effort de coupe décroit jusqu’a
la détérioration du flanc de I’outil. Li et al [0.22], ainsi que Elbestawi et al. [0.23], affirment
que les composantes des efforts dynamiques de coupe augmentent de maniére continue avec
I’usure. Tout comme dans le cas du tournage, Das et Chattopadhay [0.24] et Dimla et Lister
[0.25] utilisent les trois composantes des efforts de coupe en fraisage pour obtenir une plus

grande efficacité de leur méthode de suivi de I’usure de 1’outil.

Dans le contexte industriel actuel qui nécessite une recherche de la qualité permanente,
il est essentiel de prendre en compte les erreurs qui apparaissent lors de 1’usinage de piéces
mécaniques. Ceci implique une connaissance approfondie des phénoménes a 1’origine des
non-qualités et leur influence sur la précision géométrique des pieces usinées. Pour Raksiri et
Parnichkun [0.26], les efforts de coupe sont le facteur a ’origine des erreurs géométriques en
fraisage le plus important car ils provoquent une déformation de I’outil.
Pour compenser les erreurs de tenue de cotes, de nombreuses méthodes de contrdle en temps
réel de ’effort de coupe dans le but de ne pas dépasser un seuil sont présentes dans la
littérature. Jung et Oh [0.27] pilotent la vitesse d’avance pour garder 1’effort normal a
I’avance constant afin de minimiser la déflection de 1’outil. Huang et Shy [0.28] utilisent la
logique floue pour garder I’effort de coupe constant, et Rober et Shin [0.29] un contrdleur
digital. De telles méthodes peuvent augmenter la précision d’usinage de la piéce, mais elles
présentent 1’inconvénient de faire varier trés fréquemment la vitesse d’avance. Des
phénomeénes dynamiques apparaissent, comme le broutage par exemple, qui entraine une
dégradation de la qualité de la surface usinée. Pour éviter ces problémes, Landon et al. [0.30]
préconisent, tout d’abord, de quantifier les imprécisions du fraisage en fonction de la mesure
ou de la prédiction des efforts de coupe, puis d’y appliquer un modele de flexion de I’outil. La
compensation de I’erreur déterminée implique a la fois une détermination des conditions de
coupe qui offrent les imprécisions minimales en accord avec ’intervalle de tolérance, mais

également un choix appropri¢ des stratégies d’usinage ou encore un positionnement adéquat
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de I’outil. Law et al. [0.31 - 0.33] appliquent cette approche au cas de 1’usinage des poches et
Watanabe et Iwai [0.34] au cas du contournage.

Le faux-rond de I’outil, c’est & dire le déplacement radial mesuré dans un plan perpendiculaire
a l'axe de la broche, est également 4 1’origine des erreurs géométriques en fraisage. Wang et
Zheng [0.35] ainsi que Kline et DeVor [0.36] ont montré que le faux-rond de I’outil augmente
I’épaisseur moyenne du copeau, ce qui provoque une augmentation du rapport effort maximal
sur effort moyen. Les efforts de fraisage deviennent ainsi une grandeur permettant
indirectement de mesurer le faux-rond de 1’outil. Pour une opération de surfacage, Gu et
Kapoor [0.37] proposent des algorithmes basés sur la mesure des efforts de coupe. Les
résultats montrent une grande dispersion entre le faux-rond estimé et mesuré. Jayaram et
Kapoor [0.38] présentent une méthodologie pour détecter les défauts d’usinage a partir du
spectre des efforts de coupe en surfagage, méthode qui a été optimisée par Akshay et al.
[0.39].

La mesure des efforts de coupe peut enfin permettre 1’étude des mécanismes de
formation du copeau.

L’ensemble des forces mesurées au cours d’une opération d’usinage ne contribue pas 4 la
formation du copeau. Une partie de ces efforts sont parasites, par exemple la force de
labourage qui est définie comme étant la force mesurée juste avant la formation du copeau. La
connaissance de cette force permet de mieux comprendre les mécanismes de formation du
copeau (Guo et Chou [0.40]).

Kim et Kim [0.41] affirment également que la mesure des efforts de coupe permet de
comprendre les mécanismes de coupe mais plus précisément d’étudier les effets des variables
de coupe sur les efforts de coupe, I’usinabilité de la piéce, la formation du copeau ainsi que
1’apparition du broutage.

La liste présentée des utilisations des efforts de coupe, bien que non exhaustive,
montre ’importance de mesurer les efforts de coupe en usinage. Le travail présenté est le fruit
d’une convention CIFRE entre 1’Ecole Nationale d’Ingénieur de Metz (ENIM), le Laboratoire
de Physique et Mécanique des Matériaux (LPMM) et la Société de Mécanique Magnétique
(S2M). 1l porte sur le développement d’une méthode de mesure des efforts de coupe en
utilisant les informations fournies par les Paliers Magnétiques Actifs (PMA) de la broche.
Depuis sa fondation en 1976 la Société de Mécanique Magnétique (S2M), leader mondial du

PMA, se consacre a son développement et 4 ses applications industrielles. Depuis 1997, S2M
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développe, en collaboration avec I’ENIM, une broche de fraisage 3 PMA montée sur la
fraiseuse a grande vitesse GAMBIN de ’ENIM.

Nous présentons le principe de fonctionnement, les caractéristiques et les applications du
PMA, puis les spécificités de la broche de fraisage SMB30 et les objectifs fixés pour ce travail

de recherche.
Principe de fonctionnement du palier magnétique actif

Le palier magnétique actif est basé sur ’utilisation des forces développées par un champ
magnétique pour maintenir un rotor en lévitation, sans contact mécanique entre la partie fixe
et la partie mobile. Lorsque tous les degrés de liberté d’un mobile en suspension magnétique
sont contr6lés par des électroaimants, la suspension est dite active.

Un palier magnétique actif posséde trois parties distinctes:

- une partie €lectronique de commande (figure 0.1, case "Régulateur") analysant les
informations fournies par les détecteurs de position afin de modifier I’effort de traction des
électroaimants,

- une partie €lectronique de puissance (figure 0.1, case "Amplificateur") fournissant le courant
dans les bobines des électroaimants en fonction de 1’électronique de commande,

- une partie mécanique, composée des €lectroaimants et des détecteurs de position.

électroaimant détecteur

—»{ Amplificateur |- de position

—>®_. Régulateur _,U

Ly Amplificateur

Boucle de contréle

figure 0.1 : Principe de fonctionnement d’'un PMA [0.42]

Le signal du détecteur de position est comparé au signal de référence qui définit la position
nominale du rotor. Ce signal d’erreur est traité dans un calculateur numérique qui émet le
signal de commande de ’amplificateur de puissance. Le rapport entre le signal de sortie et le

signal d’erreur est une fonction de transfert numérique qui est choisie par les ingénieurs calcul
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de la société S2M. Elle résulte d’un compromis entre la précision de la position du rotor et le
besoin de ramener le rotor rapidement dans sa position nominale si une force perturbatrice
apparait en bout d’outil avec un mouvement bien amorti.

L’amplificateur de puissance fournit aux électroaimants du palier I’énergie du champ
magnétique qui crée les forces agissant sur le rotor. La puissance de I’amplificateur dépend de
la force maximale de 1’électro-aimant et de la vitesse de réaction de I’asservissement, c’est a
dire de la vitesse avec laquelle ces forces doivent varier en présence d’une perturbation due a
une charge variable.

Le PMA peut étre radial ou axial. Pour le palier radial, des anneaux ferromagnétiques sont
frétés sur le rotor et les électroaimants sont montés deux a deux en opposition sur le stator de
la broche (figure 0.2). La position est déterminée au moyen de quatre détecteurs de position
(figure 0.2) qui sont des capteurs magnétiques développant une tension €lectrique en fonction

des variations du champ magnétique liées aux déplacements.

Butée axiale

Palier radial

Détecteur axial

‘ Détecteur radial

figure 0.2 :  Détails d’un palier magnétique actif radial [0.43]
La butée axiale comprend deux électroaimants dont les bobines sont plates et le circuit

magnétique est un disque plat. L’effort de traction de I’électroaimant est appliqué a un disque,

frété au rotor (figure 0.2). Dans le cas des broches de fraisage, le détecteur axial est situé pres
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du nez de broche, afin de rendre la position axiale de ’outil insensible aux dilatations

thermiques du rotor dues a 1’échauffement du moteur.
Caractéristiques du palier magnétique actif :

Le palier magnétique actif différe des paliers classiques par ses caractéristiques spécifiques et
ses performances.

La capacité de charge d’un PMA représente la force d’attraction de 1’électroaimant en
fonction de I’intensité envoyée dans les bobines. Elle dépend de la forme des encoches des
€lectroaimants, des caractéristiques magnétiques des matériaux et de I’entrefer du palier. La

force fournie par I’électroaimant s’écrit :
F=k. = 0.1)

ou i est le courant dans les bobines, € ’entrefer du palier et k le facteur de forme des encoches
de I’électroaimant. Le courant dans les bobines est I’image de la tension de commande du
palier, c’est pourquoi la capacité de charge peut également désigner la force d’attraction de
I’€lectroaimant en fonction de la tension de commande du palier.

La vitesse de rotation d’un palier magnétique n’est limitée que par la résistance des
toles magnétiques a la force centrifuge. Il est possible d’obtenir une vitesse périphérique de
200 m/s avec les matériaux standards, alors que les paliers hydrauliques sont limités & 50-100
/s et les roulements a 90-150 m/s. La technologie PMA est donc bien adaptée aux machines
tournantes a grande vitesse.

La consommation d’énergie pour une machine équipée de PMA est 10 a 100 fois
inférieure a la consommation de paliers conventionnels, a taille de machine équivalente, car
les frottements mécaniques sont fortement diminués de par I’absence de contact entre le rotor
et le stator.

La fiabilité des PMA est supérieure a celle des paliers classiques. La partie mécanique du
palier est inusable suite & I’absence de contact mécanique entre le rotor et le stator, de
lubrification et d’étanchéité. La durée de vie des composants est élevée et le temps moyen
entre deux défauts (MTBF) dépasse 40 000 heures de fonctionnement pour les broches de

fraisage.
Les domaines d’application des PMA

Les suspensions magnétiques peuvent supporter des piéces de quelques grammes, telles que

des disques de compteur électrique, jusqu’a des rotors de plusieurs tonnes, comme c’est le cas
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pour certains compresseurs. Les parties sustentées peuvent étre immobiles (télescopes) ou

soumises a des vitesses trés élevées (centrifugeuses, turbines,...)

Les principales applications sont :

dans le domaine spatial, la mise en oeuvre des volants d’inertie permettant de
stabiliser un satellite ou bien d’emmagasiner de 1’énergie. Les paliers magnétiques
permettent la rotation de ’ensemble avec le moins de perte possible et sans usure
prématurée. Ce procédé présente beaucoup d’avantages : il est propre (pas de pollution
chimique), a une grande durée de vie (pas d’usure), n’est pas sensible a la température
et permet d’offrir un coiit inférieur a celui des batteries.

les "choppers" de particules sont utilisés dans les laboratoires pour filtrer les
particules d’énergies différentes. Ils sont constitués d’un disque muni de fentes
tournant a trés grande vitesse. Selon la largeur des fentes, I’épaisseur du disque et la
vitesse de rotation, le "chooper" ne laisse passer que des particules ayant une énergie
donnée. Les particules trop lentes ou trop rapides sont déviées par les bords des fentes
ou par les autres disques.

les turbocompresseurs sont des machines de grande puissance : il existe des gammes
de 2 MW a 20 000 tr/min jusqu’a 25 MW a 7 000 tr/min. Ils sont utilisés dans la
production, le transport et le stockage du gaz, ainsi qu’en pétrochimie. Les PMA
apportent une solution aux problémes de vibration, d’alignement, de joint et de
maintenance.

les turboexpanders (figure 0.3) sont des machines rotatives a grande vitesse
permettant la détente des gaz. Ils sont utilisés dans des opérations de traitement, de

refroidissement, de purification, de séparation ou de liquéfaction.

r 2000

10000

figure 0.3 : Turboexpandeur utilisé sur une plate-forme offshore
a) vue en coupe b) fabrication unitaire a S2M [0.43]
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les pompes turbomoléculaires (figure 0.4) permettent d’obtenir un vide trés poussé
grice & une turbine tournant a trés grande vitesse. Le vide obtenu peut atteindre 10710
mbar. Les paliers magnétiques sont employés dans les pompes turbo moléculaires car
ils permettent d’atteindre des vitesses élevées (de 25 000 a 40 000 tr/min) sans polluer

’atmosphére environnante avec un lubrifiant.

(|

figure 0.4 : Pompes turbomoléculaires
a) vue en coupe b) fabrication en série a S2M [0.43]

les centrifugeuses sont utilisées pour séparer des substances de densités différentes
grice a leur vitesse de rotation extrémement élevée. Elles rendent possible
’enrichissement de 1’uranium a un taux que peu d’autres méthodes peuvent atteindre.

les broches d’usinage a PMA permettent de faire tourner des outils de coupe
(rectification, pergage et fraisage) a des vitesses de rotation tres élevées en minimisant
les phénomeénes d’usure. Les broches de fraisage actuellement réalisées par S2M
tournent a des vitesses de 35 000, 40 000 et 80 000 tr/min pour des puissances
respectives de 70, 40 et 13 kW. Les paliers magnétiques présentent ’avantage de ne
pas étre endommagés lors de collisions accidentelles entre ’outil et la maticre pour

des conditions de coupe qui dépassent les capacités de I’outil (« crash outil »).

Présentation de I’électrobroche de fraisage SMB30

La broche SMB30, congue par la société S2M, peut développer jusqu’a 70 kW de puissance et

tourner jusqu’a 35000 tr/min (figure 0.5).
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Puissance (S1) Couple (S$1)
70 4
33
60 32
50 4 I 28
b 22
kW
| N.m
I 0
0 3000 10000 15000 20000 30000 35000
Vitesse tr/min

figure 0.5:  Courbes Puissance / Couple en fonction
de la vitesse de rotation de la broche [0.43]

La broche de fraisage (figure 0.6) est composée de deux paliers magnétiques actifs radiaux
(PMA 1 et PMA 2) et d’un palier magnétique axial (PMA 3). L’outil est fretté¢ dans un porte
outil HSK 63A, spécifique a I'usinage a grande vitesse. Le moteur entrainant la broche en

rotation est situé entre les deux PMA radiaux et les détecteurs de positions axiaux proches des

PMA.

Moteur

porte outil  PMA 1
HSK 634

outil de
Sfraisage

détecteur de
position PMA 2

détecteur de
position PMA 1

figure 0.6 :  Eléments principaux de la broche SMB30 [0.42]

Le détecteur de position axial est situé prés du nez de broche afin de garantir une bonne
tolérance d’usinage, car les dilatations thermiques subies par le rotor sont compensées par le

PMA axial.
Le porte outil est maintenu au rotor par I’intermédiaire du serreur d’outil OTT (figure 0.7).
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Joint Rondelles Barre de Entretoise  Cone de

Téte de la barre

tournant Belleville traction i Pince serrage

de traction

figure 0.7 :  Schéma du serreur d’outil OTT [0.44]

Une colonne de rondelles Belleville tire la barre de traction avec le cone de serrage dans la
broche. Le cone de serrage actionne le cone de la pince vers I’extérieur jusqu’a ce que celle-ci
soit en contact avec le porte outil et qu’il soit ainsi maintenu au rotor.

Dans la plupart des applications utilisant des paliers magnétiques, il est prévu des paliers
auxiliaires (figure 0.8), trés souvent & roulements. Ils ont pour but de supporter le rotor
pendant I’arrét de la machine ou en cas d’incident de la suspension magnétique. Ils évitent un
contact rotor/stator et une détérioration des toles. La broche de fraisage posseéde deux paliers
auxiliaires a roulements. Ces paliers présentent un jeu avec le rotor et ne sont pas en rotation

en fonctionnement normal.

palier auxiliaire avant palier auxiliaire arriére

refroidissement
a eau (waterjacket)

figure 0.8 :  Schéma de la broche SMB30 [0.43]

Deux systémes de refroidissement (figure 0.8) sont utilisés pour évacuer les calories
provenant des pertes du moteur et des paliers magnétiques. De I’eau circule autour du moteur

a une pression de 1 bar et un débit de 0,18 m>/h (water jacket). De Iair sous pression passe
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dans la barre de traction du serreur d’outil afin d’éviter que des impuretés viennent se loger au
niveau du cone de serrage. Cette circulation d’air d’un débit de 80 m*/h sous une faible

pression sert également & la lubrification par le centre de 1’outil.
Présentation du travail réalisé

L’objectif de notre travail est d’étudier la possibilité d’utiliser les informations de
1”électronique d’asservissement de la broche SMB30 comme moyen de mesure des efforts de

coupe et des déplacements de I’outil au cours de 1’usinage.

Le premier chapitre met en évidence l'importance des effets gyroscopiques sur le
comportement des structures tournantes. Nous rappelons les phénoménes propres a la
dynamique du rotor dans le but de quantifier I’erreur commise lors de 1’analyse expérimentale
du comportement du rotor, nécessairement effectuée sur un rotor immobile. L’objectif de ce
chapitre est également de présenter les régles a respecter pour décrire correctement le

comportement dynamique d’une structure a 1’aide d’une analyse modale expérimentale.

Le chapitre II est consacré a la mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage. Une
¢tude bibliographique met en avant les spécificités de chaque méthode existante. Nous
décrivons ensuite notre méthode originale de mesure des efforts de coupe qui ne nécessite pas
I’instrumentation de la machine outil. Elle est basée sur la mesure des tensions de commande
des PMA réalisée lors de I'usinage et sur l’utilisation de FDT paliers/outil mesurées
expérimentalement lorsque le rotor n’est pas en rotation. La validation expérimentale de la
méthode consiste a comparer nos mesures d’effort avec celles réalisées par des platines
dynamométriques dans leur domaine de bon fonctionnement. Ces comparaisons permettent

d’analyser les limites de notre méthode expérimentale.

La modélisation par la méthode des éléments finis de I’ensemble rotor/porte-outil/outil est
I’objet du troisiéme chapitre. Elle a déja été effectuée par S2M afin de déterminer
I’asservissement des PMA de la broche, mais nous 1’avons affinée pour aboutir & une raideur
en bout d’outil trés proche de la raideur expérimentale. La modélisation nous permet d’obtenir
huit FDT paliers/outil en effectuant une analyse harmonique de I’ensemble rotor/porte-
outil/outil. Nous avons remplacé les huit FDT paliers/outil expérimentales par les FDT

numériques dans notre méthode de mesure des efforts de coupe. Le spectre des efforts de
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coupe obtenu par cette méthode est ensuite comparé aux spectres des efforts mesurés en

utilisant la platine Kistler et la platine Dyna TK dans leur domaine de bon fonctionnement.

Le demier chapitre concerne la mesure expérimentale des déplacements de 1’outil en fraisage.
Aprés la présentation des deux méthodes existantes, nous expliquons les raisons empéchant de
développer une méthode de mesure des vibrations de 1’outil par analogie avec notre méthode
de mesure des efforts de coupe. La solution adoptée utilise 4 la fois la méthode de mesure des
efforts de coupe basée sur les PMA (chapitre 2) et la modélisation par éléments finis de

I’ensemble rotor/porte-outil/outil (chapitre 3).

Nous fournirons ensuite nos conclusions et les perspectives & donner a ce travail.
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Chapitre 1 Etude expérimentale des machines tournantes

Chapitre I :Etude expérimentale des machines tournantes

L'importance des effets gyroscopiques sur le comportement des structures tournantes est mise
en évidence dans ce chapitre. Nous rappelons les phénoménes propres a la dynamique du
rotor dans le but de quantifier l'erreur commise lors de 1’analyse expérimentale de son
comportement, nécessairement effectuée dans une configuration immobile. L objectif de ce
chapitre est également de présenter les régles a respecter pour décrire correctement le

comportement dynamique d’une structure a l’aide d’une analyse modale expérimentale.
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Chapitre I Etude expérimentale des machines tournantes

1.1. Importance des effets gyroscopiques dans la dynamique du rotor

L’utilisation d’un modéle simple (figure 1.1) permet d’observer les phénoménes de
base propres a la dynamique du rotor [1.1].

1.1.1. Géométrie du probléme

Le modeéle (figure 1.1) est constitué d’un arbre de longueur L supporté par deux paliers
en A et B dont I’effet ne sera pas pris en compte dans 1’étude du comportement dynamique de

ce rotor car cet effet ne fait pas apparaitre d’autres phénoménes que ceux décrits dans ce

chapitre. Les forces F, et F, excitent le rotor au point C, de coordonnée y = 1.

0

figure 1.1 :  Modeéle du rotor [1.1]

L’inclinaison d’une section de I’arbre du rotor par rapport au repére d’origine est
décrite par I’ensemble des trois angles y,0 et ¢ (figure 1.2). La dérivée premiére de 1’angle o,

représente la vitesse de rotation de 1’arbre Q.

figure 1.2 : Repéres de référence d’une section d’arbre déformé par la rotation [1.1]
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Sur la figure 1.2, le repére local Oxyz lié a 1’arbre est en mouvement par rapport au repére de
référence OXYZ. En supposant que la coordonnée de O selon ’axe Y reste constante, les
coordonnées u et w du centre de gravit¢é O de la section selon les axes X et Z, ont

respectivement pour expression :

uly.0)=r()at) et wr)=1(y)a,l) (1.1)

ou q; et q; sont les coordonnées généralisées indépendantes.
En utilisant I’approximation des petits angles, les angles de rotation de la tranche d’arbre

autour des axes X et Y sont respectivement :

ﬁﬁz—mq,(t)z—g(y)q,(t) et 9=5—W=L(y)%(t):g(J’)%(“) (1.2)
oy dy Sy dy

Les dérivées secondes de u et w sont nécessaires pour exprimer I’énergie de déformation de

I’arbre :

Fu_ IO 0=nb)al) @ Z LI 0 0)al) 0
5y>  dy sy*  dy

1.1.2. Energie cinétique et énergie de déformation d’un arbre

Dans ce paragraphe, nous développons les termes de 1’énergie cinétique et de 1’énergie de
déformation d’un arbre qui sont a I’origine des effets gyroscopiques.

L’expression de I’énergie cinétique d’un arbre est [1.2]:

Ec = /’% f (62 + 2 )dy + PZ [(62+y2)ay+ prrce + 2p1§2f¢/9 & (14

ou p, S, L et I désignent respectivement la masse volumique, la surface de la section, la

longueur et le moment surfacique d’inertie de la section de I’arbre par rapport a ’axe neutre.
Le terme s /2 K(uz +W )dy est I’expression classique de 1’énergie cinétique de la poutre
en flexion.

L’effet du terme % f(@z +yr’ )dy se traduit par une augmentation apparente de la masse

de I’arbre lors de sa mise en rotation. Ce phénomene, typique de la dynamique du rotor, se

nomme stabilisation gyroscopique.

2 2 A . . . . s
La constante pIL€Y" représente I’énergie du disque en rotation a la vitesse Q, si I’arbre est

suppos¢ infiniment rigide.
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Enfin, le terme 2p0IQ f WO dy est a l’origine de I’effet de Coriolis qui est caractéristique de

’étude des machines tournantes. L’effet de Coriolis se traduit a la fois par une dépendance
des fréquences propres du rotor vis a vis de la vitesse de rotation et par le dédoublement des

modes propres de vibration de I’arbre.

La mise en rotation de ’arbre ne vient pas modifier I’énergie de déformation du rotor, qui est
identique a celle d’une poutre. En supposant les efforts axiaux nuls, I’énergie de déformation

du rotor a pour expression [1.2]:
0%*u o*w
fyj ]z(ayz) + Ix( asz dy (1.5)

ou [x et Iz désignent les moments quadratiques de la section d’arbre.

1.1.3. Mise en équation

En dérivant u, w, 8 et y par rapport & t, en sachant que seules les fonctions q; et q; dépendent

du temps, I’énergie cinétique de I’arbre s’écrit :
- . L -
E=# [ [(sr0)+1 gz(y))dy} (¢ +4@3)-20Qf 2(V)agdy  (1.6)
Cette expression peut étre réécrite de maniére plus lisible :

E =" (g7 +d3) - Qagig, (1.7)

Dans I’expression 1.7, m représente de maniére classique la masse du rotor en flexion, qui
prend également en compte I’effet de stabilisation gyroscopique. Le terme a traduit 1’effet de
Coriolis qui est a P'origine du dédoublement des modes de flexion du rotor et de la
dépendance des fréquences propres du rotor vis a vis de la vitesse de rotation. En supposant
que les efforts axiaux sur I’arbre sont nuls pour le modeéle étudié, I’énergie de déformation de

’arbre s’écrit :
o = EZ f:hz(Y) (g2 + a3) dy = %4 (g2 + g3) (1.8)

Les équations du rotor soumis aux forces extérieures F, = Fq et Fy, = Fq, proviennent

de I’application des équations de Lagrange aux deux degrés de liberté 1 et 2 :
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{g)
) 4 OFu

dt oq2  Oq2

%)
) _ QE. , OEs _ p,

dt oq  Oq = fe (1.9)

et

En remplagant E; et E4 par leurs expressions en fonction de q; et qp, on obtient des

équations différentielles du second ordre :
mqg,—Qagq,+kq = Fg, et mq, +Qagq,+kq, = Iy, (1.10)

1.1.4. Etude du rotor en mouvement libre

Le rotor est tout d’abord étudié en mouvement libre.
mg —Qaq,+kq=0 o mq,+Qaqg +kq,=0  (1.11)
On obtient I’équation caractéristique de notre systéme en utilisant les solutions de la forme
g,=0Qe" etq,=0,e" :
m2r4 4 (2km + Q2 a2 |r2 + K2 = 0 (1.12)

Au repos, la vitesse de rotation Q de 1’arbre est nulle. L’équation caractéristique a une

solution double :

ho =1 = JPoh = o} = _‘r% d’ot W = Wy = \/%

Lors de la rotation de I’arbre, la vitesse de rotation Q n’est plus nulle. L’équation

caractéristique posséde deux solutions distinctes :

2 2 f { 2 2

o [ dpign. 2032 L Amrf
o = V{wlzn + 02?[] - \/] + Zi:;;n ] et w, = Mjm% + C;W[] + ‘“ + Z: C”zm J (1.13)

L’effet de Coriolis est bien mis en évidence car ’équation caractéristique posséde deux

solutions distinctes lorsque la vitesse de rotation Q n’est pas nulle. Ce phénomeéne est nommé
« dédoublement de mode ». Les deux fréquences propres obtenues dépendent de la vitesse de

rotation Q.
1.1.5. Etude du rotor soumis a une force harmonique unidirectionnelle

Le travail W des efforts F, et F,, appliqués a 1’arbre au point C en 'y =1s’écrit :

SW = Fu(t)su (1) + Fw(t)8d1) = Fu(t) £(1)5q + Fw(t) A1)Sq:  (1.14)
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Chapitre 1 Etude expérimentale des machines tournantes

En supposant qu’une force sinusoidale excite 1’arbre uniquement selon la direction X a la

coordonnée y = | avec une amplitude de un Newton, Fq, et Fq, s’écrivent :
FqnzFbsina)tf(I):sinwtf(l) ee Fq,=0 (1.15)

Le systéme d’équation a résoudre prend en compte les forces excitatrices :
mg,—Qag,+kq,= filsinot e« m§,+Qag,+kg,=0  (1.16)

Comme il n’y a pas d’amortissement, les solutions du systtme sont de Ia forme

g =0 sin(a)i) et g2 =0 Cos(a)l ) On obtient les solutions :

k- me?) A1)
G = (k - mm’-)z - aQw? el £

_____—aQafll) ,.
B (k—maﬂ)z — @’ (117)

Les fréquences de résonance correspondent aux valeurs de @ qui annulent le dénominateur, ce

qui équivaut a résoudre I'équation :

m2rt 4 (ka’ + Q2 g2 )r2 +k2 =0 (1.18)

On remarque que cette équation est identique a ceile obtenue lors de I'éwude du rotor en

mouvement libre. L'effer de Coriolis se traduit donc par i"apparition du dédoubiement de

in AAnondancns Ang A1ty FRrAnTTAMAAS smeassenn A 1A teiTeooo e merariooy §F HE
B UUPLHGGIICT GO Glua HECuliices Propres a ia VIIOSSO IO TGlauoh 54, LTS

TG T T T e Ao Panamyasrarian An o iz
RAGLEARIINA PR TOARAED ARG G GUHIERGUIVHE UL B b

svoes 3TT s Toas o rev o By
Bie URRE RPUTRLID 4% REREL g%
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I s roies o
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figure 1.3 :  Réponse du rotor a une excitation harmonique unidirectionnelle a l’arrét

(en rouge) et pour une vitesse de rotation 2 (en bleu) [1.3, 1.4]
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Chapitre 1 Etude expérimentale des machines tournantes

Nous venons de présenter les effets gyroscopiques liés a la dynamique du rotor. La
description du comportement dynamique d’une structure a l’aide d’une analyse modale

expérimentale fait 1’objet de la deuxiéme partie de ce chapitre.
1.2. Mesure expérimentale des fonctions de transfert

L’analyse modale est une méthode expérimentale permettant d’étudier le comportement
dynamique de structures réelles. Elle est basée sur la mesure des fonctions de réponse en
fréquence, également appelées fonctions de transfert (FDT). Nous indiquons dans ce
paragraphe les régles a respecter pour mesurer des FDT décrivant correctement le

comportement dynamique du rotor a I’arrét.
1.2.1. Définition

La structure a étudier, dont le comportement est supposé linéaire, est soumise a une excitation
connue e, selon le degré de liberté » au point N. Un capteur, placé en L, mesure la réponse 7;
du degré de liberté /. L’excitation et la réponse doivent étre mesurées trés précisément bien
que ces deux grandeurs soient souvent de nature tres différente (force, déplacement, vitesse,
accélération, tension délivrée par un capteur inductif, tension de commande d’un
électroaimant).

Une excitation quelconque e,(?) peut €tre considérée comme une succession continue

d’impulsions f(,), comme le montre la figure 1.4.a (Ewins [1.5]).

Entrée a) | b)  Réponse
f(tnﬂ)
f{ts) / Bttt JAL,
At At
< h(t-t)f(t)AL,
twr  ________________ t
tn " tn tn+l

figure 1.4 :  a) Suite continue d’impacts b) Réponses

La réponse d’une structure a comportement linéaire au point L (en rouge sur la figure 1.4.b)
est la somme des réponses aux impulsions hj(t) (en vert et en bleu) subies par la structure aux

différentes dates t. Elle a pour expression :
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Chapitre 1 Etude expérimentale des machines tournantes

r,(t) = :r:[h,n (t - T)en (r)dr (1.19)

La relation (1.19) correspond a un produit de convolution entre le signal d’entrée e,(t) et la

réponse impulsionnelle de la structure hi(t), notée conventionnellement r,(t)= hln(t)* e, (t)

L’algébre de convolution étant difficile & manipuler, le passage dans le domaine fréquentiel

s’impose en utilisant la transformée de Fourier, définie par ’expression analytique :

F(f(t))(jo) = Ef(f)e_j“df avec o =27/ (1.20)

La transformée de Fourier d’un produit de convolution de deux fonctions temporelles hy(t) et
en(t) se résume a une multiplication simple des deux transformées de Fourier Hip(jo) et Ey(jo)

de ces fonctions :

R{jo) = F(n(t))(jo) = F(ho(t)* en (1)(jo) = Hin (jo). E(jo) (1.21)

Cette simplification dans le traitement du produit de convolution justifie le passage dans le
domaine fréquentiel.
La transformée de Fourier de la réponse impulsionnelle de la structure Hi,(jo) est la Fonction
De Transfert (FDT) permettant de calculer la réponse 7; du degré de liberté / au point L a une
excitation e, du degré de liberté n au point N de la structure. Elle se calcule en effectuant le
rapport entre la transformée de Fourier de la réponse impulsionnelle Ri(jo) & un impact
connu E(jo) : \

R _]G))

Hin (]a)) - Eno _]a)

(1.22)

Pour limiter les perturbations liées aux bruits électriques et mécaniques, le numérateur et le
dénominateur de Hijy(jo) sont multipliés par ’expression conjuguée ﬂ( ja)) du spectre

d’excitation En (jo)

‘o) = Rzo('a)) _ Rzo('a)).m( 'a)) _ Rzo('a)).a('a))
e (70) = B0 = B o) Belio) ~ [ (jo)] (129

ol |Enw (jo) |2 désigne le module du spectre d’excitation En (jo).
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Chapitre 1 Etude expérimentale des machines tournantes

1.2.2. Echantillonnage et transformée de Fourier discréte

Les signaux mesurés expérimentalement sont obtenus avec un convertisseur
analogique/numérique (CAN) qui est programmé pour faire 1’acquisition d’un point de
mesure a un intervalle de temps Te fixe et constant. Il se produit une discrétisation du signal
réel, qui prend la forme d’un ensemble fini de valeurs représentant les amplitudes du signal

réel aux instants définis par la fréquence d’échantillonnage F. =1/ 7 [1.6,1.7].

Pour pouvoir appliquer la transformée de Fourier a un signal numérique, il est nécessaire de
réaliser une intégration numérique. Cette opération, qui est une approximation de la
transformée de Fourier analytique (équation 1.19), est la Transformée de Fourier Discréte
(TFD). L’application de la TFD & un ensemble de N, points échantillonnés a la fréquence F,

aboutit au calcul des amplitudes de la transformée de Fourier du signal discrétisé, aux

fréquences multiples de Af = F. / Ne. L’amplitude g(k.Af ) de chaque raie spectrale est

calculée a partir de ’ensemble des amplitudes des points de 1’échantillon temporel g (n.At),

comme le montre I’expression définissant la TFD [1.8] :
F({glkar), k = 1.N})jo) = { Zg n.At). 2 DEYE o 1..N} (1.24)

L'un des points faibles de La TFD réside dans son propre mode de fonctionnement.
Echantillonner N, points a la fréquence F, nécessite une durée minimale N, / F, pendant
laquelle il faut observer le signal pour pouvoir I'analyser, c'est & dire sa sélectivité temporelle.
Le spectre fréquentiel obtenu est composé de raies séparées d’un pas de fréquence

Af = F. /| N. dans la gamme {F,/N,, F,/2}.

1.2.3. Repliement et recouvrement

La discrétisation de plusieurs signaux analogiques différents peut aboutir au méme signal
numeérique, puisqu’il ne contient pas d’informations sur le signal analogique en dehors des
points d’acquisition. Le phénomeéne de repliement apparait par exemple pour les signaux
analogiques dont le contenu fréquentiel F est supérieur a la fréquence d'échantillonnage F,.
De méme, l'échantillonnage peut créer des fréquences artificielles qui ne sont pas
représentatives du phénomeéne physique. Ces deux aspects du phénoméne de repliement sont

illustrés sur la figure 1.5 [1.6, 1.7].
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Signal numérique Signal numérique ayant la forme
ayant la forme d’une droite d’une sinusoide possédant une

fréquence basse

Signal
numérisé 8 )

] 2
représentant s S

3 &
correctement
le signal temps temps

. F=0 F = (1/N)
analogique
(a) (0

Signal

numérisé ne

sl Bl

Amplitude
—
—
—
—
—
—=
—
——
|

Amplitude

correctement temps
le signal B F = (1+1/N) Fe
o F=Fe (b) (@
analogique
figure 1.5 :  Les deux aspects du phénoméne de repliement

Le signal numérisé des signaux analogiques de chaque colonne du tableau est identique, alors
que seuls les signaux numérisés de la premiére ligne caractérisent correctement le phénomeéne
analogique. La numérisation du signal de la figure 1.5.b a supprimé la périodicité du signal,
alors qu’a I’opposé, une fréquence fictive est apparue sur le signal numérique de la figure
1.5.d.

La numérisation est également responsable d’un phénomeéne de périodisation apparaissant
dans le domaine fréquentiel. En effet, la discrétisation du signal x(t) revient 3 multiplier ce
signal par un peigne de Dirac 8,(t) comme le montre la premiére ligne de la figure 1.6. La
transformée de Fourier du peigne de Dirac 5,(t) est un autre peigne de Dirac Ay(jo) (deuxiéme
colonne de la figure 1.6) et la transformée de Fourier d’une multiplication simple de deux

fonctions temporelles x(t) et 8, (t) aboutit & un produit de convolution des transformées de

Fourier X(jo) et Ay(jo) [1.8]:

F (x (1) .6 (@) (jo) = F (x (1) (o) * F (6, (t)) (jo) = X (jo)* A, (jo) (1.25)
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At _ .

B = T = ¢
A s 5 :
g © S e
8 [ ] = x ¢ ¢ .
E f ' j ' T t ' ' 3 P
g t t
[@]
a

Transformeée de Fourier Transformée de Fourier Transformée de Fourier
.9 Fre = 1 b
g | X % i b =
g >3
& * ]
(]
.g f f f
g
a fs : fréquence d’échantillonnage

figure 1.6 :  Le phénoméne de recouvrement

Ce produit donne lieu a la création d’un phénomeéne de périodisation du signal X(jw) dans le
domaine fréquentiel (troisieme colonne de la figure 1.6). Il peut conduire a une distorsion du
spectre fréquentiel du signal discrétisé liée au recouvrement des domaines périodisés, si la
fréquence d’échantillonnage choisie est trop proche de la fréquence maximale significative
décrivant le phénomeéne étudié F,;.

Le respect du théoréme de Shannon, qui impose une fréquence d'échantillonnage F, au moins
deux fois plus grande que la fréquence maximale & mesurer F,,, évite l'apparition des

phénoménes de repliement et de recouvrement.

1.2.4. Fuites d’énergie et fenétrage
L’exemple de I’échantillonnage d’un signal périodique (figure 1.7) permet de mettre en
évidence le probléme de fuites d’énergie. La transformée de Fourier d’une sinusoide est une
raie spectrale dont la fréquence est I’inverse de la période de la sinusoide (figure 1.7.c) [1.6,

1.7].
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. Echantillon ne représentant pas une période du
Echantillon représentant une période du signal .
signal
s T
du signal : D s
a) d)
U K A N
Signal obtenu en ! :
périodisant un E i ! |
échantillon | 7 S l
e)
Transformée de
Fourrier
Discréte du |
signal
échantillonné ) f)
figure 1.7 : Le phénomeéne de fuite d’énergie lors de I’échantillonnage d’une sinusoide

La TFD suppose que la collection de points puisse étre périodisée pour obtenir la totalité du
signal temporel a traiter. Si la collection de points ne correspond pas & un multiple de la
période de la sinusoide (figure 1.7.d), la TFD de I’échantillon de points est trés différente de
la raie attendue (figure 1.7.f). Le signal obtenu (figure 1.7.€) en périodisant 1’échantillon
choisi (figure 1.7.d) ne correspond pas a la sinusoide initiale.

La TFD de signaux physiques, a priori non périodiques, entraine des fuites d’énergie
importantes, si on ne prend pas soin de rendre périodique ces signaux sur la durée de
I’échantillon en multipliant le signal mesuré par une fonction temporelle appelée fenétre. Les
trois fenétres les plus couramment utilisées pour la détermination des FDT sont présentées sur
la figure 1.8 [1.9].

La fenétre de Hanning est utilisée pour I’analyse des signaux aléatoires possédant des
composantes fréquentielles discretes. Cette fenétre est bien adaptée a 1’étude des signaux émis
par les machines tournantes, ol les harmoniques de la fréquence de rotation ont une grande
importance. Cette fonction qui s’annule au début et a la fin de ’échantillon rend périodique le
signal mesuré.

La fenétre force permet d’éliminer les bruits du signal d’excitation lors d’un impact réalisé sur

une structure.
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La fenétre exponentielle est construite de maniére a diminuer le bruit des signaux transitoires

mesurés en réponse a un impact.

Hanning Force Exponentielle
£
8
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[72]
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[
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<«
5 0
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<«
=]
&
<
=
.20
/5]
figure 1.8 :  Les fenétres temporelles couramment utilisées

1.2.5. Retour dans le domaine temporel

Le retour dans le domaine temporel s’effectue en utilisant la TFD inverse, qui a pour

expression :

e(kar)k=1.N}= {EN: glnay).e N g 2y, N} (1.26)

L’amplitude g(k.At) correspondant & chaque point de I’échantillon temporel est calculée a

partir des amplitudes g (n.Af ) de I’ensemble des raies spectrales.

Pour éviter les fuites d’énergie, le signal est multiplié par la fenétre de Hanning avant de

passer dans le domaine fréquentiel (§ 1.1.4). L’application de la TFD inverse raméne dans le

domaine temporel le signal ou I’influence de la fenétre de Hanning est encore présente. Ce

signal doit, par conséquent, étre divisé par la fonction de Hanning numérisée afin d’obtenir le
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signal non déformé. Cependant, au début et a la fin de 1’échantillon, la fonction de Hanning

s’annule et le signal non déformé prend des valeurs artificiellement élevées (figure 1.9.a).

10 10
8 ' — = 5 8
6 1 | | 6
1 | N :
§ 2 b i T ERIYYYYYY
g, | \VIUVWVVVVVVVVWVV\)\/UUJ E Y
) l ! ! il 4
| ' | |
" | | 6
-8 J ! 1' ’ -8
qodlhill T TETT -10
0.000 0.005 0.010 0.015 0.020 0.008 0010 0.012
a) Temps (en s) b) Temps (en s)
figure 1.9 :  Sinusoide divisée par la fonction de Hanning

a) signal entier b) partie non déformée

Pour contourner ce probléme dii & la division du signal par la fenétre de Hanning, seule la

partie du signal au centre de 1’échantillon est considérée comme étant non déformée. La figure

1.9.b. représente les points conservés suite au retour dans le domaine temporel. On peut

considérer que pour obtenir une bonne précision, on ne conserve qu’un cinquiéme des points

de 1’échantillon.

Pour étre analysé, un signal mesuré est décomposé en de nombreux échantillons possédant un

nombre de points N. Pour qu’aucune distorsion n’apparaisse lors du retour dans le domaine

temporel, 80 % des points de chaque échantillon sont communs avec ceux de ses deux

voisins, comme le montre la figure 1.10.
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figure 1.10 : a) Echantillonnage d’un signal mesuré b) Reconstruction du signal analysé
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En conclusion, une bonne connaissance du comportement dynamique de la structure étudiée
est nécessaire, afin de choisir correctement la fréquence d’échantillonnage F., le nombre de

points N, de I’échantillon ainsi que le type de fenétre appropri€.
1.3. Conclusion

Notre méthode de mesure des efforts (chapitre 2) est basée sur la mesure de FDT entre force
appliquée au dos de I’arréte de coupe de I'outil et les tensions de commande des PMA (§
2.2.1), qui sont réalisées sur le rotor a ’arrét car il est impossible d’exciter I’outil en rotation.
La mise en rotation d’un arbre entraine I’apparition de I’effet de Coriolis et du phénoméne de
stabilisation gyroscopique. Il est important de quantifier I'influence de ces effets sur les FDT
entre I’outil et les PMA pour le rotor de la broche SMB30 tournant & sa vitesse maximale, afin
d’estimer I’erreur commise lors de I'utilisation de FDT palier/outil expérimentale qui sont
effectuées a I’arrét dans notre méthode de mesure des efforts de coupe.

Nous allons comparer une FDT palier/outil obtenue par analyse harmonique du rotor modélisé
par éléments finis pour le rotor de la broche a ’arrét et en rotation 4 la vitesse de 35000 tr/min
(figure 1.11). La modélisation est effectuée sous le logiciel de calcul Madyn dédié & I’étude
des machines tournantes, pour un outil en carbure monobloc de diameétre 32 mm a deux dents

de la marque Précioutil.
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figure 1.11 :  Amplitude (a) et Phase (b) d’une FDT palier/outil pour une rotor a l'arrét

(en rouge) et en rotation a la vitesse de 35 000 tr/min (en bleu)

La stabilisation gyroscopique est responsable de la diminution de I’amplitude de la FDT de
I’arbre en rotation d’un maximum de 5 % entre 150 et 225 Hz. L’effet de Coriolis se traduit
par P’apparition d’un pic de part et d’autre de chaque mode de flexion du rotor, décalés d’une
fréquence de l'ordre de 3 % de la fréquence du mode concerné et d’amplitude 40 %
inférieure. A la fréquence du mode apparait une antirésonance d’amplitude 80 % inférieure a
celle du mode. Les effets gyroscopiques sont négligeables pour les fréquences éloignées de
plus de 5 % des modes et faibles pour la zone comprise entre 150 et 225 Hz. Les FDT
palier/outil expérimentales obtenues a I’arrét peuvent donc étre utilisées si aucun harmonique
de la fréquence de rotation de la broche ne s’approche de la fréquence d’'un mode de
I’ensemble rotor/porte-outil/outil de moins de 5 %.

Cette condition peut étre respectée dans la cas de la coupe stable. Pour un outil uniquement en
rotation ou pour un usinage instable, les fréquences d’excitations correspondant aux
harmoniques de la fréquence de rotation de I’outil demeurent, mais I’ensemble rotor/porte-
outil/outil peut étre mis en vibration a ses fréquences propres de fagon plus ou moins
apparente selon le degré d’instabilité et 1’engagement radial [1.10 a 1.12]. Les effets

gyroscopiques peuvent étre pris en compte en utilisant des FDT palier/outil numériques
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obtenues en effectuant une analyse harmonique de I’ensemble rotor/porte-outil/outil en

utilisant le logiciel d’éléments finis Madyn (chapitre 3).
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Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Chapitre II : Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Une étude bibliographique des méthodes de mesure des efforts de coupe en fraisage met en
avant les spécificités de chaque méthode existante. Nous décrivons ensuite notre méthode de
mesure des efforts de coupe qui ne nécessite pas l'instrumentation de la machine-outil. Elle
est basée sur la mesure des tensions de commande des PMA réalisée lors de 1'usinage et sur
lutilisation de FDT paliers/outil mesurées expérimentalement sur le rotor a l'arrét. La
validation expérimentale de la méthode consiste a comparer nos mesures d’effort avec celles
réalisées par des platines dynamométriques dans leur domaine de bon fonctionnement. Les
limites de notre méthode en utilisant les FDT paliers/outil expérimentales sont décrites.

Tensions de commandes S; a 4 et efforts en bout d’outil E; et E

ey
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2.1. Présentation des méthodes existantes

La connaissance des efforts de coupe permet de suivre I'usure des outils, de contrdler de
maniére continue la qualité de 1’opération d’usinage et de prédire les casses de 1’outil pour les
éviter. Ainsi, de nombreuses méthodes de mesure des efforts d’usinage ont été développées
dans le but de mieux connaitre le phénomene d’usinage par enlévement de copeaux. Notre
étude bibliographique porte spécifiquement sur les techniques de mesure des efforts de coupe
en fraisage car 1’objectif de nos travaux est d’utiliser une broche de fraisage a paliers
magnétiques actifs comme moyen de mesure des efforts de coupe. Les deux problémes
spécifiques posés par la mesure des efforts en fraisage proviennent de la rotation de 1’outil et
de la coupe discontinue caractéristique de cette opération d’usinage. En effet, la rotation de
’outil rend son instrumentation difficile car la force centrifuge risque d’éjecter les capteurs et
un systéme de transmission entre le capteur et le systéme d’acquisition doit étre embarqué. La
discontinuité de la coupe nécessite 1’utilisation des harmoniques de la raie a la fréquence de
passage de la dent pour décrire convenablement les efforts de coupe. Ainsi, des capteurs
possédant une bande passante trés élevée, c’est a dire trés supérieure a la fréquence de

passage de la dent, doivent Etre utilisés.
2.1.1. Estimation de 1’effort de coupe a partir des courants des servomoteurs

Les trois méthodes de mesures présentées dans ce paragraphe sont qualifiées de méthodes de
mesure indirecte car elles ont pour caractéristique commune de ne pas introduire de capteurs
susceptibles de modifier le comportement dynamique de 1’ensemble outil/piéce/machine.

Elles sont basées sur ’analyse des courants des servomoteurs des axes de la machine.

2.1.1.1. Utilisation du courant du moteur a courant continu de l'axe

d’avance

La méthode développée par Altintas [2.1] utilise le courant consommé par le moteur d’avance
d’un axe d’une fraiseuse pour effectuer une surveillance continue des efforts de coupe. En
fraisage, les efforts de coupe excitent les harmoniques de la fréquence de passage de la dent,
d’ou I'importance de la bande passante du capteur mesurant le courant. Or, les boucles de
courant de commande de la broche ont des bandes passantes trop faibles qui ne peuvent pas
étre utilisées pour mesurer les efforts dynamiques de coupe. Par contre, les boucles de courant
des moteurs d’avance ont des bandes passantes supérieures qui couvrent jusqu’a une

fréquence de passage de la dent de 100 Hz.
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Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Altintas [2.1] montre que suite a la modélisation de la dynamique du moteur d’avance et du
frottement dans les guidages, les efforts de fraisage cycliques peuvent étre déterminés dans la
bande passante du systéme d’avance. Une machine de fraisage verticale, retrofittée avec un
contrdleur & commande numérique multi-processeur développé par Altintas [2.1], est utilisée
dans cette étude. Les trois axes de travail de la machine ont un entrainement a vis a billes et
sont commandées directement par des moteurs a aimants permanent\s. Ces moteurs & courant
continu sont & modulation d’impulsions en durée.

Le couple du moteur d’avance est proportionnel au courant du moteur. Le couple moteur 7m
doit compenser 1’énergie consommée par la mise en rotation a la vitesse Q du rotor de la
broche d’inertie équivalente Je ainsi que les pertes visqueuses de coefficient d’amortissement

B et doit vaincre les effets perturbateurs représentés par le couple 7d.

Tm=0e 22+ Td+ BQ 2.1)
dt

7d est la somme du couple Tf caractéristique des pertes hydrodynamiques et du couple Tc
représentant les efforts de coupe, les signes de ces deux couples étant opposés et dépendants
du sens de rotation.

Td = sgn(Q)Tf + Tc = sgn(Q)Tf + Kf .Fe 2.2)
Le moteur & courant continu possede une constante de couple Kt qui relie le couple moteur

T'm et le courant / consommé par le moteur :

Tm=Kt 1 (2.3)
On déduit des équations (2.1), (2.2) et (2.3) I’équation :
Tm = Je 22 4 sgn(Q)Tf + BQ + Kf .Fc 2.4)
dt

La figure 2.1 présente une série de résultats expérimentaux de I’intensité consommée par le
moteur en fonction de I’effort de coupe. Elle permet d’établir une relation linéaire entre le
courant du moteur / et les efforts provoqués par le déplacement de la table lorsque le moteur
est a l'arrét pour chaque axe x et y. Ces relations linéaires permettent d’identifier
expérimentalement la valeur du couple de frottement 7f et du coefficient de transmission

couple/effort de coupe.
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Intensité (A)

Tableau des vitesses

1.270 (mm/s)
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N . = 7620(mmis)
M = 8890 (mm/s)

0 , . T ‘ . ‘ .
-200 0 200 400 600 800 1000 1200 1400

Force de coupe (N)

figure 2.1 :  Résultats expérimentaux permettant de déterminer Tf et Kf [2.1]

Le bon accord entre la réponse expérimentale et simulée a un échelon pour ’axe d’avance x

(figure 2.2) permet de vérifier les paramétres 7f et Kf du modéle.
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o 301
]
E 254
1
& 20
>
15
10 1 \
5 i
expérience
0 : . - . : : .
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Temps {msec}
figure 2.2 :  Comparaison entre la réponse expérimentale et simulée a un échelon de la

boucle de contréle en vitesse [2.1]
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Chapitre I1 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

La fonction de transfert entre la vitesse angulaire d’avance Q et la tension d’entrée de

I’amplificateur v; est de la forme :

Q!ss_ (S+ZIXS+22)
vils) K(s+plls+pZXs+z3Xs+z4Xs+zs) 2:5)

ou z; a zs sont des réels et K, p; et p» des complexes.

Sur la figure 2.3, la fonction de réponse en fréquence de la boucle de vitesse est mesurée avec
un analyseur de fréquence Bruel & Kjaer et comparée avec les résultats de relation linéaire
entre le courant du moteur / et les efforts provoqués par le déplacement de la table lorsque le

moteur est a I’arrét.
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figure 2.3 :  Fonction de transfert de la vitesse angulaire d’avance sur la tension v;

expérimentale et simulée de la boucle de rétroaction en vitesse [2.1]

On peut constater sur la figure 2.3 que le modéle de la fonction de transfert entre la vitesse
angulaire d’avance et la tension d’entrée de I’amplificateur v; est précis et qu’il peut étre
utilisé pour déterminer la fonction de transfert entre le courant du moteur d’avance I et les

efforts de coupe Fc. Elle est représentée sur la bande de fréquence utile 0-120 Hz (figure 2.4).
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Amplitude (x0,001) I,(A)/F,(N)

0:“‘%"‘f“‘{"’}“‘i“‘
0 20 40 60 80 100 120

Fréquence (Hz)

figure 2.4 :  Fonction de transfert entre le courant du moteur d’avance et l’effort de coupe

de la boucle de contréle en courant de I’axe d’avance x [2.1]

Les mesures indirectes des efforts de coupe en utilisant les courants continus des moteurs
d’avance sont comparées aux efforts mesurés avec une platine Kistler (figure 2.5), pour une
opération de contournage & 45 ° dans I’aluminium avec un outil en acier rapide a 4 dents de
diamétre 25,4 mm. Les conditions de coupe sont les suivantes : fréquence de rotation de la
broche 269 tr/min, vitesse angulaire d’avance 2,27 rad/s, profondeur de passe de 7,62 mm et

profondeur de passe radiale 12,7 mm
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figure 2.5 ; Comparaison entre les efforts de coupe mesurés et prédits [2.1]
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Chapitre I1 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Altintas [2.1] affirme que sa méthode est fiable pour des fréquences de passage de la dent
comprises entre 0 et 20 Hz, qui est la bande passante du capteur de courant, ce qui semble &tre
le cas & 18 Hz, aux vues de la comparaison entre les efforts de coupe prédits et mesurés

(figure 2.5).

2.1.1.2. Ulilisation du courant du moteur a courant alternatif de l'axe

d’avance

Kim et Kim [2.2] ont appliqué la méthode développée par Altintas [2.1] aux moteurs a courant
alternatif. Ils ont utilisé un centre d’usinage horizontal avec un microprocesseur a 32 bits
équipant un systéme de commande numérique FANUC de type 15-M.

Pour cette machine, le coefficient d’amortissement visqueux B est considéré comme nul, ce
qui transforme 1’équation (2.1) en :

T, =J, ‘;—?+ T, (2.6)

D’autre part, le couple moteur 7m est proportionnel au courant entrant dans le servo moteur.
Dans le cas d’un moteur & courant alternatif synchrone & aimants permanents, les courants

statoriques d’amplitude 7,, et de pulsation ®;. sont contr6lés en phase :

Iu = Im cos(w; t) 2.7
I = Im cos(w; t + 21/3) (2.8)
I =1Imcos(w; t - 21/3) (2.9)

Les courants statoriques /u et Iv, de phase u et v, peuvent étre respectivement mesurés par une

sonde a effet Hall. Le courant statorique peut &tre calculé & partir de la relation :
Iu+h+w=0 (2.10)

La position angulaire relative Oy, entre 1’axe du rotor q et la phase u du stator doit étre

mesurée pour calculer le couple moteur 7m :

Tm=XK,. ], (2.11)
sin(np @m) sinjn,@®, +2—ﬂ] sinf n,0, _2n ]
I x
avec L"}: 2 3 30| @1
! 3 cos(np G)m) cos|n,0, +2—”J cos| n, 0, -—2—7[ _Iw
I 3 3

K, est le couple constant, I et I; sont respectivement les courants statoriques €quivalents des
axes d et q et n, est le nombre de poles magnétiques. I; est maintenu a zéro dans le cas d’un

moteur c.a. synchrone 4 aimants permanents.
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Chapitre I1 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Comme le coefficient d’amortissement visqueux B et le courant statorique I de 1’axe d sont

nuls, I’équation (2.3) est modifiée de la maniére suivante :
aQ
T,=K.1,=J, —dt—+sgn(Q).Tf+ K, Fc (2.13)

ou Tf'est le couple de frottement et Kf est le coefficient de transmission couple résistant/effort
de coupe.

Afin d’identifier expérimentalement les valeurs de Tf et de Kf, une série de résultats
expérimentaux permet d’établir des relations linéaires entre le courant J; du stator selon I’axe
q du rotor, et les efforts lorsque le moteur est a 1’arrét.

Pour I’axe x du systtme d’avance, la fonction de transfert linéaire entre la variation du
courant équivalent i, et de I’effort de coupe f. qui est obtenue a partir du schéma bloc du
systéme est en bon accord avec les mesures expérimentales dans la bande passante du systéme

que I’on peut estimer & 62 Hz en exploitant les résultats présentés sur la figure 2.6.
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20 . : — :
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figure 2.6 : Comparaison entre la fonction de transfert expérimentale courant/efforts de

coupe et l’expression analytique de cette méme fonction K, iy(s)/Ksfo(s) [2.2]

Sur la figure 2.7, les mesures indirectes des efforts de coupe en utilisant les courants des
moteurs d’avance sont comparées aux efforts mesurés avec une platine Kistler. Cet usinage
est réalisé avec un outil & deux dents de diamétre 20mm. Les conditions de coupe choisies
sont une profondeur de passe axiale de 4 mm pour une profondeur de passe radiale de 20 mm

a une fréquence de rotation de 600 tr/min, soit 20 Hz, et une avance a la dent de 0,3 m/min.




Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage
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figure 2.7 : Comparaison entre les efforts de coupe mesurés avec une platine Kistler et les

efforts obtenus en utilisant les mesures des courants du moteur de la broche [2.2]

Kim et Kim [2.2] concluent que cette méthode de mesure indirecte est fiable pour des
fréquences de passage de la dent comprises entre 0 et 62 Hz, qui est la bande passante du
capteur de courant, car 1’erreur maximale par rapport a la mesure Kistler est de I’ordre de 100

N, ce qui représente 8 % d’erreur sur la mesure.

2.1.1.3. Utilisation du courant du moteur de l'axe d’avance en

fonctionnement et de I'axe d’avance a 'arrét

L’originalité de I’étude de Jeong et Cho [2.3] porte sur I’utilisation du courant du moteur de
I’axe d’avance a I’arrét pour déterminer I’effort de coupe selon 1’axe perpendiculaire a la
direction d’avance. En effet, aucune recherche n’avait porté sur I’utilisation de ce courant
pour estimer ’effort de coupe dans la direction perpendiculaire & ’avance a cause du
comportement indésirable du courant du moteur a I’arrét. 11 a pour effet de faire osciller le
moteur en réponse a la consigne donnée au moteur de rester a I’arrét malgré les perturbations
des efforts de coupe. Jeong et Cho [2.3] utilisent toujours le courant du moteur de I’axe
d’avance en fonctionnement pour déterminer I’effort de coupe selon la direction d’avance,
comme Altintas [2.1] et Kim et Kim [2.2], mais ils ont choisis un capteur de courant de bande
passante plus €élevée qui atteint 130 Hz. Une modélisation de la dynamique du moteur est
utilisée pour déterminer une relation entre I’effort de coupe, le courant d’alimentation et
I’angle de rotation du moteur. La boucle de contrle en position est de type contrdle

proportionnel, alors que les boucles de contrdle de la vitesse et du courant utilisent un
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Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

contrdleur proportionnel intégral. La fonction de transfert du systtme s’écrit avec les
notations courantes sous la forme :

o-—X% ¢ —L(S)Td (2.14)

cmd

sH(s)+K : sH(s)+K
Comme les moteurs du centre d’usinage sont a courant alternatif, les équations (2.6) a (2.13)
sont valables pour 1’étude de ces moteurs. Jeong et Cho [2.3] ont respecté le protocole
expérimental décrit sur la figure 2.8 pour recueillir le courant de ’axe en rotation et celui de
I’axe a I’arrét, les efforts de coupe et I’angle de rotation du moteur, qui sont nécessaires a

I’établissement de la fonction de transfert entre le courant et les efforts de coupe.

g Moteur |
i axez LL i

M
Axe x Axey J—dw
" Vitesse | Signaux
d'encod:
Angulaire e
—— Forces de coupe
Force de ! - Courant de |des axes x ety
coupe Filtre h
- : analogique arge |
Nlm?;itrlon 1 niveau-bas |« Cap}t{eur de |, U.V i Moteur axe y' Dynamométre
) . all
Alimenta uv
moteur ' Moteur axe x
figure 2.8 :  Dispositif expérimental permettant [’établissement de la relation entre le

courant et les efforts de coupe [2.3]

Les moteurs d’avance sont & aimants permanents. La position angulaire du rotor est mesurée
par I’encodeur a raison de 10 000 impulsions par tour. Le courant du moteur d’avance en
rotation /g est influencé par 1’inertie du rotor, le frottement du moteur et I’effort de coupe
(équation 2.13). Les effets inertiels sont proportionnels a Paccélération du moteur. Ainsi,
I’effet peut étre estimé en multipliant le coefficient d’inertie de 1’axe d’avance Je par
I’accélération. Ici, ’accélération est calculée a partir des mesures réalisées sur ’encodeur au
moment ol I’axe se met en mouvement, mais en dehors de 1’usinage. Le coefficient inertiel Je
est la pente de la droite de 1’accélération calculée en fonction du courant du moteur mesuré,
alors que I’ordonnée a ’origine de cette méme droite correspond au frottement lors de

I’accélération.
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Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

Le couple de frottement 7f est modélisé dans le but d’estimer son effet selon différentes
conditions d’usinage. Le frottement sera considéré comme fonction de 1’avance uniquement,
alors que les influences de la position et de la température sont ignorées. Les mesures du
courant et de la vitesse de déplacement de 1’axe sont réalisées en dehors de ’usinage. Les
signaux ont été¢ échantillonnés a 1000 Hz et filtrés en utilisant des filtres passe bas
analogiques, avec une fréquence de coupure de 20 Hz, pour retirer les bruits. Pour une vitesse
d’avance inférieure 4 300 mm/min, la relation entre le courant et la vitesse est modélisée par
un polyndéme du second degré alors qu’une équation linéaire est utilisée pour les avances
supérieures a 300 mm/min.

Le courant et les efforts de coupe sont mesurés entre 10 et 200 Hz, avec un pas de 5 Hz, pour
déterminer la bande passante du capteur de courant. Il n’est pas possible d’estimer des efforts
de coupe a des fréquences de passage de la dent supérieure & 130 Hz, du fait de la présence du
bruit. Par conséquent, la bande passante du capteur de courant s’éléve a 130 Hz. L’amplitude

de la fonction de transfert entre le courant et I’effort de coupe est représentée sur la figure 2.9.

0.012
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figure 2.9 :  Fonction de transfert entre le courant et l'effort de coupe [2.3]

Le courant est caractérisé par les efforts de coupe et des frottements de type stick-slip qui sont
importants mais instables [2.4, 2.5]. Par conséquent, le comportement du moteur d’avance a
’arrét est trés différent de celui du moteur en rotation.

Les mode¢les de courant du moteur a 1’arrét ont été classés en fonction de leur niveau moyen,
ou statique, et de leur comportement dynamique. Les effets a long terme sont reflétés dans les
niveaux moyens des courants et les effets & court terme sont décrits par le comportement

dynamique.
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Le niveau de courant statique lors d’un usinage a efforts de coupe constants est déterminé en
effectuant la différence entre le niveau moyen de courant avant la coupe et celui durant la
coupe. Il y a deux types de modeles de comportement dynamique du courant du moteur

d’avance a I’arrét (figure 2.10).
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figure 2.10 :  Comportement dynamique du courant du moteur d’avance a l’arrét pendant
l'usinage a) comportement similaire aux efforts de coupe, b) sauts de courant

intermittents [2.3]

La figure 2.10 (a) représente un comportement du courant similaire au comportement des
efforts de coupe, ol une rotation de 0.0001 tour est générée brusquement et la figure 2.10 (b)
présente un comportement avec des sauts de courant de maniére intermittente, ou le moteur
tourne périodiquement de 0.0001 tour. Sur ces figures, le signal de courant est moyenné sur
chaque période de passage d’une dent pour éliminer le comportement dynamique de ce
courant, alors qu’il doit étre considéré comme une réponse aux efforts de coupe afin d’estimer
précisément les efforts de coupe instantanés, similaires au courant du moteur d’avance en

rotation.
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Lorsqu’un moteur d’avance maintenu a 1’arrét est mis en rotation par des perturbations
comme les efforts de coupe, le moteur est ramené A sa position initiale par un incrément de
couple moteur. Ce couple plus important est maintenu jusqu’a ce qu’une nouvelle rotation
s’opere. Par conséquent, la variation de couple peut étre estimée en effectuant la somme des
rotations du moteur. On déduit de la relation linéaire entre le courant du moteur et le couple
que la variation de courant est reliée aux rotations accumulées du moteur. Cette relation peut
étre obtenue a partir des relations (2.13) et (2.14) quand la position de commande (8.4) est

nulle et lorsque les effets de I’inertie sont ignorés.

P =_L(S)_ T, (2.15)
sH(s)+K
6___ Rls) T, ___Rls) K, (2.16)
s sH(s)+K sH(s)+K

La figure 2.11 montre la relation entre le courant du moteur a 1’arrét et I’accumulation des
impulsions pour des efforts de coupe de méme amplitude (750 N) et pour des fréquences de

passage de la dent différentes.
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figure 2.11 :  Comparaison entre le courant du moteur d’avance a 1’arrét et I'accumulation
des impulsions de I’encodeur du moteur pour des efforts de coupe de méme amplitude

(750 N) [2.3]

Le courant du moteur d’avance a 1’arrét est linéaire par rapport & I’accumulation des
impulsions de 1’encodeur mais ses caractéristiques dépendent également de la fréquence de
passage de la dent.

Comme le courant du moteur d’avance a ’arrét refléte a la fois I’effort de coupe et le

frottement stick—slip, 1’effort de coupe peut étre estimé si on émet I’hypothése que le
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Chapitre 11 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

frottement stick—slip a une influence constante. Le courant est mesuré pour différentes
amplitudes et différentes fréquences de passage de la dent pour déterminer la relation entre
Peffort de coupe et le courant. Les résultats sont montrés sur la figure 2.12 pour une

fréquence de passage de la dent de 30 Hz.
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figure 2.12 : Comparaison entre le courant du moteur d’avance a l’arrét et l’effort de

coupe pour une fréquence de passage de la dent de 30 Hz [2.3]

Sur la figure 2.12, les erreurs dans 1’estimation des efforts de coupe obtenues en utilisant le
courant du moteur d’avance & 1’arrét sont inférieures 3 100 N. Ces erreurs peuvent provenir
d’une incapacité a détecter des rotations infinitésimales, dues & la faible résolution de
I’encodeur et au frottement stick—slip a différents états de contact.

Jeong et Cho [2.3] ont montré que des mesures indirectes d’efforts de coupe peuvent étre
obtenues en utilisant un capteur de courant dont la bande passante est 130 Hz. Alors que le
courant du moteur d’avance en rotation est utilisé pour mesurer les efforts de coupe selon la
direction d’avance, comme dans les travaux précédents [2.1, 2.2], I’effort de coupe normal a

la surface usinée est estimé en utilisant le courant du moteur d’avance a ’arrét.

En conclusion, les méthodes de mesures des efforts de coupe basées sur 1’analyse des courants
des servomoteurs sont tres limitées du point de vue de la bande passante de chacune d’elles, la
plus élevée étant 130 Hz. Le paragraphe suivant présente la mesure d’efforts obtenue en
multipliant la vibration en bout d’outil mesurée a I’aide d’un accélérometre embarqué par des

coefficients de raideur en bout d’outil qu’il détermine.
2.1.2. Outil de coupe instrumenté

Spiewak [2.6] a congu un outil de fraisage instrumenté a 1’aide d’un accélérométre a trois

composantes qui est utilisé comme capteur des efforts de coupe. Spiewak [2.7] a développé ce
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capteur initialement pour mesurer les vibrations de 1’outil au cours de ’usinage (figure 2.13).
L’outil a plaquettes amovibles, de référence Ingersoll MAX-IPEX 6x2k, posséde 8 dents et un

diametre de 4 pouces.

|
|
|
|
i
Queu_e LI | A
d'outil |
r
|
|
|

Corps de :
l'outil :

figure 2.13 : Schéma de 1’outil de coupe instrumenté [6,7]

Les signaux mesurés sont transportés du systeme de coordonnées tournant associé au rotor au
systtme stationnaire de référence de la machine outil. Les accélérations obtenues dans le
systeme stationnaire sont intégrées deux fois afin d’obtenir I’erreur de position instantanée du
centre de I’outil. Le détail de ces calculs est présenté au paragraphe 4.1.1.

En plus de cette premiére application, I’Outil de Coupe Instrumenté (OCI) peut étre utilisé
pour mesurer les efforts de coupe. En effet, dans des conditions statiques et quasi-statiques,
les efforts agissant sur le systtme rotor-outil peuvent étre obtenus en multipliant les
déflexions de l’outil par les coefficients de raideur appropriés. L’influence des forces
inertielles et dissipatives, qui sont dues a la masse du rotor et & I’amortissement visqueux, doit
étre prise en compte dans le cadre de la mesure dynamique des efforts.

Pour illustrer cette méthode de mesure indirecte des efforts de coupe, la force excitatrice et les
déplacements bruts et corrigés mesurés pour une broche a I’arrét sont représentés sur la figure
2.14. La force quasi sinusoidale de fréquence 220 Hz est appliquée par un pot vibrant
hydraulique. Le déplacement brut est obtenu par double intégration de 1’accélération mesurée

par I’OCI dans la direction d’application de la force. Enfin, le déplacement corrigé est obtenu
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a partir du signal brut en atténuant I’influence de la résonance a4 1100 Hz qui est due au

mouvement de corps rigide du rotor.

1000 + Force -~ 15
ZE:: [N] / dx!.[“‘m] ]
5 40 st 140
500 14 |
; 1s
RV /RS Y
ERUN A S \ 3 T
: Déplacement corrigé Déplacement réel ]
-1000 : . , : : 1L .15
5 10 15

Temps (msec)

figure 2.14 :  Déplacements obtenus a partir des accélérations mesurées par 1’'OCI en

réponse a une force quasi sinusoidale [2.6]

Le déplacement corrigé peut €tre considéré comme proportionnel a la force malgré un léger
retard de phase par rapport a la force excitatrice. La raideur du rotor, obtenue en effectuant le
rapport entre I’effort impos¢ et le déplacement mesuré, a pour valeur k = 187.5 N/um.

Spiewak [2.6] souligne que le succeés de I’utilisation des capteurs dits naturels s’articule
autour de leur capacité a reconnaitre et a atténuer automatiquement les distorsions provenant
de I’environnement de travail. Dans le cas de I’OCI, des filtres auto-adaptatifs sont utilisés
pour déterminer instantanément les propriétés dynamiques du capteur a partir de la
connaissance de sa structure physique, du modéle identifié du signal de sortie du capteur, de
la connaissance de I’opération d’usinage et de la dynamique de la machine outil. La figure

2.15 présente le schéma bloc d’un filtre auto-adaptatif.
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Informations PARAMETRAGE DU FILTRE
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figure 2.15 :  Schéma bloc d’un filtre auto-adaptatif [2.6]

Dans le cas du fraisage a grande vitesse, les distorsions & prendre en compte lors de la
conception des systemes auto-adaptatifs de mesures proviennent des modes de vibration
flexible et des forces inertielles et visqueuses associées au mouvement de corps rigide du
rotor.

En général, des vibrations importantes liées aux modes flexibles apparaissent lorsque les
fréquences des harmoniques des forces d’excitations, ici les efforts de coupe, coincident avec
les fréquences des modes du rotor. En dehors de ce cas, I’influence des modes de flexion du
rotor et plus généralement le comportement dynamique de I’ensemble des éléments de la
fraiseuse sur la mesure des déplacements est souvent négligeable selon Spiewak [2.6].
L’initiation des vibrations, par exemple lors du passage des vitesses critiques du rotor, est
détectée au niveau des accélérations de ’outil. Le modéle Auto Régressif & Moyennes
Mobiles (ARIMA) constitue le bloc «paramétrage du filtre» de la figure 2.15. Dés la détection
de vibrations associées a un mode flexible particulier, la fréquence naturelle et le coefficient
d’amortissement de ce mode sont estimés. Le programme de filtre adaptatif est modifié, pour
inclure un filtre a sillon permettant d’atténuer I’influence de ce mode.

Le mouvement de corps rigide est plus complexe a compenser. Intuitivement, ’influence de
ce mouvement a pour origine I’inertie du rotor et les amortissements visqueux des paliers . Le
procédé de coupe introduit en plus son propre amortissement. Contrairement aux vibrations en

mode flexible, le mouvement de corps rigide affecte les mesures de ’OCI de maniére
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continue et dans une large gamme de fréquence, ce qui a pour conséquence de rendre difficile
I’utilisation de filtres a sillon.

Pour trouver le paramétrage optimal du filtre auto-adaptatif, le comportement dynamique de
I’ensemble tournant est estimé en cours d’usinage. Cette estimation est délicate car elle est
basée uniquement sur les réponses du systéme étudié, qui sont ici les accélérations du rotor.
Cette difficulté est contournée en utilisant une modélisation du rotor dont les résultats sont
intégrés au filtre.

Les performances du capteur ‘naturel’ proposé sont illustrées en appliquant une force
périodique au moyen de I’exciteur EA 1500 par I’intermédiaire d’une cellule de force Kistler
a loutil. Elle est également reconstruite a partir des accélérations mesurées pendant la
rotation de la broche. Une faible inertie du rotor de par I’utilisation de roulements pré-chargés
a contact angulaire (Barden, type 110H) permet une transmission de la force de I’excitateur
stationnaire & la broche en rotation. Pour la clarté de la figure 2.16, nous représentons la force

et une seule composante de 1’accélération du rotor, mesurée dans le systéme tournant lié au

rotor.
200 Force, [N] Acceleration, [m 2] e
100 50
0 { 40
r }
-100 30
-200 _E Force Accélération 20

-

-300 08 R AR v / g 10
-400 i " 0
r ] i !
-500 + U] ‘ l -

0 10 20

30 40 50 60 70 80
Temps (msec)
figure 2.16 : Force excitant le rotor dans la direction X et accélération résultante du rotor

dans le repére tournant lié a ’arbre [2.6]

Il est difficile de remarquer une corrélation entre ces deux signaux car le signal de
’accélération est distordu par les modes de flexion du rotor excité et par la rotation de I’arbre
dans le repére de la machine outil. Ce n’est plus le cas si I’on transfére les mesures de

I’accélération du rotor dans le repére de la machine outil (figure 2.17).
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figure 2.17 :  Force excitatrice périodique, déplacement du rotor dans le repére machine et

force estimée [2.6]

On peut constater que la force estimée en appliquant le filtre auto-adaptatif est en bon accord

avec la force excitatrice.

Spiewak {2.6] conclut que I’0OCI peut étre utilisé pour mesurer les efforts dynamiques de
coupe et que ’utilisation d’accéléromeétres permet de conférer a cette méthode de mesure la
caractéristique d’augmenter sa précision lors de I’augmentation de la fréquence d’excitation.
Il rappelle en effet que pour une vibration sinusoidale d’amplitude constante, I’amplitude de
I’accélération est proportionnelle au carré de la fréquence. Pour trouver le paramétrage
optimal du filtre auto-adaptatif, le comportement dynamique de 1’ensemble tournant est
estimé en cours d’usinage a partir d’'une modélisation du rotor dont les résultats sont intégrés
au filtre. Néanmoins, des non linéarités au niveau des paliers peuvent rendre la modélisation
peu fiable, et ainsi mettre en défaut cette méthode de mesure des efforts de coupe. Elle
nécessite, de plus, d’instrumenter 1’outil et d’embarquer un systtme de mesure de
I’accélération. La méthode ne semble pas adaptée au fraisage a grande vitesse a cause du

risque de centrifugation de I’accélérométre.

Les méthodes de mesure directes des efforts de coupe vont maintenant étre abordées. Elles
s’effectuent en insérant entre la piece a usiner et la table de la machine outil une platine
dynamométrique ou la mesure d’effort est effectuée par des jauges de déformation [2.8] ou

des capteurs piézoélectriques [2.13 a 2.17]. Elles sont le plus couramment utilisées méme si
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elles possedent deux défauts majeurs. Tout d’abord, les piéces a usiner sont directement fixées
sur la table de la platine, ce qui limite leur dimension. D’autre part, la platine joue le rdle de
piéce intermédiaire entre la table et la piéce, ce qui peut modifier fortement la mesure. La
présentation des mesures directe des efforts de coupe fait 1’objet des deux prochains

paragraphes.

2.1.3. Mesure des efforts basée sur des jauges de déformation

Korkut [2.8] a développé un dynamomeétre basé sur des jauges de déformation, capable de
mesurer les trois composantes d’effort en cours d’usinage : les efforts de coupe primaire Fi,
les efforts d’avance Fv et les efforts radiaux ou de poussée Fr. Le dynamométre est composé

de quatre anneaux octogonaux, représentés sur la figure 2.18.
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figure 2.18 :  Implantation des anneaux octogonaux [2.8]

Les jauges de déformations sont collées sur chaque anneau et connectées i des ponts
extensométriques. Lors de la conception du dynamomeétre, les facteurs sensibilité, rigidité,
précision et facilité de calibration ont été pris en compte. Les quatre anneaux sont vissés entre
deux plaques formant la partie inférieure et supérieure du capteur. L’effort d’avance Fv et
I’effort radial Fr peuvent étre mesurés simultanément pendant 1’usinage par 1’intermédiaire de
16 jauges de déformation collées sur les anneaux. Les anneaux sont dimensionnés pour une

force maximale de 4500 N, ce qui aboutit & une largeur d’anneau de 32 mm, un rayon de 20
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mm et une épaisseur de 5 mm dans de I’acier AISI 1040. La premiére fréquence propre du
dynamométre doit étre beaucoup plus élevée que la fréquence de passage de la dent en
fraisage, pour que la vibration du capteur ne modifie pas le signal mesuré. Si I'on considere
que le dynamométre est une petite masse supportée par des anneaux, sa premiére fréquence
propre a pour valeur 192,2 Hz.

La bande passante du dynamomeétre développé par Korkut [2.8] est trop faible pour étre
utilisable dans le cadre du fraisage a grande vitesse. L’intégration de capteurs piézo-
électriques dans la conception de platines dynamométriques, que nous développons dans le
paragraphe suivant, permet d’obtenir un moyen de mesure des efforts dont la bande passante

est beaucoup plus élevée.
2.1.4. Platines dynamométriques a capteurs piézoélectriques

Les dynamométres a capteurs piézo-électriques sont les plus fréquemment utilisés pour
mesurer les efforts de coupe en fraisage. Ce paragraphe présente tout d’abord le principe de la
mesure, puis expose les limites de ces capteurs. Nous allons ensuite décrire en détail la
méthode de compensation accélérométrique car nous comparons cette méthode a notre

méthode de mesure des efforts de coupe en utilisant les PMA.

2.1.4.1. Principe de la mesure

Un capteur de force piézoélectrique est composé de deux paires de quartz sensibles au
cisaillement pour la mesure des efforts radiaux Fx et Fy et d’une paire de quartz sensibles a la
pression pour mesurer I’effort axial Fz, dont I’empilement est présenté sur la figure 2.19.a.
L’anisotropie du quartz est utilisée pour obtenir soit un quartz sensible au cisaillement, soit un
quartz sensible a la pression en fonction du plan cristallographique choisi pour la découpe du

quartz. Les trois paires de quartz sont intégrées dans un boitier qui forme le capteur

piézoélectrique a trois composantes d’effort (figure 2.19.b).

figure 2.19 :  Dynamomeétre Kistler 9225B, a) trois paires de quartz, b) capteur

piézoélectrique a trois composantes, c) implantation des capteurs [2.9]
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Le dynamometre Kistler 9225B (figure 2.19.c¢) se compose de quatre capteurs de forces a trois
composantes montés sous précontraintes €élevées entre une plaque de base et une plaque de
recouvrement. Les signaux recueillis au niveau des quatre capteurs sont des charges
électriques qui sont ensuite transformées en tensions au moyen d’un amplificateur de charge.
La précision de la mesure représente 0,5 % de la plage de mesure choisie au niveau de
I’amplificateur de charge qui est habituellement +/- 2000 N, soit une précision de +/- 20 N.

Ce dynamometre est un systéme trés rigide qui posséde une fréquence propre élevée
d’environ 3 kHz si la platine est isolée. Cependant, cette fréquence propre diminue lors du
montage de la platine sur la table de la machine outil ainsi que lors du montage de la piéce sur

la platine, pour se situer aux environs de 1,9 kHz, comme le montre la figure 2.20.

35

N
n

N

.
[&4]
|
|
|
|

Amplitude (en N/N)

1 1928 Hz

0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
Fréquence (en Hz)

figure 2.20 :  FDT de l’effort délivré par la platine Kistler 9225B en fonction de [ ’effort

appliqué par le marteau d’impact

Le comportement dynamique de la platine et des éléments de bridage de la piéce introduit de
plus des distorsions au niveau des signaux mesurés. Cette platine nous a permis de valider
notre méthode de mesure d’efforts pour des vitesses de rotations de la broche inférieures a

10000 tr/min.

2.1.4.2. Limites des capteurs piézoélectriques pour la mesure d’efforts
en UGV
Lors de I'utilisation de platines a capteurs piézoélectriques, deux phénoménes perturbent la

mesure d’efforts (figure 2.21).
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figure 2.21 :  Réponse du dynamomeétre a une excitation échelon [2.10]

La premiere résonance provient de la partie supérieure du dynamomeétre, qui est en équilibre
sur les capteurs piézoélectriques. Ces capteurs peuvent €tre modélisés par des ressorts
élastiques avec un amortissement visqueux. Cette résonance n’apparait que si le spectre des
forces appliquées contient suffisamment de hautes fréquences, ce qui est le cas en usinage a
grande vitesse. Le deuxiéme phénoméne trouve son origine dans la modification de la réponse
des capteurs due aux mouvements de la plaque inférieure, quelle que soit la fréquence
d’excitation. Ces perturbations sont difficiles a détecter car leurs fréquences caractéristiques
sont proches de celles excitées par 1’usinage.

Les études concernant la compensation des erreurs de mesure peuvent étre séparées en deux
classes. La premiere rassemble les méthodes basées sur la compensation des effets inertiels et
d’amortissement, en les estimant a partir de mesures d’accélération et en calculant au
préalable les matrices de masse, de raideur et d’amortissement (Tlusty et al. [2.11], Ahn et al.
[2.12], Gygax [2.13]). La variation de ces paramétres au cours de 1’'usinage rend la calibration
de la méthode de compensation trés délicate. Dans la seconde classe, les méthodes de
compensation sont réalisées au moyen de filtres adaptatifs a dynamique rapide (Spiewak et Di
corpo [2.14]). Elles autorisent une adaptation & I’évolution des caractéristiques mécaniques de
la machine outil au cours de ’usinage. Cependant, elles nécessitent une modélisation de
I’ensemble des pieces mécaniques (machine outil, piéce, outil et dynamometre) pouvant
vibrer et fausser la mesure d’effort.

La méthode de compensation accélérométrique développée par Lapujoulade et al. [2.10,
2.15] puis modifiée par Tounsi et Otho [2.17, 2.18] se situe entre ces deux classes de
méthode. Elle est basée sur des mesures d’accélération et s’appuie également sur la

modélisation de la partie supérieure du dynamométre. Elle ne nécessite donc pas la
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connaissance de tous les paramétres du modéle avant de réaliser les usinages. Nous
présentons dans le paragraphe suivant cette méthode de compensation trés utilisée pour la

mesure des efforts de coupe en fraisage a grande vitesse.

2.1.4.3. La compensation accélérometrique

La compensation accélérometrique développée par Lapujoulade et al. [2.10, 2.15] consiste a
¢liminer les perturbations dues aux forces inertielles en déterminant leurs valeurs grice a la
mesure des accélérations de 1’ensemble supérieur du dynamomeétre. La plaque supérieure du
dynamomeétre, le dispositif de fixation de la piéce, ainsi que la piéce elle méme forment un
ensemble, considéré comme un solide indéformable qui repose sur les quatre capteurs
d’efforts tridimensionnels du dynamometre. Cet ensemble est soumis d’une part aux efforts
d’excitation subis par la pi¢ce lors de 1’usinage et d’autre part aux efforts exercés par les

capteurs piézoé€lectriques en réaction aux efforts appliqués par 1’outil a la piéce (figure 2.22).

Plaque supérieure

Plots de
mesure

Plaque inférieure

figure 2.22 :  Modéle mécanique d’un dynamométre
a quatre capteurs piézoélectriques [2.15]

La méthode de compensation accélérometrique s’appuie sur les hypothéses suivantes :
- les capteurs n’exercent pas de moments sur la plaque supérieure,
- les trois valeurs mesurées grice a chacun des capteurs correspondent exactement aux
trois composantes de chacune des forces exercées par les capteurs sur la plaque

supérieure,
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- la plaque supérieure est indéformable.
On peut écrire une des équations d’équilibre de ce solide de matrice de masse [M] sous la

forme :
b d 4 - -
[M] ds+ Z f mes ; = feoupe (2.17)
J=1

avec les efforts de coupe exercés sur la piéce feoupe = [ fx 1, fz], les efforts mesurés par
chaque capteur tridimensionnel f mes = [ fmess. j, fmesy,;, fmesz, j] PE (1..4) et le vecteur

accélération du centre de gravité de I’ensemble supérieur ;'G = [5c'c, Ve, zc]

Si on connait simultanément les trois composantes de 1’accélération, les valeurs délivrées par
le dynamométre et la masse de 1’ensemble supérieur, on peut évaluer la résultante des forces
appliquées sur la piece a partir de I’équation (2.17). De méme, une équation similaire permet
de traiter les moments.

Les coordonnées exactes (xa, Ve, ZG) du centre de gravité de 1’ensemble supérieur n’étant pas

connues, la mesure de I’accélération en G nécessite six accéléromeétres. La valeur
r1* ’ r r hY r . . = - . .
acc: délivrée par un des accélérométres dépend de sa position d. , de son orientation &, de la

=
position du centre de gravité ds et des six composantes de 1’accélération au centre de gravité

2

ds .

oa

ace = fk{c}l, &, do, dc} (k =1.6) (2.18)

avee d, =(dx.dv.dz,), 0, =(0%.09,.02,), d=(dxs.dy,.dz,)

et C—;G = (556, j}c, Za, éXG, éyc, éZG)

Les six relations linéaires (2.18) permettent donc d’obtenir les trois composantes du vecteur

5 =
dc a condition de connaitre les paramétres Xs, Vs et zs. Les composantes du vecteur do

ainsi que la masse de I’ensemble supérieur qui dépendent de la masse et de la position de la
picce sont difficiles a déterminer a priori. Cependant, on les obtient par identification
expérimentale au moment ou le systéme n’est plus excité mais vibre encore avant d’étre
amorti. Cette configuration particuliére se produit juste aprés la sortie de 1’outil hors de la
matiere. L’outil n’applique plus de forces sur la piéce car il n’est plus en contact avec elle,
mais I’ensemble supérieur de la platine vibre encore avant d’étre amorti. Lorsque la force

feoupe €st nulle, I’équation (2.17) prend la forme :
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M]d,~S Fmesi =0 2.19)

En raison des erreurs de mesure et des approximations du modele, I’équation (2.19) n’est
jamais parfaitement vérifiée. On obtient les coordonnées (xG, yG,ZG) du centre de gravité et

la masse m de I’ensemble supérieur par une méthode des moindres carrés en minimisant la

quantité :

N [ 4 . 3
> M) d,, - £ mes’ (2.20)
i=1 j=l '
ou t; (i=1..N) représentent les instants dépendants de la fréquence d’échantillonnage ou les
mesures sont effectuées. La minimisation de la quantité (2.20) nécessite la résolution itérative
du systéme d’équation (2.18).

La correction apportée par la compensation accélérométrique est bien illustrée par la figure
2.23. ou est représentée la réponse a un choc appliqué au centre de la plaque supérieure selon

I’axe Z.
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figure 2.23 : Réponse en effort du dynamomeétre, brute (en rouge) et aprés compensation (en

noir), en vert : durée pendant laquelle le marteau est en contact avec la platine [2.16]
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Par conséquent, bien que la correction apportée par la compensation accélérométrique soit
satisfaisante, le dispositif de compensation basé sur une platine Kistler posséde deux défauts.
Le premier vient du fait que les accéléromeétres sont trés génants et mal protégés. Le deuxiéme
défaut provient de la faible fréquence a laquelle apparait le premier mode de flexion de la
plaque supérieure, de I’ordre de 5 a 6 kHz, malgré un renforcement de la plaque supérieure
par adjonction d’une plaque épaisse. L’¢élimination de ces fréquences, qui ne sont pas prises
en compte par le modéele, impose un filtrage passe-bas qui abaisse énormément la bande

passante du dispositif et perturbe la compensation accélérométrique sur les modes rigides.

Ces remarques ont amené Lapujoulade [2.16] a concevoir un nouveau dynamomeétre, plus
compact et mieux protégé, baptisé dynamometre Dyna TK. Ce dynamométre & géométrie
triangulaire trés compacte (figure 2.24), est instrumenté par six accélérométres (Azl, Az2,

Az3, Ax4, AxS, Ay6) et posséde une bande passante supérieure a 8 kHz.

Piéce
Plati \ Accéléromeétres Ax5
atine
. ]
£ Az1
[ B ||
j L] Ax4
a) b)

figure 2.24 :  Dynamomeétre a capteurs piézoélectriques et a compensation

accéléromeétrigue Dyna TK a) vue de face b) vue de dessus [2.16]

Le premier mode de flexion est repoussé au-dela de 12 kHz. Les accélérometres verticaux
(Azl, Az2, Az3) sont en position inférieure et ne génent plus 1’accessibilité.

La comparaison entre la mesure d’effort effectuée avec la platine développée par
Lapujoulade et celle obtenue par notre méthode est effectuée au paragraphe 2.3.2. La piéce

utilisée lors des essais est représentée sur la figure 2.25.
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figure 2.25 :  Eprouvette utilisée pour mesurer les efforts de coupe sur la platine

dynamométre Dyna TK [2.16]

Nous avons réalisé quelques usinages avant la campagne d’essai afin de déterminer par
identification expérimentale les parameétres utilisés lors de la compensation accélérométrique.
L’ensemble supérieur de la platine Dyna TK a une masse proche de 5 kg et un centre de
gravité dont les coordonnées en mm sont (-45.85, 0.5, 35.88) par rapport au repére utilisé pour
identifier la position des accélérometres. Ces paramétres sont recalculés aprés chaque sortie
de ’outil hors de la mati¢re lors de la série d’essai car I’usinage de 1’éprouvette provoque une
légere diminution du poids de I’ensemble supérieur et une modification des coordonnées de
son centre de gravité. Ces paramétres sont ensuite utilisés pour compenser la mesure effectuée

lors de I’usinage suivant.

La correction apportée par la compensation accélérométrique est bien illustrée par la figure
2.26. Nous avons utilisé un outil 4 deux dents de diamétre 40 mm de la marque Cératizit pour
effectuer une opération de contournage dans 1’éprouvette présentée figure 2.25 en AU4G
vissée a la platine Dyna TK, montée sur la table de la fraiseuse Gambin 120 CR. Les
conditions de coupe sont les suivantes : fréquence de rotation de la broche 17 500 tr/min,
avance a la dent de 0,07 mm/dent, vitesse de coupe de 2199 m/min, engagement de 9 mm et

profondeur de passe de 4 mm.
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figure 2.26 :  Compensation accélérométrique appliquée a une opération de contournage

(signal brut en rouge, signal compensé en bleu) [2.15]

Le signal est débarrassé des composantes de fréquence élevée liées a la résonance du
dynamométre. Cette perturbation ne peut pas étre éliminée par un simple filtrage qui ferait
disparaitre dans le signal tout ce qui est lié au phénomeéne vibratoire étudié.

Tounsi et Otho [2.17, 2.18] ont étendu la méthode de compensation accélérométrique en

incluant la matrice d’amortissement [C] dans I’équation d’équilibre dynamique (2.17), soit:
g =4 4 > . -
[A/I]dG+[C]dG+mees’ = f coupe (2.21)
j=

En appliquant la transformée de Fourier a I’équation 2.21, on obtient a la fréquence o,

I’équation :

([M]+ %} [5, ]+ g[;’mesj] _ [frcoupe] (2.22)

ou ([M]+ [gl] sera désigné par la matrice [Kis].

Jw
La matrice [Kis] est obtenue par identification expérimentale au moment ou le systéme n’est
plus excité mais vibre encore avant d’étre amorti, comme dans les travaux de Lapujoulade et
al. [2.10, 2.15]. Cette configuration particuliére se produit juste aprés la sortie de 1’outil hors

de la matiere. Lorsque la force fooupe €st nulle, I’équation (2.22) s’écrit :
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[kis][B, ]+ 3| # mes’ | =0 2.23)

Le systeme d’équations peut étre explicité par :

Kis, Kis, Kis, |[D| | |Fmes:
Kis,, Kis, Kis, || D, |+)|Fmes)|=0 (2.24)
Kis, Kis, Kis, ||D, | ;mes;

Pour mesurer 1’accélération du centre de gravité de ’ensemble supérieur, il est possible de
disposer les accélérométres de deux maniéres en fonction de I’hypothése retenue :

- si la rotation de I’ensemble supérieur est négligée , I’accélération du centre de gravité de la
plaque supérieure du dynamometre est égale a 1’accélération de n’importe quel point de la
plaque. Sous cette hypothése, trois accélérometres piézoélectriques sont nécessaires pour
déterminer les trois composantes de 1’accélération.

- si la rotation de I’ensemble supérieur est prise en compte, 1’accélération du centre de gravité
ne peut €tre obtenue qu’en utilisant au minimum six mesures d’accélérométres disposés de
maniéere appropri¢e. Cette disposition retenue par Tounsi et Otho [2.17, 2.18], est décrite sur

la figure 2.27.

Sens de rotaion
s @ = Avance D e EE—

Fraise a une dent Partie de la piéce utilisée pour l'identification
P, de la matrice de transfert du dynamométre

p s M5
s I ]
| Pt
Partie de la piéce utilisée pour les opérations P o ‘
i de fraisage P /

| p |

P | 3 /
AR o # o P M6
e !
M1 Platine du dynamometre Kistler M4 ot =

® w_ @

figure 2.27 :  Forme de la piéce usinée et position des accélérométres [2.17, 2.18]
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Les mesures accélérométriques permettent d’obtenir la valeur de I’accélération du centre de

Xpe + Xpa

Y + s
Zup t Zus

gravité de I’ensemble supérieur : [DG] ~

=

Les trois composantes de la force d’excitation et 1’accélération du centre de gravité de la
plaque supérieure du dynamomeétre sont mesurées simultanément. Les neuf termes de la
matrice de transfert du dynamométre sont déterminés a partir d’une seule expérience de
coupe.

Pour déterminer les neuf termes de la matrice [Kis], neuf relations indépendantes sont

nécessaires. Elles sont obtenues en multipliant chaque terme du systéme (2.24) par le terme

conjugué de DG,. (i= x,y,z) qui est la transformée de Fourier de la composante accélération i.

Pour chaque composante d’accélération D, (i= x,y,z) et pour chaque composante d’effort

5
mesuré F mes, (k= x,y,z), on obtient :

Kis,,
S b mesy = (- 1)[‘9 BB Sbuby, S b } Kisy, (2.25)
Kis,.
ou S,y est I’interspectre de X et de Y.
En explicitant le systéme 2.25, on obtient le systéme 2.26.
B 7 i 1- -
By, Fimes, D ebs  “Bube  “Babe || KiSk
O jy, Fmes, | (‘1) Sn(.;_,f;m Sf),,.},.')“_‘ Sfa,%v;';,;, Kis,,
| 7 5. Fimes, | Chuby  Vubs Sb'ﬂ, Be, _KIS‘-'_
By Fimes, Sp by S Bl Sp .. || Kis,,
B Fines, | = (_ ]) Sf'}q\ by S BisBis Sp. b, || KiSy (2.26)
| g, Fmes, S B Pgs ’S‘.f)(j:f),,_‘ S b, e, %KIS-‘“_
S:’jﬁrﬁ-mm-: BB Btie. S Do b, || KiSo
B, Fmes, |~ (_ 1) Sﬁmﬁm S BB Sf)m_fa,.m Kis,,
DgzFmes, | S B, D, S P, By, Sfj“__ B, | _KIS’:

Pour résoudre ce systeme, il suffit d’inverser la matrice [SD 5 } qui s’écrit
Gi~ Gi
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*Sf:am B, ‘Sfj,:,_ By, S BB,
v v =
[SDD B ‘Sb’@fjﬁ,‘ Sfj,.,,ﬁuy SDD
5 A Y
' D'ﬂ’-’ﬁﬂ” '5‘3-’13‘77 By, D,

Cette matrice représente linterspectre du spectre de puissance des composants de
I’accélération de I’ensemble supérieur. Cette matrice de transfert est utilisée pour affiner la
mesure des efforts dynamiques de coupe pour les opérations de fraisage.

La méthode de Tounsi et Otho [2.17, 2.18] prend en compte I’amortissement de 1’ensemble
supérieur, mais nécessite 1’usinage d’une piéce particuliere pour identifier expérimentalement
les coefficients de la matrice [Kis]. En effet, I'utilisation de I’effort de coupe comme signal
d’entrée pour I’identification expérimentale de la structure implique que I’ensemble des
modes structuraux soit excité dans la bande de fréquence ou I’on souhaite mesurer les efforts
de coupe. De plus, ’excitation ne doit pas étre couplée avec la dynamique de 1’ensemble
supérieur de la platine. Il est difficile de garantir la direction d’application d’une force, ce qui
a pour effet de créer des composantes d’efforts perpendiculaires a la direction souhaitée. Cette
méthode a I’avantage de ne pas donner a priori la direction d’application de la force. Les trois
composantes d’efforts et les mouvements relatifs entre I'outil et la piéce sont mesurés
simultanément.

La méthode proposée est basée sur la coupe non continue d’une piéce étroite spécialement
créée pour exciter une large bande de fréquence. En effet, une opération de fraisage est
caractérisée par une coupe discontinue, c’est a dire par une succession d’instants ou une aréte
de I’outil coupe la matiére et ou I’outil n’est pas en contact avec la matiére. Or, plus la durée
de coupe diminue et plus les efforts de coupe ressemblent a des impulsions, ce qui a pour effet

d’augmenter la bande passante d’excitation, comme il est montré sur la figure 2.28.

12— - 25— -

1 5 |
goa I —
2 3
£ 06— —_ 5
E *7| ‘g 1

0.4 S |
\ 05 +——+ —
02 PE
/
AA
OE+00 1E-02 2E-02 3E-02 4E-02 5E-02 0 200 1000 1500 2000
Fr en Hz,
a) Temps (en s) b) équence ( )

figure 2.28 :  Influence de la durée de !'impulsion sur la bande passante du premier lobe du

spectre, (a) Deux impulsions de durée différente, (b) Spectre des impulsions [2.17, 2.18]
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En fraisage, la durée de coupe peut étre réduite en diminuant 1’épaisseur de la piéce usinée.
C’est pour cette raison que Tounsi et Otho [2.17, 2.18] réservent une partie de la piece (figure
2.27) qui va étre enticrement usinée pour déterminer la matrice de transfert [Kis]. Le spectre

de ’'usinage de cette partie de la piéce est présenté sur la figure 2.29.

25 —

20

Amplitude
o
|

-
o

& HH |;,_J_1H1111H1..|JH.

0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
Fréquence (en Hz)

figure 2.29 :  Spectre du fraisage d’une piéce de faible épaisseur [2.17, 2.18]

On peut constater que la bande passante excitée est tres élevée, et que les fréquences des raies
du spectre d’excitation sont des multiples de la fréquence de rotation et ne sont donc pas
reliées a la dynamique de !’ensemble supérieur de la platine. Ainsi, 1’identification
expérimentale de la structure peut étre réalisée en utilisant les efforts de coupe d’une piéce

étroite comme signal d’excitation.

2.1.5. Synthése des caractéristiques des méthodes étudiées

Les tableaux 2.1 et 2.2 permettent de comparer les caractéristiques des différentes méthodes
de mesure des efforts de coupe. La bande passante de chaque méthode est présentée car c’est
le facteur qui nous empéche d’utiliser de nombreuses méthodes de mesure en fraisage a

grande vitesse. Les méthodes de mesure indirecte sont regroupées dans le tableau 2.1.

II-33



ve-11

Principe de la

Mesure des courants des servomoteurs des axes de la machine

Outil de coupe instrumenté

méthode
Auteurs Altintas [2.1] Kim et Kim [2.2] Jeong et Cho [2.3] Spiewak [2.6, 2.7]
g | ; ;
i :’. i 4
Axe x L
Schéma de
principe ;ﬂ;f::e Fencodge
Forede |
| cope e s
Alimentation | | analogique Capleur te ¥
Moteyr || Miveau-bas Hall Accéléromeétre
lﬁ‘ Il‘IX!
poes
Bande passante 0-20Hz 0-62Hz 0-130Hz 10-3 000 Hz

Avantages

Pas d’instrumentation de la machine outil

Bande passante utilisable en fraisage a grande

vitesse

Inconvénients

Bande passante trop faible pour étre

utilisable en fraisage a grande vitesse

- Instrumentation de 1’outil et du rotor
- © outil minimal pour accueillir I’accélérométre

- Risque centrifugation de I’accéléromeétre

tableau 2.1 : Méthodes de mesure indirecte des efforts de coupe en fraisage
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Principe de la ) Capteurs Capteurs piézoélectriques
Jauges de déformation ) .
méthode pi€zoélectriques + Compensation accélérométrique
Kistler 9225B Lapujoulade et al.
Auteurs Korkut [2.8] Tounsi et Otho [2.17 ,2.18]
[2.9] [2.10,2.15, 2.16]
[®)R(@] = ;
\ s N ’ P
Schéma de E T p | | ey
principe | | = Sa— ¥
oo . ol
= | —e
| I
Bande passante 0-192Hz 0-1000Hz 0-8000Hz 0-4000Hz
Facilité Trés haute bande passante Prise en compte de la rotation de
Avantages = . o 5 &
d’utilisation Compacité, rigidité I’ensemble supérieur
Pas de
Inconvénients Faible bande passante compensation - Manque de rigidité de la platine
accélérometrique

tableau 2.2 :

Méthodes de mesure directe des efforts de coupe en fraisage
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Chapitre I1 Mesure expérimentale des efforts de coupe en fraisage

En conclusion, le dynamomeétre Dyna TK développé par Lapujoulade et al. [2.10, 2.15,
2.16] est le moyen le plus fiable de mesurer les efforts de coupe sur I’ensemble de la

gamme de fréquence qu’il est possible d’exciter avec notre broche.

En exploitant les spécificités des paliers magnétiques actifs de la broche de fraisage
SMB30, nous avons été amené & développer notre propre méthode indirecte de mesure des
efforts de coupe jusqu’a 4 kHz de fréquence d’excitation (Auchet at al. [2.19] [Annexe 1]).
Cette méthode ne nécessite pas l’instrumentation de la broche. Notre méthode sera

comparée a des mesures réalisées a 1’aide de platines dynamométriques a capteurs

piézoélectriques dans leur bon domaine de fonctionnement.

2.2. Mesure des efforts de coupe en utilisant les Paliers Magnétiques Actifs (PMA) de la
broche

2.2.1. Géométrie du probléme

Un palier magnétique est composé de deux paires d’électroaimants exercant des efforts
radiaux sur ’arbre afin de le maintenir dans sa position d’équilibre (figure 2.30). La
géométrie de ce palier magnétique introduit deux directions orthogonales principales que I’on

nommera axes V et W. Les forces appliquées au rotor par 1’aimant sont proportionnelles aux

tensions de commande des bobines, qui peuvent étre modulés.

— électroaimant

-
I -
I
1
|
1

entrefer

Lbobine

figure 2.30 :  Axes principaux d’un palier magnétique [2.20]
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Cette spécificité des paliers magnétiques est utilisée pour maintenir I’axe de rotation de
I’arbre dans sa position nominale. Les chargements subis par le rotor a tout moment, comme
I’effort instantané dii a la coupe intermittente ou encore le balourd du rotor, sont compensés
par les efforts appliqués sur le rotor par les électroaimants des paliers magnétiques actifs
(PMA). Les détecteurs de position mesurent le déplacement du rotor. Lorsqu’une erreur de
position est détectée, le systéme de contrdle bouclé module le courant de chaque bobine pour
faire varier I’effort appliqué par I’électroaimant sur le rotor dans le but de le ramener a sa
position initiale. Chaque paire d’électroaimants est controlée de maniére indépendante.

Nos méthodes de mesure indirecte sont basées sur la mesure des tensions de commande des
PMA au cours de I'usinage. Ces mesures nous permettent de connaitre instantanément les
efforts selon chaque axe V et W de chaque palier. Nous calculons ensuite les efforts appliqués
au bout de I’outil nécessaires pour obtenir une distribution des efforts au niveau des paliers
qui correspond a celle mesurée lors de la coupe. Les efforts de coupe radiaux sont
communément décomposés selon les axes de la fraiseuse (axes X et Y), qui sont différents des
axes V-W des PMA. Pour la broche étudiée, ’axe X de la broche est situé a 150° de I’axe V
de la machine (figure 2.31).

figure 2.31 :  Systémes d’axes des PMA radiaux (V-W)
et de la fraiseuse (X-Y) [2.20]

Les paramétres E; et £, que nous souhaitons déterminer grice a la méthode de mesure sont les

efforts de coupe F; et F,. Les grandeurs E; et E; sont déterminées a partir des quatre tensions
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de commande des électroaimants S;, S, S; et Sy, mesurées au cours de 1’usinage. Huit
fonctions de transfert complexes sont déterminées expérimentalement afin de calculer les

efforts de coupe a partir des quatre tensions de commande.
2.2.2. Mesure des tensions de commande des PMA

Les tensions de commande S;, S, S3, et Sy sont mesurées pendant 1’opération de fraisage. Les
tensions S; représentent es tensions de commande de 1’électroaimant qui correspondent a la
commande envoyée a la partie puissance par la partie commande de la boucle de contrdle du
PMA et qui sont garanties par S2M comme étant proportionnelles aux effort appliqués au
rotor par I’électroaimant. Lorsqu’une erreur de position de I’arbre est détectée, le systéme de
contrdle bouclé module les tensions de commande dans la plage -10 < U < 10 V. Seul un
€lectroaimant de chaque paire modifie la force de rappel qu’il crée en fonction du signe de la
tension de commande. Les figures 2.32 et 2.33 illustrent 1’évolution de la tension de

commande S; au cours de deux opérations typiques de fraisage.

Tension de commande S1 [V]

Tension de commande S1 [V]

o &
IS

jav)
—

25 075 125 175 225 b) 1.230 1.240 1.250 1.260 1.270
Temps [s] Temps [s]

figure 2.32 :  Rainurage (conditions de coupe : Fz = 0.36 mm/dent, Ap = 4 mm,

® = 14 000 tr/min) a) usinage entier, b) au cours de I’opération d’usinage

-

> —_— =
s 5 .
= 0 4 t {
P 5 |
3 &
c £-11
g - £
E 8
8 021
3 B -
5 5 3
‘@ - " 2] |
5 11 Ll L Al L &
'—_40J_ - ZOOM = T4 — =
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figure 2.33 : Contournage (conditions de coupe : Fz = 0.5 mm/dent, Ap. = 3 mm,

Ae = 10 mm, =10 000 tr/min) a) usinage entier, b) au cours de ['usinage
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Les tensions de commande sont mesurées dans le domaine temporel en utilisant 1’analyseur
spectral a huit canaux Pimento développé par la société LMS. L’exploitation des tensions de
commande mesurées nécessite de passer dans le domaine fréquentiel, comme nous I’avons
expliqué dans le paragraphe 1.2.1. Les signaux S;(t) & S4(t) étant continus, il est nécessaire
d’opérer un fenétrage de type Hanning a chaque échantillon avant d’appliquer la Transformée
de Fourrier Discréte (TFD) afin d’éviter les problémes de fuite d’énergie. S;(jw), Sa(w),
Ss(jw) et Sy(jw) sont les spectres fréquentiels obtenus, ol © représente la fréquence. La figure

2.34 présente les différents traitements subis par les signaux S;(t) a Sy(t).

Echantillonnage des tensions | Multiplication des tensions Obtention des spectres
de commande S)(t), Sx(t), S3(t) €chantillonnées par la fréquentiels S;(jo)a Ss(jo)
et S4(t) mesurées lors de fonction de Hanning par application de la TFD
’usinage

NN W
o v o

o = =
nw o w
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figure 2.34 . Démarche d’obtention des spectres fréquentiels de chaque échantillon des

tensions de commandes S;(t) a Sy(t)

2.2.3. Fonctions de transfert paliers magnétiques/outil

Les fonctions de transfert paliers magnétiques/outil sont obtenues en mesurant simultanément
I’amplitude d’un impact appliqué a I’extrémité de 1’outil selon la direction X ou Y et les
quatre réponses S;() a Sy(?). Les efforts et les tensions de commande représentant les réponses

des paliers sont mesurés dans le domaine temporel en utilisant 1’analyseur de spectre Pimento
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et transportés dans le domaine fréquentiel en utilisant la TFD. Nous obtenons huit fonctions

de transfert complexes définies par :

S (je

Hijo)= 5 2.27)

ou i=/ a 4 désigne une des quatre tensions mesurées lors de I’usinage et j = /, 2 représente un
des deux degrés de liberté de I’outil. Les fonctions H;,(w), Ha(w), Hsi(fw), Hy(fw) sont
obtenues simultanément en mesurant les variations des tensions de commande (S; a S¢en

Volts) dues aux impacts appliqués selon ’axe X au bout de ’outil par un impacteur (figure
2.35).

b)

figure 2.35 : Impacteurs utilisés pour mesurer les FDT paliers — outils

a) marteau d’impact b) pendule d’impact

Un capteur d’effort situé a I’extrémité de ’impacteur mesure I’effort appliqué a I’outil. E;
représente 1’évolution de I’effort appliqué en bout d’outil par I’impacteur selon la direction X.
L’impact appliqué en bout d’outil selon I’axe Y est utilisé pour déterminer expérimentalement
Hpx(w), Ha(o), Hy(w), Hp(o), ou E; représente ’effort subi par ’outil consécutif a

I’impact selon la direction Y.

La figure 2.36 représente les différentes étapes permettant d’obtenir une des huit fonctions de

transfert palier/outil lors d’un impact appliqué au bout de I’outil.
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Mesure de 1’effort lors de Passage dans le domaine | Calcul de la FDT H3; définie
I’'impact selon I’axe X fréquentiel par ’expression 2.27
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figure 2.36 :  Démarche d’obtention d 'une fonction de transfert palier/outil Hj;

2.2.4. Méthodes de calcul des efforts de coupe

Dans ce paragraphe, nous présentons les méthodes de calcul des efforts de coupe. Comme
mentionné précédemment, les fonctions de transfert complexes relient les tensions de
commande aux vibrations en bout d’outil. Par conséquent, il est possible de relier les tensions

de commande de chaque palier aux efforts de coupe :
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S J |:H11 Huj'[El J

= 2.28
[Sz Hy Hy|\E, =5}
S3J |:H31 Hsz:l(El J

= 2.29
[54 H, H,|\E, e

La résolution des systémes (2.28) et (2.29) fournit deux couples de solutions ( E{", E") et

et

(E®, ES?), respectivement nommés " solution directe 1" et " solution directe 2" :

EW _ Hy,S, —H,,S,
H,H,-H,H,

()] — H11S2 _H21S1
szHu _H12H21

(2.30)

et
() — H4253 _H32S4
H42H31 -H32H41
(2) _ H31S4 "H41S3 )
H42H31 _H32H41

Lors de la comparaison réalisée avec les efforts mesurés en utilisant une platine
dynamométrique Kistler, présentée au prochain paragraphe, on constate que les résultats
manquent de précision. Pour augmenter cette précision, Ewins [2.21] recommande de
multiplier le nombre de degrés de liberté utilisés pour décrire le systéme vibratoire. Ainsi, il
est possible de construire un systéme reliant les quatre parameétres d’entrée aux deux

paramétres de sortie:

S H, H,

Sz — H-l sz (El] (232)
S; H Hj |\ E

S H, H
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Comme le systéme (2.32) présente un nombre d’équations supérieur au nombre d’inconnues,
il est redondant et ne posséde pas une solution unique. —, Ce systéme se résout en multipliant
a gauche chaque membre du systeme d’équation par la transposée de la matrice rectangulaire.
Cependant, comme chaque terme des matrices du systéme est une fonction complexe, il
convient d’utiliser la transposée hermitienne de la matrice rectangulaire a la place de la
transposée courante. La transpos€e hermitienne consiste a remplacer chaque terme de la

matrice de fonctions complexes par son terme conjugué, avant d’opérer la transposée de la

nouvelle matrice. Ainsi, la transposée [H }H de la matrice de fonction complexe [H ] s’écrit

—T
[H ]H :[H] ou le terme conjugué de la fonction complexe j est noté H m; IRan
conséquent, [H ]H [H] est une matrice carrée, méme si [ H| est une matrice rectangulaire.
Le systéme permettant d’associer les huit FDT PMA/outil j €t les quatre tensions de

commandes S; mesurées au cours de 1’usinage se résout ainsi :

e S, o H, H,
3
H, H, H, H, S, _ H, H, H, H, H, H, E1()
g o — . H o) (2.33)
H, H, H, H, 3 H, H, H,, H42 31 32 E,
S, _H41 H42_

La résolution du systeme 2.33 permet de calculer la valeur des efforts E, et E,

a=H,H, +H21H21 +H31H:1 +H41H41

E _de-bf b=H, 12+H21H22+H31H32+H41H

' ad-bc ol ¢=Hy,H,+H, Hy,+H, H,+H,H, (2.34)
aj —ce p——

2 = / d=H,H, +H22H22+H32H32+H42H42
ad —bc —

e=HS| + H21S +H31S +H41S
f=H,S, +H22S2+H32S3 +H42S4

Les fonctions E;(#) et Ex(1) sont obtenues en appliquant une TFD inverse aux fonctions E;(jw)
et E>(jw) et en divisant les signaux temporels ainsi obtenus par la fonction caractéristique de

la fenétre de Hanning, comme le montre la figure 2.37.

A partir de la TFD de I’effort Applicationde laTFD |  Division par la fonction de
|
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Ei, calculé en utilisant

I’équation 2.34

inverse pour revenir dans le

domaine temporel

Hanning pour annuler ’effet du

fenétrage et sélection du 1/5 des

points centraux de 1’échantillon
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w o o o
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figure 2.37 :  Obtention du signal temporel de [’effort de coupe E; a partir de sa TFD

Aprés avoir présenté notre méthode de mesure des efforts de coupe, nous allons la valider en
la comparant & d’autres méthodes dans leur domaine de bon fonctionnement. Comme nous
’avons constaté a I’issue de la bibliographie menée sur les méthodes de mesure des efforts de
coupe, deux platines dynamométriques a capteurs piézoélectriques ont été choisies car elles

sont les plus adaptées a la mesure des efforts en usinage a grande vitesse.
2.3. Validation expérimentale de la méthode

2.3.1. Comparaison avec la platine Kistler

Le premier paragraphe est consacré a la comparaison entre les efforts mesurés avec la platine
Kistler et ceux obtenus avec notre méthode de mesure. La platine Kistler est le dynamométre
le plus utilisé dans le domaine de 1’usinage a grande vitesse. Nous utilisons le modéle 9225B
qui est un systéme tres rigide qui posséde une fréquence propre élevée d’environ 3 kHz si la
platine est isolée. Cependant, cette fréquence propre diminue lors du montage de la platine sur
la table de la machine outil ainsi que lors du montage de la piéce sur la platine, pour se situer

aux environs de 2,2 kHz, comme le montre la figure 2.38.
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Sigure 2.38 : FDT de I’effort délivré par la platine Kistler 9225B en fonction de I’effort

appliqué par le marteau d’impact

On peut remarquer que I’amplitude de la FDT de la platine Kistler est comprise entre 0.9 et
1.1 entre 0 et 600 Hz. L’erreur sur I’effort indiqué par la platine est par conséquent inférieure
a 10% de la valeur de I’effort mesuré sur cette plage d’utilisation. Les essais ont été effectués
pour des fréquences de passage de la dent comprises dans cette plage de fréquence. Un essai
d’usinage représentatif est présenté afin de discuter de la précision de la méthode de mesure.
Un outil monobloc a deux dents de diamétre 32 mm de la marque Précioutil effectue un
rainurage dans une plaque d’aluminium AU4G vissée a la platine Kistler, qui est montée sur
la table de la fraiseuse Gambin 120 CR. Les conditions de coupe sont les suivantes :
fréquence de rotation de la broche 10 000 tr/min, avance a la dent de 0,5 mm/dent, vitesse de
coupe de 1005 m/min et profondeur de passe de 3 mm.

La comparaison s’effectue pour une opération de rainurage, car cette opération ne nécessite
pas un dynamometre de bande passante aussi élevée que dans le cas du contournage (4uchet
at al. [2.22] [Annexe 2]). Les deux paragraphes suivants vont mettre en évidence 1’influence
de la méthode de calcul puis des conditions d’impact sur la précision de 1’effort obtenu a

partir de la méthode PMA.
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23.1.1. Influence de I'utilisation des tensions de commande d’un seul ou
des deux paliers sur la précision de la mesure

Notre premiére idée a été d’exploiter séparément les tensions de commande de chacun des
deux paliers magnétiques actifs. Il est possible de déterminer chacun des efforts Fx et Fy a
partir des tensions S; et S> mesurées au palier avant, mais également a partir des tensions S; et
S, mesurées au palier arriére L’effort de coupe Fy calculé en utilisant une méthode de
résolution directe doit étre quasiment identique & celui mesuré en utilisant I’autre méthode de
résolution directe, puisque les tensions de commandes des paliers avant et arriére mesurées au
cours de I'usinage sont I'image du méme effort de coupe. Les efforts £, et E;” sont

calculés en utilisant les relations (2.30) et (2.31) et superposés sur la figure 2.39.
800 — ——
T !

| T
\m{ﬁ _
j

L

600

Effort Fy (en N)
o
=7

-600

-800 -
0.390 0.392 0.394 0.396 0.398 0.400
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figure 2.39 :  Effort Fy obtenu respectivement avec la méthode de résolution
directe I (en bleu) et 2 (en vert)

Sur la figure 2.39, on constate que les efforts calculés E,” et E;” sont trés différents, ce qui
nous ameéne 3 abandonner les méthodes de résolution directe au profit de la méthode des
moindres carrés qui est beaucoup plus précise comme le montre la figure 2.40. La méthode
des moindres carrés est basée sur 'utilisation d’un systéme redondant qui nous permet de
connaitre avec plus de précision le comportement de I’outil 4 partir des efforts mesurés aux

plaiers par multiplication du nombre de degrés de liberte utilisés pour décrire le systeme

0.408 0.410
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vibratoire outil/porte-outil/rotor. Nous utilisons les quatre tensions de commande mesurées
lors de ’'usinage pour déterminer les deux efforts de coupe Fx et Fy.

800 - —

600 -

400

200

0

-200 -

Effort Fy (en N)

-400

-600 -

-800 -
0390 0392 0394 039 0398 0400 0402 0404 0406 0408 0410

Temps ( en s)
figure 2.40 :  Effort de coupe Fy déterminé par la méthode des moindre carrés (en bleu) et
!’effort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)

Les efforts de coupe Fx et Fy calculés en utilisant la méthode des moindres carrés sont tous
deux similaires aux mesures obtenues avec la platine. Cependant, il semble que la platine ne
détecte pas I’oscillation qui apparait a quatre fois la fréquence de passage de la dent qui est

mesurée par la méthode indirecte (f= 1333 Hz).

On peut le vérifier en comparant les TFD des deux signaux (figure 2.41) ou I'on constate que
les raies des deux signaux sont superposables a la fois a la fréquence de passage d’une dent
(333 Hz), mais également a la fréquence de rotation (167 Hz), alors que des différences
apparaissent au niveau des raies dont les fréquences sont deux fois et quatre fois la fréquence

de passage de la dent (respectivement 667 et 1333 Hz).
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figure 2.41 :  TFD de leffort Fy déterminé par la méthode des moindre carrés (en bleu) et
I’effort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)

Les raies du spectre de I’effort Fy mesuré par la platine Kistler ayant pour fréquence 667 Hz
et 1333 Hz devraient étre amplifiées par le comportement dynamique de la platine car la
FDT de Ieffort délivré par la platine en fonction de I’effort appliqué par le marteau d’impact
prend respectivement une valeur de 1,18 et de 1,5 pour ces deux raies sur la figure 2.38. Cette
FDT ne prend cependant pas en compte I'influence des vibrations de la table de la machine
outil sur les mesures délivrées par la platine. Une compensation accélérométrique est
nécessaire pour corriger ce défaut de la platine Kistler. . Dans le domaine temporel, les
courbes de effort Fy mesuré par les deux méthodes présentent la méme tendance, puisque les
raies ayant une fréquence basse sont identiques, mais I’oscillation apparaissant a 1333 Hz est
moins prononcée sur le signal de la platine car elle est masquée par le comportement

dynamique de la platine.

2.3.1.2. Influence des conditions d’impact sur la précision de la mesure

Les fonctions de transfert entre les paliers et le bout de I’outil ont tout d’abord été réalisées en
utilisant un marteau d’impact. On constate sur la figure 2.42 que I'amplitude de I'effort est
déterminée a partir des FDT obtenues avec un marteau d’impact est de trente pour cents

inférieure a celle mesurée par la platine Kistler.
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figure 2.42 :  Effort Fy déterminé a partir des FDT obtenues en impactant au marteau (en
vert) et leffort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)

Cet écart a pour origine I'impossibilité de maitriser parfaitement la direction de I'impact lors
de I'utilisation d’un marteau. Ainsi, le capteur de force mesure I’amplitude totale d’un impact
dont le vecteur n’est pas confondu avec I’axe selon lequel on souhaite exciter la structure.
Nous avons développé un pendule d’impact pour contourner cette limitation du marteau
(figure 2.35.b). La précision de la méthode est nettement améliorée (figure 2.40) lors de
I’utilisation du pendule d’impact.
La validation de la méthode en contournage a tout d’abord été partiellement réalisée en
vérifiant que la puissance de coupe calculée a partir des efforts de coupe obtenue avec notre
méthode de mesure correspond 4 la puissance consommée par le moteur de la broche (Auchet
at al. [2.23] [Annexe 3]).
La méthode a ensuite été validée pour des contournages effectués a des vitesses de rotation
élevées grace a la platine Dyna TK développée par Lapujoulade [2.10, 2.15].

2.3.2. Comparaison avec la platine Dyna TK
La platine dynamométrique Dyna TK & capteurs piézoélectriques est présentee au paragraphe
2.1.4.3. Elle posséde une bande passante supérieure a 8 kHz, ce qui en fait un outil adapté a

I’usinage a grande vitesse. La figure 2.43 compare la mesure effectuée a I’aide de la platine

Dyna TK a I’effort calculé a partir de la méthode basée sur les PMA.
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Un outil 4 deux dents de diamétre 32 mm de la marque Cératizit (référence : MHSC-HP 32-

R02-19) effectue un contournage dans une éprouvette d’aluminium AUAG vissée a la platine

Dyna TK,

elle méme montée sur la table de la fraiseuse Gambin 120 CR. Les conditions de

coupes sont les suivantes : fréquence de rotation de la broche 21 875 tr/min, avance 0,18

mm/tr/dent, vitesse de coupe 2199 m/min et profondeur de passe axiale de 5 mm et radiale de

25 mm. Les plaquettes de I’outil ont un rayon de bec de 2 mm.
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figure 2.43 :  efforts Fx (a) et Fy (b) mesurés par la platine DYNA TK (en rouge) [2.16] et
les efforts déterminés a partir des tensions de commande des paliers (en bleu)
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Les efforts de coupe Fx et Fy calculés en utilisant la méthode basée sur les paliers
magnétiques présentent les mémes tendances que les mesures obtenues avec la platine Dyna
TK mais avec une amplitude supérieure. La platine Dyna TK semble cependant plus précise,
car les signaux obtenus avec notre méthode ne présentent pas les fronts montants ou
descendants caractéristiques de I’opération de contournage. Ces observations nous amenent a
nous interroger sur les différences existant entre les essais réalisés sur les platines Kistler et
Dyna TK. La fréquence de passage de la dent est tout d’abord plus élevée pour les essais
réalisés sur la platine Dyna TK, de méme que le nombre d’harmoniques a la fréquence de
passage de la dent nécessaires pour décrire correctement les opérations de contournage
(Auchet at al. [2.22] [Annexe 2]). Ces deux observations permettent d’affirmer que la bande
passante du moyen de mesure d’effort utilisé pour mesurer les efforts lors des essais réalisés
sur platine Dyna TK doit étre huit fois supérieure a celle pour les essais sur platine Kistler. De
plus, on peut constater sur la figure 2.44 que la raideur de I’ensemble porte-outil/outil utilisé

pour les essais Kistler est plus importante que pour les essais Dyna TK.

a)

figure 2.44 :  ensemble porte-outil/outil utilisés pour les essais Kistler (a) et Dyna TK (b)

La raideur de I’ensemble porte-outil/outil semble limiter la bande passante de notre méthode
de mesure. Une perspective a donner & mon travail consiste a déterminer la bande passante de

la méthode de mesure PMA en fonction de 1’ensemble porte-outil/outil utilisé pour usiner.
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Nous présentons dans le prochain paragraphe les phénomeénes pouvant étre a I’origine des

différences observées entre les signaux compares.

2.4. Les limites de la méthode

Notre méthode de mesure des efforts de coupe en utilisant les FDT paliers/outil

expérimentales posséde actuellement trois limites qu’il est nécessaire de préciser.
2.4.1. Effet perturbant du balourd du rotor et des frottements hydrodynamiques

L’asymétrie mineure du rotor provoque un balourd qui est compensé par les €lectroaimants
des paliers magnétiques, en méme temps que les forces extérieures appliquées au rotor, telles
que les efforts de coupe et les frottements hydrodynamiques. Les tensions de commande
mesurées au niveau des paliers contiennent ainsi également des informations destinées a
compenser le balourd et les frottements hydrodynamiques en plus des efforts de coupe. Sur la
figure 2.45 sont superposées la TFD de la tension de commande S; pour un outil uniquement

en rotation et celle du méme outil en cours d’usinage.
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figure 2.45 :  Amplitude de la TFD de la tension commande S; uniquement lors de la

rotation de I’outil (en bleu) et au cours de l'usinage (en rouge)

On constate que la raie apparaissant a la fréquence de rotation du rotor semble identique sur
les deux courbes, mais elle n’a pas pour origine le méme phénomene. Le balourd est le

phénoméne prépondérant lorsque I'outil est uniquement en rotation, alors que la différence de
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coupe entre les dents de 'outil a également une influence sur la raie apparaissant a la
fréquence de rotation du rotor au cours de I’usinage.

Nous n’avons actuellement pas trouvé de méthode permettant de séparer des quatre tensions
de commande des PMA mesurées U'influence du balourd et des frottements hydrodynamiques

de celle des efforts de coupe.

2.4.2. Dualité temps/fréquence et fréquence d’échantillonnage limité

Notre méthode de mesure s’appuie sur un passage dans le domaine fréquentiel pour associer
les tensions de commande mesurées au cours de 1’usinage au FDT paliers outils, alors qu’il
n’est pas possible d’avoir a la fois une description temporelle et fréquentielle fine d’un

phénomene.

En effet, comme nous I’avons expliqué au paragraphe 1.2.2, le pas de fréquence Af entre deux
raies du spectre d’un signal temporel échantillonné a la fréquence F. est obtenu en divisant la
fréquence d’échantillonnage par le nombre de points de I’échantillon Ne.

Af = Fe/ Ne (2.35)

Le phénomene est supposé périodique sur la durée de ’échantillon. La précision du spectre
fréquentiel décroit lorsque la fréquence d’échantillonnage croit pour un nombre de points de
I’échantillon N, fixé. Cette dépendance entre la variation de précision du signal temporel et du

spectre fréquentiel est appelée dualité temps/fréquence.

Nous limitons la fréquence d’échantillonnage F, a 25 kHz, car elle permet d’obtenir des
spectres dont la fréquence maximale est 12,5 kHz, au dela de laquelle nous estimons que le
contenu fréquentiel des signaux n’est plus significatif. L'un des points faibles de La TFD
réside dans son propre mode de fonctionnement. Echantillonner N, points a la fréquence F.
nécessite une durée minimale N,/F, pendant laquelle le signal observé doit étre périodique

afin de l'analyser.

Comme le temps d’usinage est limité de par les grandes vitesses d’avance utilisées en usinage
a grande vitesse, nous étudions I'influence du choix du nombre de points de I’échantillon Ne

sur la précision de la mesure.
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Un outil 4 deux dents de diamétre 25 mm de la marque Cératizit (référence : MHSC-HP 25-
R02-19) effectue un rainurage dans une éprouvette d’aluminium AU4G vissee a la table de la
fraiseuse Gambin 120 CR. Les conditions de coupe sont les suivantes : fréquence de rotation
de la broche 10 000 tr/min, avance 0,25 mm/tr/dent, vitesse de coupe 1571 m/min et
profondeur de passe 3 mm. Les plaquettes de I'outil ont un rayon de bec de 2 mm. La
fréquence d’échantillonnage est 25 kHz. La figure 2.46 présente la TFD de I’effort de coupe
F, obtenu par notre méthode de mesure pour une valeur N, de 2500, 5000 et 10 000 points,
correspondant respectivement a une résolution fréquentielle du spectre de I’effort de coupe de

25,5, et 10 Hz.

25000 = -

"20000 }—  — — — — ]

15000 ————— ————

10000 ————

TFD effort de coupe Fx (en N)

5000 ————————

A\ .
0= ‘

0 100 200 300 400 500 600
Fréquence (en Hz)

figure 2.46 - TFD de I'effort de coupe F obtenu par la méthode PMA pour une valeur Ne
de 2500 (en vert), 5000 (en bleu) et 10 000 points (en rouge)

L’augmentation du nombre de points affine les raies du spectre et augmente leur valeur
maximale, diminuant Peffet palissade qui provient de la répartition de I’énergie des

fréquences comprises entre deux raies successives sur les raies voisines.

La figure 2.47 permet de visualiser le gain de précision obtenu sur le signal temporel de

I’effort de coupe Fx.
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600 : — —
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figure 2.47 :  Effort de coupe F, obtenu par la méthode PMA pour une valeur Ne de 2500
(en vert), 5000 (en bleu) et 10 000 points (en rouge)

On remarque que la courbe la plus précise, en rouge, est moins bruitée que les deux autres, et
que I’effort extrémal est inférieur de 10 % a I’effort calculé en prenant une valeur de N, égale
a 2500 points. Enregistrer 10 000 points échantillonnés & une fréquence de 25 kHz nécessite
une durée d’échantillonnage de 0.4 secondes pendant laquelle le signal mesuré doit étre
périodique, ce qui est difficile & obtenir lors de I'usinage d’une piéce de forme complexe
(variation fréquente des trajectoires).

La précision de notre méthode de mesure actuelle dépend du nombre de points par échantillon
qu’il est possible de choisir et par conséquent du temps pendant lequel I’effort de coupe est
périodique. Une perspective a donner & ce travail est I'utilisation de la Transformée de Fourier
Court Terme a la place de la TFD car elle est plus adaptée a l'analyse de phénomenes

fortement fluctuant ou de durée trés courte.

2.4.3. Bande passante de la broche utilisée comme dynamomeétre

Notre méthode de mesure des efforts de coupe étant basée sur I'obtention de FDT
paliers/outil, la bande passante de la broche utilisée comme dynamométre dépend de la
rigidité de I’ensemble rotor/porte-outil/outil. Lors d’un impact sur un outil tres flexible, peu
d’énergie est transmise aux paliers. Ainsi, la cohérence de la FDT paliers/outil, c’est a dire le
rapport signal sur bruit, chute pour une fréquence plus faible que pour un outil plus rigide.
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Cette limite nous empéche de mesurer les efforts selon 1’axe de la broche car le serreur d’outil
amortit tellement ’impact en bout d’outil qu’il n’est pas possible d’obtenir une FDT palier
axial/outil.

Lors de la perte de cohérence des FDT paliers/outil, I’électronique d’asservissement de la
broche joue le réle de filtre passe bas, ce qui permet d’obtenir des spectres des tensions de
commande des PMA peu bruités sans utiliser aucun filtre additionnel. Nous n’avons

cependant pas étudié précisément I’effet de 1’électronique d’asservissement sur les FDT.

2.5. Conclusion

Une étude bibliographique de la mesure des efforts de coupe en fraisage met en évidence que
la majorité des méthodes développées ont une bande passante trop faible pour étre utilisable
en fraisage a grande vitesse. Seul le dynamométre Dyna TK développé par Lapujoulade et al.
[2.10, 2.15, 2.16] est capable de mesurer les efforts de coupe sur I’ensemble de la gamme de

fréquence qu’il est possible d’exciter avec notre broche.

La méthode de mesure proposée ne nécessite pas 1’instrumentation de la machine outil car elle
est basée sur ’analyse des informations directement fournies par les PMA de la broche
d’usinage. L’effort de coupe est obtenu en appliquant aux tensions de commande des PMA,
enregistrées au cours de |’usinage, huit FDT PMA/outil déterminées expérimentalement
lorsque le rotor est a I’arrét. Les FDT PMA/outil sont obtenues en mesurant simultanément
I’amplitude d’un impact appliqué a I’extrémité de ’outil et les quatre tensions de commande

des PMA.

Suite a une campagne d’essais de quarante huit usinages, répétés chacun trois fois, nous
constatons que nos mesures d’efforts sont en bon accord avec celles effectuées avec la platine
Kistler et que la méthode posséde une bonne répétabilité. La faisabilité¢ de la mesure des
efforts de coupe en utilisant la méthode PMA est démontrée.

Pour augmenter la précision de notre méthode, deux perspectives a donner a ce travail sont
envisageables :

- retirer I’effet du balourd et des efforts hydrodynamiques de la mesure des efforts de coupe,
car les tensions de commande mesurées au cours de 1’usinage sont I’image de ’ensemble des
efforts appliqués au rotor par les électroaimants.

- remplacer la TFD par la Transformée de Fourier Court Terme lors du passage dans le
domaine fréquentiel des tensions de commande mesurées car cette transformée est plus

adaptée a ’analyse de phénoménes fortement fluctuants ou de durée trés courte.
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Les douze essais effectués sur la platine Dyna ont cependant mis en évidence la dépendance
de la bande passante de la méthode PMA vis & vis de la raideur de I’ensemble porte-
outil/outil, ce qui constitue une limite importante de la méthode PMA en utilisant des FDT
palier/outil expérimentales. De plus, la mesure expérimentale des FDT paliers/outil ne prend
pas en compte les effets gyroscopiques qui sont prépondérants pour un outil uniquement en
rotation ou pour un usinage instable (chapitre 1.3). Ces deux limites de la méthode PMA
utilisant des FDT paliers/outil expérimentales sont contournées en utilisant des FDT
numériques obtenues a I’aide d’une modélisation par éléments finis de ’ensemble rotor/porte-

outil/outil en rotation.
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Chapitre III : Modélisation par éléments finis de I’ensemble

rotor/porte-outil/outil

Les FDT paliers/outil expérimentales ne prennent pas en comple les effets gyroscopiques et
leur cohérence est liée a la raideur de I'outil de coupe utilisé. Ces problemes sont contournés
en utilisant des FDT paliers/outil numériques obtenues en utilisant une modélisation par
éléments finis de 1'ensemble rotor/porte-outil/outil en rotation. La précision de la
modélisation de 1'ensemble rotor/porte-outil est tout d'abord discutée. La prise en compte de
'outil dans la modélisation est décrite. Nous présentons la méthode d’obtention des huit FDT
PMA/outil déterminées par simulation numérique et émetions des hypothéses concernant
l'origine de raies a hautes fréquences apparaissant sur les spectres des efforts de coupe

calculés en utilisant des fonctions de transfert paliers/outils numériques.

Réponse PMA arriére Réponse PMA avant
direction X direction X

A
V3 Excitation
.//
/
A
Réponse PMA arriére ( Réponse PMA avant
direction Y direction Y

Détermination de FDT paliers/outil par analyse harmonique de 1’ensemble rotor/porte-
outil/outil modélisé par éléments finis
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Chapitre II1 Modélisation par éléments finis de |'ensemble rotor/porte-outil/outil

3.1. Modélisation de I’ensemble rotor/cone HSK

Nous avons expliqué qu’un palier magnétique actif est caractérisé par son électronique
d’asservissement qui a pour but de contréler la position du rotor en agissant sur le courant
envoy€ dans les €lectro-aimants des PMA. L’asservissement dépend de la dynamique du rotor
de la machine a paliers magnétiques actifs, c’est pourquoi il est nécessaire d’étudier le
comportement dynamique de chaque rotor au moment de la conception du PMA. La
modélisation est par la suite affinée consécutivement a des mesures expérimentales réalisées
lors de la mise en route de la machine.

Le service calcul de la société S2M est chargé d’effectuer la modélisation des rotors des
machines équipées de PMA. Nous allons présenter le modéle de I’ensemble rotor/c6ne HSK
de la broche SMB30 réalisé par Lacour [3.1], responsable du service calcul de S2M.

La raideur en bout d’outil est caractéristique du comportement dynamique du rotor. Elle est
obtenue expérimentalement en mesurant a la fois I’amplitude d’un impact appliqué au bout du
porte-outil au moyen de la cellule de force du pendule d’impact et I’accélération consécutive a

I’impact par I’intermédiaire d’un accélérometre fixé au bout du porte outil (figure 3.1).

Accélérometre Cellule de force

figure 3.1 :  Maillage en éléments finis de |’ensemble rotor/cone HSK

La raideur en bout de porte-outil est la fonction de transfert entre I’amplitude de I’impact et le
déplacement au point de I’impact, obtenu en intégrant deux fois 1’accélération mesurée.
L’accélérométre utilisé, de modéle PCB U352B22, posséde une sensibilité de 10.17 mV/g et
une résolution de 15*%10™ g. La cellule de force, de modéle 8200 de la marque Briiel et Kjer,
possede une sensibilité de 3.89 pC/N. L’accélérometre et le capteur de force possédent une

bande passante comprise entre 10 Hz et 8 KHz.
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Les modifications apportées au modele existant, permettant de caler le modéle a I’arrét sur les
mesures expérimentales de raideur en bout d’outil, sont décrites dans les trois paragraphes
suivants. Nous redéfinissons tout d’abord les propriétés mécaniques des matériaux, puis nous
étudions la rigidité des éléments de I’ensemble rotor/cone HSK en contact entre eux, alors que
la modélisation initiale les suppose encastrés. Enfin, I’amortissement de la structure est mieux
défini au moyen des coefficients de Rayleigh a et B dont le calcul est présenté dans la derniére

partie de ce paragraphe.
3.1.1. Présentation du modeéle existant

La société S2M utilise le logiciel Madyn [3.2] pour I’étude du comportement dynamique des
rotors des machines équipées de PMA. Il est dédié a 1’étude des rotors des machines
tournantes car 1’équation d’équilibre utilisée pour 1’extraction des valeurs propres du rotor
prend en compte la matrice de Coriolis qui est responsable des effets gyroscopiques :
[M]x+(D]+w[®]) x+[K]x=0 (4.1)
ou [M], [D], [K] et [®] sont respectivement les matrices de masse, d’amortissement, de
raideur et de Coriolis. o est la fréquence de rotation de I’arbre.
Le logiciel Madyn impose une modélisation en 2D qui semble convenir pour I’étude de
I’ensemble rotor/cone HSK quasiment de révolution. Néanmoins, ce point sera discuté lors de
I’étude de la modélisation de I’outil car le modeéle est composé d’éléments poutres travaillant
en flexion, en torsion et en compression.
Pour des raisons de confidentialité, les dimensions du rotor présenté figure 3.2 différent de

celles du rotor de la broche SMB30.

it
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figure 3.2 :  Maillage en éléments finis de l’ensemble rotor/cone HSK
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Le cone HSK (1) est supposé encastré au corps du rotor de par I’action du serreur d’outil OTT
(5). Le serreur d’outil qui traverse la broche est supposé ne pas apporter de raideur au rotor.
Ces deux choix de mod¢lisation sont discutés dans le paragraphe 3.1.3. Les parties (2), (3) et
(4) du rotor désignent les éléments ferromagnétiques respectivement du PMA avant, du
moteur et du PMA arriére. L’action de chaque PMA sur le rotor est modélisée par le biais
d’un élément palier (6) et (7). Le comportement des PMA qui dépend de la fréquence
d’excitation (savoir faire S2M), est ajouté par S2M. Les deux roulements a bille du serreur
d’outil OTT sont représentés également par des éléments paliers (8) et (9). Chaque roulement
est modélisé par un ensemble ressort-amortisseur en paralléle. La raideur du ressort a pour
valeur 6.10" N/m et la valeur du coefficient d’amortissement est égale 2 107

Les propriétés des matériaux sont rassemblées dans le tableau 3.1.

Module d'Young | Masse volumique

Acier 2.05E11 N/m2 7 850 Kg/m3
Acier mapportant pas de| , yeroe Nimp | 7 850 Kg/ma
raideur au rotor
Titane 1.237E11 N/m2 4 281 Kg/m3
tableau 3.1 : Propriétés des matériaux du rotor

Les données concernant la frette du moteur et les aimants des PMA sont confidentielles. De
méme, nous ne pouvons pas indiquer quelle propriété est assignée a chaque élément du rotor.

Nous avons utilis€ trois porte-outil a fretter de la marque EPB pour comparer le
comportement du rotor modélis€ a celui du rotor réel. Un porte-outil est uniquement composé
du cone HSK et du cylindre de frettage qui est une forme trés simple dont la modélisation est

précise.

La précision de la modélisation de ’ensemble rotor/cone HSK est estimée a partir de la
comparaison entre la raideur mesurée expérimentalement & 1’arrét et la raideur calculée a
partir du modéle numérique pour une vitesse de rotation nulle. La figure 3.3 permet d’estimer
la précision du modéle initial réalisé par Lacour [3.1]. 1l faut souligner que sur ce graphique,
les résonances sont les minima, car la raideur dynamique représente la fonction de transfert

entre I’amplitude de I’impact et le déplacement au point de I’impact en N/m.
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figure 3.3 : Raideur dynamique au bout du porte outil EPB 1680 obtenue expérimenta-

lement (en rouge) et numériquement a partir du modéle initial de Lacour (en bleu)

La raideur simulée par le modele initial est trés proche de la mesure jusqu’a la premiére

fréquence de résonance, puis s'éloigne progressivement de la mesure pour les fréquences plus

€levées. Cette modélisation est satisfaisante, mais nous allons augmenter la précision de la

modélisation afin de pouvoir calculer précisément des fonctions de transfert paliers

magnétiques/outil numériques qui prennent en compte les effets gyroscopiques. Les

fréquences des trois premiers modes de la raideur mesurée expérimentalement et de la raideur

obtenue par simulation numérique sont comparées pour les trois porte-outil (tableau 3.2).

EPB 0670
Différence entre la Différence relative entre la
Raideur Raideur fréquence de la raideur | fréquence de la raideur
Simulée Mesurée simulée et de la raideur | simulée et de la raideur
mesurée mesurée
1er mode 1525 Hz 1 500 Hz 25 Hz 1.67 %
2eéme mode 3 050 Hz 2 850 Hz 200 Hz 7.02 %
3éme mode 4 700 Hz 4 525 Hz 175 Hz 3.87 %
EPB 1680
Différence entre la Différence relative entre la
Raideur Raideur fréquence de la raideur | fréquence de la raideur
Simulée Mesurée simulée et de la raideur | simulée et de la raideur
mesurée mesurée
1er mode 1462.5 Hz 1450 Hz 12.5 Hz 0.86 %
2éme mode | 2 887.5 Hz 2700 Hz 187.5 Hz 6.94 %
3éme mode 4 400 Hz 4 250 Hz 150 Hz 3.53 %
EPB 2595
Différence entre la Différence relative entre la
Raideur Raideur fréquence de la raideur | fréquence de la raideur
Simulée Mesurée simulée et de la raideur | simulée et de la raideur
mesurée mesurée
1er mode 1375 Hz 1 350 Hz 25 Hz 1.85 %
2éme mode 2 600 Hz 2437.5Hz 162.5 Hz 6.67 %
3éme mode 4 000 Hz 3825 Hz 175 Hz 4.58 %
tableau 3.2 : Modes de la raideur en bout de porte-outil simulée et mesurée
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On remarque que les écarts de fréquence entre les modes de la raideur en bout de porte-outil
simulée et mesurée sont proches pour les trois porte-outil. Pour poursuivre notre étude, nous
avons choisi d’utiliser le porte-outil EPB 1680. La différence relative entre la fréquence de la
raideur simulée et mesurée est proche de 1 % pour le premier mode, de 7% pour le deuxiéme
et de 3,5 % pour le troisiéme. Nous allons utiliser ces trois pourcentages comme critéres de
précision de la modélisation de 1’ensemble rotor/cone HSK. Les modifications apportées au

modele existant ont tout d’abord consisté a mieux définir les propriétés des matériaux.
3.1.2. Détermination des propriétés des matériaux

Il est difficile de connaitre précisément les propriétés mécaniques des matériaux utilisés dans
la fabrication du rotor car les fournisseurs garantissent la composition chimique des métaux
vendus, mais n’effectuent pas d’essais de caractérisation des propriétés mécaniques. A
composition identique, un méme acier peut présenter des propriétés mécaniques légérement
différentes suite a ’influence des paramétres non maitrisés de son mode d’élaboration. De
plus, il est difficile de décrire les propriétés mécaniques des aimants car ils sont composés de
résine et de toles.

Ces constatations nous ont amené a diminuer les différences relatives entre chacun des trois
premiers modes de la raideur simulée et mesurée en modifiant les propriétés des matériaux
utilisés pour modéliser le rotor et le cone HSK. Nous avons effectué une série de simulations
numériques a partir d’un plan d’expérience basé sur la méthode Taguchi [3.3] portant sur les

propriétés des matériaux utilisés pour la modélisation de 1’ensemble rotor/cone HSK.

La technique des plans d’expérience apporte une méthodologie permettant d’atteindre une
meilleure connaissance du systeme observé en effectuant un minimum d’essais. Un plan
d’expérience permet d’étudier I’influence d’un grand nombre de paramétres sur plusieurs
réponses choisies. Chaque parametre peut étre réglé a sa valeur minimale ou a sa valeur
maximale, que I’on appelle respectivement niveau bas et niveau haut du paramétre concerné.
On effectue un plan d’expérience dont chaque essai est une simulation numérique qui vise a
étudier I’influence de sept parametres sur trois réponses. Chaque paramétre est une propriété
d’un matériau constitutif du rotor et chaque niveau est la valeur d’origine de la propriété
diminuée ou augmentée de 5%, pour que les effets soient comparables. Les trois réponses
étudiées sont le pourcentage d’écart entre la fréquence de la raideur simulée et mesurée des

trois premiers modes de la raideur. Les données concernant la masse volumique de la frette du
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moteur et la masse volumique des aimants des paliers sont confidentielles. Le tableau 3.3

résume les cinqg autres parameétres étudiés et les niveaux utilisés pour I’étude.

Niveau bas (-1) | Niveau haut (1) Unité

Modlle:d'Youngacier' §|  gepEmy 2 150E+11 N/m2
rotor avec raideur

Masse volumique acier| 5 oqp. g 8.230E+03 Kg/m3
rotor avec raideur

Masse volumique acier | -, 46¢ 53 8.230E+03 Kg/m3
rotor sans raideur

Module d'Young titane 1.237E+11 1.363E+11 N/m2

Masse volumique titane 4.281E+03 4. 719E+03 Kg/m3

tableau 3.3 :

Niveaux haut et bas des sept paramétres du plan d’expérience

La méthode du plan d’expérience permet de réduire a huit le nombre de simulations

numeériques a réaliser pour étudier I’influence de chacun des sept paramétres par rapport aux

autres sur les trois réponses étudiées. La réduction du nombre de simulations a réaliser est

possible en choisissant judicieusement les niveaux de chaque paramétre

simulation. Le tableau 3.4 est la table de Taguchi d’un plan d’expérience

pour chaque

étudiant sept

parametres a deux niveaux. Elle indique pour chaque simulation le niveau haut (1) ou bas (-1)

pris par chacun des sept paramétres pour que la méthode Taguchi puisse étre appliquée.

Module . Masse Masse
: . | Masse volumique - ) Module Masse )
No i pangaGia acier rotor avec Tl TOCEL d'young frette | , Modu!e volumique vo!umlque
rotor avec X rotor sans d'young titane . aimants
raideur L raideur meteh titane paliers
1 -1 -1 -1 -1 -1 -1 -1
2 -1 -1 < 1 1 1 1
3 -1 1 1 -1 -1 1 1
4 -1 1 1 1 1 -1 -1
5 1 -1 1 -1 1 -1 1
6 1 -1 1 1 -1 1 -1
7 1 1 -1 -1 1 1 -1
8 1 1 -1 1 -1 -1 1
tableau 3.4 : Table de Taguchi contenant sept paramétres a deux niveaux
Le tableau 3.5 présente les résultats des huit simulations du plan d’expérience.
Fréquence 1er | Fréquence 2éme | Fréquence 3éme | Ecart relatif | Ecart relatif | Ecart relatif
mode (en Hz) mode (en Hz) mode (en Hz) 1er mode | 2éme mode | 3éme mode
1ére simulation 1467.98 2882.5 4362.98 1.24% 6.76% 2.66%
2éme simulation 1469.73 2876.32 4350.77 1.36% 6.53% 2.37%
3eme simulation 1398.8 2746.64 4157.36 -3.53% 1.73% -2.18%
4éme simulation 1408.05 2756.93 4180.95 -2.89% 2.11% -1.62%
5éme simulation 1519.67 2989.75 4519.91 4.80% 10.73% 6.35%
6éme simulation 1526.04 2998.58 4541.17 5.24% 11.06% 6.85%
7éme simulation 1478.62 2902.17 4407 1 1.97% 7.49% 3.70%
8éme simulation 1478.5 2894.68 4394.58 1.97% 7.21% 3.40%

tableau 3.5 :

Résultats des simulations du plan d’expérience
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Le traitement des résultats du plan d’expérience montre que les trois premiers paramétres ont
beaucoup plus d’influence que les quatre derniers. Les niveaux des paramétres de la
simulation numérique donnant les trois meilleures réponses sont également déterminés grace
au plan d’expérience. En prenant la valeur 195 000 MPa pour le module d'Young de I’acier du
rotor avec raideur, 8 230 Kg/m® pour la masse volumique de ’acier du rotor avec raideur ainsi
que 7 470 Kg/m’® pour la masse volumique de I’acier du rotor sans raideur, on obtient un écart
de —2,46%, 2,51% et —1,19% respectivement sur le premier, deuxiéme et troisiéme mode de

flexion.

3.1.3. Modification de la géométrie du rotor

Le deuxi¢me paragraphe présente un plan d’expérience portant sur la géométrie du rotor. Les
essais du plan d’expérience sont toujours des simulations numériques. Bien qu’il soit logique
de penser que la géométrie du rotor est définie, les contacts entre le serreur d’outil OTT et le
rotor, ainsi que le systéme d’attachement d’outil sont deux exemples ou la raideur du contact
est difficile a estimer. Le serreur d’outil est supposé ne pas apporter de raideur alors que le

cone HSK est supposé encastré au reste du rotor sur toute sa surface de contact avec le rotor.

Pour des raisons de confidentialité, les détails du plan ne peuvent pas étre présentés.
Néanmoins, il nous est permis de révéler que la raideur de 1’attachement du porte outil est
modélisée de maniére trop importante par rapport a la réalité. Il faut diminuer le diamétre
extérieur des sections au niveau de I’attachement de ’outil de I’ordre de 10% (de 63 mm a 56
mm) pour modéliser plus fidélement la réalité. De plus, on peut souligner que les contacts
entre le serreur d’outil et le rotor n’apportent effectivement aucune raideur au rotor.

Suite aux modifications apportées a la géométrie du rotor, on obtient un écart de — 2,46%,

2,51% et — 1,19% respectivement sur le premier, deuxiéme et troisiéme modes de flexion.

La figure 3.4 compare la raideur au bout du porte-outil 1680 mesurée expérimentalement a
celles obtenues par simulation numérique a partir du modéle initial et & partir du modéle ayant
subi des modifications au niveau des propriétés des matériaux et de la géométrie suite aux

deux plans expériences numériques. Cette figure permet de visualiser la précision gagnée.
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1.00E+10 - — = =

1.00E+09

1.00E+08

1.00E+07 +

Amplitude de la raideur
en bout de porte outll (en N/m)

1.00E+06 - —= — raideur mesurée
— raideur simulée ancien modéle
— raideur simulée nouveau modéle

1.00E+05 L ——— ‘ — . ‘ : . : : .
o 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000

Fréquence {en Hz)

figure 3.4 :  Raideur au bout du porte outil EPB | 680 a l’arrét

La raideur simulée par le nouveau modéle est trés proche de la mesure jusqu’a la deuxiéme
fréquence de résonance. On remarque cependant que les amplitudes des résonances sont plus
importantes sur la courbe de raideur simulée que sur la courbe de raideur expérimentale. Le
modéle numérique semble subir un amortissement trop faible. Nous présentons dans le
paragraphe suivant une méthode de détermination des coefficients d’amortissement de

Rayleigh a partir de la mesure expérimentale de la raideur en bout de porte-outil.
3.1.4. Amortissement du rotor modélisé

Le logiciel Madyn permet de décrire 1’amortissement de la structure au moyen de
I’amortissement structural ou de I’amortissement de Rayleigh. L’amortissement structurel,
proportionnel a la matrice de rigidité [K] (équation 4.1), est appliqué au mod¢le initial. Le
facteur d’amortissement structurel d a un effet sur la matrice d’amortissement [D] qui décroit

lorsque la vitesse de rotation de I’arbre Q croit :
_ds
[D] e [K] 4.2)

Le facteur d’amortissement ds a pour valeur 0.005 dans le modéle initial, ce qui semble trop
faible suite aux constations effectuées a la fin du précédent paragraphe. 11 serait possible de
modifier le coefficient ds pour caler la raideur numérique sur la raideur expérimentale, mais
nous préférons supprimer I’amortissement structural et décrire ’amortissement des matériaux

de la structure au moyen des coefficients de Rayleigh a et B qui peuvent étre identifiés
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Chapitre II1 Modélisation par éléments finis de [’ensemble rotor/porte-outil/outil

expérimentalement. La matrice d’amortissement [D] est alors décrite comme une combinaison
linéaire des matrices de masse [M] et de rigidité [K] :

[D]=a [M]+ 5 [K] 4.3)
Les coefficients a et B sont calculés a partir de 1’amortissement modal ¢& de chaque mode i.
Chaque &; peut étre obtenu pour un i donné en divisant la bande passante 4f; a -3dB de la

courbe de raideur par la fréquence f; du mode considéré (figure 3.5).

-35

A @ W
- © ~

bout de porte-outil (en N/m) .

A
w

Amplitude de la raideur en

-45

900 1000 1100 1200 1300 1400 1500
Fréquence (en Hz)

figure 3.5 : Calcul des facteurs d’amortissement modaux ¢&;

Comme la raideur en bout de porte-outil est une fonction discréte, la fréquence f; est difficile a
déterminer avec précision, car elle se trouve couramment entre deux raies spectrales. Nous
avons préféré approcher la courbe de raideur avant et aprés la fréquence de résonance par
deux fonctions polynomiales. L’intersection de ces deux fonctions nous fournit la fréquence f;
et amplitude de la courbe de raideur a laquelle il faut retirer 3 dB. Les deux fonctions
polynomiales sont également utilisées pour connaitre plus précisément Af;.

Les facteurs d’amortissement modaux &; sont reliés aux coefficients de Rayleigh a et B par la

relation :
&= }5(.2—;‘7 + px(2x ﬁ)) (4.4)

Il est ainsi possible de déterminer a et B a partir d’un couple de facteurs d’amortissement
modaux et de vérifier que les coefficients a et B calculés sont proches de ceux obtenus avec

les autres couples de facteurs d’amortissement modaux.
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En appliquant la méthode de détermination des coefficients de Rayleigh au porte-outil EPB
1680, nous obtenons o = 200 et f = 10°. La figure 3.6 compare la raideur au bout du porte-
outil 1680 mesurée expérimentalement a celle obtenue par simulation numérique & partir du
modéle possédant ’amortissement structurel initial et subissant ’amortissement de Rayleigh

suite au calcul de a et P.

1.00E+10 : —
1.00E+H09 +
E
; =2
$8
8 £ 1.00E+08
s 3
s £
® G
T Q
2 8 1.00E+07
E‘ 5
< 8
c
(1]
1.00E+06 11— =1 — raideur mesurée
— raideur simulée nouveau modéle
— raideur simulée nouveau modéle bon coeff amortissement
1.00E+05 T T 1 T T T T - .
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
Fréquence (en Hz)
figure 3.6 :  Raideur au bout du porte-outil, expérimentale (en rouge), a partir du modéle

avec amortissement constant (en vert) et avec les coefficients a et B recalculés (en bleu)

L’amplitude de la raideur simulée par le nouveau modéle possédant les coefficients o et B
recalculés est trés proche de celle de la mesure jusqua la deuxieme fréquence
d’antirésonance, proche de 2500 Hz. Suite a I’étude menée sur la modélisation de ’ensemble
rotor/cone HSK, le paragraphe suivant présente les études menées sur la prise en compte de

Ioutil dans la modélisation de I’ensemble rotor/porte-outil/outil.

3.2. Etude de ’ensemble rotor/porte-outil/outil

1l est difficile de déterminer expérimentalement des courbes de raideur en bout d’outil,
comme nous allons le montrer dans le paragraphe suivant. La méthode de calcul des moments
quadratiques des outils, expliquée au deuxiéme paragraphe, permet de mettre en évidence une
propriété de l’outil & trois dents qui nous affranchira de la comparaison avec une raideur
expérimentale. L’influence de ’anisotropie de I’outil 2 deux dents sur la raideur est décrite en

derniére partie.
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3.2.1. Raideur expérimentale en bout d’outil

L’accélérometre doit étre placé sur la méme génératrice que I’impacteur, mais diamétralement

opposé a I’endroit de I'impact (figure 3.7). La direction de I’impact doit également étre

perpendiculaire a 1’axe de la broche.
A

z

Avec :
o A :plan ou est fixé I’accélérométre

(parallele au plan B)

o B: plan normal & I’impact

o z:axe de la broche

accélérometre

figure 3.7 : Configuration expérimentale de mesure de la raideur en bout d’outil

Cette disposition est impossible a réaliser pour un outil a trois dents car il est périodique de

2% (figure 3.8.a et 3.8.b).

c)

figure 3.8 : Vue de dessus d’un outil a trois dents monobloc (a) et a plaquettes

amovibles(b) et d’un outil a deux dents monobloc (c) et a plaquettes amovibles (d)
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La mesure de la raideur en bout d’outil est peu précise pour un outil monobloc 4 deux dents
(figure 3.8.c) car la face en dépouille de la dent offre des surfaces diamétralement opposées,
ou il est possible de fixer un accélérométre et d’impacter I’outil, mais qui ne sont pas
paralléles. Les seuls outils permettant une mesure de la raideur en bout d’outil précise sont les
outils a plaquettes rapportées & deux dents (figure 3.8.d). La raideur est cependant réalisée
selon le plus grand diametre de 1’outil et ne peut pas étre mesurée selon I’axe perpendiculaire.
Une étude expérimentale de 1’influence de I’anisotropie de 1’outil & deux dents sur la raideur
en bout d’outil ne peut pas étre réalisée. Le paragraphe suivant présente la méthode de calcul

des moments quadratiques des outils.
3.2.2. Calcul des moments quadratiques de I’outil

Un moulage en pate a modeler de I’outil permet de déterminer rapidement sa section, par
découpe du moulage selon le plan perpendiculaire & I’axe de I’outil. La section ainsi obtenue
est reproduite sous le logiciel de calcul de structure COSMOS/M puis maillée (figure 3.9). Le
calcul des moments quadratiques principaux au centre de gravité de 1’outil Iy et Igyy est
réalisé & partir des moments quadratiques de chaque élément du maillage auxquels sont
appliqués le théoréme de Huygens. Ce calcul peut étre réalisé a I’aide de nombreux logiciels

de CAO et de calcul de structure.

Sere e,
et enaed
ey
5
3

%

FS

a) mez aex T b)
Jigure 3.9 : Maillage d’un outil a deux dents (a) et d’un outil a trois dents (b)

Les premiers calculs des moments quadratiques principaux Igx et Igyy d’outil a trois dents ont
toujours abouti a une valeur Igxy trés proche de celle d’IGyy, quelle que soit I’orientation du
repere (Gxy). Cette constatation nous a amené & calculer les moments quadratiques Iy et Iy
d’une surface obtenue en effectuant deux rotations successives d’angle 120° autour de G

d’une surface quelconque (figure 3.10).
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o
<

AxeZ Axe X

figure 3.10 :  Section d’un outil a trois dents obtenue par deux rotations successives d’angle

120° d’une surface quelconque
Connaissant la matrice [/], des moments quadratiques de la surface initiale au point G et les
matrices [P],. et [P]W de passage caractéristiques de chaque rotation, on effectue le calcul

des moments quadratiques de la section caractéristique d’un outil 4 trois dents :

[y =[] + [PTooo- [7] [P + [P Lot [T [P Lo
oufr], = [IG“ Icﬂ} Pl = [—1/2 —ﬁ/z}et[l,]w =[ ~1/2 ﬁ/z}

Ioxy Iy B2 —1/2 ~-\B/2-1/2

. (32 (lgw + 1)) 0
d’ou [fw], = [ GO > 32* (IGJch + Icyy):l

Le logiciel Madyn permet de modéliser chaque tranche longitudinale du rotor comme un c6ne

ou comme un cylindre. On peut ainsi modéliser fidélement les outils 4 trois dents, car la

matrice des moments quadratiques de la section d’un outil a trois dents est celle d’un cercle
dont le rayon est 4 f% e (Imsz ) . Cependant, la précision de cette modélisation doit étre étudiée

pour un outil 4 deux dents qui posséde souvent une valeur pour Igx ou Igy, deux fois
supérieure a la deuxieme. L’objet du prochain paragraphe est d’étudier ’effet de cette
anisotropie sur la raideur en bout d’outil et de trouver une modélisation correcte d’un outil a

deux dents.
3.2.3. Etude de I’anisotropie de I’outil a deux dents

Comme nous ’avons expliqué au paragraphe 3.2.1, une étude expérimentale de I’influence de
Panisotropie de I’outil a deux dents sur la raideur en bout d’outil ne peut pas étre réalisée.
L’étude présentée dans ce paragraphe est purement numérique et concerne deux outils de

diameétre 25 mm a deux dents.
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Le premier outil de la marque Précioutil est en carbure monobloc, alors que le deuxiéme, de
marque Cératizit, est a plaquettes amovibles et posséde donc un corps en acier. Les moments
quadratiques principaux sont calcules en utilisant la méthode décrite au paragraphe précédent.

Comme un outil est modélisé sous le logiciel Madyn par un cylindre, le diamétre de la section
du cylindre est calculé en utilisant la formule g}% * (IG). Les diametres correspondant

respectivement au moment quadratique minimal et maximal sont 13,68 mm et 21,59 mm pour

I’outil monobloc et 17,17 mm et 23,99 mm pour I’outil & plaquettes amovibles.

Les raideurs en bout d’outil obtenues par simulation numérique en modélisant I’outil par un
cylindre dont le rayon correspond au moment quadratique minimal et maximal sont
comparées pour I’outil monobloc (figure 3.11) et pour I’outil & plaquettes amovibles (figure

3.12).

1E+10
1E+09

1E+08 -

Raideur en bout d'outil (N/m)

1E+07

1E+06

0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000
Frégquence (Hz)
Jigure 3.11 :  Raideur en bout d’outil pour un outil monobloc dont le rayon modélisé

correspond au moment quadratique minimal (en rouge) et maximal (en bleu)
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1E+09 — -

1E+08

1E+07 -

Raideur en bout d'outil (N/m)

1E+06

1E+05

0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000
Fréquence (Hz)

figure 3.12 :  Raideur en bout d’outil pour un outil a plaquettes amovibles dont le rayon

modélisé correspond au moment quadratique minimal (en rouge) et maximal (en bleu)

On constate que I’anisotropie de 'outil n’a pas la méme influence sur la raideur de Poutil
monobloc que sur celle de I'outil a plaquettes amovibles. Pour I’outil monobloc, diminuer le
rayon du cylindre modélisant I’outil provoque une diminution des fréquences de résonance et
une augmentation des fréquences d’antirésonance toutes deux proportionnelles a la fréquence
du mode alors que cette diminution a peu d’influence sur les fréquences inférieures a 2 kHz
de la raideur de I’outil a plaquettes amovibles, mais prend beaucoup plus d’importance sur les
modes supérieurs a 2kHz.

Cette étude nous permet de connaitre comment choisir le rayon du cylindre modélisant I’outil
a deux dents, qui est compris entre le rayon correspondant au moment quadratique minimal et
maximal.

La figure 3.13 permet de voir la précision obtenue sur la modélisation de la raideur en bout

d’outil en suivant la démarche de modélisation de I’outil présentée dans ce paragraphe.
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1E+07

Raideur en bout d'outil (N/m)

1E+08 +——
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3372 Hz

2765 Hz \

1E+06

figure 3.13 :
plaquettes amovibles, expérimentale (en rouge) et modélisée (en bleu)

500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
Fréquence (Hz)

Raideur au bout de 1’outil Cératizit a deux dents de diamétre 32mm a

On constate que les deux courbes se superposent jusqu’a 2,7 kHz. Le mode local apparaissant

sur la courbe obtenue par modélisation a4 2 765 Hz est mesuré sur la courbe de raideur

expérimentale a 3 372 Hz. La modélisation correcte de ce mode local permettrait de rendre les

courbes superposables jusqu’a une fréquence de 3,9 kHz.

3.3. Fonctions de transfert numériques paliers magnétiques/outil

Les FDT numériques sont obtenues a partir d’une analyse harmonique du modéle rotor/porte-

outil/outil. Le logiciel Madyn applique un effort sinusoidal au bout de I’outil selon I'axe X

puis selon I’axe Y et enregistre pour chaque direction d’excitation les efforts exercés sur les

éléments paliers représentant les PMA dans les directions X et Y (figure 3.14).
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Réponse PMA arriére Réponse PMA avant
direction X direction X
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7~ ""“:3

7 ; <
i c:>
| Réponse PMA arriére Réponse PMA avant c:>
direction Y direction Y <Z>

_

figure 3.14 :  Analyse harmonique du rotor réalisée par Madyn

Les huit FDT paliers magnétiques/outil présentées au paragraphe 2.2.3 sont reconstruites
point a point en modifiant la fréquence d’excitation qui balaye le domaine frin - fman €0
suivant un pas de fréquence Af. Af, fmini €t fnaxi sont les trois paramétres fréquentiels de
I’analyse harmonique. On souhaite remplacer les huit FDT expérimentales utilisées dans la
méthode de calcul des efforts de coupe (§3.2.4) par les FDT numériques afin de prendre en
compte les effets gyroscopiques.

Les paramétres fréquentiels de 1’analyse harmonique doivent étre réglés afin de créer des
fonctions de transfert possédant les mémes caractéristiques fréquentielles que celles des
spectres fréquentiels des tensions de commande mesurées lors de 1’usinage. Ainsi, fpn et Af
sont tous deux égaux au rapport entre la fréquence d’acquisition des tensions de commande et
le nombre de points de I’échantillon utilisé pour réaliser la TFD des tensions de commande (§
2.4.2). fmaxi st égale a la moiti€ de la fréquence d’acquisition des tensions de commande.

La modélisation réalisée a I’aide du logiciel Madyn étant plane, les efforts exercés sur les

€léments paliers sont mesurés selon les mémes axes X et Y de I’excitation. Un changement de
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repére est effectué pour transférer les efforts de réponse exercés sur les paliers du repére
(Oxy) lié aux axes d’excitation au repere (Ow) ou sont mesurées les tensions de commande
des paliers.

Les FDT numériques entre les efforts subis par un palier et les efforts d’excitation en bout
d’outil doivent étre divisées par la capacité de charge du palier correspondant pour obtenir des
FDT numériques en Volt/Newton entre les tensions de commande du palier et les efforts
d’excitation en bout d’outil, semblables a celles mesurées expérimentalement.

Nous comparons sur la figure 3.15 la partie réelle et la partie imaginaire des fonctions de
transfert numériques et expérimentales Hy; de I'outil Cératizit a deux dents de diamétre 32
mm dont une comparaison entre la raideur numérique et expérimentale est présentée sur la

figure 3.13.

7.E-03

5.E-03 - —
3EX

1.E-03

-1.E-03

Partie réelle de la fonction
de transfert H12 (en V/N)

-3 E03

S5E03 4+ — - -

-7.E-03
Q 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
a) Fréquence (en Hz)

7 E-03

5.E03

3EO03

1.E-03 1

-1.E-03 1

-3E03

Partie imaginaire de la fonctior
de transfert H12 (en V/N)

-5.E03

-7.E-03 1
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
b) Fréquence (en H2)
figure 3.15 :  Fonction de transfert palier magnétique/outil expérimentale (en rouge) et

modélisée (en bleu) a) partie réelle b) partie imaginaire
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On constate que les courbes numériques sont semblables aux courbes expérimentales jusqu’a
2500 Hz a I’exception de deux bandes de fréquence (366 - 500 Hz et 1740 - 1830 Hz). Ces
différences reflétent les approximations réalisées lors de la modélisation.

Effectuer une analyse modale de I’ensemble rotor/cone HSK en dehors de I’action des paliers
permettrait de recaler le modéle numérique sur I’expérience en un nombre de degrés de liberté
beaucoup plus importants que les six actuellement utilisés.

Ce travail n’a pas encore été réalisé car il nécessite de démonter la broche pour extraire le
rotor. Nous pensons réaliser ’analyse modale du rotor & S2M lors de la prochaine fabrication
d’une broche SMB30. Le prochain paragraphe présente les efforts de coupe calculés en

utilisant les FDT paliers/outil numériques.

3.4. Calcul des efforts de coupe en utilisant les FDT paliers/outil numériques

I1 convient de rappeler que notre méthode de mesure se sépare en deux phases (§2.2).

La premiere consiste a obtenir les huit fonctions de transfert paliers/outil de maniére
expérimentale (§2.2.3) ou numérique.

La deuxi¢éme consiste a mesurer les quatre tensions de commande des PMA au cours de
I’usinage. Dans de chapitre, I’effort de coupe est calculé en combinant les quatre tensions de

commande et les huit FDT paliers/outils numériques.

Nous comparons, tout d’abord, ’effort mesuré avec la platine Kistler a ’effort calculé en
appliquant aux tensions de commande échantillonnées a une fréquence de 10 kHz au cours de
’usinage les FDT numériques (figure 3.16). L’essai de rainurage est identique a celui présenté
au paragraphe 2.3.1. Un outil monobloc & deux dents de diamétre 32 mm de la marque
Précioutil effectue un rainurage dans une plaque d’aluminium AU4G vissée a la platine
Kistler, montée sur la table de la fraiseuse Gambin 120 CR. Les conditions de coupe sont :
vitesse de rotation de la broche 10000 tr/min, avance a la dent 0 ,5 mm/dent, vitesse de coupe

1005 m/min et profondeur de passe 3 mm.
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figure 3.16 : Comparaison entre l’effort Fy déterminé en utilisant les FDT paliers/outil
numériques (en bleu) et I’effort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)
L’effort calculé par la méthode PMA a la méme tendance que celui mesuré par la platine
Kistler, mais des hautes fréquences viennent le perturber. Sur les figures 3.17 et 3.18 sont
superposés les spectres fréquentiels des efforts présentés sur la figure 3.16.
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figure 3.17 :  Comparaison entre 1’effort Fy déterminé en utilisant les FDT numériques
paliers/outil (en bleu) et I’effort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)
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Les raies observées sont similaires jusqu’a 2000 Hz, puis du bruit apparait sur le spectre de
effort déterminé en utilisant les FDT numériques entre 2 500 Hz et 3000 Hz, ainsi qu’entre 4
500 et 5 000 Hz (figure 3.18).

Les bandes de fréquences ou le spectre fréquentiel des efforts de coupe mesurés par la platine
Kistler présente des différences par rapport a celui de la méthode PMA correspondent a celles

ou les FDT numériques s’éloignent des FDT expérimentales (figure 3.18).
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figure 3.18 :  Comparaison entre les fréquences ou le spectre des efforts déterminés en
utilisant les FDT numériques (en bleu) est différent de celui mesuré par la platine Kistler

(en rouge) et ou les FDT numérique (en vert) et expérimentale (en orange) s éloignent.

La simulation numérique aboutit a des FDT paliers/outil possédant des pics d’anti-résonance
dont 'amplitude est tres faible. Nous pensons que ce phénomeéne crée des raies fictives a

haute fréquence, sur le spectre des efforts de coupe obtenus en utilisant la méthode PMA.

Afin de vérifier notre hypothése, nous effectuons le méme type de comparaison pour I’essai
de contournage présenté au paragraphe 2.3.2 lors de la comparaison de notre méthode de
mesure avec la platine Dyna TK. Un outil a deux dents de diamétre 32 mm de la marque

Cératizit (référence : MHSC-HP 32-R02-19) effectue un contournage dans une éprouvette
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d’aluminium AU4G vissée a la platine Dyna TK, elle méme montée sur la table de la

fraiseuse Gambin 120 CR.

Les conditions de coupes sont les suivantes : vitesse de rotation de la broche 21 875 tr/min,

avance 0,18 mm/dent, vitesse de coupe 2199 m/min et profondeur de passe 5 mm. Les

plaquettes de ’outil ont un rayon de bec de 2 mm. Nous comparons les spectres fréquentiels

de P'effort F, mesuré avec la platine Kistler et calculé en appliquant les FDT palier/outil

numériques aux tensions de commande (figure 3.19 et 3.20)
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figure 3.19 : Comparaison entre l’effort Fy déterminé en utilisant les FDT numériques

paliers/outil (en bleu) et I’effort Fy mesuré par la platine Kistler (en rouge)

Comme dans le cas de la comparaison avec la platine Kistler, les spectres sont semblables

jusqu’a 4,5 kHz, puis des raies spectrales de grande amplitude apparaissent sur le spectre de

I’effort déterminé en utilisant les FDT numériques entre 9 et 9,5 kHz, ainsi qu’entre 10,5 et

11,5 kHz (figure 3.20)..
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figure 3.20 :  Comparaison entre les fréquences ou le spectre des efforts déterminés en
utilisant les FDT numériques (en bleu) est différent de celui mesuré par la platine Kistler

(en rouge) et ou les FDT numérique (en vert) et expérimentale (en orange) s éloignent.

Le signal d’effort obtenu en appliquant la TFD inverse au spectre présenté figure 3.20 n’est
pas présenté car les raies a haute fréquence déforment complétement le signal d’effort qui
prend des valeurs d’amplitude 5 000 N. Nous pensons comme précédemment que I’amplitude
des raies a haute fréquence est trés grande car elle provient de I’amplitude trés faible des pics
d’anti-résonance des FDT paliers/outil numériques.

Cependant, un phénomeéne physique a haute fréquence apparait car Lapujoulade [2.16] doit
appliquer a ses mesures un filtre passe-bas de fréquence de coupure 8 kHz qui est rendu
nécessaire par la présence fréquente de fortes vibrations aux environs de 9 et de 10 kHz. Nous
pensons que ces raies proviennent de la dynamique de I’électronique d’asservissement qui est
prise en compte dans les FDT expérimentales mais pas dans les FDT numériques. L’effet de
I’électronique d’asservissement est mieux mis en évidence en comparant les spectres
fréquentiels de I'effort F, calculé en appliquant aux tensions de commande les FDT

palier/outil numériques et expérimentales (figure 3.21).
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figure 3.21 :  Spectre de [’effort Fy déterminé en utilisant les FDT paliers/outil numériques

(en bleu) et expérimentales (en rouge)

On constate un comportement différent des deux spectres a partir de 1 500 Hz, ou le spectre
de Deffort calculé en utilisant les FDT paliers/outil expérimentales diminue nettement. Les
harmoniques a la fréquence de rotation de la dent se distinguent du bruit jusqu’a 6 000 Hz. Au
dela de cette fréquence, le spectre de I’effort calculé en utilisant les FDT paliers/outil
expérimentales oscille autour d’une valeur constante, alors que le spectre de I’effort calculé en
utilisant les FDT paliers/outil numériques subit des cycles croissants et décroissants sur une
plage de fréquence d’environ 1000 Hz a chaque fois. Il atteint une amplitude 100 fois
supérieure a son amplitude a 6000 Hz. Une perspective a donner a notre travail est de
déterminer I’origine de ces raies a fréquence élevée et des différences observées entre les
spectres d’effort calculé en utilisant les fonctions de transfert expérimentales et numériques.
Une étude de leffet de [Iélectronique d’asservissement sur les FDT paliers/outil

expérimentales semble a nouveau étre une perspective a envisager.

3.5. Conclusion
Les problémes liés a [Dutilisation de FDT paliers/outil expérimentales peuvent étre
contournées en utilisant des FDT paliers/outil numériques obtenues en utilisant une

modélisation par éléments finis de I’ensemble rotor/porte-outil/outil.
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Cette modélisation a déja été effectuée par S2M afin de déterminer I’asservissement des PMA
de la broche. Nous avons redéfini tout d’abord les propriétés mécaniques des matériaux, puis
étudi€ la rigidité des éléments de I’ensemble rotor/cone HSK en contact entre eux, alors que la
modélisation initiale les suppose encastrés. L’amortissement de la structure est mieux décrit
au moyen des coefficients de Rayleigh o et B. Une étude de la prise en compte de I’outil dans
la modélisation a enfin abouti & une raideur en bout d’outil trés proche de la raideur
expérimentale.

Nous avons remplacé les huit FDT paliers/outil expérimentales par les FDT numériques dans
notre méthode de mesure des efforts de coupe. Le spectre des efforts de coupe obtenu par
cette méthode correspond a celui des efforts mesurés en utilisant la platine Kistler et la platine
Dyna TK dans leur domaine de bon fonctionnement. Des raies a une fréquence supérieure a 9
kHz apparaissent cependant sur le spectre d’effort obtenu par notre méthode, alors qu’un filtre
passe bas est appliqué au spectre des efforts mesurés par la platine Dyna TK afin d’éliminer
ces raies.

L’utilisation des FDT paliers/outil numériques permet de prendre en compte les effets
gyroscopiques et d’éviter la dépendance de la bande passante de la méthode de mesure vis a
vis de la raideur de l’outil. Le comportement de I’ensemble rotor/porte-outil/outil est
cependant décrit uniquement en trois nceuds, un a chaque palier et un au bout de I’outil, et
’effet de I’électronique d’asservissement n’est pas pris en compte dans la modélisation. Le
choix entre I'utilisation de FDT paliers/outil numériques et expérimentales résulte d’un
compromis car aucune des deux méthodes n’est actuellement pleinement satisfaisante.

Notre travail doit étre poursuivi en effectuant une analyse modale du rotor seul afin de
modéliser de maniére plus fine le rotor. Il est également intéressant de déterminer 1’influence

de I’électronique d’asservissement sur les FDT paliers/outil expérimentales.
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de l'outil en fraisage

Chapitre IV : Mesure expérimentale des vibrations de Poutil en

fraisage

Une étude bibliographique des méthodes de mesure des vibrations de 1’outil en fraisage met
en avant les spécificités des méthodes existantes. Seule deux méthodes sont présentées dans la
littérature car la rotation de I’outil rend difficile son instrumentation et les projections de
lubrifiant et de copeaux perturbent les signaux obtenus par les systéemes de mesure optiques.
L’objet de ce chapitre est de présenter notre méthode de mesure expérimentale du
déplacement de !'outil a partir de la mesure des efforts de coupe en utilisant les PMA
(paragraphe 2) et la modélisation de 1’ensemble rotor/porte-outil/outil (paragraphe 3). Nous
montrons également que la validation expérimentale de la méthode est difficile a réaliser.

: \
Capteur inductif <

Cellule de force

Mesure des FDT tension de commande aux paliers/ déplacement de I'outil a 'aide d’un
capteur de déplacement. La capteur inductif posséde une trop faible bande passante pour

pouvoir utiliser cette méthode.
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4.1. Présentation des méthodes existantes

La mesure du déplacement de ’outil en cours d’usinage permet de prédire 1’état de surface. Il
est nécessaire de mesurer en méme temps les déplacements de la piéce et de calculer la
trajectoire de I’aréte de coupe afin de reconstruire le profil de la piéce. La trajectoire de I’aréte
de coupe est obtenue en combinant la rotation de I’outil et le mouvement plan de I’outil par
rapport a la table, qui résulte a la fois du mouvement d’avance de la table ou de I’outil et des
vibrations de la table et de I’outil. Cette mesure a un grand intérét industriel car elle peut
permettre d’éviter de dépasser la surépaisseur laissée sur la piéce lors de I’opération
d’ébauche de pieces chéres de grandes dimensions, de type aéronautique par exemple. Nous
allons tout d’abord présenter dans ce paragraphe la méthode de Spiewak [4.1] qui utilise un
outil de coupe instrumenté, puis la méthode développée par Ryabov et al. [4.2, 4.3] basée sur
un capteur laser de déplacement.
4.1.1. Instrumentation d’un outil par un accélérométre a trois composantes

Spiewak [4.1] propose une méthode permettant de suivre les vibrations de I’outil 4 I’aide d’un
accélérometre fixé a I’intérieur de 1’outil de coupe. La figure 4.1 présente un schéma simplifié
de I’implantation de I’accélérométre a trois composantes au sein de P’outil. L’outil a
plaquettes amovibles, de référence Ingersoll MAX-IPEX 6x2k, posséde 8 dents et un diamétre

de 4 pouces.

Porte
outil

Accélérometre

<

figure 4.1 :  Schéma de I’outil de fraisage instrumenté [4.1]
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Le mouvement de 1’accélérometre de masse m localisé au point P dans le repére tournant
(XY)s de la broche par rapport au repére fixe de référence lié aux axes de la machine outil

(XY)Rr est décrit sur la figure 4.2.

™. Accélération

du point P

Sfigure 4.2 :  Accélérations dans le repére mobile (XY)s et fixe (XY)g [4.1]

Les coordonnées X R(t ) et V R(t ) de I’accélérométre dans le repére fixe (XY)g, s’écrivent:

xR(f) _ Rcosg x(t) . cosf -—sinf
I:J’R(t):| - T(g) [R COs §0j| i [y(t) ot T(H):Line COSB} @.1)
T(0) est la matrice de passage du repére (XY)s au repere (XY)g.

Spiewak [4.1] cherche a déterminer les coordonnées instantanées du vecteur (x(t ) Y (t )) de

I’origine du repére tournant dans le repére fixe, c’est a dire les vibrations du rotor de la broche

a ’endroit ou est placé 1’accélérométre.

L’accélération PR (t) de I’accélérometre calculée dans le repére (XY)r est obtenue en dérivant

deux fois I’équation 4.1 :

oy | %) ] s R cos ¢ (1) s
= L'}R(’ )} - 7o) {R sin cf)} : L?(f) " an 4.2)
Le vecteur (a Re> ARy ) de I’équation 4.2 représente une accélération constante agissant sur le

repére r, comme 1’accélération g due a la gravité.
P g gra
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L’accélération P, (t) peut également étre obtenue en faisant subir un changement de repére au

vecteur (558(1‘ ) > J'}S(t )), représentant 1’accélération mesurée par 1’accélérométre dans le

repere tournant (XY)s :

b -[14]- ]

Les équations 4.2 et 4.3 permettent d’obtenir une relation entre le vecteur (x(t ) > jJ(t ))

représentant les vibrations du rotor et le vecteur (XS(f ) > j}S(t )) contenant les mesures

fournies par I’accéléromeétre :

- ven[5)-bel[fe)- (=]

Le dispositif expérimental utilisé¢ pour valider les mesures de déplacements en utilisant 1’outil
instrumenté est présenté sur la figure 4.3. L’outil instrumenté est représenté par

I’accélérometre fixé a ’extrémité de la broche.

Capteurs de
proximité

Accélérométre
a trois composantes

Broche

Systéme de
coordonnées de
Xg Y I’outil (tournant)

Systéme de
coordonnées de la
fraiseuse (référence)

figure 4.3 :  Dispositif expérimental [4.1]
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L’accélérometre PCB, de modéle 306 A06, utilisé pour ces essais posséde une sensibilité de

0.5 V/g, une résolution de 2*10™ g et une bande passante comprise entre 1 et 3 000 Hz.

Deux capteurs de déplacement montés dans un plan perpendiculaire a ’axe de rotation de la
broche permettent une mesure indépendante de I’erreur de position de la broche. Le modéle
7200 de capteur de déplacement produit par Bently-Nevada posséde une sensibilité de 8

mV/um, une résolution de 6.2*10 m et une bande passante comprise entre 1 et 10 000 Hz.

Spiewak [4.1] compare la vibration mesurée par la méthode de I’outil instrumenté lors de la

mise en rotation de l’outil & celle enregistrée par les capteurs de position pour valider

expérimentalement sa méthode. La figure 4.4 présente les signaux 55S (t ) et y S (t ) mesurés

par I’accélérometre dans le repére tournant (XY)s,

Accélération (en m/s?)

Position angulaire de la broche [tours]

figure 4.4 :  Accélérations mesurées par le capteur tournant [4.1]

L’accélération résultant de I’erreur de position de la broche (x (t ) Y (t )) peut €tre calculée a
partir des signaux présentés sur la figure 4.4 et transportée dans le repére fixe (XY)r de la
machine en utilisant I’équation 4.3 (figure 4.5).
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1 "'W,,Lw

Accélération (en m/s?)
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Postition angulaire de la broche [tours]

figure 4.5 :  Accélérations transportées dans le repére fixe (XY)r [4.1]
Les deux composantes présentent des vibrations a hautes fréquences caractéristiques des
vibrations de la broche. La figure 4.6 compare la vibration mesurée par la méthode de I’outil
instrumenté a celle enregistrée par les capteurs de position pour une rotation de la broche de

2610 tours par minute.

o
-t

Déplacement (en pm)

-0.15 1

-0.2 ' + + + + -
0 5 10 15 20 25 30 35 40
Temps (en ms)
figure 4.6 :  Déplacements mesurés par les capteurs de déplacement (trait continu) et

par Doutil instrumenté (trait discontinu) suite a la mise en rotation de la broche [4.1]

Les deux courbes représentées a la figure 4.6 sont quasiment superposables et possédent
toutes deux une fréquence prédominante proche de 340 Hz. Cette fréquence est une des

fréquences de résonance du rotor.
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La méthode de Spiewak [4.1] a ’avantage de n’imposer aucune restriction sur les dimensions
de la piéce ou sur 1’usinage réalisé, mais limite le diamétre minimal de I’outil & I’intérieur
duquel est fixé I’accélérométre. Elle nécessite cependant d’instrumenter 1’outil et le rotor ce
qui n’est pas facile a réaliser industriellement. La méthode ne semble pas adaptée au fraisage
a grande vitesse a cause du risque de centrifugation de 1’accélérométre.

La méthode proposée par Ryabov et al. [4.2, 4.3] ne nécessite pas d’instrumentation de I’outil

ou du rotor.
4.1.2. Utilisation d’un capteur de déplacement laser

Ryabov et al. [4.2, 4.3] ont développé un systéme de mesure de déplacement du bout de

’outil 4 I’aide de capteurs de déplacement laser.

Le fonctionnement d’un capteur de déplacement laser est basé sur I’envoi d’un faisceau laser
sur I’outil de coupe sur lequel il est réfléchi, comme le montre la figure 4.7. L’intensité et
I’angle de réflexion du faisceau sont mesurés. Le capteur mesure la distance qui le sépare de
la surface sur laquelle s’est réfléchi le faisceau laser, en utilisant une méthode de

triangulation.

tranchant

=

Capteur laser

figure 4.7 :  Principe de fonctionnement du capteur de déplacement laser [4.2]

Le schéma général du systéme de mesure est présenté sur la figure 4.8. Il est composé de deux
capteurs lasers montés sur la broche par I’intermédiaire d’un support et d’un mécanisme de
positionnement. Le faisceau de chaque capteur a pour taille 40 pm. Le capteur dispose d’une
résolution de 0.5 pm et d’une fréquence d’échantillonnage de 50 kHz. Le capteur principal est

dirigé vers ’outil de coupe et il est guidé verticalement par un servo moteur.
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Broche Mécanisme de support et de déplacement
I ,
L ] { _Servo-moteurs
capteurs
e auxiliairege 1 vers fordinateur
l'outil - .
vers l'ordinateur
. Air comprimé
outil couvercl_e de\ : e
protection | |
< ;
vers l'ordinateur
capteur
rincipal
Ta b Ie P P Air comprimé
<
figure 4.8 :  systéme de mesure des vibrations de [’outil a capteurs laser [4.2, 4.3]

En synchronisant la sortie du laser principal et la rotation de I’outil, le capteur auxiliaire
permet de marquer 1’origine de la rotation de I’outil. Une buse est placée en face du capteur
principal pour empécher les projections de lubrifiant et les copeaux de métal d’atteindre le
capteur en le couvrant d’un jet d’air sous pression. Trois signaux analogiques sont mesurées et

interprétés : ’intensité du faisceau réfléchi provenant du capteur principal, le déplacement du

capteur principal, et I’intensité du capteur auxiliaire.

Lors de I'usinage a sec, le bruit est faible, comme le montre la figure 4.9a, et une technique
simple consistant a retirer les points aberrants apparaissant sur le signal mesuré est suffisante
pour éliminer le bruit. Cette technique ne convient plus lors d’un usinage avec lubrification

(figure 4.9b) ou le signal est completement bruité car le faisceau laser est interrompu par les

copeaux ou par des projections de lubrifiant.
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figure 4.9 : Outil au cours d’un usinage a sec (a) et avec lubrification (b) [4.2]

Lors de la coupe, la distance entre 1’outil et le capteur laser est presque constante d’un tour a
lautre, bien que le faisceau laser atteigne 1’outil aprés avoir traversé les projections de

lubrifiant et les copeaux.

Les perturbations du faisceau du laser sont aléatoires, ce qui entraine I’apparition d’un plateau
sur le spectre de fréquence de la distance entre le capteur laser et I’outil mesurée a chaque tour

pour une orientation donnée de 1’outil (figure 4.10).
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figure 4.10 :  Spectre fréquentiel de la distance entre le capteur laser et [’outil mesurée

pour une orientation donnée de l’outil en rotation (a) et en cours d'usinage (b) [4.2]

Ryabov et al. [4.2] exploitent cette propriété du spectre fréquentiel du signal en enregistrant la
distance outil/capteur laser de chaque angle de rotation de 1’outil pour plusieurs tours. Le
maximum du spectre indique la distance exacte entre le capteur et le profil de ’outil lorsqu’il
est orienté selon I’angle étudié. Le profil de 1’outil est reconstruit suite a 1’analyse compléte

des spectres de fréquence identiques a celui présenté a la figure 4.10.

La comparaison entre la flexion de I’outil évaluée en utilisant le capteur laser et ’erreur de
cote mesurée sur la piéce usinée (figure 4.11) montre que la précision du systéme de mesure

est inférieure 4 40 pm apres avoir mesuré les données d’au moins 40 rotations de 1’outil.
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figure 4.11 :  Comparaison entre la déflexion évaluée et I’erreur dimensionnelle

mesurée sur la piéce [4.2]

En conclusion, le capteur de déplacement laser développé par Ryabov et al. [4.2] est utilisé
pour déterminer le déplacement de I’outil pendant et hors usinage avec une précision
inférieure a 40 pm. L’élimination des perturbations du faisceau laser qui dure quelques

secondes, ne permet pas de suivre I’évolution de la vibration de I’outil en temps réel.

Les deux méthodes présentées n’étant pas adaptées a la mesure en temps réel du déplacement
de l'outil en fraisage & grande vitesse, nous présentons dans le paragraphe suivant notre

méthode de mesure des vibrations de I’outil 4 partir des tensions de commande des PMA.
4.2. Mesure de la vibration en bout d’outil en utilisant les PMA

Notre premicre idée consiste a adapter la méthode de mesure des efforts de coupe au cours de
’'usinage, en remplagant les FDT entre la tension de commande aux paliers et 1’effort
appliqué a I’outil par des FDT entre la tension de commande aux paliers et le déplacement de
I’outil.

Le premier paragraphe explique les raisons empéchant cette méthode d’aboutir.

La solution adoptée, présentée au deuxieéme paragraphe, utilise 4 la fois la méthode de mesure
des efforts basée sur les PMA (chapitre 2) et la modélisation du comportement dynamique de
I’ensemble rotor/porte-outil/outil (chapitre 3). La figure 4.12 rappelle les différentes méthodes

testées pour mesurer la vibration de 1’outil au cours de ’usinage.
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Objectif : Utiliser une broche de fraisage 8 PMA comme
outil de mesure du déplacement en bout d’outil (D; et D)

y

Choix de I’'information mesurée au cours de ’usinage
pour effectuer la mesure de déplacement

o~ -
19 idée : 2% jdée :
mesure des 4 tensions de commande mesure des 2 efforts en bout d’outil
des PMA radiaux (S; 4 S4) par la méthode PMA (E; et E;)
y y
Utilisation des 8 FDT paliers/outil Utilisation des 4 fonctions de
Gjjen V/m raideur en bout d’outil R;;
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S2 = G21 G22 l)l D2 R21 R22 EZ
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Gij; numériques G;j expérimentales

mesurées a ’aide

J

d’un accélérométre d’un capteur inductif

figure 4.12 :  Différentes méthodes de mesure de la vibration en bout d’outil spécifiques
a l'utilisation d’une broche PMA

4.2.1. Méthode basée sur la mesure de FDT palier/outil en V/m

Par analogie avec notre méthode de mesure des efforts de coupe, nous avons tout d’abord
cherché a mesurer les vibrations de 1’outil & partir de huit fonctions de transfert paliers/outil
et des tensions de commande S;(%), Sx(2), S3(t) et Sy(t) mesurées au cours de ’usinage (§ 2.2.1).
Ces tensions nous permettent de connaitre instantanément les efforts selon chaque axe V et W
de chaque palier. Huit fonctions de transfert tension de commande aux paliers/ déplacement
de Poutil sont également déterminées afin de calculer les vibrations de 1’outil & partir des
quatre tensions de commande. Elles sont ici obtenues en mesurant simultanément le
déplacement de 1’outil en réponse & un impact appliqué a ’extrémité de I’outil selon la
direction X ou Y, respectivement D; (%) et D,(1), et les quatre réponses S;(2) 4 Sy(?).

Les déplacements et les tensions de commande représentant les réponses des paliers sont

mesurés dans le domaine temporel en utilisant I’analyseur de spectre Pimento et transportés

IV-12



Chapitre 1V Mesure expérimentale des vibrations de I’outil en fraisage

dans le domaine fréquentiel en utilisant la TFD. Nous obtenons huit fonctions de transfert

complexes définies par :

S (jo)

Gljo) = 5 (4.5)
ou i=1 a 4 désigne une des quatre tensions mesurées lors de I’usinage et j = I, 2 représente un
des deux degrés de liberté de I’outil. Les fonctions G;;(w), Gai(fw), Gsi(fw) et G4(fw) sont
obtenues simultanément en mesurant les variations des tensions de commande S; a Sy et le
déplacement de I’outil en réponse a un impact appliqué selon I’axe X au bout de I’outil. La
mesure du déplacement de 1’outil en réponse & un impact appliqué selon I’axe Y au bout de
I’outil permet d’obtenir les fonctions G2(f@), G2z (@), Gs2 (o) et Gy (o).

Les déplacements D;(?) et D,(t) sont mesurés en utilisant un accélérometre ou un capteur
inductif. Chacun des deux paragraphes suivants présente une méthode de mesure des FDT
paliers/outil expérimentale pour un outil a plaquettes amovibles de la marque Cératizit
(référence : MHSC-HP 40-R02-19) de diameétre 40 mm possédant deux dents.

4.2.1.1. Mesure du déplacement en utilisant un capteur inductif

La mesure du déplacement de I’outil lors de I’impact a tout d’abord été réalisée par un capteur
inductif diamétralement opposé a P'impact (figure 4.13). Le modele DT110-U05-M-C3 de
capteur de déplacement inductif produit par Micro-Epsilon posséde une sensibilité de 37.1
pm/V, une résolution dynamique de 0.5 pm et une bande passante comprise entre 1 et 10 000

Hz.

‘Capteur inductif

Cellule de force

figure 4.13 : Mesure des FDT palier/outil a I’aide d’un capteur de déplacement
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de I’outil en fraisage

La capteur inductif a I’avantage de mesurer directement le déplacement de 1‘outil en réponse a
I’impact (figure 4.14).
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figure 4.14 :  Déplacement en réponse a l'impact

La figure 4.15 compare la FDT palier/outil G,; obtenue par simulation numérique a celle

mesurée a I’aide du capteur inductif.
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Jigure 4.15 :  FDT palier/outil G;; numérique (en rouge)et expérimentale en utilisant un
capteur inductif (en bleu)
La FDT palier/outil expérimentale est trés bruitée, bien que décrivant la méme tendance que
la FDT numérique jusqu’a 1 000 Hz. Nous avons comparé la raideur en bout d’outil

numérique a celle obtenue expérimentalement afin de déterminer si le manque de précision
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de 'outil en fraisage

constaté sur la figure 4.15 a pour origine le capteur inductif ou le type de mesure que nous

souhaitons réaliser (figure 4.16).
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figure 4.16 :  Raideur en bout d’outil numérique (en rouge), expérimentale en utilisant

un capteur inductif (en bleu) et réalisée a l’aide d’un accélérométre (en vert)

La figure 4.16 met en évidence que la bande passante du capteur inductif est limitée a 1 500
Hz et que I'accélérométre permet de mesurer une raideur en bout d’outil trés peu bruitée et
trés proche de la raideur obtenue par simulation numérique. Nous allons maintenant présenter
les FDT tensions de commande aux paliers/ déplacement de I’outil mesurées en utilisant un
accélérometre.

4.2.1.2.Mesure du déplacement a l'aide d’un accélérométre
L’accélération de I’outil en réponse a un impact est mesurée par un accélérometre placé de

maniére identique a celle utilisée pour mesurer la raideur en bout d’outil (figure 4.17).

.IL7

Impact Avec :

o A : plan ou est fixé ’accélérometre
(paralléle au plan B)
o B: plan normal a I'impact

o z: axe de la broche

accélérométre

figure 4.17 :  Mesure des FDT palier/outil en utilisant un accélérométre
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Chapitre 1V Mesure expérimentale des vibrations de 'outil en fraisage

L’accélérométre PCB, de modéle U352B22, utilisé pour déterminer les FDT paliers/outil
expérimentales posséde une sensibilité de 10.17 mV/g, une résolution de 15*10* g et une
bande passante comprise entre 1 et 10 000 Hz. Les amplitudes de I'impact et de I’accélération
en réponse a un impact sont présentées sur la figure 4.18.

1500 -

1000 -

500

0 -

-500

tude accélération (en m/s?)

-1000

Ampl

-1500
0.00 0.05 0.10 0.15
Temps (en s)

figure 4.18 :  Accélération en réponse a l'impact
Une double intégration de I'accélération mesurée est nécessaire pour obtenir le déplacement
en bout d’outil en réponse a un impact. Elle peut étre réalisée dans le domaine temporel par la
méthode de Simpson ou dans le domaine fréquentiel en divisant chaque raie du spectre de
I’accélération par le carré de la pulsation de la raie considérée. La figure 4.19 compare la FDT
palier/outil G,; obtenue par simulation numérique a celle mesurée en utilisant ’accélérométre.
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figure 4.19 :  FDT palier/outil G11 numérique (en rouge)et expérimentale en utilisant

un accélérométre (en bleu)
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de I’outil en fraisage

La FDT mesurée avec I’accélérometre est beaucoup plus précise que celle mesurée avec le
capteur inductif, méme si elle est bruité et s’éloigne de la FDT numérique a partir de 2 500
Hz. On remarque néanmoins que la FDT numérique a un comportement trés différent de la
FDT expérimentale en basse fréquence jusqu’a 56 Hz : elle croit de 0.0469V/m a 18 314 V/m
alors que la FDTnumérique décroit de 97120 V/m 4 22 710 V/m. Ce phénoméne provient de
la double intégration numérique de 1’accélération effectuée pour obtenir le déplacement
(figure 4.20). La double intégration numérique s’accompagne trés souvent de 1’utilisation
d’un filtre passe bas qui ne suffit pas a retrouver la forme attendue du déplacement consécutif

a un impact car ce phénomeéne est trés transitoire (figure 4.20.b).
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figure 4.20 :  Double intégration numérique de l’accélération de l’outil consécutive a un

impact a) sans filtre passe bas b) avec un filtre passe bas a 10 Hz

Le filtre passe bas & 10 Hz permet d’obtenir ’ordre de grandeur de la réponse mesurée par le
capteur inductif, mais la forme du signal est perturbée sur toute la durée de la mesure.
L’utilisation de filtre passe bas de fréquence supérieure diminue trés fortement 1’amplitude du
signal, sans pour autant permettre d’obtenir une forme de signal non perturbée.

La mauvaise description des FDT paliers/outil en basse fréquence lors de I’utilisation d’un
accélérométre pour la mesure du déplacement de 1’outil ne permet pas d’utiliser cette méthode
pour mesurer les vibrations de I’outil comme nous le montrerons au paragraphe 4.3.2. En
conclusion, Il n’est pas possible de mesurer le déplacement du bout de I’outil en utilisant des
FDT paliers/outil expérimentales en V/m, qu’elles soient obtenues a 1’aide d’un capteur
inductif ou d’un accélérometre. Nous allons maintenant expliquer comment sont utilisés les
efforts de coupe mesurés avec la méthode PMA pour mesurer les déplacements de 1 outil.
Cette technique est I’inverse de la méthode de Spiewak [4.4] qui évalue les efforts de coupe a

partir de la mesure des vibrations de ’outil.
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de [’outil en fraisage

4.2.2. Meéthode utilisant la raideur en bout d’outil numérique

Notre méthode consiste & transférer dans le domaine fréquentiel les efforts de coupe obtenus
en utilisant la méthode d’analyse des tensions de commandes des PMA (chapitre 2) puis de
multiplier les spectres des efforts par la raideur en bout d’outil obtenue par simulation
numérique. L’utilisation de la raideur en bout d’outil obtenue par simulation numérique est
nécessaire car la raideur obtenue avec le capteur inductif n’est pas précise et celle obtenue en
utilisant I’accélérometre posséde les mémes problémes en basse fréquence que les FDT
paliers/outil.

L’objet du paragraphe suivant est de présenter les vibrations observées en appliquant chacune

des méthodes présentées dans ce chapitre.

4.3. Comparaison des méthodes de mesure de la vibration de Poutil en utilisant les

tensions de commande des PMA

Nous comparons les vibrations obtenues par application des méthodes présentées au
paragraphe précédent pour un méme usinage. Les paramétres de 1’usinage sont tout d’abord
présentés, ainsi que les efforts de coupe calculés. Les vibrations obtenues suite a 1’application
de chaque méthode sont ensuite décrites et la validit¢ des mesures discutée. Le dernier
paragraphe explique pourquoi aucune validation expérimentale de la mesure n’a pu encore
étre réalisée.

4.3.1. Présentation de l'usinage de référence

Un outil a deux dents de diametre 40 mm de la marque Cératizit (référence : MHSC-HP 40-
R02-19) effectue un contournage dans une éprouvette d’aluminium AU4G montée sur la table
de la fraiseuse Gambin 120 CR. Les conditions de coupe sont: vitesse de rotation de la
broche 30 000 tr/min, avance 0,18 mm/dent, vitesse de coupe 3016 m/min et profondeur de
passe 5 mm. Les plaquettes de 1’outil ont un rayon de bec de 2 mm.

Comme les spectres fréquentiels des tensions de commande mesurées au cours de I’usinage ne
font pas apparaitre de raies proches des modes de flexion de I’ensemble rotor/porte-outil/outil,
nous avons utilisé la méthode de mesure des efforts de coupe présentée au chapitre 2 pour

obtenir I’effort Fx (figure 4.21).
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figure 4.21 :  Effort de coupe Fx de l’usinage de référence

Nous présentons également le spectre fréquentiel de 1’effort de coupe Fx afin de constater le

nombre limité de fréquences significatives (figure 4.22).
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figure 4.22 :  Spectre fréquentiel de I’effort de coupe Fx
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Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de ['outil en fraisage

La raie a 1000 Hz représente le passage de la dent, mais il est difficile d’expliquer 1’origine
des raies ayant pour fréquence 837,5 Hz et 1165 Hz car les FDT paliers/outil n’ont pas de

modes a ces fréquences, ce qui limite I’influence des effets gyroscopiques.
Nous comparons dans les deux prochains paragraphes la forme de I’effort Fx a la forme de la

vibration selon I’axe X ainsi que leur spectres fréquentiels car I’effort de coupe et le

déplacement de 1’outil sont liés par la raideur en bout d’outil.

4.3.2. Vibration mesurée en utilisant les FDT paliers/outil en V/m

La figure 4.23 présente le déplacement de I’outil selon ’axe X calculé en utilisant les FDT

paliers/outil mesurées en utilisant le capteur inductif Micro-Epsilon.
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figure 4.23 : Déplacement Dx de I’outil obtenu en utilisant des FDT paliers/outil

mesurées a l’aide d’un capteur inductif

L’ordre de grandeur est correct car pour un impact de 640 N appliqué a cet outil, le capteur
inductif mesure un déplacement de 45 pm (figure 4.13). La forme du déplacement de 1’outil
ne semble cependant pas suivre 1’évolution des efforts de coupe. Le spectre fréquentiel
possede trois raies significatives aux mémes fréquences que celles apparaissant sur le spectre

de I’effort de coupe Fx (figure 4.24).
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figure 4.24 :  Spectre fréquentiel du déplacement Dx de I’outil obtenu en utilisant des

FDT paliers/outil mesurées a l’aide d’un capteur inductif

La figure 4.25 présente le déplacement de ’outil selon 1’axe X calculé en utilisant les FDT

tension de commande aux paliers/ déplacement de I’outil mesurées en utilisant

I’accélérométre PCB.

Vibration Dx (en m)

0.52

051 —

o
(3

0.49

0.48

0.47

0.46

0.45

1.5 1.52 1.54

figure 4.25 :

1.56 1.58 1.6 1.62 1.64 1.66 1.68 17
Temps (en s)

Déplacement Dx de 1’outil obtenu en utilisant des FDT paliers/outil

mesurées a l’aide d’un accélérométre

IvV-21




Chapitre IV Mesure expérimentale des vibrations de l'outil en fraisage

Nous constatons que le déplacement Dx mesuré est aberrant. La période que ’on voit
apparaitre sur le signal représente le nombre de points conservés pour chaque échantillon par
la méthode de recouvrement. On constate qu’une sinusoide dont la période est égale a la
moiti€ de la durée d’échantillonnage vient perturber la mesure du déplacement Dx qui devient
inexploitable. Ce phénomene a pour origine la double intégration numérique d’une
accélération consécutive a un impact qui aboutit & une mauvaise description des basses

fréquences du déplacement obtenu.
4.3.3. Vibration mesurée en utilisant la raideur en bout d’outil numérique

La figure 4.26 présente le spectre du déplacement de 1’outil selon I’axe X calculé en
multipliant le spectre de ’effort Fx mesuré par la méthode PMA en utilisant les FDT

palier/outil expérimentales par la raideur en bout d’outil numérique.

0.00045

0.0004 =

0.00035 = me—

0.0003 —— =

0.00025 {—

0.0002 -

0.00015

TFD vibration Dx (en m)

0.0001

0.00005 - S

N JJJM!L
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 5000
Fréquence (en Hz)

figure 4.26 :  Spectre fréquentiel du déplacement Dx de I’outil obtenu en appliquant la

raideur en bout d’outil a I’effort de coupe Fx

Ce spectre est trés proche de celui obtenu en utilisant les FDT paliers/outil mesurée a 1’aide
du capteur inductif (figure 4.24), sauf pour la raie a la fréquence de 1 000 Hz qui a une
amplitude deux fois plus grande. Cette différence modifie la forme du déplacement mesuré

qui ressemble a celle de I’effort Fx (figure 4.27).
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figure 4.27 :  Déplacement Dx de ['outil obtenu en appliquant la raideur en bout d’outil

a l’effort de coupe Fx
Par conséquent, la méthode de mesure des vibrations obtenue en multipliant le spectre de
I’effort de coupe par la raideur en bout d’outil numérique nous semble la plus précise des trois

méthodes testées.

L’ objet du paragraphe suivant est d’expliquer pourquoi aucune validation expérimentale de la

méthode de mesure des vibrations de 1’outil n’a pu encore étre réalisée.
4.3.4. Tentative de validation expérimentale
Nous avons tout d’abord étudié les vibrations de I’outil uniquement en rotation. Le

déplacement d’un barreau de carbure de diamétre 16 mm fretté dans un porte-outil EPB 1680

en rotation est mesuré au moyen de deux capteurs inductifs placés respectivement dans la
direction X et Y (figure 4.28).
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figure 4.28 :  Dispositif expérimental
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L’utilisation d’un barreau de carbure permet de mesurer de maniére continue la vibration de
outil car les capteurs inductifs ont une plage de mesure comprise entre 0 et 0,5 mm qui
limiterait la mesure du déplacement d’un outil au moment ou passe la dent de 1’outil devant le
capteur.

Les déplacements du barreau sont mesurés pour des vitesses de rotation comprises entre 5000
tr/min et 35 000 tr/min par pas de 5 000 tr/min. Nous ne présenterons dans la suite de ce
chapitre que les résultats obtenus pour I’essai réalisé a une vitesse de rotation de 15 000 tr/min
car les résultats obtenus pour chaque essai sont similaires : des raies d’amplitude importante
apparaissent sur le spectre des efforts mesurés en bout de barreau avec la méthode PMA alors
qu’elles ne sont pas présentes sur les spectres des tensions de commande des paliers (figure

4.29).
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figure 4.29 :  Spectre de la tension de commande S;(a) et de ’effort Fx (b)
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Le spectre du déplacement du barreau mesuré avec la méthode PMA posséde des raies qui

n’apparaissent pas sur le spectre de la mesure effectuée avec le capteur inductif (figure 4.30).
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Jigure 4.30 :  Spectre du déplacement Dx mesuré avec la méthode PMA (en bleu) et avec
le capteur inductif (en rouge)

Ces différences se traduisent par I’apparition de hautes fréquences sur le signal temporel
(figure 4.31).
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Sigure 4.31 :  Déplacement de I'outil mesuré par le capteur inductif (rouge) et calculé a

partir de la méthode de mesure basée sur la PMA (en bleu)
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La méthode de validation expérimentale de la méthode de mesure de déplacement ne semble
pas €tre adaptée car nous n’avons pas pu déterminer l’origine des hautes fréquences
apparaissant sur les spectres des déplacements qui ne sont pas mesurées par le capteur
inductif.

Nous pouvons émettre I’hypothése que le phénoméne de coupe et que les efforts
hydrodynamiques apparaissant au bout de 1’outil uniquement en rotation lorsque ses dents
" coupent " I’air impose une excitation de grande ampleur a I’ensemble rotor/porte-outil/outil.
Ce n’est plus le cas lorsque nous utilisons un barreau, et ’ensemble rotor/porte-outil/outil
vibre a ses modes de résonances. Les FDT paliers/outils ne prennent pas en compte les effets
gyroscopiques et leur description de la dynamique de 1’arbre en rotation est trés mauvaise, ce

qui pourrait expliquer 1’apparition des raies supplémentaires.

4.4. Conclusions

Nous avons développé une méthode de mesure du déplacement de 1’outil, en nous servant des
tensions de commande mesurées au cours de 1’usinage qui permettent de mesurer 1’effort de
coupe.

Nous avons tout d’abord adapté la méthode de mesure des efforts de coupe au cours de
I’usinage, en remplagant les FDT entre la tension de commande aux paliers et 1’effort
appliqué a I’outil par des FDT entre la tension de commande aux paliers et le déplacement de
I’outil. Cependant, cette méthode ne fonctionne pas car le capteur inductif a une bande
passante trop faible et la double intégration de 1’accélération mesurée par 1’accélérométre
pose des problémes en basse fréquence.

Nous avons résolu ce probléme en multipliant les efforts de coupe calculés par notre méthode
basée sur les PMA (chapitre 2) par la raideur en bout d’outil numérique obtenue en utilisant la
modélisation par éléments finis de I’ensemble rotor/porte-outil/outil (chapitre 3).

La validation expérimentale de la méthode de mesure des vibrations de 1’outil n’a pas encore
pu étre réalisée, car 1’étude d’un barreau de carbure en rotation fait apparaitre des raies aux
fréquences propres de 1’ensemble rotor/porte-outil/outil alors qu’elles ne sont pas mesurées

par les capteurs inductifs.
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Conclusions et perspectives

Conclusions

L’objectif principal de notre étude a ét€ de développer une technique originale de mesure des
efforts de coupe ne nécessitant pas 1’instrumentation de la machine outil. Notre méthode est
basée sur 1’analyse des informations directement fournies par les PMA de la broche
d’usinage. L’effort de coupe est obtenu en appliquant aux tensions de commande des PMA,
enregistrées au cours de 1’usinage, huit FDT PMA/outil déterminées expérimentalement
lorsque le rotor est a ’arrét. Les FDT PMA/outil sont obtenues en mesurant simultanément
I’amplitude d’un impact appliqué a I’extrémité de 1’outil et les quatre tensions de commande
des PMA. Nos mesures d’efforts sont en bon accord avec celles effectuées avec les platines
Kistler et Dyna TK dans leur domaine d’utilisation, soit respectivement pour une gamme
d’excitation atteignant 1 kHz et 8 kHz.

Néanmoins 1’utilisation de FDT paliers/outil expérimentales présente deux difficultés :

- la bande passante de notre méthode de mesure dépend de la cohérence des FDT paliers/outil
expérimentales liée a la raideur de 1’outil.

- la mesure des FDT paliers/outil expérimentales ne prend pas en compte les effets

gyroscopiques car elle est réalisée lorsque le rotor est & 1”arrét.

Les problémes liés a 1’utilisation de FDT expérimentales peuvent étre éliminés en utilisant des
FDT paliers/outil numériques obtenues en utilisant une modélisation par éléments finis de
Pensemble rotor/porte-outil/outil. Cette modélisation a déja été effectuée par S2M afin de
déterminer I’asservissement des PMA de la broche. Nous avons redéfini tout d’abord les
propriétés mécaniques des matériaux, puis étudié la rigidité des éléments de I’ensemble
rotor/cone HSK en contact, alors que la modélisation initiale les suppose encastrés.
L’amortissement de la structure est mieux décrit au moyen des coefficients de Rayleigh a et §.
Une étude de la prise en compte de ’outil dans la modélisation a finalement abouti & une
raideur en bout d’outil trés proche de la raideur expérimentale. Nous avons remplacé les huit
FDT paliers/outil expérimentales par les FDT numériques dans notre méthode de mesure des

efforts de coupe. Le spectre des efforts de coupe obtenu par cette méthode correspond a celui

1
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des efforts mesurés en utilisant la platine Kistler et la platine Dyna TK dans leur domaine de
bon fonctionnement. Des raies a une fréquence supérieure & 9 kHz apparaissent cependant sur
le spectre d’effort obtenu par notre méthode, alors qu’un filtre passe bas est appliqué au
spectre des efforts mesurés par la platine Dyna TK afin d’éliminer ces raies.

Les raies a haute fréquence apparaissant lors de ’utilisation de FDT paliers/outil numériques
peuvent avoir deux origines :

- elles peuvent &tre I’image de 1’influence de 1’électronique d’asservissement sur les tensions
de commande mesurées lors de 1’usinage, alors que les FDT paliers/outil numériques ne
contiennent pas cette influence.

- ou provenir du faible nombre de degrés de libertés utilisés pour décrire le rotor qui est

uniquement réduit a trois : le bout de 1’outil, le palier avant et le palier arriére.

Ce travail prouve la faisabilité de la mesure des efforts de coupe en utilisant la méthode PMA.
Le choix entre 1'utilisation de FDT palier/outil expérimentales ou numériques résulte d’un
compromis : les FDT expérimentales prennent en compte a la fois le comportement réel du
rotor et ’influence de 1’électronique d’asservissement, alors que les FDT numériques ont
I’avantage de ne pas présenter de limitation de bande passante de la méthode due 4 la raideur

de ’outil et tiennent compte des effets gyroscopiques.

En nous servant des tensions de commande mesurées au cours de I’'usinage qui permettent de
mesurer ’effort de coupe, nous avons également développé une méthode de mesure du
déplacement de I’outil. Nous avons tout d’abord adapté la méthode de mesure des efforts de
coupe au cours de I’usinage, en remplagant les FDT entre la tension de commande aux paliers
et I’effort appliqué a I’outil par des FDT entre la tension de commande aux paliers et le
déplacement de I’outil. Cependant, cette méthode ne donne pas de bons résultats car le
capteur inductif a une bande passante trop faible et car la double intégration de 1’accélération
mesurée par 1’accéléromeétre crée des incohérences en basse fréquence. Nous avons résolu ce
probléme en multipliant les efforts de coupe calculés par notre méthode basée sur les PMA
(chapitre 2) par la raideur en bout d’outil numérique obtenue en utilisant la modélisation par
éléments finis de I’ensemble rotor/porte-outil/outil (chapitre 3). Nous n’avons pas encore pu

trouver une méthode de validation expérimentale.
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Perspectives

Pour faciliter la poursuite de nos travaux, nous envisageons de développer un programme

permettant ’acquisition et le traitement des signaux en temps réel.

Il permettra de déterminer la bande passante de la méthode de mesure de I’effort de coupe en
utilisant les FDT expérimentales en fonction de I’outil utilisé a partir de I’étude systématique

des fonctions de cohérence des FDT exp€rimentales.

Nous étudierons également I’influence de 1’électronique d’asservissement sur la mesure des
efforts de coupe lors de I’utilisation de FDT numériques et effectuerons une analyse modale

expérimentale du rotor afin de comprendre 1’origine des modes locaux.

La méthode de mesure du déplacement de I’outil basée sur la raideur numérique doit encore

étre validée.

Ce travail s’inscrit dans la problématique de détermination de lobes de stabilité par simulation

numérique.
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Abstract

In this paper, a new indirect method of measuring dynamic cutting forces is proposed. Milling tests have been performed on a
five-axis machine, Gambin 120CR, fitted out with an electro-spindle with magnetic bearings developed by the company S2M, and
named SMB30. These bearings are not affected by friction and wear. An experimental approach has been developed to determine
the cutting forces as a function of the measured command voltages of the milling spindle’s magnetic bearings. The spindle is
treated as a “black box”, where the transfer functions linking the unknown cutting force with command voltages are established
experimentally. The cutting forces calculated from the command voltages of magnetic bearings are in good agreement with the
ones measured with a Kistler four-component dynamometer. This indirect method of cutting force determination provides a use-
ful way to estimate tool wear and monitor product quality in high-speed milling on-line.

© 2004 Elsevier Ltd. All rights reserved.

Keywords: Cutting forces; Experimental measurements; Magnetic bearings

1. Introduction

The use of high-speed milling allows an increase of
productivity by reducing the machining time, but main-
tenance costs of ordinary mechanical bearings of spin-
dles reduce the economic gains of this technology. A
world leader in the field of magnetic bearings of elec-
tro-spindles, S2M has developed an electro-spindle
with magnetic bearings for high-speed milling, named
SMB30. These bearings are not affected by friction and
wear, allowing the spindle’s mean time between failure
(MTBF) to exceed 40 000 h. The other main cost of the
machining process is the cost of the tool, which is pro-
portional to the tool wear for a specific milling oper-
ation. The tool wear decreases with decreasing cutting
force. Excessive machining forces can even cause tool
breakage. Today, it is well established, at least for
usual materials, that the machining forces decrease
with increasing machining speed. Moreover, the cutting

* Corresponding author. Tel.: +33-3-87-34-69-30.
E-mail address: s.auchet@enim.fr (S. Auchet).

0890-6955/$ - see front matter © 2004 Elsevier Ltd. All rights reserved.
doi:10.1016/j.ijmachtools.2004.05.009

forces are the most important indicator of machining
state and quality. Consequently, many methods of
measuring cutting forces have been developed. Princi-
pal investigations have focused on in-process force
measurement systems, because knowing cutting forces
allows reduction of tool wear, continuous control of
quality of the milling operation, and detection of tool
breakage.

The most frequently used sensor is the piezoelectric
dynamometer, which provides accurate measurements
of cutting forces. However, the use of this method is
limited by the dynamic responses of the sensor, each
dynamometer being characterized by its bandwidth.
Recently, Lapujoulade [1] and Tounsi and Otho [2]
have proposed an accelerometer-based method to com-
pensate for the signal distortions of the piezoelectric
dynamometer due to its self-dynamic behaviour. Their
method allows the measurement of dynamic cutting
forces, such as high-speed milling forces, within a high
frequency bandwidth up to 5 kHz. However, this
device is expensive and the size of work pieces on
which it is possible to measure cutting forces during
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machining is limited by the size of the dynamometer
cover plate, typically of a few hundred millimeters. To
avoid these limitations, indirect cutting force measure-
ment methods have been developed. Altintas [3] veri-
fied that the intermittent milling forces could be
predicted from the current measurement of a direct
current servomotor at tooth passing frequencies. The
dynamometer he designed has a bandwidth of 20 Hz.
Kim and Kim [4] adapted the previous works of Altin-
tas [3] to the case of an alternating current servo-drive
system and the bandwidth of this current sensor was
62 Hz. Jeong and Cho [5] expanded the bandwidth of
the current sensor using an alternating current servo-
drive system to 130 Hz using an empirical approach.
Korkut [6] designed a strain-gauge-based dynamometer
with a bandwidth of 192 Hz. The relatively low band-
width of these sensors limits the use of all indirect cut-
ting force measurements that can be found in literature
in the case of high-speed milling.

In this paper, a new method exploiting command
voltages of the magnetic bearings of the S2M’s spindle
is proposed. A short description of S2M’s spindle is
presented in the following section. Section 3 is devoted
to the force measurement method based on command
voltages analysis. In the last part of this paper, some
preliminary results are presented. Finally, a compari-
son with measurements obtained using a Kistler dyna-
mometer is presented, allowing the validation of the
proposed method.

2. Description of the milling spindle

A magnetic bearing is composed of two pairs of elec-
tromagnets exerting radial forces on the shaft and
maintaining it in equilibrium position, as shown in
Fig. 1. The design of this magnetic bearing introduces
two main orthogonal directions, defined by axes V and
W. The forces applied to the shaft by the magnet are
proportional to the coils’ current, which can be modu-
lated.

This specificity is used to maintain the shaft’s axis of
rotation at the centre of the bearing when reacting to
any load variation such as external disturbance forces
or mass imbalance of the rotor.

Position sensors measure the shaft displacement.
When a position error is detected, the control loop sys-
tem modulates the current in each coil to vary the force
of the electromagnets in order to bring back the rotor
to the required position (see Fig. 2). Each pair of elec-
tromagnets is controlled independently.

This spindle is composed of two radial active mag-
netic bearings, AMB 1 and AMB 2, and one axial
bearing, AMB 3 (Fig. 3).

The milling tool (4) is fixed to the rotor by way of
the tool holder (5). A part of the length of the spindle’s

air gap

Fig. 1. The main axes of a magnetic bearing.

rotor forms the rotor of the drive’s motor (6). As
explained previously, axes ¥ and W are the two main
perpendicular directions of magnetic bearings. Radial
cutting forces are commonly decomposed according to
the coordinate system of the milling machine (X and Y
axes), which is different from the AMB’s V-1 axes.
For the spindle studied, the X-axis of the milling
machine was rotatively positioned 150° from the V-axis
of the electro-magnetic bearings.

At least two approaches can be elaborated to deter-
mine the cutting forces as a function of the measured
command voltages of the electro-magnetic bearings.
The first approach is an experimental one. In this case,
the spindle is treated as a “black box”. The transfer
functions linking the unknown cutting force with com-
mand voltages are established experimentally. This
method constitutes the purpose of this paper. In the
second approach, the dynamic behavior of the spindle

power amplifiers

~ T
> b crion
reference current . sensors
Iincrease
signal processor
error

Fig. 2. The feedback control loop of an active magnetic bearing.
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AMB 1

AMB 3
AMB 2

Fig. 3. A view of the milling spindle developed by S2M.

can be simulated and the theoretical (numerical) trans-
fer functions can be set up. Our next paper [7] deals
with such an approach. As will be stressed later on, the
experimental transfer functions are determined for a
non-rotating spindle. Consequently, these functions do
not take into account the gyroscopic or Coriolis effect.

3. Measurements of cutting forces from command
voltages of the AMB

The aim of this study is to determine cutting forces
by analyzing the reactions of two radial electro-mag-
netic bearings due to movements of the rotor. We will
consider the (spindle + tool holder + tool) system
represented in Fig. 4. The milling force components F
and F, are the input quantities denoted by E; and E,.

axis W + \
dof 4 \

e axis V +
dof 3

axis X +
dof 1

axis Yv\

dof 2

axis X +

These two components are related to the first two
degrees of freedom (dof) of the system, corresponding
to the displacement of the working extremity of the
tool in X and Y directions, referred to as dof 1 and
dof 2. The four command voltages of the electro-
magnets constitute the output quantities denoted by S,
S>, S3 and S;. These four outputs are related to four
degrees of freedom in our system corresponding to the
displacement of the rotor in ¥ and W directions in the
sections of two magnetic bearings. They are respect-
ively referred to as dof_3 and dof 4 for the AMB
which is closest to the tool, and dof_5 and dof_6 for
the other AMB.

Thus, eight complex transfer functions have to be
determined linking each input parameter with four
outputs.

axis W + o
Bl
dof 6 ]
‘ 28

[v]

!

-

Fig. 4. Systems of axes of the AMB (V-W) and of the milling machine (X-Y).
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3.1. Measurement of command voltages of AMBs

First, command voltages S,—S,; are measured during
the milling operation. S, indicates the command voltage
of the electromagnet that causes forces on the rotor in
dof_i4+2 (i = 1-4). When a position error of the shaft is
detected, the control loop system modulates the com-
mand voltage in the range —-10 < U < 10V. Depending
on the sign of the command voltage, only one electro-
magnet in each pair of electromagnets varies its attrac-
tion force applied to the shaft in order to bring back
the rotor to the required position. Fig. 5 illustrates the
evolution of the command voltage S; during a typical
milling operation (full immersion in aluminum alloy
AU4G, a two-flute cylindrical tool of 32 mm diameter,
axial depth of cut of 4 mm, feed rate of 10 m/min, and
rotation speed equal to 10 000 rpm). The forces appear-
ing due to an imbalance of the spindle’s rotor can be
observed before and after the milling operation, as
shown in Fig. 5a. During milling (see Fig. 5b) reaction
forces applied to the rotor by electromagnets compen-
sate for the cutting forces due to milling.

Command voltages are measured in the temporal
field by using an eight-channel spectral analyzer,
Pimento, developed by LMS. The sampling frequency
is 10 kHz and the total measurement time is 4 s.
The fast Fourier transform (FFT) is applied using a
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Fig. 5. Command voltage signal corresponding to coil current S;:
(a) before, during, and after milling; (b) during the milling operation.

Mathematica notebook to the four signals S,(£)-S4(2),
where ¢ represents the time. S;(jw), S>(jw), S3(jw) and
Sa(jw) are the frequential spectra obtained, where @
indicates frequency in hertz. On each spectrum, three
spectral arrays appear, as shown in Fig. 6: the first one
corresponds to the shaft rotation frequency (166.7 Hz),
the second to the tooth passing frequency (333.3 Hz),
and the last appcars at twice the tooth passing
frequency (666.7 Hz).

3.2. Transfer functions of magnetic bearings—tool

To determine the cutting force components from the
command voltages, two impulse loadings were applied
to the tool extremity in X and Y directions, succes-
sively. For each impulse, denoted by E;(f) and E,(?),
respectively four responses S;(7)-S4(f) were measured.
Impulses and responses are measured in the temporal
field by using the eight-channel analyzer Pimento and
transformed to the spectral space using one of the
Mathematica FFT techniques. Eight complex transfer
functions are determined in this way. These functions
are defined by the expression

_ Si(jw)
" Ej(jw)

Hj(jo) (1)

where i = 1-4 indicates one of the four output para-
meters of the rotor and j = 1,2 points to one of the
two degrees of freedom of the tool. So, the functions
H (o), Hy(jw), Hs (jw), Hs(jw) are obtained simul-
taneously by measuring command voltage variations
(81-S4 in volts) due to impulses applied at the end of
the tool by an impact hammer in the direction X (E, in
N). Impulses at the end of the tool in the direction
Y (E; in N) are used to determine the functions
Hy(jw), Hy(jw), Hs(jw), Hiy(jo) experimentally. A
typical transfer function is presented in Fig. 7.
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Fig. 6. Spectrum of command voltage corresponding to coil current S;.
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Fig. 7. The transfer function H;.

3.3. Determination of cutting forces from electromagnet
command voltages

In the following two sections, methods of calculation
of cutting forces are presented. Three distinct approa-
ches are introduced. The first is obtained by directly
exploiting the transfer functions Hyy, Hy,, Hy, and Hy,
corresponding to the output parameters of bearing
AMB 1. The second is based on the use of functions
Hy,, Hi,, Hy and Hy, relating the output parameters
of the bearing AMB 2 with the input parameters. The
last one is obtained by combining the eight transfer
functions of the two bearings.

3.3.1. Calculation using coil currents of only one bearing
Because of the relative disorientation of the two
coordinate frames (X, Y) and (¥, W), the excitation of
the rotor in X (respectively Y) direction produces
responses of each bearing in ¥ and W directions. Theo-
retically, these two responses are correlated by trigono-
metric relationships given by the usual expressions of
change of Cartesian bases. In this experimental
approach, we consider all transfer functions as being
independent. Such an approach increases the precision
of the obtained results. As mentioned earlier, the com-
plex transfer functions link command voltages to cut-
ting forces. In this way, the following can be written:

(8) = 2e](2) o

S3\ _ [Ha Hyn|(E 3)

S Hy Hyp [\ Ex

Solving these equations with respect to E; and E,,
we get two distinct results (Egl),Eél)) and (Egz),Eéz)),

which we respectively name “direct solution 1”° and
“direct solution 2”

ED _ HyS1— HipS,

! Hy Hyy — HipHy @)
ED Hy\152 ~ Hy1 Sy

> " HypHy — HpHy
and
g® _ _HaS3 — HyS,

! HyHy — HypHy (5)
g® _ M58 — HaSs

2

= HayHa — HypHy

It can be expected (see for instance [8]) that the
results obtained will be relatively inaccurate because of
the poor description of the vibrating system. To
improve the accuracy of the calculations, it is recom-
mended that one uses the multiple transfer functions
corresponding to a few distinct points of the system.

3.3.2. Calculation using command voltages
of two bearings

According to the above recommendations, the
expression relating two inputs and four output para-
meters can be written

S1 Hy Hy

S| _ |Han Hz (El ) ©6)
S3 H3 Hyp |\ E;

S4 Hy Hp

Since system (6) is redundant, its solution is not unique
(the number of data is greater than the number of
unknowns). To circumvent the difficulty involved in the
inversion of a rectangular matrix, the equation has to
be multiplied by the transpose of the matrix from the
inverse. When the matrix is nested (complex), the con-
jugate or Hermitian transpose is required instead of the
ordinary one. The formation of the Hermitian trans-
pose consists of replacing each term of the matrix of
the complex functions by its conjugate term before car-
rying out transposition of the new matrix, i.e. we have
[H" = [H]", where the conjugate term of the complex
function Hy; is written as H.

Consequently, if [H]H is the conjugate transpose
matrix of [H), [H]"[H] is a square matrix, even if [H] is
a rectangular one. In our case, this approach leads to
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Fig. 8. Comparison between cutting force F, calculated from command voltages of magnetic bearing measurements and F, measured with the
Kistler four-component dynamometer (a) using command voltages of AMB 1, (b) AMB 2 and (c) AMBs 1 and 2.
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the equation

S
{1:111 Hy Hj 13141] Sy

Hy, Hy»p Hy Hap

~ ~ B _ Hy, Hp @
{Hu Hy; Hjy H41] Hy Hnxn (E1>

Hy, Hy Hy Hsp| |Huy Hn
Hy Hy

The solution of Eq. (7) gives the cutting forces
El(s) (jw) and Ef)

E§3) _ de — bf
ad — be (8)
(3) _ af — ce
2 ad — bc
where

a=HuHy + HyHn + Hy Hy + HyHyy

b= HyHy+ HyHx» + Hy Hyy + HatHay
¢=HuHiy+ HyHy + HyHs + HyHa )
d = HiHyy + HpHy + HypHy + HopHp

e=Hy S+ HnS; + HyS3 + HaSs

S =HuS1+ HnSy + HS3 4+ Hap Sy

The cutting forces Ej(r) and E,(f) are obtained by
applying an inverse FFT to functions FE)(jw) and
E;(jw), and by dividing temporal signals by the window
of Hanning.

4. Experimental results

The validity of the above cutting force calculation
methods are discussed for a milling operation with full
immersion in aluminum alloy AU4G. A two-flute cyl-
indrical tool of 32 mm diameter has been used to
machine slots under cutting conditions of axial depth
of cut of 4 mm, feed rate of 10 m/min, and rotation
speed varying from 10000 to 15000 rpm. All measure-
ments were repeated three times to verify their consist-
ency, and very close values have been obtained. The
forces of machining calculated from command voltages
of the magnetic bearing measurements have been com-
pared with the effort of machining measured with the
Kistler four-component dynamometer for each cutting
test. The Kistler dynamometer type 9225 B has a band-
width of 650 Hz, which is greater than the highest
tooth passing frequency of 500 Hz encountered during
milling tests.

4.1. Cutting force measurements for milling tests
under stable conditions

The three approaches developed in the previous sec-
tions have been used to determine the milling forces
from the command voltage records. Typical results are
shown in Fig. 8. Fig. 8a and b illustrates respectively
the cutting force F), calculated by the method of direct
resolution with command voltages of the AMB 1 for
the first graph (Fig. 8a) and of the AMB 2 (Fig. 8b).
Comparison with the measurements by the Kistler
dynamometer is also done. One can observe that the
results obtained from AMB 1 electromagnet are more
accurate than are those from bearing AMB 2. This is
due to the transfer functions of bearing AMB 1, which
are more amplified than those of bearing AMB 2. This
last one is far from the cutting tool compared to AMB
1. In these two cases, the amplitude of the cutting force
is accurately predicted. The temporal variations of the
milling forces are much more pronounced in the case
of the second graph (Fig. 8b).

Fig. 8c compares the F, component measured using
a Kistler dynamometer and that determined from com-
mand voltage using the least squares method. Both the
cutting forces F, and F, calculated using the least
squares method are in good agreement with the mea-
surements obtained with the Kistler dynamometer.
This observation is valid for cutting tests with rotation
speeds of 10000, 11000 and 14 000 rpm. As has been
emphasized earlier, the accuracy of the least squares
method compared to the other methods comes from
the higher number of rotor dofs used to rebuild the
cutting forces. It also seems that the bandwidth of the
Kistler dynamometer is too low to detect the secondary
oscillations, which appears at four times the tooth
passing frequency, recorded by the indirect method
(f= 1290 Hz). The two curves exhibit the same tend-
ency, but the amplitudes of the secondary oscillations
recorded by the Kistler dynamometer are less pro-
nounced.

4.2. The case of unstable milling

For milling tests with a speed of rotation of 12 000
rpm (200 Hz) and 13000 rpm (216.7 Hz), chatter
regenerative vibrations distort the measured signal of
cutting forces. The Kistler dynamometer measurements
are very different from the cutting force calculated
using the least squares method as shown in Fig. 9, and
both measuring methods give incorrect results.

Spectral arrays of frequencies which are not multi-
ples of the tooth passing frequency appear on FFTs of
cutting force signals as shown in Fig. 10. An array at
the frequency of the first flexural mode (1050 Hz)
always appears when the milling operation becomes
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unstable. It seems that the Kistler dynamometer failed
to detect vibrations of frequency greater than 1500 Hz.

Regenerative chatter makes the Kistler dynamometer
vibrate, and the influence of dynamic vibrations dom-
inates the signal of the chip forming force due to
cutting.

For the magnetic-bearings-based method, transfer
functions between magnetic bearing and tool are mea-
sured using an impact hammer without rotation of the
rotor. When milling, gyroscopic effects modify transfer
functions around flexural modes of the rotor. More-
over, regenerative chatter creates spectral arrays of
high amplitude at frequencies that are close to the flex-
ural modes of the rotor. Consequently, reaction forces
applied to the rotor by magnetic bearings are not prop-
erly transferred at the end of the tool to give cutting
forces. Transfer functions are actually incorrect at fre-
quencies close to the flexural modes of the rotor, where
spectral arrays of high amplitude appear due to regen-
erative chatter vibrations.

5. Conclusions

The experimental results presented above show the
degree of accuracy of our cutting force measurement
method for milling tests under stable conditions. The
cutting forces measured with the Kistler four-compo-
nent dynamometer are similar to the ones calculated
from the command voltages of magnetic bearings. This
method avoids limitations of direct cutting force mea-
surements with the piezoelectric dynamometers. They
are mainly the size of work pieces, which should not
exceed the size of the dynamometer cover plate, and
the relatively low bandwidth of the dynamometer
(about 650 Hz). Moreover, the method presented
allows cutting force measurements up to 4 kHz, which

is 20 times the widest bandwidth of other methods that
can be found in literature [6] for the case of high-speed
milling. Finally, this indirect method of cutting force
determination provides a useful way to estimate tool
wear and monitor product quality in machining on-
line. However, gyroscopic effects of the rotor motion
limit the use of the current version of this method to
stable conditions. In a forthcoming paper [7], a semi-
analytical approach allowing the indirect determination
of cutting forces, including the Coriolis effect, will be
presented.
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INDIRECT MEASUREMENT OF DYNAMIC CUTTING FORCES
MESURE INDIRECTE DES EFFORTS DYNAMIQUES DE COUPE

Sébastien Auchet *, Pierre Chevrier , Paul Lipinski

Laboratoire de Physique et Mécanique des Matériaux, Ecole Nationale d’Ingénieurs de Metz -CEPGYV,
lle du Saulcy, 57045 Metz, France

Summary: Milling tests have been performed on 5-axis machine fitted out with an electro-spindle with active magnetic
bearings (AMB). These bearings are not affected by friction and wear. An experimental approach has been developed to
determine the cutting forces in function of the measured control voltages of the milling spindle’s magnetic bearings. The
spindle is treated as a “black box”, where the transfer functions linking the unknown cutting forces with control voltages are
established experimentally. The validity of the cutting force calculation method was firstly established for slotting [1] and
extend to the case of peripheral milling operation [2]. This indirect method of cutting force determination provides a useful
way to estimate tool wear and monitor on-line product quality in high-speed milling.

The aim of this paper is to describe dynamic components of cutting forces in the case of slotting and peripheral milling
operation. Moreover, a comparison between cutting forces measurements obtained by using a Kistler dynamometer and from
analysis of AMB, command voltage underlines the less of accuracy on cutting forces measurements of Kistler dynamometer
9225B in high speed machining.

However, gyroscopic effects of the rotor motion limit the use of this method for instable conditions. Transfer functions
between magnetic bearing and tool are measured using an impact hammer without rotation of the rotor. When milling,
gyroscopic effects modify transfer functions around flexural modes of the rotor. Moreover, regenerative chatter creates spectral
arrays of high amplitude at frequencies that are close to the flexural modes of the rotor. Consequently, reaction forces applied
to the rotor by magnetic bearings are not properly transferred at the end of the tool to give cutting forces. Transfer functions are
actually incorrect at frequencies close to the flexural modes of the rotor, where spectral arrays of high amplitude appear due to
regenerative chatter vibrations.

Résumé: Des essais de fraisage ont été réalisés sur une machine 5 axes équipée d’une broche a paliers magnétiques actifs. Ces
paliers ne sont pas sensible au phénomeéne d’usure. Une démarche expérimentale a été développé en vue de déterminer les
efforts de coupe a partir de la mesure des tensions de commande des paliers magnétiques. L’électrobroche est traitée comme
une boite noire, dont les fonctions de transferts qui lient les efforts de coupe aux tensions de commandes sont obtenus
expérimentalement. La validité de la méthode a d’abord été validé dans le cas d’essais de rainurage puis étendue au cas du
contournage. Cette méthode indirecte de mesure des efforts de coupe fournit un excellent outil pour estimer 1’usure de 1’outil et
réaliser du monitoring du process de coupe en production.

L’objectif de ce papier est de décrire les composantes dynamiques des efforts de coupe dans le cas du rainuarge et du
contournage. D’autre part, une comparaison entre les efforts de coupe mesurées par la platine Kistler et mesurée par la nouvelle
méthode montre une meilleure précision de cette derniére. Cependant, la présence d’effets gyroscopique limite 1’utilisation de
la méthode dans le cas de la coupe instable pour le moment. Les fonctions de transfert sont mesurées avec un marteau d’impact
pour un rotor a I’arrét. En rotation, ces fonctions de transferts sont modifiées par les effets gyroscopiques autour des modes de
flexion du rotor. De plus la coupe régénérative créée un spectre de raies de grande amplitude & des fréquences proches des
modes de flexion du rotor. Aussi les forces de réaction des paliers ne sont pas en bonne relation avec les efforts en bout d’outil.
Dans la suite, il est donc nécessaire de déterminer ces fonctions de transferts en rotation.

CUTTING FORCES MEASUREMENT METHODS

The use of high-speed milling allows an increase of productivity by reducing the machining time, but additional
tool costs reduce economic gains of this technology. The tool wear decreases with decreasing cutting forces,
which are, moreover, the most important indicator of machining state and quality. Consequently, many methods of
measuring cutting forces have been developed. Principal investigations have been focused on in-process force
measurement systems because knowing cutting forces allows to reduce tool wear, to control continuously quality
of the milling operation and to detect tool breakage.

The most frequently used sensor is the piezoelectric dynamometer that provides the accurate measurement of
cutting forces. However, the use of this method is limited by the dynamic responses of the sensor, each
dynamometer being characterized by its bandwidth. Recently, Lapoujoulade et al. [3] and [4] and Tounsi and Otho
[5] have proposed an accelerometer-based method to compensate signal distortions of piezoelectric dynamometer
due to its self-dynamic behaviour. Their method allows the measurement of dynamic cutting forces, such as high
speed milling forces, with a high frequency bandwidth up to 5 kHz. However, this device is expensive and the size
of work pieces, on which it is possible to measure cutting forces during machining, is limited by the size of the
dynamometer cover plate, typically of a few hundred millimeters. To avoid these limitations, indirect cutting force
measurement methods have been developed [6], [7], [8], and [9]. However, the relatively low bandwidth of these
sensors limits the use of all indirect cutting force measurements that can be found in literature to the case of low -
speed milling.
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In this paper, a new method exploiting command voltages of the magnetic bearing of the S2M’s spindle is
proposed. A short description of S2M’s spindle is presented in the next paragraph. Then, force measurement
method based on the command voltages analysis is exposed. In the last part of this paper, a comparison with
measurements obtained using a Kistler dynamometer for full and partial immersion milling operations underlines
limitations of piezoelectric based sensors.

DESCRIPTION OF THE MILLING SPINDLE

This spindle is composed of two radial active magnetic bearings, AMB 1 and AMB 2, and one axial AMB 3, (Fig.
1a).The milling tool (4) is fixed at the rotor by the way of the tool holder (5). A part of the length of the spindle’s
rotor forms the rotor of the drives motor (6).

A magnetic bearing is composed of two pairs of electromagnets exerting radial forces on the shaft and maintaining
it in equilibrium position, as shown in Figure 1.b. The design of this magnetic bearing introduces two main
orthogonal directions defined by axes V and W. Forces applied to the shaft by the magnet are proportional to the
coils’ current, which can be modulated.

AMB 3

electromagnet

ar gap

Fig. 1 :a-view of the milling spindle developed by S2M, b - main axes of a magnetic bearing

This specificity is used to maintain the shaft’s rotation axis at the centre of the bearing in reacting to any load
variation such as external disturbance forces or mass unbalance of the rotor. Position sensors measure the shaft
displacement. When a position error is detected, the control loop system modulates the current in each coil to vary
the force of the electromagnets in order to bring back the rotor to the required central position. Each pair of
electromagnets is controlled independently.

As explained previously, axis V and axis W are the two main perpendicular directions of magnetic bearings.
Radial cutting forces are commonly decomposed according to the coordinate system of the milling machine (X
and Y axes), which are different from the AMB’s V-W axes. For the studied spindle, the X-axis of the milling
machine was rotatively positioned 150° from the V-axis of the electro-magnetic bearings.

LY S

,-?L. * mi ‘s’”h)

wy 2 iy v\
A

axis X +

Fig. 2 : systems of axes of the AMB (V-W) and of the milling machine (X-Y)
CUTTING FORCE MEASUREMENTS FROM COMMAND VOLTAGES OF THE AMB

The milling force components F, and F, are the input quantities denoted E; and E,. The four command voltages of
the electromagnets constitute the output quantities denoted S;, S, S; and S,. They constitute six degrees of freedom
of the “black box”. Eight complex transfer functions have to be determined linking each input parameter with four
outputs.



Measurement of command voltages of AMB’s

Command voltage Sy, S,, S5, and S, are measured during the milling operation. S; indicates the command voltage
of the electromagnet that causes forces on the rotor in dofi., (i=1 to 4). When a position error of the shaft is
detected, the control loop system modulates the command voltage in the range -10 < U < 10 V. Depending on the
sign of the command voltage, only one electromagnet in each pair of electromagnets varies its attraction force
applied to the shaft in order to bring back the rotor to the required position. Figures 4, 6 and 8 illustrates the
evolution of the command voltage S, during a typical milling operations. Command voltages are measured in the
temporal domain by using an eight channels spectral analyzer Pimento developed by LMS. The sampling
frequency is 10 kHz and the total measurement time is 4 seconds. The Fast Fourier Transform (FFT) is applied
using a Mathematica’s notebook to the four signals S;(t) to Sy(t), where t represents the time. S;(jo), Sy(jo), S;(jw)
and S,(jw) are the frequential spectra obtained, where o indicates a frequency in Hertz.

Transfer functions magnetic bearings - tool :

To determine the cutting force components from the command voltages, two impulse loadings were applied to the
tool extremity in X and Y directions, successively. For each impulse, denoted respectively E(t) and E,(t), four
responses S;(t) to Sy(t) were measured. Impulses and responses are measured in the temporal domain by using the
eight channels’ analyzer Pimento and transformed to the spectral space using one of the Mathematica Fast Fourier
Transform techniques. Eight complex transfer functions are determined in this way. These functions are defined
by the expression :

H, (jo) = >42) 1)
' E,(jo)

where i=] to 4 indicates one of the fourth output parameters of the rotor and j = /, 2 points to one of the two
input degrees of freedom of the tool. So, the functions H;;(jo), H;(jo), H;(jo), Hy(jo) are obtained
simultaneously by measuring command voltages variations (S; to S, in Volts) due to impulses applied at the end
of the tool by an impact hammer in the X direction (E; in N). Impulses at the end of the tool in the Y direction (E,
in N) are used to determine experimentally the functions H;;(jo), Hxn(jo), Hi(jo), Hix(jo). A typical transfer
function is presented in figure 3.
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Fig. 3 transfer function H,, (amplitude and phase)
Determination of cutting forces from electromagnets command voltages
In this section, method of calculation of cutting forces, combining the eight transfer functions of the two bearings,

is presented. As mentioned earlier, the complex transfer functions link command voltages to cutting forces.
Consequently, the expression relating two inputs and four outputs parameters can be written:

Sy H, H,

S, — H, Hy [E|] )
S5 H, Hy; |\E

S, H, H

4 42

To circumvent the difficulty consisting in the inversion of a rectangular matrix, the least square method applied to
the system of complex functions should be used, as exposed in [1]. In our case, the solution of Eq. (2) gives the

cutting forces | and E, :



a= HlIHll +H2]H21 +H31H3l +H4IH41

P _de—-bf b=H,H,+H,Hy,+Hy,H,+H,H,
' ad-be where cansz+H21H22+H31H32+H41H42 @)
af —ce =i = == ——
E, = d=H,H,+H,H,+H,H, +H,H,

ad - be — - i -
e=H,S, +H,S, +H,S;, +H,S,

f=H12S1 +H22S2 +H32S3 +H42S4

where the conjugate term of the complex function /1, is written H, .

The cutting force E,(t) and Ey(t) are obtained by applying an inverse FFT to functions E,(j) and E,(j®) and by
dividing temporal signals by the window of Hanning.

EXPERIMENTAL RESULTS

The aim of this paper is to determine dynamic components of cutting forces in the case of slotting and peripheral
milling operation. Moreover, a comparison between cutting forces measurements obtained by using a Kistler
dynamometer and from analysis of AMB command voltage underlines the less accuracy on cutting force
measurements by Kistler dynamometer 92225B in high speed machining. All measurements presented in this
section have been repeated three times to verify their consistency, and very close values have been obtained.

Cutting force measurements for slotting and peripheral milling under stable conditions

The validity of the above cutting force calculation method was firstly established for slotting [1] and extend to the
case of peripheral milling operation [2] up to an excitation frequency of 4 KHz, which is twenty times the widest
bandwidth of others methods that can be found in literature [9]. Two flute cylindrical tools have been used to
machine slots and peripheral milling operations in aluminum AU4G. Command voltage S;, S,, S;, and S, are
measured during the milling operations. Typical measurement of S, is represented during full immersion milling
with a 32 mm diameter tool (Fig. 4) and during peripheral milling with a tool of ® =40 mm (Fig. 5).

8
Milling Oparaton Start Miliing Operation Finish

~ [+
TR

Command Voltage S1 [V]
N

Command Voltage S1 [V]
N

| f {11!
0 o Vi ‘l,‘: “‘ \"- | l‘l"‘ --I; ‘\‘ ‘MJ—I
2 ak 2 oYy o \ U Vv
a) * o o .. b -:230 1.240 1.250 1.260 1.270
0.25 0.75 1.25 1.75 2.25 : : ) : )
Time [s) Time [s]

Fig. 4 : full immersion milling S, (cutting conditions : Fr = 0.36 mm/tooth, d.o.c. = 4 mm,
w=14 000 rpm) a) before, during and after milling, b) during the milling operation
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Fig. 5 : peripheral milling (cutting conditions : Fr = 0.5 mm/tooth, d.o.c. = 3 mm,
adoc = 10 mm, w=10 000 rpm) a) before, during and afier milling, b) during the milling operation

The analysis of FFT of command voltage measurements shows clearly dynamic characteristics of each type of
milling operation. On each spectrum of the command voltage S, for a slot operation, three spectral arrays appear
as shown in Figure 6.a : the first one corresponds to the shaft rotation frequency (166.7 Hz), the second to the
tooth passing frequency (333.3 Hz), and the last appears at twice the tooth passing frequency (666.7 Hz). For a
peripheral milling operation, the array at the shaft rotation frequency and the tooth passing frequency appear, as in
the case of a full immersion operation, but seven harmonic rays at the tooth passing frequency are also present, as
shown on figure 6.b. The high number of harmonic rays in the case of peripheral milling can be explained by the
discontinuity of the cutting force functions caused by nil chip thickness when the cutting edge goes out from
workpiece during up milling and come in workpiece for down milling.
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Fig. 6 : spectrum of command voltage S,
a) full immersion milling, b) peripheral milling

The forces of machining calculated from command voltages of the magnetic bearing measurements have been
compared with those given by the Kistler 4-components dynamometer for the each cutting test. For the slot
operation, see Figure 7.a, both Fx and Fy cutting forces calculated using the least square method are in good
agreement with measurements obtained with the Kistler dynamometer.

But, it seems that the bandwidth of the Kistler dynamometer is too low to detect the secondary oscillations, which
appear at four times the tooth passing frequency, recorded by the indirect method (f = 1290 Hz). The two curves
exhibit the same tendency but the amplitudes of the secondary oscillations recorded by the Kistler dynamometer
are less pronounced.

1500
1300 -

—W
— Fy using AMB command voltage analysis
— =Fy using Kistler dynamometer

Cutting Forces Fy [N]
w
8

a) -500
0.385 0.397 0.399 0.401 0.403 0.405
Time [s]
1000
800 4 — Fy using AMB command voltage analysis
600 - — ~Fy using Kistier dynamometer

———

l::
<o
K

r~

Cutting Forces Fy [N]

0.395 0.397 0.399 0.401 0.403 0.405
Time [s]
Fig. 7 : comparison between cutting force Fy calculated from command voltages of magnetic bearings
measurements and Fy measured with the Kistler 4-components dynamometer
a) full immersion milling, b) peripheral milling

However, Fx and Fy cutting forces measured for the peripheral operation with the Kistler dynamometer are very
different from those calculated using AMB command voltage analysis, as shown Figure 7.b. In fact, harmonic rays
of the ray at the tooth passing frequency are not detected the Kistler dynamometer. High frequency excitations
make vibrating the Kistler dynamometer. It measures its own vibrations and not the cutting forces anymore.

Case of unstable milling
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For full immersion milling tests with a speed of rotation of 12 000 rpm (200 Hz) and 13 000 rpm (216.7 Hz),
chatter regenerative vibrations distort the measured signal of cutting forces. The Kistler dynamometer
measurements are very different from the cutting force calculated using the least square method as shown in figure
8, and both measuring methods give incorrect results.
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Fig. 8 : cutting force measuremenits distorted by regenerative vibrations

Spectral rays of frequency which are not a multiple of the tooth passing frequency appears on FFT of cutting force
signals as shown in Figure 9. A ray at the frequency of first flexural mode (1050 Hz) always appears when the
milling operation becomes unstable. It seems that the Kistler dynamometer failed to detect vibrations of frequency
greater than 1500 Hz.
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Fig. 9  :spectral array of cutting force Fy during unstable milling

a- Fy calculated from command voltages of magnetic bearings measurements
b-  Fy measured with the Kistler 4-components dynamometer

Regenerative chatter inducess the Kistler dynamometer vibrations and the influence of dynamic vibrations
dominates the signal of chip forming force due to cutting.

For the magnetic bearings based method, transfer functions between magnetic bearing and tool were measured
using an impact hammer without rotation of the rotor. When milling, gyroscopic effects modify transfer functions
around flexural modes of the rotor. Moreover, regenerative chatter creates spectral arrays of high amplitude at
frequencies that are close to the flexural modes of the rotor. Consequently, reaction forces applied to the rotor by
magnetic bearings are not properly transferred at the end of the tool to give cutting forces. Transfer functions are
actually incorrect at frequencies close to the flexural modes of the rotor i.e.where spectral arrays of high amplitude
appear due to regenerative chatter vibrations.

CONCLUSIONS

The experimental results presented above show that dynamic components of cutting forces in the case of slotting are
different from those of peripheral milling operation. On the FFT of cuiting forces measurement for peripheral milling
operation, the array at the shaft rotation frequency and the one at the tooth passing frequency appear, as in the case of a full
immersion operation, but equally seven significant harmonic rays of the ray at the tooth passing frequency when only one
harmonic ray appears for the slotting case. The high number of harmonic rays in the case of peripheral milling can be explained
by the discontinuity of the cutting forces functions caused by nonzero thickness of the chip when the cutting edge come out
workpiece the up milling and come in workpiece for down milling.

Moreover, a comparison between cutting force measurements obtained by using a Kistler dynamometer and from analysis of
AMB command voltage underlines the less accuracy on cutting forces measurements of Kistler dynamometer 9225B. The low
bandwidth of the Kistler dynamometer (about 650 Hz) limits the use of this sensor in the case of high-speed milling, becanse
significant excitation frequency is two times and seven times the tooth passing frequency respectively in the case of slotting
and peripheral milling.

However, gyroscopic effects of the rotor motion limit the use of the current version of this method to stable conditions. A semi
analytical approach allowing the indirect determination of cutting forces including the Coriolis effect is in development.
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Résumé :

Cette étude a pour objectif de présenter une méthode de mesure indirecte de la puissance de coupe pour une
opération de contournage. Nous avons effectué une série d’essais sur une fraiseuse 5 axes Gambin 120CR
équipée d’une broche a paliers magnétiques SMB30 développée par la société S2M, broche de 70 kW de
puissance, tournant a 35000 tr/min. L originalité de notre travail porte sur la technique de mesure des efforts de
coupe a partir de la mesure des courants de commande des deux paliers magnétiques de la broche. Cette
méthode permet d’effectuer des mesures d’efforts au-dela de la plage de bon fonctionnement de la platine
Kistler. Ces essais nous ont permis de valider notre méthode de mesure des efforts de coupe pour des
paramétres outils variés (rayon de bec, diamétre, nombre de dents) et pour des conditions de coupe différentes
(vitesse de coupe, vitesse d’avance, engagement axial et profondeur de passe), lors d’une opération de
contournage en fraisage a grande vitesse. Pour chaque essai, nous trouvons un bon accord entre la puissance
calculée a partir des mesures des efforts de coupe et la puissance consommée par le moteur de la broche.

Mots clés : efforts de coupe, mesure, paliers magnétiques

Introduction

Y

En usinage a grande vitesse, la connaissance des efforts de coupe est capitale pour
caractériser la qualit¢ de 1’usinage et se fait généralement a ’aide des dynamométres
pi€zoélectriques de la platine Kistler. Pour les vitesses élevées fournies par les nouvelles
broches dédiées a I’'UGV, cette méthode de mesure ne peut pas étre utilisée et il faut créer et
développer de nouvelles techniques de mesure permettant d’accéder & ces domaines de
fréquences élevées.

En usinant avec la broche & paliers magnétiques SMB30 développée par S2M, tournant &
35000 tours par minute, soit & une fréquence de rotation de la broche de 600 Hertz, nous
avons développé une méthode permettant de déterminer les efforts de coupe a partir du
traitement des efforts appliqués au rotor par les électroaimants des paliers magnétiques.

Apres avoir rappelé€ le principe et les limites de la mesure d’efforts effectuée a I’aide de la
platine Kistler, nous décrivons notre méthode de détermination des efforts de coupe a partir
des mesures d’efforts au niveau des paliers magnétiques de la broche. Nous avons effectué
une série d’essais pour valider notre méthode, en comparant la puissance de coupe calculée a
partir de nos mesures d’efforts, 4 la puissance consommée par le moteur de la broche de
fraisage.
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1 Mesure d’efforts en UGV

La platine Kistler & dynamometres piézoélectriques est traditionnellement utilisée pour
effectuer les mesures d’efforts de coupe. Cependant son utilisation reste peu pratique car il
faut fixer les pieces sur la platine, ce qui limite la taille des piéces qu’il est possible d’usiner
et oblige a prévoir des points de fixation pour les piéces de dimension acceptable. De plus, le
comportement dynamique de la platine et des éléments de bridage de la piéce introduit des
distorsions au niveau des signaux mesurés. La méthode de compensation accélérométrique a
¢té utilisée pour améliorer la qualité des mesures d’efforts [1], [2] et [3]. La premiére
fréquence de résonance des platines Kistler reste faible par rapport aux fréquences
d’excitations mesurées en usinage a grande vitesse. Pour une platine Kistler 9255B, par
exemple, la plage d’utilisation est limitée a une fréquence d’excitation de 650 Hz car la
premiére fréquence de résonance est proche de 2 kHz. Les fréquences d’excitation des essais
réalisés au cours de notre série de mesures se situent entre 730 Hz et 1500 Hz, ce qui dépasse
les capacités de la platine Kistler. Dans ce cas, la compensation accélérométrique ne suffit
plus a filtrer les signaux mesurés a I’aide de la platine. C’est pourquoi, nous avons développé
une méthode originale, permettant de mesurer les efforts de coupe en utilisant les
informations fournies par les paliers magnétiques de la broche d’usinage.

2 Labroche de fraisage a grande vitesse a paliers magnétiques actifs

2.1 Principe de fonctionnement

Le palier magnétique est composé de deux paires d’électroaimants qui appliquent des
efforts uniaxiaux au rotor. L’effort, proportionnel au courant circulant dans les bobines
€lectriques, peut étre modulé. C’est cette particularité des paliers magnétiques qui, en
réagissant immédiatement a toutes les modifications de chargement du rotor, comme par
exemple les efforts intermittents de coupe en bout d’outil ou le balourd du rotor, est utilisée
pour maintenir I’axe de rotation de 1’arbre dans sa position centrale.

Le déplacement du rotor est mesuré par des capteurs de position. Lorsqu’une erreur de
position est détectée par les capteurs, la boucle de contréle module le courant dans chaque
bobine pour faire varier I’effort appliqué par les électroaimants sur le rotor afin de le replacer
dans sa position de repos (figure 1).

power amplifiers

current \'
increase

reference
signal processor

=1

error

Fig. 1 : boucle de rétroaction d’un palier magnétique actif

2
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2.2 Description de la broche

La broche SMB30 peut développer jusqu’a 70 kW de puissance en tournant a 35000
tr/min. Elle se compose de deux paliers magnétiques actifs radiaux (PMA 1 et PMA 2) et d’un
palier magnétique axial (PMA 3).

PMA 3

6 PMA 2

Fig. 2 : schéma de la broche d’usinage a grande vitesse développée par S2M

L’outil (réf. 4) est fretté dans le porte outil qui est maintenu au rotor par le serreur d’outil
OTT (réf. 5). Le moteur entrainant la broche en rotation est situé entre les deux PMA axiaux
(réf. 6).

2.3 Méthode de mesure indirecte des efforts de coupe

Nous avons développé une méthode permettant de déterminer les efforts de coupe a partir
du traitement des efforts appliqués au rotor par les électroaimants des paliers magnétiques
actifs radiaux (PMA) de la broche. Les efforts de coupe sont déterminés a partir des efforts
mesurés au niveau des paliers magnétiques en utilisant des fonctions de transfert entre les
paliers magnétiques de la broche et le bout de 1’outil. Les fonctions de transfert utilisées sont
mesurées lorsque la broche n’est pas en rotation. Ces fonctions sont également valables
lorsque la broche est en rotation en dehors des fréquences proches des modes de flexion de
I’ensemble rotor/porte-outil/outil. Au voisinage de ces fréquences, les effets gyroscopiques
sont a I’origine du phénomeéne de dédoublement des modes, ce qui modifie la fonction de
transfert. Ainsi, notre méthode de mesure des efforts de coupe n’est valable que si aucune
fréquence n’excite les modes de flexion du rotor au cours de I’usinage. En particulier, elle ne
peut donc pas €tre utilisée lors de I’apparition du phénoméne de broutage régénératif.
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3 Description de la campagne d’essais

3.1 Les parameétres étudiés

Nos essais doivent permettre de tester si la méthode de mesure des efforts de coupe est
valable pour des paramétres outils variés (rayon de bec, diamétre, nombre de dents) et des
conditions de coupe différentes (vitesse de coupe, vitesse d’avance, engagement axial et
profondeur de passe), lors d’une opération de contournage en concordance. Les usinages ont
été réalisés sur une fraiseuse 5 axes Gambin 120CR équipée d’une broche a paliers
magnétiques SMB30 développée par la société S2M. Chaque essai de contournage a été
réalis€¢ avec des outils a plaquettes de la marque CERATIZIT. Les caractéristiques de ces
outils sont présentées dans le tableau 1.

Référence outil Nombre Diamétre | Longeur au dela du
dents {mm) céne HSK (mm)
MHPC 32R02-19 2 32 75
MHPC 32R 03 -19 3 32 75
MHPC 40 R 02 - 19 2 32 75
MHPC 40 R 03 - 19 3 32 75
Référence plaquettes L?:‘g::)u J Ep(a"i‘sr:;aur Rayon de bec (mm)
e | 1 | 4 z
el I I

Tableau 1 :  caractéristiques des outils et des plaquettes utilisées lors des essais

Les valeurs des différents paramétres outil et les différents paramétres de coupe sont
présentées dans le tableau 2.

Rayon de bec 0.4 2
(mm)
Diameétre 32 40
(mm)
Nombre dents 2 3
Vc (m/min) 2199 3016
Fz (mm/dent) 0.07 0.18
Ae (mm) 9 27
Ap (mm) 3 5 7 9

Tableau 2 :  valeurs des différents parametres étudiés lors de la série d’essai
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Nous avons veillé a ce que le montage de buses de microlubrification rigides permette de
maintenir le paramétre lubrification identique pour chaque essai. Les deux engagements
choisis de 9 mm et 27 mm correspondent respectivement a, environ, un quart et trois quart du
diamétre de I’outil en prise avec la matiére. Les usinages sont effectués dans de I’AU4G

3.2 Les grandeurs étudiées

Pour vérifier la qualité de I’usinage, nous avons mesuré la rugosité en fond et en flanc
avec le profilométre Mahr de modéle « Perthométre BK ». Nous avons ensuite comparé la
puissance spécifique de coupe mesurée a partir des efforts de coupe, a la puissance
consommée par le moteur. Nous cherchons par ce biais a valider la mesure des efforts de
coupe dans le domaine de fréquence compris entre 730 Hz et 1500 Hz, ce qui est ’objectif
principal de notre étude. La puissance consommée par le moteur comprend la puissance de
coupe mais également la puissance dissipée par les frottements hydrodynamiques. Pour
déterminer la puissance de coupe, nous avons tout d’abord déterminé les efforts en bout

d’outil F| et F, a partir de la mesure des courants de commande des paliers magnétiques de

la broche. Pour une rotation & de I’outil par rapport a la direction d’avance, 1’effort tangentiel
instantané de coupe F; en concordance est :

Fr = cos(9) Fx —sin(9) F, 1)
Le couple moyen pour une fraise a N dents s’écrit :
_ l fim
C 7 Fr Rdp @)

avec : R - le rayon de I’ outil,
0 ™ - I’angle d’immersion
La puissance moyenne de coupe pour une fréquence de rotation de la broche @ est :

2=l m 3)
3.3 KEssais réalisés

Les douze configurations de paramétres choisis sont présentées dans le tableau 3.

No | Rayon de . Fz Nombre | Diamétre .
essai be: {mm) Apimmly Ve (mimin) (mm/dent) £ (mm} dents (mm) RL{rmin)
1 0.4 3 2199 0.07 9 2 32 21875
2 04 3 3016 0.18 27 3 40 30000
3 0.4 5 2199 0.07 9 2 40 21875
4 04 5 3016 0.18 27 3 32 30000
5 0.4 7 2199 0.07 27 3 32 21875
6 0.4 9 2199 0.07 27 3 40 21875
7 2 3 3016 0.07 27 2 40 30000
8 2 5 3016 0.07 27 2 32 30000
9 2 7 2199 0.18 27 2 32 21875
10 2 7 3016 0.07 9 3 40 30000
1" 2 9 2199 0.18 27 2 40 21875
12 2 9 3016 0.07 9 3 32 30000

Tableau 3 :  Essais réalisés
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Afin de consolider les résultats, trois usinages sont réalisés pour chaque configuration.

4 Résultats — discussion

4.1 Etude de la rugosité moyenne de fond et de flanc

Les valeurs de la rugosité en fond et en flanc sont représentées dans le tableau ci-dessous
(Tab. 4). Les faibles valeurs de Ra montrent la qualité de 1’état de surface de nos usinages. On
peut aussi constater que, pour chaque configuration, les résultats du Ra de flanc et du Ra de
fond des trois essais sont trés proches, ce qui montre la cohérence et la reproductibilité de nos
résultats.

Ra flanc Ra fond
No essai| Usinage 1 | Usinage 2 | Usinage 3 | Usinage 1 | Usinage 2 | Usinage 3
1 0.15 0.17 0.13 0.16 0.17 0.16
2 0.35 0.41 0.37 0.84 0.95 0.77
3 0.14 0.18 0.18 0.15 0.16 0.12
4 1.05 0.91 0.98 0.65 0.53 0.65
5 0.71 0.58 0.82 0.42 0.43 0.56
6 0.53 0.57 0.71 0.4 0.52 0.57
7 0.13 0.11 0.15 0.22 0.42 0.29
8 0.67 0.58 0.66 0.47 0.29 0.38
9 0.35 0.39 0.33 0.47 0.39 0.55
10 0.14 0.12 0.12 0.34 0.25 0.34
1 0.25 0.21 0.27 0.59 0.88 0.8
12 0.25 0.2 0.15 0.26 0.25 0.31
Tableau 4 :  Mesures de rugosité

4.2 Comparaison entre la puissance consommée par le moteur et la puissance de coupe

Les efforts de coupe des configurations d‘essai 5 et 6 n’ont pas pu étre déterminées par
notre méthode de mesure décrite au paragraphe 2.3, car le premier mode de flexion de
I’ensemble rotor/porte-rotor/outil a été excité pour ces usinages.

Lorsque la broche, en rotation a 30 000 tr/min, n’usine pas, la puissance consommée par
le moteur de la broche est comprise entre 1 et 2 kW. Cette puissance est consommée par les
pertes dues aux frottements hydrostatiques, ce qui correspond a la différence constatée entre
les deux puissances comparées dans le tableau 5. Dans ces conditions, nous pouvons voir sur
le tableau 5, ’excellent accord entre les valeurs de la puissance que nous avons calculée a
partir des efforts de coupe et la puissance consommée par le moteur.
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Puissance calculée a partir des Puissance consommeée par le
efforts de coupe (en Watts) moteur (en Watts)
N° Usinage 1 | Usinage 2 | Usinage 3 | Usinage 1 | Usinage 2 | Usinage 3
1 1404 1542 1819 1727 1727 1727
2 20 231 19 878 20 430 21714 21720 20 800
3 1575 1883 1905 1727 1727 2015
4 32122 31270 32 309 35532 33 558 35 532
7 7 078 7 447 7192 6 316 5132 6 317
8 7 308 7 325 8§ 019 9 870 9 080 9430
9 23 797 23718 23 552 24 326 24 469 24181
10 7 070 7708 6 950 7 896 6 317 7 106
11 30 806 31 654 30 155 32 136 32 242 33129
12 8 100 9 048 8 302 7 896 9 080 9 475
Tableau 5 : Comparaison entre la puissance calculée a partir des efforts de coupe et

la puissance consommée par le moteur

La comparaison entre la puissance consommeée par le moteur et la puissance de coupe
permet de valider notre méthode de mesure de l’effort de coupe dans un domaine de
fréquence qui ne permet pas une comparaison avec une platine Kistler.

Conclusion

Dans ce travail, nous avons mis au point une méthode originale de calcul des efforts de
coupe a partir de la mesure des forces appliquées au rotor par les électroaimants des PMA de
la broche. Les efforts de coupe sont déterminés a partir des efforts mesurés au niveau des
paliers magnétiques en utilisant des fonctions de transfert entre les paliers magnétiques de la
broche et le bout de I’outil.

Les fréquences d’excitation des usinages réalisés au cours de notre série d’essais, entre
730 Hz et 1500 Hz, se situent au dela de la bande de fréquence de fonctionnement de la
platine Kistler. Nous avons validé notre méthode de mesure des efforts dans ce domaine de
fréquence en comparant la puissance de coupe calculée a partir de la mesure des efforts de
coupe a la puissance consommée par le moteur.

Nous avons montré qu’actuellement notre méthode de mesure n’est valable que si aucune
fréquence n’excite les modes de flexion du rotor au cours de I’usinage. La prise en compte du
dédoublement de mode induit par les effets gyroscopiques dans les fonctions de transfert entre
les efforts au niveau des paliers et les efforts de coupe devrait permettre d’étendre notre
méthode de mesure aux usinages présentant le phénomene de broutage régénératif.
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