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Les simulations numériques de mise en forme des t6les minces prennent
de plus en plus d'importance dans la phase de conception et de
transformation en produits finis. Ces simulations sont souvent pénalisées
par une description trop sommaire du comportement plastique, et en
particulier de l'anisotropie des toles laminées.

Le but du présent travail consiste & analyser l'influence des parametres
décrivant le comportement plastique du matériau sur le mode de
déformation des tbles embouties. A cette fin, nous avons implanté un
mod@le de plasticité orthotrope rendant mieux compte des surfaces de
charge expérimentales dans des calculs d'emboutissage. Ces calculs ont été
effectués a 'aide de méthodes semi-analytiques de différences finies et
aussi par éléments finis utilisant le code de calcul numérique
ABAQUS/STANDARD.

L'objectif général est d'obtenir une meilleure prévision des efforts et de
la répartition des déformations lors des procédés de formage tels que
'emboutissage profond. Les essais de gonflement hydraulique et de
poingonnement hémisphérique, qui sont les plus utilisés pour caractériser
le comportement des toles dans le domaine de l'expansion, sont également
simulés dans cette étude.

Enfin les résultats numériques sont comparés a des résultats
expérimentaux de la bibliographie. Ceci nous permet de préciser
l'importance de la forme de la surface de charge sur I'évolution de la
pression de formage dans le cas du gonflement hydraulique, la
distribution de déformations radiales dans le cas du poingonnement
hémisphérique et enfin les cornes d'emboutissages dans le cas de I'essai de
coupelle.

Mots clés:
Plasticité Surface de charge Contraintes planes Isotropie
transverse  Anisotropie transverse Module tangent Emboutissage

Cornes d'emboutissage Gonflement hydraulique = Poingonnement.
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Introduction générale 1
INTRODUCTION GENERALE:

Les simulations numériques des procédés de fabrication de produits finis
sont devenues d'un usage courant dans 1'industrie. Les codes de calcul par
éléments finis, grice a la trés forte augmentation de la puissance de calcul
des stations de travail, sont 2 méme de résoudre des problémes a grand
nombre de degrés de liberté dans un temps raisonnable.

En ce qui concerne les procédés de mise en forme par déformation
plastique, les logiciels industriels utilisent des lois de comportement ot la
plasticité est prise en compte a l'aide de modeles classiques simples.
Toutefois dans le cas de l'emboutissage des tdles, les efforts et la
répartition des déformations, ainsi que les instabilités pouvant survenir
dans des zones critiques de la piece, dépendent de fagon tres significative
des parametres rhéologiques du matériau. C'est pourquoi il est important
de bien modéliser le comportement plastique des métaux en grandes
déformations, afin de mieux prévoir le comportement de la structure lors
de la mise en forme. Deux grandes voies de modélisation peuvent étre
envisagées:

- l'une vise a réaliser un passage du microscopique au
macroscopique, en déterminant le comportement macroscopique a partir
des mécanismes élémentaires de déformation et de leur intégration dans
des traitements de changement d'échelle,

- T'autre est de nature phénoménologique et inductive: elle procede
de l'expérimentation macroscopique et de l'identification paramétrique, si
possible, dans un cadre thermodynamique cohérent; cette approche est
basée sur une interprétation qualitative de la physique, mais elle semble
actuellement la seule & déboucher sur une formulation macroscopique
utilisable dans des codes de calcul en préservant des temps de résolution
raisonnables. C'est cette approche phénoménologique qui est utilisée dans
le cadre de ce travail.

Le premier chapitre est consacré a une étude bibliographique des modeles
de comportement plastique et des critéres de plasticité orthotrope des tdles,
incluant un modele récemment proposé par Ferron et coll (1994), qui sera
utilisé dans la suite de cette étude. Les caractéristiques générales du
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comportement observé dans un certain nombre d'essais simples de formage
des toles sont également analysées dans ce chapitre.

Le second chapitre traite de la simulation numérique du formage des tdles
en utilisant la méthode des différences finies. Le gonflement hydraulique
et I'essai de coupelle (ou essai d'emboutissage d'un godet) sont analysés
dans ce cadre. Les mises en équation sont tout d'abord effectuées avec
I'hypothése d'un matériau présentant un comportement a isotropie
transverse. Dans le cas de l'emboutissage d'un godet, une méthode
approchée est proposée pour rendre compte d'un comportement anisotrope

transverse, et des cornes d'emboutissage observées dans cet essai.

Le troisieéme chapitre est consacré a I'étude des procédés de formage par la
méthode des éléments finis. Le code de calcul ABAQUS est utilisé a cette
fin. Nous détaillons la méthode d'intégration plastique et le calcul du
module élastoplastique ou module tangent, qui représentent les
développements analytiques nécessaires pour introduire le modele de
plasticité dans le sous programme utilisateur UMAT prévu a cet effet dans
le code ABAQUS.

Enfin, nous exposons dans le chapitre IV les résultats issus des deux types
de méthodes utilisées, avec pour principal objectif de mettre en évidence
les relations entre comportement rhéologique du matériau et comportement
de la tole emboutie. Les comparaisons des résultats de simulations
effectuées avec le nouveau modele, et ceux trouvés avec les criteres de
Von Mises ou de Hill, servent de base a une discussion de 1'influence de la
forme de la surface de plasticité et a une confrontation avec des résultats
expérimentaux de la littérature. Les comparaisons concernent les efforts
d'emboutissage, la répartition des déformations et les cornes
d'emboutissage dans le cas de 'essai de coupelle.
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Chapitre I

REVUE BIBLIOGRAPHIQUE




Chapitre I_: Revue bibliographique 4

I-1 INTRODUCTION

Nous rappelons dans ce chapitre les concepts généraux servant de base a
la modélisation phénoménologique de la plasticité: surface de charge,
écrouissage, écoulement plastique.

Nous présentons ensuite les différents critéres de plasticité orthotrope
qui, généralement couplés a une hypothése d'écrouissage isotrope, sont
utilisés pour modéliser le comportement plastique des toles.

Nous analysons enfin trois essais particuliers de formage des tles:
gonflement hydraulique, poingonnement hémisphérique, emboutissage
d'un godet. Dans chaque cas, nous mettons en évidence le rble de la
forme de la surface de plasticité sur les prévisions obtenues, tant en ce qui
concerne les efforts, la répartition des déformations que les instabilités
plastiques de type striction.

Nous définissons ainsi 1'objectif central de ce travail, qui consiste a mettre

en relation les caractéristiques rhéologiques du matériau et son
comportement en emboutissage.

I-2 MODELISATION DU COMPORTEMENT
PLASTIQUE

I-2-1 Surface de charge:

La surface de charge ou surface d'écoulement plastique correspond a une
surface délimitant dans l'espace des contraintes la zone des déformations
élastiques. Cette surface évolue quand la déformation plastique a lieu, elle
est donc fonction de 1'état de contrainte et de la plastification. Elle est
généralement exprimée sous la forme f(c;,0,)=0 ob les Gy sont les
composantes du tenseur des contraintes et les o, désignent les variables

internes, dont 1'évolution dépend de I'histoire de chargement plastique.

Pour une surface de charge réguliere admettant une normale extérieure i
définie par:
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) /30,
% = (3f/d0y.0f /9oy ) 2

(I-1)

la condition d'écoulement plastique pour un état de contrainte G et pour
un incrément dG est double, soit:

f(Gij,(xk)= 0 et IlijdGij >0

en charge plastique ot I'incrément de contrainte dG correspond & un
"vecteur sortant” de la surface de charge a l'instant considéré.

Il n'y a pas d'écoulement plastique dans trois situations distinctes:

. si (0,0 ) <0 le matériau présente un comportement élastique;

. si f(0,0,)=0 et nydo; <0 alors d£§=0 (il y a décharge

élastique, et l'incrément de contrainte dG correspond a un vecteur dirigé
vers l'intérieur de la surface de charge);

. si f(0y;,00,)=0 et nydoy =0 alors def =0 (il y a chargement
neutre, et I'incrément de contrainte do correspond & un vecteur tangent a
la surface de charge).

Lorsque d& et fi sont perpendiculaires, on reste sur la surface de charge
neutre: c'est le critére de chargement neutre.

L'évolution de la surface de charge peut étre complexe: dilatation,
translation ou déformation. Si la surface se dilate de fagon homothétique,
1'écrouissage est isotrope. Si elle se translate sans changement de forme ni
de taille I'écrouissage est alors cinématique.

I-2-2 Lois d'écrouissage:

On rend compte de l'écrouissage en complétant le critere de plasticité par
des lois d'évolution portant sur les variables internes ot .
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Une modélisation fréquemment utilisée consiste a exprimer la fonction de
charge f sous la forme:

f(0y,04,p) =F(o,04 ) —R(p) — 0 I-2)

ol p est une mesure scalaire de 1'écrouissage et o est une constante. Sa

valeur dépend de I'histoire du chargement ou du chemin de déformation
plastique. Le scalaire R(p) décrit la taille de la surface de charge, tandis

que F décrit sa forme.

Les modeles de référence d'écrouissage peuvent €tre représentés par
différents schémas d'évolution, on en citera trois:

1-2-2-1 Ecrouissage isotrope:

L'écrouissage isotrope correspond & une simple dilatation homothétique
de la surface de charge par rapport & l'origine. Un seul parameétre
scalaire d'écrouissage suffit alors pour décrire cette évolution et la
- fonction de charge a alors pour expression:

f(o.p)=F(o3)—R(p)—0p (I-3)

la taille de la surface est gouvernée par la valeur de R(p) qui dépend de
I'histoire de chargement plastique.

1-2-2-2 Ecrouissage cinématique:

La loi d'écrouissage cinématique suppose que pendant la déformation
plastique, la surface de charge se déplace rigidement dans l'espace des
contraintes sans changer ni de forme ni de taille et conserve l'orientation
de la surface initiale.

Comme conséquence de l'hypothése de translation de la surface de
charge, la loi d'écrouissage cinématique prédit un effet Bauschinger idéal.
La forme générale de la fonction de charge pour un écrouissage
cinématique est donnée par:
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f(oy,

ot la loi d'évolution des o.:; est donnée par da; = Cde® dans le modele
ij P ij ij

(xij): F(Gij —aij)_co (I-4)

d'écrouissage de Prager.

I-2-2-3 Ecrouissage mixte:

En combinant la loi d'écrouissage cinématique a celle isotrope, on pourra
étre conduit & une loi d'écrouissage mixte de la forme:

f(oy. 04, p) = F(o; — o)~ R(p) -0, (I-5)

Dans ce cas la translation de la surface est définie par otij et le gonflement
par R(p).

I-2-3 Théorie de l'écoulement:

Quand 1a surface de charge f est atteinte, le matériau est dans un état
d'écoulement plastique pour n;doy >0. On introduit le concept de

potentiel plastique g(oy;,0ty) par analogie avec I'écoulement idéal d'un

fluide. Les incréments ou vitesses de déformation plastique sont obtenus a
partir de ce potentiel, sous la forme:

deg=dk% ou ég=';Tg | (1-6)
ij ij

ot dA (ou A) est un scalaire strictement positif appelé aussi
multiplicateur plastique.

Le vecteur incrément de déformation plastique d&€P est colinéaire au

gradient du potentiel plastique _E)&_, tandis que son amplitude est

d0;

déterminée par le scalaire dA.

Lorsque les fonctions f et g sont distinctes, on a une loi non associée.
Dans notre étude, nous nous limitons au cas d'une loi associée, ou le
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potentiel plastique g s'identifie a la fonction f. Alors 1'équation (I-6)
devient:

of of
de’;— )\.g‘ ou Sp_}va? (I-7)

L'équation (I-7) correspond au principe du travail maximal. Une
extension de ce principe, correspondant a la normalité généralisée ou aux
matériaux qualifiés de standard généralisés, consiste, en s'appuyant sur la

thermodynamique des processus irréversibles, a adjoindre a la loi de
normalité (I-7), la loi suivante, portant sur les variables internes o, et les

forces thermodynamiques X, associées:

of
=—dh——r I-
X, (-8)

Ainsi, dans I'hypothése d'un écrouissage isotrope, en notant p la variable
interne scalaire d'écrouissage et R(p) la force thermodynamique

associée, supposons que la fonction de charge puisse étre exprimée sous la
forme:

f(c4,p)=F(0;)~R-0,=5-R-0, 1-9)

ol Gy et 6= F(o ) sont les limites élastiques initiale et actuelle (souvent
associées 2 un état de traction uniaxiale); F(c;;) est une fonction

homogeéne de degré un des contraintes. I1 s'ensuit d'apres l'identité
d'Euler, que:

i —aF = F(O'ij) (I-10)
0 ;
ou
06 _
%30y

D'autre part, les équations (I-7) et (I-8) se ré-expriment:



Chapitre I_: Revue bibliographique ' 9

of dF

deg=dk%i—j=dlaoij (I-11)
et

dp=—d7»%=dk (1-12)
11 s'ensuit, en combinant les équations (I-10), (I-11) et (I-12), que:

c;;def = Sdp (I-13)

ol la variable interne p, homogene & une déformation, est généralement

notée €P, déformation plastique équivalente conjuguée de la contrainte
équivalente G. La relation (I-13), connue sous le nom d'équivalence du
travail plastique, permet de déterminer l'incrément de déformation
plastique dp = deP associé a un critére de plasticité particulier.

La loi de comportement élasto-plastique est alors donnée par:

dey; = dej; + degl2 (I-14)
avec
def; = Dyqdoyy ol Dy, estle tenseur de complaisance.

En tenant compte des conditions de déformation plastique, f(G;,0,)=0
et nydoy >0, on peut exprimer I'équation (I-14) sous la forme:

dof (o)
En termes de vitesse de déformation (I-14) s'écrit:
€; = &5 +€j (I-16)

Pour un matériau isotrope, en partant du crittre de Von-Mises exprimé
sous la forme:
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— 3
on obtient;
deP = —2—dt»:pdi-:p (I-18)
N3 -
et
e l1+V. v, 3 .p _ H({) <8y > Sjj
= —0., —— . t - _—
81] E Gl_] Eckk ij € 81_] R'(p) - Sqp
avec H{f)=1 si £20
H(f)=0si f<0.
, dR
R'(p)=—.
dp

I-2-4 Théorie de la déformation:

La théorie de la déformation utilise les relations de type dej; = Dydoy

sous forme intégrée.

La déformation totale €; est donnée par la somme des déformations

élastiques et des déformations plastiques:

eij = 8% +€g (1'19)

. S.. G

B p._E
1+v 3(1-2v)
matériau de type Von Mises.

avec 2G= (Loi de Hooke) et ® =®(J,) pour un

Afin de calibrer la fonction ®(J,) avec une loi de comportement uni

axiale, on introduit une variable qu'on appelle la contrainte équivalente
définie par:
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— 3
o= 1,3]2 = —2-SIJSU (1'20)

et une autre variable appelée la déformation plastique équivalente définie
par:

= 2ePe (I-21)

On peut ainsi définir une loi d'évolution sous la forme d'une courbe
(€P,S) de la forme: G =G(EP).

On remarque que, pour des chemins de chargement proportionnels, ot
les contraintes augmentent dans un rapport constant, les deux théories
coincident (théorie d'écoulement ou incrémentale et théorie de la
déformation). Par contre, elles different radicalement pour des chemins
non proportionnels. C'est pourquoi ces deux théories prévoient des
résultats tout a fait différents dans les études d'instabilité plastique
(flambage, striction), faisant appel 4 des analyses de bifurcation ou méme
de localisation de la déformation plastique.

I-2-5 Critéres de plasticité orthotropes:
I-2-5-1 Critére quadratique de Hill (1948):

Ce critere constitue une extension quadratique du critere de Von Mises
qui s'exprime dans les axes principaux d'orthotropie (X,y,z), en fonction

de 6 parametres F,G,H,L,M,N et d'une contrainte équivalente k, sous
la forme:

2f = F(Gyy — 6,,)” +G(0,, — 65, ) +H(0yx — Gy ) +

(1-22)
2Lc2, +2Mo}, +2Noj, — k> =0

Dans le cas d'un état de contraintes planes (64,0,,0,,) dans le plan
principal d'orthotropie (x,y), le critére devient:
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(G +H)o2 - 2Ho, 0, +(F+H)o? +2No%, —k* =0 (1-23)

Dans le cas particulier de l'isotropie transverse, et indépendamment de

l'orientation des directions principales, le critere quadratique de Hill peut
s'exprimer en fonction des contraintes principales ©; et 6, comme suit:

62 +62 +R(6;-0,) —(1+R)c} =0

ou | (1-24)
(1+2R)(6, - 6,)? +(0; +06,)* =2(1+R)c5 =0

ol o, représente la limite élastique en traction uniaiiale, et R est un

coefficient caractérisant l'anisotropie normale. Ce coefficient représente
le rapport des vitesses de déformation €, /€;, perpendiculairement a la

direction 1 de traction uniaxiale, la direction 2 appartenant au plan (X,y)
et 3=z désignant la direction normale.

I-2-5-2 Critére non quadratique de Hill (1979):

Le critére non quadratique de Hill (1979) correspond a un critere
orthotrope applicable uniquement dans le cas ol les axes principaux de
contraintes coincident avec les directions d'orthotropie. Il s'exprime par:

fIGz - G3lm +g|63 —Gllm +h|01 —C2|m +a|201 -0, —63|m + (I 25)
b26, — 03— 04" +c265 -0, -0,  —65 =0

En fait ce critere a été principalement utilisé dans deux cas particuliers

correspondant 2 un état de contraintes planes avec isotropie transverse, a
savoir:

avec a=b=c=0 et f =g: on retrouve le critere de Hosford (1972),

l61[™ +|o,[" +Rloy — 05" —(1+R)og =0
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avec a=b=f=g=0 on obtient:

(1+2R)|o; - 6,|" +|6, + 65" —2(1+R)0g =0 (I1-26)
Ces critéres se présentent comme des extensions non quadratiques des
expressions données dans (I-24) pour le critére quadratique de Hill.

I-2-5-3 Critére non quadratique de Hill (1990):

Dans le cas d'un état de contraintes planes (G4,0y,04,) dans le plan
d'orthotropie (x,y), Hill a tout d'abord envisagé en 1990 de ré-exprimer
son critere quadratique (équation (I-23)) dans le repére principal des
contraintes. L'équation (I-24) se réécrit, aprés changement de repére:

(6, +0,)% +(6/1)* (6, - 6,)°
1 22 i / 1~ 02 - X 1-27)
—2a(07] —03)cos2a+b(6; —0,) cos” 20— (20)" =0

ol T est la limite élastique en cisaillement parallélement aux directions x
et y, G est la limite élastique en traction équibiaxiale, o =(x,1)=(y,2)
est 1'angle entre les directions d'orthotropie et les directions principales
de contraintes, et a et b sont des constantes qui s'expriment en fonction
des parametres F,G,H et N apparaissant dans l'expression (I-23). On
reconnait, en faisant a=b=0 dans 1'équation (I-27), le critére
quadratique applicable 2 un matériau a isotropie transverse. En
s'appuyant sur l'expression non quadratique (I-26), Hill propose la
généralisation suivante, applicable au cas orthotrope:

o1 + 65" +(6/0)™ |6, — 03" +
IG% N G%‘(m,/z)_l {—Za(cf —03)+ (I-28)

) cos2a—(20)" =0
b(c; —6,)" cos2a

I-2-5-4 Critére de Budiansky (1984):

Une formulation a été proposée par Budiansky(1984) pour décrire le
comportement plastique d'un matériau isotrope dans le plan. Pour un état
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de contrainte plane la surface de charge a été décrite sous forme
paramétrique:

%“;_"2_ = g(8)cosO
b (1-29)
;-0 .
——==g(0)sin0
2. g(0)sin

ol g est le rayon polaire de la surface telle que g(0)=g(xm/2)=1 et o
et 6, sont respectivement les contraintes d'écoulement en cisaillement et

en déformation équibiaxiale.

La particularité de cette formulation est de décrire la forme réelle de la
surface de charge moyennant un choix de g(8) qui décrive correctement

les données expérimentales.

I-2-5-5 Critére de Ferron et Coll (1994):

Une représentation en coordonnées polaires de la surface de charge dans
l'espace des contraintes principales a été utilisée afin de formuler les
équations constitutives de la plasticité en contraintes planes pour un
matériau orthotrope. Cette représentation s'appuie sur les changements de
variables suivants:

_01+0, X, = 0;-0, (1-30)

X1
20 20

X = X4(0,0) = g(0,0.)cos O
1 =X;(0,0)=g(8,0) ' (L31)
X, =X,(0,0) =g(8,0)sin0

ol g(0,a) représente le rayon polaire d'un point de la surface de charge
dans les axes (x;,X,) et © est l'angle polaire associé, o représente
l'angle entre les directions d'orthotropie et les directions principales de
contraintes.

La fonction de charge et la loi d'écoulement associée ont ét€ analysées en
tenant compte de l'orientation des axes des contraintes principales, définie
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par I'angle .. De méme des conditions de consistance du modele ont €t€
vérifiées. Le critere orthotrope proposé représente une extension du
critére isotrope de Drucker(1949) faisant intervenir le deuxiéme et le
troisiéme invariant du déviateur du tenseur des contraintes. Plus de
détails seront donnés dans le chapitre II.

I-2-5-6 Critéres ajustés sur des calculs d'homogénéisation:

Le principe de ces criteres est d'ajuster les résultats de calculs micro-
macro, obtenus en tenant compte de la structure cristallographique du
matériau (systtmes de glissement, contrainte résolue) et de sa texture,
avec une expression analytique. Le choix effectué par Bacroix et
Gilormini (1995) consiste a calculer, a 1'aide du modele de Taylor, le
potentiel de vitesses de déformation \u(ég) dual de F(oij). Ce potentiel

cristallographique s'exprime sous la forme:
Y (ef)=¢€P | | (1-32)

Une fonction \u(é};) d'ordre 4 a par ailleurs été utilisée comme

expression analytique permettant d'approcher le potentiel
cristallographique. Ce potentiel est de la forme:

€:€:€€

:P)= Y oy kL 1-33
BT ”

ol £, sont les composantes de vitesses de déformation et ||Ep|| est une
vitesse de déformation de référence. Les coefficients Oy sont
déterminés en minimisant I'écart y, — .

I-3 ESSAI DE GONFLEMENT HYDRAULIQUE

I-3-1 Principe de l'essai:
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L'essai de gonflement hydraulique, également appelé essai JOVIGNOT,
consiste 2 soumettre un flan bloqué entre une matrice et un serre flan
selon un contour circulaire ou elliptique a une pression de fluide latérale.
Cet essai permet en particulier de déterminer le comportement du
matériau dans le domaine de 'expansion.

Dispositif du gonflement hydraulique:

Matrice

Palpeur /

_

V2240

g ASEN

-0

Manomatre

l\k Huile

Figure (I_1): Principe de l'essai de gonflement hydraulique.

Au cours du gonflement, la courbure du flan augmente sous I'effet de la
pression. Cet effet de courbure ainsi que l'écrouissage du matériau,
favorisent la stabilité de la déformation, tandis que I'amincissement du
flan affaiblit la structure.

Pour des valeurs suffisamment faibles du rapport (h/a) ou h désigne
1'épaisseur de la tole et a le rayon du flan, I'hypothése de membrane peut
étre utilisée avec une bonne approximation. '
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I-3-2 Schéma simplifié:

La déformation d'un diaphragme circulaire de faible épaisseur sous
l'effet d'une pression et dont le flan est bloqué est schématisée par la
figure (I_2). Les notations utilisées sont aussi précisées ci-dessous:

Figure (I_2): Notation et schéma simplifié.

Og: contrainte circonférentielle;
o,: contrainte méridienne le long du profil de la membrane;

H: Hauteur au pdle
r: rayon courant de la membrane;
P: pression de gonflement.

La figure (I_2) montre aussi qu'un élément de la membrane est soumis au
cours du gonflement aux contraintes radiales et circonférentielles et
1'équilibre est défini par les équations suivantes:

P_%,% 1-34)
h py P;

et
d(ho,) _h(og-0,) (I-35)

dr r
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ol pgy et p, sont respectivements les rayons de courbure circonférencielle

et méridienne et h est I'épaisseur courante de la membrane. Les équations
générales seront traitées plus en détail dans le deuxi¢me chapitre.

I-3-3 Analyse de Hill:

Une solution analytique a été développée par Hill (1950) pour le
gonflement hydraulique. Dans son analyse, le diaphragme est supposé se
déformer en membrane sphérique. Pour chaque incrément de temps et
pour chaque particule de la membrane la vitesse est normale au profil
instantané. Les champs de vitesses de déformation, de déformations et de
contraintes sont équibiaxiaux.

Avec 0, =0y et p, =Py, les équations (I-34) et (I-35) s'expriment:

oeh
Po

P=2 (I-36)

L'analyse de Hill représente en fait la solution exacte pour un matériau
rigide plastique obéissant a la théorie de 1'é€coulement avec une surface de
charge de Von Mises, un écrouissage isotrope, et une loi contrainte-
déformation de la forme:

o =kexp(€) (I-37)

Une telle loi donne un coefficient d'écrouissage:

_dLnG _
de

1 (I-38)

quel que soit le niveau de déformation. La pression est liée a la hauteur
au pole par la relation:

4kh,H

P=
a? +H?

(I-39)
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L'instabilité se produit lorsque la pression atteint son maximum. La

condition de pression maximum est obtenue & partir de I'€quation (I-36),
avec doy /0y = dG/G pour un trajet de contraintes linéaire, soit:

d_d5  dh_dpe_g (1-40)
P & h pg

A partir d'un développement limité et en utilisant une loi d'écrouissage de

Hollomon, G = kg", la déformation & l'instabilité au pdle est donnée par:

er=ee=—1g1—(2n+1)

4 (I-41)
€=—(2n+l1

11( n+1)

Cette valeur de déformation pouvant étre atteinte en gonflement
hydraulique est particulierement grande, ce qui est dii a I'effet stabilisant
de la diminution du rayon de courbure au cours de I'essai ((—dpg/pg) >0
dans I'équation (I-40)). On notera toutefois que cette expression n'est pas

exacte, puisqu'elle s'appuie sur une solution cinématique qui n'est valable
que pour un matériau obéissant a la loi d'écrouissage G = kexp(€).

I-3-4 Analyse par la méthode des différences
finies:

Parmi les premieres modélisations par différences finies du gonflement
hydraulique, on peut citer les travaux de Woo (1963), de Wang et
Shammamy (1968) et de Ilahi et coll. (1980).

D'une fagon générale, les désaccords entre le calcul et 'expérience
portent sur les déformations méridiennes (ou en épaisseur) et non pas sur
les déformations circonférentielles, qui sont correctement prédites. Ceci
est logique, compte tenu du fait que le choix d'un modele de plasticité va
agir beaucoup plus sur les vitesses de déformation méridienne, qui font
intervenir les gradients de vitesse, que sur les vitesses de déformation
circonférentielle qui font intervenir simplement les vitesses, et non leurs
gradients.
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Wang et Shammamy ont obtenu un résultat intéressant, mettant en cause
la condition d'instabilité obtenu par Hill (équation (I-41)).

Les figures (I_3_a) et (I_3_b) montrent que la condition obtenue a partir
de la solution cinématique de Hill sous-estime les déformations a
I'instabilité au pble, lorsque le probléme est résolu en utilisant la loi
d'écrouissage de Hollomon tout au long du calcul.

Tlahi et coll. (1980) sont les premiers & s'étre intéressés & l'influence du
choix de la fonction de charge sur 1'évolution de la pression et sur la
répartition des déformations. Ils ont utilisé le critére non quadratique de
Hill sous la forme donnée par l'équation (I-26), avec une loi
d'écrouissage de type Hollomon.

Dans le cas d'un aluminium de haute pureté, les prévisions théoriques
obtenues avec la valeur m=2 (critére quadratique de Hill) ne sont pas
correctes. En effet, cette valeur m=2 sous-estime la contrainte
d'écoulement en traction équibiaxiale, et donc la pression calculée
(figure(I_4)). Par contre, l'accord entre résultats théoriques et
expérimentaux est satisfaisant pour m=1.7.

Une bonne corrélation entre calcul et expérience est également constatée
pour les distributions de déformation circonférentielle et en épaisseur
avec m=1.7.

Une méthode de différences finies a également ét€ utilisée par Mesrar et
col1(1991). Ceux-ci ont utilisé la formulation proposée par Budiansky
(1984) pour décrire la surface de charge de I'aluminium, dont le rayon
polaire s'exprime par:

g(0)=1+ky(1—-cos(40)) (1-42)
ou k, est une constante négative et 8 est l'angle polaire associé.

Avec la fonction de charge donnée par 1'équation (I-42), un changement
de la forme de la surface de charge est constaté et a entrainé une
meilleure prévision théorique notamment de la pression en fonction de la
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déformation en épaisseur au pdle. L'influence de la sensibilité a la vitesse
de déformation a également été examinée par ces auteurs.

Ces résultats peuvent étre résumés comme suit:

. La pression nécessaire pour développer le gonflement de la
membrane croit quand I'exposant d'écrouissage n croit et/ou quand le
rapport entre contrainte équibiaxiale et contrainte uniaxiale croit.

. La sensibilité a la vitesse de déformation m tend & homogénéiser la
distribution des déformations, cet effet n'étant toutefois sensible que pour
les fortes valeurs de m et dans les stades avancés du gonflement.

. Les distributions de déformation méridienne et en épaisseur sont
plus uniformes dans les premiers stades du gonflement pour de fortes
valeurs de la courbure de la surface de charge au voisinage de la traction
équibiaxiale. Ce comportement est inversé dans les stades avancés du
gonflement.

I-3-5 Analyses par la méthode des éléments finis:

Des analyses par la méthode des éléments finis ont été effectuées en

particulier par Kim et Yang (1985), Kobayashi et Kim (1978) et Zhou et
Lian (1989). Ces derniers confirment linfluence du rapport a =G, /0,

sur le niveau de pression nécessaire pour assurer le gonflement ou G, et
6, sont respectivement les contraintes d'‘écoulement en déformation
équibiaxiale et en traction uniaxiale. Ils ont par ailleurs confirmé qu'une
description plus détaillée de la surface de charge est nécessaire pour
caractériser la distribution de déformations.

Les figures (I_5) et (I_6), montrent en particulier une comparaison faite
avec la méthode des différences finies concernant la distribution des
déformations. On constate une différence au voisinage du bord relative a
la déformation radiale &,. Cette différence serait dlie a une

approximation numérique réalisée pour satisfaire les conditions aux
limites pour un flan bloqué (€4 =0).
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Figure (I_3_a): Distribution de
la déformation méridienne pour
différentes valeurs de la
déformation équivalente au podle.
(Wang et Shammamy (1968))
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Figure (I_4): Variation de la pression
en fonction de la déformation en
épaisseur au pole. (Ilahi et coll. (1980)
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0.4 Elasto-Plastic FEM [21]
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Figure (I_S): Distribution des déformations pour
une déformmation en épaisseur = -0.2. (Kobayashi et

Kim (1978))
Elasto-Plastic FEM [21]
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Figure (I_6): Distribution des déformations pour
une déformmation en épaisseur = -0.4. (Kobayashi et
Kim (1978))
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I-4 ESSAI DE POINCONNEMENT
HEMISPHERIQUE

I-4-1 Principe de l'essai:

Contrairement a l'essai de gonflement hydraulique ot la déformation de
la tole se fait sans contact avec un outil, le poingonnement hémisphérique
consiste & soumettre une tdle mince bloquée sur son contour a l'action
d'un poingon. Au cours de cette opération on peut distinguer deux zones:

- La zone en contact avec 1'outil (I)
- Le brin libre (IT) liant la zone (I) avec la partie bloquée.

Dispositif du poinconnement:

Poingon

Figure (I_7): Principe de l'essai de poingonnement
hémisphérique.

I-4-2 Equations générales:

De méme que pour le gonflement hydraulique, I'hypothese de 1'isotropie
planaire et l'axisymétrie nous permettent de traiter le probléme en
coordonnées cylindriques.
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Données géométriques:

r: position initiale d'un élément situé au point M® avant

déformation;

r:  position radiale en cours de déformation;

z:  hauteur courante en cours de déformation;

a:  rayon de la tole;

H: hauteur au pdle

hy: épaisseur initiale de la tdle;

,: rayon du poingon;

B: angle entre la tangente au profil déformé et I'axe du poingon.

Schéma simplifié:

Figure (I_8): Géométrie et notations pour l'essai de

poingonnement hémisphérique.
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En utilisant 1'approximation de membrane, I'équation d'équilibre vertical
selon la direction normale s'exprime:

Pn_% .o 1-43)

h Pe Pr

ou Py désigne la pression exercée par le poingon (Py =0 pour le brin
libre).

L'équation d'équilibre selon la direction méridienne s'exprime:

a(l'hcr) P.r
222 = hoo =" inp | (1-44)

ou Py représente la force de frottement (Pg =0 pour le brin libre).

Il peut étre commode d'utiliser, au lieu de I'équation (I-44), I'€quation
obtenue 2 partir de 1'équilibre de 1a calotte de rayon r, qui s'exprime:

% =2mro, cosf (I-45)

oi F représente la résultante des forces normales (pression) et
tangentielles (frottement) sur la calotte.

I-4-3 Analyse par la méthode des différences
finies:

De telle analyses ont été effectuées par Woo (1965) et par Wang (1970).

Le résultat le plus marquant concerne les distributions de déformations
méridiennes €, et circonférentielles €4. De par l'axisymétrie, ces

déformations sont égales au pdle, et €y s'annule sur le contour. La
déformation radiale présente un pic qui croit fortement au cours du
poingonnement, ce qui constitue 1'amorce d'une striction qui se développe
circonférentiellement.
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Un bon accord est constaté entre les points expérimentaux et le calcul de
Woo (figure(I_9)) concernant la relation entre la force du poingon et
I'enfoncement. Cet accord diminue lorsque l'enfoncement devient
important. Les résultats numériques de Wang comparés a ceux de Woo
concernant la distribution des déformations présentent également un bon
accord avec 1'expérience (figures (I_10_a)) et (I_10_b)).

I-4-4 Analyse par la méthode des éléments finis:

Les simulations par éléments finis effectuées par Kobayashi et Kim
(1985) confirment avec une trés bonne précision les résultats obtenus par
Wang. Knibloe et Wagoner (1989) se sont intéressés a I'utilisation de la
surface de Hill non quadratique correspondant & 1'équation (I-26), pour
un matériau rigide visco-plastique. Les résultats dépendent fortement de

la valeur de l'exposant m dans 1'équation de la surface de charge, et du
coefficient de frottement L .

Toutefois, 1'utilisation de I'équation (I-26) avec les valeurs de m déduites
de lissages de surfaces de charge expérimentales nécessite des valeurs de
L beaucoup trop élevées. Ces auteurs n'aboutissent donc pas a une
modélisation concluante du processus. Une analyse s'intéressant également
aux limites de formage associées a ce processus a été réalisée par
Zeghloul et Ferron (1992). En utilisant le critére quadratique de Hill
(1948) avec isotropie transverse, ces auteurs ont analysé de fagon

systématique l'influence du coefficient d'anisotropie R et du coefficient de
frottement Q.

Le frottement a pour effet de restreindre le glissement de la tole sur
I'outil. Par conséquent, pour un enfoncement de poingon donné, la
déformation au pdle décroit lorsque le coefficient de frottement L croit,

alors que dans le brin libre la déformation méridienne est peu affectée
par la variation de [t .

La figure (I_11) montre l'influence du coefficient pu sur la distribution
des déformations pour une hauteur H au pdle donnée; N est I'exposant
d'écrouissage dans la loi puissance de Swift reliant la contrainte et la
déformation équivalentes:
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=K, +&)N (I-46)

La distribution des déformations radiales devient trés hétérogéne quand le
frottement augmente, avec apparition d'un pic marqué pour | =0.4.

Les déformations circonférentielles restent plus uniformes. Les chemins

de déformations, pour I'élément critique ou se développe l'instabilité, sont
ainsi fortement non linéaires lorsque L est élevé.

La figure (I_12) montre l'influence du coefficient d'anisotropie R sur la
distribution des déformations. On observe qualitativement que l'influence
de R est comparable a celle de p . Ceci est expliqué par le fait que
lorsque R augmente, le rapport des contraintes entre les états de
déformation plane et de déformation équibiaxiale diminue pour une
déformation équivalente donnée, de sorte que la déformation équibiaxiale
(au pole) est relativement plus difficile pour R grand, alors que la
déformation plane (au bord) est facilitée.

L'influence, sur les chemins de déformation, et sur les limites de
formage, est mise en évidence sur la figure (I_13). Lorsque R et/ou u
augmentent, les chemins de déformation dans la zone de striction se
rapprochent de la déformation plane, ce qui conduit a I'établissement
d'une courbe limite de formage associée au processus de poingonnement
hémisphérique. Ces auteurs discutent le fait que les courbes limites de
formage ne correspondent pas a une propriété intrinséque du matériau,
mais dépendent des conditions aux limites du processus de formage
étudié.
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I-5 ESSAI D'EMBOUTISSAGE D'UN GODET

I-5-1 Principe de l'essai:

Un flan circulaire de rayon extérieur R, d'épaisseur h est serré entre

une matrice et un serre-flan. Un poingon a fond plat ou hémisphérique
vient emboutir le flan jusqu'a I'obtention d'un godet. Le matériau s'écoule
radialement entre matrice et serre-flan, jusqu'a avalement complet et
formation du godet.

Au cours de l'opération d'emboutissage, selon la zone de 'embouti, on
peut distinguer plusieurs types de déformations:

Dispositif de l'emboutissage:
A:

I ——
POINCON * * * *

MATRICE

Figure (I_14): Principe de l'essai d'emboutissage
d'un godet.

AB: allongement dans la direction radiale (¢, >0), rétrécissement
dans la direction circonférentielle (€4 <0).
Le flan a tendance 2 s'épaissir, cet épaississement dépend a la fois de la
force de serre-flan et de l'anisotropie de la tole.
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BC: pliage sous tension "flexion". .
CD: déformation plane (g4 =0), traction dans la direction verticale

(c,>0).

DE: expansion biaxiale plus ou moins importante selon le rayon du
poingon et 1a lubrification.

EF: pas ou peu de déformation, de nature équi-biaxiale.

L'étude expérimentale détaillée de l'influence des divers parametres

intervenant dans cet essai a été faite d'abord par Swift, Budiansky, Wang
et Woo.

I-5-2 Schéma simplifié:

Figure (I_15): Notations et schéma simplifi€ de I'essai de
coupelle.

L'idée de diviser un profil de la coupelle en plusieurs zones répond a ce
qui se passe réellement lors de I'emboutissage. En particulier, la partie
AB en rétreint se compose en fait de deux zones, une zone externe (Al,
figure (I_15)) subissant l'action du serre-flan, une zone intermédiaire A2
plus mince ne subissant pas de compression selon 1'épaisseur. Comme
pour le gonflement hydraulique, les équations générales des différentes
parties seront détaillées dans le deuxiéme chapitre.
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I-5-3 Analyses par la méthode de différences
finies:

Les distributions de contraintes radiale et circonférentielle obtenues par
Woo (1967) dans le cas d'un poingon hémisphérique sont présentées sur la
figure(I_21). Les contraintes de compression ¢, exercées par le serre-
flan dans la partie externe étant relativement faibles, le bord du flan est

dans un état proche de la compression simple orthoradiale. Les
contraintes radiales ¢, augmentent de fagon monotone lorsqu'on s'é€loigne

du bord, tandis que les contraintes circonférentielles 64 diminuent en
valeur absolue, s'annulent au voisinage de la limite de contact avec le
poingon puis deviennent positives sur le contact avec le poingon.

L'état de contraintes évolue donc de fagon monotone dun état de
compression simple au bord a un état de traction équibiaxiale sur 'axe
(r=0), en passant par un état de cisaillement le long du rayon de matrice
et par un état de traction simple au voisinage du contact avec le poingon.
Les déformations correspondantes sont représentées sur la figure(I_22).

La figure (I_16) montre une vue simplifi€e de ce qui se passe le long du
profil d'un godet au cours de 'opération d'emboutissage en rétreint.

Figure (I_16): Schéma des états de contraintes lors de
I'emboutissage d'un godet.
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On notera que, dans le cas d'un poingon & fond plat, les déformations en
expansion obtenues au contact avec le poingon sont beaucoup moins
importantes que dans le cas du poingon hémisphérique présenté
précédemment.

Les calculs par méthode de différences finies ont été effectués en utilisant
le critere de Von-Mises (Woo (1967)), le critére quadratique de Hill avec
isotropie transverse (Wang et Budiansky (1966)). On observe en
particulier que l'épaississement dans la collerette et la force de
poinconnement diminuent quand le coefficient d'anisotropie augmente. De
plus, le rapport limite d'emboutissage (by/a) augmente quand R
augmente. Ce rapport limite d'emboutissage est associé a l'atteinte d'un
état de déformation plane interdisant 1'écoulement radial, alors que la
zone concernée par cet état serait encore dans la collerette.

I-5-4 Analyses par la méthode des éléments finis:

Différentes modélisations du matériau ont ét€ utilisées dans la simulation
de I'emboutissage par la méthode des éléments finis. On en cite ici
quelques exemples:

I-5-4-1 Matériau rigide plastique:

Kobayashi et Kim (1978) ont étudié I'influence des parametres
rhéologiques sur les caractéristiques de 1'écoulement du matériau. En
comparant leurs résultats avec ceux obtenus expérimentalement, ils en
déduisent que le rayon de la matrice et le profil du poingon influencent
considérablement 1'effort du poingon et la distribution de déformations
dans les différentes régions du godet.

Dans la collerette (zone AB), une bonne corrélation est obtenue
concernant la distribution des déformations en épaisseur et déformations
circonférentielles (figures (I_23_a) et (I_23_b)). D'autre part, le choix du
coefficient de frottement pose un probléme et fausse d'aprés ces auteurs
les valeurs de déformation au voisinage du poingon.
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1-5-4-2 Matériau élastoplastique:

Cette hypothese a été utilisée par A. Daneri, S. Giambuzzi et G. Toselli
(1990) qui ont étudié en particulier l'influence du coefficient de
frottement sur la répartition de déformation radiale et tangentielle et sur
la force du poingon. La modélisation du frottement a été réalisée avec
deux hypotheses:

. un frottement de type Coulomb ou le coefficient de frottement
varie de 0.1 2 0.3;

J un frottement de Coulomb avec contrainte de frottement limite de
type Tresca (u=0.3, 0.6, 1 et ©=0.5, 0.1, 1);

Le matériau obéit au crittre de Von Mises ou de Hill quadratique.
L'introduction d'une contrainte de frottement limite T conduit, pour de
faibles valeurs de T, & une diminution de la force de poingonnement.

D'autre part, une augmentation du coefficient d'anisotropie ne conduit
qu'a une faible augmentation de la force de poingon.

Une autre modélisation mécanique a été proposée par H.L. Cao (1990)
pour simuler le processus d'emboutissage et déterminer notamment les
effets de retour élasto-plastique et les contraintes résiduelles: lorsque le
processus d'emboutissage est interrompu ou terminé, il se produit un
retour élastoplastique dont on peut tenir compte dans certaines
modélisations. Ce retour peut étre de deux types différents d'aprés la
position de la tdle a la fin de I'avancement du poingon:

. avalement partiel, c'est & dire qu'une partie de la tdle se trouve
encore entre la matrice et le serre-flan;

. avalement complet, c'est a dire qu'il n'y a plus de tdle entre la
matrice et le serre-flan.

Pour ce dernier type d'avalement, le retour élastique est quasi-inéxistant
en raison de la rigidité du godet. Quant au cas de I'avalement partiel,
lorsqu'on décharge le godet de ses outils (matrice, serre-flan, poingon), la
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collerette change de position d'équilibre. Ceci s'explique par la
disparition des contraintes en extension apres le retour €lastoplastique, et
peut se traduire aussi par le fait que la distribution des contraintes
méridiennes dans la partie verticale (zone CD) sont positives avant le
retour et qu'elles deviennent des contraintes de flexion aprés le retour.
Cette flexion peut étre & I'origine du retour élasto-plastique de la tole.

Il a été d'autre part constaté que l'ordre de l'enlévement des outils
influence considérablement ce retour. Il reste a analyser l'influence des
paramétres techniques ou conditions aux limites ( force du serre-flan,
rayon de matrice, rayon de poingon) sur le retour élastoplastique du
matériau.

I-5-5 Cornes d'emboutissage:

Il est clair qu'un matériau anisotrope transverse, dans le cas d'un
processus géométriquement axisymétrique, va subir un écoulement
plastique qui va dépendre de la position angulaire. Les effets sont
particuliérement importants dans le cas ou la tole subit un avalement, et le
pourtour du flan perd alors sa forme circulaire. On observe l'apparition
de cornes et de vallées dont le développement a été étudié par un certain
nombre d'auteurs en supposant soit un état de contraintes planes (force de
serre-flan négligeable), soit un état de déformations planes dans la
direction de 1'épaisseur de la collerette.

Dans le premier cas, le bord du flan est en compression simple dans la
direction orthoradiale, tandis que dans le second la force de serre-flan
empéche tout épaississement.

1-5-5-1 Théorie de Bourne et Hill (1950):

Bourne et Hill(1950) ont effectué une analyse qualitative de la position
des cornes et vallées basée sur le raisonnement suivant: une oreille se
forme dans les directions o pour lesquelles la contrainte de compression
selon la direction circonférentielle induit davantage d'allongement radial
que d'épaississement, c'est & dire pour r(a +m/2) grand. De méme, une
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vallée est prévue dans les directions o pour lesquelles la contrainte de
compression circonférentielle induit davantage d'épaississement que
d'allongement radial c'est  dire pour r(o+7/2) petit.

En utilisant le critére quadratique de Hill (équation (I_22)), les différents

cas suivants peuvent &tre envisagées:

¢ Si F<G et F+2H<N<G+2H: on obtient une évolution
monotone de r(a) et de o(a), et donc 2 oreilles a o =kn:

oreille
Ar

r(o) |
/ 2090 pr
vallée
o

oo

2 oreilles

DL

oreille
a o=n/2

0° a0 90°

Figure (I_17): Cas d'un matériau ol l'on obtient
uniquement deux oreilles.

¢ Si F<G et N>~G+2H: on obtient un maximum de r(o) pour

a=a, et (un minimum de o(w)), et donc 4 oreilles a *(n/2—-o))
modulo kr (et 4 vallées a a.=km/2):
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DT
A r . A 4 oreilles
oreille
a a=-n,2+o0
vallée vallée n/2- a0
a a=90° >
DL
o
-
0° a0 90°

Figure (I_18): Cas d'un matériau ol l'on obtient quatre
oreilles et quatre vallées.

¢ Si F<G et N<F+2H: on obtient deux maxima de r(o) pour
a=0° et 90°, un minimum de r(a) pour a=0q, (et un maximum de

o(a)), et donc 4 oreilles & oo =km/2 (et 4 vallées a H(m/2—o) ‘modulo
kr):

DT _
vallée oreille 4 oreilles
dao=—-n2+00 3Jo=0
-
5(0) vallée DL
oreille
a a=90°
o
-
0° o0 90° o+m/2

Figure (I_19): Cas d'un matériau ol I'on obtient également
quatre vallées et quatre oreilles .
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1-5-5-2 Théorie de Barlat et Richmond (1991):

Barlat et Richmond (1991) ont basé leurs travaux en envisageant soit un
état de contraintes planes, soit un état de déformations planes
figure(I_20).

Or=0=r= O

Figure (I_20): Schéma des glissements induits par
l'anisotropie transverse du matériau.

Au lieu de baser leur raisonnement sur le coefficient d'anisotropie, ils

démontrent que 1'évolution  angulaire du parameétre r=-" qui

€g
caractérise le glissement produit lors de la traction (ou compression)
uniaxiale ou lors de la traction (ou compression) plane, reflete tout aussi
bien les propriétés des cornes d'emboutissage.
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Figure (I_21): Distribution des contraintes
radiales et circonférentielles en fonction du rayon

courant. (Woo (1967))
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Figure (I_22): Distribution des déformations
circonférentielles et en épaisseur en fonction du rayon

courant. (Woo (1967))
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Figure (I_23_b): Distribution des déformations
circonférentielles pour , =0.04 et py=0.04

(Kobayashi et Kim (1978))
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I-6 CONCLUSION

Ce chapitre récapitule tout d'abord un certain nombre de criteres de
plasticité couramment utilisés dans les simulations numériques de la mise
en forme 2 froid des tdles métalliques. Ces rappels servent d'introduction
3 'examen des résultats de simulations numériques de procédés simples de
formage des toles.

Cette analyse bibliographique est principalement orientée vers 1'étude des
relations entre le comportement rhéologique du matériau et le
comportement de la structure au cours de la mise en forme. Pour les
procédés simples qui sont étudiés ici, une compréhension qualitative de
ces relations peut étre dégagée dans la plupart des cas, faisant de ces
procédés des outils précieux d'amélioration de la description du
comportement plastique. Il ressort finalement de cette analyse que la
"réponse” de la structure emboutie est trés sensible aux caractéristiques
du comportement plastique, et particuliérement a la forme de la surface
de plasticité, qui conditionne la déformation relative des différentes
parties de la piece formée afin de vérifier 1'équilibre & chaque instant.
Cette sensibilité aux parametres rhéologiques du matériau justifie que
soient incorporés des modeles de plasticité plus élaborés dans le calcul des
procédés d'emboutissage.
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Chapitre 11

MODELISATION INCREMENTALE
DE PROCEDES DE MISE EN

FORME
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II-1 INTRODUCTION

Deux essais de formage ont fait 1'objet d'une modélisation incrémentale
spécifique: l'essai de gonflement hydraulique et I'essai d'emboutissage
d'un godet. Par rapport a l'utilisation de codes de calculs par éléments
finis, 1'intérét de telles méthodes peut apparaitre en perte de vitesse.
Ainsi, le matériau est supposé rigide-plastique dans les mises en équation,
de sorte que le retour élastique ne sera pas accessible. Par contre le temps
de calcul est diminué, et la précision sur les efforts et la répartition des
déformations plastiques est excellente.

Surtout, on notera que le travail de mise en équations du probléme
constitue un excellent support pour comprendre les relations existant
entre les paramétres du comportement rhéologique (écrouissage,
sensibilité 2 la vitesse de déformation, forme de la surface de charge) et la
réponse de la structure lors du formage (efforts, répartition des
déformations).

II-2 MODELE DE PLASTICITE

Le modele de comportement plastique utilisé correspond a la surface de
charge proposée par Ferron et coll. (1994) couplée avec les hypotheses de
loi d'écoulement associée et d'écrouissage isotrope.

En 1984 Budianky a proposé une formulation simple pour modéliser la
surface de charge dans le cas d'un matériau a isotropie transverse. Cette
formulation a été généralisée au cas de 1'anisotropie transverse par
Ferron et coll. en 1994. Ces auteurs ont spécifié analytiquement une
fonction décrivant 1'évolution angulaire du rayon polaire d'un point
courant situé sur la surface de charge.

Une représentation polaire de la surface dans le repere principal des
contraintes a été utilisée dans le cas d'un état de contraintes planes. Un
formalisme général a été établi dans le cadre de la théorie de
1'écoulement, et une surface de plasticité proposée sur la base d'une
extension du critére isotrope de Drucker (1949).
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I1-2-1 Représentation de la surface de charge:

Contrairement aux critéres de plasticité qui sont généralement présentés
en fonction des composantes du tenseur des contraintes de Cauchy dans les
axes (x,y,z) correspondant aux directions principales d'orthotropie, la
représentation utilisée pour ce modele et dans le cas d'un état de
contraintes planes, fait appel aux changements de variables définis comme
suit:

o1+ 02
=0
(II-1)
Xp = 01— 02
20

ol o est une mesure de contrainte équivalente, qui sera choisie comme la
contrainte de traction équi-biaxiale, et ou 'état de contraintes est spécifié
par les composantes principales ojeto, et par l'angle o définissant
I'orientation du repére principal des contraintes par rapport aux
directions principales d'orthotropie. (voir figure (II_1)).

y A

Figure (II_1): Etat de contraintes planes; x et y sont les
directions principales d'orthotropie; o est I'angle entre les axes

d'orthotropie (x, y) et les axes principaux de contraintes (1, 2).

La surface de charge peut alors étre représentée a l'aide d'une fonction
qui dépend de 6,0, et o

$(61,6,,0)— =0 (11-2)
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ou bien 2 'aide d'une fonction y qui dépend cette fois-ci de x;,x, et o:

w(X;,X,,0)=1=0 (I1-3)

D'autre part, en utilisant une représentation polaire, un point appartenant
3 la surface de charge a pour abscisse x; et pour ordonnée x»,ou:
x; =X,(6,0)=g(0,0)cos O |
: (I1-4)
X, =X,(0,0)=g(8,0)sin6
Ces deux équations peuvent représenter paramétriquement la surface de

charge, ayant pour rayon polaire g(8,c) et pour angle polaire associé 6
(figll_2). On obtient ainsi une infinit€ de surfaces paramétrées par I'angle

.
1.5 X2 1 1 i ¥ X1
] /—'-——~\\\
1 F =] -
/ g®.a) /7 T\
1
05 | A
© 0 1
- / Y]
/7 1|/
-0 f 1
© ,: 7
1] 1 Vs
| : ’
- L i
0.5 \ |‘
\ \‘
\\\ /
-1 B - ’/,/ -
NN ™ e e = | 2
\\\_ _.,’ ______ Q= °
IR Ese— % = 90°
-1.5 1 1 | ] H
-1.5 -1 -0.5 0 0.5 1 1.5
c, /| ©

Figure (II_2): Représentation de la surface d'écoulement en

coordonnées polaires lorsque o varie.
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Pour un état de contraintes plane, la surface de charge comme présentée
dans cette figure, est décrite sous forme paramétrique par les équations
suivantes:

G; +0,
20

) —
20

X = =g(0,a)cosO

(II-5)

Xy = 2 - g(0,0)sin 0

I1-2-2 Loi d'écoulement associée:

En utilisant les changements de variables successifs préalablement définis,
et en introduisant la vitesse de déformation plastique équivalente €
conjuguée de o, la loi de normalité conduit finalement aux expressions
suivantes des vitesses de déformation:

( . dg
£::ll_gsm(4+6) (ae) s( +6)
E V2g?
. gcos( +9) (ag) ( )
) €9 - 4 00
3 28
og (11I-6)
2815 _ (aa)
€ 2g sin@

II-2-3 Quantités liées a la cinématique de la
déformation:

Les quantités liées a la cinématique de la déformation sont maintenant
faciles a déterminer connaissant les vitesses de déformation en fonction de
g(8,0) et de ses dérivées partielles. On peut déterminer en particulier

l'orientation des axes principaux de vitesses de déformation donnée par
l'angle B, le coefficient d'anisotropie r, en traction simple ainsi que le
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parametre I, =§—12— introduit par Barlat et Richmond (1987) afin de
11

quantifier le glissement dans une traction uniaxiale hors-axes dans la
direction 1, faisant un angle o avec l'axe x d'orthotropie. Ce parametre,
déterminé a partir des équations (II-6), est égal a:

(38/30!)(%,&)
I, =- - (II-7)
Zg(z, a)

. s . —€

D'autre part le coefficient d'anisotropie r, =,—-—2—?—
€11 T €2

rapport des vitesses de déformation transverse et normale pour un essai

de traction uniaxiale, est, d'apres les équations (II-6), donné par:

, mesurant le

y (ag/aex%,a)

I+,

I

(I1-8)
g(%,a)

L'orientation des axes principaux de vitesse de déformation peut €tre
déterminée comme suit: en désignant par €; et €, les composantes

principales de vitesses de déformation, la rotation B faisant passer des
directions principales de contraintes aux directions principales de vitesses

de déformation s'obtient & partir des relations de changement de repére:
éll +é22 = él +é2
éll - é22 = (81 - é2)COSZB (II-9)

2é12 = (él - éz)Sin ZB

de sorte que, en utilisant (II-6), on obtient:

@p=2— 12— dg/da (II-10)

(811 —€5) (2 sin6[0(g cose)/ae])
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II-2-4 Relations de consistance:

Les conditions de symétrie orthotrope avec 1'hypothésé d'absence d'effets
Bauschinger s'expriment par:

g(e’a’) = g(e’_a) =

II-11
g(—e,g-i-a)zg(e,knia) ( )

D'autre part, les directions principales de contraintes et de vitesses de
< . s )

déformation coincident pour o= kE.

I1 s'ensuit, d'apres (II-6), que:

1ag(e,a)} =0 (11-12)
sin® do ), "

En outre, le méme état de vitesses de déformation (avec x et y comme
axes principaux) doit étre obtenu en traction ou en compression équi-
biaxiale, quel que soit l'angle o considéré pour spécifier les axes
principaux de contraintes. Les relations de consistance qui en découlent
s'expriment:

M = M cos20
0 log 90 lgg-o

ot (11-13)
1 og(6,0) = _9%(6,a) sin2a

2sin® do g 90 lg_a0

Une expression de g(0,a) compatible avec I'ensemble des relations (II-
11), ([I-12) et (1I-13) s'obtient & partir d'une fonction g(0) associée a un
critere d'isotropie transverse, sous la forme:

g™™(0,0) = g™ (8) —2asinBcos?™ ! Ocos2a +

(I1-14)
bsinZ? Bcos?9 2a
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ol n, p et q sont des entiers positifs et a et b sont des parametres sans
dimension caractérisant 1'anisotropie transverse.

II-2-5 Fonction g(0) pour l'isotropie transverse:

En s'appuyant sur des résultats de calculs micro-macro et d'essais sous
différents trajets de chargement, Ferron et coll (1994) ont choisi de
mettre en oeuvre une extension du critére isotrope de Drucker (1949)
faisant intervenir le deuxieéme et le troisiéme invariants du déviateur des
contraintes planes. Ce critére s'exprime de la fagon suivante:

@I, [1-c03 /1)) =[1-@dc2D]e® (11-15)
. 1 1
ou J2 = ESIJSIJ et J3 = gsljsjkskl

En contraintes planes et selon la présentation polaire adoptée, ce critére
s'exprime sous la forme suivante:

(1-k)g™® = (cos? 6 +3sin2 0)> -

(II-16)
kcos? E)(cos2 0 —9sin? 6)2

avec k =4c/27 et 0 est le paramétre choisi comme étant I'angle associ€ a
la représentation polaire définie par:

x, = g(0)cosO

I1-17
X, = g(0)sin6 ¢ )
Une extension au cas de l'isotropie plane conduit a:
1-k)g ™8 =F(8) = (cos”> 0+ Asin 0)° -
(1-k)g® =F(®)=( ) (L18)

k cos? 8(cos® 6 — Bsin? 0)°

oi A et B sont des réels strictement positifs. Les valeurs de k, A et B
peuvent étre obtenues 2 partir des mesures de r, (6, /0) et (t/c), ourest
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le coefficient d'anisotropie normale, ¢, la contrainte de traction
uniaxiale et T la contrainte de cisaillement pur.

II-2-6 Fonction g(0,0) pour I'anisotropie
transverse:

La forme (II-18) de 1a fonction g(0) a été retenue dans la suite de cette

étude. L'expression générale pour le cas de l'anisotropie transverse est
donnée par (II-14) et le modele est représenté ainsi par les équations:

(1-K)% g(6,0)™ =[F(8)]6 - | (11-19)

2asin0cos® 1 8cos 20 + bsin?P Bcos29 20,

ot F(0) est donné par (II-18).

Les valeurs de k, A et B peuvent étre obtenues a partir des mesures de
rys, (O4s/0) et (t/0) correspondant 2 des essais ou les directions

principales de contraintes sont a 45° des directions d'orthoropie (7T
désignant la contrainte de cisaillement pur parallelement aux axes

s - i?
d'orthotropie c'est a dire pour 6;=-06, =7 a l'angle oc=z). Les

coefficients a et b caractérisant 'anisotropie transverse sont ensuite
obtenus en fonction des valeurs de 1, et 1o et des parametres m, n et p.

D'autre part le choix des exposants m, n, p et q conditionne 1'évolution du
lieu limite dans I'espace (0;,0, ) lorsque o varie.
On reconnait le critére quadratique de Hill pour:

k=0, m=2, n=p=q=1

et le critere d'ordre 4 de Gotoh avec k=0, m=4, n=p=2, q=1.
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II-3 SIMULATION DU GONFLEMENT
HYDRAULIQUE

II-3-1 Introduction:

Le but de toute simulation numérique d'une opération de mise en forme
est de reproduire le processus réel le plus fidelement possible. Nous
savons en particulier que l'essai de gonflement hydraulique d'un flan
circulaire permet de déterminer avec précision le comportement du
matériau en traction équibiaxiale, pour d'importantes déformations
plastiques, a partir de mesures au pole.

Nous nous proposons dans ce chapitre d'expliquer la simulation faite sur
cet essai basée sur la méthode des différences finies. Nous verrons dans le
troisiéme chapitre la méme simulation mais avec la méthode des éléments
finis, nous comparerons ensuite les résultats issus des deux études.

Nous rappelons que cette étude a pour but en premier lieu de valider le
nouveau modele décrit précédemment et de mieux prévoir la répartition
des déformations et des contraintes dans ce type d'essai. Nous nous
proposons dans ce qui suit de décrire britvement le principe de la
méthode de discrétisation de la membrane, 1'algorithme général et enfin
la méthode d'introduction du modele en contraintes planes et en
représentation polaire.

I1-3-2 Hypothéses et formulation analytique:

Afin de simplifier 1'étude, nous admettons quelques hypothéses sur la
géométrie de la structure et sur le matériau:

1- le gonflement se fait a flan bloqué selon son contour circulaire et
on impose une pression pour déformer la t6le;

2- I'épaisseur de la tole est tres faible devant le rayon du flan ce qui
nous permet de négliger les effets de flexion et de cisaillement;
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3- cette structure est assimilée 4 une membrane et on ne considere
que les efforts de traction dans le plan tangent a la t6le;

4- le matériau est supposé rigide visco-plastique et obéit a la théorie
de 1'écoulement avec écrouissage isotrope. On admet l'isotropie
planaire et la membrane devient une surface de révolution sous
l'effet de la pression. On peut donc utiliser dans toute notre étude les
coordonnées cylindriques.

La formulation analytique du processus du gonflement hydraulique que
nous présentons est basée sur le modele décrit précédemment par
1'équation (II-18). Cette formulation correspond a la forme paramétrique
donnée par les relations (II-17).

I1-3-2-1 Principe de la méthode des diffe’rence& finies:

Nous rappelons que le principe de la méthode des différences finies
consiste 4 remplacer les équations aux dérivées partielles par des
équations discrétisées en un certain nombre de points convenablement
choisis sur un domaine continu; les dérivées sont remplacées par une
approximation aux différences finies et le probléme revient finalement a
résoudre un systéme d'équations algébriques linéaires. Ces équations sont
obtenues en discrétisant 1'ensemble des équations relatives a 1'équilibre, au
comportement du matériau et a la cinématique du processus.

11-3-2-2 Equations d'équilibre:

Le probléme est axisymétrique et on utilise alors les coordonnées
cylindriques pour la résolution.

Schéma simplifié:
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h

Figure (II_3): Géométrie et notations pour l'essai de
gonflement hydraulique.

Données géométriques:

as

rayon du diaphragme;

H: hauteur au podle;
h: épaisseur courante;
hy: épaisseur initiale;
r:  position radiale d'une particule située au point M en cours de
déformation,
z:  hauteur courante;
P: pression hydraulique;
Po = — rayon de courbure circonférentiel;
sin @
1 L -y .
Py = —: rayon de courbure méridien (tangentiel).
cos¢ do

La figure (II_3) montre la membrane déformée, et précise les notations
utilisées. Les équations d'équilibre dans les directions normale et
méridienne s'expriment, respectivement:
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P_%,5 (11-20)
h Pe Pr

et
d(hG,-) — h(ce - Gr)

dr r

(I1-21)

Il est commode d'utiliser, au lieu de I'équation (II-20), I'équation obtenue
a partir de I'équilibre vertical de la calotte de rayon r, qui s'exprime:

P 26, sin @
h r

(11-22)

En combinant les équations (II-20) et (II-22), on peut exprimer le
rapport des contraintes &= 0y/0, en fonction du rapport des rayons de

courbure N =pg/p,, par la relation:

a=2-N (11-23)

I1-3-2-3 Equations de comportement:

Nous avons besoin par ailleurs d'autres équations qui permettent
d'intégrer le modele et de tenir compte du comportement rigide visco-
plastique du matériau. Les équations de base nécessaires pour ce calcul
sont développées ci-dessous.

On utilisera une loi de comportement viscoplastique ayant la forme
suivante:

G =G(eP,eP) (11-24)

La théorie de 1'écoulement associée au critere de Von Mises nous permet
d'écrire le rapport des vitesses de déformation p en fonction du rapport

des contraintes o donné par I'équation (I1I-23)

o

205—0, 20-1
20,-0y 2-0

p=7"= (II-25)

0
€
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Dans le cas plus général du modele utilisé, ce rapport peut €tre exprimé

en fonction de g(0) et de —g% de la maniére suivante:

_ (dg/d0)(sinB + cos0) + g(cos@ —sin B)
a (dg/98)(sin 0 — cos 0) + g(cos O +sin 0)

(1I1-26)

La condition d'incompressibilité est telle que la somme des vitesses de
déformations circonférentielles, radiales et en épaisseur soit nulle:

€g +€; +%= 0 1-27)

D'aprés le modele proposé, la contrainte d'écoulement équibiaxiale est
choisie pour jouer le role de la contrainte équivalente G, alors:
— C,
g(sin® +cos0)

(1I-28)

et enfin le calcul de la puissance plastique nous permet d'obtenir la vitesse
de déformation plastique équivalente:

. 2¢%¢
ep-— g T

~ (9g/00)(sin 6 — cosB) + g(cos O +sin B) (11-29)

La figure (II-4) explique les notations utilisées:

y4
M

_—

Figure (II_4): Déplacement d'un point de la membrane au
cours du gonflement.
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La contrainte équivalente G donnée par 'équation (II-28) obeit a une loi
de comportement visco-plastique de forme multiplicative. La figure (II-5)
illustre ce choix et la contrainte équivalente s'exprime alors sous la forme
suivante:

6 =f(E)(E/Ey)™ (I11-30)

ou, sous forme différentielle:

dLogo =y(€)de + mdLogg (I1-31)
_. 1df . e .
avec: Y(€)= EE coefficient d'écrouissage;
€o: vitesse de déformation de référence;
f(g): loi d'écrouissage a €g;
m: coefficient de sensibilité a la vitesse de
déformation.

g

|

Figure (II_5): Courbes d'écrouissage homothétiques lorsque la
vitesse de déformation augmente.

11-3-2-4 Equations cinématiques:

L'hypothése de l'incompressibilité du matériau nous donne en
cinématique une relation qui relie les épaisseurs au cours de la
déformation. La figure (II-4) en illustre les notations et la géométrie:
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_ h%r%s®
rds

h (I1-32)

ot ds® et ds représentent une longueur élémentaire d'arc (initiale et
actuelle) du profil de la membrane.

On peut aussi traduire en termes de déformations circonférentielles et
radiales les déplacements respectifs en prenant leur logarithme relatif:

by
€g = LOg(;-O—)
(I1-33)
_ ds
g = Log(—dso

D'autre part, les vitesses de déformation (méridienne et circonférentielle)
s'expriment:

. dv, '
€ = i cosQ+—+

- P (I1-34)
. _u_ v, vV, .
€g =—=-—CcosQ +—-5InQ

r r r

ol v,, v, et u désignent respectivement les vitesses dans les directions
méridienne, normale et radiale.

I1-3-3 Processus de la simulation:
I1-3-3-1 Description de la géométrie:

La figure (II_6) résume le principe de I'incrémentation. Les noeuds sont
notés i ou j, et le pas d'incrémentation est noté p.

En raison de la symétrie de révolution expliquée précédemment, nous
avons les égalités suivantes: rg =—r10 et 1, =—r; de méme en hauteur
zg = z) et zy =z,. Les conditions aux limites sur le contour s'expriment

d'autre part: 10, =10 =a et 22,=2,,,=0.
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Un point matériel qui occupait initialement la position (ri0 ,z? ), occupe a

lincrément p+1 la position (r;,z;). On peut sur ce principe discrétiser les
équations de base données précédemment afin de déterminer a chaque
incrément les quantités suivantes: €,€q;,h;,py €t Pg;-

7

Figure (II_6): Schéma de la discrétisation de la membrane

' |
' |
| I
/ —>I I n+1
|
I

entre deux positions différentes.

Si d'autre part la pression P est connue, alors les quantités G;,0; €t Q;
peuvent étre déterminées a partir des équations suivantes: |

o Pp
r — A1 PO
21? (I1-35)
=—0pa(2—-N
Gy 2hp°( )
ou N=Pe.
Pr

Ainsi on peut déterminer l'angle polaire 0 de la représentation
paramétrique de la surface de charge a partir de 'équation:



Chapitre II :_Modélisation incrémentale de _procédés... 60

1-o
te(0) = —— 11-3
g(0) Tr o (I1-36)

ou o représente le rapport des contraintes circonférentielles et radiales:

o= :—:—r—. Par ailleurs les équations (II-26) et (II-32) nous permettent de
)

déterminer & chaque pas de calcul le rapport des vitesses de déformation
p; et 1a contrainte équivalente G; en utilisant les équations (II-29).

II-3-3-2 Calcul incrémental:

Le calcul incrémental utilisé permet de déterminer les incréments de
déplacement (Ar;,Az;) pendant l'intervalle de temps At, ou pour

I'incrément de pression AP. Par conséquent, la forme de la membrane et
toutes les autres quantités (2 savoir €;,€g;,h;,P,Pgi:01-Cg; € O;)

seront déterminées pour l'incrément P + AP.

Aprés quelques dérivations analytiques, les incréments
Ae,Atg, Apyi /Psi - APgi/Pei €t Ah;/h; peuvent €tre déterminés en
fonction des incréments de déplacement (Ar;, Az; ).

De méme, les incréments de différentes grandeurs calculées
précedemment, G;,04,V;,0; sont exprimés, et une manipulation des
équations obtenues permet d'aboutir & deux types d'équations ou
n'interviennent que les incréments de déplacement et l'incrément de
pression:

i+l
Y (azAr; +byAz;)=0
j=i-1

. (1-37)
i+1 AP
et P
j=i
ol ay = K (1,2;,p;) c; =B (vi,m, 0, 15,2;, A€;)

bij=F2(ri,zi’pi) dij=F4('Yi’m’ai’ri’zi’A8i)
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Ce sysiéme est un systéme d'équations linéaire de la forme classique:
[K]*[X]=[F] (I1-38)

ot [K]: estla matrice de rigidité au gonflement;
[X]: vecteur de déplacement aux noeuds;
[F]: vecteur pression.

On peut résumer d'une fagon plus succincte le principe du calcul de la
maniére suivante: pour chaque pas p, le systeme (II-38) est résolu pour
tous les noeuds le long de la membrane. On incrémente la pression et on
résout le systéme pour un nouveau profil; ce processus se répete jusqu'a
arriver a une hauteur au pdle donnée. :

I1-4 SIMULATION DE L'EMBOUTISSAGE DE
GODET

I1-4-1 Introduction:

Contrairement 2 1'essai du gonflement hydraulique ou le flan est bloqué,
nous allons étudier dans cette partie un essai de rétreint ou le flan est
susceptible de s'écouler entre une matrice et un serre-flan. Le rdle du
serre-flan est d'exercer une pression sur la téle de facon a minimiser les
plis qui risquent de se former au cours de I'essai.

On mesure la formabilité par la taille maximale de la tdle qui peut €tre
déformée sans qu'il y ait striction ou rupture: (rapport du diametre initial
de la tole par celui de l'outil). Ce rapport est généralement appel€ rapport
de la limite d'emboutissabilité, il est contr6lé par la force du serre-flan
que 'on impose sur le bord de la tdle et par les conditions de frottement
entre la matrice et la tdle et entre le serre-flan et la tole. Une valeur
importante de la force du serre-flan ou du coefficient de frottement limite
le glissement de la tdle et augmente son allongement radial.

En pratique pour obtenir un bon résultat de l'opération de I'emboutissage,
il est essentiel de contrdler le glissement de la tole avec la matrice et le
serre-flan. Si le glissement est fortement limité, la tGle peut supporter
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l'étirement et ainsi on empéche I'inéluctable rupture. D'autre part, si la
force de contrdle n'est pas assez importante, le matériau peut alors glisser
facilement et une contrainte de compression circonférentielle peut
fortement se développer causant un plissement du flan.

Une autre particularité de cet essai est que la forme finale de la t6le est
déterminée par le poingon, alors que pour le gonflement hydraulique, la
forme finale dépend de la pression hydrostatique qui appuie
uniformément sur la surface du flan.

Nous allons utiliser dans cette étude le nouveau modele dans ses deux
présentations. La premiére présentation est donnée par 1'équation (II-18)
qui est celle utilisée dans le cas du gonflement hydraulique ot 1'on
considére que le matériau est isotrope dans le plan. La deuxi¢me
présentation est donnée par 1'équation (II-19) qui tient compte de
l'anisotropie transverse du matériau. Cette présentation nous permet en
outre de prévoir les cornes d'emboutissage qui se forment le long du bord
du godet final.

I1-4-2 Hypothéses et formulation analytique:

La mise en équation ci-dessous correspond au probléme axisymétrique
associé 3 un matériau a isotropie transverse (équation (II-18)). Inspiré du
travail réalisé par Woo (1964), cette étude consiste a modéliser par la
méthode des différences finies I'emboutissage de coupelle basé sur les
hypothé&ses suivantes:

1- mise en équation de type "tranche" d'un probléme axisymétrique;

2- discrétisation spatiale du profil de la tSle en un nombre donné de
sections;

3- la déformation sous la base du poingon et le long de son rayon est
supposée négligeable;

4- le matériau est supposé rigide-plastique avec un écrouissage
isotrope;
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5-‘ le frottement avec les outils est de type Coulomb.

11-4-2-1 Egquations d'équilibre:

La Figure (II_7) rappelle le principe de I'essai. Le profil est divisé en
quatre zones. Nous allons dans ce qui suit écrire les équations d'équilibre
relatives & chaque partie du profil définie dans le schéma.

A;
Ger¥ e-f1a"

B , A
C Az A

D

Figure (II_7): Schéma de la décomposition du profil du godet
en tranches.

La zone AB se décompose en fait en deux zones:

. une zone externe (Al) soumise 2 la pression de serre-flan, qui subit
un épaississement uniforme (Figure (II_8)) et dont l'équation d'équilibre
s'écrit sous la forme suivante:

do
=TI
Ooe O+ or dr

Oor Go

Figure (II_8): Schéma de 1'équilibre d'un élément de volume
de la zone en rétreint (Al).
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d(orh) + (Gr — Ge)h

+21=0 (I1-39)
dr T

ou h est uniforme pour la zone externe, et T est la cission qui obéit a la
loi de frottement de Coulomb.

. une zone intermédiaire (A2) non soumise a la pression de serre-flan
et en écoulement radial, qui subit un épaississement variable (Figure
(I1_9)) et dont 1'équation d'équilibre s'écrit sous la forme suivante:

Jc
o, +—=dr
Ob T oor

¢ h+dh

Gr 09

Figure (I1_9): Schéma de 1'équilibre d'un élément de volume
de 1a zone intermédiaire (A2).

d(o,h) + (o, —0g)h _

0 I1-40
i - (I1-40)

Les contraintes o, et 1'épaississement dans la zone externe sont calculées

de facon 2 ce que leur résultante corresponde a la force de serre-flan
donnée F, qui s'écrit:

F= [lo,(r)2mdr (11-41)
A2

Pour les zones BC et DE sur les rayons de matrice et de poingon,
respectivement, I'équilibre est fourni par les équations suivantes:
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Figure (II_10): Schéma de I'équilibre d'un élément le long du
rayon de matrice.

4€0:h) | o500 L er_ g
r
et (I1-42)
Er_ + Gg P

Ps Pe h
avec, les rayons de courbure donnés par:

Ps =Pm +h/2
Pg =—1/sin@

L'équation d'équilibre pour la zone CD est donnée par:

d(o,h)
dz

=0 (I1-43)

En pratique, lorsque la zone cylindrique CD est formée, la force de
poingonnement a dépassé sa valeur maximum, et donc la partie CD
présente un comportement €lastique.

11-4-2-2 Equations de comportement:

La formulation analytique du processus de I'emboutissage utilise de la
méme manie€re que le gonflement hydraulique la surface de charge en
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contraintes planes décrite sous la forme paramétrique par les relations
(II-18). Les équations (II-26), (II-28), (II-29) et (II-36) nous donnent
respectivement le rapport des vitesses de déformation p, la contrainte
équivalente G, la déformation équivalente plastique P et l'angle polaire
8. Ces variables sont données en fonction de 6,,04,€, et €g.

L'extension & une sollicitation triaxiale se fait sans difficultés pour un

matériau insensible & une pression hydrostatique. En effet, un état de
contraintes défini par trois contraintes principales (0.,04,0,) est

équivalent a 1'état de contraintes défini par (6, —0,,04 —0,,0) de sorte
que les relations précédentes s'appliquent alors avec le changement de
variables suivant:

0;=0,—-0, él=ér
et (I1-44)

Gy, =09 —0, €, =&y

On déduit a partir des équations de comportement un certain nombre de
relations qui sont utiles dans la suite des calculs:

0, = g(sin® +cos0)G

11-4
0, = g(sin@-cos6)G (I-45)
0; — 0, =2gsin86 (I1-46)
g = (dg/08)(sin© — cos0) + g(cos O +sinO) 5
1= 2
2
. & , (I1-47)
(dg/d08)(sin8 + cosB) + g(cosB —sinB) -
82 = 0 A
2g
&, —€, _(—dg/08)cosO+gsinB (11-48)

€, +&, (dg/98)sin®+gcosH

L'écrouissage est décrit par une loi de comportement G = f(€), ou, sous
forme différentielle, dLogG =Y(€)dE.
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11-4-2-3 Equations cinématiques:

Uniquement la zone externe sera traitée dans ce qui suit, les autres zones
étant traitées selon des méthodes comparables. La partie externe du flan
subit un épaississement indépendant de la position radiale (outils
indéformables). En désignant par u(r) la vitesse radiale et par h
I'épaisseur, l'incompressibilité plastique se traduit par: €, +€y +€,=0
soit % = +% = 0. En intégrant cette équation on obtient le déplacement

r
u(r):

-h r h
u(r)= Eﬁl’ + -f(ua + ﬁl’a) 7 (I1-49)
et donc
du. h 1, h
g. =—=———-2(u, +—
S e AC AP TRY
et (I1-50)
. u h r h
gg=—=——+"3(, +—r
0 2h rZ(“ 2h a)

ou r, est le rayon extérieur du flan et r un rayon courant.

I1-4-3 Processus de la simulation:
I1-4-3-1 Description de la géométrie:

La figure (II_11) représente la géométrie de la tdle avec les notations
utilisées. Pour le développement des calculs, la tdle est divis€e en quatre
parties figure (II_7) distinguées par: zone externe (Zext), zone
intermédiaire (Zint), zone enroulée sur le congé de matrice (Zenrmat),
zone du brin libre (Zbrinlib) ou zone cylindrique (Zcyl) lorsque celle-ci
est formée.
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Signification des variables:

r.0 : rayon initial de la tole

Fp : rayon limite de contact

: rayon a la lévre de la matrice
rq : rayon inteme de matrice

]
matrice | r, : rayon exteme de poingon
e - | r, :rayon de la base de poingon
My I Rm: rayon de congé de la matrice
raO > | Ry, : rayon de congé du poingon
1 hO : épaisseur initiale du flan

Figure (II_11): Géométrie de la t0le.

II-4-3-2 Calcul incrémental:

Le pas de calcul est piloté par lincrément (négatif) Ar,, du rayon
extérieur du flan. Nous développons uniquement les équations relatives a
la zone externe.

Il est utile de ré-exprimer 1'équation d'équilibre (II-39) en faisant
apparaitre les contraintes Gy =0, —0, €t 0 =0y —0,.

do; 401 Oy, do, 2fc,

=0 (11-51)
dr r dr h

La discrétisation spatiale de cette équation nous donne 1'équation suivante:

Aiczi+l + BiO'zi = Cl (II'52)
avec
WSS P S T
La—4 b La—% b
et
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Si les seconds membres sont connus, et si la contrainte o,

correspondant au rayon extérieur est également connue, on peut alors
calculer les 6,. La condition o, <0 détermine le noeud nb

correspondant au rayon r,, en deca duquel la tle n'est plus soumise a la

pression de serre-flan. Il reste ensuite a vérifier que la force du serre-
flan correspond bien a la force donnée:

1
Fz=2§

Gy, + g (a1 -—riz)?F (I1-53)

une itération doit étre envisagée pour que cette condition soit vérifiée,
avec une précision donnée.

La discrétisation de I'équation (II-49) donne pour le pas de temps At, le
déplacement radial du noeud i:

Ar,=—-=1r +—(Arna LAh ) | (I1-54)

ou Ah désigne l'épaississement de la tdle pour At. On peut donc
déterminer les accroissements de déformation a partir des équations (II-
50) pour At:

Ah Ar Ah T Ah
N A (II-55)
r ,
s 2By 20 )
on en déduit alors:

Ae, — Aeq 2

) =2f_:21a h Ag, 1 (I1-56)
Ae, +Agg 1 \1,, Ah 2

que l'on égalise avec I'équation (II-48) pour trouver:
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(I1-57)

22, ( h Ar, 1)_ —0g/06|, cos®; + g; sin6;

+—|=
r7 \r,a Ah 2/ 0g/06| sin6; +g; cosH;

1

On constate en fait que, pour un incrément Ar,, du rayon extérieur de la

tole, la connaissance de Ah fournira une description complete de la
cinématique de la déformation pour l'intervalle de temps considéré. 11 est
commode de poser:

Ae, —Agg
Ae, +Agg -

Tna

RVD =

(I11I-58)
—0g/6| , cosB,, +g,,sinb,

0g/08| _ sinB,, + g4, cosOy,

de sorte que (II-56) devient:

r2, —0g/06), cos®; +g; sin6;
'—2-RVD = N
dg/06| sin®; +g; cos6;

(I1-59)

LG

Les relations de comportement (II-45) avec 6; =06, —-0,, O, =G4 — 0,
et G = G; connues en chaque noeud au début du pas de temps, donnent:

6), =0, —C, =g;(sin; +cosb;);

. B (11-60)
G, =Op =G, = g;(~sin®; +cosb;)s;
Pour le noeud na, 6, =0, donc
-0, .
—= =g .(sinB,, +cosB,,) (11-61)
Gna

Supposons que la contrainte 6, soit connue. On peut alors déterminer
0,, par l'équation (II-61), RVD par I'équation (II-58), et O; par

'équation(11-59); les équations (II-61) et (II-59) étant résolues par
dichotomie. La connaissance de 8; permet ensuite de calculer 6; et o;

données par les équations (II-60), puis 6, par les équations d'équilibre
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(II-52). La contrainte G, est obtenue par itération, la résultante des

contraintes normales 6, dans la zone externe devant €tre égale a la force
de serre-flan donnée F (équation (II-41)).

I1-5 MATERIAU ANISOTROPE TRANSVERSE -
CORNES D'EMBOUTISSAGE -

II-5-1 Introduction:

Dans le cas ol le matériau présente une anisotropie transverse, le godet
formé par emboutissage présente le long du bord alternativement des
cornes et des vallées. La position et la taille de ces ondulations dépend
fortement de la nature du matériau et des conditions de 1'emboutissage.
Quatre, six ou huit cornes peuvent étre trouvées selon le matériau, ses
conditions d'élaboration et sa texture.

En particulier d'un point de vue qualitatif, des relations entre texture et
cornes d'emboutissage ont été démontrées. Nous expliquerons dans cette
partie la méthode quantitative utilisée pour la simulation de
I'emboutissage d'un matériau anisotrope transverse, et la prévision des
cornes d'emboutissage.

I1I-5-2 Hypothéses et formulation analytique:

II-5-2-1 Principe du calcul:

La simulation de 1'emboutissage d'un matériau anisotrope transverse a été
réalisée en s'appuyant sur le programme de différences finies
précédemment décrit.

Quelques hypothéses simplificatrices ont ét€ retenues permettant
l'adaptation rapide de notre programme a cette étude. En effet, nous
admettons que les cornes se forment dans la partie du flan située entre le
serre-flan et la matrice appelée précédemment dans la simulation: zone
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externe. Nous supposons également que les positions finales des cornes et
des vallées coincident avec leur positions initiales.

Plus précisement, la simulation s'appuie sur les hypothéses
simplificatrices suivantes:

¢ 'écoulement d'une particule est purement radial (la composante
orthoradiale de la vitesse est supposée nulle);

¢ les contraintes de cisaillement sont supposées nulles, ou du moins
l'effet des gradients 00 /00 dans I'équation d'équilibre selon la direction

radiale est supposé négligeable.

¢ les rotations matérielles autour de la normale au flan déformé ne
sont pas prises en considération. Les vitesses de glissement €,9(Dg) sont

donc estimées 2 partir d'une écriture en petites déformations.

Avec ces hypothéses simplificatrices, il est possible d'étudier séparément
différents profils de la tole, selon un découpage angulaire a préciser par

rapport aux directions d'orthotropie. Le couplage entre les différents
profils se fera en reliant entre eux les incréments Ar,, pour les

différentes orientations du profil du flan.

I1-5-2-2 Formulation analytique:

La figure (II_12_a) montre I'état de contrainte subi par un €lément se

trouvant sur le bord de flan au cours de l'opération d'emboutissage. Les
contraintes de cisaillement o 4 étant négligées, les directions radiale et

circonférentielle sont directions principales, et l'angle o entre la

direction x d'orthotropie et le profil étudié correspond a l'angle o du
modele utilisé. Pour o #km/2, l'anisotropie transverse induit une

déformation de glissement a l'origine des cornes. Ce glissement est
visualisé sur la figure (II_12_b) pour un élément externe du flan. L'objet
du calcul est d'estimer, pour chaque pas de temps, la différence
S=Ar} —Ar, d'incrément de déplacement radial entre deux profils
voisins.
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+
Atha

Figure (I1_12_a): Figure (II_12_b):
Etat de contrainte sur le bord du flan.

L'idée est donc de partir des expressions des composantes des vitesses de

déformation données en (II-6). Ce systéme fournit en particulier la
vitesse de glissement en fonction de la vitesse déformation équivalente:

(I1-62)

ot I'angle 0 est calculé par résolution le long de chaque profil.

Cette équation, discrétisée et appliquée au noeud na correspondant au
rayon extérieur, s'exprime:

2he, =080 xp (11-63)
= 2g sin@
avec
As 2g°Aey,
na = (9g/00)( (sin @ + cos8) + g(cos 6 — sin6)
et
Aee,,, = %

na
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D'aprés la figure (II_12_b), nous pouvons é&crire l'incrément de
déformation de glissement sous sa forme discrétisée:

Arl, —Ar

2Ae g = 1 I1-64
o I AC ( )

En combinant les équations (II-63) et (II-64), nous obtenons:

dg/da Ar, Ao
sin® dg/d0(sin® + cosO)+ g(cosB —sin6)

Art = Ar,, — (I1-65)

De cette fagon, partant par exemple du profil correspondant a la direction
x d'orthotropie, nous pouvons calculer pour chaque incrément Aa, ou
pour le profil (n+1), l'incrément Ar,, en fonction de l'incrément Arg,,

qui lui, a été calculé pour le profil n. Nous obtenons ainsi, a chaque pas
de temps un couplage des différents incréments Ar,, permettant d'avoir

le nouveau profil du godet.

II-5-2-3 Calcul simplifié:

Dans la plupart des cas d'emboutissage de godet, la force de serre-flan
induit des contraintes de compression G, qui sont faibles par rapport a la

contrainte orthoradiale ©¢ sur le bord de la tdle. Le pourtour du flan est

donc proche d'un état de compression orthoradiale, correspondant a
I'angle polaire 0 =3mw/4 sur la surface de charge (voir figure (II_13)).

L'équation (II-65) se simplifie donc et devient:

+ ag(31t/4,a)) Aot ]
Arna"‘Arnal:l"'( e g(31c/4,oc)] (11-66)

Cette expression reste applicable pour un incrément Ar,, quelconque

permettant par exemple d'obtenir directement le résultat pour I'avalement
complet du flan. Partant de 1'équation (II-19), g(3w/4,0) et

dog(3m/4,0.)/do. s'expriment sous la forme:
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| m
(1-k)°g™(8,0)=
m (I1-67)
[%(1+A)3 -1<(1—B)2]6 +

a b
= cos20. + 2» cos?4 20,

et

og(3m/4,0) _
do.
2+ o™ a (II-68)

3
g(3m/4,0)—%- .
cos20 + 5] cos29 20,

sin2q

211—1

Aol/&

X2 X1

6=3m/4 0 Figure (l_13): Position
02/0 angulaire sur la surface
> de charge, correspondant

a la compression simple
sur le bord du flan:

G;=0,, 6,=0yp

I1-5-2-4 Comparaison avec l'approche de Barlat et
Richmond(1991):

Le résultat du calcul simplifié (équation (II-67)) peut €tre comparé a celui
obtenu par Barlat et Richmond (1991). Le résultat de ces auteurs est basé
sur le raisonnement suivant: pour un point sur la surface de charge, la loi

de normalité implique que les vitesses de déformation plastique sont liées
par la relation: €;do;=0 pour des incréments de contraintes dG

tangents 2 la surface de charge. En contraintes planes, et dans des axes
fixes, on peut écrire:
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€100 1y +28,,d0,, +£,,d0,, =0 (I1-69)

Les formules de changement de repére nous permettent de relier les
composantes des contraintes dans deux repéres faisant entre eux un angle

0:

Figure (I_14): Angle 6
entre des axes quelconques
et des axes fixes.

G, =G, COs2 0 +Cgg sin? 8 — 26 4 sinBcosO
Oyy =0y sin® 6 + Cgg cos? 0 + 204 sinBcosO

Oy = (6, —0gg)sinBcosB+04 (cos2 0 —sin? 0)

Avec la condition oi 6, =0,4=0 sur le pourtour du flan on peut
exprimer les dérivées des contraintes par rapport a I'angle 0:

Avec

agg" = agge sin® 0 + 20 g sin O cos O
dc

a(_’)’y = agge cos? 0 —20gq sinBcosO
any _ Bo

8 age sinBcos6 —Ogg (cos” @ —sin” 0)

€, =€, oS> 0+¢ggsin? 0 —2¢4sinOcosO

€y =€ sin? @ + & gg cos? 0 + 2€ o sin@ cos O

Exy = (€, —€gg)sinBcosO + t'zre(cos2 0 —sin? 0)

En supposant que 1'écoulement plastique survient en méme temps pour
tous les points du pourtour du flan (ou en supposant une déformation

équivalente constante quelle que soit la position angulaire), 1'équation (II-
69) peut se ré-écrire:
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. aO'xx . any . ao.yy _ :
x 39 ¥ 39 +Eyy %o =0 (II-70)

en prenant =0 et en utilisant I'équation €3do; =0, on retrouve

1'équation obtenue par Barlat & coll (1991):

1 dSe _»E0 _pp 1-71)
oy dO €g0

ou I'" est un rapport introduit par ces auteurs, qui mesure la déformation
de glissement dans une sollicitation hors axes.

Le rapport (28 /€gg) étant égal & (1/v,)(3v,/08), 'équation (II-71) se
ré-exprime finalement sous la forme:

_1__(.1Vr _ 1 dce
v, dp o©g do

1-72)

Ce qui suppose en fait une déformation équivalente constante quelque soit
l'angle 0. L'équation (II-72) peut aussi étre discrétisée sous la forme de:

+
Arp, — Ar, _ Aoy 11-73)
Al'na o

ol 64 = g(37/4,0) dans notre cas.

On retrouve alors l'équation (II-65) en remplagant AcCy par
Ag(3n/4,0) = g(37/4,0.+ Aar) — g(3m/4,00):

(I1-74)

ot o a1 BG40+ A0)— g(3n/4,0)
na- T g(3m/4,a)

I1-6 VALIDATION ET TEMPS DE CALCUL
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Le code incrémental pour le gonflement hydraulique, issu d'un
programme antérieur mis au point par Mesrar(1991), a été adapté au
modele de plasticité utilisé dans ce travail. Une validation du programme
par comparaison avec la solution correspondant aux hypotheses
cinématiques de Hill (1950), qui représente la solution exacte pour un
matériau obéissant a une loi d'écrouissage exponentielle, montre pour
I'ensemble des variables des erreurs inférieures a 1.5% jusqu'a la
pression maximale.

Le code incrémental de I'emboutissage d'un godet dont le principe a été
exposé dans ce chapitre, présente 1'avantage d'étre extrémement flexible a
I'introduction de différents modeles de plasticité (présentant différentes
formes de surface d'écoulement). Ce programme de calcul a été mis au
point a l'occasion d'un contrat réalis€é pour le compte du
LEDEPP/SOLLAC.

Des comparaisons avec des résultats obtenus par Woo (1967) ont en
particulier montré la trés bonne précision et la fiabilit¢ du programme.
Par ailleurs une comparaison en temps de calcul avec le code ABAQUS
mérite d'étre soulignée; en effet, le temps d'exécution du programme
incrémental avec un maillage du profil en 40 éléments est de I'ordre de
50 secondes sur la station Hp 9000 série 400, alors qu'il faut 656 secondes
pour ABAQUS afin de simuler exactement le méme processus.

Enfin, et pour rendre compte de l'anisotropie transverse, le maillage sur
un quart de la structure serait nécessaire. Si l'on prend par exemple 400
éléments, le temps de calcul du code incrémental serait multiplié par 10
compte tenu des hypothéses faites relativement au couplage angulaire. Par
contre, le temps nécessaire pour le code ABAQUS, lié en premier lieu au
nombre de degrés de liberté des éléments, est S0 fois plus important que
dans le cas axisymétrique.

On en déduit alors I'importance de la réalisation de codes spécifiques a
une application donnée ot I'on gagne 2 la fois au niveau de la maitrise du
logiciel (sources), de 1'analyse des résultats et en temps de calcul ce qui
représente un atout important pour une étude systématique de I'ensemble
des parametres géométriques, rhéologiques et tribologiques du procédé.
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Chapitre Il

IMPLANTATION DU MODELE DANS

ABAQUS : MODELISATION PAR
ELEMENTS FINIS DES

PROCEDES DE MISE

EN FORME
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I11-1 INTRODUCTION

Tout modele de plasticité qui permet de donner explicitement les
incréments de contrainte en fonction des incréments de déformation,
[A6=A6(A€)], pour un état de chargement quelconque peut étre
introduit dans le code de calcul d'éléments finis ABAQUS par
I'intermédiaire d'un sous programme appelé UMAT (User Material). Une
méthode générale d'intégration du modéle qui, dans sa résolution, utilise
une méthode de type "backward Euler", doit &tre réalisée. L'implantation
de ce modele nécessite aussi la détermination de la matrice Jacobienne
(module tangent élasto-plastique) de fagon a obtenir une autre estimation
des déplacements.

Nous avons donc introduit dans cette partie le modele de plasticité
orthotrope proposé par Ferron et coll (1994) et rappelé dans le deuxiéme
chapitre, dans ABAQUS via le sous programme UMAT.

Nous décrivons dans un premier temps les quelques relations constitutives
qui nous servirons a intégrer le modele et a trouver les relations
incrémentales nécessaires pour la résolution numérique du probléme.
Nous déterminerons ensuite les incréments de déformation plastique et le
module tangent élasto-plastique. Enfin, nous expliquerons les simulations
numériques réalisées avec ABAQUS en utilisant ou non le nouveau
modele de plasticité.

III-2 UMAT -METHODE D'IMPLEMENTATION:

II1-2-1 Cadre général:

Dans sa version standard, le code de calcul ABAQUS utilise pour les
matériaux élasto-plastiques, la loi de Hooke et, vis-a-vis de la plasticité, le
crittre de Von Mises ou le critére quadratique de Hill avec écrouissage
isotrope.
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Dans cette partic nous allons développer la méthode d'intégration
plastique inspirée de la méthode générale présentée dans le manuel
ABAQUS (Hibbitt, Karlsson & Sorensen (Versions 4-6..5-4)) et appliquée
au modele orthotrope défini par 1'équation (II-19).

Le code de calcul ABAQUS fournit, au point d'intégration, les valeurs
courantes de contraintes Gy, de ‘déformations élastiques e%, de

déformations plastiques e{; et les incréments de déformation totale Aey

pour le pas de calcul. L'implantation d'un modele de plasticité dans le
programme utilisateur passe par la détermination de I'état de contraintes a
la fin du pas de calcul. Il s'agit donc, a partir des incréments de
déformations totales, de calculer l'incrément de déformation plastique
équivalente deP (ou les incréments de{}), la nouvelle déformation

plastique équivalente P =€P +AEP (ou les nouvelles composantes
el =ef + Ael) et finalement les nouvelles contraintes G;. La matrice

Jacobienne C%‘l’d reliant les incréments de contraintes Ay aux incréments
de déformation totale Ag; doit aussi étre calculée. L'algorithme général

de la méthode est décrit en fin de ce chapitre.

IT1-2-2 Rappel des relations de base de 1'élasto-
plasticité:

Nous rappelons tout d'abord quelques relations de base de 1'€lasticité qui
nous serviront 2 intégrer les équations constitutives et a déterminer les
nouveaux incréments de contraintes.

Le tenseur de déformation élastique €° peut se décomposer en une partie
déviatorique et une partie volumique:

1
€ _ € PR
g =¢;+ §€v<>15ij - =04 i} Coch ﬂ (Imo-1)
<
ol J; est le symbole de Kronecker. De méme le tenseur de contraintes &

peut se décomposer en une partie déviatorique et une partie volumique
représentant la pression hydrostatique, sous la forme:
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Les composantes e‘fj du déviateur de déformation sont li€es aux

composantes S; du déviateur des contraintes par la relation suivante:

b
=2Ge¢ S
Sij = 2Geij o L (IL-3)

G étant le module de cisaillement. D'autre part la pression hydrostatique
p est liée & la déformation volumique €, par la relation suivante:

p=—Ke,y (11-4)
ot K est le module de compressibilité élastique.

En contraintes planes nous pouvons exprimer la pression hydrostatique p
en fonction des composantes du déviateur S des contraintes:

P= —§511 +522) (I-5)

i
Y

\ /

ou encore en foncti\g/ri des composantes du déviateur de déformation en
utilisant I'équation ({TI-3):

p =42G(ef; +e5y) (II1-6)

D'autre part, nous supposons une décomposition additive de la
déformation totale en une partie élastique et une partie plastique, selon
I'équation suivante:

e T I-7)

I
hd

— € P
eij = eij +£ij

La déformation plastique €} étant égale & sa partie déviatorique ef a

cause de l'incompressibilité plastique du matériau, 1'équation (III-7)
devient alors:

eij = 8% + eg (IH'S)
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. !

| /
En combinant les équations (III-1), (II-2), (III-3) et (III-6), on obtient,
en contraintes plaipes, les relations contraintes/déformations élastiques
suivantes:

oy =2G[e§ — €585 | (II-9)

et en utilisant la décomposition donnée par l'équation (III-8), on obtient
alors les relations finales reliant les composantes de contraintes a celles
des déformations: ‘

oy =2G[e; - £33 |- 26][ef — 8,8 ] (II1-10)

En notant ¢, et c, les corrections apportées aux termes Gy €t eg lors

d'une itération, 'équation (III-10) se réécrit:
CGij = —ZG[CEE - 08235ij]

ou encore, les corrections étant effectuées sur le pas de temps At,
cAcy; = -2G[cAef — cAed; 3y | (III-11)

Enfin la loi d'écrouissage nous donne 2 partir de cet incrément de
déformation plastique la nouvelle contrainte équivalente G(€ +A€g})), on

en déduit la nouvelle pression hydrostatique et le tenseur déviatorique des
contraintes S, de composantes: |

Sy = S,y +2G(5,A85, —5,A€5,)

S,y = Syy +2G (5,425, — 5,485, ) (I0-12)
Sxy =Sy +GAYSy \
! \
avec Ae® =Ae— AeP , $1= M et sp=1-s.
3K+4u

o K est le module de compression et G est le module de cisaillement
élastique.
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III-2-3 Détermination des incréments de
déformation plastique:

I11-2-3-1 Description de la méthode:

Dans une analyse par éléments finis, l'intégration des é€quations
constitutives est uniquement effectuée aux points d'intégration. Cette
analyse est réalisée de fagon incrémentale et la solution est supposée
connue au début de chaque incrément.

Pour un incrément de déformation totale Ae donné, on a besoin de
calculer les contraintes et les variables internes a la fin de cet incrément.
Deux algorithmes d'intégrations des équations constitutives sont
généralement connus dans la littérature: explicite appelé aussi forward
Euler et implicite appelé backward Euler. La premiére technique consiste
3 calculer les incréments de contraintes en fonction des incréments de
déformations "en avant" en sous-incrément par sous-incrément. Cette
méthode peut aussi étre utilisée en subdivisant les sous-incréments et en
utilisant la notion de réversibilité plastique incrémentale qui sert a éviter
les fausses décharges numériques dans un incrément de charge (Ronel S.
(1994)). Quant 2 la deuxieme technique implicite, elle consiste a calculer
l'incrément de contrainte itérativement a la fin de chaque sous-incrément.
Cette derniere est utilisée dans notre étude. Nous mettons par ailleurs
l'accent dans le chapitre suivant sur les problemes de convergence des
itérations locales rencontrés en grandes déformations utilisant ce schéma
d'intégration.

Lors de la simulation d'un essai de formage, deux phases différentes
peuvent jouer un rdle important sur la complexité de la convergence des
calculs. Une phase de résolution numérique itérative pour résoudre le
systéme non linéaire des équations d'équilibre globales, ceci est interne au
code de calcul. La deuxiéme phase concerne l'algorithme utilis€ pour la
résolution numérique par la méthode de Newton Raphson pour la
détermination de 1'état de contrainte local du matériau. Cette derniere a
été programmée dans notre étude et conformément au principe
d'indifférence matérielle de la loi de comportement en grandes
déformations, les équations constitutives sont intégrées dans les repéres
locaux corotationnels (repéres tournants) en chaque point d'intégration de
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la méme maniere qu'en petites déformations en repére fixe. Le
formalisme en petites déformations utilisé est alors justifié.

L'algorithme utilisé pour implémenter cette intégration numérique joue
un rdle important, et avec l'algorithme servant a résoudre ensuite les
équations non linéaires trouvées, constituent le corps de I'analyse é€lasto-
plastique par éléments finis. Il est important de noter qu'un algorihme
non approprié peut aboutir non seulement 4 une solution en contraintes
non exacte mais aussi risque de ralentir considérablement la convergence
de chaque itération. Pour des probleémes relativement complexes, nous
savons que le calcul des contraintes par des méthodes incrémentales est
assez pénalisant en temps, c'est pourquoi l'efficacité de l'algorithme
utilisé est essentielle dans ce genre de calcul.

I11-2-3-2 Principe de la méthode:

11 a été confirmé dans des études précédentes (Ortiz & Popov (1984)) que
la stabilité d'une solution issue d'une méthode généralisée de l'intégration
des relations constitutives élasto-plastique dépend généralement de la
forme de la surface de charge d'une part, et d'autre part que la méthode
de "backward Euler" est inconditionnellement stable indépendamment de
la régularité de la fonction de charge.

Nous avons donc choisi la méthode de "backward Euler” pour
l'intégration des équations élasto-plastiques. Cette méthode consiste
comme nous l'avons décrit précédemment, pour chaque incrément de
déformation, 2 calculer avec les équations constitutives du modele et avec
itérations le nouvel état de contrainte; cette nouvelle valeur ne
correspondant pas forcément a la surface de charge, il faut donc lui
apporter une correction qui la ramene sur la surface de charge. La figure
(II-1) en 1D et la figure (III-2) en 2D montrent le principe d'une
intégration géométrique de l'algorithme en contrainte/déformation et dans
l'espace des contraintes respectivement. Une description plus détaillée de
cette méthode appliquée 2 des problemes de plasticité est donnée par
Hibbit (1985).
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a- Intégration du modele de Von Mises 1D
(matériau et écrouissage isotrope):

Ce modele a une forme particulierement simple a intégrer, dans la
mesure ol il s'exprime en fonction des composantes du déviateur des
contraintes. De méme, la matrice de rigidité élasto-plastique du matériau

peut étre écrite explicitement. La contrainte équivalente de Mises notée
Gy s'écrit sous la forme:

meflss 9255 a1
M 2 ) . \H?. .

et 1a loi de normalité est définie par la relation suivante:

— 3 S R
deP ==— N= = = (I1-14)
20y 3 C;f

IR P B o

L = 480 - e
Partant de I'équation (III-3) et en utilisant I'€quation (I11-14), on peut
alors établir une relation reliant les composantes du déviateur de
contraintes & l'incrément de déformation plastique équivalente pour un
état de déformation totale exprimé en fin de pas a t+At:

ol Oy

Figure (lll-1):

Visualisation en 1D de la

méthode  d'intégration

numérique pour le cas du

modeéle isotrope de Von
E Mises.
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p Gef 1+ AL

i = e + Ae et Ae est le nouvel incrément de déformation totale.

e
ou €;;

Le produit de cette équation avec elle méme nous donne I'équation non
linéaire de Newton:

=N _ 505 =P o pF a0l

Gy = 2GE - 3GAE g+ 2608 = V¢ (-16)
g-
g

ol €:8 et Ou est la nouvelle contrainte qui doit vérifier la

oW

relation uniaxiale EII} =0y (A€P) que l'on trouve par résolution de
'équation (I1I-16). Le terme 2Gé represente la valeur de O'M en debut
de chaque pas. W covlinen e

’\.Q\M}\LL RS RN AT S
ﬂ(&"‘" \ q-’G‘(@ ;f’f 4 ARG AL \)m\ ku .
Au cours de la résolution de lequatlon’ (I]I-16), la valeur de I'incrément 8¢ ‘ic

de déformation plasthue apres chpque 1terat10n est donnée par la forme

~\\m, &\w

suivante: o i‘i{; e *'i’“? [P sotc, b _ AT
_Nw + _ P / ) dz¥ é
AEP — AEP 4+ OM (Aep) 6M +3GAEP (I-17)
-~ éia = A:Z? +C. 5

ol iﬁ\\_IA(('cf)=d£_%- est le coefficient decroyi/ssage recalculé a la fin de
A€ . ’

AN
i s / . . —
chaque itération. Nous obtenons alors de nouvel état de contrainte GIIJI

aprés quoi, on peut calculer les valepfs des incréments de déformation et

de contraintes en fin de pas a p équations (III-12). Le schéma

(III-1) illustre en 1D le pnnc:lpe;/de la mét(hode de résolution.
N 5\

- } . . “; N . Y
N O RN RART - e Voo coponkrignia, ol Gdleus s
N (W]

b- Applzcatwn au modele: équation (II-19):
La loi de Hooke permet d'exprimer les contraintes a la fin du pas par:

65 = Cieha = Cijatua ~ Cipahy (I-18)
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o

Figure (ITI_2): Interprétation géométrique de l'algorithme du
backward Euler dans I'espace des contraintes.

L'idée est de partir d'une estimation élastique du comportement au cours
du pas de calcul (Aeﬁl=0), et d'effectuer des corrections sur les
différentes variables (notées c(§) pour la variable &) (voir figure (III-2).

D'aprés I'équation (III-11), les corrections de contraintes sont liées aux
corrections de déformations plastiques par:

c(0j )= —CijkIC(Aeﬁl) (I1-19)

La loi d'écrouissage G = G(€P) doit étre satisfaite, d'ot:

A

c(AG) = K(G)c(AEP ) + AEP g—gc(m)

soit
c(AG)(1 - g—l_;AEP )= K(6)c(AEP) (I1-20)

ou K(E) = :_—Gp est le module d'écrouissage.
€
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La condition de chargement plastique, f=F(c;)-6=0 conduit 2

I'équation de Newton:

I (o) - c(a®) =1 (I-21)
ac; O

ij

En combinant avec les équations (III-19) et (III-20), on obtient:

Cijkl -a—P;C(AE%)+—£(:6—)—-C(A§p) =f (I11-22)
1- -'a%AE

D'autre part, la loi de normalité, Aeg—AEP(ga&F—)=O conduit aux
ij

équations de Newton:

2
c(Ael) - c(AE?) 2~ Az? 2 F (o, =
d0;; d0;;0u
- (I11-23)
AEP —— — Ael
90; Y

En utilisant I'équation (III-22) et en éliminant c(AgP) entre les équations
(II1-22) et (I11-23), on obtient finalement un systtme d'équations non
linéaires en c(Aegm) donné par:

i Ok ]
1-=—AgP
_, O%F 3 oF OoF
Ae® )8, 8, +AEP ———Ciypn +—22>—Clmmns—5— |=
C(A& )| O jn € 3 ijackl Kimn k(@) klmn acij ackl

(111-24)
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Le systtme d'équations ci-dessus est a résoudre par la méthode de

Newton-Raphson. Ce systtme a été développé dans le cas 2D,

correspondant 2 l'utilisation d'éléments de type membranes ou coques. On

OF _9'F
F, *

oy’ (Fog b = 96,90

observant que F,,,=—(F, +F, ), le systtme non hneaJre de trois

obtient alors, avec les notations F,;;= et on

équations a trois inconnues suivant:

f, = c(AeP, JAl+2pc(Aeb, )BL +pc(AyE, )C1-D1=0
f, = 2uc(Ael, JA2 +c(Ae? )B2 +pe(AyR, )C2-D2=0  (III-25)
f, = 2uc(Ael, )A3+2uc(Ae®, YB3 +c(Ay2, )C3-D3=0

avec

Al=1+2ABP (2F, +F,yy )y +2HH(G)F,  (2F 5 +F, )
Bl = AEP (F, 5 +2F, y )y +H(G)F, (Fox +2F )
 C1=AEP(F,yy )oxy +H(G)F, Fopy

A2 = ABP (2F, 4 +F, gy )uyy +H(G)F,yy (2F, +F, )
B2 =1+ 2UAEP (F, 1y +2F,yy )y *2HH(G)F, iy (Fp +2F, )
C2 = AP (F,yy )yxy +H(G)F,yy Fpy

A3 = ABP(2F, 4 +F,yy ),y tH(E)F,y (2F 5 +F,y)
B3 = AEP (F, 5 +2F, 3y )y +H(G)F, oy (P +2F, )
C3 =1+ R(AEP (F,gy )y +H(E)F, 5y Fory )

D1=R(G)F,,, —Aed,
D2 =R(G)F.,,, —Ael,
D3 = R(G)F, ,, —AY,
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1- 2K per

H(G)=—3 — , R(G)=AE?+H@) et f=F(c;)-3.
K(o)

Les termes D1, D2 et D3 peuvent étre simplifiés en remplagant R(G) par

Ae}} = AEP(

la relation donnée ci-dessus et en utilisant la loi de normalité
oF ) ) ) )
5——), on obtient les trois relations suivantes:
G.

D1u= H©@)F,
D2=H(G)F,, f
D3=H(G)F,, f
De la méme maniere que pour l'équation (III-16) dans le cas du 1D, la

résolution du systéme d'équations (III-25) se fait par itération en Newton
Raphson. Pour chaque itération nous procédons de la maniére suivante:

- 1a correction de l'incrément plastique c(AEP) est obtenue a partir
de I'équivalence du travail plastique Gc(AEP) = G;;c(Ae]);

- l'incrément de déformation plastique AEP est réactualisé
(AEP = AEP +c(AEP));
- les coefficients Ai Bi et Ci du systeme d'équations (ITI-25) sont
recalculés avec le nouveau A€P;
- le coefficient d'écrouissage K () et le nouvel état de contrainte
5t+At/n

sont obtenus 2 partir de la courbe d'écrouissage adoptée pour le
matériau utilisé; n étant le nombre d'itérations effectuées.

A la fin du pas, c'est & dire & t+At, nous obtenons I'état de contrainte
&, qui doit se trouver sur la nouvelle surface de charge (voir figure
(III-2)), aprés quoi, on peut calculer les valeurs des incréments de
déformation et de contraintes en fin de pas 2 partir des équations (III-12)

I1I-2-4 Calcul du module tangent élasto-plastique:

L'objet du calcul est de déterminer le tenseur de rigidité élasto-plastique
tangent, reliant les incréments de contraintes dcij aux incréments de
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déformation totale de,; en chargement plastique, c'est a dire lorsque
f=0 et f =0. On a dans ce cas:

€
doy; = Cijyde (I11-26)

Par contre, en décharge élastique (f= 0;f <0) ou dans le domaine
élastique (f <0), la loi de Hooke s'applique sous la forme:

ou Cijkl sont les composantes du tenseur de rigidité élastique.

p
lo A ¢ Ciudeu CijadEn
| dGij do: —

c
dekl

& 5

doj; = Cyade do; = Cudey —Cyudel
Ao
Cijkldekl Cil_;kldgkl

do;; = Cifudew
= (Cljkl + Cf]kl )dskl

I
i
\'

p _
£ Chudey =—Cydel

Figure (II-3): Visualisation en 1D du module tangent dans ses
différentes formes.
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Nous nous intéressons ici au calcul du tenseur de rigidité élasto-plastique
tangent, c'est a dire des composantes Cl_]kl dans la relation (III-26). Afin

d'appréhender le probleéme, différentes écritures peuvent €tre envisagées.
Une visualisation 1D de ces relations est fournie sur la figure (ITI-3). On

cherche Cukl sous la forme:
Cukl C. ikl +C (I11-28)

On remarque en particulier, compte—tenu de la décomposition additive des
déformations, de,, = def; + defy, que:

Chdey = —Cyadely (I0-29)

Les relations de base sont données par:
¢ la loi de Hooke:

doyy = Cyj | deyg — defy | (I11-30)
¢ la condition de chargement plastique (f = 0;df =0), soit:
F(o;)-6=0 (I11-31)
df = —E—)Edcij -d6=0 (II-32)
o0

3

¢ et 1a loi de normalité:
p_ 4zp OF

ITI-
o, (III-33)

oi F est une fonction homogeéne de degré 1 des contraintes. En
combinant les relations (ITII-30) a (I1I-33) on obtient aprés calcul:

1 oF OF
Chu =135 3. i (I1I-34)
ou
h=C, OF oF —+K (I11-35)

i ac 6,
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K= aq_gp- est le module d'écrouissage.
€

Les composantes C%II)d sont finalement obtenues a l'aide de la relation

et

(I11-28). Pour un matériau élastiquement isotrope, en présentant les

incréments de contraintes et de déformations sous la forme de vecteurs a
6 composantes, (dcxx,dcyy,dozz,doyz,dcxz,dcxy) et

(dexx,deyy,dezz,dyyz,dyxz,dyxy) respectivement, on obtient les

matrices 6 x 6 suivantes:

(L +2G A A 0 0 0)
A A+2G A 0 0 O
(C ) A A A+2G 0 0 O (II1-36)
gk 0 0 0 G 0 O
0 0 0 0 G O
L0 0 0O 0 0 G
et
CP. )= 4G2A I1I
(Cha) —— (II-37)
ou
i FouFoy F._ F. FoFyl
F,2 F, F, F, F, Xx *oyz sxx L oxz xx *axy
XX xx 1oyy xx Lozz ) ) 9
F, . F F,.F F,..F
F, . F, F,2 F,  F, Yy~ °'yz 'Yy " ’xz 'Yy "Xy
XX ©yy yy yy " ’zz 2 2 2
F,,F., F, F F,,. F,
F,. F, F,. F, F,2 zz 4 yz 17z Toxz zz Loxy
xx Lorzz yy L o2z 7z ) 2 )
A= )
FoFoyy FuyFy FpBy, B4R FyFo FoF
2 2 2 4 4 4
F’xx F, XZ F’YY F’XZ l::’zz F’xz F’YZ F’xz F’)z(z F’XZ F’XY
2 2 2 4 4 4
F,«x F, Xy I:“’yy I::’xy F,. F"xy 1:“’yz 1::’xy Foxz F’xy F’iy
| 2 2 2 4 4 4
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h= ZG[ 2 +F2 +F2 + ; (F.2 +F.2, +F, )] +K

et (111-38)

_F
9oy

Avec le critére de Von Mises, on obtient:

F

BS
h= 3G+K F,.

0= (I11-39)

ou S= (Sij) désigne le déviateur des contraintes.

3S
is_’_(z(_; F,,,=—2> lorsque F est exprimé en
c

* ATTENTION: F,sz 5 >Xy

fonction des 6 composantes indépendantes de contraintes.

Dans le cas d'un état de contraintes planes, les incréments de contraintes
(dc

sont reliés par les matrices:

xx,dcyy,doxy) et les incréments de déformation (de,y,dey,dY,y )

E 1v O
Coil=—==|v1 0 TI-40
( ’Jkl) 1-v?2 00 1=V ( )
2
ct
2 * % %k
E
P Vo o =
(CBa)= (1—v2)2hA * (I0-41)
sym *
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96

) 2
A[l,l] = Faxx +2VF’XX F’yy +v F’iy

A[2,2)=F2 42VF, F,  +V’F,},

a2
A[3,3]= Sl—:—)F,iy

A[1,2]=VE2, +(1+V})E,, F, +VF.2,
1-v
A[1,3] = TF,Xy (F7xx +VFayy )
Al2.31=12YE_ (F... +VF
[ s ]"'_2— ’xy( ,yy+v axx)

avee

h= —E—Z[F,ix 4OVE, _F,  +F2, +12VE?

1—v Wy Ty T Ty ’xy]+K

(1I1-42)

A est une matrice de rang trois et elle est symétrique. Dans le cas du
crittre de Von Mises, la matrice élasto-plastique Cgkl est donnée par

I'équation suivante:

2
g =36+ R)BE

III-2-5 Application au modéle utilisé:

(II1-43)

Le modele utilisé fait I'objet de la représentation polaire fournie par

I'équation (II-19), alors que les calculs précédents s'appliquent & une
présentation de la fonction de charge de la forme: f =F(0;)—G. Il s'agit

en fait de déterminer les dérivées partielles F,; et (F,;),q intervenant

dans les équations (III-25), (III-38) et (1-42).

I convient pour ce calcul de repartir de la présentation de la surface de
charge sous la forme (II-3), sans normer cette surface par la contrainte
équivalente G. La surface de plasticité s'exprime alors pour un état de

contraintes planes par une équation de la forme:
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f =vy(x,x,0)—6=0 (I11-44)
avec
o, +0, O,+0,
X, = =
2 2
2
Gl - 02 Gx - Gy 2
= = +0c 1II-45
X, 5 \K 5 ) Xy ( )
20,
tg2a = .
o, — O,
En utilisant I'équation (II-19), on obtient pour W(x;,X;,0)
’ , L3 Y2
(x3 +Ax3) -k} (x] - Bx3)
1-k
2a x, %201
Y(X1,Xq,0) =5 —cos20.+
172 11— (x§ +x3)"" (I1-46)
b x%p 2q
cos™? 20
(1-k)V3 (x? +x3)P*
L
La condition de chargement plastique, df = 0, est donnée par:
f=NMax + Max + Mga_d5=0 @man
X, ax, do

En exprimant dx,, dx, et do. en fonction de do,, ddy, do,, & partir des
relations (I1I-45) et en remplagant dans 1'€quation (III-47), on obtient:

1 a—u[+cosZoc oy _sin2a oy do, +
RS 0x, 2%, 0o

1 a—W—cos20c W +sm2a Y do, +

2 _axl aXZ ZXZ aOt_ y

L asin20 0¥ 4 SOS20 W g5 q5=0
2 L aXZ X9 oo,

(111-48)



Chapitre III :_Implantation du modéle dans ABAQUS... 98

avec

G, -0 . o
L et sin2o=—X

2%, Xy

cos20 =

Par identification avec la fonction f présentée sous la forme:
f= F(Gij)—- G on obtient:

1 —all-+cos2a oy _sin2a a\ﬂ =F, 4

2| ox, 0x, 2x, 00 |

LIV _ ospqdY , Sin200V | g (I1-49)
2\_axl aX2 2X2 aOL_

1) ginoa S 4 508209V =F.,,

2 i aXZ X9 aa

Pour un état de contraintes planes, les expressions (I1I-48), développées
en faisant appel  l'expression de W (x,, X,, 0.) donnée par (III-46) sont a

utiliser dans les équations (I11-41) et (I11-42).

Par ailleurs les termes de l'équation (I-25), du type (2F, +F,yy )oxe

seront calculés de la méme maniére, en leur appliquant le changement de

variables défini par les équations (III-45). Si on pose:
T(x1,X,,0) =2F, +F,yy les dérivées successives sont égales a :

o - oT _1/9T 9T _sin20 JT |
XX ao'xx ZLaxl aX2 2X2 aOL_
T 20T _1far ~ c0s26 JL 4 Sin20 oT | 1L.50
Yy aO'yy 2_ax1 aX2 2X2 aa_ ( ) )
T, oT =_1_ 2 sin 20 oT +cos2a§I
aGXy 2 L ax2 X2 aOL
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ITI-2-6 Algorithme général:

e Pour chaque incrément FAIRE:
» pour chaque point d'intégration FAIRE:
. pour chaque couche dans 1'épaisseur FAIRE:
(¢)) ‘géométrie réactualisée:
Ae, =Ae, ;+Vu

(Il) contrainte équivalente (modele):
oM =f(o,)

(III) contrainte équivalente (écrouissage):
50 =h(K,AeP)

(IV) recouvrement des déformations:
ege,p,eq) — sgirl),eq) +Ae®

V) SI 62 > 611:4 (écoulement plastique):
Pour k itérations FAIRE:

correcteurs plastique: (équation de Newton)
K k
c(*Aeq,;), c(“A0y41)

nouvelle contrainte: (loi d'écrouissage)
52,1 = h(R, AEP (c(*Aed, 1))

si c(**'Ac,,; <TOL*G?) (convergence)
FIN FAIRE

Nouveaux incréments de contraintes/déformations.
Nouvelle matrice élasto-plastique.
Réactualisation des déformations.

. FIN FAIRE
. FIN FAIRE
« FIN FAIRE.
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I11-3 SIMULATION NUMERIQUE

I11-3-1 Essais simulés et hypothéses retenues
(modélisation du contact et du frottement):

Dans ce paragraphe nous allons reformuler les simulations numériques de
trois différents chargements hors plan. Ces simulations seront réalisées
avec la méthode des éléments finis utilisant le code de calcul ABAQUS.
Deux types de conditions aux limites sont envisagées: emboutissage a flan
bloqué, avec comme applications le gonflement hydraulique et le
poingonnement hémisphérique; I'emboutissage avec rétreint, avec comme
application I'emboutissage de coupelle. '

Le but de cette étude est d'introduire le modele de plasticité orthotrope
proposé par Ferron et coll (1994) soit dans sa forme simplifiée (limitée a
l'isotropie transverse) et donnée par I'équation (II-18) soit dans sa forme
générale (tenant compte d'un comportement a anisotropie transverse)
donnée par 1'équation (II-19).

La procédure d'interface UMAT (User Material) offerte par ABAQUS,
est utilisée a cette fin. Elle permet comme nous I'avons vu au début de ce
chapitre, d'introduire un modele de plasticité dans le code de calcul et de
résoudre un probléme élasto-plastique par incrémentation sur les
contraintes et les déformations.

Dans le cas d'un emboutissage 2 flan bloqué, les conséquences de
I'anisotropie transverse sont fortement inhibées, alors qu'elles sont au
contraire tout-3-fait visibles, et parfois pénalisantes, dans le processus
avec retreint. Comme dans la méthode des différences finies, nous allons
donc développer les simulations avec un matériau présentant deux types
de comportement :

¢ un matériau présentant une isotropie planaire (anisotropie
normale), sera utilisé pour traiter les simulations des essais a flan bloqué
(gonflement hydraulique et poingonnement hémisphérique).
L'emboutissage de coupelle sera aussi traité dans un premier temps avec
cette hypothése sur le matériau. La forme de la surface de charge adoptée
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est celle de Hill quadratique(1948) et aussi celle du modele donné par
I'équation (II-18).

¢ un matériau présentant une anisotropie planaire (transverse) sera
utilisé dans le cas de la simulation de l'emboutissage de coupelle
uniquement. La forme de la surface de charge de Hill quadratique et
également du modele (équation (TI-19) sera utilisée

Dans ces deux cas, nous considérons que le matériau est élasto-plastique et
nous optons pour la théorie de 1'écoulement en plasticité indépendante du
temps avec I'hypothese d'un écrouissage isotrope. La loi d'écrouissage est
une loi puissance de Swift reliant la contrainte a la déformation
équivalente par l'équation: G =K(g +&)Y ou K est une constante

P

homogene a une contrainte et N est I'exposant d'écrouissage.

En outre, pour toute opération de simulation d'emboutissage de tole, la
réponse est fortement dépendante du comportement du type d'éléments
choisis pour la simulation. En particulier, les effets de flexion peuvent
influencer les résultats. D'autre part, au cours de la simulation, la
modélisation de la variation d'épaisseur du matériau doit étre réactualisée
des que son influence sur le contact et sur les contraintes de frottement
devient significative (cas du flan qui glisse entre la matrice et le serre-flan
dans l'emboutissage de coupelle). Dans le code de calcul ABAQUS, les
éléments de type coque ou coque axisymétrique SAXI (Shell Axisymetric
element) par exemple, répondent a ce type de probleme. Nous savons
d'autre part et concernant toujours le méme essai, que I'hypotheése de
l'incompressibilité du matériau qui permet de déterminer la variation
d'épaisseur lors de l'essai, ne tient pas compte du développement de la
contrainte dans 1'épaisseur de la membrane. Ceci induit une seconde
difficulté pour modéliser la pression de contact entre le serre-flan, la tdle
et 1a matrice. Le mot clé *SURFACE BEHAVIOR, SOFTENED dans
ABAQUS, permet d'imposer une pression convenable dans la direction de
I'épaisseur de la membrane ce qui résoud cette deuxie¢me difficulté de
modélisation.

Dans le cas d'essais ol le flan est bloqué, le matériau est supposé isotrope
transverse , et seule une coupe dans le plan méridien est maillée alors
avec 50 éléments de coque. Nous avons choisi compte tenu des problemes
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de modélisation que 1'on vient de citer, le type d'éléments SAX1 qui
permettent de tenir compte de la flexion du flan. Ce choix est d'autant
plus justifié qu'avec ce type d'éléments les déformations obtenues sont
importantes.

Le maillage est affiné au voisinage de la matrice afin d'obtenir une bonne
résolution du "contact en mouvement" entre la tole et la matrice. Le
poingon et la matrice (cas du poingonnement hémisphérique) ont été
modélisés comme étant des éléments rigides en utilisant I'option *RIGID
SURFACE, et enfin des éléments d'interface de type IRS21A ont été
utilisés pour simuler le contact avec frottement de Coulomb entre les
éléments rigides et la tdle. Quant a I'emboutissage de coupelle présentant
une anisotropie transverse, un quart de la structure a €té maillé par des
éléments de coque de type S4R et le centre par des éléments coque
triangulaires de type STRI3. L'interaction mécanique entre les surfaces de

contact est prise en compte comme une surface de frottement via l'option
*FRICTION.

Dans le cas d'un matériau isotrope, I'option *ORIENTATION définit une
orientation locale qui coincide initialement avec l'orientation globale.
Lorsque cette option est utilisée dans une analyse de géométrie non
linéaire, les composantes de déformations et de contraintes sont données
dans un repére corotationnel.

Dans notre cas et avec l'utilisation des éléments axisymétriques de type
SAX]1, la définition de l'orientation n'est pas nécessaire. Les composantes
de contraintes et de déformations sont toujours données dans le repere
local. S11 et E11 sont les composantes de contraintes et de déformations
respectives dans la direction méridienne; S22 et E22 sont les composantes
de contraintes et de déformations respectives dans la direction
circonférentielle.

Par ailleurs, les lois de comportement élastoplastiques sont basées sur une
décomposition additive des vitesses de déformations dans le repere
corotationnel, D = D® + DP (théorie de Green et Naghdi).

Les déformations données sont celles de Green-Lagrange
E=(FTF—1)/2, notées €° dans ABAQUS, F étant le tenseur gradient de
déformation. D'autre part, les relations entre vitesse de contraintes et
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vitesse de déformation élastique sont définies dans la base corotationnelle
de la maniére suivante:

& =K (wres,e%:e5,dete®, T):(D-DP) ou K® est un tenseur du
quatriéme ordre (module élastique du matériau) qui peut étre isotrope ou
anisotrope et dont les variables internes sont la déformation e® (toujours
dans la base corotationnelle) et éventuellement la température T. La
partie plastique de la vitesse de déformation est donnée par la loi de

normalité: Dp=7»g£, f étant la fonction de charge tel que f=0
S

(condition de consitance) avec s le déviateur du tenseur de contraintes de
Cauchy et A est un multiplicateur plastique.

Nous notons enfin que la simulation réalisée avec ABAQUS sans UMAT
et utilisant le critere quadratique de Hill rappelé dans le premier chapitre
par 1'équation (I-22), nécessite afin de rendre compte de I'anisotropie,
l'option *POTENTIAL ot l'on introduit a la suite de cette carte les
constantes suivantes: /G +H, 1/VH+F, 1/NF+G, 43/2N, +3/2M
et 4/3/2L. Ces constantes pouvant &tre exprimées en fonction des

coefficients d'anisotropie dans les directions d'orthotropie R, Rys et
Rgy 2 partir des équations représentant les seuils €lastiques en traction

dans ces directions.
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I11-3-2 Gonflement hydraulique:

I111-3-2-1 Géométrie du processus

La Figure (III_4) rappelle la présentation géométrique du gonflement
hydraulique: la partie I montre le flan de rayon a et d'épaisseur initiale
h? dans sa position initiale, bloqué sur son pourtour entre une matrice et
serre-flan (non représenté). Le rayon de matrice est r,. La partie II

représente la forme du flan soumis 2 la pression P dans une position
repérée par la hauteur au péle H,,.

-

Figure (III_4): Représentation de la position initiale (partie I)
et d'une position courante de la tble (partie IT) sous l'effet de la
pression hydrostatique.

II1-3-2-2 Chargement

La simulation du chargement est réalisée avec quatre pas de calcul. Cette
technique est utilisée avec l'option *BOUNDARY qui permet le
changement des conditions aux limites. Le premier pas consiste a ramener
la matrice en contact avec la tdle et d'imposer un blocage du bord du flan.

Au deuxiéme et troisiéme pas, on impose deux pressions de chargement
hydrostatique uniforme le long de la paroi de la coque, on obtient alors
deux hauteurs au pdle H1 et H2 successives. Ces hauteurs nous permettent
de connaitre a priori la pression nécessaire pour déformer la tdle avec les
conditions de matériau et de géométrie imposées.

Dans le dernier pas la méthode de résolution "RIKS" est utilisée afin de
résoudre le probléme 2 la fois en déplacement et en pression
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hydrostatique. Lorsque la convergence est atteinte, le calcul est alors
arrété et on obtient une pression maximale, au dela de laquelle une
instabilité se produit.

IT1-3-3 Poinconnement hémisphérique:
II1-3-3-1 Géométrie du processus

Le principe de l'essai de poingonnement hémisphérique a €té largement
abordé dans le premier chapitre, nous rappelons brievement dans cette
partie le processus par une représentation géométrique et nous
détaillerons ensuite la simulation réalisée par la méthode des €léments
finis. La géométrie du probleéme est rappelée dans la figure (II_S). La

tdle de rayon a, qui va étre allongée au cours du processus, est fixée au
bord par une matrice de rayon r,. Le rayon de l'outil est noté r, et

1'épaisseur initiale de la tdle est également notée h.

] o
d

Figure (III_5): Représentation de deux positions différentes
prises par la tdle et l'outil lors de 'emboutissage: pas 0 2 la

position initiale de contact de I'outil avec la tole; pas 1 aprés un
déplacement de 'outil d'une distance 0.

II1-3-3-2 Chargement

La simulation de ce procédé a été réalisée comme pour le gonflement
hydraulique, en quatre pas de calcul. Il suffit donc de changer les
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conditions aux limites de l'outil ou bien de la matrice pour avoir un
enfoncement donné de l'outil dans la t6le.

Dans le premier pas, la matrice est déplacée avec cette technique afin de
ramener 'outil en contact avec la tole. Dans les deux pas suivants, l'outil
est déplacé avec la tdle pour atteindre deux hauteurs différentes. Nous
comparerons avec ces mémes hauteurs d'enfoncement nos résultats avec
d'autres résultats issus de la bibliographie.

Le dernier pas a été réalisé pour dégager l'outil et éventuellement €tudier
le retour élastique de la tole.

I11-3-4 Emboutissage de godet:

II1-3-4-1 Géométrie du processus

La figure (ITI_6) donne la géométrie du profil et rappelle le principe de
l'essai. La tdle circulaire a initialement un diamétre noté a, une épaisseur

initiale h®. Les rayons du poingon, du serre-flan et de la matrice sont
respectivement notés r,, Iy €t Ip,.

r
° Serre-flan

¥
Rm * h°

fd Matrice

.U
o,
_— — =3
Q
o
3
~
©

Figure (III-6): Schéma d'une position courante de
I'emboutissage, la tole glisse entre 1a matrice et le serre-flan.

I11-3-4-2 Chargement
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La simulation de l'emboutissage axisymétrique a été conduite sur cinq
pas. Dans le premier pas nous déplagons le serre-flan jusqu'a obtenir le
contact avec la tdle. Ce déplacement est négatif et il est de l'ordre de
10®mm afin de récupérer une réaction de la tole égale 2 une force
donnée. ceci déterminera par ailleurs la pression de serrage a travers
'épaisseur du flan en utilisant l'option *SURFACE BEHAVIOR,
SOFTENED.

Dans le deuxidéme pas, cette condition est remplacée par une force qui
reste constante pendant le deuxidme et le troisi¢me pas. Dans le troisiéme
pas, nous faisons déplacer le poincon qui enfoncera la tdle d'une hauteur
donnée. Au cours de ce pas, l'option *CONTROLS,
ANALYSIS=DISCONTINUOUS est inclue dés que le contact avec
frottement tend 2 créer une discontinuité non linéaire du processus. Les
deux derniers pas sont utilisés afin d'étudier le retour élastique du godet &
la suite du dégagement des différents outils.

Dans le cas ol la simulation est réalisée sur un quart de la structure, le
processus de chargement est le méme que dans le cas de l'axisyméirie,
excepté quelques modifications qui interviennent au moment ou la tdle
commence a quitter le serre-flan.

I11-4 VALIDATION ET TEMPS DE CALCUL

Suite 2 l'implantation du présent modele dans ABAQUS, nous avons
choisi, afin de valider ce travail, de simuler la traction uniaxiale et le
cisaillement simple sur un seul élément de type contrainte plane CPS4 et &
deux degrés de liberté. Trois programmes ont fait I'objet de comparaison:

¢ programme "SU" : simulation avec le code ABAQUS sans le sous
programme UMAT;

¢ programme "AUVM" : simulation utilisant le sous programme
UMAT et ol l'intégration du modele de Von Mises donné par 1'équation
(II-17) fait 'objet de résolution;
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¢ programme "AUM" : simulation utilisant l'interface UMAT et ou le
présent modele donné par le systéme d'équations (II-25) est intégré.

Nous avons comparé les résultats issus de ces trois configurations pour
différents coefficients d'anisotropie R (0.5, 1, 2, 4). Nous avons obtenu
une parfaite compatibilité de valeurs de contraintes et de déformations et
ceci étant valable quel que soit le niveau de déformation imposé.

Nous avons d'autre part comparé le temps de calcul nécessaire pour les
différentes résolutions. Nous avons constaté que le programme "AUVM"
nécessite moins d'itérations que le programme "SU", d'oli une plus rapide
convergence; 2 & 3 secondes sur 10 secondes sont gagnées avec le
programme "AUVM", temps qui reste bien entendu proportionnel a la
taille du probleme étudié. Quant au programme "AUM", il nécessite un
temps relativement plus long (20 3 40%), ce qui reste acceptable compte
tenu de la taille (temps de compilation important) et du nombre
d'équations mis en jeu ( systeme d'équations (III-25)).
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Chapitre IV

SIMULATIONS ET RESULTATS
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IV-1 INTRODUCTION

Les programmes spécifiques mis au point pour le gonflement hydraulique
et pour l'emboutissage d'un godet, ainsi que le code de calcul ABAQUS
avec le sous programme UMAT, ont été utilisés pour simuler le
comportement des tdles embouties.

Les procédés de formage a flan bloqué (gonflement hydraulique,
poingonnement hémisphérique) ont été analysés avec l'hypothese
d'isotropie transverse, tandis que l'emboutissage d'un godet a été étudié
en tenant compte des deux hypotheses : isotropie transverse €t anisotropie
transverse. Cette derniére a été étudiée sur un quart de la structure et ceci
afin d'obtenir une prévision des cornes d'emboutissage.

Des comparaisons entre les résultats obtenus par la méthode des
différences finies et par la méthode des éléments finis sont effectuées, afin
de s'assurer de la fiabilité des simulations. De plus, des comparaisons
entre les différents modeles de plasticité (Von Mises, Hill, Ferron et coll.)
sont détaillées, afin d'analyser l'influence de la forme de la surface de
plasticité sur les efforts et la répartition des déformations, et de discuter
les résultats des simulations par rapport a des résultats expérimentaux de
la littérature.

IV-2 GONFLEMENT HYDRAULIQUE
IV-2-1 Généralités:

Le gonflement hydraulique d'un flan circulaire est un essai de laboratoire
utilisé principalement 2 deux fins: la détermination des limites de formage
sous un état de traction équibiaxiale, et la détermination de la courbe
d'écrouissage en traction équibiaxiale.

11 est en effet observé expérimentalement qu'une instabilité survient a la
pression maximale, sous la forme d'une striction localisée passant par le
pole du flan déformé. D'autre part, l'acquisition des valeurs de la
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pression P, du rayon de courbure p au pdle et des déformations au pble

(par mesure continue de 1'épaisseur ou par mesure de grilles) permet
d'accéder aux contraintes et déformations, a partir des expressions:

cs,=<se=E et sh=LnL (Iv-1)
2h hg

Les simulations effectuées a l'aide de la modélisation incrémentale ne
posent aucun probléme, quelles que soient les valeurs des parametres.
L'incrémentation, généralement effectuée sur la pression, est remplacée
par une incrémentation sur la hauteur au pdle (noeud n° 1) a I'approche
de la pression maximale. En ignorant I'instabilité associée a l'atteinte de
Pmax, les simulations peuvent étre poursuivies & pression décroissante.
Par contre, nous avons rencontré avec le code ABAQUS des difficultés a
atteindre des valeurs de hauteur au pdle importantes, sauf pour un
matériau de Von Mises. Par exemple, avec le critére de Hill quadratique
et pour R=4, le nombre d'itération augmente exagérément, et les hauteurs
au pdle pouvant étre atteintes ne dépassent pas la moiti€ de la hauteur
correspondant i la pression maximale. Ces problémes ont ét€ résolus
grice 4 la nouvelle version 5.3 d'ABAQUS qui offre la carte
*CONTROLS, ANALYSIS=DISCONTINUOUS permettant de mieux
gérer le frottement entre la t6le et la matrice. D'autre part, les options
PTOL et MTOL qui permettaient de définir les tolérances de calculs dans
le cas de géométrie non linéaire ont été supprimées. Il a fallu donc
trouver dans cette nouvelle version les cartes remplagantes telle que
l'option *CONTROLS, FIELD, PARAM=DISP, qui contrdle la tolérance
du calcul piloté en déplacement.

IV-2-2 Influence de la forme de la surface de
plasticité:

IV-2-2-1 Influence du rapport ©,/G,

Les figures (IV_1) et (IV_2) montrent les évolutions de la pression en
fonction de la hauteur au pdle, calculées avec la modélisation spécifique et
avec ABAQUS, pour un matériau obéissant au critére quadratique de Hill,
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et dont la loi d'écrouissage est identifiée en traction uniaxiale
(o, =K(gy +€)" avec K = 500 MPa, n = 0.2 et €5 =n/100). Le rayon

du diaphragme vaut a = 200 mm, son épaisseur h® =1 mm et le rayon
d'épaulement de la matrice ry; =22.5 mm (voir figure (III-4)).

5.00 . . . r
400}
s 300}
2
=}
S
%
&  200F
1.oo}
0.00 1 1 - 1 [
0.00 0.14 0.28 0.42 0.56 0.70

H/a

Figure (IV_1): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le
crittre quadratique de Hill sur 1'évolution de la pression de
gonflement (programme spécifique).

On observe une augmentation de la pression nécessaire pour assurer le
gonflement lorsque R augmente. Cet effet est 1ié de fagon directe a
l'augmentation des contraintes d'écoulement dans le domaine de
sollicitations rencontré au cours de l'essai (c'est & dire entre la
déformation équibiaxiale et la déformation plane) par rapport a la

contrainte de référence, prise ici comme étant la contrainte en traction
uniaxiale. Le rapport des contraintes d'écoulement G,/G, prévu par le

critére quadratique de Hill (o, et o, désignant respectivement les
contraintes d'écoulement équibiaxiale et uniaxiale) est égal a



Chapitre IV _: Simulations et résultats 113

Op/Cy = \JA+1)/2. Ce rapport est sensiblement respecté par les valeurs
de la pression a hauteur au pdle donnée.

5.00 . r . r
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1.00}
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0.00 28.00 56.00 84.00 112.00 140.00

Hauteur au pole (mm)

Figure (IV_2): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le
cridre quadratique de Hill sur 1'évolution de la pression de
gonflement (ABAQUS/UMAT).

Les prévisions obtenues avec la modélisation spécifique et avec ABAQUS
sont trés sensiblement identiques pour les faibles pressions, le calcul
effectué avec le code ABAQUS conduisant ensuite a des pressions
légerement plus élevées, peut-étre a cause du rayon de matrice, qui
conduit 3 une diminution du rayon "efficace” du flan au cours du
gonflement, et qui n'est pas pris en compte dans le modele incrémental.
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IV-2-2-2 Influence du rapport G /Gy

Les figures (IV-3) et (IV-4) montrent les distributions radiales de la
déformation méridienne ¢, obtenues pour différentes surfaces de

plasticité. Les calculs sont effectués avec la modélisation incrémentale.
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Figure (IV_3): Influence du coefficient k dans le critére de
Drucker sur la distribution des déformations méridiennes

(Programme spécifique).

Les paramétres utilisés correspondent au critere quadratique de Hill avec
les valeurs du coefficient d'anisotropie R=0.5, R=1 (matériau de Von
Mises) et R=2, ainsi qu'au modele de Ferron et coll. avec R=1 et deux
valeurs du coefficient k, conduisant  un aplatissement de la surface dans
la zone de la traction plane.
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Figure (IV_4): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le
critére quadratique de Hill sur la distribution des déformations
méridiennes (Programme spécifique).

Une augmentation du coefficient d'anisotropie R, dans le critere de Hill
quadratique ou une augmentation du paramétre k (2 R fix¢) dans le
modele de Ferron et coll. conduisent & des effets tout a fait similaires.
Pour les faibles hauteurs au pdle, les déformations méridiennes sont plus
homogenes pour les fortes valeurs de R et/ou k. Pour les fortes hauteurs
au pOle, par contre, les déformations méridiennes s'amplifient au
voisinage du pdle, alors qu'elles tendent 2 stagner sur la partie externe du
flan, et ce d'autant plus que R et/ou k présentent de fortes valeurs.

Pour les faibles hauteurs au pdle, le comportement observé s'explique par
la forme de la surface de plasticité, et plus précisément par le rapport

entre la plus grande contrainte principale en déformation plane et la
contrainte en traction équibiaxiale, 6 /Oy, qui diminue lorsque R et/ou
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k augmentent. La déformation preés de l'encastrement (soumis a une
traction plane) est donc relativement favorisée par rapport a la
déformation preés du pdle (soumis a une traction équibiaxiale) lorsque R
et/ou k augmentent. Toutefois, lorsque le gonflement progresse, la partie
externe subit a la fois un plus fort durcissement mécanique (écrouissage)
et géométrique (c'est & dire présente de plus faibles rayons de courbure
dans le plan méridien) pour les fortes valeurs de R et/ou k. Dans ces
conditions la déformation est plus fortement transférée a la partie centrale
du flan dans les stades avancés du gonflement.
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Figure (IV_5): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le
critére quadratique de Hill sur la distribution des déformations
méridiennes (ABAQUS/UMAT).

A titre de comparaison, le méme type de résultats, obtenu a partir de
simulations avec ABAQUS, est présenté sur la figure (IV-5). On note en
particulier, au voisinage de l'encastrement dans la zone ou la tdle
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s'enroule sur le rayon de matrice, des fluctuations sur les déformations
radiales.

IV-2-3 Comparaison avec des résultats
expérimentaux:

Lorsque des simulations numériques du gonflement hydraulique sont
effectuées 2 partir de données obtenues uniquement a partir d'essais de
traction uniaxiale, deux effets principaux peuvent affecter la qualité des
résultats:

- l'estimation du niveau des contraintes au voisinage de la traction
équibiaxiale, qui intervient de fagon directe sur les valeurs de la pression
de gonflement;

- 1a forme de la surface de plasticité dans la région comprise entre
la traction plane et la traction équibiaxiale, qui joue un rdle important
dans 1a distribution des déformations méridiennes comme nous venons de
le voir dans le paragraphe précédent. La forme de la surface de plasticité
joue également un rdle important dans les relations existant entre
déformation au pble, hauteur au péle et rayon de courbure au péle, qui
sont particuliérement importantes pour obtenir avec précision la loi
d'écrouissage sous traction équibiaxiale a partir de mesures au pole.

Ces différents effets sont discutés ici & partir de résultats expérimentaux
obtenues par Ilahi et coll. (1981) sur 'aluminium. A partir du coefficient
d'anisotropie moyen fourni par Ilahi et coll., R=0.635, des simulations
ont été effectuées en utilisant le critére quadratique de Hill et le modele de
Ferron et coll., dans lequel les paramétres ont été calculés a partir d'une
estimation des rapports entre les contraintes de cisaillement, de traction
uniaxiale et de traction équibiaxiale dérivée des résultats de Ilahi et coll.

En comparaison avec l'ellipse de Hill, les paramétres du matériau,
k=0.452, A=2.272 et B=1.029 nous permettent, en accord avec les

résultats expérimentaux, de rendre compte d'un rapport entre les
contraintes de traction équibiaxiale et uniaxiale 6, /G, proche de 1, alors
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que le critére quadratique de Hill fournit une valeur égale a 0.9 (Figure
(IV_6)).
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Figure (IV_6): Comparaison entre les surfaces de plasticité
prévues pour l'aluminium avec le crittre quadratique de Hill, le

. présent modele et des points estimés 2 partir de Ilahi et coll.
(1981).

Les simulations ont été effectuées en utilisant la loi d'écrouissage obtenue
par Ilahi et coll. en traction uniaxiale, de type Hollomon, G, = Kel, avec
K=132.0 MPa (19166. 1bf / in) et n = 0.269. Le rayon du diaphragme
vaut a = 5 in (127 mm), son épaisseur h® =0.035 in (0.889 mm) et le
rayon d'épaulement de la matrice 1y =0.5 in (12.7 mm) (voir figure
(I1-4)). En accord avec les résultats de Ilahi et coll,, la pression obtenue
avec le critere quadratique de Hill est plus faible que celle déterminée
expérimentalement (Figure (IV_7)). Par contre, des prévisions correctes
sont obtenues a partir du modele de Ferron et coll. On notera que les
valeurs de pression obtenues avec ABAQUS sont 1égérement supérieures
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a celle obtenues avec le modele incrémental. Cette différence peut Etre
due a la non prise en compte du rayon de matrice avec le modele
incrémental. Lorsque ce rayon est pris en compte, le rayon "efficace” du
flan (a la limite de contact flan/rayon de matrice) diminue au cours du
gonflement, expliquant les plus fortes valeurs de pression obtenues avec
ABAQUS.
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Figure (IV_7): Comparaison calcul/expérience concernant

I'évolution de la pression en fonction de la déformation en
épaisseur au pole.

Les distributions de déformation en épaisseur obtenues
expérimentalement par Ilahi et coll. sont également mieux prévues avec le
présent modele. Enfin, I'évolution du rayon de courbure au pble est
représentée sur la figure (IV-8).

La simulation effectuée avec le critére quadratique de Hill donne des
prévisions correctes dans les stades avancés du gonflement, mais
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surestime le rayon de courbure au début du gonflement. Par contre la
surface obtenue 2 partir du présent modele fournit une prévision correcte

tout au long du gonflement.
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Figure (IV_8): Comparaison calcul/expérience concernant
I'évolution du rayon de courbure en fonction de la déformation en

épaisseur au pole.
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IV-3 POINCONNEMENT HEMISPHERIQUE

Les simulations ont été effectuées uniquement avec ABAQUS, une
modélisation spécifique n'ayant pas été développée pour ce processus
d'emboutissage. Dans tous les cas analysés ici, la géométrie est celle
donnée sur la figure (III-5). Le matériau obéit au critére quadratique de
Hill, et la loi d'écrouissage est identifiée en traction uniaxiale (
o, =K(gy +€)" avec K = 500 MPa, n = 0.2 et £, =n/100). Le rayon
du diaphragme vaut a = 59.18 mm, son épaisseur h® =0.85 mm, le rayon
d'épaulement de la matrice r, =6.35 mm et celui du poingon vaut
I, =50.8 mm

IV-3-1 Influence de la forme de la surface de
charge

La figure (IV-9) montre les distributions radiales de la déformation
méridienne €, obtenues pour différentes surfaces de plasticité
correspondant au critére quadratique de Hill, avec R=0.5, R=2, R=1
(matériau de Von Mises) et au modele de Ferron et coll. avec R=1 et

k=0.2. Les résultats présentés correspondent & la méme valeur du
coefficient de frottement, L =0.1, et 2 la méme hauteur au pdle.

La maniére d'analyser l'influence de la surface de plasticité sur le
comportement de la t6le emboutie s'apparente étroitement a l'analyse
effectuée pour le gonflement hydraulique, ces deux essais a flan bloqué
présentant la méme caractéristique d'un champ de déformation évoluant
d'un état de déformation équibiaxiale au péle a un état de déformation
plane a I'encastrement. Comme pour le gonflement hydraulique, le
paramétre prépondérant dans le comportement en emboutissage peut étre
pris comme étant le rapport des contraintes Gps /0, déformation
équivalente donnée, qui diminue lorsque R et/ou k augmentent. Ainsi, la
déformation plane prés de l'encastrement, est favorisée, tandis que la
déformation équibiaxiale prés du pble est fortement inhibée lorsque R
et/ou k augmentent. Il résulte de ce comportement I'apparition d'un pic de
déformation radiale, correspondant au développement d'une striction
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circonférentielle dont la position correspond a des rayons plus importants
pour les fortes valeurs de R et/ou k.
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Figure (IV_9): Champ de déformation radiale pour différentes
valeurs de R (critére quadratique de Hill) et pour k=0.2 (crittre de
Drucker) (ABAQUS/UMAT).

La déformation radiale moyenne dépendant pratiquement uniquement de
la hauteur au péle (les variations de la forme du brin libre en fonction du
modele de plasticité jouant un rdle secondaire), le pic de déformation
radiale se développe plus rapidement pour les fortes valeurs de R et/ou k,
et les hauteurs de poingonnement acceptables diminuent donc dans ces

conditions. Le champ de déformation circonférentielle est représenté sur
la figure (IV-10). Il évolue de fagon monotone de la valeur €4(0) =¢.(0)

a €9(a)=0. La déformation circonférentielle, et donc le déplacement
radial diminuent lorsque R et/ou k augmentent. Ce déplacement radial
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plus faible représente une autre manitre de comprendre le réle pénalisant
de fortes valeurs de R et/ou k.
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Figure (IV_10): Champ de déformation circonférentielle pour
différentes valeurs de R (critére quadratique de Hill) et pour
k=0.2 (critere de Drucker) (ABAQUS/UMAT).

IV-3-2 Influence du frottement

Le frottement a pour effet de limiter le déplacement radial dans la zone
de contact avec le poingon, ce qui entraine des déformations

circonférentielles et radiales plus faibles au voisinage du sommet du déme
lorsque le coefficient de frottement W augmente alors que les

déformations dans le brin libre sont peu affectées par la valeur de

(Figure (IV_11)). A hauteur au pdle donnée, le pic de déformation
radiale est donc plus intense pour les fortes valeurs de W, la déformation

radiale moyenne devant avoir une valeur en correspondance avec la



Chapitre IV _: Simulations et résultats 124

hauteur au péle. Autrement dit, le pic de déformation radiale se
développe plus rapidement pour les fortes valeurs du coefficient de
frottement H.

0.60 ' r r r
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Figure (IV_11): Champ de déformation radiale pour
différentes valeurs du coefficient de frottement [

(ABAQUS/UMAT).

IV-3-3 Parametres rhéologiques et tribologiques
caractérisant 1'emboutissabilité

Les simulations précédentes montrent donc que les distributions de
déformation, et les hauteurs limites pouvant étre atteintes dans I'essai de
poingonnement hémisphérique dépendent en premier lieu des parametres
rhéologiques et tribologiques, que sont; respectivement:
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- le rapport des contraintes G, /0y & déformation équivalente

donnée,
- le coefficient de frottement [L.

Une diminution de ¢, /0}, ou une augmentation de W conduisent a une

diminution de l'emboutissabilité. Lorsque le critére de Hill quadratique
est utilisé, une diminution de o /cy, correspond a une augmentation de

R, ces quantités étant liées par la relation 0 /0y, = \2(1+R)/(1+2R).
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Figure (IV_12): Simulations numériques conduisant A des
distributions de déformation radiale voisines, avec des parametres
rhéologiques et tribologiques différents (ABAQUS/UMAT).

Les simulations numériques de procédés d'emboutissage sont souvent
effectuées 2 partir de la seule caractérisation de l'anisotropie de la tole

consistant en la détermination du coefficient d'anisotropie moyen R.
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La figure (IV_12) montre qu'une connaissance plus précise du
comportement rhéologique est trés importante, puisque, par exemple, des

prévisions comparables sont obtenues pour un matériau isotrope (R=1)
avec k=0 (matériau de Von Mises) et p=0.25, ou avec k=0.25 et

1 =0.05. La connaissance du comportement plastique de la tble dans la
région comprise entre la traction plane et la traction équibiaxiale est donc
tout aussi importante que la connaissance du comportement tribologique
outil-métal.

On notera que de nombreuses simulations numériques sont effectuces avec
le critdre quadratique de Hill et avec une valeur "réaliste” du coefficient
de frottement. Des simulations reproduisant correctement les résultats
expérimentaux peuvent donc correspondre a une double "erreur”,
combinant une surestimation (respectivement sous-estimation) de o /Gy,

et une surestimation (respectivement sous-estimation) de M.

IV-3-4 Comparaison avec des résultats
expérimentaux

Une comparaison est effectuée ici avec des résultats expérimentaux
obtenus par Knibloe et Wagoner (1939) sur un acier bas carbone calmé a
l'aluminium. Les caractéristiques d'anisotropie et d'écrouissage fournies
par ces auteurs concernent le coefficient d'anisotropie moyen R=1.48 et
l'exposant d'écrouissage n=0.23. De plus, Knibloe et Wagoner effectuent
deux types de simulations, utilisant le critére quadratique de Hill, et le
crittre non quadratique, dont I'expression est fournie par l'équation (I-
26). La valeur du coefficient m dans cette expression est prise égale a
2.38, de fagon a rendre compatibles des essais effectués en traction
uniaxiale et en traction plane. On note dans ces conditions que le rapport
Gps /Op Vaut 1.095 pour le critére quadratique de Hill, et 1.20 pour
m=2.38. Les coefficients de frottement utilisés pour ajuster les résultats
expérimentaux concernant les distributions de déformation radiale sont
alors égaux, respectivement, & 0.268 et 0.639. Cette derniére valeur est
indiscutablement beaucoup trop forte, de sorte qu'il est vraisemblable que

le criteére non quadratique de Hill, ajusté pour rendre compte du rapport
G, /O, entre les contraintes d'écoulement en traction plane et en traction
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uniaxiale, conduit & un surestimation du rapport G /G,, conformément

a la remarque faite au paragraphe IV-3-3. Par contre, le modele utilisé
dans ce travail, qui fait appel & trois parametres, pourrait permettre de
rendre compte avec plus de précision de la surface de plasticité de l'acier
utilisé, en respectant a la fois la valeur du coefficient d'anisotropie R et
les valeurs relatives de contraintes en traction uniaxiale, traction plane et
traction équibiaxiale.
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Figure (IV_13): Comparaison entre trois surfaces de plasticité
prévues pour un acier doux calmé 2 'aluminium (R=1.48).

La figure (IV_13) montre trois surfaces de plasticité: les deux surfaces de
plasticité envisagées par Knibloe et Wagoner (Hill quadratique et Hill non
quadratique) et une surface de plasticité correspondant a I'équation

II1_18, avec k=0.14, A=3.6 et B=12.71. Cette derni¢re surface respecte
les tendances observées pour ce type d'acier, avec un rapport Gy /0,

inférieur 2 celui prévu par le critére quadratique de Hill, et un léger
applatissement prés de la déformation plane (Makkouk 1994). Cette



Chapitre IV : Simulations et résultats 128

surface présente en outre le méme rapport 6, /0, =117 que le critére

non quadratique de Hill, de fagon a respecter les résultats expérimentaux
ayant conduit Knibloe et Wagoner au choix de la valeur de m dans ce
critére.
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Figure (IV_14): Comparaison entre les distributions de
déformations radiales et circonférentielles calculées, et mesurés
par Knibloe et Wagoner (1989).

La figure (IV_14) montre qu'en utilisant la surface de plasticité

correspondant & 1'équation (II_18) un treés bon accord avec les résultats

expérimentaux de Knibloe et Wagoner est obtenu en prenant un
coefficient de frottement W =0.28, ce qui représente une valeur plausible

pour un frottement sec sur t6le non revétue.
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IV-4 EMBOUTISSAGE D'UN GODET

AV =4 L AVADI R 3 N e —————

L'Emboutissage d'un godet a fait l'objet d'une modélisation spécifique et
de simulations utilisant ABAQUS et le sous programme UMAT. La
discussion des résultats obtenus est scindée en deux parties ou sont mises
particuliérement en évidence: les distributions de déformation en
épaisseur en fonction des caractéristiques d'anisotropie normale du
matériau d'une part, et la formation des cornes d'emboutissage en
fonction des caractéristiques d'anisotropie transverse d'autre part. La
géométrie de la tole est représentée sur la figure (III-6): la t6le a pour
rayon initial r=100mm et pour épaisseur initiale h®=0.82mm, le
poingon a pour rayons I, = 50mm et R, = 13mm, enfin les rayons de la
matrice sont respectivement 1y = 51.25mm et R, = 5Smm.

IV-4-1 Cas d'un matériau a isotropie transverse

IV-4-1-1 Influence de la forme de la surface de plasticité

Les distributions de déformations méridiennes, circonférentielles et en
épaisseur sont présentées sur les figures (IV_15_a) a (IV_19_a) pour
différentes valeurs du coefficient d'anisotropie R dans le critere
quadratique de Hill, et pour k=0.2 (critere de Drucker). Les profils
correspondants sont présentés sur les figures (IV_15_b) a (IV_19_b). Les
profondeurs d'enfoncement du poingon sont dans tous les cas égales a
40mm. Sauf pour R=0.5 ol une rupture & eu licu en bas de la zone
cylindrique (figure (IV_17_b)) et ol donc l'avalement de la tdle s'est
arrété, les allures générales des distributions de déformation sont
comparables, et les avalements de la téle sont trés voisins. Alors que les
déformations circonférentielles sont trés proches, on note toutefois des

déformations radiales plus fortes, et des déformations en épaisseur,
gy, = —(€, +€&g), plus faibles dans la collerette pour les fortes valeurs de

R. Sur le bord du flan, le rapport €, /€, est trés sensiblement égal aR la

force de serre-flan induisant des contraintes de compression dans
1'épaisseur du flan faibles par rapport 3 la contrainte orthoradiale Og.
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Figure (IV_15_a): Distributions des déformations
méridiennes, circonférentielles et en épaisseur pour un

enfoncement de poingon H=40mm. (ABAQUS/UMAT).

10.00 ] L] T T

1 Ll 1 b 4 1 ) I S | 1
L] ) L L) ] ] L I DR
-10.00 - .
s
I
80 '3000 ™ i
2
jon
Critere de Von Mises
-50.00 | R=1 .
++ Noeuds du profil
_70.00 1 1 1 1

25.00 40.00 55.00 70.00 85.00 100.00

Rayon courant (mm)

Figure (IV_15_b): Profil du flan pour un méme enfoncement.
H=40mm, (ABAQUS/UMAT)
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Figure (IV_16_a): Distributions des déformations
méridiennes, circonférentielles et en €paisseur pour un
enfoncement de poingon H=40mm. (ABAQUS/UMAT).
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Figure (IV_16_b): Profil du flan pour un méme enfoncement.
H=40mm, (ABAQUS/UMAT)
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Figure (IV_17_a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en €épaisseur pour un

enfoncement de poingon

H=40mm. (ABAQUS/UMAT).
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Figure (IV_17_b): Profil du flan pour un méme enfoncement.
H=40mm, (ABAQUS/UMAT)
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Figure (IV_18_a): Distributions des déformations
méridiennes, circonférentielles et en €épaisseur pour un
enfoncement de poingon H=40mm. (ABAQUS/UMAT).
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Figure (IV_18_b): Profil du flan pour un méme enfoncement.
H=40mm, (ABAQUS/UMAT)
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Figure (IV_19_a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en €paisseur pour un

enfoncement de poingon H=40mm. (ABAQUS/UMAT).
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Figure (IV_19_b): Profil du flan pour un méme enfoncement.
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On note aussi, au noeud correspondant au bas de la partie cylindrique, un
pic sur €y, sensible pour R=1 (critére de Von Mises) et pour R=1; k=0.2
(critere de Drucker), constituant sans doute I'amorce d'une striction qui
s'est développée de fagon catastrophique pour R=0.5. Toutefois,
l'enfoncement considéré correspondant sensiblement a la force maximum,
cette striction ne se développe pas dans la suite du processus de formation
du godet.

Les figures (IV_20) et (IV_21) regroupent les distributions de
déformation méridiennes obtenues dans la collerette et sur le rayon de
matrice pour les différents matériaux, respectivement avec
ABAQUS/UMAT et avec le programme spécifique. Les influences de R
et/ou k sont tout 2 fait comparables dans les deux calculs, mais ceux-ci
different par l'évolution radiale de €y, qui conduit a des épaisseurs plus

faibles dans la zone du rayon de matrice avec ABAQUS.
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Figure (IV_20): Distribution des déformations en épaisseur

dans 1a collerette et sur le rayon de matrice pour différents
matériaux; 1a hauteur H=40mm (ABAQUS/UMAT).
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Figure (IV_21): Distribution des déformations en épaisseur
dans la collerette et sur le rayon de matrice pour différents
matériaux; H=40mm, (Programme spécifique)

Il semble que les résultats obtenus avec ABAQUS soient liés a la
composante élastique du comportement de la coque déformée, qui fait que
la flexion du flan au niveau du rayon de matrice entraine un contact avec
frottement entre le flan et le serre-flan dans la zone de la collerette non
soumise a la force du serre-flan (zone qualifiée de zone intermédiaire
dans notre modélisation incrémentale). Les surfaces de plasticité
correspondant aux différentes simulations sont présentées sur la figure
Av_22). |

La région utile va de la compression simple sur le bord du flan a la
traction plane dans la zone cylindrique. Les plus faibles valeurs
d'épaississement obtenues pour R grand s'expliquent directement 2 partir
des surfaces de plasticité et de la loi de normalité; entre la compression
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simple et le cisaillement, des valeurs plus grandes des déformation radiale
sont prévues pour R grand, conduisant & des déformations en €paisseur
plus faibles. Avec le critére de Drucker (R=1, k=0.2), 1a loi de normalité
conduit, sur le bord du flan, & des épaississements identiques a ceux
obtenues avec le critére de Von Mises. Toutefois, lorsqu'on se déplace de
la compression simple vers le cisaillement, la forme de la surface de
Drucker, favorise la déformation radiale, et donc conduit a des
épaississements rapidement décroissants pour des valeurs de rayon
décroissantes a partir du bord du flan.
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Figure (IV_22): Représentation de la surface de charge pour
différents parameétres de R (Hill quadratique) et pour k=0.2
(Drucker).

D'autre part, le risque de striction en traction plane est maximal dans la
zone inférieure de la partie cylindrique, qui subit une déformation
équivalente, et donc un écrouissage, plus faible que le reste de la partie
cylindrique. Ce risque est lié & de faibles valeurs de la contrainte
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d'écoulement O, par rapport aux contraintes d'écoulement dans la
collerette. Des valeurs décroissantes de G, /G, sont obtenues lorsque R

diminue et/ou lorsque k augmente (Figure (IV_17_a)), expliquant la
rupture observée pour R=0.5, et les amorces de striction pour R=1; k=0.2
(critere de Drucker) et pour R=1 (critére de Von Mises).

[V-4-1-2 Comparaison avec des résultats expéfimentaux

Les distributions radiales de déformation en épaisseur obtenues par Woo
(1964) sur un laiton présentant un comportement quasi-isotrope en
traction uniaxiale sont présentées sur la figures (IV_23) et (IV_24), avec
les résultats de simulations numériques utilisant le critere de Von Mises et
le critere de Drucker.
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Figure (IV_23): Comparaison calcul/expérience pour un
laiton, A deux niveaux d'avalement du flan (Programme

spécifique).
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La surface de DRUCKER conduit & des rapports €,/€4 plus grands en

valeur absolue lorsqu'on se déplace dans le deuxieme quadrant de la
compression simple vers le cisaillement: on obtient donc un étirement
radial plus important, et des déformations en épaisseur plus faibles. Cet
effet associé a la forme de la surface de plasticité est susceptible
d'expliquer le meilleur accord obtenu avec les points expérimentaux dans

la collerette.
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Equation (II_18)
k =0 (Von Mises)
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Figure (IV_24): Comparaison calcul/expérience pour un
laiton, A deux niveaux d'avalement du flan (ABAQUS/UMAT).

Sur le rayon de matrice, les points expérimentaux sont en désaccord avec
les résultats de la simulation ABAQUS, qui prévoit dans cette zone une
épaisseur inférieure 2 1'épaisseur initiale, contrairement aux mesures de
Woo. Par contre, la modélisation incrémentale prévoit des épaisseurs
1égerement plus fortes que les valeurs expérimentales, si I'on considere la
valeur k=0.1 dans le crittre de Drucker, qui fournit de bons résultats
dans la collerette.



Chapitre IV _: Simulations et résultats 140

IV-4-2 Cas d'un matériau a anisotropie transverse

I1V-4-2-1 Validation des logiciels -Influence de la forme de la
surface de plasticité

La figure (IV_25) montre le profil de la collerette pour deux avalements,
le deuxiéme correspondant sensiblement a l'arrivée du bord du flan sur le
rayon de matrice. Les calculs sont effectués (a) avec un matériau vérifiant

le critére quadratique de Hill avec comme coefficients d'anisotropie dans
la direction de laminage et dans la direction transverse Ry =Rgy =2, et

selon la direction 2 45°, Ry5=1 et (b) avec un matériau vérifiant
'équation (II-19), avec les mémes valeurs du coefficient d'anisotropie
mais avec k=0.33, A=2.999, B=8.999, a=0, b=2, m=2, n=2, p=2 et q=1,
de sorte que I'évolution de la contrainte de traction uniaxiale G, en
fonction de l'orientation o est beaucoup moins marquée qu'avec le
crittre quadratique de Hill.

Les calculs ont été effectués avec soit le programme incrémental ou
différents profils sont couplés angulairement selon la procédure décrite
au paragraphe II-5-2, soit avec le code ABAQUS. Nous n'avons pu
obtenir & ce jour la convergence des calculs avec les éléments de coque de
type S4R lorsque la procédure Umat est utilisée, de sorte que seules les
simulations issus de ABAQUS/STANDARD sont présentées, avec le
critére quadratique de Hill.

Le choix d'un matériau présentant un comportement symétrique par
rapport 2 la direction & 45° de l'axe de laminage, permet tout d'abord de
valider la discrétisation spatiale du probléme, qu'il s'agisse du nombre de
profils utilisés dans le programme incrémental (10 profils distants
angulairement de 10° les uns des autres), ou du maillage éléments finis
dans ABAQUS (20 noeuds répartis radialement x 20 noeuds répartis
angulairement). Les profils obtenus présentent en effet une trés bonne
symétrie par rapport 2 la direction 45° des directions d'orthotropie. Dans
le cas présent les cornes sont situées selon les directions d'orthotropie, et
les vallées a 45° de ces directions, conformément & I'analyse qualitative
présentée au paragraphe I-5-5. On observe d'autre part que I'amplitude
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des cornes et des vallées est 1égérement plus prononcée avec le
programme incrémental qu'avec le code ABAQUS. Cette différence peut
étre due en particulier a la non prise en compte des rotations matérielles
dans le programme incrémental, alors qu'avec ABAQUS la loi de
comportement est formulée dans le repere corotationnel.

55.00 p—————t r ' r

Acier doux ____Profil circulaire
—Equation (II-19)
44.00

33.00

22.00

Rayon courant (mm)

11.00

0.(x) - H 1 1
0.00 11.00 22.00 33.00 44.00 55.00

Rayon courant (mm)

Figure (IV_25): Comparaison du profil de la collerette
modele/Hill quadratique A deux niveaux d'avalement (Programme

spécifique).

Enfin , I'amplitude des cornes et vallées est moins accentuée avec le
matériau (b) qu'avec le matériau correspondant au critére quadratique de
Hill. Cette propriété s'explique facilement par le fait que l'intensité du
glissement dans une traction (ou compression) hors-axes est directement
liée 2 la variation angulaire de la contrainte de traction (ou compression)
uniaxiale (équation (II-7)). Or, les parameétres du matériau modele (b) ont
été choisis précisément pour obtenir de faibles variations de ¢, comme
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cela est souvent observé expérimentalement, méme lorsque le matériau
présente de fortes variations de R, (Makkouk, 1994).

IV-4-2-2 Comparaison avec des résultats expérimentaux

Nous comparons ici les résultats de simulations avec des résultats
expérimentaux sur un acier doux (0.04% carbone) qui nous ont été
fournis par G. Ferran (Universidade Federal Fluminense Rio de Janeiro,
Brasil). La tdle a pour rayon initial r =53mm et pour épaisseur initiale
h® = 0.7mm, le poingon a pour rayons r, =25mm et R, =5mm, enfin
les rayons de la matrice sont respectivement ry =26.25mm et
R, =13mm. |

Les données expérimentales de traction uniaxiale ont été lissées selon la
loi de Swift. La contrainte équivalente a donc été prise de la forme:
6 =K(gy +€)". Il apparait d'autre part que les courbes de traction a 0°,
45° et 90° de 1'axe de laminage dépendent peu de 1'orientation, alors que
les valeurs du coefficient d'anisotropie (Ry=1.877, R45=1.508 et

Rgy =2.257), correspondant a une évolution usuelle pour un acier doux,
dépendent assez sensiblement de l'orientation. Finalement les données
expérimentales étant insuffisantes pour identifier l'ensemble des
paramétres du modele, nous nous sommes référés a un acier similaire
pour obtenir une estimation compléte de ceux-ci. Ces parametres
conduisent A un rapport 6, /6, plus faible qu'avec le critere quadratique
de Hill a un 1éger aplatissement preés de la traction plane, et a une faible
dépendance angulaire de 6,. Ces parametres ont pour valeur; concernant
la loi d'écrouissage: K=510.84, €5 =0.012 et n=¢,/100, et concernant
la surface de plasticité (équation (II-19)): k=0.4467, A=3.716, B=6.2554,
a=-5.89E-2, b=0.635, m=2, n=2, p=2 et g=1. On notera cependant que,
par rapport a la prévision des cornes d'emboutissage, les seuls paramétres
importants sont ceux qui conditionnent I'évolution angulaire de G, qui

se trouve correctement prédite par les parametres ci-dessus.

La comparaison entre les profils de godet aprés emboutissage,
expérimentaux et calculés, est présentée sur la figure (IV_26).
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Figure (IV_26): Comparaison calcul/expérience pour un acier
doux, entre les profils du godet aprés emboutissage (Programme

spécifique).

On note comme dans le cas modele du paragraphe précédent, des cornes a
0° et 90°, associées a une évolution de R, avec un minimum entre 0° et

90°, (ou a une évolution de G, avec un maximum). Les calculs, effectués

avec la modélisation incrémentale, fournissent un excellent accord avec
les points expérimentaux lorsque les paramétres définis précédemment
sont utilisés, tandis que l'utilisation du critére quadratique de Hill conduit
3 une surestimation de I'amplitude des cornes. Toutefois, conformément a
la remarque du paragraphe précédent, l'utilisation du code ABAQUS
(conduisant logiquement a des résultats plus exacts) conduirait a une
sousestimation des cornes avec la surface de plasticité correspondant a

I'équation (II-19).
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IV-5 CONCLUSION

Les simulations numériques présentées dans ce chapitre montrent tout
d'abord la trés bonne concordance des résultats obtenus par la méthode
des différences finies et par la méthode des éléments finis, sauf en ce qui
concerne les cornes d'emboutissage, ou le programme incrémental
surestime l'intensité de celles-ci par rapport aux résultats obtenus avec le
code ABAQUS, sans doute en raison de la non prise en compte des
rotations matérielles avec le programme incrémental.

La fiabilité des résultats obtenus semble donc assurée, compte-tenu des
hypothéses faites. La discussion de ces résultats, orientée vers la mise en
évidence des relations entre le comportement plastique du matériau et le
comportement de la structure au cours de la mise en forme, a permis
d'analyser et de comprendre le role de la forme de la surface de plasticité
sur les efforts et la répartition des déformations. De plus, les
comparaisons avec des résultats expérimentaux de la litt€rature ont
montré que les améliorations de la description du comportement plastique
apportées par l'utilisation du modele de plasticité de Ferron et coll.
(1994) permettaient dans de nombreux cas de rendre compte de fagon
satisfaisante du comportement de la tdle au cours de la mise en forme.
Enfin il a été constaté que les prévisions obtenues sont au moins aussi
sensibles aux paramétres rhéologiques décrivant la surface de plasticité,
qu'au coefficient de frottement utilisé pour décrire le contact tole/outil
dans le cadre du modgle de frottement de Coulomb.
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CONCLUSION GENERALE:

L'emboutissage des tdles métalliques constitue un processus ancien
d'obtention de produits finis, ol I'empirisme et le savoir faire ont largement
précédé la quantification des phénomeénes mis en jeu. Toutefois, les
tendances 2 un allégement des structures (diminution des épaisseurs) et a
une augmentation des limites élastiques des matériaux utilisés conduisent a
diminuer trés fortement la marge de sécurité vis-a-vis des risques d'échec
de l'opération. C'est pourquoi la modélisation mécanique de I'emboutissage
apparait particulierement importante.

La démarche suivie dans ce travail a consisté a incorporer dans des
programmes de calculs spécifiques (gonflement hydraulique, emboutissage
d'un godet) et dans le code de calcul industriel ABAQUS, un modele
phénoménologique de plasticité orthotrope mis au point dans I'équipe de
recherche.

Les simulations effectuées ont montré I'importance du modele de plasticité
sur le comportement du flan embouti, aussi bien en ce qui concerne les
efforts, que la répartition des déformations et la formation des cornes
d'emboutissage. Dans le cas des processus simples qui ont €té€ simulés,
nous avons pu analyser les relations existant entre le comportement
rhéologique du matériau et le comportement de la structure au cours de
l'emboutissage. Nous avons aussi observé que, méme si le rapport
"surface/volume" est particulierement important dans le cas des tdles
embouties, les aspects relatifs au comportement plastique du matériau
jouent un réle tout aussi important que les aspects tribologiques concernant
la modélisation du frottement.

Les avantages et les limitations des codes de calcul spécifiques ainsi mis
au point, ou du code de calcul industriel ABAQUS dans lequel est
incorporé le modele de plasticité utilisé dans ce travail, sont ceux du
modele de plasticité ui-méme. Ce modele présente une grande souplesse
pour décrire la forme des surfaces de plasticité initiales des tdles et
lI'influence de l'orientation de la sollicitation sur les contraintes
d'écoulement. De plus, l'identification des parametres est obtenue de fagon
simple & partir des résultats de traction uniaxiale, de traction équibiaxiale
et de cisaillement. Le lissage des résultats de calcul d'homogénéisation
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peut également étre effectué, comme cela a été discuté plus en détail dans
des travaux antérieurs.

Ces surfaces, utilisées avec l'hypothése d'écrouissage isotrope, sont
susceptibles de décrire avec précision le comportement des toles pour des
chemins de déformation relativement linéaires. Dans les essais qui ont €té
analysés, cette condition est assez bien vérifiée, et les améliorations
apportées a la prévision du comportement de la structure emboutie ont été
corrélées de fagon claire a des améliorations de la description des surfaces
de plasticité.

Toutefois, I'hypothése d'écrouissage isotrope est sans doute trop grossiere
pour décrire le comportement plastique pour des chemins fortement non
linéaires, comme le montrent de nombreuses études expérimentales
relatives a l'influence d'un préchargement. Une autre limitation du modele
est liée a I'hypothése de contraintes planes, ce qui restreint son utilisation a
des éléments de type membrane ou coque. Le passage a un modele 3D ne
pose pas de problémes particuliers, mais nécessite une modélisation
physiquement pertinente.

11 apparait donc qu'une poursuite de ce travail devrait étre orientée vers une
description plus précise du comportement plastique, pour traiter les cas de
trajets de déformation fortement non linéaires, ainsi que les cas ou le
cisaillement dans 1'épaisseur de la tdle joue un rdle trés important, comme
le repassage des aciers pour emballage.
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RESUME

Les simulations numériques de mise en forme des toles minces prennent
de plus en plus d'importance dans la phase de conception et de
transformation en produits finis. Ces simulations sont souvent pénalisées
par une description trop sommaire du comportement plastique, et en
particulier de I'anisotropie des tdles laminées.

Le but du présent travail consiste a analyser l'influence des paramétres
décrivant le comportement plastique du matériau sur le mode de
déformation des tbles embouties. A cette fin, nous avons implanté un
modele de plasticité orthotrope rendant mieux compte des surfaces de
charge expérimentales dans des calculs d'emboutissage. Ces calculs ont été
effectués a l'aide de méthodes semi-analytiques de différences finies et
aussi par éléments finis utilisant le code de calcul numérique
ABAQUS/STANDARD.

L'objectif général est d'obtenir une meilleure prévision des efforts et de
la répartition des déformations lors des procédés de formage tels que
l'emboutissage profond. Les essais de gonflement hydraulique et de
poingonnement hémisphérique, qui sont les plus utilisés pour caractériser
le comportement des toles dans le domaine de I'expansion, sont également
simulés dans cette étude.

Enfin les résultats numériques sont comparés a des résultats
expérimentaux de la bibliographie. Ceci nous permet de préciser
l'importance de la forme de la surface de charge sur I'évolution de la
pression de formage dans le cas du gonflement hydraulique, la
distribution de déformations radiales dans le cas du poingonnement
hémisphérique et enfin les cornes d'emboutissages dans le cas de l'essai de
coupelle.

Mots clés:

Plasticitté =~ Surface de charge Contraintes planes Isotropie

transverse  Anisotropie transverse Module tangent Emboutissage

Cornes d'emboutissage Gonflement hydraulique  Poingonnement.
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