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I-es simulations numériques de mise en forme des tôles minces prennent
de plus en plus d'importance dans la, phase de conception et de
traniformation en produits finis. Ces simulations sont souvent pénalisées
par une description trop sommaire du gomportement plastique, et en
particulier de I'anisotropie des tôles larrinées'

Le but du présent travail consiste à analyser I'influence de_s paramètres
décrivant ie comportement plastique du matériau sur le mode de
déformation des tôles embouties. A cette fin, nous avons implanté un
modèle de plasticité orthotrope rendant mieux comptg des _surfaces de
charge expérimentales dans des calculs d'emboutisslge: Ç1s calculs ont été
effeànrésâ I'aide de méthodes semi-analytiques de différences finies et
aussi par éléments finis utilisant le code de calcul numérique
ABAQUS/STAI{DARD.

L'objectif général est d'obtenir une meilleure prévision des efforts et de
h répartition des déformations lors des procédés de formage tels que
I'emboutissage profond. Les essais de gonflement hydraulique et de
poinçonnement hémisphérique, qui sont les plus utilisés pour caractériser
Îe comporæment des tôles dans le domaine de I'expansion, sont également
simulés dans cette énrde.

Enfin les résultats numériques sont comparés à des résultats
expérimentaux de la bibliographie. Ceci ,nous penggt de. préciser
I'irirportance de la forme de la surface de charge sur lévolution de la
preJsion de formage dans le cas du gonflement hydraulique, la
distribution de déformations radiales dans le cas du poinçonnement
hémisphérique et enfin les cornes d'emboutissages dans le cas de I'essai de
coupelle.

Mots clés:

Plasticité Surface de charge Contrainæs planes Isotropie
transverse Anisofopie tansverse Module tangent Emboutissage
Cornes d'emboutissage Gonflement hydraulique Poinçonnement.
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Les simulations numériques des procédés de fabrication de produits finis
sont devenues d'un usage courant dans lTndustrie. I-es codes de calcul par
éléments finis, grâce à la très forte augmentation de la puissance de calcul
des stations de travail, sont à même de résoudre des problèmes à 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 où la
plasticité est prise en compte à I'aide de modèles classiques simples.
Toutefois dans le cas de I'emboutissage des tôles, les efforts et la
répartition des déformations, ainsi que les instabilités pouvant survenir
dans des zones critiques de la pièce, dépendent de façon très significative
des paramètres 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 être
envisagées:

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

- I'autre est de natue phénoménologique et inductive: elle procède
de I'expérimentation macroscopique et de I'identification paramétrique, si
possible, dans un cadre thermodynamique cohérent; cette approche est
basée sur une inærprétation qualitative de la physique, mais elle semble
actuellement la seule à 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 Eavail.

I-e premier chapitre est consacré à une étude bibliographique des modèles
de comportement plastique et des critères de plasticité orttrotrope des tôles,
incluant un modèle récemment proposêpæ 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 tôles sont également analysées dans ce chapitre.

I-e second chapitre traite de la simulation numérique du formage des tôles
en utilisant la méthode des différences finies. I-e 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'hypothèse d'un matériau présentant un comportement à isotropie
transverse. Dans le cas de I'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.

I-e troisième chapitre est consacré à l'énrde des procédés de formage par la
méthode des éléments finis. I-e code de calcul ABAQUS est utilisé à 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 modèle de
plasticité dans le sous prograrnme utilisateur UMAT prévu à cet effet dans
le code ABAQUS.

Enfin, nous exposons dans le chapitre [V les résultats issus des deux types
de méthodes utilisées, avec pour principal objectif de mettre en évidence
les relations enEe comportement rhéologique du matériau et comportement
de la tôle emboutie. Les comparaisons des résultats de simulations
effectuées avec le nouveau modèle, et ceux trouvés avec les critères de
Von Mises ou de Hill, servent de base à une discussion de I'influence de la
forme de la surface de plasticité et à une confrontation avec des résultats
expérimentaux de la littéranue. I-es comparaisons concernent les efforts
d'emboutissage, la répartition des déformations et les cornes
d'emboutissage dans le cas de I'essai de coupelle.
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I-I. INTRODUCTION

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

Nous présentons ensuite les différents critères de plasticité orthoEope
qui, généralement couplés à une hypothèse d'écrouissage isotrope, sont

utilisés pour modéliser le comportement plastique des tôles.

Nous analysons enfin trois essais particuliers de formage des tôles:
gonflement hydraulique, poinçonnement hémi sphérique, emboutissage
d'un godet. Dans chaque cas, nous mettons en évidence le rôle 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 I'objectif cenEal de ce Eavail, qui consiste à metfre

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

l-2-l Surface de charge:

La surface de charge ou surface d'écoulement plastique correspond à une
surface délimitant dans I'espace des contraintes la zone des déformations
élastiques. Cette surface évolue quand la déformation plastique a lieu, elle

est donc fonction de l'état de contrainte et de la plastification. Elle est
généralement exprimée sous la forme f(o',o,*)=O où les ott sont les

composantes du tenseur des contraintes et les cr,p désignent les variables

internes, dont l'évolution dépend de lhistoire de chargement plastique.

Pour une surface de charge régulière admettant une normale extérieure fl

définie par:
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nij = (r-1)

la condition d'écoulement plastique pour un état de contrainte ô et pour

un incrément d6 est double, soit:

f (or, crr ) = 0 et nt;dot, > 0

en charge plastique où I'incrément de conftainte d6 correspond à un
"vecteur sortant" de la surface de charge à I'instant considéré.

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

. si f (o,l,crr ) < 0 le matériau présente un comportement élastique;

si f(o,i,crr)=0 et n1.;dog <0 alors el =O (il y a décharge

à un vecteur dirigéélastique, et l'incrément de contrainte dô correspond
vers I'intérieur de la surface de charge);

. si f(oi:,crr)=O et n1;doi; =0 alors de$ =0 (il y a chargement

neutre, et I'incrément de contrainte do correspond à un vecteur tangent à

la surface de charge).

Lorsque dô et fl sont perpendiculaires, on reste sur la surface de charge

neutre: c'est le critère de chargement neuEe.

L'évolution de la surface de charge peut être complexe: dilatation,
translation ou déformation. Si la surface se dilate de façon homothétique,
l'écrouissage est isotrope. Si elle se fanslate sans changement de forme ni

de taille l'écrouissage est alors cinématique.

l-2-2 Lois d'écrouissage:

On rend compte de l'écrouissage en complêtant le critère de plasticité par
des lois d'évolution portant sur les variables internes cr*.
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Une modélisation fréquemment utilisée consiste à exprimer la fonction de
charge f sous la forme:

f (oi i ,  crr, p) = F(o,j ,0r ) - R(p) - oo (r-2)

où p est une mesure scalaire de l'écrouissage et o9 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 modèles de référence d'écrouissage peuvent être représentés par

différents schémas d'évolution, on en citera trois:

I-2-2-I Écrouissage isotrope:

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

f(o,. i ,  P) = F(ou ) - R(P) - oo (r-3)

la taitle de la surface est gouvernée par la valeur de n1p) qui dépend de

I'histoire de chargement plastique.

I-2-2-2 Écrouissage cinématique:

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

Comme conséquence de I'hypothèse 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 (ou, crij ) - F(oii - crij ) - oo (I-4)

où la loi d'évolution des a1; est donnée par doU = Cdefi dans le modèle

d'écrouissage de Prager.

I-2-2-3 Écrouissage mixte:

En combinant la loi d'écrouissage cinématique à celle isotrope, on porura

être conduit à une loi d'écrouissage mixte de Ia forme:

f (oû ,sij , p) - F(ou - crû ) - R(p) - oo (r-5)

Dans ce cas la translation de Ia surface est définie par crij et le gonflement

par R(p).

l-2-3 Théorie de l'écoulement:

Quand la surface de charge f est atteinte, le matériau est dans un état
d'écoulement plastique pour n1dol; > 0. On introduit le concept de
potentiel plastique g(oU,ctr) par analogie avec l'écoulement idéal d'un

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

(r-6)

où dl" (ou l,l est un scalaire strictement positif appelé aussi
multipli cateur pl astique.

Le vecteur incrément de déformation plastique dÉp est colinéaire au

gradient du potentiel plastique ++, tandis que son amplitude est
ooij

déterminée par le scalaire dI.

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, où le

de$ = otâh ou ei = [âh
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potentiel plastique g s'identifie à la fonction f . Alors l'équation (I-6)

devient:

L'équation (I-7) correspond au principe du travail maximal. Une

extension de ce principe, correspondant à la normalitê gênérahsée ou aux

matériaux qualifiés de standard généralisés, consiste, en s'appuyant sur la

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

forces thermodynamiques X* associées:

ei=dl,fr ou ei=[âl

dcr* =-rr"#

" i iË:F(os)

do
o,j 

aoû 
= o

(r-7)

(r-8)

(r-e)

(r-10)

Ainsi, dans I'hypothèse 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 être exprimée sous la

forme:

f(o,i,P) : r(o,i ) - R - oo = o- - R - os

où os et 6 = F(oû ) sont les limites élastiques initiale et actuelle (souvent

associées à un êtat de traction uniaxiale); F(o,:) est une fonction

homogène de degré un des contraintes. Il s'ensuit d'après I'identité

d'Euler, que:

ou

D'autre part, les équations (I-7) et (I-8) se ré-expriment:
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Il s'ensuit, en combinant les équations (I-10), (I-11) et (I-12), que:

ot:eÏ = 6dp

drl=dr+=dÀP
do,j dou

et

dp=-dl,S=ol,

Oeij = D1;r.rdor.r + dltH

En termes de vitesse de déformation Q-14) s'écrit:

où la variable interne p, homogène à une déformation, est généralement

notée ep, déformation plastique équivalente conjuguée de la contrainte

équivalente 6. La relation (I-13), connue sous le nom d'équivalence du

travail plastique, permet de déterminer I'incrément de déformation
plastique dp = dep associé à un critère de plasticité particulier.

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

&u=defi+defi (r- 14)

defi = D1;sdor.r où Di;n est le tenseur de complaisance.

En tenant compte des conditions de déformation plastique, f(o13,Crr) = 0

et n,rdoi; > 0, on peut exprimer l'équation (I-14) sous la forme:

(r-1 1)

(r-12)

(r-13)

(r-1s)

e,, = efi +e[ (I-16)

Pour un matériau isotrope, en partant du critère de Von-Mises exprimé

sous la forme:
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F(or)=d=flf,"t, (r-17)

(r-1e)

on obtient:

et
.ê l+v.  v  .  o
eij  =Eoij -Eoootj

avec H(f )=1 s i f20
H(f )=0 s i  f  <0 '

R'(p)=+.
op

€,j=eir+efi

où rî =**#uu et el =osu

(r-18)

êr Êp = H(f) < snSn > sij
-u 

R'(p) sn sa

l-2-4 Théorie de la déformation:

La théorie de la déformation utilise les relations de type defi = Diisdop

sous forme intégrée.

La déformation totale eû est donnée par la somme des déformations

élastiques et des déformations plastiques:

avec 2G= 
g 

,Ê=J^ (LoideHooke)ero=(D(Jz)pourun
l+v 

'  
3(1 -2v)

matériau de type Von Mises.

Afin de calibrer la fonction O(Jz) avec une loi de comportement uni

axiale, on introduit une variable qu'on appelle la contrainte é,quivalente

définie par:

f oefoefi
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6-",P4- (r-20)

et une aure variable appelée la déformation plastique equivalente définie

par:

On peut ainsi définir une loi d'évolution sous la forme d'une courbe
(EP,6) de la forme: 6 = 6(EP ).

On remarque que, pour des chemins de chargement proportionnels, où

les contraintes augmentent dans un rapport constant, les deux théories

coincident (théorie d'écoulement ou incrémentale et théorie de la

déformation). Par contre, elles diffèrent radicalement pour des chemins
non proportionnels. C'est pourquoi ces deux théories prévoient des

résultats tout à fait différents dans les études d'instabilité plastique
(flambage, striction), faisant appel à des analyses de bifurcation ou même

de localisation de la déformation plastique.

l-2-S Critères de plasticité orthotropes:

I-2-5-I Critère quadratique de Hill Q9a8):

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

de 6 paramètres F,G,H,L,M,N et d'une contrainte equivalente k, sous

la forme:

5P-,ffi

2f - F(o w 
- 6rr)2 +G(o", -o**)2 +H(o** -orr)2 +

2Lo2* +2Mo2^+ 2Nol, - k2 = 0

(r-2r)

(r-22)

Dans le cas d'un état de contraintes planes (o*,oy,o*y) dans le plan

principal d'orthotropie (x,y), le critère devient:
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(G+H)o? -2Ho*ov +(F+H)o] +2Nol,  -k2 =0 (r-23)

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

I'orientation des directions principales, le critère quadratique de Hill peut
s'exprimer en fonction des conftaintes principales 01 et 62 comme suit:

o? + oZ +R(or - 62)2 - (t+ R)ofr = g

ou

(1 + 2RXor - oz )2 + (or * or)' -2(l+ R)ofr = 6

(r-24)

où o6 représente la limite élastique en fraction uniaxiale, et R est un

coefficient caractênsan1 I'anisotropie normale. Ce coefficient représente
le rapport des vitesses de déformation èzlè2, perpendiculairement à la

direction I de traction uniuiale, la directon 2 appartenant au plan (x'y)

et 3 = z désignant la direction normale.

I-2-5-2 Critère non quadratique de HiIl (1979):

Le critère non quadratique de Hill (1979) colrespond à un critère

orthotrope applicable uniquement dans le cas où les axes principaux de

contraintes coincident avec les directions d'orthotropie. Il s'exprime par:

f lo, -orl- +glog -orl^ +hlo1 -orl '  +al2o1-c2-orl '*
(r-2s)

vl}or- o3 - orl' + clzor- or - orl^ - of = o

En fait ce critère a êtê principalement utilisé dans deux cas particuliers

correspondant à un état de contraintes planes avec isotropie transverse, à

savoir:

avec a = b = c = 0 et f = gl otr retrouve le critère de Hosford (1972),

lo,l' *lorl' + nlol - orl' - (1 + R)of = g
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Ces critères se présentent comme des extensions non quadratiques des

expressions données dans (I-24) pour le critère quadratique de Hill.

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

Dans le cas d'un état de contraintes planes (O*,Oy,o*y) dans le plan

d'orthotropie (x,y), Hill a tout d'abord envisagé en 1990 de ré-exprimer

son critère quadratique (équation (I-23)) dans le repère principal des

contraintes. L'fuuation (I-24) se réécrit, après changement de repère:

avec a=b=f  =g=0 onobt ient :

( l  + 2R)lo r - c,zl* *lo, +ozl '  -2(l+R)of = g

(or + oz)2 +(olr)2 (or - oz)2

-zak'? - ol;cos 2a+b(or - o2)2 cos2 2a- (2o)z - g

(r-26)

(r-27)

où t est la limite élastique en cisaillement parallèlement aux directions x
et !, o est la limite élastique en fiaction équibiæriale, o = (X,l) - (y,2)

est I'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 paramètres F,G,H et N apparaissant dans I'expression (I-23). On

reconnaît, en faisant a = b = 0 dans l'équation (I-27), le critère
quadratique applicable à un matériau à isotropie transverse. En

s'appuyant sur I'expression non quadratique (I-26), Hill propose la

généralisation suivante, applicable au cas orthofrope:

(r-28)

I-2-5-4 Crttère de Budiansky (I9Ea):

Une formulation a êtê proposée par Budiansky(l984) pour décrire le

comportement plastique d'un matériau isoEope dans le plan. Pour un état

lo, * orl' +(o/t)-lot - orl' +

lo? * otfnrz''6;::ï?J rol.o, ra - (2o)m = Q



de contrainte plane la surface de charge a êtê décrite sous forme

paramétrique:

W-g(o)coso

W=g(o)sino

(r-2e)

(r-30)

(r-31)

où g est le rayon polaire de la surface telle que g(0) = g(Lnlz) = I et os

et ob sont respectivement les contraintes d'écoulement en cisaillement et

en déformation equibiaxiale.

La particularité de cette formulation est de décrire la forme réelle de la
surface de charge moyennant un choix de g(0) qui décrive correctement

les données expérimentales.

I-2-5-S Critère de Ferron et ColI (1994):

Une représentation en coordonnées polaires de la surface de charge dans

I'espace des contraintes principales a été utilisée afin de formuler les

équations constitutives de la plasticité en conffaintes planes pour un

matériau orthofope. Cette représentation s'appuie sur les changements de

variables suivants:

Or f O'r
X ' r = 4' 26

Or  -Oe
X o = -' 26

xt = Xt (0,cr) = g(0,4)cos0

x2 = xz(O, a) = g(0,cr)sin 0

où g(O,a) représente le rayon polaire d'un point de la surface de charge

dans les axes (x1,x2) et 0 est l'angle polaire associé, c[, représente

l'angle enûe les directions d'orthoEopie et les directions principales de

contraintes.

La fonction de charge et la loi d'écoulement associée ont êtê, analysées en

tenant compte de l'orientation des axes des contraintes principales, définie
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par I'angle o. De même des conditions de consistance du modèle ont été

vérifiées. Le critère orthotrope proposé représente une extension du

critère isotrope de Drucker(1949) faisant intervenir le deuxième et le

troisième invariant du déviateur du tenseur des contraintes. Plus de

détails seront donnés dans le chapitre tr.

I-2-5-6 Critères ajustés sur d.es calculs d'homogênêisation:

Le principe de ces critères est d'ajuster les résultats de calculs micro-

macro, obtenus en tenant compte de la structure cristallographique du

matériau (systèmes de glissement, contrainte résolue) et de sa texture,
avec une expression analytique. Le choix effectué par Bacroix et

Gilormini (1995) consiste à calculer, à I'aide du modèle de Taylor, le

potentiel de vitesses de déformation \t(el) dual de F(oU). Ce potentiel

cristallographique s'exprime sous la forme:

\rr(êl) = Ëp (r-32)

Une fonction V(el ) d'ordre 4 a par ailleurs êté utilisée comme

expression analytique permettant d'approcher le potentiel

cristallographique. Ce potentiel est de la forme:

\r(el) = Io,:o
ijkl

t i r ; tçt1-ltfl (r-33)

où é- sont les composantes de vitesses de déformaton et llerll est une

vitesse de déformation de référence.

déærminés en minimisant l'écart Vc - V.

Les coefficients c,ju sont

I-3-1 Principe de I'essai:
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L'essai de gonflement hydraulique, également appelé essai JOVIGNOT,

consiste à soumettre un flan bloqué entre une matrice et un serre flan

selon un contour circulaire ou elliptique à une pression de fluide latérale.
Cet essai permet en particulier de déterminer le comportement du
matériau dans le domaine de I'expansion.

Dispositif du gonflement hydraulique:

Figure (I-1): Principe de I'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) où h désigne
l'épaisseur de la tôle et a le rayon du flan, lhypothèse de membrane peut

être utilisée avec une bonne approximation.
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l-3-2 Schéma simplifié:

La déformation d'un diaphragme circulaire de faible épaisseur sous

I'effet d'une pression et dont le flan est bloqué est schématisée par la

figure (I2). Les notations utilisées sont aussi précisées ci-dessous:

Figure (I-2): Notation et schéma simplifté.

o g r contrainte circonférentielle;
or: conftainte méridienne le long du profil de la membrane;

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

La figure Q2) montre aussi qu'un élément de la membrane est soumis au
cours du gonflement aux contraintes radiales et circonférentielles et
l'équilibre est défini par les équations suivantes:

(r-34)P=ot+o,
hPeP,

d(hor)  _ h(oe -or)

drr
(r-3s)

et
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où pe et pr sont respectivements les rayons de courbure circonférencielle

et méridienne et h est l'épaisseur courante de la membrane. Les équations
générales seront traitées plus en détail dans le deuxième chapitre.

I-3-3 Analyse de Hill:

Une solution analytique a êtê 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. I-es champs de viæsses de déformation, de déformations et de
contraintes sont équibiaxiaux.

Avec or = os et pr = po, les équations (I-34) et (I-35) s'expriment:

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

P=2ooh
pe

6 = k exp(E)

Une telle loi donne un coefficient d'écrouissage:

dLnG
T=

quel que soit le niveau de déformation.
au pôle par la relation:

(r-38)

La pression est liée à la hauteur

(r-36)

(r-37)

- l
d€-

(r-3e)
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L'instabilité se produit lorsque la pression atteint son maximum. La
condition de pression maximum est obtenue à partir de l'équation (I-36)'
avec dos/os - drol6- pour un trajet de contraintes linéaire, soit:

û=d6*dh_dPe=0
Pdhpe

r r=€o -2-çZn+t)

g = alzn +t)

(r-40)

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

Hollomon, 6 = kEn, la déformation à I'instabilité au pôle est donnée par:

(r-41)

Cette valeur de déformation pouvant être atteinte en gonflement

hydraulique est particulièrement grande, ce qui est dû à I'effet stabilisant
de la diminution du rayon de courbure au cours de I'essai ((-dpe/pe ) > 0

dans l'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 à la loi d'écrouissage 6 = kexp(e).

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

Parmi les premières modélisations par différences finies du gonflement

hydraulique, on peut citer les travaux de Woo (1963), de V/ang et

Shammamy (1968) et de nahi et coll. (1980).

D'une façon gênêrale, les désaccords enfie le calcul et I'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 modèle 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.



Chapitre I : Revue bibliographique 20

Wang et Shammamy ont obtenu un résultat intéressant, mettant en cause
la condition d'instabilité obtenu par Hill (équation (I-41)).

Læs figures (I_3_a) et (I-3-b) montrent que la condition obtenue à partir

de la solution cinématique de Hill sous-estime les déformations à

I'instabilité au pôle, lorsque le problème est résolu en utilisant la loi

d'écrouissage de Hollomon tout au long du calcul.

Ilahi et coll. (1980) sont les premiers à s'être intéressés à I'influence du
choix de la fonction de charge sur l'évolution de la pression et sur la
repartition des déformatons. Ils ont utilisé le critère 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 (critère 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, I'accord entre résultats théoriques et

expérimentaux est satisfaisant pour m=l.7.

Une bonne corrélation entre calcul et expérience est également constatée

pour les distributions de déformation circonférentielle et en épaisseur

avec m=l.7.

Une méthode de différences finies
coll(I991). Ceux-ci ont utilisé la
(1984) pour décrire la surface de
polaire s'exprime par:

a également êtê utilisée par Mesrar et
formulation proposée par Budiansky
charge de I'aluminium, dont le rayon

B(0)=l+ke(1-cos(40)) G-42)

où ke est une constante négative et 0 est I'angle polaire associé.

Avec la fonction de charge donnée par l'équation (I-42), un changement

de la forme de la surface de charge est constaté et a entraîné une

meilleure prévision théorique notaurment de la pression en fonction de la
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déformation en épaisseur au pôle. LTnfluence de la sensibilité à la vitesse

de déformation a également été examinée par ces auteurs.

Ces résultats peuvent être résumés comme suit:

. La pression nécessaire pour développer le gonflement de la

membrane croît quand I'exposant d'écrouissage n croît etlou quand le

rapport entre contrainte âquibiaxiale et contrainte uniaxiale croît.

. Lasensibilité à la vitesse de déformation m tend à 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.

. I-es distributions de déformation méridienne et en épaisseur sont

plus unifonnes 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 Ztou et
Lian (1989). Ces derniers confirment I'influence du rapport cr = o6/ou
sur le niveau de pression nécessaire pour assurer le gonflement où ob et

ou 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.

I-es figures (I_5) et (T-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 à
la déformation radiale tr. Cette différence serait dûe à une

approximation numérique réalisée pour satisfaire les conditions aux
[miæs pour un flan bloqué (ée = 0).
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Figure (I-3-a): Distribution de

la déformation méridienne Pour
différentes valeurs de la

déformation équivalente au Pôle.
(Wang et Sharnmamy (1968))

o . f  o . 2  0 . t  o 4  0 5  0 . 6

P o l o r  f h i c k n e s s  s r r o i n ,  - ( < r )  p o l e

Figure (I-3-b): Distribution de

Ia déformation circonférentielle

pour différentes valeurs de Ia

déformation équivalente au Pôle.
(Wang et Sharnmamy (1968))

Figure G-a): Variation de la pression

en fonction de la déformation en

épaisseur au pôle. (trahi et coll. (1980)
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Figure (I-5): Distribution des déformations pour

une déformmation en épaisseur = -0.2. (I(obayashi et

Kim (1978))
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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-l Principe de I'essai:

Contrairement à I'essai de gonflement hydraulique où la déformation de
la tôle se fait sans contact avec un outil, le poingonnement hémisphérique
consiste à soumettre une tôle mince bloquée sur son contour à I'action
d'un poinçon. Au cours de cette opération on peut distinguer deux zones:

- La zone en contact avec I'outil (D
- læ brin libre (tr) liant la zone (f) avec la partie bloquée.

Dispositif du poinçonnement:

Figure (I-7): Principe de

hémisphérique.

de poinçonnement

l-4-2 Équations générales:

De même que pour le gonflement hydraulique,
planaire et I'axisymétrie nous permettent de
coordonnées cylindriques.

I'hypothèse de l'isotropie
traiter le problème en
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Données géométriques:

,0: position initiale d'un élément situé au point M0 avant
déformation;

r: position radiale en corus de déformation;
z: hauteur courante en cours de déformation;
u, rayon de la tôle;
tt hauûeur au pôle
ho: épaisseur initiale de la tôle;
rpr rayon du poinçon;
p: angle entre la tangente au profil déformé et I'axe du poinçon.

Schéma simplifié:

Figure (I-E): Géométrie et notations pour I'essai

poinçonnement hémisphérique.

or + dor
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En utilisant I'approximation de membrane, l'équation d'équilibre vertical

selon la direction normale s'exprime:

où Plq désigne la pression exercée par le poinçon (PN = 0

libre).

(r-43)

pour le brin

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

ô(rho, ) - hoe j*/^p (r-44)

où P5 représente la force de frottement (Ps = 0 pour le brin libre).

Il peut être commode d'utiliser, au lieu de l'équation (I-44), l'équation
obtenue à partir de I'equilibre de la calotte de rayon r, qui s'exprime:

PN -&*9t
hPePr

Ar

! -2*o" cosB
h

où F représente la résultante des
tangentielles (frottement) sur la calotte.

(r-45)

forces normales (pression) et

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

De telle analyses ont été effectuées par IVoo (1965) et par tilang (1970).

I-e résultat le plus marquant concerne les distributions de déformations
méridiennes sr et circonférentielles ts. De par I'axisymétrie, ces
déformations sont égales au pôle, et ee s'annule sur le contour. La

déformation radiale présente un pic qui croit fortement au cours du
poinçonnement" ce qui constitue I'amorce d'une striction qui se développe
circonférentiellement.
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Un bon accord est constaté enffe les points expérimentaux et le calcul de
Woo (figure(T_9)) concernant la relation entre la force du poinçon et
I'enfoncement. Cet accord diminue lorsque I'enfoncement devient
importnnt. Les résultats numériques de ÏVang comparés à ceux de Woo
concernant la distribution des déformations présentent également un bon
accord avec I'expérience (figures (I-10-a)) et (I-10-b)).

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

Les simulations par éléments finis effectuées par Kobayashi et Kim
(1935) confirment avec une très bonne précision les résultats obtenus par
Wang. Knibloe et Wagoner (1989) se sont intéressés à I'utilisation de la
surface de Hill non quadratique correspondant à l'équation (I-26), pour

un matériau rigide visco-plastique. Les résultats dépendent fortement de
la valeur de I'exposant m dans l'équation de la surface de charge, et du
coefficient de frottement [r .

Toutefois, I'utilisation de l'équation (I-26) avec les valeurs de m déduites
de lissages de surfaces de charge expérimentales nécessite des valeurs de

tl beaucoup trop élevées. Ces auteurs n'aboutissent donc pas à une

modélisation concluante du processus. Une analyse s'intéressant également
aux limites de formage associées à ce processus a étê réalisée par

Zeghloul et Ferron (1992). En utilisant le critère quadratique de Hill
(1948) avec isotropie transverse, ces auteurs ont analysé de façon

systématique I'influence du coefficient d'anisofiopie R et du coefficient de
frottement p .

Le frottement a pour effet de restreindre le glissement de la tôle sur
I'outil. Par conséquent, pour un enfoncement de poinçon donné, la
déformation au pôle décroît lorsque le coefficient de frotæment p croît,

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

La figure (I_11) montre I'influence du coefficient p sur la distribution

des déformations pour une hauteur H au pôle donnée; N est l'exposant
d'écrouissage dans la loi puissance de Swift reliant la contrainte et la

déformation équivalentes :
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6=K(eo+E)N (r-46)

La distribution des déformations radiales devient très hétérogène quand le
frottement augmente, avec apparition d'un pic marqué pour F = 0.4.

I-es déformations circonférentielles restent plus uniformes. Les chemins
de déformations, pour l'élément critique où se développe I'instabilité, sont
ainsi fortement non linéùes lorsque p est êlevê,.

La figure (I_12) montre I'influence du coefficient d'anisotropie R sur la
distribution des déformations. On observe qualitativement que I'influence
de R est comparable à celle de p . Ceci est expliqué pu 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 équibiæriale
(au pôle) 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 etlou tl
augmentent, les chemins de déformation dans la zoîe de striction se
rapprochent de la déformation plane, ce qui conduit à l'établissement
d'une courbe limite de formage associée au processus de poinçonnement
hémisphérique. Ces auteurs discutent le fait que les courbes limites de
formage ne correspondent pas à une propriété inninsèque du matériau,
mais dépendent des conditions aux limites du processus de formage
érudié.
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Figure (r-10-a): Distribution de

la déformation en épaisseur et

comparaison avec les résultats de

Woo. (Wang (1970))

Figure (I_9): Relation entre la force du

poinçon et le déplacement tôle et

poinçon. (Woo (1965))
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Figure (I-10-b): Distribution de

la déformation méridienne et

comparaison avec les résultats

expérimentaux de Keeler et

Backofen. (Wang (1970)
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Figure (I-11): Influence du
frouement p. sur la distribution de

déformations. (Zeghloul et Ferron

(ree2))
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Figure  ( I -13) :  Chemins  de

déformation, déforrnations à rupture et

déformations limiæs.(Zeghloul et Ferron

(1ee2))
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Figure ( I -12):

I'anisotropie R sur

de déformations.

Ferron (1992))
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r-5

I-5-L Principe de I'essai:

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

une matrice et un selre-flan. Un poinçon à fond plat ou hémisphérique

vient emboutir le flan jusqu'à I'obtention d'un godet. l-e matênau s'écoule
radialement entre matrice et serre-flan, jusqu'à avalement complet et
formation du godet.

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

Dispositif de I'emboutissage:

Figure (I-14): Principe de I'essai d'emboutissage

d'un godet.

AB: allongement dans la direction radiale (e, > 0), réuécissement

dans la direction circonférentielle (ee < 0).

I-e flan a tendance à s'épaissir, cet épaississement dépend à la fois de la

force de serre-flan et de I'anisotropie de la tôle.
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BC: pliage sous tension "flexion".
CD: déformation plane (ee = 0), traction dans la direction verticale

(o" > o).
DE: expansion biaxiale plus ou moins importante selon le rayon du

poinçon et la lubrification.
EF: pas ou peu de déformation, de nature equi-biædale.

L'étude expérimentale détaillée de I'influence des divers paramètres

intervenant dans cet essai a êté, faite d'abord par Swift, Budiansky, V/ang

et'Woo.

l-5-2 Schéma simplifié:

Figure (r-15): Notations et schéma simplifié de I'essai de

coupelle.

L'idée de diviser un profil de la coupelle en plusieurs zones répond à ce
qui se passe réellement lors de I'emboutissage. En particulier, la partie

AB en rétreint se compose en tait de deux zones, une zone externe (41,

figure (I_15)) subissant I'action du serre-flan, une zone intermédime A2

plus mince ne subissant pas de compression selon l'épaisseur. Comme
pour le gonflement hydraulique, les équations générales des différentes

panies seront détaillées dans le deuxième chapire.
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I-5-3 Analyses par la méthode de différences
finies:

Les distributions de containtes radiale et circonférentielle obtenues par

Woo (1967) dans le cas d'un poinçon hémisphérique sont présentées sur la
figure(I_2l). Les contraintes de compression oz 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 or augmentent de façon monotone lorsqu'on s'éloigne
du bord, tandis que les contraintes circonférentielles os diminuent en

valeur absolue, s'annulent au voisinage de la limite de contact avec le
poinçon puis deviennent positives sur le contact avec le poinçon.

L'état de contraintes évolue donc de façon monotone d'un état de
compression simple au bord à un état de traction équibiaxiale sur I'axe
(r=O), 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 poinçon.

I-es déformations correspondantes sont représentées sur la figpre(I-ZL).

La figure (I-16) montre une vue simplifiée de ce qui se passe le long du
profil d'un godet au cours de I'opération d'emboutissage en rétreint.

Figure 0-16): Schéma des états de contraintes lors de

I'emboutissage d'un godet.
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On notera que, dans le cas d'un poinçon à fond plat, les déformations en

expansion obtenues au contact avec le poinçon sont beaucoup moins

importantes que dans le cas du poinçon hémisphérique présenté

précédemment.

Les calculs par méthode de différences finies ont été effectués en utilisant
le critère de Von-Mises (Woo (1967)),le critère quadratique de Hill avec

isotropie transverse (Wang et Budiansky (1966)). On observe en
particulier que l'épaississement dans la collerette et la force de

poinçonnement diminuent quand le coefficient d'anisotropie augmente. De
plus, le rapport limite d'emboutissage (bo/a) augmente quand R

augmente. Ce rapport limite d'emboutissage est associé à I'atteinte d'un

état de déformation plane interdisant l'écoulement radial, alors que la

zone concernée par cet état serait encore dans la collerette.

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

Différentes modélisations du matériau ont été 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 paramètres

rhéologiques sur les caractéristiques de l'écoulement du matériau. En

comparant leurs résultats avec ceux obtenus expérimentalement, ils en

déduisent que le rayon de la matrice et le profil du poinçon influencent

considérablement I'effort du poinçon et la distribution de déformations
dans les différentes régions du godet.

Dans la collerette (zone AB), une bonne conélation est obtenue

concernant la distribution des déformations en épaisseur et déformations

circonférentielles (figures (123-a) et (I-23-b)). D'autre part, le choix du

coefficient de frottement pose un problème et fausse d'après ces auteurs

les valeurs de déformation au voisinage du poinçon.
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I-5-4-2 Matêriau éIastoplastique:

Cette hypottrèse a êté utilisée par A. Daneri, S. Giambuzzi et G. Toselli
(1990) qui ont étudié en particulier I'influence du coefficient de
frottement sur la répartition de déformation radiale et tangentielle et sur
la force du poinçon. La modélisation du frottement a étê réalisée avec
deux hlpothèses:

. un frottement de type Coulomb où le coefficient de frottement p

varie de 0.1 à 0.3;

o un frottement de Coulomb avec conffainte de frottement limiæ de
type Tresca (p=0.3,0.6,1 et t=0.5, 0.1, 1);

Le matériau obéit au critère de Von Mises ou de Hill quadratique.
L'introduction d'une contrainte de frottement limite t conduit, pour de
faibles valeurs de t, à une diminution de la force de poinçonnement.

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

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 intelrompu ou terminé, il se produit un
retour élastoplastique dont on peut tenir compte dans certaines
modélisations. Ce retour peut être de deux types différents d'après la
position de la tôle à la fin de I'avancement du poinçon:

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

. avalement complet, c'est à dire qu'il n'y a plus de tôle 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, poinçon), la
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collerette change de position d'équilibre. Ceci s'explique par la

disparition des contraintes en extension après le retour élastoplastique, 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 après le retour.
Cetæ flexion peut êEe à l'origine du retour élasto-plastique de la tôle.

Il a êtê d'aute part constaté que l'ordre de I'enlèvement des outils
influence considérablement ce retour. Il reste à analyser I'influence des
paramètres techniques ou conditions aux limites ( force du serre-flan,
rayon de matrice, rayon de poinçon) sur le retour élastoplastique du
matériau.

I-5-5 Cornes d'emboutissage:

Il est clair qu'un matériau anisotrope fansverse, dans le cas d'un
processus géométriquement axisymétrique, va subir un écoulement
plastique qui va dépendre de la position angulaire. Les effets sont
particulièrement importants dans le cas où la tôle 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 êtê 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 l'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
empêche tout épaississement

b5-5-I 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 CI, pour lesquelles la contrainte de compression
selon la direction circonférentielle induit davantage d'allongement radial
que d'épaississement, c'est à dire pour r(cr + nl}) grand. De même, une
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vallée est prévue dans les directions G pour lesquelles la contrainte de

compression circonférentielle induit davantage d'épaississement que
d'allongement radial c'est à dire pour r(a + nl2) peut.

En utilisant le critère quadratique de Hill (equation G-22)),les différents
cas suivants peuvent êre envisagées:

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

Figure (I-17): Cas d'un matériau où I'on obtient

uniquement deux oreilles.

0si
0=Go

modulo

F<G et N>G+2H: on obtient un maximum de r(a) pour
et (un minimum de o(o)), et donc 4 oreilles à t(nl2-uo)

kr (et 4 vallées à cr = knl?):

oreille
à aatlZ
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Figure (I-lE): Cas d'un matériau où I'on obtient quatre

oreilles et qwltre vallées.

C Si F<G et N<F+2H: on obtient deux maxima de r(cr) pour
C[=Oo et 90o, un minimum de r(O) pour C[=OO (et un maximum de

o(a)), et donc 4 oreilles à cr = kæ12 (et 4 vallées à !(nl2- ao) modulo

kæ):

Figure fl-19): Cas d'un matériau où I'on obtient également

quatre vallées et quatre oreilles .
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I-5-5-2 Théorie de Barlat et Richmond (1991):

Barlat et Richmond (1991) ont basé leurs travaux en envisageant soit un
état de conffaintes planes, soit un état de déformations planes
figure(I-20).

Figure (I-20): Schéma des glissements induits par

I'anisotropie transverse du matériau.

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

démontrent que l'évolution angulaire du paramètre f = P qui
Êg

caractérise le glissement produit lors de la traction (ou compression)
uniaxiale ou lors de la traction (ou compression) plane, reflète 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

couranl (Woo (1967))

Figure (l-22)z Distribution des déformations

circonférentielles et en épaisseur en fonction du rayon

couranl (Woo (1967))
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I.6 CONCLUSION

Ce chapitre récapitule tout d'abord un certain nombre de critères de

plasticité couramment utilisés dans les simulations numériques de la mise

en forrre à froid des tôles métalliques. Ces rappels servent d'inftoduction

à I'examen des résultats de simulations numériques de procédés simples de

formage des tôles.

Cette analyse bibliographique est principalement orientée vers l'étude des

relations entre le comportement rhéologique du matériau et le

comportement de la sffucture au cours de la mise en forme. Pour les

procédés simples qui sont érudiés ici, une compréhension qualitative de

ces relations peut êfe 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 sffucture emboutie est très sensible aux caractéristiques
du comportement plastique, et particulièrement à la forme de la surface

de plasticité, qui conditionne la déformation relative des différentes

parties de la pièce formée afin de vérifier l'équilibre à chaque instant.

Cette sensibilité aux paramètres rhéologiques du matériau justifie que

soient incorporés des modèles de plasticité plus élaborés dans le calcul des

procédés d'emboutissage.
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Deux essais de formage ont fait I'objet d'une modélisation incrémentale

spécifique: I'essai de gonflement hydraulique et I'essai d'emboutissage
d'un godet. Par rapport à I'utilisation de codes de calculs par éléments
finis, I'intérêt de telles méthodes peut apparaître 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 æmps
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 problème

constitue un excellent support pour comprendre les relations existant
entre les paramètres du comportement rhéologique (écrouissage,
sensibilité à la vitesse de déformation, forme de la surface de charge) et la
réponse de la structure lors du formage (efforts, répartition des
déformations).

I-e modèle de comportement plastique utilisé colrespond à la surface de
charge proposée par Ferron et coll. (1994) couplée avec les hypothèses 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 à isotropie transverse. Cette
formulation a êtê gênêralisée au cas de l'anisotropie transverse par
Ferron et coll. en 1994. Ces auteurs ont spécifTé analytiquement une
fonction décrivant l'évolution angulaire du rayon polaire d'un point
courant situé sur la surface de charge.

Une représentation polaire de la surface dans le repère principal des
contraintes a été utilisée dans le cas d'un état de conEaintes planes. Un
formalisme général a étê établi dans le cadre de la théorie de
l'écoulement, et une surface de plasticité proposée sur la base d'une
extension du critère isotrope de Drucker (1949).
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Il-z-L Représentation de la surface de charge:

Contrairement aux critères de plasticité qui sont généralement présentés

en fonction des composantes du tenseur des contraintes de Cauchy dans les
æ(es (x,y,z) colrespondant aux directions principales d'orthotropie, la
représentation utilisée pour ce modèle et dans le cas d'un état de
contraintes planes, fait appel aux changements de variables définis comme
suit:

ot* oz

(r-t)

2o

où o est une mesure de contrainte équivalente, qui sera choisie comme la
contrainte de traction equi-biæriale, et où l'étatde contraintes est spécifié
par les composzrntes principales or et oz et par I'angle a définissant
I'orientation du repère principal des contraintes par rapport aux
directions principales d'orthoropie. (voir figure (tr-l)).

Figure (II-1): État de contraintes planes; x et y sont les

directions principales d'orthotropie; cr est I'angle entre les axes

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

La surface de charge peut alors être représentée à I'aide d'une fonction
qui dépend de o1 ,62êt a.l

x l=

x2--

2o
Or-02

v

Q(o1,o2,CI , ) -6=0 (rr-2)
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ou bien à I'aide d'une fonction V qui dépend cette fois-ci de x1 ,x2 at a.i

v(xr,xz,G)-1=o (rr-3)

D'autre part, en utilisant une représentation polaire, un point appartenant

à la surface de charge apour abscisse xr et pour ordonnée x2,où:

(r-4)

Ces deux équations peuvent représenter paramétriquement la surface de
charge, ayant pour rayon polaire g(0,cr) et pour angle polaire associé 0

(figtr_2). On obtient ainsi une infinité de surfaces paramétrées par I'angle

c[,.

b

b

-0.5

1.5

I*t  
= xr (0,4) = g(0,4)cos0

L*, = x2 (0,4,) = g(0,cr)sin0

-1 -0.5 0 0.5 1 1.5
o lo

2

-1.5
-1.5

Figure (II-2): Représentation de la surface d'écoulement en

coordonnées polaires lorsque o varie.

, - - - - - \ -- \
/ - - - -  -

g(0,4 )/'

rj
\

\ \ - - - - - /
- - - - - '  q ,  =
- O =
- - - - - - -  C [  =
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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:

*r=#-g(o,a)coso

*r-T=g(o,o)sino
(rr-5)

(rr-6)

ll-2-2 Loi d'écoulement associée:

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

fu=
t

Ezz -
:
e

(ae)
2èn _ 

-l.A"J

E

l l-2-3 Quantités liées à la cinématique de la
déformation:

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

I'orientation des axes principaux de vitesses de déformation donnée par
I'angle F, l" coefficient d'anisotropie ro en traction simple ainsi que le
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paramètre fa = p innoduit par Barlat et Richmond (1 g87) afin de
trr

quantifier le glissement dans une traction uniaxiale hors-axes dans la
direction 1, faisant un angle cr avec I'axe x d'orthotopie. Ce paramètre,
déterminé à partir des équations (tr-6), est égal à:

lo=

D'autre part le coefficient d'anisotropie rcr =
-èzz

mesurant le
en + e22

rapport des vitesses de déformation transverse et normale pour un essai
de traction uniaxiale, est, d'après les équations (tr-6), donné par:

- f a -
1+ ro

tg2p = 2

e(f,,u)

(rr-7)

(rr-8)

(rr-e)

(r-10)

(aelaaxI,cr)
2g(!o,o)

(aglaexf,,cr)

L'orientation des axes principaux de vitesse de déformation peut être
déterminée comme suit: en désignant par è1 et é2 les composantes
principales de vitesses de déformation, la rotation B faisant passer des

directions principales de confraintes aux directions principales de vitesses
de déformation s'obtient à partir des relations de changement de repère:

€rr*èzz=è, t+È, ,

êrr  -  èzz=( t t  -è2)cos2p

2èrz = (tt - ê2 )sin 2p

de sorte que, en utitsant (tr-6), on obtient:

ërz
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lI-2-4 Relations de consistance:

Les conditions de symérie orthotrope avec I'hypothèse d'absence d'effets
Bauschinger s'expriment par:

(r-11)
g(0, c) = g(0, -4,) =

t?r,i* ") 
= s(e,kr r a)

D'autre part, les directions principales de contraintes et de vitesses de

déformation coincident pour ct = k1.
2

Il s'ensuit, d'après (tr-6), que:

I  âe(e,cr)\  _0
ri"e A" I o=*l

(rr-r2)

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

#[=o=#[=o=ocos2cr
(rr-1 3)

2sin0#[o=-Y[=o=osin2a

Une expression de g(0,o) compatible avec I'ensemble des relations (tr-
11), (tr-I2) et (tr-13) s'obtient à partir d'une fonction g(e) associée à un

critère d'isotropie ftansverse, sous la forme:

g-- (0,cr) = g-' (e) - 2a sin 6.or2n-1 0 cos 2a + (rr-r4)
bsin2p ocos2tl 2o
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où n, p et q sont des entiers positifs et a et b sont des paramètres sans

dimension caractérisant I'ani sotropie ransverse.

Il-2-S Fonction g(e) pour I'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 critère isotrope de Drucker (1949)

faisant intervenir le deuxième et le toisième invariants du déviateur des
contraintes planes. Ce critère s'exprime de la façon suivante:

(3r )3lr - c{t?lrt )] = lr - @c127)lou (rr-15)

t, =is,:s,i l, = 
|susjrsri

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

(l - k)g{ = (cos2 0 + 3sin2 e)3 -

kcos2 o(cos2 o - 9sin2 e)2

(1 - k)g{ = F(0) = 1cos2 0 + Asin2 e)3 -

kcos2 o(cos2 o - Bsin2 o)2

(rr-16)

avec k= 4c127 et 0 est le paramère choisi comme étant I'angle associé à

la représentation polaire définie par:

x, = g(0)cos0

xz = g(0)sin0

Une extension au cas de I'isoftopie plane conduit à:

(II-17)

(rr-18)

où A et B sont des réels strictement positifs. I-es valeurs de k, A et B
peuvent être obtenues à partir des mesures de r, (ou/o) et (rlo), où r est
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le coefficient d'anisotropie normale, Ou la contrainte de traction

uniaxiale et t la contrainte de cisaillement pur.

l I-2-6 Fonction g(e , o ) pour I 'anisotropie
transverse:

La forme (tr-18) de la fonction g(e) a êtê retenue dans la suite de cette

érude. L'expression générale pour le cas de I'anisotropie transverse est
donnée par (tr-14) et le modèle est représenté ainsi par les équations:

(l - k)Ë s(o,a)-' = 1r1e;1i -

2a sin 0 cos2o-l 0 cos 2q, + b sin2p o cos2q 2cx,

où F(0) est donné par (tr-18).

(rr-1e)

[-es valeurs de k, A et B peuvent être obtenues à partir des mesures de
t4s, (oor/o) et (r/o) colrespondant à des essais où les directions

principales de contraintes sont à 45" des directions d'orthoropie (t

désignant la contrainte de cisaillement pur parallèlement aux a>(es

d'orthotropie c'est à dire pour 6r=-c,2-r à I'angle o=T). Lesv 4

coefficients a et b caractérisant I'anisotropie transverse sont ensuite
obtenus en fonction des valeurs de rs et r9s et des paramètres m, n et p.

D'autre part le choix des exposants m, n, p et q conditionne l'évolution du
lieu limite dans I'espace (o1, oz ) lorsque cr varie.

On reconnaît le critère quadratique de Hill pour:

k=0,  m=2,  n=p=g=l

et lecr i tèred 'ordre 4 deGotoh avec k=0,  m=4,  î=p=2,9=1.
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II-3-1 Introduction:

I-e but de toute simulation numérique d'une opération de mise en forme

est de reproduire le processus réel le plus fidèlement possible. Nous

savons en particulier que I'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, à partir de mesures au pôle.

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

troisième chapitre la même 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 modèle 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 brièvement le principe de la

méthode de discrétisation de la membrane, I'algorithme gênéral et enfin
la méthode d'introduction du modèle en contraintes planes et en
représentation polaire.

ll-3-2 Hypothèses et formulation analytique:

Afin de simplifîer l'éhrde, nous admettons quelques hypothèses sur la
géoménie de la structure et sur le matériau:

l- le gonflement se fait à flan bloqué selon son contour circulaire et
on impose une pression pour déformer la tôle;

2- l'épaisseur de la tôle est Eès 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 à une membrane et on ne considère
que les efforts de traction dans le plan tangent à la tôle;

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

La formulation analytique du processus du gonflement hydraulique que

nous présentons est basée sur le modèle décrit précédemment par

l'équation (tr-18). Cette formulation correspond à la forme paramétrique

donnée par les relations (tr-17).

II-3-2-I Prtncipe de la méthode des différences finies:

Nous rappelons que le principe de la méthode des différences finies

consiste à 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 problème revient finalement à
résoudre un système d'équations algébriques linéaires. Ces équations sont
obtenues en discrétisant I'ensemble des équations relatives à I'equilibre, au
comportement du matériau et à la cinématique du processus.

II-3-2-2 Équations d'êquilibre:

Le problème est axisymérique et on utilise alors les coordonnées
cylindriques pour la résolution.

Schéma simplif ié:
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h

.9
I
I

Figure (II-3): Géométrie et notations pour I'essai de

gonflement hydraulique.

Données géométriques:

a: rayon du diaPhragme;
H: hauteur au Pôle;
h: épaisseur courante;
ho: épaisseurinitiale;

r: position radiale d'une particule sinrée au point M en cours de

déformation;
zi hauteur courante;
P: pression hydraulique;

Pe=

Pr=

sing
ldr

rayon de courbure circonférentiel;

rayon de courbure méridien (tangentiel).
cos g d9

La figure (tr_3) monre 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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(rr-20)

et

P=ot+o,
hPeP,

P sin<D-=  26 -
h' r

I1 est commode d'utiliser, au lieu
à partir de l'équilibre vertical de

En combinant les équations (II-20) et (n-22),
rapport des contraintes s = oe/o, en fonction du
courbure N = pe/p' ptr la relation:

d(hor)  _  h(oe -o, )

drr

^_èo _2oe-or  _
L r - -'  

t r  Zor -cg

(rr-21)

de l'équation (tr-20), l'équation obtenue
la calotte de rayon r, qui s'exprime:

(rr-22)

on peut exprimer le
rapport des rayons de

20' -1

cr=2-N (rr-23)

II-3-2-3 Equations de comportement:

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

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

o = 6(EP, ËP ) (rr-24)

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

des contraintes a donné par l'équation (tI-23)

2-a
(rr-2s)
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Dans le cas plus général du modèle utilisé, ce rapport peut être exprimé
âo

en fonction de g(0) et de * de la manière suivante:
dU

^ (ôg/â0)(sin 0 + cos 0) + g(cos 0 - sin 0)
P=

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

(rr-26)

(rr-27)

équibiaxiale est
alors:

(rr-28)

(rr-ze)

h
èg*er+.  =0'h

D'après le modèle proposé, la contrainte d'écoulement
choisie pour jouer le rôle de la contrainte équivalente 6,

or
o-

g(sin0 + cos0)

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

2g2è,
Ëe-

(âg/â0Xsin 0 - cos 0) + g(cos 0 + sin 0)

Figure (II-4): Déplacement d'un point de la membrane au

cours du gonflemenL

La figure (tr-4) explique les notations utilisées:
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La contrainte équivalente o donnée par l'équation (II-28) obeit à une loi

de comportement visco-plastique de forme multiplicative. La figure (tr-5)

illustre ce choix et la conEainte equivalente s'exprime alors sous la forme

suivante:
6 = f(EXveo)-

ou, sous forme différentielle:

ld f

dl.og6-y(E)dE+mdlogE

fdE
coefficient d'écroui s s age ;

vitesse de déformation de référence;
loi d'écrouissage à ès;

coefficient de sensibilité à la

avec: T(E) =

éo:
f (E):

m:
déformation.

(rr-30)

(rr-3 1)

vitesse de

Figure (II-5): Courbes d'écrouissage homothétiques lorsque la

vitesse de déformation augmente.

II-3-2-4 Equations cinérnatiques:

L'hypothèse de I'incompressibilité du matériau nous donne en

cinématique une relation qui relie les épaisseurs au cours de la

déformation. La figure (tr-4) en illustre les notations et la géométrie:
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où dsO et ds représentent une longueur élémentaire d'atc (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:

, horodso
I l = -

rds

ee = Loe(Ë)

e, = tÆB(Sl

s, = &cos*+b
dr P,

ée =g= vt -cosg+bsing
rr r

où v' vo st u désignent respectivement les vitesses

méridienne, normale et radiale.

(r-32)

(rr-33)

(rr-34)

dans les directions

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

II-3-3 Processus de la simulation:

II-3-3-1 Descrtpfion de Ia gêométrie:

La figure (tr_6) résume le principe de I'incrémentation. I-es 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: r3 = -rf et r0 = -q de même en hauteur

,8--r? et zs-21.I-es conditions aux limites sur le contour s'expriment

d'autre part: rf*r = tf = u et zfl*, =zn+r=g.
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Un point matériel qui occupait initialement la position (r,0 ,r!), occupe à

I'incrément p+l la position (ri,z1). On peut sur ce principe discrétiser les

équations de base données précédemment afin de déterminer à chaque
incrément les quantités suivantes: €ri,tgi,hi,Pti et Poi.

Figure (II-6): Schéma de la discrétisation de la membrane

entre deux positions différenæs.

Si d'auûe part la pression P est connue, alors les quantités Ori,osi et C[i

peuvent être déterminées à partir des équations suivantes:

+l I
ro I.i 

il,
I

6, = frot
oo =fror(2-N)

oùN=Po.
p,

Ainsi on peut déterminer I'angle polaire
paramérique de la surface de charge à partir de

n+1

(rr-3s)

e de la représentation
l'équation:

i l

I
I
I
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tg(0) =
1-  q , (rr-36)
1+a

où cr représente le rapport des contraintes circonférentielles et radiales:

cr = o' 
. Par ailleurs les équations (n-26) et (tr-32) nous permettent de

Og

déterminer à chaque pas de calcul le rapport des vitesses de déformation
pi et la contrainte équivalente 6i en utilisant les équations (tr-29).

II-3-3-2 Calcul incrémental:

Le calcul incrémental utilisé permet de déterminer les incréments de
déplacement (Ari,Lri) pendant I'intervalle de temps At, ou pour

I'incrément de pression ÂP. Par conséquent, la forme de la membrane et
toutes les autres quantités (à savoir t6,tgi,hi,Pri,Pgi,06,o6i et C[i)

seront déterminées pour I'incrément P + ÂP.

Après quelques dérivations analytiques, les incréments
Âe6,Aesi,Apri/pri,Âpu/pu et &i/hi peuvent être déterminés en

fonction des incréments de déplacement (^ti, t ).

De même, les incréments de différentes grandeurs calculées
précedemmeût, 61,O6,gi,Gi Sont exprimés, et une manipulation des

équations obtenues permet d'aboutir à deux types d'équations où
n'interviennent que les incréments de déplacement et I'incrément de
pression:

i+1

I tut i l t  +bi j^zj)=0
j=i-1

i+l

Ï ! t i ;*,  +di i lzj)=f,*-
j=i-l

où ai j  = Ft  ( r i ,z i ,p)  cû = Fl( |1,m,o1 ,ni ,z i ,Âet)

(rr-37)

bû = Fz(r i ,  z i ,P) di j  = F4(Ti,m,oi , l i ,z i ,Atr )
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Ce système est un système d'équations linéaire de la forme classique:

(rr-38)

ou lKl '
lxl:
lFl:

lKl{.[x]= [F]

est la matrice de rigidité au gonflement;
vecteur de déplacement aux noeuds;
vecteur pression.

On peut résumer d'une façon plus succincte le principe du calcul de la

manière suivante: pour chaque Pæ P, le système (tr-38) est résolu pour

tous les noeuds le long de la membrane. On incrémente la pression et on

résout le système pour un nouveau profil; ce processus se repète jusqu'à

arriver à une hauteur au pôle donnée.

II-4-1 Introduction:

Contrairement à I'essai du gonflement hydraulique où le flan est bloqué,

nous allons étudier dans cette pafiie un essai de rétreint où le flan est

susceptible de s'écouler entre une matrice et un serre-flan. Le rôle du

serre-flan est d'exercer une pression sur la tôle de façon à minimiser les
plis qui risquent de se former au cours de l'essai.

On mesure la formabilité par la taille maximale de la tôle qui peut être

déformée sans qu'il y ait striction o-u rupture: (rapport du diamère initial

de la tôle par celui de I'outil). Ce rapport est généralement appelé rapport

de la limite d'emboutissabilité, il est confrôlé par la force du serre-flan
que I'on impose sur le bord de la tôle et par les conditions de frottement

enfre la matrice et la tôle et entre le sene-flan et la tôle. Une valeur
importante de la force du serre-flan ou du coefficient de frottement limite
le glissement de la tôle et augmente son allongement radial.

En pratique pour obtenir un bon résultat de I'opéraûon de I'emboutissage,

il est essentiel de contrôler le glissement de la tôle avec la matrice et le

serre-flan. Si le glissement est fortement limité, la tôle peut supporter
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l'étirement et ainsi on empêche I'inéluctable rupffie. D'autre Pilq si la

force de contrôle 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 tôle est
déterrninée par le poinçon, 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 modèle dans ses deux
présentations. La première présentation est donnée par l'équation (tr-18)

qui est celle utilisée dans le cas du gonflement hydraulique où I'on

considère que le matériau est isouope dans le plan. La deuxième
présentation est donnée par l'équation (II-19) qui tient compte de
I'anisotropie transverse du matériau. Cette présentation nous permet en

oufte de prévoir les cornes d'emboutissage qui se forment le long du bord
du godet final.

lI-4-2 tlypothèses et formulation analytique:

La mise en équation ci-dessous correspond au problème axisymétrique
associé à un matériau à isoropie Eansverse (équation (tr-I8)). Inspiré du

travail réalisé par Woo (1964), cette énrde consiste à modéliser par la

méthode des différences finies I'emboutissage de coupelle basé sur les

hypothèses suivantes:

1- mise en équation de t5pe "tanche" d'un problème axisymétrique;

2- discrétisation spatiale du profil de la tôle en un nombre donné de

sections;

3- la déformation sous la base du poinçon 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.

II-4-2-I Équations d'équilibre:

La Figure (tr_7) rappelle le principe de I'essai. Iæ profil est divisé en
quatre zones. Nous allons dans ce qui suit écrire les équations d'équilibre
relatives à chaque partie du profrl définie dans le schéma.

Figure (II-7): Schéma de la décomposition du profil du godet

en tranches.

Lazone AB se décompose en fait en deux zones:
o une zoîe externe (Al) soumise à la pression de serre-flan, qui subit

un épaississement uniforme (Figure (tr-8)) et dont l'équation d'équilibre

s'écrit sous la forme suivante:

o, +*or
ctt

Figure (tr-8): Schéma de l'équilibre d'un élément de volume

de la zone en rétreint (Al).

Serre-t\an
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(rr-3e)

où h est unifonne pour la zone externe, et T est la cission qui obéit à la

loi de frottement de Coulomb.

o une zoîe intermédiarre (AZ) non soumise à la pression de serre-flan
et en écoulement radial, qui subit un épaississement variable (Figure
(tr_9)) et dont l'équation d'equilibre s'écrit sous la forme suivante:

dr

.o'*ff*
I n*or''
Y

Os

Figure (tr-9): Schéma de l'équilibre d'un élément de volume

de la zone inærmédiaire (A2).

d(o,h)*(o, -oe)h_o ( I I -40)
drr

Les contraintes oz et l'épaississement dans la zone externe sont calculées

de façon à ce que leur résultante corresponde à la force de serre-flan

donnée F, qui s'écrit:

r'= Jlo" (r)l2nrdr
-A2,

Pour les zones BC et DE sur les
respectivement, l'équilibre est fourni

rayons de matrice et de poinçon,
par les équations suivantes:

(rr-41)



et
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Figure (II_10): Schéma de l'équilibre d'un élément le long du

rayon de matrice.

d(orh) 
+ cos, 

(o, - oe )h + fp = o
&r

(rr-42)

avec, les rayons de courbure donnés par:

ps = p- +hlz

Pe =-r/sin0 '

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

d(o"h) -0 (rr-43)

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

II-4-2-2 Equations de comportement:

La formulation analytique du processus de I'emboutissage utilise de la
même manière que le gonflement hydraulique la surface de charge en

or ,  oo-P

PsPeh
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contraintes planes décrite sous la forme paramétrique par les relations
(tr-18). Les équations (l-26), (II-28), (II-29) et (II-36) nous donnent
respectivement le rapport des vitesses de déformation p, la contrainte

equivalente 6, la déformation équivalente plastique Ëp et I'angle polaire
0. Ces variables sont données en fonction de o'os,€1 et éo-

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

matériau insensible à une pression hydrostatque. En effet, un état de
contraintes défini par trois contraintes principales (O.os,o") est

équivalent à l'état de contraintes défini Par (o, -6r,os -o",0) de sorte

que les relations précédentes s'appliquent alors avec le changement de

variables suivant:

et

01=or -oz

62= oo  -  o ,

t l  = € t

;  _ Âë 2 - c g

(rr-44)

certain nombre de

(rr-4s)

(rr-46)

(rr-47)

(rr-48)

On déduit à partir des equations de comportement un

relations qui sont utiles dans la suite des calculs:

o,  =g(s in0+cosO)d

az=g(s in0-cos0)G

ot-oz=2gsin06

6, - 
(âg/âOXsin0 - cos0) + g(cos0 + sin0) *

2g'

6, - 
(âg/ô0Xsin0 + cos0) + g(cos0 - sin 0) U

2g'

è, -èz (-âg/àe)cos0+gsin0
-
è,t+è2 (ôg/ô0)s in0+gcos0

L'écrouissage est décrit par une loi de comportement 6 = f (E), ou, sous
forme différentielle, dlngd = y(E)dE.
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II-4-2-3 Équations cinêmatiques:

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
l'épaisseur, I'incompressibilité plastique se traduit par: ê, + ee + ê" = 0

.du u Ë
soit 

fr 
*; * 

; 
= 0. En intégrant cette équation on obtient le déplacement

u(r):

et donc

u(r)-;f ,*?,,," **,",

.  du  Ë  1o .  Ë  \
e t  =  

d ,  
-É (ua  +  

^ ra )

.  u  Ë  t o .  Ë  \ee =i=--+f(ua * 
^r^,

(rr-49)

(r-50)et

où ru est le rayon extérieur du flan et r un rayon courant.

II-4-3 Processus de la simulation:

II-4-3-I Description de Ia géométrie:

La figure (tr-11) représente la géométrie de la tôle avec les notations
utilisées. Pour le développement des calculs, la tôle est divisée en quaffe
parties figure (II-7) distinguées par: zone externe (Zext), zoîe

intermédiure (7)nt), zone enroulée sur le congé de matrice (Tnnrmat),

zone du brin libre (Zbrinlib) ou zone cylindrique (Zcyl) lorsque celle-ci

est formée.



Chapitre II :, Modélisation incrêmentale de procédés... 6I

Signif ication des variables:

I"o
rb
rc
16
re
rl

rayon initial de la tôle
rayon limite de contact
rayon à la lèvre de la matrice
rayon inteme de matrice
rayon exteme de poinçon
rayon de la base de poinçon
rayon de congé de la matrice
rayon de congé du poinçon
épaisseur initiale du flan

(r-51)

(rr-52)

Rml
Rp:
h0 :

Figure flr-ll): Géométrie de la tôle.

II-4-3-2 Calcul incrémental:

Le pas de calcul est piloté par I'incrément (négatif) &o" du rayon

extérieur du flan. Nous développons uniquement les équations relatives à
la zone externe.

Il est utile de ré-exprimer l'équation d'équilibre (II-39) en faisant
apparaître les contraintes 01 = o, - oz et 62 = oe - o".

La discrétisation spatiale de cette equation nous donne l'équation suivante:

dor , or -oz , do" 2fo, _nî -
drrdrh

A,o" ,* ,  +Bioz.  =Ci

A,=- 
I  - f

' 
Ii*t - Ii hi

avec
1f

9  s J r _' 
Ii*t - fi hi

et
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Si les seconds membres sont connus, et si la contrainte 6 r*

correspondant au rayon extérieur est également connue, on peut alors
calculer les cr,. La condition or,.O détermine le noeud nb

correspondant au rayon 16: er deçà duquel la tôle n'est plus soumise à la

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

(rr-53)

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

La discrétisation de l'équation (tr-49) donne pour le pas de temps Ât, le
déplacement radial du noeud i:

(rr-s4)

où Ah désigne l'épaississement de la tôle pour Àt. On peut donc
déterminer les accroissements de déformation à partir des equations (tr-

50) pour Ât:

F, =>;1o"*, + o zi|.(t'.t - .r' 
h 

t

^h

2h
Ari = o*l(^*.#*')

otr ,=

6t0i

on en déduit alors:

&**#*)
^h)
znt* )

(r-55)

(rr-56)Âer, -Aee, 
_rri^( n &o" *1)

^%,+^h 
-Tt 

'* Art -t)

que I'on égalise avec l'équation (tr-48) pour trouver:

_^h_^ t i  _
hr i

Ar, Ahr=- -+
ri 2h
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-âg/âel, cos0i + 91sin01 (rr-57)
ôg/âel, sin01 + gi cos01

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

tôle, la connaissance de Âtr fournira une description complète de la
cinématique de la déformation pour I'intervalle de temps considéré. Il est
commode de poser:

z&( h&o.,1')_
'|(.t* ^lt 

-r)-

RVD - 
ag'- - ate* -
7\€ro" *Â€g*

-âg/â01"â cos0n" * g* sin0*

de sorte que (tr-56) devient:

o' or. - cr, 91(sinOt + cos0r)6t

cz,  oo,  cr ,  g i ( -s in0i  +cos0r)6,

Pour le noeud na, or* = 0, donc

;ff 
= 8na(sino* +coso*)

(rr-58)

(rr-60)

(rr-61)

Supposons que la contrainte oz* soit connue. On peut alors déterminer

ena par l'équation (II-61), RVD par l'équation (II-58), et ei par

l'équation(Il-59); les équations (II-61) et (II-59) étant résolues par
dichotomie.La connaissance de 01 permet ensuite de calculor 01. et 62.

données par les équations (tr-60), puis o". par les équations d'équilibre

(rr-se)

Les relations de comportement (tr-45) avec o1 =o, -6r, 62= oe -o"

et 6 = oi Connues en chaque noeud au début du pas de temps, donnent:

1 2

TRVD=
1i

-ôgiôel, cos0i + gl sin0i

ôg/ô01, sin01 + 91 cos0i
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(tr-52). La contrainte ozo" est obtenue par itération, la résultante des

contraintes normales o" dans la zone externe devant être égale à la force

de serre-flan donnée F (équation (tr-41)).

II-5-1 Introduction:

Dans le cas où le matériau présente une nnisotropie fiansverse, 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 I'emboutissage.

Quatre, six ou huit cornes peuvent être ftouvées 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 démonrées. Nous expliquerons dans cette
partie la méthode quantitative utilisée pour la simulation de
I'emboutissage d'un matériau anisotrope Eansverse, et la prévision des
cornes d'embouti s sage.

Il-5-2 Hypothèses et formulation analytique:

II-5-2-I Principe d.u calcul:

La simulation de I'emboutissage d'un matériau arrisotrope transverse a étê
réalisée en s'appuyant sur le programme de différences finies
précédemment décrit.

Quelques hypothèses simplificatrices ont été retenues permettant

I'adaptation rapide de notre programme à cette étude. En effet, nous

admettons que les cornes se forment dans la partie du flan sinrée 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 coihcident avec leur positions initiales.

Plus précisement, la simulation s'appuie sur les hypothèses

simplifi catrices suivantes :

C l'écoulement d'une particule est purement radial (la composante

orthoradiale de la vitesse est supposée nulle);

C les contraintes de cisaillement sont supposées nulles, ou du moins
I'effet des gradients ôo6/ô0 dans l'équation d'equilibre selon la direction

radiale est supposé négligeable.

0 les rotations matérielles autour de la normale au flan déformé ne
sont pas prises en considération. Les vitesses de glissement ére (Drs ) sont

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

Avec ces hypothèses simplificatrices, il est possible d'étudier séparément

différents profils de la tôle, selon un découpage angulaire à préciser par

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

différentes orientations du profil du flan.

II-5-2-2 Formulation analytique:

La figure (A,-L2-a) montre l'état de contrainte subi par un élément se

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

circonférentielle sont directions principales, et I'angle cr entre la

direction x d'orthotropie et le profrl étudié correspond à I'angle ct, du
modèle utilisé. Pour u*knl\ I'anisotropie transverse induit une

déformation de glissement à I'origine des cornes. Ce glissement est

visualisé sur la figure (tr-12-b) pour un élément externe du flan. L'objet

du calcul est d'estimer, pour chaque pas de temps, la différence

S = Âr# - ^rna d'incrément de déplacement radial entre deux profils

voisins.
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Figure (II-12-a): figure (II-12-b):

Étatdecontminte surle bord du flan

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

déformation données en (II-6). Ce système fournit en particulier la

vitesse de glissement en fonction de la vitesse déformation équivalente:

2ë,- =;('rl4t9 e Gr-62)
29'sin0

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

Cette équation, discrétisfu et appliquée au noeud na correspondant au

rayon extérieur, s'exprime:

2Le6-=ffiae*

2g2 Ler*

(Ag/ae)(sin 0 + cos 0) + g(cos 0 - sin 0)

(rr-63)

avec

ÂE*

et

Â€0_ - ^rna

rna
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D'après la figure (II-12-b), nous pouvons écrire I'incrément de
déformation de glissement sous sa forme discrétisée:

Âr+  -Â
2Len- 

z-rrn" - z'rfnu
rv 

r*ACI,
(rr-64)

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

Âti*u = &nu -
àslàu ÂrorÂc[ (rr-65)
sin 0 âg/âO(sin0 + cos0) + g(cos0 - sin0)

De cette façon, partant par exemple du profil correspondant à la direction
x d'orthotropie, nous pouvons calculer pour chaque incrément Âcr, ou
pour le profîl (n+l), I'incrément ^r;+a en fonction de I'incrément Âr*,

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

le nouveau prof,rl du godet.

II-5-2-3 Calcul simplifiê:

Dans la plupart des cas d'emboutissage de godet, la force de serre-flan
induit des contraintes de compression o" qui sont faibles par rapport à la
contrainte orthoradiale os sur le bord de la tôle. Le pourtour du flan est

donc proche d'un état de compression orthoradiale, correspondant à
l'angle polaire 0-3n14 sur la surface de charge (voir figure (tr-13)).

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

(rr-66)

Cette expression reste applicable pour un incrément Âr* quelconque

perrnettant par exemple d'obtenir directement le résultat pour I'avalement
complet du flan. Partant de l'équation (II-19), g(3nl4,u) et
àg(3nl4,u)lAa s'expriment sous la forme:
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et

m

(l - k) 6 g-* (0,4) =

[ 1  ^ ^

Lâ,t. 
A)3 - k(r - t,']t + ficos2a + $"or'n zo

àg(3nl4,a)
âa

tto'o 
,,, nl4,u)

m
;fo.o. 2. + $"or'o zo

(rr-67)

(rr-68)
#*ffi"oszq-tz.,

Figure (ll-1 3): Position
angulaire sur la surface
de charge, correspondant
à la compression simple
sur le bord du flan:

Ol=Or ;  OZ=69

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

I-e résultat du calcul simplifié (equation (tr-67)) peut être comparé à celui
obtenu par Barlat et Richmond (1991). I-e résultat de ces auteurs est basé
sur le raisonnement suivanL pour un point sur la surface de charge, la loi
de normalité implique que les vitesses de déformation plastique sont liées
par la relation: é,,do,, = 0 pour des incréments de contraintes d6

tangents à la surface de charge. En contraintes planes, et dans des axes
fixes, on peut écrire:
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t**do** +Zè*rdo*, * èrrdoyy = 0 (rr-6e)

Les formules de changement de repère nous pennettent de relier les
composantes des contraintes dans deux repères faisant entre eux un angle
0:

Figure (l l-14): Angle e
entre des axes quelconques
et des axes fixes.

o*x = o' cos2 0 + ogg sin2 0 -2oasin0cosO

oyy = o,, sin2 0 + oæ cos2 0 +2o6sin0cos0

o*y (o, ,  -osg)s in0cos0+o,r(cos20-sin2 0)

Avec la condition où on = ore = 0 sur le pourtour du flan on peut

exprimer les dérivées des contraintes par rapport à I'angle 0:

* 
= 

*rto2 
o +2oee sinocoso

+ 
= 

Sror2 e - 2o sesinocoso
âo*, - âoee ̂,
A0 

--  
æ 

o,n0cos0-oee(cos20-sin20)

Avec
É** = e,' cos2 0 + ér, sin2 0 -Zèresin0cos0

éry = ê,, sin2 o + ér, .os2 e + Zèrssin o cos o

r*y = (è, '  - éss)sin0cosO +èo(cos2 0 -sin2 0)

En supposant que l'écoulement plastique survient en même temps pour

tous les points du pourtour du flan (ou en supposant une déformation
équivalente constante quelle que soit la position angulaire), l'équation (tr-

69) peut se ré-écrire:
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. ôoxx - c; 
âoxy âo.-'

'* t 
a, 

' -uxv 
ao 

'+'r, 
JËt 

= o (II-70)

en prenant 0 = 0 et en utilisant l'équation etrdot, = 0, on retrouve

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

I doe -2èn -zl
os de éoo

où f est un rapport introduit par ces auteurs, qui mesure la déformation
de glissement dans une sollicitation hors axes.

Le rapport (2è,nlëeù étant égal à (VvrXôvr/ôO), l'équation (tr-71) se

ré-exprime finalement sous la forme:

(rr-71)

(rr-72)

(rr-73)

Ce qui suppose en fait une déformation équivalente constante quelque soit

I'angle 0. L'équation (tr-72) peut aussi être discrétisee sous la forme de:

l  dvr_ I  doe

v, dg os dg

&oI-&* =Âo,
^rna og

où os - g(3nl4,cr) dans notre cas.

On retrouve alors l'équation (II-65) en remplaçant Âoe par

tg(znl+,a) - g(znl4,s,+ Acr) - g(ln1+,u):

r l-- z(3nl4,a+Âa) - g}ila,ùl
Âr*=^r*l 1+é : r (II-71)

L g(3nl4,u) I
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Le code incrémental pour le gonflement hydraulique, issu d'un
programme antérieur mis au point par Mesrar(1991), a étê adapté au
modèle de plasticité utilisé dans ce travail. Une validation du programme
par comparaison avec la solution correspondant aux hypothèses
cinématiques de Hill (1950), qui représente la solution exacte pour un
matériau obéissant à une loi d'écrouissage exponentielle, montre pour

I'ensemble des variables des erreurs inférieures à l.5%o jusqu'à la
pression maximale.

Le code incrémental de I'emboutissage d'un godet dont le principe a êtê
exposé dans ce chapitre, présente I'avantage d'être exEêmement flexible à
I'introduction de différents modèles de plasticité (présentant différentes
formes de surface d'écoulement). Ce progfamme de calcul a êté mis au
point à I'occasion d'un contrat réalisé pour le compte du
LEDEPP/SOLLAC.

Des comparaisons avec des résultats obtenus pil Woo (1967) ont en
particulier monré la très bonne précision et la fiabilité du programme.
Par ailleurs une comparaison en temps de calcul avec le code ABAQUS
mérite d'être 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 même processus.

Enfin, et pour rendre compte de I'anisotopie transverse, le maillage sur
un quart de la structure serait nécessaire. Si I'on prend par exemple 400
éléments, le temps de calcul du code incrémental serait multiplié par 10
compte tenu des hypothèses 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 50 fois plus important que

dans le cas ædsymétrique.

On en déduit alors I'importance de la réalisation de codes spécifiques à

une application donnée où I'on gagne à la fois au niveau de la maîrise du
logiciel (sources), de I'analyse des résultats et en temps de calcul ce qui

représente un atout important pour une énrde systématique de I'ensemble

des paramètres géométriques, rhéologiques et tribologiques du procédé.
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Chanitre III-
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Tout modèle de plasticité qui permet de donner explicitement les
incréments de contrainte en fonction des incréments de déformation,

[le = ̂ 6(^É)], pour un êtat de chargement quelconque peut être

introduit dans le code de calcul d'éléments finis ABAQUS par

I'intermédiaire d'un sous programme appelé LJMAT (User Material). Une
méthode générale d'intégration du modèle qui, dans sa résolution, utilise
une méthode de type "backward Euler", doit être réalisée. L'implantation
de ce modèle nécessite aussi la détermination de la matrice Jacobienne
(module tangent élasto-plastique) de façon à obtenir une autre estimation
des déplacements.

Nous avons donc introduit dans cette partie le modèle de plasticité

orthotrope proposé par Ferron et coll (1994) et rappelé dans le deuxième
chapitre, dans ABAQUS via le sous programme LJMAT.

Nous décrivons dans un premier temps les quelques relations constitutives
qui nous servirons à intégrer le modèle et à trouver les relations
incrémentales nécessaires pour la résolution numérique du problème.
Nous déærminerons 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
modèle de plasticité.

lll-2-l Cadre général:

Dans sa version standard, le code de calcul ABAQUS utilise pour les
matériaux élasto-plastiques, la loi de Hooke et, vis-à-vis de la plasticité, le
critère de Von Mises ou le critère quadratique de Hill avec écrouissage
isotrope.
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Dans cette partie 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 modèle orthotrope défini par l'équation (tr-19).

Le code de calcul ABAQUS fournit, au point d'intégration, les valeurs

courantes de contraintes Oû, de déformations élastiquet eÏj, de

déformations plastiques e$ et les incréments de déformation totale ^eû

pour le pas de calcul. L'implantation d'un modèle de plasticité dans le

programme utilisateur passe par la déærmination de l'état de contraintes à

la fin du pas de calcul. Il s'agit donc, à partir des incréments de

déformations totales, de calculer I'incrément de déformation plastique

équivalente dEp (ou les incréments dtl), la nouvelle déformation

plastique équivalente EP = Ep + ÂEp (ou les nouvelles composantes

rl - rl + Ae$) et finalement les nouvelles contraintes oi;. La matrice

Jacobienne Cflp reliant les incréments de contraintes Âog aux incréments

de déformation totale Âe,, doit aussi être calculée. L'algorithme général

de la méthode est décrit en fin de ce chapire.

III-2-2 Rappel des relations de base de l'élasto-
plasticité:

Nous rappelons tout d'abord quelques relations de base de l'élasticité qui

nous serviront à intégrer les équations constitutives et à déterminer les

nouvealD( incréments de contraintes.

I-e tenseur de déformation élastique é" peut se décomposer en une partie

déviatorique et une partie volumique:

I
eii ="i +ienorôry c ' . ,  t , ;  4l/ - l t - ; .:.) c = ,:..-! ..r_, ÇÂr#, -- (m-l)

où ô1 est le symbole de Kronecker. De même le tenseur de contraintes ô

peut se décomposer en une partie déviatorique et une partie volumique

représentant la pression hydrostatique, sous la forme:
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o, j=Sry-nô1 :1-,r 1i -- P'fi"
(trr-2)

Les composantes ei; du déviateur de déformation sont liées aux

composanæs Sr; du déviateur des contraintes pir la relation suivante:

, {
r:.1 .,- 1i ,;- ,r"'t

4! :  
!  

. \ .  
I

(m-3)

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

P = -Ktvot

où K est le module de compressibilité élastique.

(rtr-4)

En contraintes planes nous pouyons exprimer la pression hydrostatique p

en fonction des c<imposantes Sû déviateur S des contraintes:

Sû = 2Gel3

p =r2c(el1+ eb)

gij = ei, +e[

La déformation plastique e$

cause de f incompressibilité
devient alors:

(m-s)

(rtr-6)

(rtr-7)

étant êgale à sa partie déviatorique 
"l 

à

plastique du matériau, l'équation (Itr-7)

P = -$rr *,ïoS
\,i

ou encore en fonctio;i des composantes du déviateur de déformation en

utilisant l'équation (Itr-3):

D'autre part, nous supposons une décomposition additive de la

déformation totale en une partie élastique et une partie plastique, selon

l'équation suivante:

Ê,j=ei ;+e[ (rtr-8)
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En combinanr les, équations (III-1), ([I-2), ([I-3) ii U-Ol, on obtient,
en contraintes planes, les relations contraintes/déiormations élastiques

et en utilisant la décomposition donnée par l'équation (III-8), on obtient

alors les relations finaleg reliant les composantes de contraintes à celles

des déformations:

6ij = 2G[e1i - erôij] - zcftç - t lrô,:] (rtr-10)

En notant co et c, les corrections apportées aux termes oij et efi lors

d'une itération, l'équation (m-10) se rééerit:

co'j = -ZC[cefi - ce!'ôx ]

ou encore, les corrections étant effectuées sur Ie pas de temps Ât,

cao,; = -2G[cAef - cÀelrôu ] Gtr-l 1)

Enfin la loi d'écrouissage nous donne à partir de cet incrément de

déformation plastique la nouvelle contrainte équivalente 6(E + ÂEl, ), on

en déduit la nouvelle pression hydrosçatique et le tenseur déviatorique des

contraintes S, de composantes:

suivantes:

6ij = zc[ei; - tïrô,i ]
(rtr-e)

- s2Aelo )
- s2Âe!" )

\
I

\

avec Âtt = Âe - AeP , et  SZ = l -S t .

\
\

où K est le module de compression et G est le module de cisaillement

élastique.

S** = S** *2G(s1Âe!*

Sry = Sr, *2G(s2Âe!,

S*y=S*y*Ç^yiy
{

(rrr-12)

3K + 2ùt
S r = . #'  3K +4F,
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III- 2-3 Détermination
déformation plastique:

des incréments de

III-2-3-1 Description de la méthode:

Dans une analyse pil éléments finis, I'intégration des équations

constitutives est uniquement effectuée aux points d'intégration. Cette

analyse est réalisée de façon incrémentale et la solution est supposée

connue au début de chaque incrément.

Pour un incrément de déformation totale Âe donné, on a besoin de
calculer les contraintes et les variables intemes à la fin de cet incrément.
Deux algorithmes d'intégrations des équations constitutives sont
généralement connus dans la littéranre: explicite appelé aussi forward

Euler et implicite appelé bachvard Euler. [^a première technique consiste

à calculer les incréments de contraintes en fonction des incréments de

déformations "en avant" en sous-incrément par sous-incrément. Cette

méthode peut aussi être utilisée en subdivisant les sous-incréments et en

utilisant la notion de réversibilité plastique incrémentale qui sert à éviter
les fausses décharges numériques dans un incrément de charge (Ronel S.
(1994)). Quant à la deuxième technique impliciæ, elle consiste à calculer

I'incrément de contrainte itérativement à la fin de chaque sous-incrément.

Cette dernière est utilisée dans notre étude. Nous mettons par ailleurs

I'accent dans le chapire suivant sur les problèmes 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 rôle important sur la complexité de la convergence des

calculs. Une phase de résolution numérique itérative pour résoudre le

système non linéaire des équations d'equilibre globales, ceci est interne au

code de calcul. La deuxième phase concerne l'algorithme utilisé pour la

résolution numérique par la méthode de Newton Raphson pour la

détermination de l'état de conrainte local du matériau. Cette dernière a

étê 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 repères

locaux corotationnels (repères tournants) en chaque point d'intégration de
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la même manière qu'en petites déformations en repère fixe. Le

formalisme en petiæs déformations utilisé est alors justifié.

L'algorithme utilisé pour implémenter cette intégration numérique joue

un rôle important, et avec I'algorithme servant à résoudre ensuite les

équations non linéaires trouvées, constituent le corps de I'analyse élasto-

plastique par éléments finis. Il est important de noter qu'un algorihme

non approprié peut aboutir non seulement à une solution en conffaintes

non exacte mais aussi risque de ralentir considérablement la convergence

de chaque itération. Pour des problèmes relativement complexes, nous

savons que le calcul des contraintes par des méthodes incrémentales est

assez pénalisant en temps, c'est pourquoi I'efficacité de I'algorithme

utilisé est essentielle dans ce genre de calcul.

III-2-3-2 Principe de la méthode:

Il a êtê confirmé dans des énrdes précédentes (Ortiz & Popov (1984)) que

la stabilité d'une solution issue d'une méthode généralisée de I'intégration

des relations constitutives élasto-plastique dépend généralement de la

forme de la surface de charge d'une part, et d'aute 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

I'intégration des équations élasto-plastiques. Cette méthode consiste

comme nous I'avons décrit précédemment, pour chaque incrément de

déformation, à calculer avec les equations constitutives du modèle et avec

itérations le nouvel état de contrainte; cette nouvelle valeur ne

coffespondant pas forcément à la surface de charge, il faut donc lui

apporter une corection qui la ramène sur la surface de charge. La figure

(Itr-l) en lD et la figure (III-2) en 2D montrent le principe d'une

intégration géométrique de l'algorithme en contrainte/déformation et dans

I'espace des contraintes respectivement. Une description plus détaillée de

cette méthode appliquée à des problèmes de plasticité est donnée par

Hibbit (1985).
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a- Intégration du modèle de Von Mises ID
(matériau et écrouissage isotrope):

Ce modèle a une forme particulièrement simple à intégrer, dans la

mesure où il s'exprime en fonction des composantes du déviateur des

contraintes. De même, la matrice de rigidité élasto-plastique du matériau

peut être écrite explicitement. La contrainte équivalente de Mises notée
6y s'écrit sous la forme:

6u=,tr

È/^ l.,i: i :tF"
I  r \ t , , ,  ' : -  dY :  Àe '  ; i

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

dep -
3S

- ' - ' - - -  " I
r . a

4 ? .-l 
- r. J1_ È i..

' :  *  * - ' J r

;  \ " ù

r?"..
n J
r t -  * 1 *

r ' t-1 \*l
f r l

(rtr-13)

(rtr-r4)

Partant de l'équation (III-3) et en utilisant l'équation (trI-14), on peut

alors établir une relation reliant les composantes du déviateur de

contraintes à I'incrément de déformation plastique équivalente pour un

état de déformation totale exprimé en fin de pas à t+At:

Figure (l l l-1):
Visualisation en 1D de la
méthode d'intégration
numérique pour le cas du
modèle isotrope de Von
Mises.

si.i (t + 39 o.n ) = 2Gêi:

r  , )  r  - ' i i "

! t t ' , ' : :  l ' : 41 ' . "
i . , / r  I  r l  "  r
.  i ' ,
' a

5= rÇt

-3c^Ep

(m-1s)
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t=8+ds
où ê,; = eT + Âe et Ae est le nouvel incrément de déformation totale.

I-e produit de cette équation avec elle même nous donne l'équation non

linéaire de Newton:

6il = }Gé-3G^EP d+ 3$-'#'= bÇâ (rrr-16)

de déformation plastique.après chggue itération est donnée par la forme
'tr 

â r I 
t:;- 

,'. 1r'l 
' 

';- j, i ;::.  , i r  ZC.  /  1 i ; "  t * t t -  ' :
suivante: '" - "' ,,,- ::i \ r - i:;' r '^ ';

x
ç  É  1 . ,

, J ^  ^
où e=,/je:e er 6$ est la nouvelle contrainte qui doit vérifier la

relation uniaxiale 6il = 6y(L9p),qde I'on trouve par résolution de

l'équation (III-16).. Le terme Æ, reprêsente la valeur de ,6r,q en déb-ut t
de chaque pas $rffii::ï,î,î*9.':*E-,ilL ruT.,*ïi::J ",:f:.:$oT'l 

,-.'. ,,,,,;ri *; .
f1:,-ia I '5G (ë [|. D(\-ê' = fl ùf 9,,b,. 

^\.r.''r.;.'.i{;l 
çtrrr \ r, ,. r'',i,ri\â

Au cours de la résolution de l'équatiçrf'(m-t6), lâ vâleur de I'incrémentc\? \'";ç.*'o-"' ,

l ; l l '
r  i  l , ( . -J
I i ,.-,1 iLL,{::.;

aep - ÂEP +
6li (rtr-17)

K
r -  OOoù rtol = + coefficiont d'écroon , R(Or) = 

Ë 
est le coefficiènt d'écroylssage recalculé à la fin de

chaque itération. Nous obtenons alqrs,,4ê nouvel état de contrainte o-il

fin de

, leq

après quoi, on peut calculer les valg$ des incréments de déformation et
de contraintes en fin de pas à pfrl dçs équations (m-12). Le schéma
(m-1) illusre en lD le principy'delamétfrode de résolution.

,Qli i:-'i i 1\'';. :'*. \J.].. :; r t '.,0 r. ",;.* lrLU" \ rx f L' ï '\"1' 't!"\' i't, ,r!,,'r ii, ç_ i-r ';.,i-., .l'ù

b- Application aa modèle: équation (II'19):

La loi de Hooke permet d'exprimer les contraintes à la fin du pas par:

o,j =Cilneir =CijuÊn -Crioelt (rrr-18)
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F(oii t+at)-Ej*61 
= o

t r ' (oU,)-61 =0 6,*o,

Figure (III-2): Inærprétation géométrique de I'algorithme du

backward Euler dans I'espace des contrainæs.

L'idée est de partir d'une estimation élastique du comportement au cours

du pas de calcuf (æft - 0), et d'effectuer des corrections sur les

différentes variables (notées c(Ç) pour la variable 6) (voir figure (m-2).

D'après l'équation (III-11), les corrections de contraintes sont liées aux

corrections de déformations plastiques par:

c(oi j)=-Cijnc(^eflr) (rtr-1e)

La loi d'écrouissage 6 = 6(Ep ) doit êre satisfaite, d'où:

-c'(#),.o,

soit

c(a6) = k(o)r(^EP ) + aEP 
$cfla)

c(Â6Xt 
* 

^EP ) = R(e )c(^EP )

Êtol = 
F 

est le module d'écrouissage.

(rtr-20)

ou
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La condition de chargement plastique, f =F(oi:)-6=0 conduit à

l'équation de Newton:

AF
;-c(o1;)-c(46)--f (Itr-21)
dO,j

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

D'autre part, la loi de normalité, ÂrÏ - ^Ep t$l = O conduit aux
ooij

équations de Newton:

c(aefi ) - c(ÂEP )+ - ̂ EP #.(ou) =
ooij doijoH

69o =aF - ael
doû

c'" bË c(Âeft , . 
;ft 

c(ÂEn ) = 1

t r=D a2p îa , r-$aen
c(ael,| o*0,. +ÂEp#cn o -#cn o

L 
âo,rôoo -klmn -ret

^En =ôF -Âel *r-Ëæn f g
ooii  ' - .@^ao,,

Gr-22)

(rtr-23)

En utilisant l'équation III-22) et en éliminant c(Aep) entre les équations

(1tr-22) et (III-23), on obtient finalement un système d'équations non

linéaires en c(ÀeL ) donné par:

AF âT'
âo'' âoo

Gn-24)
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Le système d'équations ci-dessus est à résoudre par la méthode de

Newton-Raphson. Ce système a étê développé dans le cas 2D,

conespondant à I'utilisation d'éléments de type membranes ou_coques. On

obtient alors, avec les notations F,i; = +, (F 
a2F

-' doû 
'ij)'s = 

aotraoo 
et on

observant que F,zz=-(F,r* +F,yy ), le système non linéaire de trois

équations à trois inconnues suivant:

fi = c(Âel let + 2pc(ÂeÏ,lnt + pc(411, )cl - Dl = 0

fz = 2W( en* )A2 +c(Âeer, )82 +Fc(^Tly )CZ-D2 = 0 (m-25)

fg = 2ILc(\Ê* )A3 + 2pc(Âefu )83 + c(^Tly )c3 - D3 = 0

avec

Al = I + 2pÂEp (2F,o 4F,yy ),r* +2plI(6)F,** (2F,ro+F,r, )

B1= ̂ Ep(F,** ûF,n),o +H(6)F,o (F,** +2F,w)

Cl= AEP(F,** ),*, +H16)F,o F,*y

A2-^€p(2F,o 4F,w ),r, +H(6)F,yy (2F,*' +F,r, )

B2 - 1 + 2pÂEp (F, *, +2F,, ),, +21tH(6)F, yy ( F, ** +2F, w )

c2=^Ep(F,yy ),r, +H(6)F,yy F,*y

A3 = ̂ Ep(2F,r, *F,w ),*, +H16)F,*y (2F,** +F,ro )

83 = ̂ Ep (F,o +2F,w ),*, +H16)F,ry (F,o +2F,r, )

c3 = 1+ p(ÂEp(F,ry ),*, +H(6)F,ry F,*y )

Dl = R(6)F,n -^en*

D2 - R(6)F,yy -ltl,

D3 = R(6)F,*y -^Tïy

où
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,  R(6)=ÂEP+H(6X et f  =F(oi i ) -6.

Les termes Dl, D2 etD3 peuvent êre simplifiés en remplaçant R(6) par

la relation donnée ci-dessus et en utilisant la loi de normalité

Âef = 15o1lL ), on obtient les trois relations suivantes:

Dl = H(d)F,r, f

DZ= H(d)F,yy f

D3 = H(6)F,*y f

De la même manière que pour l'équation ([-16) dans le cas du lD, la

résolution du système d'équations (Itr-25) se fait par itération en Newton

Raphson. Pour chaque itération nous procédons de la manière suivante:

- la correction de I'incrément plastique c(ÂEp) est obtenue à partir

de l'équivalence du travail plastique dc(ÂEp) = oiic(Âefi);

- I'incrément de déformation plastique ^Ep est réactualisé

( ̂ EP = ÂEP + c(ÂEP ));
- les coefficients Ai Bi et Ci du système d'équations (Itr-25) sont

recalculés avec le nouveau ÂEP;
- le coefficient d'écrouissag" R6) et le nouvel état de contrainte

6t+atln sont obtenus à 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 à dire à t+Àt, nous obtenons l'état de contrainte
6r*a, qui doit se trouver sur la nouvelle surface de charge (voir figure

(III-2)), après quoi, on peut calculer les valeurs des incréments de

déformation et de contraintes en fin de pas à partir des équations (Itr-12).

IIiI,-}-  Calcul du module tangent élasto'plastique:

L'objet du calcul est de déterminer le tenseur de rigidité élasto-plastiqqe
tangênt, reliant les incréments de contraintes dol aux incréments de

r-$asn
H(6)=Ë
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déformation totale dep en chargement plastique, c'est à dire lorsque

f = 0 et f =0. On a dans ce cas:

ooij = cfifuaer,r
Par contre, en décharge élastique 1f =0;f <0) ou dans

élastique (f < 0), la loi de Hooke s'applique sous la forme:

dotj = Ct 
"de"où CiSp sont les composantes du tensetu de rigidité élastique.

(rtr-26)
le domaine

Gr-27)

doû = Cfiender.r

= (Cij*r + Cliu)den

l l
il
V

Cfinden = -Cijndeflr

Figure (III-3): Visualisation en lD du module tangent dans ses

différentes formes.

do' = Cijkldefu

Cijgdsil

Ooij = Csindeu -C1ikldeft
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Nous nous intéressons ici au calcul du tenseur de rigidité élasto-plastique

tangent, c'est à dire des composant"t Cfit dans la relation (III-26). Afin

d'appréhender le problème, différentes écritures peuvent être envisagées.
Une visualisation lD de ces relations est fournie sur la figure (Itr-3). On

cherche Cio" sous la forme:

Cio*=Ctj*+Cfin (rtr-28)

On remarque en particulier, compte-tenu de la décomposition additive des

déformations, de* = defu + deft, que:

cfiudeu = -cijr,rdefr

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

ooij = C1;ç1[at* - dtft 
]

C la condition de chargement plastique (f = 0; df = 0), soit:
F(o, . i ) -o=0

df  ==âF do, , -d6=0
Ooij

0 et la loi de normalité:

def -dco+
do,j

Gn-ze)

(rtr-30)

(rtr-31)

(rtr-32)

(rtr-33)

où F est une fonction homogène de degré I des contraintes. En
combinant les relations QII-30) à (III-33) on obtient après calcul:

r lp  __1 aF aF
Lùn =-h 

aa*, a"" 
Co,nuCijr,

où

h=c.. . .  aF AF +Rtûkt 
aoij ao*, 

-'

(rtr-34)

(rtr-3s)
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ê  d G  '  r  a t '
et K = 

Ë; 
est le module d'écrouissage.

Les composantes Cfifu root finalement obtenues à I'aide de la relation

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

incréments de contraintes et de déformations sous la forme de vecteurs à
6 composantes,  (doo,doyy,  d lu,dorr ,d6*r ,doxy)  et

(de**,d€yy,&rr,tY yz,tY *r,dyxy ) respectivement, otr obtient les

matrices 6 x 6 suivantes:

(.u" )=

+2G À
l, ?v +2G
À 7,"
00
00
00

1,000
1,000

?v+ZG 0 0 0
0 G0 0
0 0G0
0 00G

F,r* F,r,

(rrr-36)

(rtr-37)

EEt r I .t  rx jK  r ' rxz  ^  ,xx  -  t xy

22

F,"" Fr*y

2

t r f 1  t rEL ,yz L ,xz L ,yz L txy

et

ou

(.i")=-*n

F,*" F,yy F,** F,""

ç2  t r  t r^  t yy  '  ' y y '  ' z z

t  'YY'  'zz '  'zz

F,?*

F,** F,yy

F,** F,-

F,** F,*,
2

F,** F,*y

_2

F,yy F,y,

2

F,.-F,y,

2

F,r, F,*,

2
F ,uF ,*, F 'yrF,*,

F'yy F'*y

2

F,.,,F,*,
2

F,r, F,,

2

F,rrF,y,

2

p2' ,yz

4

&
4

F,r, F,*, F,"" F,*y F'y, F'*y F,*" Fr*y
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rr = zcfn ,?*+F,?, +F,?o*]{r,?, +F,},+F,2*,)]. u
L

er (Itr_38)

o..=E- ,u 
âo,i

Avec le critère de Von Mises, on obtient:

h = 3G + Ê; p,û 
*. 

Gtr-39)

où S = (SU ) Oerign" le déviateur des conraintes.

*ATTENTIoN:F.- . . . -3Sxx:-  
3S* ' '  - - - - . .  ^ - -^- :,. ^ rxx 

26, 
F:xy=Ë lorsque F est exprimé en

foncton des 6 composantes indépendantes de contraintes.

Dans Ie cas d'un état de contraintes planes, les incréments de contraintes

(Oo**,doyy,doxy) et tes incréments de déformatioo (de**,d€yy,dT*r)

sont reliés par les maEices:

(",,*)=#[i ,+] (rtr-40)

et

ou
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^[1,1] = F,?* +2vF,** F,r, +v2F,l,

Ll2,2l = F,?r+2vF, ** F, r, +v2F,l*

^[3,3]=#',,?,
^[1,2]= vF,?* +(1 + v')F,*" F,r, +vF'zr,

^[1,3] -+r,*y (F,o +vF,r, )

L[2,3]=+F,*y (F,yy +vF,*,, )

avec

h = 
+[t,?. +2vF,"* F'r, +F'], *?t'?r]* t Gr-42)

^ est une matrice de rang trois et elle est symétrique. Dans le cas du

critère de Von Mises, la matrice élasto-plastique Cfp est donnée par

l'équation suivante:

cfiep=c1"-#H (rrr-43)

Ill-2-5 Application au modèle utilisé:

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

l'équation (II-19), alors que les calculs précédents s'appliquent à une
présentation de la fonction de charge de la forme: f = F(oij ) - 6. Il s'agit

en fait de déterminer les dérivées partielles F,11 et (F,1; ),n intervenant

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

Il convient pour ce calcul de repartir de la présentation de la surface de

charge sous la forme (tr-3), sans normer cette surface par la contrainte
équivalente o. La surface de plasticité s'exprime alors pour un état de
contraintes planes par une équation de la forme:
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f=V(x, ,xr ,u)-o=0

avec x,=ry=ry
O,-O, ffix2=T ={[ T)ço1'

tg1,u - 
2o^' -

o r -oy

En utilisant l'équation (II-19), on obtient pour V(xr ,x2,d)

(rtr-44)

(rtr-4s)

(rtr-46)

La condition de chargement plastique, df = 0, est donnée par:

df = 
ff0.,.#dx, 

+*0"- do = o (Itr-47)

En exprimant dx,, dx, et dcr en fonction de do", dor, do", à partir des

relations (III-45) et en remplaçant dans l'équation (III-47), on obtient:

V(xr ,x2,U') = (t - 1;t/r (x! + xl)
2a xzxf."-'
æ7;7æcos2c[+

b *30
--E--

(r - lç;v' (xi + xf 
cotze 2a

;[#+cos2CI# ##]uo.*
r IaV ^^^.,- ôV, sin2u âry-l
;Ld; 

- cos'"Ë. 
Ë a".Juo' *

l lrr,nzo9L* cos2cr ôvl '
zl dxz ïfr10"' 

- do = o

Zn-l

(rtr-48)
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avec

cos2cr =æ et sin2cr=l

Par identification avec la fonction f présentée sous la forme:

r = F(oi.i) -e on obtient:

l[-av-*,o,zo9v -g+l=,
â[â*t  

'  vvu--è*z 
Zxz aoj  

-  'xx

{+-rorzo$*'T2"+-l=.,", (Itr-4e)
Z[ôxt 

- - - - - -à*z.  
2*z ôoJ

1[, ,,n zo 3L + cos zcr ôv I
2L dxz ", a"l= 

o'*t

Pour un état de contraintes planes, les expressions (trI-48), développées
en faisant appel à I'expression de V ( x' xz, s.) donnée pal (trI-46) sont à

utiliser dans les équations (Itr-41) et (nI-42).

Par ailleurs les termes de l'équation (Itr-25), du typ" (Zn,** +F,rr),o

seront calculés de la même manière, en leur appliquant le changement de

variables défini par les équations (III-45). Si on pose:
T(xr ,x2,u) - lF,xt+.*F,r, les dérivées successives sont égales à :

r,xr = + = l[+ + coszos - +?g+-]' -  ôo** 2Lô*t 
'  --"-- 'à*, 

2xz âol

r,,, #=;[#-,*2ofr.##] ('o-50)
r,xy +=l[zrinro#.+51t - ]oxY 

- 
2L- "'- - -. ô*z x2 ao J
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lll-2-6 Algorithme général:

. Pour chaque incrément FAIRE:
o pour chaque point d'intégration FAIRE:

o pout ghaque couche dans l'épaisseur FAIRE:
(D géométrie réactualisée:

Àeo=ÀÊo-t+Vu

(II) contrainte equivalente (modèle):
6f  =f (oo)

(m) contrainte équivalente (écrouissage):
6l = h(R'^EP)

GV) recouvrement des déformations:
ef'n'wl - e[c1'"ol +^e(")

(V) SI 61 > 6y (écoulement plastique):

Pour k itérations FAIRE:

correcteurs plastique: (équation de Newton)

clkÂefi*r;, c(kÂoo*1)

nouvelle contrainte: (loi d'écrouissage)

6**r = h(R, ̂ eP (c(k^el+r )))

si cqk*lÂon+r ( TOL * 63 ) (convergence)

FIN FAIRE

Nouveaux incréments de conEaintes/déformations'
Nouvelle matrice élasto-plastique.
Réacnralisation des déformations.

. ;^.H;*"
. FIN FAIRE.



III-3-1 Essais simulés et hypothèses 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 à flan

bloqué, avec comme applications le gonflement hydraulique et le

poinçonnement hémisphérique; I'emboutissage avec rétreint, avec comme

application I'emboutissage de coupelle.

Le but de cette étude est d'introduire le modèle de plasticité orthoEope
proposé par Ferron et coll (1994) soit dans sa forme simplifiée (limitée à

I'isotropie transverse) et donnée par l'équation (II-18) soit dans sa forme

générale (tenant compte d'un comportement à anisotropie transverse)

donnée par l'équation (II-19).

La procédure d'interface UMAT (User Material) offerte par ABAQUS,

est utlisée à cette fin. Elle permet comme nous I'avons vu au début de ce

chapitre, d'intoduire un modèle de plasticité dans le code de calcul et de

résoudre un problème élasto-plastique par incrémentation sur les

conraintes et les déformations.

Dans le cas d'un emboutissage à flan bloqué, les conséquences de

I'anisotropie transverse sont fortement inhibées, alors qu'elles sont au

contraire tout-à-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 :

0 un matériau présentant une isotropie planaire (anisotropie

normale), sera utilisé pour traiter les simulations des essais à flan bloqué
(gonflement hydraulique et poinçonnement hémisphérique).

L'emboutissage de coupelle sera aussi truté dans un premier temps avec

cette hypothèse sur le matériau. La forme de la surface de charge adoptée
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est celle de Hill quadratique(l948) et aussi celle du modèle donné par

l'équation (tr-18).

0 un matériau présentant une anisotropie planaire (ftansverse) sera

utilisé dans le cas de la simulation de I'emboutissage de coupelle

uniquement. La forme de la surface de charge de Hill quadratique et

également du modèle (equation (tr-19) sera utilisée

Dans ces deux cas, nous considérons que le matériau est élasto-plastique et

nous oprons pour la théorie de l'écoulement en plasticité indépendante du

temps avec I'hypothèse d'un écrouissage isotrope. La loi d'écrouissage est

une loi puissance de Swift reliant la contrainte à la déformation

équivalente par l'équation: o = K(eO +E)N où K est une constante

homogène à une contrainte et N est I'exposant d'écrouissage.

En outre, porlr toute opération de simulation d'emboutissage de tôle, 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 être réactualisée

dès 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 I'emboutissage de coupelle). Dans le code de calcul ABAQUS' les

éléments de type coque ou coque axisymétrique SAX1 (Shell Axisymetric

element) par exemple, répondent à ce type de problème. Nous savons

d'autre part et concernant toujours le même essai, que I'hypothèse de

I'incompressibilité du matériau qui permet de déterminer la variation

d'épaisseur lors de I'essai, ne tient pas compte du développement de la

contrainte dans l'épaisseur de la membrane. Ceci induit une seconde

difficulté pour modéliser la pression de contact enEe le serre-flan, la tôle

et la matrice. I-e mot clé *SURFACE BEHAVIOR, SOFTENED dans

ABAQUS, pennet d'imposer une pression convenable dans la direction de

l'épaisseur de la membrane ce qui résoud cette deuxième difficulté de

modélisation.

Dans le cas d'essais où le flan est bloqué, le matériau est supposé isotrope

Eansverse , et seule une coupe dans le plan méridien est maillée alors

avec 50 éléments de coque. Nous avons choisi compte tenu des problèmes
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de modélisation que I'on vient de citer, le type d'éléments SAXI 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 mafrice afin d'obtenir une bonne

résolution du "contact en mouvement" entre la tôle et la matrice. Le

poinçon et la matrice (cas du poinçonnement hémisphérique) ont été

modélisés comme étant des éléments rigides en utilisant I'option *RIGID

SURFACE, et enfin des éléments d'interface de type IRSZIA ont étê

utilisés pour simuler le contact avec frottement de Coulomb entre les

éléments rigides et la tôle. Quant à I'emboutissage de coupelle présentant

une arrisotropie transverse, un quart de la sffucture a êtê' 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 I'option
*FRICTION.

Dans le cas d'un matériau isotrope, I'option *ORIENTATION définit une

orientation locale qui coincide initialement avec I'orientation globale.

Lorsque cette option est utilisée dans une analyse de géométrie non

linéaire, les composantes de déformations et de conEaintes sont données

dans un repère corotationnel.

Dans notre cas et avec I'utilisation des éléments axisymétriques de type

sAXl, la définition de I'orientation n'est pas nécessaire. Les composantes

de conuaintes et de déformations sont toujours données dans le repère

local. Sl1 etEll sont les composantes de contraintes et de déformations

respectives dans la direction méridienne; S22 etE22 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 repère

corotationnel, D = D" + Dp (théorie de Green et Naghdi).

Les déformations données sont celles de Green-Lagrange
g = lFrF - I) / 2, notées eG dans ABAQUS, F étant le tenseur gradient de

déformation. D'autre part, les relations enfie vitesse de contraintes et



Chapitre III :. Implantation du modèle dans ABAOUS... 103

vitesse de déformation élastique sont définies dans la base corotationnelle

de la manière suivante:

ô = K"l (tr€t , et : et, det es , T):(D - pP ) où K"l est un tenseur du

quatrième ordre (module élastique du matériau) qui peut être isotrope ou

anisotrope et dont les variables internes sont la déformation es (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 = I+, f étant la fonction de charge tel que f = 0
ds

(condition de consitance) avec s le déviateur du tenseur de contraintes de

Cauchy et l" est un multiplicateur plastique.

Nous notons enfin que la simulation réalisée avec ABAQUS sans UMAT

et utilisant le critère quadratique de Hill rappelé dans le premier chapine

par l'équation (I-22), nécessite afin de rendre compte de I'anisotropie,

I'option *POTENTIAL où I'on introduit à la suite de cette carte les

constantes suivantes: /rFH, /^Æ+F, 1/'\Fæ, {3/2N , ^lïlzNl

et ^tw ces constantes pouvant être exprimées en fonction des

coefficients d'anisotropie dans les directions d'orthotropie Rs, Ras et

Rqo à partir des équations représentant les seuils élastiques en traction

dans ces directions.
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ll[-3-2 Gonflement hydraulique:

III-3-2-I Géométrie du processas

La Figure (III-4) rappelle la présentation géométrique du gonflement

hydraulique: la partie I montre le flan de rayon a et d'épaisseur initiale

h0 dans sa position initiale, bloqué sur son pourtour enffe une matrice et
serre-flan (non représenté). Le rayon de matrice est rr. La partie tr

représente la forme du flan soumis à la pression P dans une position
repérée par la hauteu au Pôle Ho.

tl

Figure (III-4): Représentation de la position initiale (partie I)

et d'une position courante de la tôle (pattie fI) sous I'effet de la

pression hydrostatique.

III-3-2-2 Chargement

La simulation du chargement est réalisée avec quatre pas de calcul. Cette

technique est utilisée avec I'option *BOUNDARY qui permet le

changement des conditions aux limites. I-e premier pas consiste à ramener

la matrice en contact avec la tôle et d'imposer un blocage du bord du flan.

Au deuxième et troisième pas, on impose deux pressions de chargement

hydrostatique uniforme le long de la paroi de la coque, on obtient alors

deux hauteurs au pôle Hl et H2 successives. Ces hauteurs nous permettent

de connaître a priori la pression nécessaire pour déformer la tôle avec les

conditions de matériau et de géométrie imposées.

Dans le dernier pas la méthode de résolution "RIKS" est utilisée afin de

résoudre le problème à la fois en déplacement et en pression

æ

a
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hydrostatique. Lorsque la convergence est atteinte, le calcul est alors
arrêté et on obtient une pression maximale, au delà de laquelle une
instabilité se produit.

III-3-3 Poinçonnement hémisphérique:

III-3-3-1 Géométrie du processus

Le principe de I'essai de poingonnement hémisphérique a été largement
abordé dans le premier chapitre, nous rappelons brièvement dans cette
partie le processus par une représentation géométrique et nous
détaillerons ensuite la simulation réalisée par la méthode des éléments
finis. La géométrie du problème est rappelée dans la figure (Il-I-5). La
tôle de rayon a, qui va être allongée au cours du processus, est fixée au
bord par une matrice de rayon r*. Le rayon de I'outil est noté ro et

l'épaisseur initiale de la tôle est également notée h0.

slep-J

--+
a

Figure (III-5): Représentation de deux positions différentes

prises par la tôle et I'outil lors de I'emboutissage: pas 0 à la

position initiale de contact de I'outil avec la tôle; pas I après un
déplacement de I'outil d'une distance ô1.

III-3-3-2 Chargement

La simulation de ce procédé a étê, 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 I'outil ou bien de la matrice pour avoir un

enfoncement donné de I'outil dans la tôle.

Dans le premier pas, la matrice est déplacée avec cette technique afin de

ramener I'outil en contact avec la tôle. Dans les deux pas suivants, I'outil

est déplacé avec la tôle pour atteindre deux hauteurs différentes. Nous

comparerons avec ces mêmes hauteurs d'enfoncement nos résultats avec

d'autres résultats issus de la bibliographie.
Le dernier pas aêtê réalisé pour dégager I'outil et éventuellement étudier

le retour élastique de la tôle.

III-3-4 Emboutissage de godet:

III-3-4-I Géométrie du processus

La figure (tII-6) donne la géométrie du profil et rappelle le principe de

I'essai. La tôle circulaire a initialement un diamètre noté a, une épaisseur

initiale h0. Les rayons du poinçon, du serre-flan et de la matrice sont
respectivement notés rp, 11 et ror.

Poi

Figure (III-6): Schéma d'une position courante

I'emboutissage, la tôle glisse entre la mauice et le sene-flan.

de

III-3-4-2 Chargement
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La simulation de I'emboutissage axisymétrique a été conduite sur cinq
pas. Dans le premier pas nous déplaçons le serre-flan jusqu'à obtenir le

contact avec la tôle. Ce déplacement est négatif et il est de I'ordre de

10{mm afin de récupérer une réaction de la tôle égale à une force

donnée. ceci déterminera par ailleurs la pression de serrage à travers

l'épaisseur du flan en utilisant l'option *SURFACE BEHAVIOR,

SOFTENED.

Dans le deuxième pas, cette condition est remplacée par une force qui

reste constante pendant le deuxième et le troisième pas. Dans le troisième
pas, nous faisons déplacer le poinçon qui enfoncera la tôle d'une hauteur

donnée. Au cours de ce pas,  I 'opt ion *CONTROLS,

ANALYSIS=DISCONTINUOUS est inclue dès que le contact avec

frottement tend à créer une discontinuité non linéaire du processus. Les

deux derniers pas sont utilisés afin d'étudier le retour élastique du godet à

la suite du dégagement des différents outils.

Dans le cas où la simulation est réatsée sur un quart de la structure, le

processus de chargement est le même que dans le cas de I'axisymétrie,

excepté quelques modifications qui interviennent au moment où la tôle

commence à quitter le serre-flan.

III-4 VALIDATION ET TEMPS DE CALCUL

Suite à I'implantation du présent modèle 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 conEainte plane CPS4 et à

deux degrés de liberté. Trois programmes ont fait I'objet de comparaison:

0 programme "S[I" : simulation avec le code ABAQUS sans le sous

prograrnme UMAT;

0 programme "AUVM" : simulation utilisant le sous progralnme

UMAT et où I'intégration du modèle de Von Mises donné par l'équation
(m-17) fait I'objet de résolution;
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e programme "ALJM" : simulation utilisant I'interface UMAT et où le

présent modèle donné par le système d'équations (Itr-25) est intégré'

Nous avons comparé les résultats issus de ces trois configurations pour

différents coefficients d'anisouopie R (0.5, 1,2,4). Nous avons obtenu

une parfaite compatibilité de valeurs de conraintes et de déformations et

ceciètant valablaquel que soit le niveau de déformation imposé'

Nous avons d'autre pafi comp até le temps de calcul nécessaire pour les

différentes résolutions. Nous avons constaté que le prograûlme "AIJVM"

nécessite moins d'itérations que le programme "SIJ", d'où une plus rapide

convergence; 2 à 3 secondes sur 10 secondes sont gagnées avec le

progrÀrne "AUVM", temps qui reste bien entendu proportionnel à la

iuifi" du problème étudié. Quant au programme "AUM"' il nécessite un

temps relativement plus long (20 à 40Vo), ce qui reste acceptable compte

tenu de la taille (temps de compilation important) et du nombre

d.équationsmisenjeu(systèmed'équations(III.25)).
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Les prograrnmes spécifiques mis au point pour le gonflement hydraulique
et pour I'emboutissage d'un godet, ainsi que le code de calcul ABAQUS

avec le sous programme UMAT, ont été utilisés pour simuler le

comportement des tôles embouties.

Les procédés de formage à flan bloqué (gonflement hydraulique,

poinçonnement hémisphérique) ont étê analysés avec I'hypothèse

d'isotropie transverse, tandis que I'emboutissage d'un godet a étê émdié

en tenant compte des deux hypothèses : isotropie transverse et anise6spis

transverse. Cette dernière a êtê 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

enre les différents modèles de plasticité (Von Mises, Hill, Ferron et coll.)

sont détaillées, afin d'analyser I'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 à des résultats expérimentaux de

la littérature.

lV -2-l Généralités:

Le gonflement hydraulique d'un flan circulaire est un essai de laboratoire

utilisé principalement à deux fins: la détermination des limites de formage

sous un état de traction équibiaxiale, et la détermination de la courbe

d'écrouissage en taction equibiaxiale.

Il est en effet observé expérimentalement qu'une instabilité survient à la

pression maximale, sous la forme d'une striction localisée passant par le

pôle du flan déformé. D'autre part, I'acquisition des valeurs de la
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pression P, du rayon de courbure p au pôle et des déformations au pôle

(par mesure continue de l'épaisseur ou pnr mesure de grilles) permet

d'accéder aux contraintes et déformations, à partir des expressions:

or  =oo €h = L"* (rv-1)Po
3 r  g t

2h

Les simulations effectuées à I'aide de la modélisation incrémentale ne

posent aucun problème, quelles que soient les valeurs des paramètres.

L'incrémentation, généralement effectuée sur la pression, est remplacée
par une incrémentation sur la hauteur au pôle (noeud no 1) à I'approche

de la pression maximale. En ignorant I'instabilité associée à I'atteinte de

Pmax, les simulations peuvent être poursuivies à pression décroissante.

Par contre, nous avons rencontré avec le code ABAQUS des difficultés à

atteindre des valeurs de hauteur au pôle importantes, sauf pour un

matériau de Von Mises. Par exemple, avec le critère de Hill quadratique

et pour R=4, le nombre d'itération augmente exagérément, et les hauteurs

au pôle pouvant être atteintes ne dépassent pas la moitié de la hauteur

correspondant à la pression mærimale. Ces problèmes ont été résolus
grâce à la nouvelle version 5.3 d'ABAQUS qui offre la carte
*CONTROLS, ANALYSIS=DISCONTINUOUS permettant de mieux

gêrer le frottement entre la tôle 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 remplaçantes telle que

I'option *CONTROLS, FIELD, PAIU{I4=DISP, qui contrôle la tolérance

du calcul piloté en déPlacement.

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

IV-2-2-I Influence du rapport ou/oo

Les figures (IV_l) et (IV-2) montrent les évolutions de la pression en

fonction de la hauteur au pôle, calculées avec la modélisation spécifique et

avec ABAQUS, pour un matériau obéissant au critère quadratique de Hill,
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et dont la loi d'écrouissage est identifiée en traction uniaxiale
(ou =K(eo +e)n avec K = 500 MPa, n=0.2 et  e0 =nl l00).  Le rayon

du d.iaphragme vaut a = 200 mm, son épaisseur h0 = 1 mm et le rayon
d'épaulement de la matrice tm=22.5 mm (voir figure @-4)).

0.00

0.00 0 .14 0.42 0.56

Wa

Figure (W-1): Influence du coefftcient d'anisotropie R dans le

critère quadratique de Hill sur l'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 lié de façon directe à

I'augmentation des contraintes d'écoulement dans le domaine de

sollicitations rencontré au cours de I'essai (c'est à dire entre la

déformation équibiaxiale et la déformation plane) par rapport à la

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

critère quadratique de Hill (oo et oo désignant respectivement les

contraintes d'écoulement équibiaxiale et uniaxiale) est égal à

5.00

g 3.oo
3
'â
o
6 )

Ë 2.00

0.28 0.70
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ou/ou-^ |@.Cerappor teStsens ib lementreSpectêpar lesva1eurs

de la pression à hauteur au pôle donnée.

5.00

4.00 R=4

R=2

R=1

R=0.5

0.00 28.00 56.00 84.00 112.00 140.00

Hauteur au pole (rnm)

Figure (Iv_2): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le

critère quadratique de Hill sur l'évolution de la pression de

gonllem ent (AB AQUS^II\4AT).

læs prévisions obtenues avec la modélisation spécifique et avec ABAQUS

sont très sensiblement identiques pour les faibles pressions, le calcul

effectué avec le code ABAQUS conduisant ensuite à des pressions

légèrement plus élevées, peut-être à cause du rayon de matice, qui

conduit à une diminution du rayon "efficace" du flan au cours du

gonflement, et qui n'est pas pris en compte dans le modèle incrémental'

ô
â .  J ' V v

à

'a
U'
6 )

& 2.00

r.00

0.00
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IV-2-2-2 Influence du rapport o^/oo

Les figures (IV-3) et (IV-4) montrent les disributions radiales de la

déformation méridienne tr obtenues pour différentes surfaces de

plasticité. Les calculs sont effectués avec la modélisation incrémentale.

I
.t)
Ê

r T  l

0.50

0.40

0.30

0.20

0.10

0.00

R=1
k=0
k = 0.25
k = 0.33

=-=È H/a = 0.6

-\_..

-\-..
:\-

\.

\

Wa=0.2

0.00 0.20 0.40 0.60 0'80 1'00

rla

Figure (IV_3): Influence du coefficient k dans le critère de

Drucker sur la distribution des déformations méridiennes

(Pro gramme sPécifi que).

Les para:nètres utilisés correspondent au critère quadratique de Hill avec

les valeurs du coefficient d'anisotropie R=0.5, R=l (matériau de Von

Mises) et R=2, ainsi qu'au modèle de Ferron et coll. avec R=l et deux

valeurs du coefficient k, conduisant à un aplatissement de la surface dans

la zone de la Eaction Plane.
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Figure (W-4): Influence du coefficient d'anisotropie R dans le

critère quadratique de Hill sur la distribution des déformations

méridiennes (Programme spécifique).

Une augmentation du coefficient d'anisotropie R, dans le critère de Hill

quadratique ou une augmentation du paramère k (à R fixé) dans le

modèle de Ferron et coll. conduisent à des effets tout à fait similaires.

Pour les faibles hauteurs au pôle, les défonnations méridiennes sont plus

homogènes pour les fortes valeurs de R et/ou k. Pour les fortes hauteurs

au pôle, par contre, les déformations méridiennes s'amplifient au

voisinage du pôle, alors qu'elles ændent à 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 pôle, le comportement observé s'exptque par

la forme de la surface de plasticité, et plus précisément par le rapport

entre la plus grande conrainte principale en déformation plane et la
contraintè en taction équibiaxiale, 0or/06, qui diminue lorsque R et/ou

0.20
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k augmentent. La déformation près de I'encastrement (soumis à une

traction plane) est donc relativement favorisée par rapport à la

déformation près du pôle (soumis à une traction équibiaxiale) lorsque R
etlou k augmentent. Toutefois, lorsque le gonflement progresse, la partie
externe subit à la fois un plus fort durcissement mécanique (écrouissage)
et géométrique (c'est à dire présente de plus faibles rayons de courbure
dans le plan méridien) pour les fortes valeurs de R etlou k. Dans ces
conditions la déformation est plus fortement tra:lsférée à la partie centrale
du flan dans les stades avancés du gonflement.
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ftIyon courant (mm)

Figure (IV-S): Influence du coeffrcient d'anisotropie R dans le

critère quadratique de Hill sur la distribution des déformations

méridiennes (AB AQUS^JMAT).
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A titre de comparaison, le même type de résultats, obtenu à partir de

simulations avec ABAQUS, est présenté sur la figure (IV-5). On note en

particulier, au voisinage de l'encastrement dans la zone où la tôle
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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 à partir de données obtenues uniquement à 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 façon directe sur les valeurs de la pression

de gonflement;

- la forme de la surface de plasticité dans la région comprise entre

la traction plane et la traction équibiaxiale, qui joue un rôle important

dans la distribution des déformations méridiennes comme nous venons de

le voir dans le paragraphe précédent. La forme de la surface de plasticité
joue également un rôle important dans les relations existant entre

déformation au pôle, hauteur au pôle et rayon de courbure au pôle' qui

sont particulièrement importantes pour obtenir avec précision la loi

d'écrouissage sous traction équibiaxiale à partir de mesures au pôle.

Ces différents effets sont discutés ici à partir de résultats expérimentaux

obtenues par Ilatri et coll. (1981) sur I'aluminium. A partir du coefficient

d'anisotropie moyen fourni par Ilatri et coll., R=0.635, des simulations

ont été effectuées en utilisant le critère quadratique de Hill et le modèle de

Ferron et coll., dans lequel les paramètres ont été calculés à partir d'une

estimation des rapports enEe les containtes de cisaillement, de taction

uniaxiale et de traction equibiaxiale dérivée des résultats de Ilahi et coll.

En comparaison avec I'ellipse de Hill, les paramètres du matériau,

k=0.452, A=2.272 et 8=1.029 nous permettent, en accord avec les

résultats expérimentaux, de rendre compte d'un rapport entre les
contraintes de traction équibiaxiale et uniaxiale oo/oo proche de l, alors
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que le critère quadratique de Hill fournit une valeur êgale à 0.9 (Figure

(rv_6)).
1.5
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++ Experimental Points

Hill quadratic

-Eqn.(16),4
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/ t
/ l
I

I
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Figure (IV_6): Comparaison entre les surfaces de plasticité

prévues pour l'aluminium avec le critère quadratique de Hill, le

. présent modèle et des points estimés à partir de Ilahi et coll.

(1e81).

Les simulations ont été effectuées en utlisant la loi d'écrouissage obtenue

par llatli et coll. en traction uniaxiale, de type Hollomon' oo = KeÏ, avec

K=132.0 MPa (19166. lbf /in2) et n = 0.269. Le rayon du diaphragme

vaut a = 5 in (127 mm), son épaisseur h0 = 0.035 in (0.889 mm) et le

rayond'épaulementdelamatr icgf .=0.5 in( |2.7mm)(voi r f igure

1g-4)). En accord avec les résultats de Ilahi et coll., la pression obtenue

avec le critère quadratique de Hitl est plus faible que celle déterminée

expérimentalement (Figure (IV-7)). Par contre, des prévisions correctes

sont obtenues à partir du modèle de Ferron et coll. On notera que les

valeurs de pression obtenues avec ABAQUS sont légèrement supérieures

1.50.5-1-1.5



Chapitre IV : Simulat ions et résultats I  19

à celle obtenues avec le modèle incrémental. Cette différence peut être
due à la non prise en compte du rayon de matrice avec le modèle
incrémental. Lorsque ce rayon est pris en compte, le rayon "efficace" du
flan (à la limite de contact fTanlruyon de matrice) diminue au cours du
gonflement, expliquant les plus fortes valeurs de pression obtenues avec
ABAQUS.

0.96

0.82

0.69

0.55

0.41

0.27

0.14

0.00

0.00 0.10 0.20 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70

Epsi-H

Figure (IV-7): Comparaison calcuUexpérience concernant

l'évolution de la pression en fonction de la déformation en

épaisseur au pôle.

Les distr ibutions de déformation en épaisseur obtenues

.t)
U)
c)

ALUMINIUM
- J

' r "  
- '

, ' /

' / tt /
,r, /
I tll t ++ Points experimentaux

,it (tratri et coll (1981))

lil Equation G-18) (ABAQUS/TJMAT)
- - - -Equation Ctr-l8) (programme incremental )
- - -Hill quadratique (prograrnme incremental )

experimentalement par trahi et coll. sont également mieux prévues avec le

présent modèle. Enfin, l'évolution du rayon de courbure au pôle est
représentée sru la figure (IV-8).

La simulation effectuée avec le critère 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 à partir du présent modèle foumit une prévision correcte

tout au long du gonflement.

ALUMINIUM

++ Points experimentaux

(trahi et coll (1981) )

-Equæion (tr-18)
Hill quadratic

\

\

0.35

Epsi-H

Figure (IV-8): Comparaison calcuVexpérience concernant

l'évolution du rayon de courbure en fonction de la déformation en

épaisseur au pôle.
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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 ([-5). Iæ matériau obéit au critère quadratique de
Hill, et la loi d'écrouissage est identifiée en traction uniaxiale (
oo =K(eo+e)o avec K = 500 MPa, n=0.2 et  €s =n1100).  Le rayon

du diaphragme vaut a = 59.18 mm, son épaisseur h0 = 0.85 mm, le rayon
d'épaulement de la matric€ rm = 6.35 mm et celui du poinçon vaut
rm - 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 €r obtenues pour différentes surfaces de plasticité

correspondant au critère quadratique de Hill, avec R=0.5, R=2, R=l
(matériau de Von Mises) et au modèle de Ferron et coll. avec R=l et
k=0.2. Les résultats présentés correspondent à la même valeur du
coefficient de frottement, F = 0.1, et à la même hauteur au pôle.

La manière d'analyser I'influence de la surface de plasticité sur le
comportement de la tôle emboutie s'apparente étroitement à I'analyse
effectuée pour le gonflement hydraulique, ces deux essais à flan bloqué
présentant la même caractéristique d'un champ de déformation évoluant
d'un état de déformation équibiaxiale au pôle à un état de déformation
plane à I'encastrement. Comme pour le gonflement hydraulique, le
paramètre prépondérant dans le comportement en emboutissage peut être
pris comme étant le rapport des contraintes onr/o6 à déformation

équivalente donnée, qui diminue lorsque R et/ou k augmentent. Ainsi, la
déformation plane près de I'encastrement, est favorisée, tandis que la
déformation équibiaxiale près du pôle est fortement inhibée lorsque R
etlou k augmentent. Il résulte de ce comportement l'apparition d'un pic de
déformation radiale, correspondant au développement d'une striction
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circonférentielle dont la position correspond à des rayons plus importants

pour les fortes valeurs de R etlou k-

0.50

0.40

0.20

0.r0

0.30

I
aa

f r'l

0.00

0.00 12.00 24.00 36.00

Rayon (mm)

48.00 60.00

Figure (IV_9): Champ de défonnation radiale pour différentes

valeurs de R (criÈre quadratique de Hill) et pour k4.2 (critère de

Drucker) (AB AQUS/UMAT) -

La déformation radiale moyenne dépendant pratiquement uniquement de

la hauteur au pôle (les variations de la forme du brin libre en fonction du

modèle de plasticité jouant un rôle secondaire), le pic de déformation

radiale se développe plus rapidement pour les fortes valeurs de R etlou k'

et les hauteurs de poinçonnement acceptables diminuent donc dans ces

conditions. Le champ de déformation circonférentielle est représenté sur

la figure (W-10). Il évolue de façon monotone de la valeur Êe (0) = €r (0)

à es(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 manière de comprendre le rôle pénalisant

de fortes valeurs de R et/ou k.

0.50

0.40

0.00

0.00 12.00 24.00 36.00 48.00 60.00

Rayon (mm)

Figure (fV-10): Champ de déformation circonférentielle pour

différentes valeurs de R (critère quadratique de Hill) et pour

k4.2 (critère de Drucker) (ABAQUSruMAT).

IY -3-2 Influence du frottement

Le fronement a pour effet de limiter le déplacement radial dans la zone
de contact avec le poinçon, ce qui entraîne des déformations
circonférentielles et radiales plus faibles au voisinage du sommet du dôme
lorsque le coefficient de frottement p augmente alors que les

déformations dans le brin libre sont peu affectées par la valeur de lt
(Figure (fV-11)). A hauteur au pôle donnée, le pic de déformation
radiale est donc plus intense pour les fortes valeurs de p, la déformation

radiale moyenne devant avoir une valeur en colrespondance avec la
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hauteur au pôle. Autrement dit, le pic de déformation radiale se
développe plus rapidement pour les fortes valeurs du coefficient de
frottement p.

0.60

0.48

k=0 .1

H = 28 rnrn

F =0 .3

V =0 '2

F  =0 .1

t;::z

k ,
I

.t)

I r l

0.36

0.24

0.12

0.00

0.00 12.00 24.00 36.00 48.00 60.00

Rayon courant (mm)

Figure (IV-11): Champ de déformation radiale pour

différentes valeurs du coefficient de frottement p

(ABAQUS JMAT)

IV-3-3 Paramètres rhéologiques et tribologiques
caractérisant I'emboutissabilité

Les simulations précédentes montrent donc que les distributions de

déformation, et les hauteurs limites pouvant êre afteintes dans I'essai de
poinçonnement hémisphérique dépendent en premier lieu des paramètres

rhéologiques et tribologiques, que sont; respectivement:
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- le rapport des contraintes ons/ou à déformation équivalente

donnée,

- le coefficient de frottement P.

Une diminution de on./ou ou une augmentation de p conduisent à une

diminution de I'emboutissabilité. Lorsque le critère de Hill quadratique
est utilisé, une diminution de ops/o6 coffespond à une augmentation de

R, ces quantités étant liées par la relation oor/o5 = @.

0.60

k = 0.25
tt = 0.05

0.48

0.00 12.00 24.N 36.00 48.00 60.00

Rayon courant (mm)

figure (IV-12): Simulations numériques conduisant à des

distibutions de déformation radiale voisines, avec des paramètres

rhéologiques et tribologiques différents (ABAQUSruMAT).

Les simulations numériques de procédés d'emboutissage sont souvent

effectuées à partir de la seule caractérisation de I'anisotropie de la tôle

consistant en la détermination du coefficient d'anisotropie moyen R.

0.36
k

I

îtt
A{

f r l

0.24

0.12

0.00
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La figure (IV-12) montre qu'une connaissance plus précise du

comportement rhéologique est très importante, puisquÊ, Pil exemple, des

prévisions comparables sont obtenues pour un matériau isotrope (R=1)

àu"" k=0 (matériau de Von Mises) et F-0.25, ou avec k=0.25 et

!r = 0.05. La connaissance du comportement plastique de la tôle 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 effecnrées avec

le critère quadratique de Hill et avec une valeur "réaliste" du coefficient

de frottement. Des simulations reproduisant correctement les résultats

expérimentaux peuvent dOnc COrrespondre à une double "erreur",
co*biount une surestimation (respectivement sous-estimation) de on, /o6
et une surestimation (respectivement sous-estimation) de p.

IV-3-4 Comparaison aYec des résultats
expérimentaux

Une comparaison est effectuée ici avec des résultats expérimentaux

obtenus par Knibloe et'Wagoner (1939) sur un acier bas carbone calmé à

I'aluminium. Les caractéristiques d'anisotropie et d'écrouissage fournies

par ces auteurs concernent le coefficient d'anisotropie moyen R = 1.48 et

I'exposant d'écrouissage n=0.23. De plus, Knibloe et Wagoner effectuent

deux types de simulations, utilisant le critère quadratique de Hill, et le

critère non quadratique, dont I'expression est fournie par l'équation (I-

26). La valeur du coefficient m dans cette expression est prise égale à

2.38, de façon à rendre compatibles des essais effectués en traction

uniædale et en traction plane. On note dans ces conditions que le rapport
onr/o6 vaut 1.095 pour le critère quadratique de Hill, et I.20 pour

m=2.38. Les coefficients de frottement utilisés pour ajuster les résultats

expérimentaux concernant les disfiibutions de déformation radiale sont

alors égaux, respectivement, à 0.268 et 0.639. Cette dernière valeur est

indiscutablement beaucoup trop forte, de sorte qu'il est waisemblable que

le critère non quadratique de Hill, ajusté pour rendre compte du rapport
oos/oo entre lès containtes d'écoulement en fiaction plane et en traction
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uniaxiale, conduit à un surestimation du rapport 0or/06, conformément

à la remarque faite au paragraphe IV-3-3. Par contre, le modèle utilisé

dans ce travail, qui fait appel à trois paramètres, poulrait permettre de

rendre compte avec plus de précision de la surface de plasticité de I'acier

utilisé, en respectant à la fois la valeur du coefficient d'anisotropie R et

les valeurs relatives de contraintes en traction uniaxiale, traction plane et

trac tion équibi a.,ri ale.

1.50

1 .10

b

b* 
0.70

0.30

-0.10

Ï

-HiU non quadratique (m=2.38)
F4uation (tr-l 8) (k=0. 14)

- - - - -Hill quadratque (m=2)

0.70

6r l o

Figure GV-13): Comparaison entre trois surfaces de plasticité

pévues pour un acier doux calmé à I'aluminium (R=1-48).

La figure (IV-13) monte trois sr:rfaces de plasticité: les deux surfaces de

plasticité envisagées par Knibloe et Wagoner (Hill quadratique et Hill non

quadratique) et une surface de plasticité correspondant à l'équation

m-18, avec k=0.14, A=3.6 etB=12.71. Cette dernière surface respecte
les tendances observées pour ce tyPe d'acier, avec un rapport Oo/ou

inférieur à celui prévu par le critère quadratique de Hill, et un léger

applatissement près de la déformation plane (Makkouk 1994). Cette

4.10 0.30 1 .10 1.50
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surface présente en outre le même rapport o*/ou =1.17 que le critère

non quadratique de Hill, de façon à respecter les résultats expérimentaux
ayant conduit Knibloe et Wagoner au choix de la valeur de m dans ce

critère.
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Figure (IV-14): Comparaison entre les distributions de

défonnations radiales et circonférentielles calculées, et mesurés

par Knibloe etWagoner (1989).

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

correspondant à l'équation (tr-18) un très bon accord avec les résultats

expérimentaux de Knibloe et 
'Wagoner 

est obtenu en prenant un
coefficient de frottement F = 0.28, ce qui représente une valeur plausible

pour un frottement sec sur tôle non revétue.
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L'Emboutissage d,un godet a fait I'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 où sont mises

particulièrement 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

géomérie de la tôle est représentée sur la figure (trI-6): la tôle a pour

rayon initial r = 100mm et pour épaisseur initiale h0 = 0'82mm, le

poinçon a pour rayons Ie = 50^mm ei Rn = 13mm, enfin les rayons de la

matrice sont respectivement rd = 51'25mm et R- = 5mm'

IV-4-l Cas d'un matériau à 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) à (W-19-a) pour

différentes valeurs du coefficient d'anisotropie R dans le critère

quadratique de Hill, et pour k=0.2 (critère de Drucker)' Les profils

correspondants sont présentés sur les figures (IV-15-b) à (IV-19-b)' Les

profondeurs d'enfoncement du poinçon sont dans tous les cas égales à

40mm. Sauf pour R=0.5 où une rupture à eu lieu en bas de la zoîe

cylindrique (figure (IV-17-b)) et où donc I'avalement de la tôle s'est

anètê, les allures générales des distributions de déformation sont

comparables, et les avalements de la tôle sont Eès voisins' Alors que les

déformations circonférentielles sont très proches, on note toutefois des

déformations radiales plus fortes, et des déformations en épaisseur'

rh =-(e, *€e), ptus faibtes dans la collerette pour les foræs valeurs de

R. Sur le bord duflan, le rapport erlen est très sensiblement égal à R, la

force de serre-flan induisant des contraintes de compression dans

i'epui*"* du flan faibles par rapport à la contrainte orthoradiale os.
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Figure (IV-16-a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en épaisseur pour un

enfoncement de poinçon H=40mm. (AB AQUS^JMAT).
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Figure (IV-17-a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en épaisseur pour un

enfoncement de poinçon H=40mm. (ABAQUSruMAT).
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Figure (IV-18-a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en épaisseur pour un

enfoncement de poinçon H=40mm. (ABAQUSruMAT).
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Figure (IY-19-a): Distributions des déformations

méridiennes, circonférentielles et en épaisseur pour un

enfoncement de poinçon H=40mm. (AB AQUS/[À{AT).
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On note aussi, au noeud conespondant au bas de la partie cylindrique' un

pic sur e1, sensible pour R=l (critère de Von Mises) et pour R=1; k=O)

(critère de Dmcker), constituant sans doute I'amorce d'une striction qui

s'est développée de façon catastrophique pour R=0.5. Toutefois,

I'enfoncement considéré correspondant sensiblement à la force maximurn'

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

ABAQUSruMAT et avec le prograilrme spécifique. Les influences de R

et/ou k sont tout à fait comparables dans les deux calculs, mais ceux-ci

diffèrent par l'évolution radiale de €1, qui conduit à des épaisseurs plus

faibles dans la zone du rayon de matrice avec ABAQUS.

0.10

0.06
t

T
! /

t :

, z - -

il --

Ir

-R = 1 (Mises)

-R=2 (Hillquadratique)

-R=4 (Hillquadratique)
R=1,k=0.2  (Drucker )

0.02

50.00 60.00 70.00 80.00 90.00 100'00

Rayon courant (mm)

Figure (IV_20): Distribution des déformations en épaisseur

dans la collerette er sur le rayon de mauice pour différents

matériaux; Ia hauteur H=40mm (ABAQUSruMAT)'

u)

-0.02

4.06

-0.10
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-0.u2
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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=40rnm, (Programme spécifique)

Il semble que les résultats obtenus avec ABAQUS soient |iés à |a

composante élastique du comportement de la coque déformée, qui fait que

la flexion du flan au niveau du rayon de matrice enEaîne un contact avec

frottement enfre le flan et le serre-flan dans la zoîe de la collerette non

soumise à la force du serre-flan (zone qualifiée de zone intermédiaire

dans notre modélisation incrémentale). Les surfaces de plasticité

correspondant aux d.ifférentes simulations sont présentées sur la figure

(rv _22).

La région utile va de la compression simple sur le bord du flan à la

traction plane dans la zone cylindrique. Les plus faibles valeurs

d'épaississement obtenues pour R grand s'expliquent directement à 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 à des déformations en épaisseur

plus faibles. Avec le critère de Drucker (R=1 ,k=0.2),la loi de normalité

conduit, sur le bord du flan, à des épaississements identiques à ceux

obtenues avec le critère 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 à des

épaississements rapidement décroissants Pour des valeurs de rayon

décroissantes à partir du bord du flan.

2.00

/

É-=--,-
\

Hill quadratique (R=4)

-Von Mises (R=1)

-Equation (tr-18) (H.2)

_Hilt quadratique (R=0.5)

b

r .39

0.78

0.17

-0.4

-1.05

b

-1.05 -0.44 0.17 0.78

o loe

Figure (IY -22)z Représentation de la surface

différents paramètres de R (Hilt quadratique)

(Drucker).

t .39 2.00

de charge pour

et pour k=0.2

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 à de faibtes valeurs de la contrainte
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d'écoulement Ops par rapport aux contraintes d'écoulement dans la

collerette. Des uul"*, décroissantes de oor/oo sont obtenues lorsque R

diminue et/ou lorsque k augmente (Figure (IV-17-a)), expliquant la

rupr111e observée pour R=0.5, et les amorces de striction pour R=l; k=0'2

(critere de Drucker) et pour R=l (critère de von Mises).

Iv-4. I .2Comparaisona'vecdesrésul tatsexpér imentaux

Les distributions radiales de déformation en épaisseur obtenues par woo

(1964) sur un laiton présentant un compoftement quasi-isotrope en

rraction uniaxiale sont frésentées sur la figures (IV-23) et' (lY -24)' avec

res résurtats de simulations numériques utilisant le critère de von Mises et

le critère de Dmcker.

/ /

' p .
7a5--

47;",,,+

Equation(tr-I8)
k=0(VonMises)
k=0 .1

-k = 0.2
+-r Points ExPerimentaux

Woo (1964)

Cr)

0.10

0.0s

0.00

-0.05

-0.10

25.N
45.72 50.80

Figure (IV-23): Comparaison calcuVexpérience pour un

laiton, à deux niveaux d'avalement du flan (Programme

spécifrque)

30.48 35.56 40.&

RaYon courant (rnm)
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La surface de DRUCKER conduit à des rapports èrlëe plus grands en

valeur absolue lorsqu'on se déplace dans le deuxième quadrant de la

compression simple vers le cisaillement: on obtient donc un élirement

radial plus important, et des déformations en épaisseur plus faibles. Cet

effet associé à la forme de la surface de plasticité est susceptible
d'expliquer le meilleur accord obtenu avec les points expérimentaux dans

la collerette.
0.10

Cl)

-0.10

25.40 50.80

Figure (IV-24): Comparaison calcuUexpérience pour un

liÀiton, à deux niveatx d'avalementdu flan (ABAQUSruMAT)-

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 à l'épaisseur initiale, contrairement aux mesures de

Woo. Par contre, la modélisation incrémentale prévoit des épaisseurs

légèrement plus fortes que les valeurs expérimentales, si I'on considère la

valeur k=0.1 dans le critère de Drucker, qui fournit de bons résultats

dans la collerette.

30.48 35.56 40.& 45.72

Rayon courant (mm)

? , 1 t - '
1 . . -  - - -

1)"- ralra0 = 0.85( /  ---t-  
lal f t lu = u'ô:

î . -
t r +

"J^o =o.rx

/l Equation (tr-l8)
k=0(VonMises)

-k = 0.09

** hofil du godet
++ Points experimentaux

Woo (1964)
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[l-4-2 Cas d'un matériau à anisotropie transverse

IV-4-2-I 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 deuxième correspondant sensiblement à I'arrivée du bord du flan sur le

rayon de matrice. Les calculs sont effectués (a) avec un matériau vérifiant
le critère quadratique de Hill avec comme coefficients d'anisotropie dans
la direction de laminage et dans la direction transverse Ro - Reo --2, et

selon la direction à 45o, R+5 = I et (b) avec un matériau vérifiant

l'équation (tr-19), avec les mêmes valeurs du coefficient d'anisotropie
mais avec k=0.33, A=2.999, B=8.999, æ0,b=2, m=2, n=2, P=2 et Q=1,
de sorte que l'évolution de la contrainte de traction uniaxialê os en

fonction de I'orientation cr est beaucoup moins marquée qu'avec le

critère quadratique de Hill.

Les calculs ont été effectués avec soit le programme incrémental où

différents profils sont couplés angulairement selon la procédure décrite

au paragraphe n-5-2, soit avec le code ABAQUS. Nous n'avons pu

obtenir à 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

critère quadratique de Hill.

Le choix d'un matériau présentant un comportement symétrique par

rapport à la direction à 45o de I'axe de laminage, pennet tout d'abord de

valider la discrétisation spatiale du problème, qu'il s'agisse du nombre de
profils utilisés dans le programme incrémental (10 profils distants

angulairement de 10" les uns des aufies), ou du maillage éléments finis

dans ABAQUS (20 noeuds répartis radialement x 20 noeuds répartis

angulairement). Les profils obtenus présentent en effet une très bonne

symétrie par rapport à la direction 45o des directions d'orthofropie. Dans

le cas présent les cornes sont sinrées selon les directions d'orthotropie, et

les vallées à 45o de ces directions, conformément à I'analyse qualitative

présentée au paragraphe I-5-5. On observe d'aufie part que I'amplinrde
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des cornes et des vallées est légèrement plus prononcée avec le
programme incrémental qu'avec le code ABAQUS. Cetæ différence peut
être due en particulier à la non prise en compte des rotations matérielles
dans le programme incrémental, alors qu'avec ABAQUS la loi de
comportement est formulée dans le repère corotationnel.

55.00

44.00

33.00

22.æ

11.00

0.00

0.0d 11.00 22.00 33.00 4.00 55.00

Rayon courant (rnm)

Figure (IV-25): Comparaison du profil de la collerette

modèle/Ilill quadratique à deux niveaux d'avalement (Programme

spécifique).

Enfin , l'amplitude des cornes et vallées est moins accentuée avec le
matériau (b) qu'avec le matériau correspondant au critère quadratique de
Hill. Cette propriété s'explique facilement par le fait que I'intensité du
glissement dans une traction (ou compression) hors-iu(es est directement
liée à la variation angulaire de la contrainte de traction (ou compression)
unia,riale (équation (tr-7)). Or, les paramètres du matériau modèle (b) ont
été choisis précisément pour obtenir de faibles variations de oo, comme

(J

-Profil circulaire
Equation (tr-19)
Hill ouadratioue
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cela est souvent observé expérimentalement, même lorsque le matériau
présente de fortes variations de Ro (Makkouk,1994).

IV-4-2-2 Comparaison ayec des résultats expérimentaux

Nous comparons ici les résultats de simulations avec des résultats
expérimentaux sur un acier doux (0.047o carbone) qui nous ont été
fournis par G. Ferran (Universidade Federal Fluminense Rio de Janeiro,
Brasil). La tôle a pour rayon initial r = 53mm et pour épaisseur initiale
h0 = 0.7mm, le poinçon a pour rayons re = 25mm et Rn = 5mrn, enfin

les rayons de la matrice sont respectivement 1o=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(eo +E)o. Il apparaît d'autre part que les courbes de traction à 0o,

45o et 90o de I'axe de laminage dépendent peu de I'orientation, alors que

les valeurs du coefficient d'anisotropie (Ro =1.877, R+5 =1.508 et

Rso = 2.257), correspondant à une évolution usuelle pour un acier doux,

dépendent assez sensiblement de I'orientation. Finalement les données
expérimentales étant insuffisantes pour identifier I'ensemble des
paramètres du modèle, nous nous sommes référés à un acier similaire
pour obtenir une estimation complète de ceux-ci. Ces paramètres
conduisent à un rapport ou/oo plus faible qu'avec le critère quadratique

de Hill à un léger aplatissement près de la taction plane, et à une faible
dépendance angulaire de oo. Ces paramètres ont pour valeur; concernant
la loi d'écrouissage: K=510.84, €0 = 0.012 et n = ee/100, et concernant

la surface de plasticité (équation (tr-19)): k=0.aa67, A=3.116,8=6.2554,
a=-5.89E-2, b=0.635, m=2, n=2, p=2 et q-l. On notera cependant que,
par rapport à la prévision des cornes d'emboutissage, les seuls paramètres
importants sont ceux qui conditionnent l'évolution angulaire de oa, qui

se trouve correctement prédiæ par les paramèfes ci-dessus.

La comparaison entre les profils de godet après emboutissage,
expérimentaux et calculés, est présentée sur la figure GV-26).
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0.00 60.00 120.00 180.00 24f..00 300.00 360.00

Vari ation angulaire (de gres)

Figure CIV-26): Comparaison calcuVexpérience pour un acier

doux, entre les profils du godet après emboutissage (Programme

spécifique).

On note comme dans le cas modèle du pamgaphe précédent, des cornes à

0o et 90o, associées à une évolution de Ro avec un minimum entre 0o et

90o, (ou à une évolution de Oo avec un maximum). Les calculs, effectués

avec la modé[sation incrémentale, four4issent un excellent accord avec
les points expérimentaux lorsque les paramètres défrnis précédemment

sont utilisés, tandis que I'utilisation du criÈre quadratique de Hill conduit
à une surestimation de I'amplinrde des cornes. Toutefois, conformément à
la remarque du paragraphe précédent, I'utilisation du code ABAQUS
(conduisant logiquement à des résultats plus exacts) conduirait à une

sousestimation des cornes avec la surface de plasticité correspondant à

l'équation çU-19).

a)

oo

tr

c)

Acier doux Equation (tr-19)
_Hill quadratique

+ + + + Points experimentaux
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Les simulations numériques présentées dans ce chapitre montrent tout
d'abord la très 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, où le programme incrémental
surestime I'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
hypothèses 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 stnrcture au cours de la mise en forme, a permis

d'analyser et de comprendre le rôle 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 littérature ont
montré que les améhorations de la description du comportement plastique

apportées par I'utilisation du modèle de plasticité de Ferron et coll.
(1994) permettaient dans de nombreux cas de rendre compte de façon
satisfaisante du comportement de la tôle au corus de la mise en forme.
Enfin il a été, constaté que les prévisions obtenues sont au moins aussi
sensibles aux paramètres rhéologiques décrivant la surface de plasticité,
qu'au coefficient de frottement utilisé pour décrire le contact tôle/outil
dans le cadre du modèle de frottement de Coulomb.
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L'emboutissage des tôles métalliques constitue un processus ancien

d'obtention de produits finis, où I'empirisme et le savoir faire ont largement

précédé la quantification des phénomènes mis en jeu. Toutefois, les

tendances à un allégement des structures (diminution des épaisseurs) et à

une augmentation des limites élastiques des matériaux utilisés conduisent à

diminuer très fortement la marge de sécurité vis-à-vis des risques d'échec

de l'opération. C'est pourquoi la modélisation mécanique de I'emboutissage

apparaît particulièrement importante.

La démarche suivie dans ce travail a consisté à incorporer dans des

programmes de calculs spécifiques (gonflement hydraulique, emboutissage

d'un godet) et dans le code de calcul industriel ABAQUS, un modèle

phénoménologique de plasticité orthotrope mis au point dans l'équipe de

recherche.

Les simulations effectuées ont montré I'importance du modèle 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 été simulés,

nous avons pu analyser les relations existant entre le comportement

rhéologique du matériau et le comportement de la structure au cours de

I'emboutissage. Nous avons aussi observé que, même si le rapport
"surface/volume" est particulièrement important dans le cas des tôles

embouties, les aspects relatifs au comportement plastique du matériau
jouent un rôle tout aussi important que les aspects ribologiques 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 modèle de plasticité utilisé dans ce travail, sont ceux du

modèle de plasticité lui-même. Ce modèle présente une grande souplesse
pour décrire la forme des surfaces de plasticité initiales des tôles et

I'influence de I'orientation de la sollicitation sur les contraintes

d'écoulement. De plus, I'identification des paramètres est obtenue de façon

simple à partir des résultats de traction uniæriale, de traction équibiaxiale

et de cisaillement. Le lissage des résultats de calcul d'hornogénéisation



peut également être effectué, comme celà a êté discuté plus en détail dans

des travaux antérieurs.

Ces surfaces, utilisées avec I'hypothèse d'écrouissage isotrope, sont

susceptibles de décrire avec précision le comportement des tôles pour des

chemins de déformation relativement linéaires. Dans les essais qui ont été

analysés, cette condition est assez bien vérifiée, et les améliorations

apportées à la prévision du comportement de la structure emboutie ont été

corrélées de façon claire à des améliorations de la description des surfaces

de plasticité.

Toutefois, lhypothèse d'écrouissage isotrope est sans doute trop grossière

pour décrire le comportement plastique pour des chemins fortement non

linéaires, comme le montrent de nombreuses études expérimentales

relatives à I'influence d'un préchargement. Une autre limitation du modèle

est liée à I'hypothèse de contraintes planes, ce qui restreint son utilisation à

des éléments de type membrane ou coque. Le passage à un modèle 3D ne

pose pas de problèmes particuliers, mais nécessite une modélisation

physiquement pertinente.

Il apparaît donc qu'une poursuite de ce travail dewait être orientée vers une

description plus précise du comportement plastique, pour traiter les cas de

trajets de déformation fortement non linéaires, ainsi que les cas où le

cisaillement dans l'épaisseur de la tôle joue un rôle très important, comme

le repassage des aciers pour emballage.
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I-es simulations numériques de mise en forme des tôles minccs prennent
de plus en plus d'importance dans la phase de conception et de
uaniformation en produits finis. Ces simulations sont souvdnt ffnalisées
par une description trop sommaire du comportement plastique, et en
particulier de I'anisotropie des tôles laminees.

Le but du présent travail consiste à analyser l'influence des paranÈtres
,Jécrivant'le comportement plastique du matériau sur le mode de
déformation des tôles embouties. A cette fin, nous avons implanté un
modèle de plasticité orthotrope rendant rnieux compte des surfaces de
charge expéhmentales dans des calculs d'emboutissage. Ces calculs ont été
effectués à I'aicle de rnéthodes semi-analytiques de différeqces finies et
aussi par éléments finis utilisant le code de calcul numérique
ABAQÙSiSTAI{DARD.

L'objectif générat est d'obtenir une meilleure prévision des efforts et de
la répartition des déformations lors des procédés de formage ûels que
l'emboutissage profond. Les essais de gonflement hydraulique et de
poinçonnement hémi.sphérique, qui sont les plus utilisés pour caractériser
ie cotnportement des tôles dans le domaine de l'expansion, sont également
simulés dans cette énrde.

Enfin les résr:ltats numériques sont comparés à des résultats
expérimentaux de la bibliographie. Ceci .nous Pen1gt pe. préciser
I'importance de la tbrme de la surface de charge sur févolution de la
preision de formage dans le cas du gonflement hydraulique, la
bistribution 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:

Plasticité Surface de charge Conrainæs planes Isotropie
Eansverse Anisotropie transverse Module tangent _ pnlboutiss4ge
Cornes d'enrboutissagè Gonflement hydraulieue Poinçonneænt"




