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Introduction

Le besoin grandissant des entreprises a répondre aux exigences de fiabilité et de
qualité de leurs produits tout en optimisant les coiits et les délais de réalisation
les pousse a prendre en considération tous les facteurs entrant dans le processus
de conception de piéces mécaniques. Parmi ces facteurs, il y a lieu de citer la
prédiction de la rupture des structures sous certains chargements. L’étude de ce
paramétre fait souvent appel a la simulation numérique qui nécessite 1'utilisation
de lois de comportement "avancées" pouvant décrire la dégradation du matériau
en cours de déformation.

[’endommagement est le mécanisme physique qui décrit le mieux la ruine généra-
lement ductile des matériaux métalliques. Il est aujourd’hui reconnu que ce mode
de rupture survient suivant trois stages successifs que sont la nucléation (ou ger-
mination) des cavités, leurs croissances sous l'effet d’un chargement approprié et
la coalescence des vides a un stade plus avancé de la déformation, comme indiqué
sur la figure 1.

L’approche locale décrit les effets associés a ces trois stages. En particulier, I’anta-
gonisme entre I’écrouissage du matériau et son adoucissement suite a la croissance
des microcavités puis la perte totale de rigidité pour des niveaux de porosités rela-
tivement élevés sont convenablement pris en compte. Cette théorie se décompose
en deux branches : I’'approche thermodynamique phénoménologique et 1’approche
micromécanique physique. Les fondements de ces deux branches sont sensiblement
différents ; alors que ’approche multi-échelles se base sur des concepts mathéma-
tiques rigoureux (représentation localisation et homogénéisation), pour modéliser
les trois mécanismes physiques de la rupture ductile, celle des milieux continus
endommageables se fonde sur les principes de la thermodynamique des processus
irréversibles (TPI).

Plusieurs modéles ont été formulés dans le cadre de cette théorie. On peut les
classer dans deux catégories : les modeles « couplés » pour lesquels ’endomma-
gement est lié a la déformation plastique par I'intermédiaire d’un critére, et les
modeéles « non couplés » pour lesquels des lois d’évolution de I’endommagement
ont été établies indépendamment de la loi de comportement du matériau. Parmi
les modéles « non couplés », nous pouvons citer les modéles micromécaniques de
McCLINCTOCK |[McC68| et de RICE et TRACEY [RT69|, ou encore le modéle

17
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F1G. 1 — Schématisation des mécanismes de la rupture ductile.

de LEMAITRE (1985) qui a été obtenu dans le cadre de 'approche thermodyna-
mique. En pratique, les modéles « non couplés » jouent un role d’indicateur de
I’évolution du dommage sans pour autant avoir une influence sur le comportement
global du matériau, ce qui est en soi une limitation conséquente. Pour combler
ces faiblesses, des modéles « couplés » ont été développés tel que le modéle de
ROUSSELIER |[Rou87| qui est un modéle basé sur les principes de thermodyna-
mique des processus irréversibles, ou encore le célébre modéle micromécanique de
GURSON |Gur77|, qui a été obtenu dans le cadre de I’analyse limite d’'un Volume
Elémentaire Représentatif (V.E.R.) sphérique ou cylindrique contenant une cavité
de méme forme. Pour cette derniére loi de comportement, il est supposé que le vide
conserve sa forme au cours du chargement. Ce modéle, qui comprend un critére
de plasticité, une loi d’écoulement régie par la régle de normalité et une loi d’évo-
lution de la porosité, a eu un grand succes et a fait I’'objet de plusieurs extensions
et améliorations [Yam78, CN80, Tve81, TN84, NT84, Ara87, KN88, PL.90, Per92,
GLD93, BSH95, LPD95, BBP99, Leb03]. Une de ces contributions est due a GO-
LOGANU et al. [GLD93, GLD94, GLD97| qui ont proposé une extension au cas
de cavités non sphériques pouvant changer de forme au cours du chargement. Ces
auteurs ont suivi une analyse semblable & celle de GURSON cette fois-ci appliquée
a un V.E.R. ellipsoidal aplati ou allongé contenant une cavité de méme forme et
qui lui est confocale. La nouvelle loi de comportement, connue sous le nom du
modéle GLD!, introduit une variable interne supplémentaire qu’est le paramétre
de forme.

I'En référence aux auteurs GOLOGANU, LEBLOND et DEVAUX
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Les lois phénoménologiques, comparativement a celles établies dans le cadre des
concepts micromécaniques, ont déja montré leurs capacités a prédire 'endommage-
ment du matériau au cours du chargement. Cela peut s’expliquer particuliérement
par :

O la formulation moins complexe de ces modéles, ce qui permet des réductions de
temps, et par conséquent des coiits de calcul ;

O le développement de méthodologies numériques et expérimentales permettant
'identification des différents paramétres de ces lois [Khe04, Ber01].

Les obstacles cités précédemment, auxquels a été confrontée l'approche micro-
mécanique semblent aujourd’hui dépassés, ou tout au moins réduits, notam-
ment grace au développement de gros calculateurs et de méthodes d’identifica-
tion [Ben00, BBP04a|.

La simulation du comportement mécanique des métaux en cours de mise en forme
a été d’un grand apport pour 'optimisation des procédés de fabrication. Cepen-
dant, le domaine de la prédiction numérique des zones d’endommagement et des
conditions de son amorcage reste encore ouvert. En effet, I’étude de la ruine des
corps mécaniques pendant de telles opérations doit prévenir I’apparition de fissures
internes ou surfaciques ainsi que leurs propagations pour provoquer la rupture to-
tale de la structure. En général, une telle dégradation implique couramment des
grandes déformations irréversibles qui contribuent au développement de zones de
localisation des déformations provoquant ainsi I’apparition de différents défauts.
Par exemple, les fissures en surface apparaissent en général lors des process d’écra-
sement et de laminage, alors qu’on retrouve les fissures internes lors de I’extrusion
et le filage. Cependant, ’apparition de tels défauts peut étre souhaitée comme dans
la circonstance du procédé de découpe, ot il jouent un role "favorisant" quand ils
s’amorcent dans les régions de découpe.

Il apparait de ce qui précéde que le grand nombre de paramétres qui controlent
le processus de déformation nécessite des modélisations fines incluant I’évolution
de la microstructure du matériau sur la réponse globale de la piéce en cours de
formage. Il s’ensuit que ’approche multi-échelles de la rupture ductile peut s’avé-
rer intéressante a exploiter. Le présent travail de recherche se situe dans le cadre
des deux idées citées ci-dessus et qui peuvent se résumer en ces termes : [es mo-
déles micromécanique sont-ils appropriés pour la prévision de [’endommagement
des matériauz ductiles lors des procédés de mise en forme ¢

La réponse a donner & cette problématique est faite d’'une maniére graduelle &
travers ce mémoire de thése qui est composé de quatre chapitres :

Dans le premier chapitre, nous rappelons les deux branches composant ’approche
locale de la rupture ductile : 'approche phénoménologique et 'approche micro-
mécanique. Puis nous présentons les trois mécanismes physiques qui gouvernent la
ruine ductile des métaux en rappelant quelques modéles établis pour décrire chacun
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d’eux. Nous décrivons ensuite le modéle GTN?, extension du modéle GURSON, et le
modéle GLD. Nous proposons a la fin du chapitre une extension du modéle GLD au
cas ot I’échauffement thermique d’origine mécanique di a la déformation plastique
du matériau au cours du chargement est pris en compte. Le couplage température-
plasticité-endommagement ainsi effectué est censé mieux rendre compte de I'état
de la microstructure, notamment en raison de I’adoucissement thermique qui y est
généré.

Un rappel des schémas implicite et explicite de résolution d’un probléme méca-
nique et/ou thermomécanique adiabatique est donné dans le deuxiéme chapitre.
Dans le cas d’'un comportement thermomécanique non adiabatique, nous présen-
tons le schéma de résolution explicite séquentiel qui permet une résolution en deux
temps : calcul de la solution mécanique et de la dissipation plastique correspon-
dante, puis estimation de ’échauffement thermique générée par cette dissipation.
Nous décrivons ensuite la procédure suivie pour 'implémentation du modéle GLD
dans le code de calcul Abaqus en utilisant le schéma d’intégration local proposé
par ARAVAS [Ara87|. Nous abordons par la suite les précautions a prendre lors de
I'implémentation du modéle GLD pour pouvoir 1'utiliser dans le cadre de ’hypo-
thése des grandes déformations. Ces derniéres jouent un role important lors de la
simulation des procédés de mise en forme. Notons enfin que I'implémentation du
modéle GTN s’est faite de la méme maniére que celle du modéle GLD.

Le troisiéme chapitre est consacré a la validation de I'implémentation du modéle
GLD. Nous proposons d’abord une technique de calcul explicite de cellules per-
mettant de maintenir une triaxialité constante au cours du chargement. Cette
méthode peut étre utilisée aussi bien dans le cas d’une matrice dense que po-
reuse [0O0S06, SOOB07]|. Nous comparons les résultats obtenus avec le modéle
GLD, en utilisant la technique précédente, avec ceux obtenus a partir des calculs
de cellules élémentaires. Nous effectuons ensuite deux études numériques de trac-
tion d’éprouvettes. La premiére, effectuée en utilisant les modéles GLD et GTN
concerne la traction d’une barre cylindrique lisse. Cette application permet de
mettre en évidence le role du changement de forme des cavités lors d’un charge-
ment de traction monotone et unidirectionnel. La deuxiéme étude est un essai de
traction d’une éprouvette axisymétrique entaillée. Elle est réalisée dans le but de
faire ressortir le role du couplage thermomécanique.

Le quatriéeme chapitre est dédié a ’application du modéle GLD a des procédés
industriels. Les procédés de mise en forme choisis sont ’écrasement de lopins, I’'em-
boutissage d’une tole et le laminage d’'une barre. Dans les deux premiers exemples,
nous comparons les résultats des simulations numériques avec ceux obtenus expé-
rimentalement afin de vérifier la pertinence de I'utilisation des modéles GTN ET
GLD en mise forme des matériaux. Dans la derniére application, nous réalisons une
étude sur I'influence de différents parameétres qui gouvernent le laminage, y com-
pris l'effet du couplage thermomécanique. Les résultats de I’écrasement des trois

2En référence aux auteurs GURSON, TVERGAARD et NEEDLEMAN
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lopins ont été comparés a ceux obtenus par GOUVEIA et al. [GRM96, GRMO00],

quant aux travaux expérimentaux concernant l’essai d’emboutissage, ils sont tirés
des travaux du Cetim/Senlis[Khe04, KOKO07].
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Introduction




Chapitre 1

Rupture ductile - aspects théoriques
et modélisation

1.1 Introduction

La mécanique de la rupture des matériaux est une science qui a pour but de
prévoir et prévenir 'apparition et la propagation de défauts dans les structures.
Son essor a été possible grace au développement des industries de pointe telles
que l'aéronautique et le nucléaire [Leb98|. Elle est généralement subdivisée en
deux sous-disciplines® : la mécanique de la rupture fragile et la mécanique de
la rupture ductile, qui sont gouvernées par des mécanismes fondamentalement
différents. Cette différence se manifeste a 1’échelle macroscopique a travers le role
que joue la plasticité au cours de ces deux modes de rupture. Elle est supposée peu
importante dans le cas de la rupture fragile (sauf au voisinage immédiat du front
de fissure : plasticité confinée en pointe de fissure). En revanche, elle joue un role
essentiel pendant la rupture ductile des matériaux au point de négliger, le plus
souvent, 'effet de I’élasticité (plasticité "envahissante" ou écoulement plastique
libre).

Un des travaux pionniers dans le cadre de la rupture fragile est di a GRIF-
FITH |Gri20| qui a établi un critére de rupture énergétique dans le but de prédire la
propagation des fissures dans les structures. Le succés rencontré par cette analyse
a poussé les scientifiques a essayer de transposer les raisonnement et méthodes de
la rupture fragile a la rupture ductile. Cette fagon de procéder est connue sous le
nom d’approche globale de la rupture ou encore sous le nom de mécanique élas-
toplastique de la rupture. Par analogie au critére de GRIFFITH, RICE |Ric68| a
proposé un critére de rupture pour matériaux élastoplastiques ductiles en intro-
duisant la notion d’intégrale de contour, notée généralement J. La rupture ductile

3Dans le cas de chargements monotones, c’est-a-dire exception faite de la rupture par fatigue
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du matériau survient quand J atteint la valeur critique J., appelée aussi tenacité.
L’approche globale souffre cependant de la transférabilité des données des éprou-
vettes tests aux structures. Cette limitation était prévisible car cette approche ne
prend pas en compte certaines zones critiques qui sont le siége de fortes contraintes.
Pour palier ces insuffisances une autre approche, utilisant cette fois-ci sur une mo-
délisation plus fine des mécanismes physiques de I’endommagement ductile que
sont :

0 la germination des cavités, qui survient le plus souvent, soit par décohésion a
I'interface matrice-inclusion, soit par rupture des inclusions;

O la croissance de ces cavités par écoulement plastique de la matrice;

O et la coalescence de ces cavités conduisant & la formation d’une fissure macro-
scopique.

s’est développée. L’approche locale de la rupture se différencie par le fait qu’elle
étudie I’évolution des différentes variables qui caractérisent le comportement des
matériaux (contraintes, déformation, écrouissage...) et son endommagement (po-
rosité, variables d’endommagement scalaire ou tensorielles, facteur de forme des
cavités, leurs espacements...) en chaque point de la structure. Elle peut aussi pré-
voir I'amorcage de la fissure & un stage microscopique et suivre son évolution
jusqu’a sa propagation finale.

Nous donnons dans ce qui suit une description des mécanismes physiques qui
accompagnent la rupture ductile des matériaux. Nous commengons par présenter
deux approches utilisées pour modéliser la rupture ductile des matériaux, puis
nous exposons avec plus de détails les trois phases de la rupture ductile ainsi
que quelques modéles proposés dans la littérature pour décrire chacune d’elles.
Les deux modéles de comportement des matériaux endommageables utilisés dans
cette étude que sont le GTN et le GLD ainsi que les étapes principales de leurs
obtentions sont ensuite décrits. Nous proposons a la fin du chapitre une extension
du modéle GLD dans le but de tenir compte de I’échauffement thermique di a la
dissipation plastique qui peut s’effectuer dans des conditions adiabatique ou non.

1.2 Deux approches de la rupture ductile

Deux approches sont couramment utilisées pour la modélisation locale de la
rupture ductile des matériaux. Il s’agit de 1’approche thermodynamique phé-
noménologique [Ger73, Ger86, LC85| et de l’approche micromécanique phy-
sique [McC68, RT69, Gur77|. En plus des différences dans les fondements théo-
riques sur lesquels se basent les deux approches, il y a lieu de préciser que la
variable d’endommagement qui caractérise I’approche micromécanique est la po-
rosité, alors que pour I'approche phénoménologique, la variable d’endommagement
peut étre la porosité, comme dans le cas du modéle de Rousselier [Rou87|, ou tout
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autre variable scalaire ou tensorielle caractérisant la dégradation du matériau sou-
mis a un chargement.

1.2.1 Approche thermodynamique phénoménologique

Elle fait usage des principes de la thermodynamique des processus irréversibles qui
repose sur la théorie de la méthode de I’état local. Cette derniére stipule que 1’élé-
ment de volume d’un milieu continu thermostatique peut étre caractérisé par un
nombre fini de variables internes qui décrivent son évolution. En plus des principes
d’objectivité, de respect de la symétrie de la matiére et de consistance* que doit
satisfaire toute loi de comportement, celles établies dans le cadre de I’approche phé-
noménologique doivent vérifier 'inégalité fondamentale de la thermodynamique.
Cette derniére, connue sous le nom de 'inégalité de CLAUSIUS-DUHEM, fournit
une condition nécessaire de l’existence d’un potentiel thermodynamique associé
aux variables internes. Elle est donnée par

Jds de
y s e
'0( di dt)+a ¢

ol p, s, T' et q désignent respectivement la masse volumique, l’entropie massique,
la température et le flux de chaleur regu par le matériau.

>0 (1.1)

Nl

Les étapes de la formulation des lois de comportement dans la cadre de la ther-
modynamique des processus irréversibles peuvent étre regroupées comme suit :

O choix des phénoménes physiques (élasticité, plasticité, endommagement, etc) et
des variables qui s’y rapportent ainsi que des variables associées ;

O choix du potentiel d’état : définition des variables d’état ;

O analyse des dissipations : définition des relations complémentaires.

Nous présentons, a titre d’illustration, deux modéles obtenus dans le cadre de cette
approche.

LEMAITRE (1985) a proposé une loi de comportement pour des matériaux
élastoplastiques endommageables. Ce modéle emploie le concept de contrainte
« effective », introduit par KACHANOV [Kach8|, qui est déduit de ’hypothése de
I'équivalence en énergie élastique développée par CORDEBOIS et SIDOROFF [CS79|
et qui s’énonce comme suit :

L’énergie élastique d’un milieu endommagé sous la contrainte réelle 3
et la déformation élastique réelle E est égale a celle du milieu sain
soumis a la contrainte effective 3 et la déformation élastique effective

~ €

E .

4¢’est-a-dire vérification des lois de conservation de la matiére (masses et quantité de mouve-
ment).
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L’hypothése d’équivalence précédente a ensuite été généralisée a ’équivalence en
énergie totale [SFB94|. La contrainte effective s’exprime par

Y= ) (1.2)

ou D est la variable d’endommagement : D = 0 pour un matériau non-endommagé
et D = 1 pour un matériau totalement endommagé.

En choisissant 1’énergie libre de HELMHOLTZ T comme potentiel thermodyna-
mique, U'inégalité (1.1) conduit dans I’hypothése des petites perturbations iso-
thermes aux équations :

Y (E®,D,r) = Y.(E® D)+T,(r,D)

1 - So —y\ ot
= —E°:A(D):E¢+ —— | — 1.3
2 ( ) +(SO+1)(SO> " ( )

p - _ (—X)sor (1.4)

ou :

Soet sg sont les paramétres de ’endommagement ;
A, le tenseur des modules élastiques effectifs;

Y, la force thermodynamique associée a la variable d’endommagement D.

LEMAITRE a établi ’expression suivante de Y :

32, 2 S\
Y = —m g(l—u)+3(1—2y) (Eeq> ] (1.5)

ou X, et X, sont respectivement la contrainte moyenne et équivalente. £ et v
sont le module de YOUNG et le coefficient de POISSON.

ROUSSELIER (1987) a proposé un critére de plasticité pour matériaux poreux
qui dérive d’une analyse thermodynamique [Rou87|. Le potentiel thermodyna-
mique choisi s’écrit sous la forme :

v = e (E°) + ¢p (p) + @5 (D) (1.6)

ou p est la variable d’écrouissage et D la variable d’endommagement.
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Le potentiel plastique pour matériaux endommageables ® (im, f]eq, P, Y) proposé
par ROUSSELIER s’écrit :

® (iﬁ,iff P, Y) - (SR P) 4By (iﬁ,y> (1.7)

eq’ eq’

ou :

~R X . .
3 = — est le tenseur des contraintes effectives;

P, la force thermodynamique associée a la variable d’écrouissage p;

Y, la force thermodynamique associée a la variable d’endommagement D ; et

| p, la densité actuelle du matériau.

En choisissant la fonction d’endommagement sous la forme :

Y (D) =o0.f (1.8)

ou o; est relié & la contrainte d’écoulement du matériau par la relation oy =
27 (p) /3, ROUSSELIER a proposé le potentiel suivant :

D Ym _
D (X, Xeg, T, p) = 7" + Cro fexp (—) —a(p) (1.9)

pPo1

ou f et & (p) sont respectivement la porosité et la contrainte d’écoulement du
matériau et C'r, un paramétre qui est déduit de tests. La valeur de Ci varie entre
1,5 et 2.

Le critére de ROUSSELIER présente la propriété remarquable de pouvoir rendre
compte des observations de KOPLIK et NEEDLEMAN [KN88| en ce qui concerne
I’arrét de la progression du flan latéral de la cellule élémentaire lors de la phase de
coalescence®.

1.2.2 Approche micromécanique

L’approche micromécanique s’intéresse a modéliser la rupture ductile des maté-
riaux a des échelles trés fines pour remonter ensuite a 1’échelle macroscopique en
appliquant des concepts micromécaniques rigoureux (représentation, localisation
et homogénéisation). La formulation des lois de comportement dans le cadre de
I’approche micromécanique se fait en général suivant trois étapes :

O définition de la composition de la microstructure du V.E.R a partir de para-
metres morphologique et rhéologique : processus de représentation ;

5Cette constatation se traduit, rappelons-le nous, par ’annulation de la composante radiale
du tenseur taux de déformation [BDO1].
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O expression des données sur les cellules locales en fonction des grandeurs macro-
scopiques : processus de localisation ;

O définition des comportements moyens locaux sur le V.E.R, puis détermination
des grandeurs macroscopiques du V.E.R en prenant des moyennes appropriées :
processus d’homogénéisation.

McCLINCTOCK [McC68| et RICE et TRACEY [RT69] ont été les pionniers a pro-
poser des modéles micromécaniques de croissance de cavités. Ces critéres ont la
particularité d’appartenir & la catégorie de modéles « non couplés »® pour lesquels
la déformation plastique n’est pas couplé a ’endommagement (la porosité f) par
I'intermédiaire d’un critére.

La particularité de 'apparition chronologiquement tardive des potentiels plastiques
d’endommagement dans ’approche micromécanique fait que les premiers modéles
micromécaniques, c’est-a-dire les modeéles « non couplées » jouaient en pratique
un role d’indicateur de ’évolution de I’endommagement, sans influence sur le com-
portement global du matériau. En effet, une description « couplée » des processus
d’endommagement des matériaux doit couvrir au moins deux aspects’ :

0 l'évolution de la variable d’endommagement, c’est-a-dire le changement du vo-
lume des cavités,
0 et 'adoucissement (ou le durcissement) du matériau a cause de cette évolution.

1.3 Meécanismes physiques de la rupture ductile

Il est aujourd’hui admis que la rupture ductile des métaux survient suivant trois
stages que sont la nucléation, la croissance et la coalescence des cavités. Ces phases
ne sont en réalité successives que lorsque 'on étudie un vide isolé. En effet, alors
que certaines cavités commencent a nucléer en un endroit de la structure sous cer-
taines conditions de chargement, d’autres se trouvent en pleine phase de croissance.
Il est aussi rapporté dans la littérature que les détails de chacun de ces mécanismes
peuvent varier d’'un matériau a un autre selon 1’état de contrainte qui régne dans
la structure ou dans une partie de celle-ci [VSCL*85|. Dans cette section, nous
donnons une description des trois stages ainsi que de quelques modélisations cor-
respondant a chacun d’eux.

6Les premiers modéles couplés ont commencé & apparaitre dans les années 70, le plus célébre
d’entre eux est dit & GURSON [Gur77]. Ce modéle ainsi que ses extensions sont présentés dans la
section (1.4).

"Cette condition n’est pas limitative. En effet, d’autres aspects importants tels que leffet du
changement de forme et d’orientation des cavités et la présence d’inclusions dans le matériau ont
été introduits par la suite [PCZ94, KAP00, APC04, GLD97, Gol97, SL04b, SL04a].
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1.3.1 Nucléation des cavités

1.3.1.1 Description du mécanisme

La nucléation des cavités correspond a la création de vides généralement au niveau
des inclusions soit par décohésion de l'interface particule-matrice, soit par rupture
interne de l'inclusion comme le montre le schéma de la figure (1.1).

Cette situation a été observée expé-
rimentalement pour la premiére fois
par TIPPER, rapporté par ST- ONE et
al. [VSCL*85|.Elle provient essentielle-
ment de la localisation des champs de
contrainte et déformation au voisinage
des particules de seconde phase. En ce
qui concerne les métaux, la nucléation
survient en général par fissuration des
grosses particules sous l'effet du char-
gement pour donner naissance aux ca-
vités de premiére population, alors que
les cavités de deuxiéme et troisiéme populations apparaissent par décohésion a
I'interface particule-matrice [VSCL*85, GM87, Ben00]. Ce deuxiéme mode de ger-
mination est provoqué soit par la séparation des faces de la particule et de la
matrice initialement en contact, soit par glissement relatif de ces deux faces, sans
ouverture de la cavité. Des études expérimentales et théoriques ont montré que la
germination de cavités dépend de plusieurs paramétres liés au systéme matrice-
inclusion [Arg95, Arg75| :

ab

Rupture  Décohésion
interne

FiG. 1.1 — Schématisation de la nucléa-
tion des cavités.

Les paramétres morphologiques sont ceux liés a la microstructure du ma-
tériau. On peut citer la nature du matériau composant les inclusions, la forme et
I’orientation de ces derniéres, ainsi que leurs tailles et leurs fractions volumiques.

Les paramétres rhéologiques définissent singuliérement le comportement des
deux constituants. Ce sont essentiellement les modules de YOUNG de la matrice
EMet de I'inclusion ED)| leurs coefficients de PO1ssoN M) et v les propriétés
d’écoulement de la matrice aéM) et nM) et éventuellement ceux de I'inclusion a(()I) et
n) .. ot n et n™) sont respectivement les exposants d’écrouissage de I'inclusion
et de la matrice. En général, la germination de nouvelles cavités est propice dans

le cas ou les rigidités de la matrice et de I'inclusion sont trés différentes®.

811 est & noter que la nucléation de nouveaux vides est amplifiée dans la situation ot les
inclusions sont plus rigides que la matrice.
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Les paramétres de chargement concernent I'orientation des axes principaux
des contraintes ainsi que 1’état de chargement qui peut étre de compression ou de
traction. Des analyses expérimentales ont abouti a la possibilité de germination de
nouvelles cavités par fissuration de la matrice au voisinage de I’inclusion. Ce mode
de nucléation a été notamment observé par BENZERGA qui a noté qu’il survenait
a un stade tardif du processus de germination [Ben00].

1.3.1.2 Modéles de germination

Un des premiers modéles de germination des cavités est di & GURLAND et
al. [GP63] qui ont proposé un critére énergétique de nucléation par rupture de
particules de formes sphériques. Plusieurs autres modéles de germination de ca-
vités ont été proposés. Certains ont été obtenus en exploitant les résultats de
GURLAND et al. [Arg75, FG81a, FG81b|, d’autres en étudiant expérimentalement
la nucléation dans certains matériaux |[Ber81|. NEEDLEMAN et RICE [NR78| ont
développé un critére de nucléation phénoménologique [NR78|.

Modéle d’ARGON : ARGON et al. [Arg75, Arg76, Arg95| ont analysé la dis-
tribution des contraintes et déformations autour d’une particule rigide de forme
cylindrique dans le cas d'un champ de déformation lointain £y = —ES. 1ls ont
montré que la condition énergétique de GURLAND et al. [GP63] était nécessaire
mais pas suffisante et qu’elle doit s’accompagner de la condition que la contrainte
au niveau de l'interface o; soit supérieure a la limite de traction oy.

Dans le cas ou I’écrouissage de la matrice est non-linéaire, ils ont trouvé que la
contrainte au niveau de l'interface o; peut étre bornée par :

N W

T<o0; <27 (1.10)

ou 7 est la contrainte d’écoulement en cisaillement. Et puisque dans la situation
ol le champ de déformation n’est pas purement tangentielle la composante hydro-
statique X, doit étre soustraite de la contrainte a l'interface o;, ils ont proposé le
critére :

0; = ApSeq + S (1.11)

ou 'approximation oy &~ /3 T est employée, et ot 7 est remplacée par la contrainte
équivalente de VON MISES X.,. A4 = 1 pour des inclusions cylindriques et A4 =
1,77 pour des inclusions sphériques [MM86]|. Un défaut de ce modéle est qu’il
ne prend pas en compte l'effet de taille des cavités ou ce qui revient au méme,
I'interaction entre vides.
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Modéle de Beremin : Le groupe Beremin [Ber81| ont proposé un critére de
germination de cavités. Celui-ci a été établi en analysant des sections longitudinales
de différentes éprouvettes rompues lors d’essais de traction. Les résultats ainsi
obtenus sur un acier A508 ont été ensuite comparés a des calculs éléments finis.
La contrainte critique de rupture a l'interface matrice-inclusion o; s’écrit donc :

K (SP)

CB

O'Z':E[—f- (Eeq—ﬁ) (]_]_2)

ou Y est la contrainte principale maximale, cg un coefficient qui prend en compte
I'écrouissage local de la matiére et K (SP) un paramétre dépendant de la forme
des inclusions. Bien que ce critére soit largement utilisé pour décrire la phase de
nucléation [FMT87, BBS99, HBP05, LSP06|, il présente cependant la faiblesse
de ne pas expliquer le passage d'un mode de nucléation par rupture interne a
celui par décohésion, selon l'orientation des particules par rapport a la direction
de chargement maximale [Ber01|. Bien que cette modélisation soit plus riche que
celle proposée par ARGON et al. (1.11), vu qu’elle prend en compte la forme des
particules, elle se réduit cependant a cette derniére pour des particules sphériques
et une matrice non écrouissable.

Modéle de NEEDLEMAN et RICE : Ces auteurs ont élaboré un critére de
nucléation piloté par la contrainte d’écoulement & et de la contrainte moyenne 3,
suivant la formule [NR78| :

fn = AG+BY,, (1.13)

ol ¢ = h.P est le taux de contrainte d’écoulement lié¢ au taux de déformation
plastique cumulée par I'intermédiaire du module plastique h.°. La relation (1.13)
offre la possibilité de controler la nucléation des cavités soit par la déformation
plastique cumulée B = 0, A > 0, soit par la contrainte normale maximale B >
0, A = 0, soit par les deux en méme temps B > 0, A > 0. Dans la premiére
situation (B = 0 et A > 0), CHU et NEEDLEMAN [CN80| ont supposé que la
germination de nouveaux vides suit une distribution normale avec une déformation
moyenne €y et un écart type sy :

f = I exp ! (5#’_751\,)2 gp (1.14)
" SN\/% 2 SN .

ou fy est la fraction volumique de cavités dont ’amorcage est gouverné par la
déformation plastique cumulée. Les mémes auteurs proposent les valeurs sy = 0, 1,
ey = 0,3 et fy = 0,04. Ces derniéres sont largement utilisées dans la littérature.

9Dans le cas d’une matrice ayant un comportement thermomeécanique, I'influence de la tem-
pérature T doit étre prise en compte : ¢ = heP + h.T. Une telle étude n’a jamais été effectuée
4 notre connaissance.
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Cependant, le choix de ces trois paramétres doit se faire avec précaution aprés
étude de la microstructure du matériau [BD01|. En effet, les valeurs précédentes
signifient que la moitié des inclusions présentes dans le matériau est rompue pour
une déformation cumulée &7 = 0, 3, et qu’a un niveau de déformation &7 = 0,5 la
quasi-totalité de ces inclusions sont rompues. Alors que des études expérimentales
ont montré, comme nous ’avons vu précédemment, que la germination des cavités
dépend de plusieurs facteurs.

1.3.2 Croissance des Cavités
1.3.2.1 Description du mécanisme

La phase de croissance correspond au grossissement de volume des cavités déja
nucléées. Elle se produit en raison de 1’écoulement plastique de la matrice qui
provoque un durcissement de celle-ci autour du vide.

Les frontiéres de la cavité deviennent
alors solidaires de la matiére et évo-
luent avec elle suivant le chargement
(figure 1.2).11 a été observé expérimen-
talement que la phase de croissance
peut commencer avant la décohésion
totale de la matrice autour de l'in-
clusion. Cette situation pose le pro-
bléme du role de la particule lors de la
croissance qui aura tendance & contenir
cette croissance le long des surfaces res-
tant en contact. Notons aussi que rien
n’interdit & ce que la décohésion reste incompléte jusqu’a coalescence. Un modéle
prenant en compte la croissance et la coalescence des cavités en présence d’in-
clusions a été proposé par SIRUGUET et LEBLOND [SLO04a, SL04b|. Il permet de
mettre en évidence l'influence de la présence de particules sur la rupture ductile
des matériaux.

Fig. 1.2 — Schématisation de la crois-
sance des cavités.

Des études ont abouti au résultat que la croissance des cavités dépend essentielle-
ment de deux paramétres [Tve81, Gol97, GLD97, Ben00, BBP04a, BBP04b] :

L’interaction entre cavités : dans la situation ou les fractions volumiques de
vides sont faibles, I’évolution de leurs volumes peut étre considérée indépendante
de celle des cavités situées dans leurs voisinages. Cette circonstance concerne la
majorité des modélisations de cette phase qui adoptent les hypothéses simplifica-
trices que ce mécanisme s’effectue :
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0 d’une maniére non contrainte, c’est-a-dire que la nucléation de cavités est totale
et instantanée ;

O sans interactions avec d’autres vides, c’est-a-dire que les cavités sont supposées
assez éloignées les unes des autres pour pouvoir négliger I'interaction des champs
mécaniques qui les entourent.

Cependant dés que l'ordre de grandeur des porosités devient relativement élevé,
les vides commencent & interagir. Par conséquent, une analyse plus fine incluant
ces effets doit étre utilisée.

Le taux de triaxialité : la croissance des volumes des cavités est sensible a
I’état de contrainte qui régne autour d’elles. Cette dépendance est selon plusieurs
études liée a la triaxialité 7'° qui régne dans le matériau. MCCLINTOCK [McC68]
et RICE et TRACEY [RT69] ont établi une relation exponentielle entre le taux de
croissance des cavités et la triaxialité. BENZERGA et al. [Ben00| ont mené une étude
expérimentale pour mettre en évidence le role de cette derniére sur la croissance des
vides. Pour cela, ils ont effectué des essais de traction sur des barres axisymétriques
entaillées en acier ferrito-perlitique de classe X52. Le paramétre d’entaille { des

r
éprouvettes est donné par la relation ( = 10—, ou 7 est le rayon de l'entaille et R

le rayon de la section minimale de I’éprouvette comme le montre la figure 1.3-a.
L’effet de cette grandeur a été pris en compte en choisissant trois valeurs du rayon
d’entaille initial et en gardant le méme rayon de la section minimale : plus le rayon
de V'entaille r est grand, plus ( est grand, ce qui implique que la triaxialité 7
est petite. Les barreaux utilisés sont désignés par AER,. Les figures 1.3-b, 1.3-c
et 1.3-d représentent trois cavités situées au centre des trois éprouvettes dont les
paramétres d’entaille sont respectivement ( = 2, ( =4 et ¢ = 10.

Les figures 1.3-e et 1.3-f résument les mesures quantitatives des dimensions des
cavités, selon la longueur d; et selon la largeur dg, rapportées aux dimensions
moyennes initiales des inclusions MnS, (d), dans le sens longitudinal et (dg),
dans le sens de la largeur, en fonction de leurs positions radiales » normalisées par
rapport au diameétre de la section minimale aprés rupture ¢,,;,. Il est & noter sur
la figure 1.3-f que la croissance des vides est plus élevée au centre que dans les
régions proches du bord extérieur de I’éprouvette. Le taux de croissance latérale
de la cavité centrale est plus important dans le cas de fortes triaxialités (( = 2),
il est d’environ 9 fois I’épaisseur moyenne initiale. Alors qu’il est de I'ordre de 5
fois cette épaisseur pour des triaxialités moyennes (¢ = 4) et 3,5 fois I’épaisseur
initiale pour de faibles triaxialités ( = 10. Enfin, nous observons sur la figure 1.3-e
que les niveaux de croissance sont plus importants au centre de la barre pour une
triaxialité forte comparativement a ceux des vides sous faible triaxialité.

Notons enfin que plusieurs autres études ont été effectuées dans le but d’analy-
ser l'influence d’autres parameétres tels le coefficient d’écrouissage BUDIANSKY et

1013 triaxialité est définie comme le rapport de la contrainte moyenne ¥, & la contrainte
équivalente Yy : 7 = X, /Zeq
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Fi1G. 1.3 — Taux de croissance des cavités dans des éprouvettes axisymétriques
entaillées en acier [Ben00)|

al. [BHS82], la vitesse de déformation et la température HAO et BROCKS [HB97],
NEEDLEMAN et TVERGAARD |[NT85].

1.3.2.2 Modéles de croissance

Plusieurs travaux ont été menés dans le domaine de la modélisation de 1’évolu-
tion du volume des vides au cours du chargement ([McC68, RT69, Gur77, Tve8l,
NT84, PL90, GLD93, GLD94, GLD97, SL04a|). Nous présentons quelques résul-
tats des travaux entrepris par MCCLINTOCK [McC68] et RICE et TRACEY [RT69).
Ces deux auteurs ont proposé des critére de croissance des cavités sphériques et
sphéroidales pour des matrices parfaitement plastiques et écrouissables.
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McCLINTOCK a élaboré une loi d’évolution d’une cavité elliptique noyée dans
une matrice écrouissable obéissant a une loi d’écrouissage de type ¢ = Ke™, ou n
est le coefficient d’écrouissage. Elle est donnée par

% - T%sinh (ﬁu —n) T) EP (1.15)

ol R est le rayon moyen de ellipse.

McCLINTOCK a aussi proposé un critére de croissance d’une cavité sphérique
contenue dans une matrice ayant un comportement parfaitement plastique. Le
rayon de la sphére R obéit dans ce cas a

: )
R /3sinn (\/é ”) (1.16)
RE33 Eeq

ol 3y est la contrainte suivant la direction perpendiculaire a I’axe de chargement,
Yeq est la contrainte équivalente de VON MISES et Ejs3 est le taux de déformation
suivant I’axe de chargement.

RICE et TRACEY ont établi une loi d’évolution du rayon R d’un vide sphérique
noyé dans une matrice rigide-parfaitement plastique :

R 35\ -

00

Dans le cas d’une matrice écrouissable, la relation 1.17 se met sous la forme
R 3\ -
= 0,283 exp (57) EP (1.18)

HUANG [Hua91] a montré que le terme 0,283 est sous estimé pour des taux de
triaxialités élevés. Il propose le modéle :

=0,427exp (3T Ep pour 7 > 1
(:7) (1.19)

=0,427TY* exp (%T) EP  pour % <7T<1

5| | =
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(35,0}

(a) Striction interne (b) Coalescence en bande (c) Coalescence mixte

F1G. 1.4 — Différents modes de coalescence observés par BENZERGA et al. [Ben00)|
1.3.3 Coalescence des cavités

Par coalescence nous distinguons celle dite microscopique et qui est le résultat de la
jonction entre cavités voisines, tandis que la coalescence macroscopique est définie a
une échelle plus grande comme étant la frontiére entre un état d’endommagement
"diffus" et celui avec "fissure" [Ben00]. C’est le mécanisme physique le moins
compris de la rupture ductile en raison notamment :

O des difficultés expérimentales a observer un tel phénoméne qui une fois amorcé,
conduit rapidement a la rupture de I’élément de matiére ;
0 de la variété des modes de coalescence :

o striction interne du ligament de matiére entre vides comme le montre la fi-
gure 1.4-a,

o formation d’une bande de cisaillement comme indiqué sur la figure 1.4-b,

« coalescence en mode mixte, c’est-a-dire qu’a la striction interne entre grosses
cavités succéde une localisation de la déformation plastique, due a la coales-
cence des petites cavités, qui conduit, en général, a la rupture du ligament
par cisaillement 1.4-c.

O de la forme des cavités et de I’espacement entre celles-ci [BBP99] ainsi que la
présence d'une population de cavités de petites tailles situées entre les grosses
cavités [Per92|.

Dans le but de surmonter ces difficultés expérimentales, plusieurs auteurs se sont
tournés vers 1’outil numérique pour mieux comprendre ce phénoméne. Une étude
remarquable dans ce domaine est due & KOPLIK et NEEDLEMAN [KN88| qui ont
analysé les résultats de simulations numériques effectuées sur des cellules élémen-
taires de formes cylindriques constituées d’une matrice élastoplastique contenant
un vide en son centre. Ces calculs ont montré qu’au cours de la coalescence le flan
latéral de la cellule cesse de progresser et que les couches de matériau situées au
dessus et au dessous du vide et touchant ses poles cessent de se déformer. Cepen-
dant, la modélisation de la coalescence souléve deux problématiques. La premiére
est la détermination d’un critére qui caractérise le début de ce stage. La deuxiéme
concerne ’élaboration d’un modéle capable de décrire le comportement du maté-
riau du début de la coalescence jusqu’a la rupture finale.
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1.3.3.1 Critéres de coalescence

Critére de THOMASON. A un stade avancé de la croissance des cavités, de
fortes interactions apparaissent entre elles transformant la matiére en forme de
ligaments [Tho85, Tho90, Ben00)].

Ceux situés entre les vides voisins com-

mencent alors a strier permettant ainsi zZA
aux cavités de se rejoindre : c’est la
coalescence par striction interne (fi-
gures 1.4-a). THOMASON a proposé de 0
modéliser ce phénoméne en supposant £
que la striction du ligament survient \
quand celui-ci atteint sa charge plas- 1\ y
tique limite. Il a aussi observé expéri- g
mentalement qu’a ce niveau de char- 2A
gement, la déformation se concentre X </
brusquement sur une couche perpen-
diculaire a 1’axe principal de charge- @
ment et les zones de matériau situées v
en dessus et en dessous de cette couche p 2B R
cessent, de se déformer.

o

! \

e\

FiGc. 1.5 — V.E.R. correspondant au cri-
Partant de ces observations, THOMA- tére de THOMASON [Tho85, Tho90].
SON |Tho85, Tho90] a effectué une ana-

lyse limite d’un V.E.R. de forme prismatique carrée contenant une cavité ellipsoi-
dale (figure 1.5) pour aboutir au critére :

e (o o] 0

win

B-b B

ou :

(@ et b sont les demi-axes de la cavité dans les directions radiale et axiale;

A et B, la largeur et la hauteur du V.E.R.;

0o et 2,,, la limite d’élasticité de la matrice et la contrainte macroscopique dans la
direction axiale z; et

| fo, la porosité initiale du V.E.R.

L’équation (1.20) peut étre reformulée différemment en introduisant les variables

adimensionnelles y = % = (%f)\e_s)ﬁ, W =a/bet A\ = % = A\gexp (%Eeq) qui

représentent respectivement, la taille du ligament, le paramétre de forme de la
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cavité et I'espacement entre cavités [Ben02, BBP04b, BDO1, PHO0|. Le critére se

réécrit : )
)y 1—x 1
Z = (1—-y> 1001 —= 1,24/ = 1.21
= x>[,(xw)+,\/;] (121

Critére de PERRIN-LEBLOND. PERRIN et LEBLOND [Per92, PL93, Leb03|
ont proposé un critére de coalescence utilisant la théorie de localisation de la
déformation de RUDNICKI et RICE [RR75]. PERRIN a repris l'analyse de YAMA-
MOTO [Yam78| effectuée sur un matériau obéissant au modéle de GURSON et
montré que les porosités critiques ainsi obtenues surestiment celles calculées nu-
mériquement par KOPLIK et NEEDLEMAN [KN88| et BECKER et al. [BSRAS89.

Il a expliqué cet écart par le fait que la
théorie de RUDNICKI ET RICE prévoit
la possibilité de formation de bandes
de cisaillement inclinées par rapport au _\

z A
plan perpendiculaire a la direction de 1 \Q)/

chargement, alors que les résultats des N _/S
simulations ne prédisent de coalescence R y
que dans ce plan. Une deuxiéme expli- 2A 2D >
cation est liée au fait que I'étude de !_/ 77T
YAMAMOTO [Yam78| ne prend pas en B ] p
compte l'effet de la fraction volumique Y 75/ S
initiale de vide sur la porosité critique \_/

de coalescence. Quantité que plusieurs 2B |
auteurs s’accordent a dire qu’elle joue

un role primordial. Fic. 1.6 — V.E.R. multi-couches corres-

En exploitant les observations de KO- pondant au critére de PERRIN [PBR92].

PLIK et NEEDLEMAN |[KN88| en ce qui concerne I'existence d’une couche forte-
ment poreuse située entre deux couches rigides au début de la coalescence, PER-
RIN [Per92| a proposé d’appliquer le formalisme de RUDNICKI ET RICE (analyse
revisitée avec LEBLOND [PL93]) & une couche centrale poreuse. Cette couche dont
le comportement obéit au modéle GTN [Gur77, Tve81, TN84| est située entre deux
couches saines obéissant au critere de VON MISES introduisant ainsi la notion du
V.E.R. multicouche ( figure 1.6). Le critére élaboré s’écrit :

2
=) . 3 u® 3(1—v)o . 3 @
©  q1gaf® sinh | 2ge =" — gq%@ (1- f(p)) F® ginh [ Sgp =
o 27 o9 E 2% o

3 oW
X [cosh (§q20—0> - Q1f(p)]

ou 'exposant (p) fait référence & une quantité exprimée dans la couche poreuse
(par exemple fP est la porosité de la couche poreuse), ¢; et go sont les coeffi-
cients de TVERGAARD [Tve81| et ¢ la limite d’élasticité. Une des faiblesses de
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ce critére est qu’il a été obtenu en utilisant le modéle de croissance GTN. Par
conséquent, la pertinence de 1’'utilisation de ce critére avec des modeéles de crois-
sance autres que celui avec lequel il a été obtenu n’est pas assurée. Par ailleurs
SUQUET |GLD97, GLPDO01] a noté que la modélisation du V.E.R. par un multi-
couche pendant la phase de coalescence induit des conséquences sur la surface de
charge macroscopique au cours de la croissance. Celle-ci devient nécessairement
anisotrope a cause de la présence de couches de matériaux différentes.

1.3.3.2 Modéles de coalescence

Modéle de TVERGAARD-NEEDLEMAN : TVERGAARD et NEEDLE-
MAN |[TN84| ont proposé un modéle de coalescence initialement élaboré pour cor-
riger le critére de Gurson [Gur77| qui prédit mal la rupture finale du matériau.

Cependant, celui-ci ne présente pas de restric-
tion pour une utilisation avec un autre modéle f* A
de croissance. Ces auteurs ont pris en compte
I’évolution rapide de la porosité au cours de fu _________
cette derniére phase de la rupture ductile en
remplacant la porosité f, qui apparait dans

le potentiel plastique de GURSON, par une S
fonction f*dont ’expression est la suivante (fi- .f -------
gure 1.7) :

, : >
P {f sif <l (g £1 f

fc_'_(s(f_fc) Sifzfc .
Fic. 1.7 — Graphe de I'évolution

de la fonction f* (f).
ou :
(6= (fu—f.)/ (fr — f.) a été introduit pour représenter 'augmentation rapide
de la porosité aprés coalescence;
feet fr désignent respectivement la porosité de début de coalescence et a rupture;

fu est la valeur que prendrait f*lorsque I’élément de volume ne peut plus sup-

porter de contraintes (X = 0).

Modéle de BENZERGA : BENZERGA [Ben02] a élaboré un modéle complet de
coalescence par striction en utilisant le critére de THOMASON (équation 1.21). La
possibilité du passage de la forme de la cavité, au cours de ce stage, d’un ellipsoide a
un cone a été prise en compte, d'une maniére phénoménologique, en introduisant un

1

facteur de forme « dont les valeurs varient entre 7, = 5 (cavité forme ellipsoidale)
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et 7y = 1 (cavité conique). BENZERGA [Ben02] propose I’expression suivante pour
v

Ye sl X < Xe
V= e .
Yet 0 (X —xe)  six > xe

ol Y. est la taille du ligament au début de la coalescence. L’expression de la taille
du ligament s’écrit cette fois-ci

b

=5 = (31 (1.23)

BENZERGA et al. [BBP99, Ben00, BBBP02| proposent de remplacer la porosité
f par la nouvelle variable interne y, car elle semble plus appropriée a décrire la
striction du ligament, et de réécrire le critére de THOMASON (1.21) sous une forme
plus générale :

| om |

o

e
=1 4
g

D (Legy Zomy X, W) = (1-x*)C(x, W) (1.24)

[\CRNGV]
[\CRNGV]

ou la quantité

-1 2

x -1 1
C(x,W)=0,1 1,3/~ 1.25
b W) =0, (W2+0,1X—1+0,02X—2) +5 \/; (1.25)

a été modifiée d’'une maniére phénoménologique, puis calibrée sur des calculs de cel-
lules afin d’éviter la divergence du terme au dénominateur dans le cas de vides trés
aplatis (W — 0). La relation (1.24) se réduit a (1.21) dans la circonstance d’une
modélisation axisymétrique. La condition de I'arrét de I’avancement du flan latéral
observé lors de la phase de coalescence est vérifiee par le nouveau critére (1.24);
nous avons bien

0P

Ezz = )\paT =

0 (1.26)
ou A\, est le multiplicateur plastique.

BENZERGA a complété le modéle en proposant des lois d’évolution des différentes
variables internes. Pour cela, il a exploité les résultats obtenus par KOPLIK et
NEEDLEMAN [KN88| qui peuvent s’exprimer sous forme mathématique comme
suit (figure 1.5) :

B |coal: Oeta |coal: A |coal (127)
La loi d’évolution de variable taille de ligament y a été obtenue en dérivant 1’équa-

tion de la conservation du volume de la matrice par rapport au temps. En intro-
duisant les relations (1.27) nous aboutissons a

. 3N 3y . X .
2|2l A 1.28
X 4W[x2 ]6 +277 (1.28)
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Celle du paramétre de forme a été établie en calculant la dérivée temporelle de
W = a/b, puis en injectant les équations (1.27-b) et (1.28)

. A .
W= 22 {1—1] CL (1.29)

Enfin, la variable d’espacement \ est gouvernée par

.3,
A=oae (1.30)

1.4 Le modéle GTN

Dans cette section nous présentons le modéle de Gurson ainsi que les différentes
extensions et améliorations qui lui ont été apportées.

1.4.1 Le critére de plasticité

GURSON [Gur77] a proposé un modéle de comportement pour matériaux poreux
obtenu par analyse limite d’un V.E.R. sphérique ou cylindrique contenant un vide
de méme forme.

Le modéle est la donnée d’un critére de plas-
ticité, d’une loi d’écoulement régie par la régle ZA
de normalité et d’une loi d’évolution de la po-

rosité. Le matériau constitutif utilisé par GUR- _a
SON pour décrire le comportement de la ma-

trice est supposé rigide parfaitement plastique
obéissant au critére de VON MISES. Le V.E.R., L
schématisé sur la figure 1.8 dans le cas d’une

forme sphérique, est soumis a des conditions N
de taux de déformation homogénes au bord :

v = E.x sur le bord extérieur 0Vy  (1.31)
Fi1G. 1.8 — V.E.R correspondant

au critére de GURSON pour cavi-
GURSON a utilisé la méthode cinématique de  tgg sphériques.

la théorie de ’analyse limite qui consiste a :

O trouver une famille de champs de vitesses, compatibles avec les conditions aux
limites,
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0 minimiser la dissipation plastique correspondante.

Le champ proposé par GURSON est de la forme

- v
v(z)=F .x+ ﬁEmeT

N ~/ s " . . hd
ou E est le déviateur du tenseur taux de déformations macroscopiques E et
E,, = Ex/3, le taux de déformation macroscopique moyen. e, est le vecteur
unitaire dans la direction radiale. Le critére obtenu s’écrit :

»2 3%
@(Eeqazmvf): —egq+2fC05h (__m) _1—f2:0 (132)
o 2 o0y

Le critére (1.32) connu sous le nom de critére original de GURSON, présente les
particularités suivante :

O dans le cas d’'un matériau dense pour lequel la porosité est nulle (f = 0), nous
retrouvons ’expression du critére de MISES :

0 Larégle d’écoulement plastique macroscopique associée par la régle de normalité
restant valable dans le cas d’un matériau poreux |[Gur77, Leb03], le tenseur des
taux de déformations plastiques macroscopiques s’écrit :

-3 0% A { S A (g&) 1] (1.33)

"oy os 0o 0o

En calculant la trace de ce tenseur trEp, nous obtenons

. . by
trEP = )\pg sinh (;_m) (1.34)

0o 0o

Il s’ensuit que pour une porosité et une contrainte moyenne toutes deux non
nulles (f # 0 et X,, # 0) le volume total varie (trE” # 0) selon I'état de

chargement (signe de ¥,,). Cette variation traduit le fait que le modéle de
Gurson prend bien en compte le changement de volume des vides.

O le critére (1.32) présente la faiblesse de ne pas pouvoir prédire une porosité
réaliste & la rupture. En effet, un modéle de comportement doit vérifier les lois
qui le régissent jusqu’a la rupture totale, c’est-a-dire jusqu’a la perte totale du
matériau de sa capacité a supporter des charges'!'. Sachant qu’a ce moment,
I’équation 1.32 prend la forme

d=(1-/)2=0 (1.35)

I Cela se traduit mathématiquement par I’écriture : ¥ = 0
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Par conséquent, la porosité a rupture est égale a f = 1. C’est-a-dire, matériau
totalement constitué de vide. Il va de soit que ce niveau de fractions volumiques
de vide n’est jamais atteint en pratique.

Le critére (1.32) donne de bonnes approximations pour de fortes triaxialités. Il
surestime cependant la déformation a rupture (ou ductilité) du matériau pour de
faibles triaxialités [BDO1, Leb03]. Pour remédier a cette situation, due en partie
a la non-prise en compte de 'interaction entre cavités, TVERGAARD [Tve81]| a
proposé d’introduire trois coefficients ¢q;, ¢» et ¢g3. Il a en outre remplacé dans
I'équation (1.32) la limite d’élasticité o par la contrainte d’écoulement &, comme
suggéré par GURSON |[Gur77|, pour inclure 1'écrouissage isotrope du matériau. Il
a abouti a

Y2 3 X
— eq m 2
) (Zeqa Em, f, U) = ? + 26]1f cosh (56_&7) —1- C_Igf =0 (136)

Si un certain consensus semble se dégager sur les valeurs de ¢ = 1 et g3 = ¢7, le
coefficient ¢; a fait 'objet de plusieurs propositions variant de ¢; = 1 a ¢; = 1, 5.
PERRIN et LEBLOND [PL90| ont obtenu la valeur de ¢; = 1/e = 1,47 a partir d’un
raisonnement de type auto-cohérent. Si cette extension améliore les prédictions
du modéle pendant la phase de croissance [Tve81, TN84, Per92, Leb03], elle ne
résout toujours pas la problématique de la description de la coalescence. En effet,
le nouveau critére prédit une porosité a rupture f = 1/q;, qui est de I'ordre de
f =0,68 pour ¢ = 1,47. Ce niveau de fractions volumiques de vide reste encore
élevé. Pour prendre en compte la perte « rapide » de rigidité du matériau pendant
le stage de coalescence, TVERGAARD et NEEDLEMAN [TN84] ont couplé le modéle
de coalescence qu’ils ont élaboré (décrit au paragraphe 1.3.3.2) avec le critére 1.36.
Le potentiel plastique modifié s’écrit

_ qu * 3 Em *\ 2
Q(Xeq, X, f,0) = = T 2q1 f* cosh =)~ IL—(quf")"=0 (1.37)

ou f* est donnée par 1’équation (1.22).

L’introduction de la porosité fictive f* permet de mieux modéliser le processus de
coalescence, mais introduit un nouveau couple de paramétres & identifier (f., fr)
ou (fe,0). De plus, Benzerga [Ben02| rapporte qu’il n’existe pas de couple unique
(fe,0) pour décrire le processus de rupture en utilisant le critére (1.37).

1.4.2 Loi d’écoulement associée par normalité

Soit une structure, composée de matiére et de vides, ayant un volume total Vi,
de frontiére OV, Notons Vi, et Viiq le volume de la matiére et des vides, res-
pectivement. Le lemme de HILL-MANDEL s’énonce comme suit :
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Lemme de HILL-MANDEL Soient @ () un champ de vitesse cinématiquement
admissible, ¢’est-a-dire vérifiant @ () = E.x sur la frontiére Vi, et o (x) un
champ de contrainte statiquement admissible, c¢’est-a-dire vérifiant la condition
dive (x) = 0 dans Vyy, et o () .n(x) = 0 sur OV, Ces deux champs ne sont,

a priori, pas reliés par une loi de comportement. Nous avons :
(1—Jf) <o(®):é(x) >y, =<0 (@) :&(x) >,

ou < . >y désigne la moyenne sur le volume V. En prolongeant le champs o (x)
par O sur le volume des vides V4, nous aboutissons a ’expression du lemme de
HILL-MANDEL :

Y:E=<o(x): &) >y,=1—-f)<o(x):é(x) >y, (1.38)

Etudions maintenant un point sur la surface de charge ® (o, R) caractérisé par un
écoulement plastique €P et un état de contrainte o. R représente I’écrouissage du
matériau, c’est-a-dire qu’a I’état initial, sans écrouissage, R = 0. En appliquant
pendant cet écoulement rigide plastique un état de contrainte virtuel o* caractérisé
par ® (6*, R) < 0, le Principe du Travail Plastique Maximal de HiLL (P.T.P.M.)
s’énonce comme suit :

L’état de contrainte qui provoque un écoulement plastique donné est
celui qui développe le plus grand travail plastique, comparé a celui de
tout autre état de contrainte ne violant pas le critére de plasticité.

ou encore sous forme mathématique :
oc:eP>0":eP soit (0—0%):6P>0 (1.39)
De ce principe découlent deux conséquences :

O la convexité du domaine élastique définie par ¢ (o, R) < 0,

O la loi d’écoulement plastique €P doit étre nécessairement normale & la surface
de charge ¢ (o, R) en o.

En utilisant le lemme de HILL-MANDEL nous pouvons écrire
(- :E=(01-f)<(o—0%):é>y.,

oll X et X" sont respectivement les tenseurs des contraintes macroscopiques cor-
respondant a o et o*. Il s’ensuit

(Z—-2%:E°>0 (1.40)

Nous passons ainsi d’une écriture a I’échelle microscopique (1.39) a I’échelle macro-
scopique (1.40). Ce qui nous permet de conclure que la loi d’écoulement plastique
macroscopique satisfait la régle de normalité :

. 00

0P =\ Z— O\, > :
EP=hyas A 20 (1.41)
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1.4.3 Evolution de la porosité

La loi d’évolution de la porosité peut étre approchée en utilisant la condition d’in-
compressibilité plastique de la matrice. Dans le cas ou la nucléation de nouveaux
vides n’est pas prise en compte, nous avons :

. . .
Vmat = VTot - V;)id =C" = VTot = V;)id

En utilisant la définition de la porosité f = Viq/Vro, expression précédente
s’écrit :

f' _ "/;)id ‘/vzd VT ( ‘/vzd) VTot
VTot Vﬁot o VTot VTot

Sachant que VTot [Vior = trEp, nous aboutissons a la loi :
f=301-/)E", (1.42)

Dans la circonstance ou la nucléation doit étre prise en compte, nous devons distin-
guer deux contributions dans la loi de croissance : une partie due a I’augmentation
du volume des vides existants V¢, et une autre correspondant a la germination
de nouvelles cavités V" Cependant, il faut noter que le taux de croissance du
volume total n’est lié qu’a la partie V¢, c’est-a-dire Vi, = V¢,. Nous pouvons
donc écrire

: Voa Ve, _ Veat Vi Ve Viia \ Vot | Vi

12 2
VTot VTot VTot VTot VTot VTot VTot

. s c,p vn
Soit en notant le taux de nucléation de nouvelles cavités f,, = T
O

f=fet fo=3(1=NEL + [ (1.43)

1.4.4 Prise en compte de I’écrouissage

Comme nous 'avons vu au paragraphe 1.4.1, ’écrouissage isotrope peut étre intro-
duit en remplacant la limite d’élasticité oy qui apparait dans le critére de plasticité
par la contrainte d’écoulement ¢ [Gur77|. L’évolution de cette derniére est déduite
de I’équivalence entre la dissipation plastique macroscopique du matériau X : EP
et la dissipation plastique microscopique &P, tout en tenant compte de la présence
de vides dans le matériau ; ce qui améne a

(1-f)géP =% : EP (1.44)
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>: EP
(1-=f)o

=0 =h (1.45)

Cette extension heuristique, mise en ceuvre par TVERGAARD et NEEDLE-
MAN [TN84]|, n’est cependant rigoureusement correcte que pour des exposants
d’écrouissage n < 0,2. Au dela de cette valeur I’écriture précédente conduit & une
surestimation de la croissance des cavités [BDO1]. Pour palier cette situation, LE-
BLOND et al. [LPD95| ont proposé de modifier le critére (1.32) en remplacant la
limite d’élasticité oy, qui apparait deux fois dans le critére par deux paramétre
o1 et 09 qui dépendent de la porosité initiale fy et de E,, et E,, qui s’expriment

comme suit :
tlo., ., LI
Eeq:/,/_E:Edt; Em:/\Em\dt
0 3 0

Le critére de plasticité s’écrit donc

¥2 3
@(Eeqazmafaalao-Q) :—62q+2fCOSh (§—m> _1_f2:0
o

1 02

Les exposants d’écrouissage des matériaux retenus pour les applications envisa-
gées dans ce travail de thése sont inférieurs a 0, 2. Par conséquent, nous utilisons
I'expression du critére de plasticité donnée par ’équation (1.37).

1.4.5 Prise en compte de I’élasticité

Il est important, lors de 'implémentation de lois de comportement dans un code
de calcul, d’incorporer une relation décrivant le domaine élastique du matériau.
Puisque le cadre eulérien s’impose aisément pour I’écriture de tels modéles, notam-
ment pour pouvoir prendre en compte les grandes déformations, la loi d’élasticité
sera écrite dans le méme cadre [Leb03|. Dans le souci de vérifier le principe d’ob-
jectivité, la loi d’élasticité est écrite sous sa forme hypoélastique

=340 -QX=A°:¢° (1.46)

ou :

(Q est le tenseur taux de rotation du référentiel lié 4 la matiére par rapport a celui
de 'observateur;
et Y sont les dérivées temporelles de > dans les référentiels liés a ’observateur
et a la matiére, respectivement ;

A€ est le tenseur des modules élastiques;

€¢ est le tenseur taux de déformation élastique.
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Ce travail de recherche consiste a implémenter une loi de comportement élasto-
plastique pour matériaux endommageables connue sous le nom du GLD en réfé-
rence aux auteurs (M. GOLOGANU, J.-B. LEBLOND et J. DEVAUX). L’objectif est
d’étudier I'influence du changement de forme des cavités au cours des opérations
de mise en forme des métaux. Une extension de ce modéle a la situation ou un
échauffement thermique lié & la dissipation plastique est généré dans matériau est
élaborée. Le GLD ainsi que la procédure suivie pour effectuer le couplage thermo-
micromécanique sont présentés dans les sections (1.5) et (1.6) respectivement. Les
détails de I'implémentation de cette modélisation le sont au chapitre 2.

1.5 Présentation du modéle GLD

GOLOGANU et al. [GLD93, GLD94, Gol97| ont proposé un modéle microméca-
nique pour décrire le comportement de matériaux contenant des cavités sphéroi-
dales aplaties ou allongées pouvant changer de forme au cours du chargement. Les
hypothéses d’axisymeétrie de la géométrie des vides et de leur alignement font que
I'isotropie transverse de la matiére est respectée.

1.5.1 Le critére de plasticité

Le modéle GLD a été développé dans le cadre de I'analyse limite et de ’homo-
généisation. Le V.E.R. étudié est un ellipsoide axisymétrique, allongé ou aplati,
contenant une cavité de méme forme et qui lui est confocale (figure 1.9). La dis-
tance focale ¢ des deux ellipsoides est donnée par la relation :

c=+/|a?2—b|=/| A2 B?| (1.47)

Une telle géométrie est entiérement définie par la donnée de deux parameétre sca-
laires adimensionnels que sont la porosité f = ab?/ (AB?) et le paramétre de forme
S défini par S = In (a/b). Le matériau constitutif de la matrice est supposé rigide-
parfaitement plastique obéissant au critére de VON MISES. L’excentricité de la
cavité est e; = c/a, celle de Dellipsoide extérieur est e; = ¢/A dans le cas d’un
V.E.R allongé. Dans la situation ot ce dernier est aplati, ces deux caractéristiques
sont données par les relations e; = ¢/b et eo = ¢/B. Ces quantités en fonction de
f et S sont les suivantes :

e = 1 —e28l
1—e2 1—e2 i
f— 2 = 3 L dans le cas d’une cavité allongée, et

€3 €1

1—e2 1—e? _ _

f732 = 731 dans le cas d’une cavité aplatie.

e e

2 1
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ZA

B
b

v

a) Cavité aplatie b) Cavité allongée

F1a. 1.9 — Cavités aplatie et allongée

La dissipation plastique macroscopique II(E) est définie par

I(E)=inf(1—-f) <7 (¢ (v)) >q-u

ou E est le tenseur taux de déformation macroscopique et & (v) est le tenseur
taux de déformation microscopique associé au champ de vitesse v. 7 (&) est la
contrepartie microscopique de H(E) Sa valeur n’est finie que dans la situation
ou les champs de vitesse respectent 1'incompressibilité de la matrice. Son expres-
sion est donnée en fonction de la limite d’élasticité oy et du taux de déformation

microscopique équivalent ., par
™ (E) = 5'Oéeq

[’écriture <>q_,, représente la moyenne sur le volume de la matrice 2 — w. Nous
avons donc :

<7 (&) >Q_W:in/Q T (& (v)) A2

GOLOGANU et al. ([GLD93, GLD94]) ont choisi un champ de vitesses composé
de deux parties, la premiére v(4 dérivant de la famille proposée par LEE et
MEAR [LM92] et le second correspond a un taux de déformation déviatorique
uniforme v(B) :
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v = Av® + Bv® A et B sont deux constantes. (1.48)

Pour étre compatible avec le probléme étudié, le champ (1.48) doit étre incompres-
sible, axisymétrique et satisfaire les conditions aux limites de taux de déformation
homogeéne sur le bord extérieur du volume élémentaire :

v = E.xz sur le bord extérieur Vy (1.49)

Le V.E.R. est soumis & un chargement axisymétrique de la forme :

Ypr = Ny #0, X, #0, autres 3;; =0 (1.50)

Le probléme consiste donc a trouver le critére de plasticité en résolvant 1’équation :

5 OI(E) (151)
OF

Apreés calcul, GOLOGANU et al. [GLD93, GLD94, Gol97| ont abouti & I’expression
compacte suivante :

C )Y
P (X, =%,,25...1,5) = g (Xeq + nZh)2 +2q(g+1)(g + f) cosh (/@—h)
0

0o
- (9+1)? =g+ f)?=0 (1.52)
ou X, =| X,, — X, | est la contrainte équivalente de VON MISES dans le cas

axisymétrique, >, est la contrainte hydrostatique pondérée par le coefficient as
qui tient compte de la géométrie de la cavité. Elle gouverne, par son apparition
dans le terme cosinus hyperbolique, la croissance des vides [Ben00]. Elle est donnée
dans le cas axisymétrique par

S = 2003, + (1 — 200) 5, (1.53)

C, n, Kk, as et g sont les coefficients du modéle GLD. Ils ne dépendent que de
la porosité f et du paramétre de forme S (voir 'appendice du chapitre 1). C,
n ont été calculés en imposant au critére approché (1.52) et a celui exact (1.51)
de se croiser et d’étre tangents en des points particuliers (X,,,%.,) appartenant
aux surfaces de charge de certaines formes connues de cavités. Ces formes limites
que sont le cylindre, la sphére, la structure « sandwich » (couche de vide située
entre deux couches de matériau), et la fissure en forme de « piéce de monnaie »
sont présentées dans la section (1.5.4). les coefficients x et ap ont été obtenus
moyennant plusieurs approximations (voir [Gol97] pour les détails des calculs). x
est présent dans le cosinus hyperbolique du critére. Il a été introduit pour corriger
au travers le produit s l'effet du changement de formes des vides sur leurs
croissances |[Ben00|. Le coefficient g est explicitement nul dans le cas de cavités
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sphériques ou allongées. Il a la signification physique de porosité fictive dans le
cas de fissure en forme de « piéce de monnaie », comme nous le verrons dans la
section (1.5.4). Le coefficient ¢, qui ne dépend que du paramétre de forme S et
du paramétre ¢y (1 < go < 1.6), est I’équivalent du coefficient ¢; de TVERGAARD
dans le modéle GTN. Il s’écrit :

S

=1+4+2(gp—1)——
q=1+2(q )1+§S

(1.54)

En raison des conditions dans lesquelles il a été élaboré, le critére (1.52) ne peut
étre rigoureusement utilisé que dans le cas de chargements axisymétriques. Pour
palier cette limitation, GOLOGANU et al. [GLD97, Gol97| ont repris I’analyse limite
du V.E.R. dés le début en imposant de nouvelles conditions au critére :

O étre invariant dans la transformation ¥ — —33;

O se réduire a celui de VON MISES pour des fractions volumiques de vides nulles,
ou de « porosités équivalentes » nulles dans le cas de fissures en forme de « piéce
de monnaie » ; et

O respecter isotropie transverse autour de ’axe de chargement Oz,

et en rajoutant de nouveaux champs de vitesse v(©), vP) et v(®) qui correspondent
a des taux de déformation déviatorique homogénes :

v =Av® + Bv® + Av© 4 D, v®P) 4 D, v® (1.55)

De méme, le tenseur E a été choisi comme suit :

E=| 0 E, E,. (1.56)
Ezz Ezy Ezz

ot les coefficients A, B et A qui interviennent dans I'équation (1.55) dépendent des

composantes E,,., E,, et E,,. L’écriture simplifiée'? du nouveau potentiel plastique
est donnée par [Gol97, Ben00, BBP04b, PH00, PH03, CLOC03a| :

C by
(X, f,5) = ?” 3+ S X2+ 2¢(g + 1)(g + f) cosh (lia—h)
0 0
— g+ =g+ f)?=0 (1.57)
ot || .|| est la norme au sens de MISES et X est le tenseur d’expression :

1213 simplification vient du fait que le critére obtenu par GOLOGANU [Gol97] inclut le terme
1-C
a3

(|| > - qu). Cependant, cette quantité est négligée dans la majorité des études, no-

tamment en raison des valeurs prises par le coefficient C' qui sont trés proches de 1.
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X=c-(-e,®e,—€e,® e,+2e,Qe;)

Wl =

Les coefficients C, 1, k, ag, g sont donnés par les méme relations (appendice du
chapitre 1). En revanche, la contrainte hydrostatique pondérée 3, se met sous la
forme :

Eh = (9 (Exx + Eyy) + (1 - QOZQ)EZZ (158)

De plus, ces auteurs ont introduit un troisiéme parameétre qu’est le vecteur unitaire
colinéaire a l'axe de la cavité e,. Celui-ci est utilisé pour décrire les éventuels
changements d’orientation des cavités au cours du chargement. Son évolution est
gouvernée par la relation :

é, = Q.e, (1.59)

ou 2 est le tenseur des taux de rotation.

1.5.2 Loi d’écoulement

Comme mentionné précédemment, I’écoulement plastique dans les matériaux po-
reux reste régi par la régle de normalité (1.41). Cependant, le calcul des compo-
santes du tenseur des déformations plastiques dans la circonstance de I'utilisation
du critére GLD axisymétrique présente des particularités [GLD93, GLD94, Gol97,
SL04a). En effet, les seules composantes non nulles dans le cas d'un tel chargement
E;’x = Egy et E§Z sont :

. A 0D . . 0D
p _— EP —
09y, | F Aazzz

L’apparition du facteur 1/2 dans I’équation (1.60-a) est dia au fait qu’au cours
de l'estimation des deux relations précédentes, la composante Y., est remplacée
par (2,, + 3,,) /2 dans l'expression du critére (1.52). Alors que X, et ¥, sont
considérées distinctes. Aprés calcul de EP , nous procédons a I’égalisation de ces

T’

deux quantités (2., = X,,) [Gol97, SL04a].

(1.60)

1.5.3 Evolution du paramétre de forme

Le modéle GLD est complété par des relations qui décrivent 1’évolution des va-
riables internes f et S. La premiére est supposée dans notre étude gouvernée par
les équations (1.43) et (1.14), dans la situation ot la nucléation de nouvelles cavités
est prise en compte. La deuxiéme est l'objet de ce paragraphe.
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Devant 1’absence de critéres variationnels permettant d’approcher la loi d’évolution
du paramétre de forme S, GOLOGANU et al. [GLD93, GLD94, GLD97, Gol97|, ont
proposé la relation

ou €¥ est le tenseur taux de déformation de la cavité. GOLOGANU et al. [GLD93,
GLDY94, GLD97, GLPDO1] établissent deux définitions des composantes €% et £7,.
La premiére est dite « ponctuelle » car elle relie I’évolution de S & I’évolution de
deux points situés sur la surface du vide et repérés par leurs distances a et b du
centre de l'ellipsoide comme indiqué sur la figure 1.9. Elle découle de la dérivée

directe par rapport au temps de S = ln% :
a
g =-, €. =-— 1.61
. (161)

La deuxiéme est une définition par « des moyennes ». Il s’ensuit que les com-
posantes €7 et €7, sont définies par des moyennes sur la surface du vide. Elles
s’expriment en fonction des composantes du tenseur taux de déformation micro-
scopique € par

1 1
eV =< dyy >o= — / Ere(V)dw |, £, =<é,, >,= — / £..(v)dw (1.62)
w w w w

Les deux relations (1.61) et (1.62) définissant S ne coincident rigoureusement
que dans le cas ou la cavité garde sa forme ellipsoidale au cours du chargement.
Une telle occurrence est rarement observée. Nous adoptons dans ce qui suit la
définition (1.62).

L’expression de S a été obtenue en effectuant une analyse a deux champs de vitesses
du V.E.R. décrit sur la figure (1.9) et soumis & un chargement axisymétrique. Elle
se formule comme suit :

$ = (Ep) - <E§x> +3 (1_7];30” + 30y — 1) o3 (1.63)

’

o oy est un coefficient qui dépend de la géométrie de la cavité. <E§m) et

!/

(Efz) sont, respectivement, les composantes radiale et axiale du déviateur du

tenseur taux de déformation macroscopique E. Il est donné en appendice. La
relation (1.63) ne prédit pas correctement le changement de forme des cavi-
tés sphériques ou qui s’y rapprochent (petites valeurs de e;). GOLOGANU et
al. [GLD97, Gol97] ont proposé de remédier a cette situation en multipliant le

/ ’

terme déviatorique [<E§Z> — (Egz) } de I'équation (1.63) par un paramétre h;

déduit de simulations numériques. La loi d’évolution corrigée s’écrit alors
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S=h {(Ep) - (E”)] + 3hoEP. (1.64)

avec
b= 1 by (f)hr (T)hs(S) (1.65)
By — _f?’O“ 4 3ag— 1 (1.66)

hy (f) et hy (7)) ont été incorporés d’une maniére purement numérique pour tenir

m

compte des effets de la porosité f et de la triaxialité 7 = . Leurs expressions

eq
respectives sont :

hi (f) = (1—\/f>2 (1.67)

1- T 5 (8., — Bp) trS > 0
hr = (1.68)

1 - T i (8, - E) trE < 0

hs (S) a été introduit d’une maniére théorique en utilisant la solution d’Eshelby.
Son role est de prendre en compte 'effet de la forme de la cavité, il est donné par

’
901 —

ho— ——+ 1
ST 92130

(1.69)

[’équation (1.64) élaborée dans le cas d’'un chargement axisymétrique, a été géné-
ralisée & un chargement quelconque en imposant a la nouvelle relation de respecter
I'isotropie transverse du matériau. Le terme déviatorique a ainsi été modifié et
calibré sur des calculs de cellules. La loi d’évolution généralisée correspondante
s'écrit

.3 N .
S$=2h (£2.) +3hatl, (1.70)

ou hy et hy sont donnés par les équations (1.65) et (1.66).

1.5.4 Modélisation des cas limites des formes des cavités

Selon I'état de chargement auquel est soumis le V.E.R., il arrive que les cavités
s’aplatissent ou s’allongent excessivement au point de se refermer dans certains cas.
Les formes « limites » que peuvent prendre les vides sont montrées sur la figure 1.10.
Ce sont la fissure en forme de « piéce de monnaie », la structure « sandwich »
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(couche de vide située entre deux couches de matériau), la sphére, le cylindre et la
cavité en forme d’une « aiguille ». Elles correspondent a des valeurs particuliéres du
paramétre de forme S et de la porosité f qui induisent des expressions simplifiées
du critére de plasticité ® (3, f, S, 7) et de la loi d’évolution du paramétre de forme
S dans chacune des différents situations. D’un point de vue numérique, le passage
d’une forme & une autre doit se faire d’'une maniére minutieuse en prenant en
compte les valeurs singuliéres que prendraient les coefficients ey, e; g, a1, oy, o,
K, C et n.

Il va de soi que la loi décrivant la croissance des vides (1.42), déduite de la condition
d’incompressibilité plastique du matériau, ne dépend pas de la forme des cavités.

Cavités en forme d’une "piéce de monnaie". Elle correspond & une ca-
vité trés aplatie qui commence a se refermer sous 'effet d’un chargement adéquat
(figure 1.10-a). La porosité du matériau tend alors a s’annuler (f — 0) et le para-
meétre de forme prend des valeurs trés grandes (S — —o0). Il s’ensuit que le critére
de plasticité (1.57) s’exprime indépendamment de la porosité par la formule

qu 3 Zh 2 2
CIDZ?—I—qu(g—I—l)cosh 25 —(g+1)"—(q9)"=0 (1.71)

La non-apparition de la fraction volumique de vides f dans I’équation (1.71) n’est
qu’apparente. En effet, le coefficient g trouve ici une signification physique de « po-
rosité fictive » [GLD97, Gol97, Ben00|. Elle représente celle qu’aurait un matériau
lorsque I'on remplace la cavité réelle qui a la géométrie d’une « piéce de monnaie »
par une autre fictive sphérique de rayon égal a la distance focale ¢ (ou pareillement
dans le cas présent au rayon de la fissure). GOLOGANU et al. [GLD97| ont établi
la relation

4rc?
3Q

ou €2 est le volume total du V.E.R.. Les valeurs constantes que prennent les coef-
ficients du GLD dans le cas présent sont

g = (1.72)

¢ 3
61:1,2<1,g:feq,a1:0,a120,2:0,/{25,0:1,7):0. (1.73)

Une autre particularité intéressante a laquelle il fallait s’attendre est que la
contrainte hydrostatique ne dépend plus des composantes radiales X, et X,,.
En effet, ces derniéres n’ayant plus d’effet sur la croissance des vides qui sont for-
tement aplatis (a ~ 0), par conséquent ¥, ne s’écrit plus qu’en fonction de la
composante axiale Y., :

Yp =2

[’évolution du paramétre de forme est obtenue en remplacant les coefficients aq,
o, ag par leur valeurs, ce qui conduit a
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(a) Cavité en forme de "pieéce de monnaie". (b) Cavité "sandwich".
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(d) Cavité cylindrique. (e) Cavité "aiguille".

Fi1G. 1.10 — Différentes forme des cavités



56 Chapitre 1. Rupture ductile - aspects théoriques et modélisation

.3 1 .
= — » _— — p
§=3E+3 (f 1) EP. (1.74)

L’apparition de la porosité au dénominateur du deuxiéme terme de 1’équa-
tion (1.74) peut paraitre intrigante. Cependant, GOLOGANU et al. [GLD97|
montrent que cette écriture est exacte, puisque la porosité n’atteint pas expli-
citement une valeur nulle. En effet, une valeur nulle de celle-ci signifierait que
le matériau est redevenu dense, par conséquent régi par le critére de VON MISES.
L’équation (1.74) permet en fait d’envisager la possibilité que la cavité de se rouvre
sous certains chargements.

Cavités en forme d’un "sandwich". La structure « sandwich » est composée
d’une couche de vide de volume non nul située entre deux couches de matériaux.
Dans cette circonstance, la cavité devient trés aplatie (S — —oo) sans se refermer
(figure 1.10-b). Le critére élaboré par GOLOGANU et al. [GLD97| dans ce cas-
ci a été obtenu en faisant un développement en puissance par rapport a g de
I'équation (1.57). Il s’écrit :

Les valeurs des coefficients du GLD correspondant a la forme actuelle des vides
sont données par

e1=1,e=19g=00,0, =0,0; =0,00 = 0,0 = 1,7 =0. (1.76)

La loi d’évolution du paramétre de forme S a dans la situation présente la méme
expression que dans le cas d'une cavité en forme de « piéce de monnaie » (1.74).
A la différence prés que la porosité peut maintenant atteindre des valeurs élevées.

Cavités sphériques. Le critére de plasticité dans ce cas prend une forme sem-
blable & celui de GURSON pour vides sphériques (1.36). Le paramétre de forme est
alors explicitement nul (figure 1.10-c). Nous écrivons donc :

2

O = Eal—l—?qfcosh (3¥) —1—(¢f)*=0 (1.77)

o2 275G
Il s’ensuit que la contrainte hydrostatique pondérée Xj est égale a la contrainte
moyenne .,

p = 3 =Ym (1.78)
Les coefficients du GLD ont les valeurs particuliéres suivantes :
1 . 1 1
e1=0,e0=0,9=0,0 3% g,&g—g,ﬁz§,0—1,n: (1.79)
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L’évolution du paramétre de forme S est donnée par

$ = g (1 + ggT (1 - \/}>2) fof (1.80)

Cavités cylindriques. Dans ce cas, la porosité a une valeur finie alors que le
paramétre de forme devient infini (S — 400) , comme indiqué sur la figure 1.10-d.
Le critére de plasticité correspondant a un vide cylindrique est semblable & celui
de GURSON pour la méme forme. Il s’écrit :

2
P = Z‘“’+2qfcosh (‘/ggh> —1—(¢f)*=0 (1.81)

52

La contrainte hydrostatique, qui ne dépend plus de la contrainte axiale ., en
raison de la forme du V.E.R., est la contrainte latérale moyenne

Yew + 2
2, = 2ot 2y (1.82)
2
Les coefficients du modéle sont donnés par
1 . 1 1
e1=1le=19g=0,a, = M =5 0= 5 K= V3,0 =1,n=0 (1.83)
La loi d’évolution du paramétre de forme s’exprime par
L3 -1 1Y) -
S=-E'+3(—+=)EP 1.84
ez a3 (3 +g) B (1.84)

Cavités en forme d’une "aiguille". A I'inverse de la cavité en forme d’une
piéce de monnaie, celle ayant la géométrie d’une aiguille est fortement allongée dans
la direction axiale (S — +00) et une porosité nulle (f — 0), comme le montre la
figure 1.10-e). Le critére de plasticité se réduit, dans le cas présent, a celui de vVON
MISES :

2

2
P=—"-1=0 1.85
- (1.85)

Les coefficients du modéle prennent alors les valeurs :

. 1 1
e1 =1,e < 1,@1:5,041 = 5,042:5,1{:\/3,7]:06750:1. (1.86)

La loi d’évolution du paramétre de forme est donnée par

. 3. -1 .
= 2Fp — —1)EP 1.
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1.5.5 Modélisation de la coalescence

La coalescence de vides a été introduite dans le critére GLD en faisant usage de la
modélisation proposée par TVERGAARD et NEEDLEMAN [TN84|. Pour cela, nous
avons remplacé la porosité réelle f qui apparait, d’'une maniére explicite, dans
I'expression du potentiel plastique (1.57) par une porosité fictive f* donnée par
I'équation (1.22).

Cependant, dans le cas du présent modéle, la porosité ultime f,, dépend du para-
meétre de forme :

Q=

si5 >0
fu= (1.88)
A49=9f) i G <0
q

1.6 Couplage température-comportement

Nous présentons dans ce qui suit 'extension du modéle GLD pour tenir compte de
I'influence de I’échauffement thermique di a la dissipation plastique sur la réponse
du matériau en cours de déformation. Nous nous placons dans la situation ou les
températures n’atteignent pas des ordres de grandeurs pour lesquelles les effets
viscoplastiques sont activés. Par conséquent, nous nous situons a des niveaux de
températures inférieurs a la limite 0,47 & 0, 5T, ot T est la température de fusion
du matériau. La modélisation thermo-micromécanique ainsi obtenue est supposée
mieux décrire le comportement du matériau au cours du chargement.

Dans cette section, nous décrivons d’abord la procédure suivie pour réaliser le
couplage température-plasticité-endommagement. Celui-ci s’est effectué en négli-
geant I’élasticité afin de respecter les hypothéses dans lesquelles a été élaboré le
modéle GLD (matrice rigide-parfaitement plastique). Par la suite, nous proposons
une extension a la thermo-hypoélasticité.

1.6.1 Couplage température-plasticité

Le couplage température-plasticité a été effectué en incluant ’effet de la tempéra-
ture T" sur la contrainte d’écoulement . Ce qui nous permet d’écrire :

g=a("T) (1.89)
Il s’ensuit que :

0a do
0= —de? + —dT 1.
do 85‘Pd€ + aTd (1.90)
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ou encore
dc = h.de? + hpdT (1.91)

. Jo : . ) ol
ou h, = = est le module plastique a température constante et hy = FTak

3
le module thermique a déformation constante. Les expressions de ces deux mo-
dules dépendent de la loi d’écrouissage utilisée. Nous choisissons une loi de la
forme [BSH95, HBI7| :

5=5()[1—B(T —Ty) (1.92)

oll # est un parameétre matériau et & (27) la loi d’écrouissage de la matrice a
température ambiante qui s’écrit dans notre cas comme suit

5 (2%) = o (i)n (1.93)

€0

Pour compléter le modéle, il est nécessaire d’établir des lois d’évolution de la dé-
formation plastique cumulée &7 et de la température 7. La premiére est déduite
en écrivant de 1’équivalence entre les dissipations plastique macroscopique et mi-
croscopique

(1—f)gé? =% : EP

Nous obtenons donc

e = % (1.94)

Pour établir la deuxiéme relation, nous distinguons deux situations selon que
I’échauffement thermique s’opérent dans des conditions adiabatiques ou non.

1.6.1.1 Couplage thermomeécanique « fort »

La loi d’évolution de la température est obtenue en résolvant I’équation générale
de la chaleur qui est déduite du premier principe de la thermodynamique : La
variation de 1’énergie interne massique E d’'un matériau en un point de position x
de I'écoulement vérifie la relation

dE

P = —divg + e+ U (1.95)

ou p est la masse volumique du métal, ¥ la densité volumique de production de
chaleur et q le vecteur flux de chaleur qui est déduit de la loi de FOURIER
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q = —KgradTl (1.96)

ou K est la conductivité thermique du métal.

Il est admis que I’énergie interne E des alliages métalliques ne dépend que de la
température T et de la déformation totale &, nous écrivons

_ dE OJOE. OE .

JE . . . .
ou C, = — est la chaleur spécifique massique du matériau. En insérant les for-

mules (1.96) et (1.97) dans (1.95), I’équation de la chaleur se met sous la forme
r . — aE =
pC,T = div (KgradT) + (7 — Pz ) E T v (1.98)
3

En introduisant le facteur adimensionnel &
E=1—=——, (1.99)

connu sous le nom du coefficient de TAYLOR-QUINNEY qui est de 'ordre de 0,85
a 0,95 pour les métaux, nous obtenons a

pC,T = div (KgradT) + €65 + ¥ (1.100)

En utilisant I’hypothése selon laquelle les déformations élastiques sont négligées, ce
qui implique que & ~ &P, puis en insérant 1’équation (1.94) dans I’équation (1.100),
nous aboutissons finalement &

P

. by
pC,T = div (KgradT) + &

ﬁ + W (1.101)

L’équation non-linéaire (1.101) introduit un couplage thermomécanique « fort ».

1.6.1.2 Couplage thermomeécanique « faible » - Echauffement adiaba-
tique

Dans la situation ou I’échauffement thermique se fait dans des conditions adia-
batiques, le terme de conduction div (KgradT)dans ’équation (1.101) sont négli-
gés'3. Par conséquent, 1'équation de la chaleur se réduit a :

13La densité volumique de production de chaleur ¥ est aussi négligée dans le cas adiabatique.
Cette hypotheése se justifie par le fait que : d’une part, il n’y a pas de possibilité de coupler
dans Abaqus la production externe de chaleur a la loi de comportement ; d’autre part, les études
retenues dans ce travail ne sont pas concernées a ce genre de chargement.
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. > E'
/)Cszfm

Cette écriture traduit ’équivalence entre travail plastique est chaleur spécifique. I1
s’ensuit que I’évolution de la température est régie par

. > EP
— %W (1.102)

1.6.2 Extension a la thermo-hypoélasticité

Pour effectuer le couplage entre 1’élasticité et la température, nous adoptons une
décomposition additive de la déformation élastique totale, notée E | en une partie
due au comportement purement mécanique E€ et une autre partie générée par
I'échauffement thermique Ef, :

E¢, = E°+ E (1.103)

avec [BSH96, HB97] :

E =al1 (1.104)

ou « est le coefficient de dilatation thermique et 1 le tenseur unité d’ordre deux. T’
et Ty sont respectivement la température actuelle et la température de référence.
Finalement, la loi thermo-hypoélastique s’écrit

=34 20-0.3=A°: (Ee + aTl) (1.105)

1.7 Conclusion

Nous avons donné dans ce chapitre une description des principaux phénoménes
physiques qui gouvernent la rupture ductile des matériaux élastoplastiques en-
dommageables. Des modéles élaborés pour décrire ces phases ont aussi été abor-
dés. Nous nous sommes attardés sur la présentation du modéle GLD que nous
avons choisi pour effectuer notre étude. Une extension du modéle GLD au cas
d’un échauffement thermique pouvant avoir lieu dans des conditions adiabatiques
ou non est proposée. Cette modélisation permet d’inclure la possibilité de 'adou-
cissement de la matiére suite a son échauffement.
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Nous consacrons le chapitre suivant a la description du cadre général de 'implé-
mentation numérique du modéle GLD en insistant sur la présentation de 1’algo-
rithme d’intégration de la loi de comportement que nous utilisons. Nous donnons
aussi les précautions a prendre pour 'utilisation de cette loi de comportement dans
le cadre de la théorie des grandes déformations.
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a. coefficients du modéle GLD

Dans cette section, les expressions des différents coefficient du modéle GLD, dans
le cas d’'une matrice parfaitement plastique et écrouissable sont précisées.

e = V1—e 25

2 2

f 7 = = (allongée)
V1—é3 1—e? _
fT = T (aplatle)

0 (Allongeée)
9= c; (Aplatie)

A/ 1—6%

Tk {(\/5 —2)In(2) - L FAVE V“} (Allongée)

1
2

k1= Inf 3+e2+24/3+ed
2 2,5/2 5/2\,4 5/2 5/2
2 5(9r—91)+5(gy " —91" ) (5—9;/ " —91") .
s+ ) (Aplatie)
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g = 2 g=-2_
g+ g+1

—52 t 5a Lsin~"(e;) (Aplatie)
o = {31}5% (Allongée)

o0 (Aplatie)

2

T {%11—%%)(1—26%) (Allongée)

e (Aplatie)
o k(g +1)(g+ f)sinh(kH)

n(Q+nH)
Q = 1—f, HZQ(OQ—OZQ)

Matrice plastique

qkQ(g +1)(g + f)sinh(xH)
g+ 124+ ¢*(g+ f)>+q(g+1)(g+ f)|xH sinh(kH) — 2 cosh(kH)]

T

Matrice écrouissable
qsQ(g +1)(g + [f)sinh(kH)

T TP+ @lg+ 12+ alg + V(g + P[sH sinh(sH) — 2 cosh(sH)]
¢ = tan"'(4(25—T)) ‘b(s’f;”) N b(S,Qf, n) +%

tan~'(2(1 —

1 S
b = 14 (0.655—1.75n — 0.533+/f) (5 + ) _ 0.028861'08(0'2+S))

b. Expressions mathématiques des modéles implé-
mentés dans Abaqus

Le modéle GLD-adiabatique

Nous présentons dans ce paragraphe les équations constituant le modéle GLD dans
le cas du couplage thermomécanique adiabatique.

C Y
BELSTT) = SIS I+ 2+ i+ ) eosh (x2)

— g+ 1)’ =g+ ) =0
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Y = Y43.0-QX
. . 0P
E' = A=

Aaz
) 3 N )

_ — P P

s = h (£2.) +3haEE,
f = 3(1—f)EP + Az
o = hiP+ hyT
. E:Ep
oo &

pcp(l_f)

Le modéle GTN-adiabatique

La mise en équation de la loi de comportement GTN couplée a la températures
dans des conditions adiabatiques est donnée dans ce qui suit :

2 3 X
_ eq * m %\ 2
D (Xeg; X, f,0,T) = =2 T 2¢: f* cosh <§CJ27> —1—(quf")" =0

Y = Y43.0-Q.%
. . 0P
E' = \—

. Aaz

f = 3(1—f)Er + A
& = hi®+hyT
iE:E.p

pep (1= f)
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Chapitre 2

Implémentation numérique du
modeéle GLD

2.1 Introduction

Le développement de I'ingénierie simultanée propulsée par des exigences de réduc-
tion du coits et du temps de fabrication ont poussé les industriels & s’intéresser de
plus en plus a la simulation numérique. La généralisation de 'utilisation des outils
virtuels pour 'optimisation des piéces mécaniques a été possible grace a ’appari-
tion de logiciels performants et flexibles. Ce chapitre est consacré a la présentation
des aspects numériques liés & 'implémentation du modéle GLD dans le code de cal-
cul Abaqus [ABAO5]. Ce dernier offre la possibilité d’introduire de nouvelles lois de
comportement en utilisant des subroutines utilisateurs qui dépendent du schéma
de résolution choisi. La subroutine Umat est utilisée lors de la simulation avec le
schéma Statique Implicite (S.I.), alors que la subroutine Vumat est employée avec
le schéma Dynamique Explicite (D.E.).

Une description de la discrétisation spatiale, par éléments finis employée dans le
code de calcul Abaqus est d’abord donnée. Puis nous présentons les schémas de
résolution Statique Implicite (Abaqus/Standard) et Dynamique Explicite (Aba-
qus/Explicit) dans le cas d’un probléme mécanique ainsi que le schéma Dynamique
Explicite Séquentiel (D.E.S.) dans la circonstance d’un probléme thermomécanique
couplé. Nous rappelons ensuite les deux méthodes de discrétisations temporelles
utilisées pour l'incrémentation des variables internes du modéle GLD. L’implé-
mentation de celui-ci s’est faite suivant 1’algorithme local d’intégration des lois
de comportement proposé par Aravas [Ara87]. Nous décrivons a la fin du cha-
pitre le cadre de travail dans Abaqus pour ’extension des lois comportement aux
transformations finies.

67
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F1G. 2.1 — Structure en équilibre.

2.2 Discrétisation spatio-temporelle

2.2.1 Formulation variationnelle
Probléme mécanique - Principe des puissances virtuelles

Soit un solide en équilibre occupant & un instant donné un volume V' de frontiére
I'. 11 est soumis, comme le montre la figure 2.1, & des forces volumiques F, des
surfaciques Fg appliquées sur la partie I'y de sa frontiére I' et & des efforts de
contact F. sur la portion I', de I'.

Les conditions aux limites en déplacement w* imposées au solide sur le domaine
I, de I' (figure 2.1).

Les différentes parties de la frontiére I' doivent vérifier les relations :

r=r,ur.ul,e I'sNnl.NC, =10
Les équations du mouvement s’écrivent :
div + F, = pu (2.1)
ou U représente la dérivée seconde du vecteur déplacement u.

Le probléme consiste a déterminer les champs de contraintes o (x, t),
de déplacement u, de déformation € (x,t) et les variables internes du
modéles GLD a tout instant ¢ et en tout point &, connaissant les condi-
tions initiales de chacun des champs.
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Les champs de vitesse 01 et de contraintes o (x,t) doivent respecter :
O les conditions aux limites en déplacement

u=u* surl, (2.2)
O les conditions aux limites portant sur les efforts

n = F, surl
Yn = F, surl¢

Les champs mécaniques et les variables d’état doivent vérifier, en chaque point
du solide V', les équations (1.57), (1.41), (1.70), (1.43), (1.45) et (1.46) du modéle
GLD.

La base d’une formulation éléments finis en déplacement est I'introduction d’ap-
proximations spatiales de la solution. Pour développer une telle approximation
on remplace les équations du mouvement (2.1) par une forme faible équivalente
en la multipliant par une fonction test. La fonction test adoptée dans Aba-
qus [ABAO05, ZT00] est un champ de vitesses virtuel arbitraire du suffisamment
continu et vérifiant les conditions aux limites du = 0 sur I',,. Aprés développement,
nous aboutissons & I'écriture du Principe des Puissances Virtuelles (PPV) :

- / > : SEdV + / F,éudV + / F.éudl + / F.éudl = / plisadV (2.5)
14 14 Ty L. 1%

ol 8 E est Paccroissement virtuel des taux de déformations, 1ié a 11 par les relations
de compatibilité :

-1
E= 5 [gradu +" gradu], (2.6)

La fonctionnelle (2.5) est une équation non linéaire qui doit étre résolue par une mé-
thode itérative en utilisant un développement approprié. Nous présentons dans ce
qui suit la procédure de linéarisation de cette fonctionnelle dans le cas de I'utilisa-
tion d’éléments isoparamétriques, ¢’est-a-dire d’éléments pour lesquels les fonctions
géométriques sont confondues avec les fonctions d’interpolation.

Les déplacements réels et virtuels de tout point du solide V' sont reliés aux dépla-
cements des neeuds adjacents par des fonctions appropriées [Zie77, ZT00, DT84,
DTO05]. En utilisant la méthode de GALERKIN

e __ e
u® = Nuu,

ou® = Npdu:
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N, sont les fonctions d’interpolations nodales sur I’élément (e). Elles dépendent
des coordonnées spatiales et sont exprimées dans 'espace de référence. u?, désigne
le vecteur contenant les déplacements de chaque noeud de I’élément.

Les vitesses réelles et virtuelles ainsi que 'accélération sont interpolées en dérivant
les équations (2.7) et (2.8) :

a® = Npus
su® = N,ou (2.9)
i° = Ny

En introduisant les approximations (2.7)-(2.9) dans I’équation (2.5), nous obtenons
une fonctionnelle élémentaire de la forme :

I. = (M®i°® + Ff,, — FS

nt ext

)éuc =0 (2.10)

ol M€ est la matrice masse élémentaire cohérente ou consistante dans le sens ou
elle est calculée avec les fonctions d’interpolations IN,, de 1'élément. FZ2 . est le
vecteur élémentaire des efforts internes et F< . le vecteur des forces externes de
I'élément (e). Ces trois grandeurs sont données par

Me = / pT' N, N, dV
Ve
nt

Fe. = /TB;;adV (2.11)
Ve

Feea:t = / TN’nF'UdV + / TN’nFSdF + / TN'n,chP
Ve Ie

e

ot la matrice déformations-déplacements By, de 'élément (e) s’écrit comme suit :

dN,
BE =

m ox,,

L’équilibre du systéme global obtenu en assemblant les fonctionnelles élémentaires
I, sur toute la structure est de la forme :

I=) I.=|) (M®%°+Fg,— FZ,)|60°=0 (2.12)
ou encore :

I = (Mii+ Fipy — Fog) 60 =0 (2.13)
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To

F1G. 2.2 — Structure en équilibre

Le systéme algébrique précédent est non-linéaire. Il exprime 'équilibre dynamique
de la structure. Sa résolution incrémentale par linéarisation sur chaque incrément
de temps peut étre envisagée par plusieurs méthodes. Nous présentons dans la
section (2.2.2) deux de ces méthodes qui nous intéressent dans la présente étude :
le schéma Statique Implicite (S.I.) et le schéma Dynamique Explicite (D.E.).

Probléme thermique

Considérons le méme solide de volume V' soumis a un flux de chaleur g sur la bord
I'; de sa frontiére I' et a un champ de température 7, sur une autre partie I'r de
I' comme indiqué sur la figure 2.2.

Les différentes portions de la frontiére I' doivent vérifier les relations :

P=T,Ulr et T,NTr=0

[’équation de chaleur (1.101) peut se réécrire comme suit :

pe, T = div (KgradT) + U + 1, (2.14)

ol 1y = f(E : Ep> /(1 — f) est la source interne de chaleur provenant de la

contribution mécanique. L’équation (2.14) est résolue par la méthode de GALER-
KIN sous les conditions aux limites :

0 de température imposée
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T =T, sur I'p (2.15)

O de flux de chaleur imposé ¢ sur I'¢
O de convection

g = h(T-T.,) (2.16)

ol h est le coefficient d’échange convectif de I',. et T, la température extérieure,

O de rayonnement
¢ = Cpw (T —T.)" — (T, - T.)"] (2.17)

ol Cg = 5.67041078JK'm 25! est la constante de STEFAN-BOLTZMANN et
w l'emissivité du matériau.

Le flux de chaleur q est alors égal a

q=qr+q.+qy sur I, (2.18)

En supposant que les caractéristiques thermiques du métal sont constantes, la
formulation variationnelle de I’équation de la chaleur (2.14) s’écrit

/ 6T pe,TdV — / STL(KT)dV — / 6TrydV — / STVdV + / §Tqdl =0
\% \% \% 14

Fq
(2.19)
ot £(KT) = (KT;) ; est I'opérateur Laplacien de la température et 67" 'accroisse-
ment de température virtuelle vérifiant les conditions aux limites thermiques sur
I';. En utilisant la relation :

/5T£(ICT)dV = /[(5TICT7@-]Z.dV—/5T,iICT,idV (2.20)
Vv Vv ’ v

/ 0TKT)),dV — / 6TKT | nydl’ — / STGdT (2.21)
\% ’ I'r Ir

Ot g est le flux de chaleur inconnu correspondant au champ de température connu
sur la frontiére I'r. En insérant les équations 2.20 et 2.21 dans la relation 2.19 nous
obtenons la formulation variationnelle faible

/ 5T pe, TdV — / §Tqdl+ / ST KT ;dV — / STrpdV — / STUdV + / §Tqdl = 0
1% I'p 1% 1% 1% Iy
(2.22)

Les températures réelle et virtuelle de tout point du solide V' sont reliés aux dé-
placements des nceuds adjacents par des fonctions appropriées. En utilisant la
méthode de GALERKIN, nous obtenons les approximations

T° = NIT® (2.23)
oT® = NI&T® (2.24)
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ot NT sont les fonctions d’interpolations nodales de la température sur I'élément
(e). Elles dépendent des coordonnées spatiales et sont exprimées dans 1'espace de
référence. T'¢ désigne le vecteur des températures nodales de 1'élément (e). De
méme, les taux de température sont interpolés en dérivant I’équation 2.23

T¢ = NIT® (2.25)

En introduisant les approximations 2.23-2.25 dans I'équation 2.22, nous obtenons
la fonctionnelle élémentaire

J, = ((CeTe +RE, — Rixt) ~0 (2.26)

wnt

ou C° est la matrice capacitance élémentaire, R} , est le vecteur force intérieures

et RS, le vecteur force extérieures. Ces trois quantités ont pour expressions

Cct = / pC,TNINIGV
Ve

ext

RS, = / TNayqav (2.27)
Ve

RE, = / TN4gdr + / TZ (KT)Z:dV — /
Ir Ve

Ve

TNy, dV — + / TNigdr

Tq

ou Z¢ est la matrice température-déplacement de I’élément (e)

ONY
Ze — n
" oz,

(2.28)

L’équilibre global sur toute la structure est obtenu en assemblant toutes les quan-
tités élémentaires

J=> J.=

> (Cre Ry, — R, ) | 6T =0 (2.29)

e

ou encore :

J= (cT + Ryt — Rm) 8T = 0 (2.30)

Le systéme algébrique non-linéaire 2.29 exprime I’équilibre thermique de la struc-
ture. Sa résolution avec un schéma explicite séquentiel dans le cadre d’un probléme
thermomeécanique couplé est présentée dans la section 2.2.2.3.
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2.2.2 schémas de résolution
2.2.2.1 Le schéma Statique Implicite - Probléme mécanique

Le schéma statique implicite correspond a la situation ou le terme d’inertie qui
apparait dans I’équation (2.12) peut étre négligé. Par conséquent, ’équation (2.12)
se réduit a :

Rn—|—1 - (Fint)n+1 - (Fe:vt)n_|_1 (231)

ou R, est le résidu de I'équilibre statique a l'instant n + 1. La résolution de
cette équation dans le cadre du package Standard du code Abaqus [ABAO05| est
effectuée par la méthode itérative de Newton-Raphson modifiée. Le résidu R, 11
est donc linéarisé en utilisant un développement limité de Taylor d’ordre 1 :

' ' OR iter
Rt = Riter 4 ( = ) oU, +...=0 (2.32)
Un+41
ou 0U,, = f_ﬁ'ﬁl — Ui est l'incrément de déplacement entre les itérations

successives (iter) et (iter + 1). Ce processus itératif continue jusqu’a convergence
du systéme (| Rp41 |< €) (convergence du systéme itératif).

[’équation (2.32) fait apparaitre 'expression de la matrice tangente a l'itération
(iter) :

8Rn iter
> (2.33)

53 W] == (Ga

[K;fer (Un)] joue un role central dans la vitesse de convergence de ce schéma
itératif [Ara87, Zav92, ZN95, SHI8|. La détermination de cet opérateur se fait par
le calcul du résidu R,, dont la formulation dans I’espace de référence est donnée
par

R, = / TBe : =JdV)— / TNEF,Jdv,)— / TNEF,Jsdl— / TNEF.J,dl? =0
ve ve

E] FC

ou J et Jg sont, respectivement, les jacobiens de volume et de surface entre 1'élé-
ment de référence et 1’élément réel. La matrice tangente [K;fe’" (Un)] de chaque
élément est obtenue en calculant la variation de R,, par rapport aux déplacements.
Nous obtenons :

o
ou,,

— { / TNﬁFCJSdFS} (2.34)
s

(K& (Un)] { / TBe : BJdV° — / TNeF,JdV? — / TN;FSJSdrg]
Ve Ve )
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La formule précédente peut étre simplifiée en adoptant deux hypothéses, générale-
ment vérifiées, qui ont trait aux faibles variations de la géométrie de 1’élément au
cours de I'incrément de chargement et au type de forces appliquées. L’'introduction
de ces deux hypothéses permet une réduction du temps de calcul, sans avoir une
influence majeure sur la précision des résultats :

O dans la situation de faibles variations géométriques au cours de 'incrément de
déformation, les termes By, J et Js peuvent étre négligés :

0B¢ oJ aJ,
~~0 — ~0, ~ 0, (2.35)
ou, ou, ou,,

O il est généralement admis que les efforts appliqués sont des forces non suiveuses.
Par conséquent, les approximations suivantes peuvent étre adoptées'* :

OF, OF,
=0, et
ou, ou,,

= 0. (2.36)

La matrice tangente se réduit donc a la contribution de deux quantités, le tenseur
des contraintes o et le vecteur force de contact F,.. On obtient finalement :

ox OF.
(K5 (Uy)] = / TBé: — : BeJdV? - / TNC ——= J,dI'? (2.37)
Vo OF r. ou,
L’équation 2.37 fait apparaitre 'opérateur tangent ——. Ce dernier dépend de la

loi de comportement au travers des variables d’état qui interviennent dans le calcul
de la contrainte ¥, a chaque itération. Une méthode de calcul de ce terme en
utilisant 1'algorithme d’ARAVAS [Ara87|, qui est retenu pour I'implémentation du
GLD, est présentée dans la section (2.3). En effet, I'obtention de cet opérateur
doit étre cohérente avec le schéma d’intégration de la loi de comportement si l'on
veut préserver la vitesse de convergence quadratique du schéma global de Newton-
Raphson [Ara87, Zav92, ZN95, SHI8|. Il sera désigné, dans ce qui suit, sous le nom
d’opérateur tangent consistant ou incrémental afin de le distinguer de 'opérateur
tangent continu obtenu en utilisant la condition de consistance.

14En pratique, ces approximations sont adoptées méme dans le cas ol les charges sont des
forces suiveuses. Dans cette situation, la vitesse de convergence n’est pas trop altérée, notam-
ment en raison du temps de calcul nécessaire pour estimer les quantités qui apparaissent dans
I’équation (2.36).
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- Incrément [n, n+1] -
c == 0\
Itération i “ Evaluation de Calcul de

> — —— |—>
AU | Enict AE o
— - - - = 2AT
OAE ntl
i—i+1/ Convergence ?
R= |Fint - Fext| < Slim
Non
Calcul de
oA = - Ky R F %tz
Réactualisation de /Oui/ e S UL lsaI;AE?H
KAUi+1 =AU, + 3AU, K en utilisant o j
n+

Passer a I'incrément suivant

n=n+1

| : Calcul sur chaque élément
— — )

| I : Intégration locale de la loi de comportement

Fi1G. 2.3 — Organigramme de résolution du schéma statique implicite

Nous représentons sur la figure 2.3 les principales étapes de résolution d'un pro-
bléme mécanique en utilisant un schéma statique implicite.

2.2.2.2 Le schéma Dynamique Explicite - Probléme mécanique

A Popposé de la méthode implicite, le schéma de résolution explicite n’est pas
itérative. Il consiste en une résolution explicite des équations du mouvement. De
plus, cet algorithme ne nécessite pas le calcul de la matrice tangente qui peut
s’avérer une tache ardue pour certains modéles de comportement qui font intervenir
plusieurs variables internes scalaires et tensorielles.

La procédure explicite est souvent utilisée pour des problémes invoquant de fortes
non-linéarités géométrique tels que la simulation en quasi-statique des procédés
de mise en forme. Elle n’est cependant fiable que sous certaines conditions. En
effet, a I'inverse des formulations implicites qui sont inconditionnellement stables,
celles dites explicites présentent une stabilité numérique conditionnée par la taille
de l'incrément de temps At. Nous présentons dans ce qui suit ce schéma.

[’équation (2.12) s’écrit dans le cadre d’une analyse dynamique explicite sous la
forme :
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/ — Incrément [n, n+1] - \
- _——— -
[ Evaluation de Calcul de Calcul de

Un=U, +Atn+1'A]jn+% E,et AE 21

Calcul de Calcul de
U,,=-M' R F, en utilisantX

U =U +AtAL U R = Fou- K
n+Ll n-l1
2

-l
\ % 2 L'inversion M /

Passer a 'incrément suivant

n=n-+1

| : Calcul sur chaque élément

| I : Intégration locale de la loi de comportement

FiG. 2.4 — Organigramme de résolution d’un probléme mécanique en utilisant un
schéma dynamique explicite

MU+ R=0 (2.38)

La recherche de la solution de 1'équation (2.38) dans le cadre de ce schéma utilise
la méthode des différences centrées :

U, = M;'R, (2.39)
Uppy = Uyt —5—Un (2.40)
Uni1 = Unt+At1U,pa (2.41)

Il apparait des relations précédentes (2.39)-(2.41) que la résolution de 1’équa-
tion (2.12) nécessite le calcul de la matrice masse. Cette derniére peut étre avan-
tageusement diagonalisée pour optimiser le temps de calcul [BCCFO01, DP05]. Les
principales étapes de résolution du schéma dynamique explicite sont récapitulées
sur la figure 2.4.

Comme nous l’avons mentionné précédemment, la stabilité et la précision de la
résolution dépendent fortement du pas de temps At. Une estimation du pas de
temps optimal obtenue en calculant la limite de stabilité pour une solution non
amortie est donnée par
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2
At <

wmam
Ol Wyey est la plus grande pulsation du systéme.

Pour des oscillations & hautes fréquences, un coefficient de sécurité est introduit :

At< 2 V02 =y

max

1 est la valeur de 'amortissement, ¢ < 1. Ce facteur permet de réduire la taille
de l'incrément.

Une estimation de 'incrément de temps stable est proposée dans Abaqus. Elle est
obtenue en fonction de la plus petite taille des éléments. Ainsi la limite de stabilité
peut étre réécrite comme suit :

At = min lL—] (2.42)

Cd

ou L. est la longueur caractéristique actuelle de I’élément (e) et ¢4 la vitesse d’une
onde élastique traversant cet élément. Elle est égale a

E
Cq = —
P

ou p est la densité du matériau et £ son module d”YOUNG.

2.2.2.3 Le schéma Dynamique Explicite - probléme thermomécanique

Nous présentons dans ce qui suit le schéma de résolution séquentiel d’'un probléme
thermomécanique couplé. Le principe d’un tel schéma consiste a calculer d’abord
la solution mécanique, puis la solution thermique apres avoir estimé les dissipations
mécaniques. Le probléme thermomécanique est formulé sous la forme

I=Y'1I. = |Y (M°i°+ Fg, — F;mt)] 81 =0 (2.43)

e

J = Z Je = Z (CeTﬁ + R — Rth)

e

6T =0 (2.44)

La résolution explicite de ’équation 2.43 a été traitée dans le section 2.2.2.2. Nous
donnons le schéma de résolution explicite de I’équation 2.44. Le couplage séquentiel
entre ces deux solutions est montré sur la figure 2.5 .
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e

_ ﬁ)robléme mécaniquej

Evaluation de Calcul de |
Ui = Up+At,, AU, | Eea €t AE)

Calcul de Calcul de

Calcul de
a1 & rp1

'

Un+l =-M_,. F,_ enutilisantX
— U +Atnﬂ+At U R Foi - Fut

_ Probléme thermique]

Calcul de R, Calcul1 de
Rp=Re-Ri T,=C .R;

J

A 4

Calcul de A
Ty =T, +AtT,

J

Passer a l'incrément suivant -

F1aG. 2.5 - Organigramme de résolution séquentiel d’un probléme thermomécanique
en utilisant un schéma dynamique explicite
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L’équilibre thermique global s’écrit :

CT, + Ryt — Reyy = 0 (2.45)

Il s’ensuit que le vecteur taux de température est trouvé égal a

T’n = C_l (Re:vt - Rmt) (246)

Le champ de température a la fin d’incrément est alors calculé par la relation

Thyrw = Tn+ AL,T, (2.47)
T, + At, [C7' (Reat — Rine) ] (2.48)

Le schéma dynamique explicite est conditionnellement stable. Une estimation de
la limite de stabilité de la solution thermique'® est donnée par

L2
At = min [—e]
2G

K ) .. .
ol ¢ = — est la diffusivité du matériau.
pC,

2.2.3 Discrétisation temporelle
2.2.3.1 Généralités

Les lois d’évolution temporelle des différentes variables internes qui interviennent,
dans une loi de comportement doivent étre réactualisées a la fin de chaque incré-
ment. Les lois d’évolution de ces variables sont en général des équations différen-
tielles ordinaires (EDO) non linéaires du premier ordre'®. Elles peuvent donc se
mettre sous la forme :

Y =G (tY) (2.49)

avec des conditions initiales associées qui s’écrivent de la maniére suivante :

Yi—o = Y, (2.50)

Nous présentons deux méthodes implicites d’intégration temporelle du sys-
téme (2.49-2.50) classées dans la catégorie "a pas indépendants". C’est-a-dire celles
pour lesquelles les valeurs des composantes du vecteur Y (¢) a l'instant ¢,,1 sont
obtenues a partir de celles connues a l'instant ¢,,, indépendamment instants précé-
dents (t,_1, tp_2...).

5Dans la circonstance d’un probléme thermomécanique couplé, la limite de stabilité est prise
égale a la plus petite valeur des limites de stabilité des problémes mécanique et thermique pris
séparément.

1611 est toujours possible de ramener des équations d’un ordre supérieur & 1 au 1°" ordre.
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2.2.3.2 La 6-Méthode

Elle est basée sur l'introduction dans I’équation d’EULER d’un paramétre 6 pou-
vant prendre des valeurs comprises entre 0 et 1. Son expression générale est de la
forme :

Yn+9 - (1 - 9) Y’n + 9Yn+1 (251)
Yn-l—l - Yn —+ Atg (thr@? Yn+g) (252)

Une des formulations les plus utilisées de cette discrétisation est déduite de la
méthode des trapézes généralisés pour laquelle la solution a la fin de I'incrément
est donnée par

Y1 =Y+ |(1=0)G (tn, Vo) +0G (tni1, Yor1)| At (2.53)

La résolution d’une EDO en utilisant la formule 2.53) prend des appellations dif-
férentes selon la valeur de 6. Lorsque 6 = 0, le schéma est explicite; pour # =1 il
est implicite. Dans le cas ot # = 1/2 il est dit semi-implicite.

2.2.3.3 Meéthode asymptotique

Le principe de l'intégration asymptotique est d’exprimer les équations différen-
tielles sous la forme :

Y =¢(Y)[A(Y) Y] (2.54)

En discrétisant la relation précédente par la méthode du point milieu, nous obte-
nons la solution :

Yy = e 7200y, 4 [1 — e 00(0)AT A (yo) (2.55)

Yooy = e #(¥or) Ay, | [1 _ e—so(ml)At} A (yni1) (2.56)

2.3 Implémentation numérique du modéle GLD

Nous présentons dans cette section les principales étapes de I'implémentation du
modéle GLD dans le code de calcul Abaqus. Pour cela nous commengons par
décrire Palgorithme proposé par ARAVAS [Ara87, GA95, ZN95| pour I'intégration
des lois de comportement élastoplastique. Puis nous présentons 1’application de
cet algorithme a I'implémentation du modéle GLD, aprés avoir décrit ’extension
de ce schéma au cas de ’hypoélasticité ou de la thermo-hypoélasticité selon que
I’échauffement thermique est pris en compte ou non.
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2.3.1 Algorithme local d’Aravas

ARAVAS [Ara87| a proposé un algorithme de résolution incrémental des pro-
blémes non-linéaires. Ce schéma bien qu’élaboré pour des matériaux élastoplas-
tiques dépendant de la contrainte moyenne ne présente pas de restrictions par-
ticuliéres quant a son utilisation pour l'intégration d’autres modéles élastoplas-
tique [GA95, ZN95, Zha95, 7, MWO03, KG05|. Le processus de résolution du pro-
bléme se base sur la méthode du "prédicteur élastique- correction plastique".

Une loi de comportement élastoplastique peut se mettre sous la forme :

O(E,H) = 0 (2.57)
: 0D
P __ -
EY = Ao (2.58)
H = Fy (2,EP,H) (2.59)

ou (X, H) est le critére de plasticité et H le vecteur contenant les variables
d’état.

Dans cette section, nous nous placons dans le cadre de I'hypothése de petites
perturbations (HPP), I'extension aux transformations finies est présentée dans
la section suivante. La procédure d’intégration consiste a calculer le tenseur des
contraintes correspondant a une solution élastique puis a apporter si nécessaire,
une correction plastique.

2.3.1.1 Prédicteur élastique

L’algorithme Aravas [Ara87| a été initialement proposé pour un matériau élasto-
plastique dont 1’élasticité est linéaire isotrope, donc gouvernée par la loi de Hooke
généralisée :

Yo =A°E; (2.60)
ou :
ij

sibilité du matériau ;

d;j est le symbole deKRONECKER ; et

vement

( 2
ALy = G (0dj + 6adji) + (K — §G) ;0 est la matrice des modules élastiques;

G et K sont respectivement le module de cisaillement et le coefficient d’incompres-

les indices (n) et (n + 1) se rapportent au début et a la fin de I'incrément respecti-.
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Puisque I’hypothése des petites perturbations (HPP) est adoptée par ARAVAS il
s’ensuit que ’additivité de la décomposition de la déformation totale E en une
partie élastique E€ et plastique EPest consacrée :

E = E° + FE?

En insérant ’équation précédente dans I’équation (2.60) et en utilisant la relation
E,., = E,+ AFE, nous obtenons

Y1 =A% (B — EV,,) =37 — A°: AEP (2.61)

ot XP7°? est, le prédicteur élastique qui s’exprime comme suit :

yrred — A€ (ES + AE) (2.62)

2.3.1.2 Correction plastique

Une fois le prédicteur élastique évalué, nous procédons a I’estimation du critére de
plasticité. Dans le cas ou celui-ci est négatif, alors la solution est élastique et le
prédicteur élastique. Par conséquent, le tenseur des contraintes calculé est solution
du probléme. Dans le cas ou le critére contraire, une correction plastique en résol-
vant le systéme (2.57)-(2.59) s’impose. Pour ce faire, ARAVAS commence par écrire
la décomposition des tenseurs des contraintes et des incréments de déformations
plastiques en leurs parties sphérique et déviatorique :

2
S = L1+ TN (2.63)
1
AEY = JAE1+AEN (2.64)
ou :
Y, =-%X:1/3et N =3%"/(2%,,) sont respectivement la contrainte moyenne
et le vecteur normal unitaire;
d;; est le symbole de KRONECKER;
9¢ 99 "
AE, = AN == | et AE, = A\ ont été obtenus par ARAVAS [Ara87]
0%, 0%,

en projetant le tenseur des incréments de déformation sur 1 et IN. En éliminant
AN des deux équations précédentes, nous obtenons
0 0
Ap 99 ¢

AE,— = 2.
pazeq + Qazp 0 ( 65)
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Les indices désignant le début et la fin de 'incrément des quantités intervenant
dans les équations (2.63) (2.64) ainsi que ceux des expressions qui vont suivre
dans cette section sont volontairement omis. Il s’ensuit que toutes les quantités
non indicées sont exprimées en fin de pas, sauf indication contraire.

En projetant I’équation (2.61) sur 1 et IN puis en identifiant a I’équation (2.63),
nous obtenons

Y, = Y+ KAE, (2.66)
Seg = X0 —3GAE, (2.67)

ol Eg;z’ed — _%Zp'red : 1 et Z;gged — \/% (EP’I‘ed)/ : (Zp'r'ed)/ .

En introduisant les quantités AE,, AE,, X, et ¥, dans le systéme d’équa-
tions (2.57)-(2.59) se met sous la forme :

@(Zp,Zeq,’H) =0 (2.68)
9¢ 9¢
9@ _ 2.
AE, azeq+AEq 55, 0 (2.69)
H = Fy(AE, AE, %, Y H) (2.70)

La solution du probléme (2.68)-(2.70) s’obtient comme suit :

Nous résolvons d’abord le systéme de deux équations (2.68, 2.69) & deux inconnues
AE, et AE, par un schéma de NEWTON-RAPHSON qui nous amene au systéme
équivalent :

{Aucp + Ajpey =y (2.71)

Alep + A22Cq = b2

ou ¢, = 0AE, et ¢, = AL, sont respectivement les corrections de AE, et AL,.
Les expressions générales des coefficients A;; et b; sont donnés en appendice.

Une fois les valeurs de ¢, et ¢, connues, nous procédons a la réactualisation de
AE, et AE,

AE, — AE, + ¢,
AE, — AE, + ¢,

Puis nous réactualisons les valeurs de X, et X, en utilisant les équa-
tions (2.66) et (2.67).

Enfin, nous passons a I'incrémentation des variables d’état H. Ce schéma continue
jusqu’a convergence totale.

Les principales étapes de cet algorithme sont résumées sur la figure 2.6.
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1. Calcul du prédicteur élastique :

sered — A¢: (B¢ + AE)

2. Calcul du critére :

P (Zp'red, H) =0

3. Vérification du signe du critére & :
Si ® < 0, alors la solution est élastique, on passe a l'incrément suivant
Sinon, la solution est plastique, on passe ’étape 4.

Initialisation de : AE,, AE,, X,, ¥, et des variables d’état H.

Calcul des corrections de ¢, et ¢,

Actualisation de AE,, AE,, X, X,.

Intégration temporelle des variables d’état H.

Vérification de la convergence du schéma d’intégration :
Si la condition de convergence est satisfaite, passer a I'incrément suivant
Sinon, aller a ’étape 5.

X N Ot

F1G. 2.6 — Le schéma d’intégration local d’ARAVAS|Ara87|
2.3.1.3 Opérateur tangent consistant

Comme nous 'avons rappelé dans la section (2.2.2.1) un schéma d’intégration
implicite faisant usage de la méthode de NEWTON-RAPHSON nécessite le calcul de
I'opérateur tangent consistant. Sa formulation générale est donnée par

ox
Keons = (—) (2.72)
8E n+1

Il définit la variation de la contrainte & la fin de I'incrément causée par la variation
de la déformation totale. Il est en général différent de 'opérateur tangent continu

AY

Kco'n,t - ﬁ

(2.73)

qui lui dérive de la condition de consistance ¢ = 0.

L’opérateur tangent consistant dépend de l'algorithme utilisé pour I'implémenta-
tion locale de la loi de comportement [Hug87, SH98, APC04, DP05]. Nous présen-
tons ci-dessous ’expression de cet opérateur tel que proposé dans ARAVAS [Ara87].

L’équation de I’élasticité (2.60) peut se réécrire sous la forme

1
R (E ~ B - JAE,L - AEqN) (2.74)
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1 N
:>82:Ae:<8E—§8AEP1—8AEQN—AEQ?9—E:82) (2.75)
1INt donne
ou o5 est donné par
ON 30 (Y 1 /3 1
gy _ 29 — ST-101-N®N 2.
9y 28X (26) Yeq (2 2 ® ® ) (2.76)

ou 0AE, et OAE, sont obtenues en différenciant 1'équation (2.65).

Aprés calcul nous aboutissons au systéme :

{Cn@AEp + ClgaAEq = (Dll]- + DlzN) : 00X (2 77)

CglaAEp + CQQaAEq = (Dgl]_ + DQQN) . 82

Les constantes C;; et D;; sont données en appendice. La résolution du systéme
précédent conduit aux formules

GAEP = (mp]1 +mpNN) 00X (278)
8AEq = (mel + mQNN) ;0% (279)

ou les coefficients mp; , mpy, mgr , mpy sont donnés par

D11022 - D21012
C(116(22 - CY126121
mpy = D12022 - D22012

C(116(22 - CY126121

(2.80)
e Dy1C1y — D1nCxy
;=
YT Ol — Ciln
Moy = Dy Chy — D10y
¢ C11C — C1Cyy
En substituant OAE, et 0AE, dans I'équation (2.75) nous obtenons
(I+A®:M): 0¥ =A°:0F (2.81)

1 1 ON
ou M = gmp]]_ X1+ gmle X N+mQ1N R1+mpyN X N—i—Aé‘q%.

Finalement, 'opérateur tangent consistant K .ons S’écrit

ox
Kcons - I = A€ -t 2.82
= (M4 A9 (282
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2.3.2 Implémentation du modéle GLD

Nous présentons dans cette section les principales étapes de I'implémentation du
modéle GLD dans le code de calcul Abaqus [ABA05]. L’utilisation de I’algorithme
proposé par ARAVAS [Ara87| pour l'intégration de la loi de comportement GLD (ou
GTN) nécessite I'introduction de ’hypoélasticité ou de la thermo-hypoélasticité
selon que I’échauffement thermique est pris en compte ou non. Cette extension a
comme conséquence une modification de I'expression du prédicteur élastique.

2.3.2.1 Mise en équation

Avant de présenter les étapes de I'implémentation du modéle GLD couplé a la tem-
pérature dans des conditions adiabatiques, nous rappelons le systéme d’équations
composant cette loi de comportement pour matériaux élastoplastiques endomma-
geables :

.o D
O(2.1.5.9) = Sl 4 umXIP+ 2l + g+ Deosh (w2

— (g+1) =g+ f)*=0 (2.83)
5= S4N.0-Q%=A° (Ee + aTl) (2.84)
o 0D

B = A (2.85)
. 3 N .
S = Sh (£2.) +3hat2, (2.86)
f = 3(1—f)EP + A2 (2.87)
G = hiP+heT (2.88)
: ¢ X:E
o= > 2.89
pCy (1 - f) ( )

Le probléme consiste a résoudre le systéme non linéaire précédent d’une maniére
incrémentale. C’est-a-dire, connaissant I'incrément de déformation totale et le ten-
seur des déformations totales au début du pas de temps, nous devons trouver les
valeurs des contraintes ainsi que des variables d’état a la fin de pas.

2.3.2.2 Prédicteur élastique

Cas de I’hypoélasticité. La loi d’hypoélasticité (2.84) peut s’écrire sous la
forme incrémentale comme suit :
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AT + Z.AQ — AQ.Y = A°: AE°
= AY = A°: AE° — $.AQ + AQ.X (2.90)

En injectant les relations

A = S, -3, (2.91)
AE° = AE — AEP (2.92)

dans ’équation (2.90) nous obtenons :

S, =3P A°: AEP

ot X774 est, le prédicteur élastique donné par

yrred — 3 4 A AE -3, AQ - 3,,.AQ

Cas de la thermo-hypoélasticité. La prise en compte de l'influence de la
température sur le comportement élastique du matériau s’effectue en introduisant
la déformation thermique E*® = o (T — Ty) 1 dans P’équation de la déformation
totale. Nous écrivons

AE = AE® 4+ AE’+AE"™ (2.93)
= AE®*=AE — AE” - AE™ (2.94)

En procédons de la méme maniére que dans le cas de I'hypoélasticité, nous abou-
tissons a

Y, =X _ A AEP (2.95)

ot le prédicteur élastique XP™°? s’écrit & présent comme suit :

7 =%, + A°: (AE - AE") - £,,.AQ - X,.AQ (2.96)
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2.3.2.3 Correction plastique

Dans le cas ou la valeur du critére de plasticité ® est positive, une correction
plastique est nécessaire afin de satisfaire la condition ® (EPTed, 1,9, 5) = 0. La
solution de ce probléme est obtenue en résolvant le systéme d’équations (2.83)-
(2.88). Les valeurs du champ de contrainte, obtenues lors du calcul du prédicteur
élastique, ainsi que celles de toutes les variables d’état intervenant dans la loi de
comportement se retrouvent ainsi réactualisées a la fin d’incrément.

La premiére étape de I'implémentation du modéle GLD couplé a la température
dans des conditions adiabatiques consiste & exprimer le critére de plasticité ainsi
que les lois d’évolution des différentes variables d’état en fonction des variables
utilisées dans ’algorithme d’ARAVAS. Le systéme d’équations a résoudre se met
sous la forme
_ C(f,S)
(I)(Zpazemf’ S, (7) = TZdev (Zpazeqvfa S) +2q (S) : [g (fa S) + 1]
Eh (Epv Eeqa f) S)

o

x [g(f,S)+ f]cosh |k (f,S)
— [9(£,9)+ 1 =q(9)*[g(f,9) + fI* =0

—AE,%, + AE,%,,
(1-f)o
3 1
AHy = AS=Fhi (8,5, /,5) (gAEp + nZAEq) +hy (f, S) AE,

AH, = Aa:(wa(a,T)i)
o pC

D
AHy = Ap— £ A, +ABT,
PCp (1-1)

AHy = Af=(1-f)AE,+A

—~AE,S, + AE,S,
(1-1/)

ou les expressions de Xge, (X, Xeg, [, 5) €t Xy (3,, Xey, f,S) sont données en ap-
pendice. Les expressions des autres coefficients ont été données au chapitre 1.

Une fois le systéme non-linéaire mis en place, nous commencons par chercher les
valeurs de ¢, et ¢, solutions du systéme

Ay Agg Cp _ by
Ay Ago Cq by
Le calcul des coeflicient A;; et b; nécessite le calcul des dérivées partielles du critére

ainsi que celles des variables internes. Les expressions de ces six coefficients dans
le cas présent sont les suivantes :
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A0 (e P PO of P60 ¥
T ox,, P\ 08,05 0% 0f OAE, = 05,08 OAE, ' 0%.,06
go @b OT Pd 20 Of P
AE, (K
X aAEp+azeanaAEp>+ Q( os2 T 0%,0f 0AE, 95,08
L 05 Pe o5 oo T 20m
OAE,  0%,00 0AE, | 9%,0T 0AE, |
00 Po P of P26 0S  Pd
Ay = 22 AB (-
2T gy, A ( sz, T o5.,0f 0AE, T 05,05 OAE, | 05.,00
o6 2 OT 26 26 of
AE, (-
X 8AEq+8Zeq8T8AEq) - q( 395500 " 95,07 IAE,
26 9S00 06 b O
+ b + (2.98)
0x,05 OAE, | 05,06 OAE, | 0%,0T OAE,
06 0b Of 0 05  0b do
Ay = K249 o ge 9o 2.
2 0%, T 9f 0AE, T 9SOAE, | 96 OAE, (2.99)
06 00 Of 0% 0S 0 0o
Aoy — — il il — 2.1
2 o5, T 0f 0AE, T 9SOAE, T 05 OAE, (2.100)
0P 0P
b= —ABge— = AR (2.101)
by = —® (2.102)

Les expressions des dérivées partielles des variables d’état f, S et & par rapport
aux variables AE, et AE, sont données en appendice.

Une fois ¢, et ¢, calculées, nous procédons a la réactualisation de AE, et AE, :

AE, — AE, + ¢, (2.103)
AE, — AE, + ¢, (2.104)

Puis, nous réactualisons les contraintes équivalente X, et moyenne de pression X,
en employant les relations

Y, = Y+ KAE, (2.105)
Seg = IH—3GAE, (2.106)

Finalement, I'intégration temporelle des variables d’état conduit a
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/ En entrée : AE

Calcul du prédicteur ¥ P
Calcul du critere @

OUI ON Solution plastique
L Initialisation des variables

I _Kcon =Ae_ I‘_

Calcul des corrections ¢, et cq

Solution élastique.
RETOUR

A

Actualisation de Ag,, Ag,, 2Zpet 2,

A

Actualisation de S, f,Tet G

Convergence ?

Calcul de X et 1y,

Critére de
coalescence

f=1 +I5 (f-£)

Schéma ———i———
implicite = I Calcul de Kﬂ]s

' ﬁn sortie X, I, €t Kcon/

Fi1G. 2.7 — Organigramme de I'implémentation du modéle GLD
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—AEY, + AEY
2 - f, 1— f,)AE pZip qeq
3 1
Sp41 = Sp+ §h1 (gAEp +7’LZAEQ) + thEp (2.107)
—AEY AE Y
On41 = an+<?+h¢i) pp T Ol
Onp PCp (1 - fn+1)

¢ —AE,Y, + AE,Y.,
PCp (1 - fn+1)

Tn+1 = T, +

ot les valeurs de 3, ¥.,, AE, et AE, utilisées dans le systéme précédent sont les
valeurs réactualisées. Le schéma continue jusqu’a convergence totale.

Nous avons vu précédemment que 'opérateur tangent est donnée par la formule

Ko = 0% _ (M + A8)!
cont — aE —

1 1 ON
ou M = gmpjl ® 1+§mpN1 ® N+mQ1N ® 1+mpNN ® N_'_qua—. Les
o

coefficients mp; , mpy, mg; et mpy dépendent de huit coefficients C;; et D;; (i et
j allant de 1 & 2). Ces derniers sont donnés dans "appendice de ce chapitre.

Les principales étapes de I'implémentation du modéle GLD sont récapitulées sur
la figure 2.7.

2.4 Extension aux grandes déformations

La difficulté de I’écriture des lois de comportement en grandes déformations ré-
side dans le fait que, contrairement aux cas de transformations infinitésimales ol
les configurations initiale et déformée sont voisines et exprimées dans le méme
repére spatial, en transformations finies ces deux configurations peuvent étre trés
éloignées. Le probléme du choix du repére spatial pour I’écriture de telles lois
de comportement est donc posé. Deux possibilités sont offertes pour surmonter
cette difficulté. La premiére consiste & proposer une nouvelle loi de comportement
spécifique aux grandes déformations. La deuxiéme est d’utiliser une formulation
permettant de transposer le modéle écrit sous I’hypothése des petites perturbations
(HPP) aux grandes déformations moyennant quelques modifications [Dog89].

La deuxiéme alternative est celle adoptée dans Abaqus [ABAO05|. Dans cette sec-
tion, nous rappelons quelques notions théoriques sur I’extension des lois de compor-
tement écrites en HPP aux transformations finies, puis nous présentons les précau-
tions & prendre pour mettre en ceuvre une telle procédure dans Abaqus/Standard
et Abaqus/Explicit.
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FP= RP UI’

4

F1G. 2.8 — Configuration intermédiaire relachée
2.4.1 Milieux & configuration intermédiaire

Soit un point matériel d’un solide V' de coordonnées x dans la configuration dé-
formée (C;) et X dans la configuration de référence (Cp), comme indiqué sur la
figure 2.8. Les expressions des tenseurs gradient de déformation F et gradient de
vitesse £ en ce point sont données par les relations

ox

- (2.108)
0x

L = FF! (2.109)

La notion de configuration intermédiaire est introduite en procédant a un relache-
ment élastique local des contraintes a partir de la configuration déformée tout
en bloquant les mécanismes de plasticité (figure 2.8). Un matériau élastoplas-
tique a alors un comportement élastique vis-a-vis de la configuration intermé-
diaire [Dog89|. Le tenseur gradient des déformations se décompose, en tenant
compte de cette nouvelle configuration, comme suit :

F = Fe.FP

ou F€ est le tenseur gradient de déformation élastique qui permet le passage
entre la configuration relachée et la configuration déformée et FP le gradient de
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déformation plastique qui permet le passage entre la configuration relachée et la
configuration initiale. Les décompositions polaires de ces deux tenseurs s’écrivent

F¢ = V°.R° (2.110)
FP — RPUP (2.111)

ol R° et RP sont les tenseurs rotation propre de corps rigide élastique et plastique
respectivement ; V¢ est le tenseur des déformations élastiques pure gauche; et
UPest le tenseur des déformations plastique pure droit. Ces deux tenseurs sont
symétriques définis positifs.

En insérant les équations (2.110) et (2.111) dans (2.109) nous obtenons

L=F(F) 4+ V.FP(FP) . (V) T =L VEFP(FR) T (V)T
(2.112)

Il apparait de l'expression précédente qu’il n’y pas additivité entre les tenseurs
gradient de vitesse élastique £¢ = Fe. (F¢)~" et plastique LP = FP, (FP)~":

L # L+ LP

Il en est alors ainsi des tenseurs taux de déformation Dy, et taux de rotation W,
puisque

D, = - (L+"L)=D; + [ve.ﬁp. (ve)‘l] o (2.113)

N~ N~

:| antisym

Wi = S (L-TL)=Wp+ [veer (v (2.114)

L’additivité de ces tenseurs n’est obtenue qu’en admettant que les déformations
élastiques sont infinitésimales V¢ = (1 + €°) = 1. Cette hypothése est justifiée
dans le cas des métaux ou les déformations élastiques sont de I’ordre du milliéme.
Dans ce cas nous retrouvons 1’additivité

D, = &+D% (2.115)
W, = WS+ WP (2.116)

ou €95 est la dérivée de Jaumann de la déformation élastique [BCCFO01].

Par conséquent, la décomposition additive des vitesses de déformation élastiques
et inélastiques reste valable en transformations finies. Il s’ensuit que la construc-
tion d'une théorie générale garantissant ’objectivité des lois de comportement est
possible. Pour cela I'utilisation de repéres locaux objectifs fournit une méthode
systématique pour transposer des lois HPP en grandes déformations.
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Le référentiel corotationnel. Il existe une famille unique de référentiels locaux
objectifs Rg tels qu’en tout point et a chaque instant, le taux de rotation du milieu
par rapport a ce référentiel soit nul.

Le tenseur des rotations @, défini dans un référentiel tournant orthonormé, vérifie
les relations [Dog89] :

0To=Wo, Q7T9=1 Q(=0)=1 (2.117)

A chaque tenseur 24 on peut lui associer un tenseur g qui s’exprime dans le
référentiel tournant sous la forme

Ao =T0.2A.Q (2.118)

Par conséquent, la dérivée du tenseur 2{ par rapport au référentiel tournant est :

Do
Dt

d(QATQ)

:TQ[ - ] Q=A+AWg — Wo (2.119)

ou A désigne la dérivée matérielle classique.

De cette écriture, on peut postuler que la formulation de lois de comportement
dans un référentiel tournant n’utilise que les dérivées matérielles classiques et des
variables tensorielles exprimées dans le méme repére. Donc, I'extension de modéles
écrits en petites déformations aux transformations finies peut se faire simplement
en travaillant dans de tels référentiels. La difficulté d’adopter ce cadre de travail
réside dans le choix du tenseur rotation Q. Abaqus propose deux possibilités : la
rotation de JAUMANN et la rotation propre de GREEN-NAGHDI.

2.4.2 Extension aux grandes déformation dans Abaqus

[’extension des lois de comportement écrites en HPP aux grandes déformations
dans Abaqus utilise deux cinématiques. Comme nous l'avons vu précédemment,
une telle extension nécessite ’écriture des lois de comportement dans un référentiel
tournant défini par la rotation Q. Le tenseur des déformations E est obtenu dans
cette situation en intégrant le tenseur Dy, (équation 2.115).

Rotation de JAUMANN Cette cinématique est utilisée par défaut dans
Abaqus standard pour tous les éléments & ’exception des éléments coque
et membrane. Nous avons vu précédemment que pour écrire une loi de
comportement en grande déformation il est nécessaire de tourner les tenseurs
pour garder leurs objectivités. Il s’ensuit que lors de 'implémentation d'une
loi de comportement dans Abaqus, il est nécessaire d’affecter tout tenseur
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intervenant dans le modéle d’'un mouvement de corps rigide ; exception faite
des tenseurs de déformation totale et de contrainte qui eux, ont été déja
tournés dans Abaqus [ABAO05|. Par exemple, 'incrément de contrainte a la
fin de 'incrément a été obtenu en utilisant la relation [BDO1|

AY = AS 4+ (AWo.B, — Z,.AWo) = A + 0.3, 79 (2.120)

oit AY est I'incrément de contrainte dans le référentiel tournant. Le tenseur
des contraintes introduit dans Abaqus au début de 'incrément est effective-
ment Q.3,.7Q, il ne reste plus alors a 'utilisateur qu’a calculer le tenseur
des contraintes a la fin de I'incrément. Cependant, les tenseurs déformation
élastique E° et plastique E? doivent étre tournés afin de vérifier le principe
d’objectivité. Abaqus fournit une routine ROTSIG qui permet d’affecter tout
tenseur d’'un mouvement de corps rigide lors de I'implémentation des lois de
comportement. Cette rotation doit se faire au début de I'incrément afin de
transformer un tenseur 2,, en un autre tenseur Q.2,,.T Q. Ce dernier sera
utilisé pour calculer les tenseurs réactualisés a la fin de 'incrément A, .

Rotation de propre de GREEN-NAGHDI Cette cinématique est utilisée
par défaut dans Abaqus/Explicit pour tous les éléments, et dans Abaqus
Standard pour les éléments coque et membrane. Pour tout tenseur 24 inter-
venant dans la loi de comportement, Abaqus effectue un transport en début,
d’incrément dans un référentiel tournant sous la forme suivante :

A, = TR, AR, (2.121)

Aprés actualisation des variables & la fin de I'incrément, Abaqus procéde
au transport inverse

A1 = Rpp1. A1 TR (2.122)

L’incrément de rotation du référentiel tournant est obtenu & partir du
tenseur de rotation R

AQ = ARTR (2.123)

Cas du couplage thermomécanique Nous avons vu précédemment que dans
la circonstance d’un comportement thermomécanique, la déformation totale peut
étre décomposée en trois parties élastique, plastique et thermique :

Pour

E=E*+ E'+E" (2.124)

éviter d’introduire une configuration thermique intermédiaire Aba-

qus [ABAO5] propose de considérer les déformations thermiques E" comme des
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déformations élastiques dues a I’échauffement thermique. Par conséquent, la dé-
composition multiplicative du tenseur gradient de la déformation totale s’écrit
toujours

F = Fe.FP (2.125)

2.5 Conclusion

Les aspects numériques liés au modéle théorique développé au chapitre 1 sont
présentés dans ce chapitre. Les discrétisations spatiales des équilibres mécanique
et thermique par la méthode des éléments finis sont données. Les schémas de
résolution implicite et explicite du probléme mécanique ainsi que la méthode sé-
quentielle explicite d’intégration du probléme thermomécanique sont rappelés. Les
principales étapes de I'implémentation du modéle GLD dans Abaqus ainsi que les
discrétisations temporelles des différentes variables d’état intervenant dans cette
relation sont décrites. Nous avons évoqué les précautions a prendre lors de I'implé-
mentation de cette loi de comportement pour une utilisation adéquate en grandes
déformations. La mise en ceuvre informatique de notre modélisation fait I’objet
des deux chapitres suivants.
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Chapitre 2. Implémentation numérique du modéle GLD
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Appendice 2
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0o 0o
b1 = —AEpaTeq—AEqa—zp

by = —® (131)

(130)

Contrainte déviatorique X ;., et hydrostatique X, qui
apparaissent dans I’expression du critére de plasti-
cité :

2dev (2P726q7f7 S) = {1 + g (nx +ny> Qg (fa Sf’?(ﬁ S>2 + gng [1 - 2042 (f7 S)]2

X008+ s s+ 1) [ (£,.8) = 20 (£, 8] 0 (7,5)°

+gn (4 m) +aa (£,8)0(£,5) + n (1~ 205 (/.5)

x n(f,8)S2 +n(f,8)°5h + %(nﬁny)&a(ﬁs)n(ﬁsf
+ nn(f,8)° = 2n.05 (f,8)n (f,9)" — n.n (f,9)] EpSeq

Zh (Upaaeqafa S) = —Yp+ % [(nw +ny) Q2 (f> S) +n, (1 — 209 (f’ S))] Oeq

Dérivées des variables d’état du modéle GLD-

Adiabatique par rapport a Ag, et AE, :

Par rapport & AE), :

of NN OAS  OAS 0AG  0AG
0AE, ~ (aAEp * Kazp) e (aAEp R azp) e (aAEp R azp)
N OAT | OAT
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= K K K
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) OAT | OAT
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Expressions des coefficients nécessaires au calcul de
I’opérateur tangent du modeéle GLD-Adiabatique
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Chapitre 3

Validation sur des essais simples

3.1 Introduction

Nous présentons dans ce chapitre des simulation numériques utilisant les modéles
GTN et GLD présentés au chapitre 1. Ces applications nous permettent de valider
I'implémentation de ces deux modéles dans le code industriel Abaqus.

Nous commencons d’abord par rappeler le modeéle de la cellule élémentaire qui est
employé pour étudier la réponse d'un matériau supposé constitué d’un assemblage
périodique de Volume Elémentaire Représentatif (V.E.R.). Nous décrivons par la
suite la technique développée pour le calcul explicite de cellules tout en garantissant
une triaxialité constante au cours du chargement. Cette méthode nous permet de
comparer les résultats prédits par le modéle GLD avec ceux obtenus sur des calculs
de cellules élémentaires. Toujours dans le cadre de la simulation de la réponse d’un
élément axisymétrique, nous abordons l'influence de ’échauffement thermique sur
la ruine finale de celui-ci.

Deux essais de traction de barreaux sont ensuite réalisés a la fin du chapitre. Le
premier est effectué sur une barre cylindrique lisse en utilisant les modéles GTN et
GLD. Le deuxiéme consiste en une étude de I'effet du couplage thermomécanique
sur la rupture d’une éprouvette axisymeétrique entaillée.

3.2 La cellule élémentaire

La cellule élémentaire est largement utilisée pour modéliser le comportement d’un
matériau défini comme un assemblage périodique de cellules cylindriques a bases
hexagonales. Ces derniéres sont approchées par des cercles de rayon B permet-
tant ainsi de simplifier la simulation en la ramenant au cas axisymétrique, comme

105
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le montre la figure 3.1. La cellule ainsi modélisée peut étre considérée comme
un Volume Elémentaire Représentatif d’un matériau périodique [KN8S, BSRAS9,
BSH95, GLD97, BBP99, GLPDO01, PH00, Per92, SL04a, OOS06, SOOBO07|.

Les quantités calculées localement en chaque point de la cellule sont qualifiées
de microscopiques alors que celles moyennées sur toute la cellule sont les valeurs
mésoscopiques. Les grandeurs macroscopiques sont celles qui correspondent a toute
la structure. Il est souvent difficile de distinguer entre échelles macroscopique et
mésoscopique, nous employons dans la suite le vocable macroscopique dans les
deux situations.

2B
R\
Z A
2ZZ

Pttt E 2A

2 L,

; — ¥ N

" —>

< > )g

0 AAAAAADA »

F1G. 3.1 — Modélisation micromécanique : Représentation des différentes échelles.

En raison des symétries de géométrie et de chargement, seul le quart de la cel-
lule est considéré. Un chargement est appliqué sur ces deux faces extérieures. Les
contraintes macroscopiques axiale Y., et radiale ¥, sont formulées comme suit :

F F
oo D
T 4nr AB #  nB2

(3.1)

ou F, et F, sont les réactions au niveau de la face latérale et de la base du V.E.R.
respectivement. Il s’ensuit que les contraintes macroscopiques moyenne >, et équi-
valente X, sont données dans le cas axisymétrique par
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1
Zm = g (22:13:1: + Zzz) ) Eeq :| Zzz - Z:m: ‘ (32)

Les déformations macroscopiques axiale £, ., radiale F,, et équivalente E., sont
définies par

B+ uy, A+u,, 2
Exx = IIl (T) s EZZ = IIl (T) s Eeq = g | EZZ — Exx | (33)

La fraction volumique de vides f = V,;q/27AB? peut étre calculée de deux ma-
niéres, soit par intégration numérique le long des points de la surface du vide, soit
en utilisant la formule approchée

3(1 —QV)E

f=1-(1-f) |1+ = Ve (3.4)

proposée par KOPLIK et NEEDLEMAN [KN88|. V.2, Vi, fo et f désignent respec-
tivement les volumes initial et final et les porosités initiale et finale de la cellule.

Une des difficultés de I’étude numérique d’'un V.E.R. en utilisant le modéle de
la cellule élémentaire est le maintien de la triaxialité (7 = ¥,,/%.,) & une valeur
constante au cours du chargement. Dans le cas d’un calcul implicite, la méthode de
Riks [Cri91, BCCF01, ABAO5| peut étre avantageusement exploitée pour satisfaire
cette condition. Dans le cas d’un calcul explicite nous proposons une technique
capable de garantir une triaxialité constante au cours du chargement tout en offrant
la possibilité de décrire le comportement du matériau jusqu’a sa rupture finale.

3.3 Technique de calcul explicite du comportement
des cellules

Nous présentons dans ce qui suit une technique de calcul explicite de cellule per-
mettant de maintenir une triaxialité constante en cours de déformation. Cette
contrainte est satisfaite au bout d’un certain nombre de calculs. Le chargement
est appliqué cette fois-ci par 'intermédiaire d’une barre fixée sur le coin supérieur
de la cellule. La présente méthode peut étre usitée aussi bien dans la circonstance

d’une matrice saine que poreuse'”.

1"Une étude numérique de I'influence de la deuxiéme population de cavités (matrice poreuse
modélisée en employant le modéle GTN) sur la rupture de cellules élémentaires en utilisant la
présente technique est donnée dans [00S06, SOOBO7].
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3.3.1 Description du dispositif de chargement de la cellule

Les chargements axisymétriques de la cellule sont pour ’ensemble des simulations
numeériques considérées, d’une part a traction axiale (le long de ’axe des z) domi-
nante (X,, > X,, = %,,) et, d’autre part, a triaxialité 7 constante. Les valeurs
retenues pour celle-ci sont 7 = 1, 2 et 3. Dans les calculs de cellules, il existe un
certain nombre de techniques permettant de maintenir la triaxialité constante lors
du chargement de celles-ci. L.’algorithme de Riks s’avére simple d’emploi dans le cas
d’espéce considéré ici et néanmoins efficace [SH96|. Cependant, son utilisation ne
peut étre couplée avec une approche d’intégration explicite du fait du role du para-
métre temps. D’un autre coté, dans sa version actuelle, Abaqus Standard (analyse
implicite) exclut la prise en compte dans une analyse d’endommagement final des
matériaux des paramétres de coalescence f. et f;. En revanche Abaqus/Explicit
permet de la faire. Nous le retenons pour I’analyse aux éléments finis de la réponse
du volume élémentaire poreux présenté dans la section précédente.

La figure 3.2 montre schématiquement

un dispositif de chargement de la cel- ZA
lule qui permet par ajustements suc- Q @
cessifs de tendre vers la situation ou la %
triaxialité est maintenue constante au @

cours de son évolution.

Une barre élastique PQ de longueur ini-
tiale L,, de section constante d’aire S,

et inclinée d'un angle initial ¢, par rap-

port & ’horizontale est fixée en son ex-

trémité P au coin supérieur droit de la o

cellule. Il s’ensuit que le chargement de
la cellule s’effectue par l'intermédiaire
de la barre PQ pour laquelle la position
dans le plan (z, z) de son extrémité Q est imposée de sorte a garantir le maintien
de la triaxialité a la valeur souhaitée. Un déplacement adéquat u® de son extré-

mité Q est imposé. On note uP, u® les déplacements des extrémités P et Q dont
les décompositions selon les direction (e, e,) s’écrivent :

X

F1G. 3.2 — Dispositif de chargement de la
cellule (V.E.R.).

P P P
U = Ugerpt+u,e,
u? = ule,+ule, (3:5)
La position de 'extrémité Q est alors donnée par
x® =B, +uf + Lcosy (3.6)
29 =A,+ul + Lsing '
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ou L est la longueur actuelle de la barre et I’angle ¢ est tel que (Fig. 3.2)

uQ — uP , , uQ — uP
COSp = COS P — — 7+ smgo:smcpo—l—T (3.7)

P

avec @, la valeur de I’angle ¢ correspondant & uP = u® = 0. La valeur courante

de ¢ peut aussi étre calculée par

2 — 2P B Lysin g, +u8 — uP

tanp = (3.8)

2Q — 2P L,cos g, +uQ — uP
On désigné par 3, la contrainte axiale sollicitant la barre PQ. Les contraintes
principales et équivalente macroscopiques agissant, sur la cellule sont données par

3 Sp cos @ 3 Sp sin @

Exw = ; 2z = 1> . pP\o
27 (B, + uP) (A, + ub) 7 (B, + uf)?

(3.9)
Zeq - |Ezz - Ea}a}|

Moyennant une premiére approximation déduite de 1’hypothése d’invariance du
volume global de la cellule au cours du chargement, il est possible d’établir une
relation entre la triaxialité 7, Pangle ¢ et le déplacement vertical u° du point P.
En effet, par définition

S 1/%.+25,.\ 1/1+2a S
T Zm _ - S I [ = 3.10
SN 3(\%—%\) 3(|1—a\) weca=g- (310

La substitution de (3.9) dans I’expression de a conduit a

1 1 (By+u?) 1 Lycosgp,+ul —uP (B, +ub)
o = — = —
2 tang (A, +uP) 2 L,sing, +u? —uP (A, + ub)

(3.11)

Par ailleurs, dans la circonstance ou la matrice de la cellule est dense, KOPLIK
et NEEDLEMAN [KN88| ont constaté que le volume global de celle-ci demeure
constant tout au long du processus de son chargement. Admettons, en premiére
approximation, la validité de cette observation pour une matrice poreuse au moins
au début du chargement de la cellule. Dans cette circonstance, les composantes u”
et uf vérifient la relation

B2 A, = (B, +ub)? (A, +ub) (3.12)

qui permet d’exprimer explicitement uf en fonction de u” puisque nous avons

A, 1/2
(m) - 1] (3:13)
Le report de (3.12) dans (3.6) conduit a

xQ — Bo vAo
(A0+U5)1/2

u” =P () = B,

+ Lcosp
(3.14)
1§ = (A, +uP) + Lsing
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et par conséquent

u? =B, Af:u'; + Lcosp — (B, + L, cos ¢,)

(3.15)
US = (Ao + UZP) + LSin(P - (Ao + L,sin @o)

Au cours du chargement de la cellule, les composantes du déplacement du point
P, la triaxialité 7 a travers le paramétre « et 'angle ¢ sont liés par la relation

fan ¢ = — (B" +“§) - (B”—*/A_") (3.16)

2a \ A, +ub 2a \ (Ag + ub)3/?

Ainsi la valeur initiale ¢, est fixée par la triaxialité escomptée (paramétre o) et la
géométrie du contour extérieur de la cellule (A, et B,) a travers la relation :

1 (B,
tan p, = 5a (A—> (3.17)

Le tableau 3.1 donne les valeurs de ¢, associées & 7 = 1, 2 et 3 dans le cas ou
)\ — AO/BO — 1

T 1 2 3
0.4000 | 0.6250 | 0.72729

S

cos p, | 0.6247 | 0.7809 | 0.8241
sinp, | 0.7809 | 0.6247 | 0.5665

TAB. 3.1 — Valeurs initiales de I'angle ¢

3.3.2 Simulations successives

Premiére approximation : le volume global de la cellule demeure
constant. Si tel est la cas , les relations (3.15) demeurent valides et peuvent
se mettre sous la forme

A
uQ= B, l — - 1] + (Lcosp — L, cos p,)
V (A, + ub) (3.18)
uQ = ub + (Lsing — L,sin @,)

ou ¢ et @, sont donnés par les relations (3.16) et (3.17). Le matériau élastique
de la barre PQ est pris trés rigide, aussi il est légitime de considérer que sa
longueur reste approximativement constante, c’est-a-dire L ~ L,.



3.3. Technique de calcul explicite du comportement des cellules 111

Il est important de noter dés a présent que dans les relations 3.18, les quan-
tités ub et ub ne représentent pas stricto-sensu les composantes usuelles du
vecteur déplacement de I'extrémité P de la barre PQ. En fait, ub est un
parametre de chargement dont l'utilité pratique est la détermination de la
position a imposer a 'autre extrémité P de la barre.

Premiére amélioration de la premiére approximation : il va de soi
qu’en raison de la porosité de la matrice du volume élémentaire, I’hypothése
de conservation du volume global de celui-ci n’est valide qu’en début de
chargement. Cette hypothése tombe en défaut pour les évolutions ultérieures
pour lesquelles les déformations sont grandes. Une premiére amélioration de
I’approximation peut étre obtenue a partir du dépouillement du calcul issu
de la premiére approximation qui permet d’avoir la dépendance de u? en
fonction de uf plus proche de ce qu’il faut imposer :

uQ = uP(ub) + +Ly(cos p — cos ¢,) (3.19)
uQ = uf + L,(sing —singp,) '
La relation (3.17) devient
1 [ B,+ubu")
t =— | —=* 3.20
MY =oa ( A, +ub (3:20)

Ces améliorations successives doivent étre répétées autant de fois que néces-
saire pour avoir la triaxialité constante souhaitée.

Dans les relation (3.20), la composante uf est une fonction de la composante u”
qui dépend elle méme du temps. Cette derniére dépendance doit étre suffisamment
réguliére pour atténuer les effets dynamiques indésirables.

3.3.3 Validation de la technique

La vérification de la pertinence de la technique proposée a été effectuée en faisant
une série de calculs sur des cellules élémentaires de rayon initial B, = 1 mm et
de hauteur initiale A, = 1 mm et dont le matériau constitutif obéit au critére de
VON MISES. Le module de YOUNG du matériau est £ = 200 GPa, son coefficient
de PoISsON v = 0,33 et sa limite d’élasticité est og = 400 M Pa. Les résultats
auxquels nous avons abouti ont été comparés a ceux obtenus en utilisant une
approche implicite faisant usage de la méthode de RIKs'® pour les deux circons-
tances particuliéres que sont les situations oul la matrice est écrouissable (n = 0,1)
et parfaitement plastique (n = 0) [O0S06, SOOBO07|. Dans le premier cas, trois
paramétres de forme ont été utilises Wy = 1/6, Wy = 1 et Wy = 6, la porosité

18Une description de deux variantes de la méthode de longueur d’arc (CRISFIELD et RIKs-
RAMM) est donnée dans ’annexe A.
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FiG. 3.3 — Comparaison des résultats des calculs de cellules implicites et explicites
pour différents paramétres de forme W, de porosités f et de triaxialité 7.

initiale est fo = 1% et la triaxialité est égale & 7 = 1. Dans le deuxiéme cas, le
comportement de la matrice est supposé parfaitement plastique, les cellules sont
sollicitées sous trois triaxialités différentes 7 =1, 7 = 2 et 7 = 3, les vides sont
initialement sphériques (Wy = 1) et la porosité initiale fo = 1,04%.

Les graphes 3.3-a et 3.3-b donnent I’évolution de la contrainte équivalente nor-
malisée X.,/00; les graphes 3.3-c et 3.3-d celle de la porosité f en fonction de la
déformation équivalente £, pour les deux matériaux utilisés. Nous observons un
bon accord entre les résultats obtenus avec les deux méthodes de calcul. Cepen-
dant, dans la situation ou le matériau est écrouissable, un écart est observé lors de
la prédiction de la contrainte de début de coalescence de la cellule ayant une cavité
initialement allongée W, = 6. L’écart se réduit considérablement sur le graphe de
variations de la porosité f correspondant (figure 3.3-c). Un léger écart apparait lors
du stage de coalescence de la cavité initialement aplatie Wy = 1/6. En revanche, la
phase de croissance est correctement prédite. Le début de coalescence présente un
léger écart lors de la simulation sous une triaxialité 7 = 1.
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F1G. 3.4 — Amélioration des chargements successifs de la cellule et variations de triaxia-
lités leurs correspondants.

La technique développée dans la présente section utilise des calculs successifs du-
rant lesquels le chargement de la cellule est adapté a chaque calcul dans le but
d’assurer une triaxialité constante.

Nous donnons sur la figure 3.4 I'évolution du chargement v’ et de la triaxialité 7
suivant les chargements consécutifs. Ces deux correspondent a la simulation de la
réponse d'une cavité sphérique Wy = 1 sous une triaxialité 7 = 1. Nous observons
que la valeur de la triaxialité se stabilise, calcul aprés calcul, a la valeur constante
recherchée 7 = 1. Dans le cas présent cette condition est satisfaite au bout du
neuviéme calcul.

3.4 Validation de l'implémentation du modéle
GTN

Une comparaison des résultats obtenus avec le modéle GTN que nous avons im-
plémenté dans Abaqus en utilisant la subroutine Vumat, noté dans la suite GTN-
Vumat, avec ceux calculés avec le GTN disponible dans Abaqus/Explicit, noté
GTN-Abaqus, est donnée ci-aprés. Nous rappelons que 'implémentation GTN-
Vumat permet de prédire la coalescence soit en introduisant une valeur de la po-
rosité critique f. comme c’est le cas avec le GTN-Abaqus, soit en utilisant le
critere de THOMASON. Cette deuxiéme option n’est pas disponible actuellement
dans Abaqus. Nous choisissons de simuler la réponse d'un élément axisymétrique
a quatre nceuds avec intégration réduite (CAXR). La base de 1’élément est blo-
quée en déplacement dans la direction axiale alors que le déplacement de la partie
située au niveau de l'axe de symétrie ’est dans le sens radial. Afin de maintenir
une triaxialité constante, le chargement est appliqué suivant la procédure décrite
dans la section 3.3. Deux matériaux constitutifs de la matrice ont été choisis, le
premier est élastoplastique écrouissable de coefficient d’écrouissage n = 0,1 et le
deuxiéme est élastique parfaitement plastique (n = 0). Le module de YOUNG, le
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FiaG. 3.5 — Simulations de la réponse d’un élément axisymétrique chargé en traction
axiale. Comparaison des résultats obtenus avec la routine Vumat (GTN-Vumat)
et ceux obtenus avec Abaqus (GTN-Abaqus).

coefficient de POISSON et la limite d’élasticité des deux matériaux sont respec-
tivement £ = 200 GPa, v = 0,33 et o9 = 400 M Pa. Les mémes paramétres de
coalescence f. = 0,06 et 6 = 13,5 et la méme porosité initiale fo = 1% sont utilisés
pour toutes les simulations.

Les graphes de la figure 3.5 donnent I’évolution de la contrainte équivalente ¥,
des contraintes axiale X., et radiale ¥,, normalisées par oy et de la porosité f
en fonction de la déformation équivalente E,., obtenues avec le GTN-Abaqus et
le GTN-Vumat. Nous observons sur les quatre graphes une excellente correspon-
dance des résultats calculés dans les deux situations d’un matériau parfaitement
plastique et écrouissable. Ceci permet de valider notre implémentation du modéle
GTN. Dans le cas du matériau écrouissable les figures 3.5-a et 3.5-c-3.5-d montrent
que les contraintes ont tendance a croitre sous 'effet du durcissement de la matrice
alors que la porosité n’évolue que lentement (figure 3.5 -b). Cette phase corres-
pond a la croissance des cavités. Pendant le stage de coalescence nous observons
une évolution rapide de la porosité qui, a partir de la valeur critique f., accélére
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I’adoucissement du matériau et provoque une perte progressive de sa rigidité jus-
qu’a la rupture finale de I’élément de matiére. Nous retrouvons approximativement
les mémes étapes dans le cas d’'une matrice parfaitement plastique, a la différence
que les courbes représentant ’évolution des contraintes n’augmentent pas durant
la phase de croissance. Cela est di au fait que la matrice ne fait que s’adoucir
en raison de la croissance du volume des vides alors qu’aucun durcissement n’est
possible dans ce cas-ci. Notons enfin qu’'un des avantages de la simulation avec un
schéma explicite est que nous pouvons prédire le comportement de 1’élément de
matiére jusqu’a sa rupture totale, c’est-a-dire jusqu’a ce que le matériau ne puisse
plus supporter de charges (¥ = 0).

3.5 Validation de Il'implémentation du modéle
GLD

Nous allons maintenant tenter une validation de notre implémentation du modéle
GLD en confrontant ses prédictions a des résultats de calculs de cellules. Nous
comparons d’abord les résultats des simulations effectuées avec le modéle GLD
avec ceux obtenus par PARDOEN et HUTCHINSON [PHO0O0]. Nous utilisons ensuite
les résultats des calculs de cellules que nous avons obtenus [SOO06|. PARDOEN et
HUTCHINSON [PHO0| ont utilisé un matériau élastoplastique écrouissable dont la

loi est de type puissance :
— E#) n
9 (1 + —5> (3.21)

0o 0o

oun = 0,1 est le coefficient d’écrouissage et 0o = 400M Pa la limite d’élasticité du
matériau. Trois paramétres de forme initiaux W, = 6, 1 et 1/6 ont été usités lors des
simulations. Les cellules soumises & un chargement sous une triaxialité constante
7 =1 ont une porosité initiale fo = 1%. Les valeurs de la porosité critiques f,.
et du paramétre  utilisés pour chacun des paramétres Wy sont données dans le
tableau 3.2

| Wo=1/6 Wo=1 Wy=6
6,58 6,19 9,00
13,6 14,2 13,5

Je
0

TAB. 3.2 — Paramétres de coalescence utilisés lors de la simulation [Ben02].

Les figures 3.6-a-3.6-c représentent, respectivement, l’évolution de la contrainte
axiale normalisée >, ,, de la porosité f et du paramétre de forme S en fonction de
la composante axiale de la déformation E... Nous observons sur ces trois courbes
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Fi1G. 3.6 — Comparaison des résultats de calculs en utilisant le modéle GLD et
ceux obtenus sur des cellules élémentaires pour une porosité initiale fo = 1% et
une triaxialite 7 = 1 [PHOO0].

que le modeéle GLD prédit correctement I’évolution de I’état de la cellule pour les
trois parameétres de forme.

Dans la circonstance d’une cavité initialement allongée (W, = 6), la phase de crois-
sance est bien décrite par le modéle GLD alors qu’un léger décalage apparait pen-
dant la coalescence. Nous observons la méme situation dans le cas des courbes cor-
respondant & une cavité initialement aplatie (W, = 1/6). Dans la situation d’une
cavité sphérique (W, = 0), un léger décalage entre la courbe prédite par le GLD et
celle fournie par les calculs de cellules est observé durant la période de croissance.
Alors que le stage de coalescence est bien reproduit. La figure 3.6-a montre qu’'un
calcul explicite permet de modéliser le comportement du matériau jusqu’a sa rup-
ture finale (3 = 0) contrairement aux calculs de cellules effectués en implicite qui
s’arrétent bien avant.

Comme attendu, nous observons sur la figure 3.6-b que la porosité augmente modé-
rément pendant la phase de croissance, puis son évolution s’accélére brusquement
pendant la période de coalescence en raison de la jonction des cavités voisines
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qui provoque 'augmentation rapide du volume total des vides [KN88, BSRAS89,
BSHO95|. Les courbes prédites par le modéle GLD et celles obtenues a partir des
calculs de cellules dans les deux cas d'une cavité initialement sphérique (W, = 1)
et allongée (W = 6) sont presque confondues. Cependant, dans le cas d’un vide
aplati (Wy = 1/6) un léger décalage est observé durant la coalescence.
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Fiag. 3.7 — Maillages initial et final de I’élément axisymétrique et de la cellule
élémentaire correspondant a une cavité initialement allongée Wy = 6.

Les courbes de la figure 3.6-c¢ indiquent que le paramétre de forme S augmente
durant la phase de croissance, ce qui implique que la cavité s’allonge dans le sens
axial qui est la direction de chargement. Pendant la période de coalescence, le
paramétre de forme S commence & diminuer indiquant que la cavité commence
a s’aplatir. En fait cet aplatissement doit étre interprété avec précaution car ce
n’est pas la cavité qui commence a se refermer dans la direction axiale, mais le
flan latéral de celle-ci qui progresse horizontalement plus au moins vite vers la face
extérieure du V.E.R. rejoignant ainsi la cavité voisine. C’est la coalescence.

Nous présentons dans ce qui suit une comparaison des résultats obtenus en utilisant
le modéle GLD avec ceux des calculs de cellules que nous avons effectué [SOOBO7].
Le matériau constitutif utilisé pour effectuer les simulations est un matériau élas-
toplastique dont I’écrouissage isotrope est gouverné par

o

o (5—0) (3.22)
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e Cellule -

FiG. 3.8 — Comparaison des résultats obtenus en utilisant le modéle GLD et ceux
obtenus a partir des calculs de cellules pour une porosité initiale fo = 1% et une
triaxialite 7 = 1 [SOO06].

oun = 0.1, 0p = 400M Pa et ey = 0o/ E = 0.002 sont respectivement le coefficient
d’écrouissage, la limite d’élasticité et la déformation initiale lui correspondant.
Les maillages initial et déformé de la cellule dans le cas d’une cavité initialement
allongée (W, = 6) sont représentés sur les figures 3.7-c et 3.7-d.

Les figures 3.8-a et 3.8 -b donnent les variations de la contrainte équivalente nor-
malisée X.,/0¢ et de la porosité f en fonction de la déformation équivalente E.,.
Ces deux graphes font apparaitre une bonne correspondance entre les résultats
obtenus en employant le modéle GLD et ceux prédits par les calculs de cellules.
La figure 3.8-a montre que dans le cas d’un vide initialement aplati (W, = 1/6)
un écart est observé a ’approche de la coalescence. Dans les deux autres situa-
tion (W = 1 et Wy = 6), les phases de croissance et de coalescence sont bien
reproduites. Nous retrouvons sur la figure 3.8-b le méme écart entre les courbes
représentant I’évolution de la porosité f dans le cas des cavités initialement apla-
tie (Wo = 1/6). L’écart se réduit considérablement dans les autres circonstances
(Wo =1 et Wy = 6).

3.6 Influence de la température sur la réponse d’un
élément axisymétrique

Nous présentons dans ce qui suit une étude de l'effet de la prise en compte de
I’échauffement thermique d’origine mécanique sur la rupture d’un élément axisy-
métrique. Nous comparons les résultats obtenus avec le modéle GLD non couplé
a la température que nous notons dans cette section "GLD-Isotherme", avec ceux
obtenus avec le modéle GLD couplé a la température dans les conditions d’un
échauffement adiabatique, noté "GLD-Adiabatique" et & ceux calculés & partir de
la loi de comportement thermomécanique non adiabatique "GLD-Non adiab.".
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F1G. 3.9 — Effet de ’échauffement thermique sur la rupture d’un élément axisymeé-
trique (CAXR ou CAXRT). Comparaison des résultats obtenus avec les modéles
"GLD-Isotherme", "GLD-Adiabatique" et "GLD-Non adiab." pour une porosité
initiale fo = 0.1% et une triaxialité 7 = 1.

Le matériau constitutif de la matrice est élastoplastique écrouissable de coefficient
d’écrouissage n = 0,1 et de limite d’élasticité oy = 400 M Pa. Deux paramétres
de forme initiaux Wy = 1/6, et 6 ont été utilisés lors des simulations. Les cellules,
soumises a un chargement sous une triaxialité constante 7 =1, ont une porosité
initiale fo = 0, 1%. Les valeurs de la porosité critiques f, et du paramétre § utilisés
pour chacun des parameétres W, sont données dans le tableau 3.3.

La masse volumique, le module YOUNG et le coefficient de POISSON usités dans
cette étude sont respectivement p = 7800 kg/m3, E = 200 GPa et v = 0, 33. Les
caractéristiques thermiques du matériau sont données dans le tableau 3.4.
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| Wo=1/6 Wy=6

L@ |l a2r 3,52
5 13,6 13,5

TAB. 3.3 — Paramétres de coalescence utilisés lors de la simulation [Ben02]

Cy (J/kgK) KW/mK) o(K™) ¢

286 92 1,210 0,9

TAB. 3.4 — Caractéristiques thermiques du matériau

Les figures 3.9-a-3.9-d représentent une comparaison des évolutions de la contrainte
équivalente normalisée 3.,/00 , de la porosité f, du paramétre de forme S et de
la température 7" en fonction de la déformation équivalente FE.,. Les phases de
croissance et de coalescence sont bien prédites par les trois modéles dans le cas
d’une cavité initialement aplatie Wy = 1/6. Dans la situation d’un vide allongé
W, = 6, les trois modéles prédisent de la méme maniére la croissance. Cependant,
dans la circonstance d’'une simulation thermomécanique non adiabatique le début
de la coalescence survient pour une déformation équivalente £, moindre. Ceci peut
s’expliquer en raison de I’échauffement thermique non adiabatique généré dans
le matériau. Celui-ci provoque nécessairement un adoucissement supplémentaire
du matériau. Et puisque I'amorcgage de la coalescence est controlé par la porosité
critique f. (cette derniére garde la méme valeur pendant les trois calculs), il s’ensuit
que la porosité atteint sa valeurs critique, dans ce cas, avant les deux autres.

Les variations du paramétre de forme S sont bien décrites par les trois modéles;
exception faite de la coalescence de la cavité allongée W, = 6 simulée en uti-
lisant le modéle "GLD-Non adiab.". Les températures prédites par le modéle
"GLD-Adiabatique" sont plus élevées que celles calculées dans des conditions d’un
échauffement non adiabatique dans la circonstance d’un vide allongé, a contrario
de 'autre forme o les températures sont du méme ordre de grandeur.

3.7 Striction d’une barre cylindrique lisse

Le comportement a rupture d’une barre cylindrique lisse soumise a une traction
est 'objet de cette section. Cet exemple est choisi en raison des nombreuses études
dont il a fait 'objet [NT84, TN84, Ara87, Tho90|. Nous comparons dans ce qui
suit les résultats numériques prédits par les modéles GTN et GLD.
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Fic. 3.10 — Maillages initial et déformé du quart de 1’éprouvette axisymétrique
lisse et conditions aux limites et de chargement utilisés lors de la simulation de
I’essai de traction.

Il a été trouvé expérimentalement que la rupture de ce type de barres se produit en
son milieu, selon le mode dit rupture "en tronc de cone" [TN84, Tho90]. En effet,
en analysant des essais de traction interrompus d’éprouvettes cylindriques lisses
en acier faiblement allié, THOMASON [Tho90| a montré que la fissure s’amorce
d’abord au centre de celle-ci au niveau de ’axe de révolution, puis se propage hori-
zontalement dans le plan perpendiculaire a ’axe de chargement. En se rapprochant
de la surface extérieure, la fissure dévie d’un angle d’environ 45 par rapport a la
direction de propagation, formant ainsi un tronc de céne (cup-cone), en raison de
la symétrie de révolution de I’éprouvette.

3.7.1 Description des conditions de la simulation

Le rapport hauteur /rayon de la barre cylindrique est pris égal a 4 : ly/ Ry = 4. Trois-
cent-vingt (320) éléments quadratiques axisymétriques avec intégration réduite
(CAXR) sont utilisés pour le maillage du quart de I’éprouvette. Les maillages initial
et déformé ainsi que les conditions de chargement sont indiqués sur la figure 3.10.
Le déplacement horizontal de la partie gauche de I'éprouvette au niveau de I’axe
de symétrie est bloqué afin de respecter les conditions de symétrie.

Le matériau constitutif de I’éprouvette est un acier courant avec un rapport £ /oq =
500 et un coefficient de Poisson v = 0, 33. L’écrouissage isotrope de la matrice est
modélisé en utilisant une loi puissance avec un coefficient d’écrouissage n = 0.1.
Le matériau est supposé initialement dense (fy =0). Nous utilisons les mémes
parameétres de coalescence et de nucléation que ceux utilisés par TVERGAARD
et NEEDLEMAN [TN84| : f. = 15%, fr = 25% pour décrire la coalescence et
ey =0,3, Sy =0,1et fy = 0,04 pour décrire la phase de nucléation de nouvelles
cavités (Tableau 3.5).
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H Jo (%) So  fe (%) JF (%) In (%) ey Sn qi
GLD 0 0 15 25 4 0,3 0,1 g =1,6
GTN 0 — 15 25 4 0,3 0,1 ¢1=1,5,¢=1,1

TaAB. 3.5 — Valeurs des principaux paramétres utilisés lors de la simulation de
I’essai de traction d’une barre cylindrique lisse.

3.7.2 Discussion des résultats

[’évolution de la contrainte nominale F/ (WRSUO) en fonction de la déformation
nominale u/ly et de la réduction de rayon AR/R, pour les deux modéles de com-
portement GTN et GLD est représentée sur la figure 3.11. Les courbes obtenues par

GLD - Vumat —
CTN - Vumat GLD - Vumat —
. *F | GTN - Vumat -

F1c. 3.11 — Evolution de la contrainte nominale F'/ (mRgo) en fonction : a) de la
déformation nominale u/ly, b) de la réduction de rayon AR/R, de I'éprouvette

les deux modeles présentent les mémes allures. La contrainte nominale '/ (mRgoq)
commence d’abord par augmenter jusqu’a atteindre un maximum puis la courbe
se redresse et amorce une descente a cause de la diminution de la section au niveau
du col de la barre. Cette chute s’accentue a la fin de I'essai en raison de la coales-
cence de certaines cavités au niveau du col de la barre. La force maximale atteinte
correspond au début de la striction [TN84|. Dans le cas d’une simulation avec le

modéle GLD, la force maximale est égale & FGLD = 1 344703 R? alors que celle
prédite par GTN est FSTN = 1 16170oR2. Les deux maxima sont obtenus pour

un méme allongement de la barre gy iction = 0,0847 [y et pour la méme réduction
du rayon ARgiction = 0,0433Rg . Les valeurs particuliéres relevées sur les deux
graphes sont résumées dans le tableau 3.6.
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F, max Ustriction A}%striction Urupture ARrupture

TOoQ R% l() RO ZO RO

GLD || 1,344  0,0847 0,0433 0,275 0,426

GTN || 1,161  0,0847 0,0433 0,261 0,297

TAB. 3.6 — Principaux résultats de I’essai de traction d’une barre cylindrique lisse.

Ol Upypture €6 ARpyprure SOt respectivement 1’allongement et la réduction de rayon
de la barre au moment de la rupture.

Une explication qualitative de cet écart a été donnée par ARAVAS et PONTE CAs-
TANEDA [APCO04] lors de la simulation de cet essai en utilisant le modéle proposé
par KAILASAM et PONTE CASTANEDA [PCZ94|. Nous proposons de ’étendre au
cas du modeéle GLD. Pour cela nous représentons sur la figure 3.12 I’évolution de la
contrainte équivalente de VON MISES X.,/0, de la déformation plastique cumulée
qu, de la porosité f et du paramétre de forme S en fonction de la déformation
nominale u/ly en trois points (A), (B) et (C) de la barre situés au niveau du col,
comme indiqué sur la figure 3.10. L’intensité de la contrainte nominale dépend
de l'aire de la section nette perpendiculaire au chargement au niveau du col qui
supporte la charge. Cette surface diminue lorsque 1’aire totale de la section de la
barre au niveau du col diminue et/ou quand celle des vides situés dans le plan
supportant la charge augmente. Comme nous I’avons mentionné précédemment la
section de la barre pour laquelle le décalage entre la force maximale prédite par les
modéles GLD et GTN est observé est la méme et correspond & une réduction de
rayon AR/Ry = 0,0433. Par conséquent, la différence de 'intensité de la force de
chargement ne peut se justifier que par le deuxiéme point, c’est-a-dire la surface
qu’occupent les vides au niveau du col de la barre.

Nous allons étudier plus en détails ce deuxiéme point en nous intéressant a 1’évo-
lution de la microstructure du matériau de la barre (porosité f et parameétre de
forme S)au niveau du col.

a) L’évolution de la porosité f en fonction de la déformation nominale
u/ly est représentée sur la figure 3.12-c. Nous observons que les niveaux de
porosité prédits par les modéles GTN et GLD sont pratiquement les mémes
pour les trois éléments localisés au col de la barre. Ces courbes se confondent
presque au moins jusqu’a la déformation nominale u/ly = 0,0847 qui corres-
pond & la déformation de début de striction.

b) L’évolution du paramétre de forme S en fonction de la déformation
nominale u/ly est représentée sur la figure3.12 -d. Dans le cas du modéle
GTN, les vides ont une forme sphérique qui ne change au cours du charge-
ment (S = 0). Ils ne sont représentés qu’a titre de comparaison. Nous ob-
servons sur la figure 3.12-d que les vides ont tendance a s’allonger dans la
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3.12 — Evolution des états mécanique et microstructural de la barre lisse au

niveau du col.

direction du chargement puisque le paramétre de forme S augmente. Il s’en-
suit que pour une méme porosité, la surface occupée par les vides dans le
plan de la section du col est plus petite dans le cas du modéle GLD ou les
cavités ont changé de forme en passant d’une forme initiale sphérique a une
forme allongée.

Ainsi pour une méme fraction volumique de vides, comme c’est le cas au
moins jusqu’a la déformation a striction, la surface des vides se trouvant
dans la section du col supportant le chargement est plus petite dans le cas
du modéle GLD comparativement au modéle GTN. En effet, lors de la si-
mulation avec ce dernier modéle 'augmentation de la porosité se fait par
augmentation du diamétre des vides. Ce qui explique qualitativement la dif-
férence d’intensité de la force maximale prédite par les deux modéles.

Nous représentons sur les figures 3.13 et 3.14 la distribution de la porosité f et
de la déformation plastique cumulée E.,” prédites par les modéles GTN et GLD

ainsi

que celle du paramétre de forme S décrit par le GLD a trois instants repré-
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Fic. 3.13 — Isovaleurs de la porosité f a trois instants différents du chargement.
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F1G. 3.14 — Isovaleurs de la déformation plastique cumulée E_eqp et du parameétre
de forme S a trois instants différents du chargement.
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sentatifs différents. Le premier correspond au début de la striction (u/ly = 0, 085),
le deuxiéme a la coalescence du premier élément (u/ly = 0,248) et enfin le dernier
est le moment de la rupture totale de la barre ((u/ly = 0,275 dans le cas du GLD
et u/lp = 0,261 dans le cas du modéle GTN). Au début de la striction, la porosité
f se localise au milieu du quart de la barre modélisé du coté de 'axe de symétrie.
A ce moment, la déformation plastique cumulée se concentre aux mémes endroits
que la porosité dans le cas du modéle GTN, alors que le GLD décrit une zone
de concentration plus large. Les cavités se trouvant sur cette portion de la barre
prennent des formes allongées (S > 0).

Sur les figures correspondant au début de la phase de coalescence (u/ly = 0,248)
nous observons que la porosité se redistribue pour se concentrer au niveau du col,
plus précisément au centre de I’éprouvette du coté de I'axe de symétrie, alors que
les zones supérieures semblent avoir cessé de s’endommager. Les cavités continuent
de s’allonger dans le sens du chargement, cette élongation est prononcée au niveau
du col. En bon accord avec les résultats expérimentaux, nous observons que la
rupture s’amorce d’abord au centre de I’éprouvette puis se propage vers la surface
extérieure de la barre.

3.8 Rupture d’une éprouvette axisymétrique en-
taillée

Les éprouvettes axisymétriques entaillées sont couramment utilisées lors de 1'étude
la rupture ductile des matériaux [NT85, BBP04a, BBP04b, MDM™*06|. Nous pré-
sentons dans ce qui suit les résultats obtenus lors de la simulation de la rupture
de I’éprouvette AE R, décrite dans le section 1.3.2. Dans le but de mettre en évi-
dence l'effet de I’échauffement thermique au cours de cet essai, nous comparons
les résultats prédits par les modéles GLD non couplé & la température que nous
notons dans cette section "GLD-Isotherme", GLD couplé & la température dans
des conditions adiabatiques noté "GLD-Adiabatique" et le modéle GLD couplé a
la température dans les conditions d’un échauffement non adiabatique "GLD-Non
adiab.".

3.8.1 Description des conditions de la simulation

La barre a une longueur initiale de [, = 18 mm et un rayon initial de R, = 9mm.
Le rayon de l’entaille est » = 4mm. Le maillage du quart de I’éprouvette est
composé de six-cent-quatre-vingt (680) éléments quadratiques axisymétriques avec
intégration réduite (CAXR ou CAXRT). Les maillages initial et déformé ainsi que
les conditions aux limites et de chargement sont indiqués sur la figure 3.15. Le
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Fic. 3.15 — Maillages initial et déformé du quart de I’éprouvette axisymétrique
entaillée et conditions aux limites et de chargement utilisés lors de la simulation

de cet essai.
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Fic. 3.16 — Effet de la température sur la rupture

04

GLD-Isotherme — ——
GLD-Adiabatique -----
GLD-Non adiab.

d’une éprouvette AERy.

Comparaison des résultats obtenus avec les modéles "GLD-Isotherme", "GLD-

Adiabatique" et "GLD-Non adiab.".
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déplacement horizontal de la partie gauche de I'éprouvette au niveau de ’axe de
symétrie est bloqué afin de respecter les conditions de symétrie.

Le matériau constitutif de 1’éprouvette est un acier ayant une masse volumique
p = 7850 kg/m3, un module de YOUNG E = 210 G Pa et un coefficient de POISSON
v = 0,33. L’écrouissage isotrope de la matrice est modélisé en utilisant une loi
puissance avec un exposant d’écrouissage n = 0,1 et une limite d’élasticité oy =
400 M Pa. Les caractéristiques thermiques ainsi que ’état de la microstructure
initial du matériau sont donnés dans le tableau 3.7.

fo)  So A Co(J/kgK) KW/mK) a(K™) ¢ gi

0,075 0,693 1,5 586 124 1,210 0,9 ¢qo=1,6

TAB. 3.7 — Valeurs des principaux paramétres utilisés lors de la simulation de
I’essai de traction

3.8.2 Discussion des résultats

[’évolution de la contrainte nominale F/ (WRSJO) en fonction de la déformation
nominale u/ly et de la réduction de rayon AR/ R, au niveau de I'entaille est donnée
sur la figure 3.16. Les deux courbes ont des allures semblables a celles obtenues
lors de I’essai de traction d’une éprouvette lisse. La contrainte nominale commence
d’abord par augmenter jusqu’a atteindre un maximum qui correspond au début
de la striction, puis amorce une descente a cause de la diminution de la section au
niveau de 'entaille.

La contrainte nominale maximale F,,,/ (WR%UO) prédite par les modeéles "GLD-
Isotherme" et "GLD-Adiabatique" sont pratiquement les mémes. Cependant, celle
obtenue en utilisant le "GLD-Non adiab." est plus petite que les deux autres (ta-
bleau 3.8). Ceci peut s’expliquer par ’adoucissement supplémentaire généré par
la propagation de la chaleur dans I’éprouvette. Dans ce dernier cas, la contrainte
de traction maximale F},,,/ (WR%OO) a été obtenue pour une déformation nomi-
nale moindre et une réduction de diamétre plus grande que les deux simulations
précédentes comme le montre le tableau suivant :
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F, maz Ustriction ARstriction Urupture A}%7"upture

mTOoQ R% lo R() lO RO

GLD-Isotherme 2,0536 0,0136 0, 0599 0,0601 0,3634

GLD-Adiabatique" || 2,0534 0,0134 0,0618 0,0605 0,3723

GLD-Non adiab. 2,0497 0,0122 0,0677 0,0591 0,3673

TAB. 3.8 — Principaux résultats de 'essai de traction d’'une éprouvette axisymeé-
trique entaillée.

La rupture finale de la barre se produit a des niveaux de déformation et de réduc-
tion de diamétre différents. La déformation nominale & rupture obtenue en utilisant
le modéle "GLD-Non adiab." est plus petite que celles prédites par les deux autres
modeéles. Cependant, la réduction de diamétre a rupture dans la situation d’un cal-
cul dans des conditions d’un échauffement adiabatique est plus grande que dans
les deux autres cas.

Nous donnons sur la figure 3.17 I’évolution de la contrainte équivalente normali-
sée de VON MISES X,.,/09, de la porosité f, du paramétre de forme S et de la
température en fonction de la réduction de diamétre AR/Ry de trois éléments du
maillage de la barre (A), (B) et (C) dont les positions initiales sont indiquées sur
la figure 3.15. Les différentes courbes représentant les variations de la contrainte
équivalente 3., /09, de la porosité f et du paramétre de forme S des points (A) et
(B) obtenues en utilisant les trois modéles sont presque confondues.

[’évolution du point (C), dont la position sur I’éprouvette est proche de I’entaille,
est décrite de la méme maniére par les trois modéles durant la phase de crois-
sance. Cependant la rupture de cet élément, qui se produit d’une maniére un peu
brutale, survient a des réductions de diameétres différentes selon le type de cal-
culs. La figure 3.17-d montre que le niveau de température prédit au point (C)
dans le cas d’une estimation dans des conditions adiabatiques est plus élevé que
celui approximé en utilisant le modéle "GLD-Non adiab.". L’échauffement excessif
de I'élément (C) semble étre la cause de la plus grande réduction de diamétre a
rupture.

Les figures 3.18-3.20 représentent les distributions de la porosité f, du paramétre
de forme S et de la température T prédites par les modéles "GLD-Isotherme",
"GLD-Adiabatique" et "GLD-Non adiab." a trois instants représentatifs différents.
Le premier est pris & une réduction de rayon égale & AR/ Ry = 0.2507. Le deuxiéme
correspond a la coalescence du premier élément. La diminution de rayon est alors
égale & AR/Ry = 0.339. Le dernier moment est celui de la rupture totale de la
barre.
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F1G. 3.17 — Evolution de I’état de I’éprouvette axisymétrique entaillée au niveau
de D'entaille

La ruine de la barre est observée pour des réductions de rayon résumées dans le
tableau 3.8. La porosité se localise d’abord au centre de I’éprouvette au niveau
de Paxe de symétrie atteignant dix (10) fois la porosité initiale, puis se propage
vers la surface extérieure, du coté de l'entaille comme indiqué sur la premiére
ligne et deuxiéme ligne de la figure 3.18. Il apparait sur la derniére ligne de la
méme figure qu’a la rupture la porosité atteint des valeurs d’environ deux-cent fois
la porosité initiale. A ce moment, une diminution de la valeur du paramétre de
forme est observée au milieu de la barre en raison de la coalescence des éléments
qui 8’y trouvent (figure 3.19). Les niveaux de températures obtenus par le modéle
"GLD-Adiabatique" sont plus élevés que ceux calculés dans des conditions d’un
échauffement non adiabatique (figure 3.20). Au cours de ces deux simulations, les
températures se concentrent dans les régions extérieures proches de I'entaille, puis
se propagent vers le centre de I’éprouvette. Ces zones de concentration sont plus
larges au cours de la simulation dans des conditions non adiabatiques.
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F1G. 3.18 — Isovaleurs de la porosité f de I’éprouvette entaillée & trois instants
différents du chargement.
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+1. 226e+00
+1. 092e+00
+9. 576e- 01
+8. 234e- 01
+6. 892e- 01

AR/ Ry = 0.3634

3 SDv13
(Ave. Qit.: 75% (Ave. Qit.: 75%
+2.309e+00 +2. 304e+00
+2. 1740400 +2.169e+00
+2.039e+00 +2.035e+00
+1.904e+00 +1.900e+00
+1. 769¢+00 +10766e+00
+1.634e+00 +1631e+00
+1.499¢+00 +1497e+00
+1. 364e+00 +1.362e+00
+1. 229e+00 +1. 227e+00
+1.094e+00 +10093e+00
+9. 590e- 01 +9. 583e- 01
+8. 240e- 01 +8. 237e-01
+6. 890e- 01 +6. 891e- 01
SDV13
(Ave. Qit.: 75%
+9. 803e- 01
+8517e- 01
+7.231e-01
+5. 945e- 01
+. 660e- 01
+3. 374e-01
+2.088e- 01
+8. 025e- 02
-4.833e-02
1.769e-01
iade
. 340e-
5. 626e- 01 321e-01

AR/Ry = 0.3723

£ 190e+00

AR/ Ry = 0.3673

"GLD-Isotherme"

"GLD-Adiabatique"

"GLD-Non adiab."

F1G. 3.19 — Isovaleurs du paramétre de forme S de I’éprouvette entaillée & trois
instants différents du chargement.
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SDV15 TEMP

(Ave. CTit 75% (Ave. it 75%
4. 217e+02 +3.976e+02
+4. 114e+02 +3. 893e+02
+4.011e+02 +3. 810e+02
+3. 908e+02 +3. 727e+02
+3. 805e+02 +3. 644e+02
+3. 702e+02 +3. 561e+02
+3. 599e+02 +3. 478e+02
+3. 495e+02 +3. 395e+02
+3. 392e+02 +3. 312e+02
+3. 289e+02 +3. 229e+02
+3. 186e+02 +3. 146e+02
+3. 083e+02 +3. 063e+02
+2.980e+02 +2.980e+02

SDV15 TEMP

(Ave. Tit 75% (Ave. it 75%
+4.778e+02 +4.315e+02
+4. 628e+02 +4,204e+02
+4. 479e+02 +4.093e+02
+4, 329e+02 +3. 981e+02
+4.179e+02 +3. 870e+02
+4.029e+02 +3. 759e+02
+3. 879e+02 +3. 648e+02
+3. 729e+02 +3. 536e+02
+3.579e+02 +3. 425e+02
+3. 430e+02 +3. 314e+02
+3. 280e+02 +3. 203e+02
+3. 130e+02 +3.091e+02
+2.980e+02 +2.980e+02

SDV15 SDV15

(Ave. Crit.: 75% (Ave. Crit.: 75%
+4.310e+02 +4.310e+02
+3. 592e+02 +3. 592e+02
+3. 233e+02 +3. 233e+02
+2. 514e+02 +2. 514e+02
+1. 796e+02 +1. 796e+02
+1.437e+02 +1.437e+02
+7.184e+01 +7.184e+01

"GLD-Adiabatique" "GLD-Non adiab."

F1G. 3.20 — [sovaleurs de la température T de I’éprouvette entaillée a trois instants
différents du chargement.
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3.9 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons présenté des résultats de calculs simples afin de pou-
voir valider 'implémentation des modéles GTN et GLD présentés au chapitre 1. La
comparaison des prédictions du modéle GLD avec celles estimées sur des cellules
élémentaires est trés satisfaisante. L’étude de 'essai de traction de I’éprouvette
cylindrique lisse a permis de mettre en valeur l'effet de la prise en compte de
I’évolution de la microstructure, notamment le changement de forme des cavités,
sur la réponse globale de I’éprouvette. La simulation de la traction d’une éprou-
vette axisymétrique entaillée a mis en évidence l'influence de la prise en compte
de I’échauffement thermique de la matiére au cours du chargement.

Afin d’apprécier la capacité du modéle GLD & prédire la rupture des structures
lors des procédés de mise en forme des matériaux, nous donnons de le chapitre
suivant les résultats obtenus au cours de trois opérations que sont l’écrasement,
I’emboutissage et le laminage.
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Chapitre 4

Applications aux procédés de mise
en forme des matériaux

4.1 Introduction

Ce chapitre est consacré a I’application du modéle GLD & des procédés industriels
de mise en forme des matériaux par déformation plastique. L’implémentation du
modéle GLD dans le code de calcul Abaqus s’est faite en faisant usage des subrou-
tines Umat et Vumat, qui correspondent respectivement aux schémas implicite et
explicite. Cependant et afin d’éviter les problémes de convergence de la solution
que peuvent invoquer les simulations retenues dans cette étude, nous n’utilisons
que la Vumat.

Trois procédés de mise en forme ont été choisis : I’écrasement de trois lopins,
I’emboutissage d’une tole et le laminage d’une barre. Le choix des deux premiers
exemples est motivé par la disponibilité des résultats expérimentaux les concer-
nant. La premiére application est une série d’écrasements de trois piéces de formes
conique, cylindrique et a épaulement [GRM96, GRMO00]. La deuxiéme est une com-
paraison avec les résultats expérimentaux obtenus lors d'un essai d’emboutissage
de Swift effectué au CETIM /Senlis [Khe04, KOKO07|. La derniére application est
une étude numérique du laminage d’'une barre dans le but de mettre en évidence
le role du couplage thermo-micromécanique au cours d’une telle opération.

4.2 Ecrasement de lopins

Le forgeage est un terme générique qui désigne un ensemble d’opérations qui per-
mettent de former, a chaud ou a froid, une piéce métallique par déformation
plastique d’un brut appelé lopin. Il permet la production de piéces mécaniques
ébauchées ou finies. Le choix des paramétres du procédé dépend :

137
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O de la géométrie et de la cinématique de 1'outillage ;

O de la rhéologie du corps en déformation ;

O des interactions superficielles entre le corps en cours de fagonnement et les outils ;
O de la ductilité du corps déformé.

Cinqg techniques dérivées composent ce procédé. Elle peuvent étre classées comme
suit :

L’estampage consiste a former, aprés chauffage, des piéces brutes par pres-
sion entre deux blocs appelés matrices, portant en creux la forme exacte du
produit & réaliser. Cette technique de fabrication suppose ’exécution préa-
lable d’outillages spécifiques aux produits a confectionner. Elle n’est donc
utilisée que lorsque le nombre de piéces a produire est assez élevé.

Le matrigage suit la méme procédure que I'estampage, a I'exception qu'’il
s’applique aux alliages non ferreux tels que les alliages d’aluminium, de
cuivre, de titane, de nickel, etc.

L’extrusion repose sur le méme principe que l’estampage mais elle est
conduite a froid. A la température ambiante, on contraint le matériau a
remplir complétement la forme en creux d’une matrice grace a une treés forte
pression exercée sur un poincon. Ce procédé donne des piéces de géométries
encore plus précises que celles qui sont réalisées avec les deux premiers pro-
cédés. Elles présentent en plus des états de surface excellents; ce qui permet
souvent de les utiliser sans usinage complémentaire.

La forge libre est la plus ancienne de ces techniques. Elle permet d’obte-
nir & chaud des ébauches ou des piéces mécaniques brutes dont la forme est
atteinte au terme d’un nombre plus ou moins grand de transformations suc-
cessives. Ne nécessitant pas d’outillages spécifiques, cette technique est ap-
pliquée lorsqu’il s’agit de produire, dans des délais parfois courts, des piéces
a l'unité ou en trés petites séries. Ces ébauches peuvent avoir des dimensions
importantes.

Le laminage permet d’obtenir des couronnes en tous matériaux. Elles
peuvent avoir des profils rectilignes ou de toute autre forme; intérieure, ex-
térieure ou les deux a la fois.

Cette section est consacré a l’étude d’un exemple d’écrasement de trois piéces
différentes. Les hauteurs des trois lopins sont réduites en appliquant un chargement
en compression qui a pour effet 'augmentation de la section & la base, et de ce
fait 'augmentation de la ductilité dans la direction radiale. Nous comparons les
résultats numériques obtenus avec les modéles GTN et GLD avec les résultats
expérimentaux tirés des travaux de GOUVEIA et al [GRM96, GRMO00]. Des études
similaires aussi bien expérimentales que numériques ont été effectuées par d’autres
auteurs [LPC*03, APCASCSNJO03].
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4.2.1 Description des conditions de la simulation

Les trois lopins ont initialement la méme hauteur H = 2h = 37,5 mm et le méme
diamétre extérieure D = 2R = 25 mm mesuré au niveau de I'équateur, comme le
montre la figure 4.1. Le diamétre du lopin conique au niveau de sa base est d =
2r = 15 mm, alors que celui de la piéce a épaulement est égal a d = 2r = 20 mm.
La hauteur de I’épaulement au niveau de I'équateur est 2e = 5 mm. Nous résumons
les dimensions des trois lopins dans le tableau suivant :

Lopin | H(mm) D(mm) d(mm) 2e(mm)
cylindrique 37,5 25 — —
conique 37,5 25 15 5)
a épaulement 37,5 25 20 5

TAB. 4.1 — Caractéristiques géométriques des lopins cylindrique, conique et a épau-
lement.

Pour des raisons de symétries de chargement et de conditions aux limites nous mo-
délisons a chaque fois un quart des trois lopins en axisymétrie. Les trois lopins sont
maillés’ avec des éléments quadratiques axisymétriques avec intégration réduite
(CAXR) : 561 éléments ont été utilisés pour mailler le lopin conique, 532 éléments
pour le cylindrique et 376 éléments pour la piéce a épaulement. L’outil est modélisé
comme solide rigide indéformable. Le lopin est bloqué dans la direction axiale au
niveau de I’équateur, alors que le flan gauche est bloqué dans la direction radiale
au niveau de ’axe de symétrie. Les maillages des piéces ainsi que les conditions
aux limites et de chargement sont indiqués sur la figure 4.1. Un chargement sous
forme d’un déplacement axial descendant u = 12, 19 mm est affecté a 1’outil dans
le but de réduire les hauteurs initiales des lopins de 65%.

Le matériau constitutif des trois lopins est un alliage de plomb (UNS L52905%)
dont la composition chimique est donnée ci-dessous :

‘Composé chimique‘ Pb ‘ Sb ‘ Sn ‘ As ‘ S ‘
| Pourcentage (%) [95,5]4,0]0,3[0,15]0,003 |

Les caractéristiques mécaniques de ce métal sont les suivantes :

19T,e nombre d’éléments choisi pour discrétiser chacune de ces trois piéces a été obtenu aprés
étude de la convergence du maillage. En effet, il est bien connu qu’une analyse rigoureuse de la
réponse du matériau doit s’affranchir de la dépendance de la solution vis-a-vis du maillage usité

au cours de la simulation.
20Unified Numbering System ASTM-SAE
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Fic. 4.1 — Maillages initiaux et déformés des lopins conique, cylindrique et &
épaulement ainsi que les conditions aux limites et de chargement.

0 module de YOUNG F = 180 G Pa,
O coefficient de POISSON v = 0.33,

0 densité p = 7850 kg/m3,

O et limite d’élasticité o, = 256 M Pa.

La loi d’écrouissage isotrope de la matrice est donnée par

g = 66,6561

Le coefficient de frottement?' entre le lopin et 'outil est égal a uy = 0.35 [GRM96].
En I"absence de données expérimentales concernant la microstructure initiale de ce
matériau, nous adoptons une porosité initiale fo = 0, 1% et un paramétre de forme
initial Sy = 2,71%2. Ces caractéristiques microstructurales sont résumées dans le
tableau suivant :

H fo(%)  So A 4
GLD 0.1 2.71 1 q = 1.6
GTN 0.1 — 1 ¢1=15¢=11

TaB. 4.2 — Caractéristiques microstructurales du matériau constitutif des trois
lopins

21Une description de la gestion numérique du contact ainsi que de quelques modéles de frotte-
ment disponibles dans le code Abaqus est donnée en annexe B.

22Le choix de cette microstructure a été effectué aprés avoir calibré la réponse du lopin conique
par rapport aux résultats expérimentaux. Une fois ce calibrage réalisé, cette microstructure a été
figée et utilisée pour simuler la mise en forme des deux autres piéces (& épaulement et cylindrique).
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4.2.2 Discussion des résultats

Nous présentons sur la figure 4.2 une série de comparaisons des résultats numé-
riques calculés en utilisant les modéles GTN et GLD avec ceux obtenus expéri-
mentalement par GOUVEIA et al [GRM96, GRMO00|. Les graphes de la premiére
colonne de la figure 4.2 décrivent 1’évolution de la déformation orthoradiale Fjyqg
en fonction de la déformation axiale F... Alors que ceux de la deuxiéme colonne
représentent les variations des contraintes orthoradiale gy et axiale Y., suivant
la déformation plastique cumulée E?, . GOUVEIA et al. [GRM96] ont d’abord me-
suré les déformations orthoradiale Eyy et axiale E,, sur la surface extérieure du
lopin au niveau de 1’équateur par la méthode de la grille. Puis, ils en ont déduit
les contraintes orthoradiale Yy et axiale X,, en suivant la méthode détaillée en
appendice.

Nous observons sur la figure 4.2-a une bonne correspondance entre les courbes pré-
dites par les simulations numériques et celles obtenues expérimentalement au début
de I’écrasement du lopin conique. Une petite déviation des graphes numeériques,
plus prononcée dans le cas de la simulation avec le modéle GTN, apparait a la fin
du procédé. L’évolution des contraintes, dans ce cas-ci, est aussi bien reproduite
par les deux modéles. Cependant, les contraintes orthoradiales gy calculées en
utilisant le GLD sont plus proches des résultats expérimentaux que celles estimées
avec le GTN (figure 4.2-b). La composante axiale ¥,, est reproduite correctement
par les deux modeéles. Au cours de cette opération X.., qui est une contrainte de
compression diminue en module alors que la contrainte de traction Xy augmente,
il s’ensuit que la contrainte hydrostatique 3,, = (Xg9 + 2..) /3 devient positive
(X, = 0). Par conséquent, le risque de rupture du lopin augmente en cet endroit.
Nous verrons plus loin que '’endommagement est maximal sur cette partie du lopin.

Le tracé des déformations obtenu en employant le modéle GLD est proche des
points expérimentaux dans la situation de la compression de la piéce a épaule-
ment. Cependant un décalage, qui s’accentue au cours de I’écrasement, est observé
entre ces derniers et les résultats prédits par le modéle GTN (figure 4.2-c). Les va-
riations de la contrainte orthoradiale Y9 sont bien estimées avec les deux modéles,
contrairement & la composante axiale Y., qui est éloignée du graphe expérimental
dans la circonstance d’une simulation avec le GTN (figure 4.2-d). Une diminution
un peu brutale, plus prononcée dans le cas du modéle GTN, des deux courbes
numériques représentant 1’évolution des contraintes a une déformation cumulée
d’environ Eeq = (.1 se distingue sur ce graphique. Elle correspond au moment ot
les deux surfaces extérieures au voisinage de 1’épaulement se mettent en contact.
Pareillement a I'opération précédente, nous remarquons que la contrainte moyenne
est toujours positive X, = (Xg9 + X..) /3 > 0 sur la surface extérieure au niveau
de 'équateur. C’est la zone de rupture observée expérimentalement.

Les déformations orthoradiale Eyy et axiale E,, calculées avec les modéles GTN et
GLD sont proches de celles mesurées expérimentalement au début du procédé
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F1G. 4.2 — Evolution des déformations axiale E,. et orthoradiale Eyy ainsi que
des contrainte axiale X, et orthoradiale gy sur la surface extérieure centrale des
lopins conique, a épaulement et cylindrique.
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FI1G. 4.3 — Evolution de la force de forgeage en fonction de réduction de la hauteur
du lopin.

d’écrasement du lopin cylindrique (figure 4.2-e). Une déviation des deux courbes
prédites numériquement par rapport aux résultats expérimentaux apparait au fur
et & mesure de I'augmentation du niveau de compression de la piéce. L’écart estimé
par le GTN est cependant plus grand. Nous donnons sur la figure 4.2-f les varia-
tions des composantes orthoradiale gy et axiale Y., en fonction de la déformation
plastique cumulée qu durant la méme opération. Celles-ci sont correctement re-
produites par les deux modéles. Cependant, un décalage des valeurs numériques
de la contrainte axiale X,, de celles mesurées expérimentalement apparait. Cette
différence est plus grande en comparaison avec les deux opérations de forgeages
précédentes. Dans le cas d’une simulation avec le modéle GTN, la composante
axiale X,, change carrément de signe et devient une contrainte de traction. En re-
vanche, I’évolution de cette composante telle que prédite par le modéle GLD reste
une contrainte de compression, en bon accord avec les résultats expérimentaux.

Nous représentons sur la figure 4.3 des comparaisons de I’évolution de la force
de forgeage F' en fonction de la réduction de la hauteur des lopins, exprimée
par le déplacement de I'outil u. L’effort d’écrasement évolue lentement au début
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du procédé (course de 'outil d’environ u = 8 & 9mm) puis change de pente et
augmente d’une maniére plus rapide.

Au début des trois opérations d’écrasements, les modéles GTN et GLD prédisent
de la méme maniére I’évolution de la force de forgeage F'. Puis, au fur et & mesure
de la compression des lopins, I'effort calculé en utilisant le GLD devient supérieur
a celui obtenue avec le GTN. Nous observons aussi que ’allure générale des trois
graphiques est pratiquement la méme. Cependant, les forces maximales sont sen-
siblement différentes, notamment dans le cas de la piéce cylindrique. Elles sont
données dans le tableau 4.3.

H Conique Cylindrique a épaulement

Fras (kN) - GLD || 69,67 112,24 76,82
Frnas (kN) - GTN || 66,96 108, 15 71,34

TAB. 4.3 — Forces maximales d’écrasement des trois lopins.

Nous étudions dans ce qui suit 1’évolution de I’état mécanique et microstructural
des trois lopins cylindrique, conique et & épaulement au cours de leurs forgeages.

Lopin cylindrique

L’évolution de la microstructure de trois éléments (A), (B), et (C) que nous consi-
dérons représentatifs de trois régions du lopin cylindrique est étudiée dans ce qui
suit. Les positions initiales de ces trois parties sont indiquées sur la figure 4.1.
La zone (A) est située sur la surface extérieure au niveau de l'équateur, la région
(B) au centre du lopin alors que la portion (C) se trouve sur la surface extérieure
initialement en contact avec l'outil. Les graphes 4.4-a et 4.4-b représentent les va-

107

1.8

GLD - Vumat —
GTN - Vumat ...

FiG. 4.4 — Etude de trois éléments du lopin cylindrique.

riations de la porosité f et du paramétre de forme S des trois points en fonction de
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la course de l'outil u. Les cavités situées dans les régions (B) et (C) ont tendance
a se refermer au cours du chargement. Cette fermeture se produit différemment
dans les deux zones : alors que celles se trouvant dans (B) s’aplatissent, comme le
montre la figure 4.4-b, pour se rapprocher de plus en plus de la forme d’une « piéce
de monnaie », celles de la partie (C) ont tendance a se refermer tout en s’allongeant
pour épouser, de plus en plus, la forme d’une "aiguille" (figure 4.4-b). Les fractions
volumiques de vides atteintes dans la zone critique (A) sont proches de la porosité
initiale dans le cas du modéle GTN, f = (1,2 — 1,3) fo, alors que celle estimée
par le GLD est de l'ordre de f = (1,7 — 1,8) fo a la fin de ’écrasement. 11 s’ensuit
que le modéle GLD prédit un plus grand endommagement comparativement au
modéle GTN.

Nous donnons sur la figure 4.5 la distribution de la porosité f approximée par les
modéles GTN et GLD ainsi que celle du paramétre de forme S dans la circonstance
d’un calcul avec le GLD a trois réductions de hauteurs différentes. La premiére
correspond & une diminution de 37,34% de la hauteur initiale (figure 4.5). A cet
instant, la zone de concentration de la porosité maximale prédite par le GLD se
trouve au voisinage de la surface extérieure, alors que le calcul avec le GTN Ila
situe sur la partie en contact avec I'outil. Les formes des cavités situées au niveau
de I'équateur s’aplatissent alors que celles se trouvant a l'intérieur du lopin au
voisinage de ’outil ont tendance a s’allonger.

La deuxiéme ligne de la figure 4.5 correspond & une réduction de 53,55% de la
hauteur initiale du lopin. La zone de porosité maximale calculée par le modéle
GTN se trouve a présent sur la partie extérieure du lopin rejoignant ainsi les
prédictions du modeéle GLD. Ce dernier prédit cependant un niveau de porosité
plus élevé. Il apparait aussi que les cavités de la portion centrale interne au niveau
de I’équateur continuent a s’aplatir.

La troisiéme ligne de la figure 4.5 correspond & une diminution de 65% de la
hauteur de la piéce. Le modéle GTN prédit a ce moment la refermeture des cavités
sur la majeure partie du lopin, excepté au niveau de la surface extérieure ainsi
que sur deux petites zones en contact avec 1'outil. Cependant, le GLD estime cet
abaissement du volume des vides dans une zone moins grande de la piéce. Cette
derniére va de la région centrale interne au niveau de ’équateur jusqu’a celle en
contact avec l'outil. Les cavités situées au centre du lopin se referment tout en
s’aplatissant alors que celles proches de ’outil ont tendance a s’allonger au cours
de 'opération. Les porosités maximales sont localisées a la surface extérieure du
lopin au niveau de I’équateur. Ces prédictions numériques sont en accord avec les
résultats expérimentaux de GOUVEIA et al. [GRM96|. Ces auteurs ont observé que
la rupture du lopin a lieu en cet endroit.
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F1G. 4.5 — Isovaleurs de la porosité f et du paramétre de forme S lors de 1’écrase-
ment du lopin cylindrique.

Lopin a épaulement

Nous présentons dans ce paragraphe une étude de I'évolution de la microstructure
de quatre éléments (A), (B), (C) et (D) du lopin & épaulement, que nous supposons
représentatifs des quatre régions qui les avoisinent, et de la distribution de la
porosité f et du parameétre de forme S.

La zone (A) représente la région extérieure au niveau de ’équateur, la zone (B)
la zone intérieure centrale au niveau de I'équateur, la zone (C) la partie extérieure
supérieure du lopin initialement en contact avec 1'outil et enfin la zone (D) repré-
sente la région qui englobe les surfaces extérieures au niveau de I’épaulement qui
sont candidates au contact, comme indiqué sur la figure 4.1. Les graphes 4.6-a et
4.6-b représentent respectivement les variations de la porosité f et du paramétre
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de forme S en fonction de la course de I’outil u. Nous observons que les cavités a
'intérieur du lopin (B) ainsi que celles en contact avec 1'outil (C) ont tendance a se
refermer au cours du chargement. Alors que celles situées sur la surface extérieure
du lopin (A) et (D) voient leurs volumes augmenter. De la méme maniére que dans
le cas de I’écrasement de la piéce cylindrique, la refermeture des vides se produit
differemment. Les cavités situées dans la zone centrale interne (B) s’aplatissent,
comme le montre la figure 4.6-b, pour se rapprocher de plus en plus de la forme
d’une « piéce de monnaie ». Alors que celles situées dans la zone en contact de
l'outil (C) s’allongent au cours de leurs fermetures (figure 4.6-b. Le niveau de po-
rosité atteint sur la surface extérieure dans la situation de I’écrasement de la piéce
a épaulement est beaucoup plus grand que celui observé lors de la compression du
lopin cylindrique. 1l est de I'ordre de f = (2.4 — 2.5) f; dans la circonstance d’une
simulation utilisant le modele GTN et f = (1.9 —2.0) fy dans celle d’un calcul
avec le GLD.
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F1G. 4.6 — Etude de trois points du lopin & épaulement.

Nous donnons sur la figure 4.7 les distributions de la porosité f, prédite par les
modéles GTN et GLD, et du paramétre de forme S estimé en utilisant le GLD
a trois réductions de hauteurs différentes du lopin cylindrique. La premiére cor-
respondant a une diminution de 37.34% de la hauteur initiale de la piéce. A cet
instant, les deux modeéles prédisent une concentration de la porosité maximale au
niveau de I’épaulement. Cependant, le GLD prédit en plus un endommagement,
qui est de méme ordre, dans la zone située sur la portion extérieure au dessus de
I’épaulement. Les vides les plus aplaties sont situés dans ce cas-ci, non plus au
niveau de I’équateur, mais au centre de la piéce 4 mi-distance entre I’épaulement
et Poutil. Néanmoins, les cavités les plus allongées se trouvent dans la région en
contact avec 'outil.

La deuxiéme ligne de la figure 4.7 correspond a une réduction de 53.55% de la hau-
teur initiale de la piéce. A ce moment, les zones de porosité maximale se concentrent
au mémes endroits. En revanche, la portion de lopin qui contient des cavités qui
se referment est plus grande.
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F1G. 4.7 — Isovaleurs de la porosité f et paramétre de forme S lors de I’écrasement
du lopin a épaulement.

La troisiéme ligne de la figure 4.7 correspond a une réduction de 65% de la hauteur
initiale de la piéce. Le modéle GTN prédit la refermeture des cavités sur la majeure
partie du lopin excepté au niveau de la surface extérieure. Alors que la refermeture
des cavités n’est observée, dans le cas du GLD, qu’au niveau de la zone s’étalant du
centre du lopin jusqu’a la surface supérieure externe en contact avec 1’'outil. Comme
dans le cas du lopin cylindrique et en accord avec les résultats expérimentaux de
GOUVEIA et al [GRM96], la porosité maximale est localisée sur la surface extérieure
du lopin au niveau de I’épaulement.
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Lopin conique

Nous étudions dans cette section 1’évolution de microstructure de trois éléments,
notés (A), (B), et (C) que nous supposons représentatifs de trois zones du lopin
conique, ainsi que les distributions de la porosité f et du paramétre de forme S. La
région (A) est située sur la surface extérieure au niveau de I’équateur, (B) se trouve
sur la région au centre du lopin toujours au niveau de I’équateur, et enfin la portion
(C) est localisée sur la surface extérieure initialement en contact avec I’outil comme
indiqué sur la figure 4.1-e. Les graphes 4.8-a et 4.8-b représentent respectivement,
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F1G. 4.8 — Etude de trois points du lopin conique.

I’évolution de la porosité f et du paramétre de forme S en fonction de la course
de Toutil v dans les trois régions (A), (B), et (C). Les cavités a I'intérieur du
lopin (B) ainsi que celles en contact avec l'outil (C) ont tendance a se refermer
au cours du procédé de forgeage, alors que celles a la surface extérieure du lopin
(A) voient leurs volumes augmenter. Dans ce cas aussi la refermeture des cavités
se produit de deux maniéres. Les cavités situées dans la zone centrale interne (B)
s’aplatissent alors que celles de la zone en contact avec 'outil s’allongent. Les plus
grand niveaux de porosité sont atteint dans la zone critique (A). Les porosités a
la fin de I’écrasement du lopin sont de 'ordre de f = (1,9 — 2,0) f, dans le cas du
modéle GTN et f = (1,7 —1,8) f, dans le cas du modéle GLD .

La figure 4.9 représente la distribution de la porosité f prédite par les modéles
GTN et GLD ainsi que celle du paramétre de forme S prédite par le modéle GLD
a trois réductions de hauteurs différentes de la piéce conique. Les isovaleurs de
la premiére ligne de la figure 4.9 correspondent a une réduction de 37,34% de la
hauteur initiale du lopin. A cet instant, le modéle GLD prédit une concentration
de la porosité maximale au voisinage de la surface extérieure, alors que le modéle
GTN prédit une concentration dans deux zones : la premiére est située dans la
région centrale en contact avec l'outil et la deuxiéme sur la partie extérieure au
niveau de I’équateur. A ce stade de déformation, les cavités situées au niveau de
I’équateur prennent une forme de plus en plus aplatie, alors que celles situées dans
la zone supérieure proches de I'outil ont tendance a s’allonger.
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F1G. 4.9 — Isovaleurs de la porosité f et paramétre de forme S lors de I’écrasement
du lopin conique.

La deuxiéme ligne de la figure 4.9 contient les isovaleurs obtenues pour une réduc-
tion de 53,55% de la hauteur initiale de la piéce conique. Les porions de porosités
maximales calculées en utilisant les deux modéles GTN et GLD se trouvent sur la
surface extérieure au niveau de I’équateur. Le modéle GLD prédit cependant un
niveau supérieure de porosité et une zone de concentration plus large. Les vides
dans la région centrale interne du lopin commence a se refermer, ceux localisés
au niveau de I’équateur s’aplatissent alors que les cavités situées dans la zone
supérieure proches de I’outil restent allongées.

La troisiéme ligne de la figure 4.9 correspond a une réduction de hauteur initiale
de 65%. Comme dans le cas de I’écrasement du lopin cylindrique, le modeéle GTN
prédit la refermeture des cavités sur la majeure partie du lopin, excepté au niveau
de la surface extérieure. Alors que le GLD estime la refermeture des cavités dans
une portion moins grande de la piéce. Celle-ci s’étale de la zone centrale interne au
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niveau de ’équateur jusqu’a la zone supérieure externe en contact avec l'outil. A ce
niveau d’écrasement, les vides se trouvant au centre du lopin se referment en épou-
sant une forme aplatie alors que ceux situés en contact avec ’'outil ont tendance a
s’allonger. Les régions de porosité maximale sont localisées sur la surface extérieure

au niveau de I’équateur, résultats en accord avec les prévisions expérimentales de
GOUVEIA et al. [GRM96].

En accord avec les résultats expérimentaux de GOUVEIA et al. [GRM96| nous
observons sur les figures 4.5 et 4.9 que la géométrie finale du lopin conique est
semblable a celle du lopin cylindrique.

4.3 Emboutissage de Swift

[’emboutissage est un procédé de for-
mage par déformation a chaud ou a
froid des métaux visant a transformer
une tole en une piéce plus ou moins
compliquée. Dans le cas ou la tole a
emboutir est mince (feuille d’épaisseur
inférieure a 3 mm), celle-ci est appelée
flan. La configuration de I'outillage au
cours de cette opération détermine I’ef-
fet obtenu sur le flan : 'outil & simple
effet comprend une matrice et un poin-
con, alors que celui & double effet est
composé en plus de ces deux éléments,
d’un serre-flan.

Poingon

Serre flan

Flan —

Matrice

Fi1Gg. 4.10 — Schématisation de 1’essai
Dans le cas général, le role de chacun d’emboutissage de Swift.
des composants de 'outillage peut étre
décrit comme suit :

O le poingon coulissant plus ou moins vite sur I'axe vertical déforme la tole a son
empreinte au fond de la matrice;

0 la matrice sert d’appui a la piéce; elle contribue aussi & donner la forme exté-
rieure finale au retour élastique pres;

O le serre-flan permet de prévenir les risques de plis du flan au cours du procédé
et contribue a I'obtention d’un écoulement homogene du métal.

Deux modes de déformation sont principalement observés lors de I’emboutissage :
I’expansion et le retreint. Ces modes sont conditionnés par le type d’outillage
utilisé.
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Emboutissage en expansion : le flan est bloqué sur ses bords, il est obligé
de s’allonger dans toutes les directions pour s’adapter a la forme imposée par
la pénétration du poincon.

Emboutissage en retreint : le métal glisse sous le serre-flan. C’est 1'épais-
seur entre ce dernier et la matrice qui diminue.

L’art de I’emboutissage consiste a réaliser le meilleur compromis entre ces deux
modes de déformation, optimisant ainsi I’écoulement du métal entre le poincon, la
matrice et le serre-flan. De nombreux essais spécifiques ont été imaginés et utilisés
pour juger 'aptitude d’une tole a subir l'opération d’emboutissage. Dans cette
section nous présentons une étude de lessai de Swift (1954) schématisé sur la
figure 4.10. Les résultats expérimentaux concernant cet exemple ont été obtenus
par le CETIM /Senlis. Cette application consiste & emboutir une tole en aluminium
ayant une épaisseur de 1mm jusqu’a rupture de celle-ci [Khe04, KOKO07]. Sur ce
type d’embouti on observe un glissement de la collerette entre le serre-flan et la
matrice et un étirement de la jupe suivant la direction de déplacement du poincon.

4.3.1 Description des conditions de la simulation

Les dimensions de 'outillage et du flan utilisés pour effectuer I'essai de Swift sont
indiquées sur la figure 4.11. Nous en résumons les principales [Khe04] :

O La matrice
o Diameétre extérieur : @72, = 100 mm

o Diameétre intérieur : @i, = 35.2mm

o Hauteur : H™ = 10.5mm

o Rayon de raccordement : r™ = 4mm
O Le serre-flan

o Diamétre extérieur : ¢5,, = 90 mm

o Diameétre intérieur : ¢3,, = 33.9 mm

o Hauteur : H* = 10.5mm
0 Le poingon

o Diamétre : ¢ = 33mm

« Rayon de raccordement : r? = 5mm
0 Le flan

o Diamétre : ¢f = 73mm

o Epaisseur : e/ = 1mm

Le flan est placé entre la matrice et le serre-flan. Le maillage?® du flan est com-
posé de six-cent-quarante (640) éléments axisymétriques avec intégration réduite
CAXR, avec quatre couches d’éléments sur I’épaisseur. Le coefficient de frottement,

22De méme, la discrétisation géométrique utilisée au cours de cette simulation est obtenue
apres une étude de convergence du maillage.
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Fi1G. 4.11 — Maillage initial et final et conditions de chargement au cours de I’essai
d’emboutissage de Swift.

pris pour I’ensemble des corps en contact, a été déterminé expérimentalement par le
CETIM/Senlis et est égale a iy = 0,17 [KOKO07, Khe04]. Pour des considérations
de symétrie de la géométrie et du chargement, 1’essai est modélisé en axisymé-
trique. Les outils sont modélisés par des solides rigides indéformables. Un effort de
serrage Iy = 500 daN est appliqué par le serre-flan, tout au long du chargement,
pour restreindre le glissement du flan et pour prévenir de toute formation de plis
ou cassures, comme le montre la figure 4.11. Les déplacements de la matrice sont
totalement bloqués. La forme finale de la tole est obtenue grace au mouvement
vertical du poincon auquel nous avons affecté un déplacement v = 12mm. Afin
d’assurer une modélisation axisymétrique, le déplacement radial du flan au niveau
de 'axe de symétrie est bloqué.

Le matériau constitutif du flan est un alliage d’aluminium ayant les caractéristique
suivantes :

0 module de YOUNG E = 70 GPa;
O coefficient de POIssoN v =0, 33;
0 densité p = 2700 kg/m3;

O limite d’élasticité og = 114 M Pa;

L’écrouissage isotrope de la matrice est modélisé par la loi puissance (3.22) avec
un exposant d’écrouissage n = 0, 146. En ’absence de données expérimentales sur
la microstructure de 1’alliage d’aluminium, nous avons choisi une porosité initiale
fo =0,1% et un paramétre de forme initial Sy = 1,38 :
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| fo(%)  So g
GLD || 01 1,38 w=16
GIN| 0,1 = =15 ¢—11

TAB. 4.4 — Caractéristiques microstructurales de I’alliage d’aluminium.

4.3.2 Discussion des résultats

La figure 4.12 représente une comparaison des tracés décrivant 1’évolution de la
force d’emboutissage en fonction de la course du poincon, obtenus expérimenta-
lement et numériquement en utilisant les modéles GLD et GTN. Nous observons
une bonne correspondance entre les résultats expérimentaux et ceux prédit par le
modéle GLD. L’effort maximal FGLP = 25 81 kN obtenu en utilisant ce dernier

max
est légérement inférieur a celui obtenu expérimentalement F*P = 25,92 kN. Ces

ar ~
deux forces sont atteintes pour pratiquement un méme déplacement du poingon :

uCtD = 10,17 mm et u¢? = 10,28 mm. Cependant, celle obtenue lors de la si-

mulation avec le modéle GTN (F GTN — 9292 43 kN ) est sensiblement différente des

max
deux premiéres. Le déplacement du poincon a ce moment est lui aussi distinct

uSTN = 9. 15mm. Nous donner dans le tableau 4.5 un récapitulatif des efforts

maximaux d’emboutissage obtenus expérimentalement et numériquement avec les
modéles GTN et GLD, ainsi que les déplacements du poincon leurs correspondants.

| Fonae (kN) w(mm) Erreur-F,,, Erreur-u

Expérience 25,92 10, 28 0% 0%
GLD 25,81 10,17 0,4% 1,1%
GTN 22,43 9,15 13,5% 11,0%

TAB. 4.5 — Points représentatifs de la courbe force-déplacement au cours de 1’essai
d’emboutissage de Swift.

Une estimation de ’erreur commise lors de la prédiction de la force maximale d’em-
boutissage et du déplacements du poingon lui correspondant lors de la simulation
avec les deux modéles, en supposant les mesures expérimentales exactes, figure
dans le méme tableau. Cette erreur est relativement importante lors de la simu-
lation avec le modéle GTN. Elle varie entre 11% (force) et 13,5% (déplacement).
Alors que celle commise en utilisant le GLD est insignifiante, elle est de ’ordre de
0,4% pour Peffort et 1,1% pour le déplacement de 'outil.
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FiG. 4.12 — Evolution de la force d’emboutissage F' en fonction du déplacement
du poingon u.
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Matériau isotrope
Matériau du flan

TAB. 4.6 — Constantes de Hill du flan et celles d’'un matériau isotrope.

Bien que la force maximale d’emboutissage ait été prédite correctement par le mo-
déle GLD, nous apercevons sur la figure 4.12 un certain décalage entre les courbes
numérique et expérimentale. Cet écart peut trouver une explication dans le com-
portement du matériau du flan qui a été identifié expérimentalement comme un
matériau orthotrope [Khe04, KOKO07|, alors que le comportement de la matrice
lors de la simulation avec le modéle GLD est isotrope. Les constantes de HiLL?*
identifiées pour simuler le comportement orthotrope du flan sont résumées dans
le tableau 4.6. A titre de comparaison, nous donnons sur ce méme tableau les va-
leurs de ces constantes dans le cas d’'un matériau isotrope. Néanmoins, la prise en
compte du changement de formes des cavités dans le modéle GLD permet de consi-
dérer le comportement macroscopique du matériau isotrope transverse. Ceci peut
justifier la bonne prédiction par ce modéle de la force maximale d’emboutissage.
Une amélioration du graphe "Force-Déplacement de ’outil" peut étre envisagée en
proposant une une extension du modéle GLD au cas d’'une matrice orthotrope.

La figure 4.13-a montre la répartition de la porosité au moment de I'initiation de la
rupture du flan. Une comparaison de la forme de ’embouti obtenue expérimentale-
ment et celle décrite numériquement par le modéle GLD nous permet de constater
que les deux géométries sont pratiquement identiques, et que la rupture apparait
au méme endroit (figure 4.13-b).

La figure 4.14 donne I’évolution de la déformation plastique cumulée qu, de la
porosité [ et du paramétre de forme S en quatre éléments du flan (A), (B), (C) et

24Un rappel sur le critére de HILL est donné en appendice
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Vsnvu
\(Ave. Crit.: 75%)

+1.201e-01

a) GLD - vumat b) Expérience

F1G. 4.13 — Initiation de la rupture sur 'embouti. [KOKO07]

(D) en fonction de la course de l'outil u. Les positions de ces quatre éléments sont
représentées sur la figure 4.11 pour un déplacement de ’outil © = 11, 82 mm. Nous
observons sur la figure 4.14-a que la zone qui se plastifie le plus est située sur la
jupe de I'embouti (B et D). Cependant, le degré de plastification de la surface du
flan située du coté de la matrice (D) est plus prononcé que celui du coté de ’outil
(B). La région se trouvant au fond de 'embouti (A) est la partie de I'embouti la
moins plastifiée, alors que nous observons une plastification moyenne de la zone
située entre le serre-flan et la matrice (C). Les degrés de plastification atteints

pendant la simulation avec le GLD sont plus élevés que ceux atteints en utilisant
le GTN.

mm 12 mm

F1G. 4.14 — Evolution de la microstructure de quatre éléments de ’'embouti.

[’évolution des porosités des parties (B) et (D) se fait lentement au début de
I'emboutissage puis s’accélére au moment de la coalescence (figure 4.14-b). Cette
augmentation est plus prononcée dans le cas de la simulation avec le modéle GLD.
Les éléments (A) et (C) s’endommagent modérément au cours des deux simula-
tions. Les cavités des quatre éléments ont tendance a s’aplatir au cours du procédé
d’emboutissage (figure 4.14-c). Cet aplatissement s’accentue dans les régions (B)
et (D) au début de la coalescence.

Nous donnons sur les figures 4.15 et 4.16 les isovaleurs de la porosité f, de la
contrainte moyenne de pression o, et de la déformation plastique cumulée E?,
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13928603
+7.3400.04

u=11.82mm u = 10.18mm u=11.82mm

GLD - f GIN - f GLD- S

F1G. 4.15 — Isovaleurs de la porosité f et paramétre de forme S dans I’embouti.

estimées avec les modéles GTN et GLD ainsi que la distribution du paramétre de
forme S calculée en employant le GLD & trois déplacements différents du poincon.

La premiére ligne correspond a un déplacement de Poutil u = 5,17mm. A cet
instant, les modéle GLD et GTN prédisent un plus grand endommagement, dans
la portion au bas de la jupe de I’embouti, alors que les autres régions restent
relativement peu endommagées. Les cavités se trouvant dans la zone de fortes
porosités prennent des formes plus aplaties. La collerette et la région basse de sa
jupe sont sollicitées en traction, alors que les autres portions le sont en compression,
notamment celle située sous le serre-flan. Cette derniére est la plus plastifiée dans le
cas des deux simulations en raison de I’effort de maintien appliqué par le serre-flan.

La deuxiéme ligne des deux figures 4.15 et 4.16 contient les isovaleurs obtenues
au moment ou la force maximale est atteinte. Cela correspond a un déplacement
du poincon égal & u = 10,17mm dans le cas du GLD et v = 9,15mm dans le
cas du GTN. La porosité se concentre toujours au méme endroit de la tole. Cette
zone d’endommagement maximale devient plus large dans le cas du modéle GLD.
A ce stade d’emboutissage, les vides se trouvant sur la jupe de la tole continuent
a s’aplatir. Cet aplatissement est plus prononcé dans régions se trouvant du coté
de la matrice. Nous observons la méme situation en ce qui concerne le mode de
chargement : la jupe et la collerette de la tole sont sollicitées en traction, alors que
la partie sous le serre-flan I’est en compression. Cette derniére région est la plus
plastifiée & ce moment.

La derniére ligne correspond a un déplacement de l'outil v = 11,82 mm dans la
circonstance d’un calcul avec le GLD et u = 10, 18 mm dans celle d’une estimation
avec le GTN. La rupture de la tole survient au niveau de la partie inférieure de la
jupe. Comme il fallait s’y attendre, les porosités maximales se concentrent dans
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F1G. 4.16 — Isovaleurs de la pression hydrostatique o, et de la déformation plastique
cumulée E_eqp dans ’embouti.
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cette zone dans le cas des deux simulations. Alors que les cavités situées dans cette
portion sont trés aplaties, celles se trouvant au dessous du flan restent toujours
allongées. Dans la situation d’une approximation avec le modéle GTN toutes les
parties du flan sont sollicitées en traction.

Cependant, nous apercevons, dans le cas de 'utilisation du GLD que quelques fibres
de la tole sur la collerette du coté de la matrice, ainsi que les fibres en contact
avec le serre-flan et la matrice sont soumises & un chargement de traction. La
déformation plastique cumulée reste toujours concentrée dans la zone se trouvant
entre la matrice et le serre-flan. Les autres portions de la tole sont uniformément
plastifiées, exception faite de celles se trouvant dans la zone de rupture ou la
déformation plastique est plus élevée.

4.4 Etude du procédé de laminage

Le laminage est une technique de forgeage qui consiste a entrainer une barre entre
deux cylindres, appelés rouleaux, tournant en sens contraire. Ces derniers peuvent
étre cannelés ou a table lisse, leurs volumes varie proportionnellement a la section
du produit fini & obtenir. Ce procédé a fait l'objet de plusieurs études expéri-
mentales et numériques [NZR06, AMEMO06, YGZZ06, FNSM06, ZMWC06|. Nous
présentons dans ce qui suit une étude numérique du laminage d’une barre de sec-
tion carrée entre deux cylindres lisses effectuée en utilisant le modéle GLD non
couplé & la température que nous notons dans cette section "GLD-Isotherme",
avec ceux obtenus avec le GLD couplé a la température dans des conditions adia-
batiques noté "GLD-Adiabatique" et le modéle GLD couplé a la température dans
les conditions d’un échauffement non adiabatiques : "GLD-Non adiab.".

4.4.1 Description des conditions de la simulation

La barre a une longueur initiale [ = 92mm et une section carrée de largeur ini-
tiale b = 20mm. Le rayon et la largeur des deux cylindres sont respectivement
R = 170mm et L = 40mm. L’exemple est traité en 3D, la barre déformable
est discrétisée en deux-mille-neuf-cents-quarante-quatre (2944) éléments de type
C3DS8RT au cours de la simulation dans des conditions d’échauffement non adiaba-
tique et C3D8R dans les deux autres cas. Les cylindres modélisés comme solide ri-
gide indéformable sont affectés d’une vitesse de rotation constante w, = 6.28 rad/s.
Ils sont disposés de telle maniére a obtenir un écrasement (réduction de la hauteur
de la barre) égal & Ah = 50%. Les maillages initial et déformé de la barre sont
indiqués sur la figure 4.17.

Le matériau constitutif de la barre est un acier ayant les caractéristiques suivantes :
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F1G. 4.17 — Maillages initial et final de la barre laminée.

0 module de YOUNG E = 170 GPA,
O coefficient de POI1SSON v = 0.33,

O densité p = 7850 kg/m?,

O et limite d’élasticité o, = 324 M PA.

L’écrouissage isotrope de la matrice est modélisé en utilisant une loi puissance avec
un coefficient d’écrouissage n = 0,12. Le coefficient de frottement entre la barre
est les rouleaux est égal a 1y = 0, 3. Les caractéristiques thermiques et microstruc-
turales utilisées pendant les simulations sont données dans le tableau 4.7.

fo(%)  So A Cy(J/kgK) K(W/mK) o(K™) ¢

0,25 1,95 1 600 46 1,110 0,85

TAB. 4.7 — Valeurs des principaux paramétres utilisés lors de 1’étude du procédé
de laminage d’une barre de section carrée.

4.4.2 Discussion des résultats

L’étude du procédé de laminage est effectuée en suivant 1’évolution de la force
maximale de laminage F' et de ’élargissement e de la barre. Cette derniére quantité
est définie en pourcentage d’écrasement Ah du barreau par la relation

(by — by)

=——=1 4.1
e A 00 (4.1)

ou by et by sont respectivement la largeur initiale et finale de la barre. Nous re-
présentons sur les figures 4.18-a et 4.18-b une comparaison des forces maximales
de laminage F' et de I’élargissement e obtenue avec les modéles "GLD-Isotherme",
"GLD-Adiabatique" et "GLD-Non adiab.". Ce dernier prédit une force de lami-
nage plus petite que les deux autres. Il est & noté que le plus grand effort est
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obtenu en utilisant le modéle "GLD-Isotherme" pour lequel 'adoucissement ther-
mique n’est pas pris en compte. Le plus grand élargissement de la barre est prédit
dans le cas d’un calcul dans des conditions d’un échauffement adiabatique ("GLD-
Adiabatique"), alors que le plus petit est obtenu dans des conditions de simulation
isothermes ("GLD-Isotherme"). Les valeurs particuliéres de ces tracés sont résu-
meées dans le tableau 4.8.

| Finas (kN) — e(%)

"GLD-Isotherme" 805,362 134,815
"GLD-Adiabatique" 804,822 135,048

"GLD-Non adiab." 804,471 135,296

TAB. 4.8 — Points représentatifs des tracés décrivant les variations de la force de
laminage et de 1’élargissement.

Nous concluons de ce qui précéde que 'introduction d’un échauffement thermique
au cours de la modélisation du laminage de la barre génére un adoucissement du
matériau qui a pour effet de diminuer la force maximale nécessaire a son laminage
et une augmentation de I'élargissement ; qui sont tous les deux accentués dans le
cas ol I’échauffement se produit dans des conditions non adiabatiques.

Les graphes 4.18-c et 4.18-d donnent les variations de la force maximale de lami-
nage F' et de I’élargissement e obtenues en utilisant le modéle "GLD-Non adiab."
pour trois écrasements Ah = 20%, Ah = 35% et Ah = 50%. La force de laminage
varie proportionnellement au pourcentage d’écrasement alors que 1’élargissement,
y évolue inversement. Ce résultats est en accord avec ceux obtenus numérique-
ment par FARHAT-NIA et al. [FNSMO06| et AKBARI MOUSAVI et al. [AMEMO06| en
utilisant un matériau élastoplastique non endommageable.

L’influence de l'utilisation de rouleaux de rayons différents est montrée sur les
figures 4.18-e et 4.18-f. Nous notons dans ce qui suit toutes les caractéristiques qui
font référence au rouleau supérieur par 'indice 1 (exemple le rayon du cylindre
supérieur est noté R;) et celles liées au rouleau inférieur par l'indice 2. Trois
rapports de rayons ont été utilisés Ry /Ry = 0,74, R1/Ry = 0,85 et Ry/Ry = 1. La
force de laminage F' et I’élargissement e évoluent proportionnellement au rapport
Ri/R; .

La figure 4.19 donne la contrainte équivalente normalisée de VON MISES X,/ 0y,
la porosité f, le paramétre de forme S et la température 7" en fonction de la dé-
formation équivalente E,, en quatre éléments (A), (B), (C), et (D) de la barre.
Leurs positions initiales sont indiquées sur la figure 4.17. Ces courbes représentent
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FiG. 4.19 — Evolution de la contrainte équivalente normalisée de von Mises Yeq/ 00,
de la microstructure (f et .S) et de la température 7' de quatre éléments de la barre.

une comparaison des résultats obtenus avec les modéles "GLD-Isotherme", "GLD-
Adiabatique" et "GLD-Non adiab.". Elles présentent des allures pratiquement pa-
reilles. Cependant, une analyse des valeurs des contraintes montre que celles obte-
nus en utilisant le modéle "GLD-Isotherme" sont plus élevées que celles calculées
avec le "GLD-Non adiab.", qui prédit & son tour des niveaux de contraintes plus
grands que ceux de la simulation avec le modéle "GLD-Adiabatique". Nous ob-
servons que la zone de la barre en contact avec le rouleau (B), (C), et (D) est la
région qui se déforme le moins en comparaison avec le centre (A). Les formes des
cavités de la barre ont tendance a se refermer au cours du procédé. Exception faite
de celles se trouvant dans la portion (D) qui s’allongent juste aprés passage de la
section de matériau qui les contient entre les rouleaux. Les porosités des éléments
(B), (C), et (D) cessent de diminuer juste aprés leurs passage entre les rouleaux.
Alors que les volumes des vides situés au centre de la barre (A) continuent & baisser
jusqu’a un certain allongement de la barre. L’élévation de la température prédite
par le modéle "GLD-Non adiab." dans la région en contact avec 1'outil est plus
grande que celle obtenue dans des conditions d’un échauffement adiabatique. Ceci
peut s’expliquer par les échanges thermiques qui s’effectuent entre les rouleaux et
la piéce. Alors qu’au centre de I’éprouvette se produit 'inverse, ¢’est-a-dire que le
"GLD-Adiabatique" prédit de plus grandes températures.
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Début Fin

F1G. 4.20 — Isovaleurs de la porosité f a deux instants différents du procédé de
laminage. IS, AD et NA correspondent, respectivement, aux résultats obtenus avec
les modéles "GLD-Isotherme", "GLD-Adiabatique" et "GLD-Non adiab.".
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Début Fin

Fic. 4.21 — Isovaleurs du paramétre de forme S & deux instants différents du
procédé de laminage. IS, AD et NA correspondent, respectivement, aux résultats
obtenus avec les modéles "GLD-Isotherme", "GLD-Adiabatique" et "GLD-Non

adiab.".
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F1G. 4.22 — Isovaleurs de la température 1" & deux instants différents du procédé

de laminage. AD et NA correspondent, respectivement, aux résultats obtenus avec
les modéles "GLD-Adiabatique" et "GLD-Non adiab.".

Nous représentons sur les figures 4.20-4.22 les distributions de la porosité f, du
paramétre de forme S et de la température 7" a deux instants différents de 1'opé-
ration de laminage. Le premier est pris au début du procédé et est noté "Début".
Il correspond au moment ou la barre est engagée entre les rouleaux. Le deuxiéme
est désigné par "Fin". Il est choisi au moment ou la partie arriére de la barre
commence a étre entrainée entre les cylindres. Les isovaleurs de la porosité f et du
paramétre de forme S prédites par les trois modéles sont pratiquement pareilles.

A Dlinstant "Début" la porosité se concentre sur les parties latérales de la barre
en raison de 1’état de contrainte de traction qui régne dans ces portions, ainsi que
dans la zone qui commence a s’engager entre les rouleaux. Les régions situées au
voisinage des arrétes de la piéce sont les moins poreuses. A ce moment, toutes
les cavités s’aplatissent. Comme dans le cas du forgeage de lopins, celles situées
au centre de la barre subissent le plus grand aplatissement. Au deuxiéme instant,
les porosités maximales et minimales se trouvent toujours localisées dans les ré-
gions latérales laminées et les portions proches des arétes du barreau. Les cavités
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FiG. 4.23 — Influence du frottement sur la force de la minage F' et I’élargissement
e.

localisées sur cette derniére sont les plus allongées en comparaison au reste de la
piéce.

Les niveaux de températures différent selon que le calcul se déroule dans des condi-
tions adiabatiques ou non. Le modéle "GLD-Adiabatique" prédit des températures
plus élevées que celles obtenues en utilisant le "GLD-Non adiab.". Les parties de
concentration des fortes températures sont situées au centre de la piéce. A I'instant
"Fin", une élévation supplémentaire de température est observée dans les régions
qui se trouvent sur les arétes de la barre.

Nous présentons dans ce qui suit une étude paramétrique de l'influence de diffé-
rents paramétres sur le procédé de laminage. Les simulations ont été effectuées en
utilisant le modéle "GLD-Non adiab." pour des écrasements Ah = 20%, Ah = 35%
et Ah = 50%.

Le coefficient de frottement ;. Les résultats des figures 4.23-a et 4.23-
b peuvent correspondre a l’'utilisation de rouleaux de matériaux différents
ou de lubrifiants distincts entre la piéce et les deux cylindres. Ces deux cir-
constances sont décrites dans la présente étude en variant le coefficient :

Ky
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F1G. 4.24 — Influence de la vitesse des rouleaux et de la température initiale de la
barre sur la force de laminage F' et 1’élargissement e.

pr = 0,3, uf = 0,4 et uy = 0,5. Nous reproduisons I’évolution de la force
de laminage F' et de I’élargissement de la barre e en fonction de ce para-
métre. L’effort ' augmente proportionnellement a I’augmentation du coeffi-
cient de frottement. Ce résultat est en accord avec ceux obtenus par ZHAO
et al. [ZMWCO06]. L’augmentation de la force en fonction du coefficient de
frottement est plus prononcée dans le cas d'un écrasement Ah = 50%. Ce-
pendant, 1’¢élargissement e présente peu de sensibilité a 'augmentation du
coefficient de frottement.

Le rapport des coefficients de frottement u}/u?. Les résultats des fi-
gures 4.23-c et 4.23-d correspondent a deux situations. La premiére est 1'utili-
sation de cylindres de matériaux différents au cours du procédé. La deuxiéme
serait celle o des lubrifications distinctes entre la piéce et les deux cylindres
sont employées. Cette état est caractérisé dans notre cas par le rapport des
coefficients de frottement /7. Trois valeurs sont utilisées py/u7 = 0,6,
py/p7 = 0,75 et py/pi = 1. La force de laminage F' diminue avec 'augmen-
tation du rapport u}/u7, avec une pente plus grande dans la circonstance
d’un écrasement Ah = 50%. Dans le cas ou celui-ci est égal a Ah = 20%,
I’effort maximal de laminage diminue modérément. [.’élargissement diminue
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aussi au fur et a mesure de I’évolution du rapport u}/,uff. Dans la situation
d’un écrasement Ah = 35%, 'élargissement présente peu de sensibilité au
rapport des coefficient de frottement.

Le rapport des vitesses V5 /V;. Les figures 4.24-a et 4.24-b donnent I’in-
fluence de la vitesse de rotation des rouleaux sur la force F' et sur ’élargis-
sement de la piéce e. Quatre rapports de vitesses sont employés Vo /V; = 1,
Vo/Vi =1,07, Vo /Vi = 1,14 et V4/V; = 1,2. Nous observons que la force de
laminage F' est inversement proportionnelle au rapport V5/V;. Cette dépen-
dance a déja été établie par MOUSAVI et al. [AMEMO06| et FARHAT NIA et
al. [FNSMO06|. La chute de la courbe F' = F (V5/V}) est plus prononcée dans
les cas Ah = 20% et Ah = 50%. Il convient aussi de noté que I’élargissement
de la barre e varie proportionnellement au rapport des vitesses.

La température initiale 7T;. Quatre températures initiales sont utilisées
pour effectuer ces simulations : Ty = 293 K, Ty, = 318 K, Ty = 343 K et
Ty = 368 K. La force de laminage présente peu de sensibilité a la tempéra-
ture initiale Ty de la piéce (figure 4.24-c). Cependant, ’élargissement de la
barre augmente avec I’élévation de la température T, (figure 4.24-d). Cette
sensibilité dépend en plus de I’écrasement Ah du barreau.

4.5 Conclusion

La comparaison des prédictions des modeéles GTN et GLD a été effectuée dans
le cas de la simulation de I’écrasement de trois lopins de formes différentes et de
I’emboutissage d’une tole mince. Dans cette derniére circonstance, les résultats
expérimentaux et ceux obtenus avec le modéle GTN présentent un grand écart.
Par contre, la force maximale d’emboutissage et le déplacement du poincon lui
correspondant calculés en utilisant le modéle GLD sont trés satisfaisants. I.’étude
du laminage d’une barre carrée en 3D a permis de mettre en évidence le role de
I’échauffement thermique d’origine mécanique au cours de la mise en forme. Elle a
aussi servi a étudier les différents paramétres qui influencent ce procédé y compris
I’effet de la température initiale de barre avant I’opération de mise en forme.
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Appendice au chapitre 4

A.1. Calcul des contraintes axiale et orthoradiale
agissant sur la surface extérieure du lopin

Les contraintes orthoradiale gy et axiale ¥,, agissant sur la surface extérieure
du lopin ont été estimées & partir des mesures des déformations au méme en-
droit [GRMO96]. Nous présentons les grandes lignes de ces calculs.

En supposant que le comportement du matériau obéit a la loi de LEVY-MISES,
I'incrément de déformation plastique s’écrit

. / ’ . . . .
ou 3;;sont les composantes du déviateur des contraintes. Puisqu’au niveau de la
surface extérieure, la contrainte radiale est nulle X,,, = 0, nous pouvons écrire

dE,, = 0
dEgy = dAS, (3)
dE.. = d\Y.,

Du systéme d’équations 3, nous avons

S0 20" +1
Y. B +2

(4)

oit 3% = dEyy/dE., est la pente de la courbe Ep = Epg (E,.). La contrainte
équivalente de VON MISES dans ce cas est donnée par la relation

Seq = /5 + T2, — TeoZes (5)
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En introduisant le coefficient 3% dans I’équation 5, nous aboutissons a
(7 +2)
\/3 (892)* 4 30302 + 3

¥,, == Yeq (6)

t t . .
La déformation plastique cumulée Eﬁ’q = / Eﬁ’q = / \/2 (Ep : Ep) /3 est ob-
0 0

tenue en utilisant I'expression du travail plastique volumique II sur la surface
extérieure du lopin

dIl = 290 dEG@ + 2., dEzz (7)

En utilisant les relations 6 et 7, nous obtenons

_ 2 Ezz
Er = \/E922+E6’Z+1 dE..
! \/g‘/o (&%) |

A.2. Critére de HILL et coefficients d’anisotropie

HiLL (1948) a proposé un critére de plasticité pour matériaux orthotrope, ¢’est-a-
dire qui respectent les trois plans de symétrie matérielle. Les intersections de ces
plans de symétrie sont les axes d’orthotropie qui ont été pris comme repére pour
I’écriture du critére. Ce dernier s’écrit

1
® == [F(oy — 0..) 4 G (0 — 0pa)’ + H (04w — 0,)° + 2 (Lo2, + Mo?2, + No2,)]

2
(8)

F, G, H, L, M et N sont les constantes d’anisotropie. Elles sont déterminées par
une série d’essais de traction suivant les trois directions orientées suivant 0°, 45°
et 90° par rapport a la direction de laminage. Un matériau anisotrope peut étre
caractérisé par un coefficient d’anisotropie, appelé coefficient de LANKFORD qui
est défini comme le rapport de la déformation plastique €5 suivant la direction de
la largeur (90°) et la déformation plastique &% suivant la direction de I’épaisseur
(45°)

r=— 9)

La déformation plastique suivant 1’épaisseur étant petite, elle est remplacée par la
déformation plastique suivant la direction de la longueur (0°), en utilisant I’hypo-
thése de d’incompressibilité plastique

€

"= _5’1’ + &8 (10)
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Le coefficient de LANKFORD s’exprime donc en fonction de la direction de laminage
1 par

H+ (2N — F — G — 4H) sin® ¢ cos? 1
- i (1)
F'sin“ ¢ + G cos? ¢
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Conclusion générale

L’objectif principal de ce travail de thése a consisté a valider un modéle micro-
mécanique pour la simulation numérique en mise en forme de matériaux. Le but
recherché étant de mettre a la disposition des industriels un outil capable de pré-
dire les zones d’amorcage de I’endommagement ainsi que son évolution en cours
de chargement. Pour cela, il a fallu mettre en ceuvre une modélisation des trois
mécanismes physiques qui gouvernent la rupture ductile des métaux. Une atten-
tion particuliére a été accordée aux échauffements générés durant le processus de
déformation. Le couplage réalisé entre la température, la plasticité et 'endommage-
ment permet de décrire I’échauffement de la matiére lié & la dissipation mécanique
aussi bien dans des conditions adiabatiques que dans la situation ot des échanges
thermiques peuvent s’opérer.

Les aspects théoriques et numériques entrant dans notre démarche ont été abordés.
La phase de nucléation est supposée controlée par la déformation plastique cumu-
lée, comme proposé par NEEDLEMAN et RICE [NR78|. Le stage de la croissance
est décrit avec le modéle GLD que nous avons étendu au cas d’une matrice ayant
un comportement thermomécanique. Deux critéres de coalescence ont été utilisés
selon le type de calcul. Le premier permet de prédire le début de la de coales-
cence lorsque la porosité atteint une valeur critique f, introduite par I'utilisateur,
le deuxiéme est le critére de coalescence par striction interne du ligament établi
par THOMASON [Tho85, Tho90]. Cette modélisation de la ruine ductile semble
plus appropriée en raison d’une part de la capacité du modéle GLD & reproduire
le changement de forme des cavités sous 'effet de I’écoulement plastique de la ma-
trice, et d’autre part de I’échauffement thermique qui se produit dans les métaux
pendant leur mise en forme.

La mise en ceuvre informatique de la loi de comportement thermo-micromécanique
a été faite en adoptant la formulation variationnelle & deux champs (le déplacement
et la température), disponible avec le schéma explicite d’Abaqus. La résolution de
ce probléme s’effectue d’une maniére séquentielle en intégrant le probléme méca-
nique puis thermique, aprés avoir calculé la dissipation plastique. Le modéle GLD
ainsi formulé a été implémenté en suivant le schéma élaboré par ARAVAS [Ara87|.
Les aspects numériques liés a son extension aux grandes déformations ont été trai-
tés. Sa validation a été effectuée aussi bien sur des essais simples (calcul de cellules,
essais de tractions) que sur des exemples industriels de mise en forme. Les résultats
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obtenus ont confirmé le role de la prise en compte du changement de forme des
cavités au cours du chargement et celui de I'effet du couplage thermomécanique
sur la réponse du matériau.

Cependant, d’autres développements sont nécessaires afin d’affiner les prédictions
des simulations et généraliser son utilisation pour 1’étude d’autres procédés de
fabrication. L’optimisation des opérations de mise en forme des matériaux doit
aussi tenir compte de facteurs autres que la piéce a former. En effet, la modélisation
de la déformabilité et de ’endommagement des outils, ainsi que de I'interface piéce-
outil est un facteur déterminant pour ’obtention de la forme finale désirée. Une
meilleure description de ces interactions peut étre envisagée en introduisant le
couplage frottement-température, en y incluant les effets de la température et
éventuellement de 'endommagement.

Nous n’énoncons ici que les perspectives qui ont trait a I’amélioration de la modé-
lisation numérique de la rupture ductile des métaux, qui intéressent actuellement
I'équipe "Mécanique & Numérique" du laboratoire G.M.M.S?°, sans aborder les as-
pects expérimentaux qui ne sauraient étre écartés dans toute démarche d’analyse
basée sur des modéles micromécaniques.

Effet des inclusions. SIRUGUET et al. [SLO4a, SLO4b| ont proposé de
prendre en compte la sous-estimation de la croissance des cavités par le
modéle GLD dans le cas de faibles triaxialités. Ce défaut s’explique par le
fait que la croissance de la porosité dans le cas de ce critére est controlée par
la contrainte hydrostatique qui apparait dans le terme cosinus hyperbolique.
Il s’ensuit que I’évolution de l'endommagement n’est pas correctement
décrite dans le cas d'une triaxialité petite (se rapprochant de zéro) .

En exploitant les conclusions d’études expérimentales, effectuées a I'TRSID,
mettant en évidence le role des inclusions dans de telles occurrences, ces
auteurs proposent de remédier a cet état en introduisant des conditions de
"blocage". Ces derniéres représentent la circonstance ou la refermeture des
vides est empéchée par les inclusions. L’analyse effectuée par SIRUGUET
et al. a consisté a utiliser la méme expression du critéere GLD, puis a
déterminer les nouvelles formulations des coefficients C, 7, k et as qui
satisfont la représentation utilisée. Les deux premiers parameétres ont été
obtenus aux points d’intersection des deux critéres, alors que les deux autres
ont été ajustés sur des calculs numériques. Le modéle est complété par une
loi d’évolution du paramétre de forme S dont I’expression dépend du type
de blocage (axial ou radial).

Récemment, MONCHIET et al. [MCDOT7| ont proposé une nouvelle formu-
lation du critére de plasticité. Le terme qui gouverne les variations des
fractions volumiques des vides dans ce dernier fait apparaitre un couplage
entre la contrainte cisaillement et l’endommagement du matériau. Son

25Laboratoire Groupe Mécanique, Matériaux et Structures de l’université de Reims
Champagne-Ardenne.
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expression dans le cas d’une cavité sphérique est donnée par

Yy )’ 1 /9 2
+2fcosh | —1/=2242%2 | —1— f2=0
( 0o ) f (o) 4 h 3 = f
Cette modélisation semble étre une voie intéressante a exploiter pour corriger
la sous-estimation de la porosité a faibles triaxialités.

Matrice orthotrope Plusieurs modeéles ont été élaborés  pour
prendre en compte le comportement anisotrope de la ma-
trice [BBP04b, CLOC03b, BMWL05|. Ces auteurs ont, a quelques
différences prés, proposé de réécrire le critére GLD en remplagant la
contrainte déviatorique || " 4+ nXX || qui apparait dans I'expression du
critére GLD par :

3(2’:]141:2’)/2

Récemment, MONCHIET et al. [MGCDOG6| ont repris I’analyse limite de GoO-
LOGANU et al. [GLD93, GLD94| et I'ont appliquée a un V.E.R. de méme
forme mais dont le comportement de la matrice est rigide-parfaitement plas-
tique et orthotrope. Le critére obtenu s’écrit :

*

<Ezq)2+2(1+g) (f + g) cosh (%) — (49’ = (f+9)° =0

0o

1
52 =2 4 ISP+ Y Q2 -2k Q, X = ;20X
ou ki, ko, k3 et p sont des coefficients qui dépendent de la géométrie de la

cavité, de la porosité f et des coefficients d’anisotropie de la matrice.

Matrice viscoplastique FLANDI et al. [FL05a, FLO5b, ?] ont proposé une
extension du modéle GLD au cas d’'une matrice viscoplastique obéissant &
la loi de NORTON de coefficient m. Le critére viscoplastique a été obtenu en
imposant au modéle de respecter certains modéles de référence, notamment
le modéle GLD dans la situation ot m — oo. Le potentiel obtenu s’écrit en
reprenant les notations de ces auteurs :

O = Co(Q+mnH) +(1+9)(f+9) F('meHZ:LiF(,j H)
2 m—1 2 _
= 4y =g (f49) =0
' m+17™
F(imH) = |1+ — (b | H]) ™

ou () et H sont des coefficients qui dépendent de 1’état de contrainte et de la
forme des cavités. Les expressions des coefficients C),, k,, et n,, dépendent
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de la géométrie de la cavité, de la porosité et du coefficient m. Le modéle
est complété par une loi d’évolution du paramétre de forme S qui prend en
compte le comportement de la matrice a travers le coefficient m.

Approche non-locale. La formulation d'un modéle non-local peut étre ef-
fectuée en délocalisant la variable de dommage [LPD94, TN97, BMWLO5].
LEBLOND et al.[LPD94| ont proposé une forme non-local du modéle de GUR-
SON en faisant une moyenne de la porosité, en chaque point, sur une région
voisine définie. La mise en ceuvre de cette forme a été effectuée en introdui-
sant une échelle de longueur matérielle qui n’est supposée dépendre que de la
porosité. Par conséquent, 1’évolution de la porosité en un point matériel est
influencée par sa distribution sur toute la région considérée. Le traitement
non-local de la porosité indépendamment de la déformation plastique donne
des résultats qui ne sont pas toujours satisfaisants [BMWLO05|. Pour remédier
a cela, il est nécessaire d’incorporer aussi une loi non-local de la déformation
plastique [BMWLO5]

df (z) = fv dw(i) v (s) /Vdflgc (x+s) w(s) dV(s)
2 () — 1 L (x4 5) w(s s
) = T a9 W) V0

ot dw(s) est une fonction poids.

Ecrouissage cinématique L’effet de I’écrouissage cinématique de la ma-
trice peut étre pris en compte en remplagant le terme déviatorique ||
¥ 4+ nXX || qui apparait dans le critére GLD par un terme de la forme

{EI — a}T /S {E' — a}. Ou Z est le tenseur des modules élastiques qui
peut étre isotrope ou anisotrope selon le comportement du matériau et a la
variable tensorielle caractérisant 1’écrouissage cinématique. Des ajustements
de certains coefficients du critére ainsi modifié en comparant ces prédictions
aux calculs de cellules peuvent s’avérer nécessaires afin de vérifier la perti-
nence de I'extension.



Annexe A

Méthode de longueur d’arc

A.1 Introduction

Nous présentons dans ce qui suit la méthode de longueur d’arc [Rik72, Rik79,
Cri86, Crigl, Cri97, Ram8la, Ram81b|. Cette derniére se distingue par l'intro-
duction d’une nouvelle variable & appelée longueur d’arc qui définie un domaine
géomeétrique centré sur le dernier point convergé. Elle est essentiellement employée
dans deux situations que sont les problémes de flambement de structures et ceux
décrivant la dégradation des matériaux en cours de déformations. En effet, dans le
cas ou le comportement du matériau est radoucissant, c’est-a-dire présentant un
"pic", les algorithmes classiques de résolution, tel que le schéma statique implicite,
ne décrivent pas correctement la réponse du matériau, d’ou la nécessité de recourir
a ce type de schémas.

A.2 Formulation du probléme

Le traitement d’un probléme mécanique par la méthode des éléments finis de type
déplacement conduit d’une facon générale a la résolution d’un systéme d’équations
algébriques donnée par la relation (2.31). Dans le cas d’une résolution avec une
méthode de type RIKS [Rik72, Rik79, Cri86, Cri91, Cri97, Ram8la, Ram81b],
I’équation d’équilibre s’exprime sous la forme :

R(u,9 (1)) = Fipt — 0 (t) Fegt =0 (A.1)

ou ¥ (t) désigne un paramétre scalaire qui est introduit pour controler le charge-
ment exercé a l'instant ¢. La solution du systéme d’équations (A.1) est en fait un
couple (u, ) associant la réponse en déplacement de la structure a la sollicitation
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donnée. La méthode de pilotage en longueur d’arc permet de suivre la branche
d’équilibre méme dans le cas de brusques changements de pente. La longueur de
la branche & est définie par

S = / i3 (A.2)

avec !

43 = \/duTdu + (d0)* ©2 F.L, Fu (A.3)

ext

ou O est le facteur de graduation scalaire. Il est égal & 1 lorsque le schéma de
résolution adopté est la méthode de longueur d’arc sphérique et 0 quand c’est la
méthode de longueur d’arc cylindrique qui est employée. L’équation (A.3) s’écrit
sous la forme incrémentale comme suit :

a=AuTAu+ (AY)’ > FZ F.p — (d3)° (A.4)

ext

L’équation d’équilibre (A.1) peut étre réécrite sous la forme :

R(3) = Fint [u ()] = 0(S) Fear =0 (A-5)

La relation (A.4) est une équation elliptique qui lie les incréments de déplacements
et le facteur de charge. Le vecteur Aw et le scalaire A sont incrémentés au fur et
a mesure jusqu’a ce que ’équilibre soit vérifié. Le systéme d’équations (A.4)-(A.5)
est impossible a résoudre directement. Par conséquent, il est nécessaire de passer
par un processus itératif de résolution. Le processus le plus couramment utilisé
est fondé sur une méthode de linéarisation des équations non-linéaires d’équilibre
utilisant le développement en série de TAYLOR d’ordre 1. Nous obtenons :

R,..=R,+ a—Réu + a—R(W =R, + Kéu — Fop 60 =0
ou oY (A.6)

ant1 = a, + 2 AuTdu + 2006002 FL F.pp = 0

Plusieurs techniques ont été proposées pour résoudre ce systéme d’équations. Nous
présentons dans ce qui suit, la méthode de longueur d’arc sphérique®® proposée par
CRISFIELD [Cri86, Cri91, Cri97] et celle dite de longueur d’arc linéarisée, appelée
aussi méthode de Riks-RAMM |[Rik72, Rik79, Ram81b, Ram81a].

26Le terme sphérique vient du fait qu’il existe une variante & cette méthode, appelée mé-
thode de longueur d’arc cylindrique, pour laquelle le facteur de graduation © est égal a 0. Cette
particularité induit beaucoup de simplifications au cours du processus de résolution.



A.3. Méthodes de résolution 181

A.3 Méthodes de résolution

A.3.1 La méthode de CRISFIELD de longueur d’arc sphé-
rique

Elle se distingue par la signification donnée a la longueur d’arc . Dans le cas
présent, cette derniére est définie comme le rayon d’une sphére centrée sur le
dernier point convergé. Il s’ensuit que la résolution du probléme consiste a trouver
la solution de ’équation d’équilibre (A.1) qui se trouve a une longueur d’arc & du
dernier point convergé.

La résolution directe du systéme (A.6) en supposant 1’équilibre et la condition
supplémentaire (A.6-b) tout deux vérifiés, nous conduit au systéme suivant?” :

ou o K _Fe:z:t R'rL
{ 60 } T { 2AuT 2A19@2FTFewt] { an } (A1)

ext

Le jacobien ainsi formé est et reste régulier méme dans le cas ou la matrice K
est singuliére [RR87]. La résolution directe de ce systéme est trés pénalisant en
raison du grossissement de la matrice et de sa perte de symétrie. Pour palier cette
situation une technique qui traite séparément la premiére itération et les itérations
suivantes est généralement adoptée.

16T€ jtération. Partant du dernier point convergé (ud 1,001, Fext)
correspondant a l'incrément (n), nous cherchons la solution a litéré 1,
(ulq, 0% 1, Fegt). Par conséquent, nous pouvons écrire :

(Aul, ) Aul |+ (AL, ) O FL, Fupy — (dS)° (A.8)

n+1 ext

Par ailleurs, en utilisant la matrice tangente K calculée au dernier point
convergé, nous avons :

Aul = A0} K Fegy (A.9)

En injectant 1'équation (A.9) dans (A.8), nous obtenons :

(Aul

'rL-l—l)2 |:@2 FT Fe:ct + (K_lFewt)2i| == d%z (A]_O)

ext

2"Bien que la méthode de longueur d’arc sphérique de CRISFIELD préconise une valeur © =
1, nous gardons l’expression de la variable © dans les expressions qui vont suivre, en raison
notamment des formulations proposées par d’autres auteurs. Par exemple, PADOVAN propose
d’employer des valeurs de © proches de 1 dans les étapes initiales de la résolution et des valeurs
plus petites quand on s’approche du pic [PA82].
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Il s’ensuit :

IR

Au, ==+ - (A.11)
\/@2 FT Fe:vt + (KilFemt)

ext

Le signe positif est choisi dans le cas du premier itéré. La factorisation de
la matrice K au cours du processus de résolution est souvent effectuée en
utilisant la méthode de CHOLESKI :

K = L"DL (A.12)

ou les matrices D et IL sont respectivement diagonale et triangulaire supé-

rieure.

Itérations suivantes. L’incrément de déplacement dul<"' & Ditération
(iter + 1) est relié & 'incrément de charge 002, = 97! — yiter pendant
la méme itération par la relation :

Sultl = KR (w0t (A.13)
—K ™ [Fine (ul)) — 02 Frogy) (A.14)
= —K ' [Fint (ul)) — 00| Fegy — U Fogy(A15)
= Sultt = KT [R (w00 — UL Fegt] (A.16)
En développant 1’équation (A.16), nous obtenons ’expression :
5uifirl+1 — _K—lRiter + ’l%firfrl K—l Fe:vt (A17)

D’autre part, le systéme d’équations composé des relations (A.8) et (A.17) ex-
primé a I'itéré (iter + 1) en utilisant la formule Aw!'¥ " = Al + suf
nous ameéne a ’écriture :

F.p = (dS)°

ext

T
iter+1 iter+1 it iter+1\2 02 1 T
<A’u,n+1 ) AupST (Yt + 0 O F

iter+1 __ —1 piter iter+1 —1

(A.18)

ot Aule e et R™" sont connus. En injectant la relation (A.18-b)

n+1 5
dans (A.18-a), nous obtenons une équation du second degré en V<7 :

2 (9 42y (9)? 425 = 0 (A.19)
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avec :

21 = (Kil Fe:vt)2 +@2FT Fea:t

ext

= 2(Au)" (K™ Fegy) +2 (K'R™) (K™ Fugg) + 2097, 0% F.L, Fopy

n+1 ext

= (Au)" (Auien) + (KR 42 (Aule)" (K Fogy) — (dS)?

L’équation (A.19) posséde deux solutions. En pratique, nous choisissons la

racine ﬁjfi’"lﬂ qui minimise I’angle agrdonné par la formule :

iter iter+1 2 qiter ,qiter+1 T
(Auitr)” (AullST) + 2 0t Y F T Fopy
2
(dY)

cosap = (A.20)

Cette procédure permet une incrémentation automatique du chargement.

A.3.2 La méthode de RIKS-RAMM de longueur d’arc linéa-
risée

Cette méthode suit le méme principe que la précédente. Elle peut, cependant,
donner lieu & des probléemes de convergence lorsque la réponse de la structure
étudiée présente de brusques changements de pente. La stratégie de résolution
telle que proposée par RIKs [Rik72, Rik79] consiste a appliquer directement la
méthode de Newton Raphson aux équations (A.1) et (A.4).

Nous déduisons de I’équation (A.6-b) la relation :

iter

: T i iter iter a,
(Auten) suter 4 o (M0 00 P F) =~ 250 (a21)
ou encore :
iter iter+1 iter
5uite'r‘+1 _ (anJrl/Q) B 57’97:/+1+ (AﬂTerl @2 Fe?z:—‘tFe“’t) (A 22)
n+1 o Auiter .

n+1
Dans le cas ou la longueur d’arc a¢, est nulle, nous retrouvons Dap-
proche proposée par RAMM [Ram81b, Ram81la] : & chaque itération, la droite

(5u3_7_’1+1, sYtertl e Femt> définissant la relation linéaire entre charge et déplace-

ment est orthogonale & la rigidité sécante correspondante (Auﬁ_‘f_”l, At © Femt).

Par ailleurs, 'incrément du paramétre de chargement est déduit de la formule :

. . 192?67’—1—1 +K71 R uf’feT’,ﬁ;‘fer
50 (Aulh, Agiter) = it —K[l Iﬁmﬂ 4]

(A.23)
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En insérant la relation (A.22) dans (A.23), nous obtenons :

_ (af’f—ei—rl/Q) _ 519:5_7’1—1—1 (Aﬁ;‘firl @2 FT Femt) + Au%tirl (Kfl Riter)

Kfl F — A ext n+1
o ( emt) Aupt
(A.24)

L’utilisation de la relation :

Auiter — A,lgz‘ter K—l _Rte1° (A25)

n+1 n+1 n+1

satisfaite a l'itéré précédent (n), nous ameéne a :

 (s451/2) = 50455 (K7 Po) (K i)

51%3?”1 [(Kil Femt)T (Kil Fe:r,t) + ©2 FT Femt]

ext

59 (Auiteh, AYH) =

n+1

(A.26)

Cette technique est voisine de la procédure originale de RiIkS [Rik72,
Rik79|. Elle en différe cependant par le fait qu’elle suppose que la droite

n+1
ment est orthogonale, au dernier point convergé, a la matrice tangente considéré.
Ce qui permet une approximation plus fine du trajet de chargement.

(6uifi’1+1, Juiertl g Femt> définissant la relation linéaire entre charge et déplace-



Annexe B

(Gestion numérique du contact
frottement

On est souvent amené, lors de la simulation des procédés de mise en forme, a
mettre en contact différentes piéces (tole, matrice, poingon...) de différentes nature
(déformable, rigide...) introduisant ainsi des effort de contact. L’évolution de ces
forces au cours du temps étant une inconnue du probléme, cette situation provoque
de nouvelle non-linéarité lors de la résolution de I’équation (2.5). Dés qu'il y a
contact entre solides, il y a nécessairement transmission d’efforts entre les surfaces
qui se touchent générant ainsi :

O des contraintes normales, lorsque le contact est sans frottement,
O lorsque le contact se fait avec frottement, alors il y a possibilité de transmission
de contraintes de cisaillement.

Le contact peut avoir lieu soit entre :

O un solide déformable et un solide non déformable,
0 deux solides déformables
0 auto-contact, lorsqu’une partie du solide touche une autre partie du méme solide.

Nous présentons dans un premier temps quelques aspects théoriques du contact-
frottement entre un solide rigide et un autre déformable, puis nous aborderons
quelques notions sur la gestion numérique du contact lors de la simulation avec le
code de calcul Abaqus.

185
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Fi1G. B.1 — Deux solides en contact

B.1 analyse du contact

[’étude du contact est basée sur les conditions d’impénétrabilité entre deux fron-
tieres I'? d’un solide rigide Vg, et I'. d’un autre solide déformable V', qui s’écrivent, :

It I?
{Vta vpl S c p1¢ c (Bl)

Vt, Vps €T? py ¢ T}

A partir de ces conditions, plusieurs formulation ont été proposée pour la prise
en compte du contact. Nous allons présenter deux de ces formulations : le contact
unilatéral de SIGNORINI et le contact bilatéral.

B.1.1 Contact unilatéral

Soit un solide déformable, noté V' et un autre solide rigide, noté Vz qui peuvent
se mettre en contact en un point de position X sur le solide déformable comme le
montre la figure B.1. La distance entre le point repéré par X et sa projection sur
la surface du corps rigide X i est donnée par la relation :

dy=(X - Xp)n (B.2)

La réaction normale au point X s’écrit alors :
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R, = Rn (B.3)

Il s’ensuit que les conditions de SIGNORINI s’expriment comme suit :

d,>0; R,>0; d,R,=0 (B.4)

Ces conditions traduisent la situation que deux solides initialement en contact
peuvent se décoller. Ces conditions peuvent s’expliciter comme suit :

0 La premiére condition : d,, > 0, appelée condition de contact cinématique,
exprime la condition de non pénétration du solide rigide au travers la surface
du solide déformable.

0 La deuxiéme condition : R, > 0 traduit 'existence d’une force de réaction
positive ou nulle lors du contact

0 La derniére condition d, R, = 0, appelée aussi relation complémentaire, décrit
deux situations possibles :

o Une situation de contact dans le cas ou d, =0 et R,, > 0.
o Une situation de décollement dans le cas ou d,, > 0 et R,, = 0.

B.1.2 Contact bilatéral

Le contact bilatéral signifie que le contact normal est maintenu, alors que le dé-
placement relatif tangentiel est laissé libre. Le vecteur contrainte tangentielle est
donné par la relation :

Rit= R— R,n, (B.5)

et la scission de contact s’écrit comme suit :

T=\/TE+ 73 (B.6)

B.2 Gestion incrémentale du contact

Au cours de la simulation, les nceds se trouvant au voisinage de 'outillage sont
analysés afin de détecter d’éventuelles entrées ou sorties de contact. La distance
entres ces noeds et la surface de I'outil est par convention positive, il s’ensuit que
la conditions de non pénétration doit étre vérifiée a la fin de chaque incrément :
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a) Autorisation d'un déplacement illicite b) Interdiction d'un déplacement licite

FiGg. B.2 — Erreur due a 'approximation de la surface de I'outil par un plan.

d, (t+ At) >0 (B.7)

Aprés développement, cette expression peut étre linéarisée au premier ordre :

dn (t+ At) = dy, (1) + (Vour — v (1)) 1 (1) At + O (AL?) (B.8)

Ol Vo €t v (t) sont respectivement les vitesses de 1'outil et du nced considéré. la
condition de non pénétration peut étre réécrite sous la forme :

+_Jolw®)] siblo(t)]=0
b (0 ()] = {0 ] <o (B.9)
ou la fonction h est donnée par
d, (t)
blv(®)] = (Wou —v (1)) n(t) - —, (B.10)

Cette expression est a la fois implicite puisque la condition de non pénétration
est définie a l'instant (¢ + At) et explicite dans la mesure ou n (t) et d, () sont
estimés a l'instant (t). Par ailleurs, le fait de supposer la normale constante au
cours de 'incrément revient a approcher la surface de 'outil par un plan de nor-
male n (t). Ceci peut entrainer l'autorisation d’un déplacement illicite (B.2-a) ou
'interdiction d’un déplacement licite (B.2-b). Pour remédier a cette situation, une
méthode incrémentale implicite reposant sur une actualisation de la normale au
cours des itérations successives et utilisant la méthode de NEWTON-RAPHSON est
généralement employée. Cependant, cette méthode nécessite des temps de calcul
plus grands. Cette procédure fait usage d’une méthode de pénalisation, c’est-a-
dire que la contrainte de non pénétration est imposée a travers un coefficient de
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pénalisation ¢. La formulation faible en prenant en compte le contact s’exprime
alors par

. ST . . + . . _
/V > : SEdV+ /V F,éudV + /F 5 F.oudl+s Y [h(v (1)) n(t)du+ / F.6udl’ = 0

mIcer‘c ¢

(B.11)

B.3 Modéles de frottement usuels

On appelle modéle de frottement, toute relation permettant de calculer le vecteur
contrainte tangentielle en fonction de certains paramétres, dont on peut citer :

O la contrainte normale o, la vitesse de glissement V;, la température 1" ...,
O les propriétés physiques du comportement des surfaces en contact,
0 la lubrification ....

Il est difficile de modéliser I'effet de tous ces paramétres. Les modéles disponibles
se basent, en général, sur quelques uns de ces paramétres. Avant de présenter deux
des modeles de frottement disponibles dans Abaqus, nous allons définir la notion
de seuil de glissement.

Notion de seuil de glissement

La notion de seuil de glissement en un point, entre deux solides se base sur [’hypo-
these de 'existence d’une contrainte tangentielle critique 7.,.;; au dessus de laquelle
apparait un glissement significatif. Nous aurons donc deux situations :

O 7 < Tt = V3 = 05 le contact est dit collant.
O 72> Teit = 3Ae > 05 V= —A.7; le contact est dit glissant.

B.3.1 Modéle de COULOMB

Il est le plus utilisé des modéles de frottement. Il se base sur la notion de seuil de
glissement ainsi que sur l'introduction de l'effet de la composante normale de la
réaction R au travers la pression de contact P. comme le montre la figure B.3. La
loi de frottement de COULOMB s’écrit :

T < uph,
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TA

Tsit Glissant

Collant

>,
>

Pe

Collant

Fic. B.3 — Représentation du modéle de COULOMB

’c A
Glissant

Collant

Y

Collant Vg

Glissant

F1G. B.4 — Représentation du modéle de TRESCA

O Si 7 < pgP,, on aura adhérence entre les deux solides en contact.
O SiT = p¢P,., on aura glissement entre les deux solides a une vitesse de glissement
V =-=X\r.

ty est le coefficient de frottement de COULOMB, il est compris entre puy = 0.01
dans le cas de surfaces en contact lubrifiées et uy = 0.5 dans le cas de surfaces
séches.

B.3.2 Modéle de TRESCA

Le modéle de TRESCA se base sur ’hypothése que la contrainte de frottement 7 est
proportionnelle & la contrainte d’écoulement &. La loi de frottement de TRESCA
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s’écrit alors :

T < mr

5l

Ce modéle présente aussi deux situations :

. g , .
O Si 7 < mp—=, on aura adhérence entre les deux solides en contact V, = 0.

V3
Vg

OSi7T=—-mp— ,
_ 3| Vy|
de glissement V' = —\.7.

Qi

on aura glissement entre les deux solides a une vitesse

S

Le modéle de TRESCA présente deux particularité : le seuil de frottement reste
constant et la scission est indépendante de la pression de contact.

B.4 Approche du contact dans Abaqus

Abaqus propose de gérer et de modéliser le contact entre deux surfaces réunies
au sein d'une paire de contact (Contact pair), ou nous distinguons une surface
"maitre" et une surface "esclave". Le traitement du contact effectué par Aba-
qus vise a empécher que les noeuds de la surface "esclave" traversent la surface
"maitre". De cette restriction apparaissent des difficultés liées a la définition des
surfaces candidates au contact afin d’exprimer les contraintes a chaque pas de
calcul en respectant les relations de frottement. Nous allons présenter quelques
précautions a prendre lors de la simulation, les détails de ses aspects peuvent étre
retrouvées dans Abaqus Theory Manual [ABAO5].

Abaqus /Standard Lors de 'utilisation du solveur implicite d’Abaqus, la no-
tion de surfaces "maitre" et "esclave" est utilisée de telle facon que la direction
de contact soit toujours perpendiculaire & la surface "maitre". Dans ce cas les
efforts de contact sont transmis suivant cette normale, alors que les forces tan-
gentielles, s’il y a glissement avec frottement, sont transmises parallélement a la
surface "maitre". Cette derniére doit étre continue.

Le choix des limites de chacune des surfaces "maitre" et "esclave" doit se faire
d’une maniére judicieuse. Prévoir la possibilité de raffiner le maillage des surfaces
candidates au contact appartenant a la piéce si des problémes liés au contact
apparaissent, notamment lorsque la condition de pénétration n’est pas satisfaite.

Abaqus /Explicit La résolution des problémes de contact dans Abaqus/explicit
se fait aussi en utilisant la notion de surfaces "maitre" et "esclave", avec toutefois
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une possibilité d’inverser le role de chacune des surfaces. Donc la surface maitre
n’est pas nécessairement une surface réguliére.

Lorsque nous utilisons un maillage avec des éléments coque ou membrane, Aba-
qus/Explicit tient compte de 1'épaisseur courante de ces éléments.
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Résumé

Le but de cette thése est de valider un outil numérique capable de prédire I’endommagement des métaux en cours de mise en
forme. La modélisation micromécanique retenue pour effectuer ce travail prend en compte le changement de forme des cavités
dans le matériau qui se déforme. L’influence de ’échauffement thermique d’origine mécanique est incorporée dans le modéle. Ces
couplages, introduits dans des conditions adiabatiques et non adiabatiques, sont censés mieux rendre compte de 1’évolution de la
microstructure. Notamment, en raison de ’adoucissement thermique qui y est généré.

Ces lois de comportement sont implémentées dans le code ABAQUS en utilisant ’algorithme proposé par Aravas. Dans le cas d’une
modélisation thermomécanique non adiabatique, le schéma explicite séquentiel est utilisé. Celui-ci permet une résolution en deux
temps : calcul de la solution mécanique et de la dissipation plastique correspondante, puis estimation de 1’échauffement thermique
généré par cette dissipation.

Une technique de calculs explicite de cellules développée afin de maintenir une triaxialité constante tout au long du chargement est
exploitée pour valider 'implémentation de la loi de comportement. Deux simulations de traction d’une barre cylindrique lisse et
d’une éprouvette axisymétrique entaillée sont ensuite effectuées. La premiére permet de mettre en évidence le réle du changement
de forme des vides et la deuxiéme 1'influence du couplage thermo-micromécanique. Finalement, le modéle est confronté aux résultats
numériques et expérimentaux obtenus au cours de trois procédés de mise en forme que sont : I’écrasement de lopins, I’emboutissage
d’une toéle et le laminage d’une barre.

Mots clés. Calcul de cellules. Forme des cavités. Mise en forme. Modélisation thermo-micromécanique. Porosité. Schéma expli-

cite. Simulation numeérique.

Abstract

The purpose of this thesis is to validate a numerical tool able to predict damage during metals forming processes. Micromechanical
modeling chosen to carry out this work takes into account the cavities form change during material deformation. Thermal heating
influence due to mechanical dissipation is incorporated in the model. These couplings, introduced under adiabatic and non-adiabatic
conditions, are supposed to better account for the evolution of the microstructure. In particular, because of the thermal softening
generated there.

Implementations of those constitutive laws in Abaqus software are possible using Aravas’s algorithm. In the case of a nonadiabatic
thermomechanical behaviour the sequential explicit scheme is used. This one allows a resolution in two steps : computation of the
mechanical solution and the corresponding plastic dissipation, then estimation of the thermal heating generated by this dissipation.
An explicit technique of elementary cells calculations developed with an aim of maintaining a constant triaxiality throughout loading
is exploited to validate the implementation of the constitutive law. Two simulations of traction of smooth cylindrical and notched
axisymmetric bars are then carried out. The first highlights the role of the voids form change and the second the influence of the
thermo-micromechanics coupling. Finally, the model is confronted with numerical and experimental results obtained during three
working processes, namely : pieces upsetting, sheet stamping and bar rolling.

Keys words. Cells computation. Cavities Shape. Metal forming. Thermo-micromechanical Modeling. Porosity. Explicit schemes.

Numerical simulation.






