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RESUME

Ce travail présente 1'étude numérique de la localisation de déformation
viscoplastique sous forme de striction et de bande de cisaillement adiabatique. Il
est inspiré par une série d’essais de double cisaillement effectuée récemment au
sein du LPMM. Afin de reproduire le comportement de 1’acier martensitique VAR4340
dans les <conditions du chargement dynamique, une loi de comportement
phénoménologique est recherchée. Un point important de 1’analyse est 1’estimation de
la vitesse d’impact critique (CIV). Une attention particuli¢re est apportée sur la
modélisation par éléments finis dans l’environnement du code ABAQUS.

Les objectifs de la th&se sont accomplis. La loi de comportement proposée refllte
correctement le comportement du matériau ainsi qu’elle permet une simulation
numérique efficace des essais dynamiques. Enfin, elle rend possible une estimation
de la vitesse d’impact critique (CIV) en traction et en cisaillement. Cette dernicre
est en accord avec les valeurs expérimentales. Les simulations numériques ont
répondu ¢ plusieurs questions concernant la technique expérimentale du double
cisaillement. Les différents tests confirment 1’efficacité de la méthode. La
modélisation par éléments finis révéle les précautions { prendre lors de
1l’entreprise du probléme dynamique avec adoucissement thermomécanique (sensibilité
du maillage, conditions aux limites).

STRESZCZENIE

Praca podejmuje problem numerycznej symulacji zjawiska lokalizacji plastycznej
w postaci szyjki oraz adiabatycznych 1linii poslizgu. Punktem wyjscia sa wyniki
doswiadczalne wykonane technika podwéjnego Scinania w Laboratorium  Fizyki
i Mechaniki Materialéw (LPMM) w Metz. W celu opisania zachowania sie martenzytycznej
stali VAR4340 w =zakresie obcigzen dynamicznych, proponuje sie fenomenologiczne
réwnanie konstytutywne. Wazna czes$cia pracy jest oszacowanie krytycznej predkosci
uderzenia (CIV). Szczegdlng uwage posSwiecono modelowaniu sprzezonego temperaturowo
problemu dynamicznego za pomoca metody elementdw skonhiczonych w Srodowisku programu
ABAQUS.

Cele pracy =zostalty =zrealizowane. Wprowadzone réwnanie konstytutywne oddaje
rzeczywiste zachowanie sie rozwazanego materialu oraz umozliwia poprawna symulacje
proceséw dynamicznych; pozwala réwniez na oszacowanie krytycznych predkosci
uderzenia (CIV) przy rozciaganiu 1 $cinaniu, ktére pokrywa sie z wynikami
doswiadczalnymi. Symulacje numeryczne odpowiedziaty na  pytania dotyczace
analizowanej techniki doswiadczalnej podwdjnego Scinania, potwierdzajac Jjej
skutecznosé. Modelowanie metoda elementéw skoniczonych wskazalo na trudnosci zwiazane
Z numerycznym rozwiazywaniem problemu dynamicznego z oslabieniem termomechanicznym
(wrazliwos¢  siatki, warunki  brzegowe, prawidlowe matematyczne postawienie
problemu..) .

ABSTRACT

The work contains numerical studies of plastic localisation in the form of necking
and adiabatic shear bands. It has been inspired by the series of experiments of
double shear recently carried out at LPMM. In order to study the behaviour of the
martensitic steel VAR4340 under dynamic loading, a phenomenological constitutive
relation has been proposed. An important point of the analysis is the estimation of
the Critical Impact Velocity (CIV). A special attention is paid to the finite
element modelling in the environment of the code ABAQUS.

The aims of the work have been achieved. The constitutive relation reflects properly
material behaviour as well as it enables efficient numerical simulations of dynamic
processes. It also permits for an estimation of the Critical Impact Velocity in
tension and in shear, which confirms the experimental data. The numerical
simulations have answered some questions concerning the experimental technique of
double shear, confirming its applicability. The finite element modelling has
revealed problems encountered during modelling of dynamics, especially the softening
analysis, such as mesh dependence, correct assumption of boundary conditions or
well-posedness.
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INTRODUCTION

Les matériaux les plus recherchés du point de vue de leurs caractéristiques
mécaniques sont ceux qui combinent a la fois une bonne ductilité avec une
résistance élevée. Une condition garantissant un tel résultat est que la
déformation soit macroscopiquement homogéne pour différentes charges.
Cependant, & un point critique du chargement, le champ des déformations
passe d'un mode pratiquement homogéne a un mode fortement hétérogéne qui
aboutit & une localisation de la déformation. Ce mode de déformation
localisée change globalement le comportement mécanique et parfois lorsqu’il
persiste, méne & une rupture du matériau. Aux grandes vitesses de
déformation, 1'hypothése la plus généralement faite consiste a considérer
cette localisation comme une instabilité liée a un échauffement adiabatique.
Celui-ci se manifeste lorsque 1’adoucissement thermique du matériau est plus
important que les effets combinés de 1l’écrouissage et de la sensibilité a la
vitesse de déformation.

Ce phénoméne de ruine catastrophique peut apparaitre sous forme d'une bande
de cisaillement adiabatique qui est souvent a 1l'origine de la rupture, plus
particuliérement dans les matériaux & tres haute limite élastique. Les
bandes de cisaillement adiabatiques sont observées dans les différents
processus & grande vitesse de déformation tels que 1’usinage rapide,
1’impact par projectile, la fragmentation par explosif ou la mise en forme
par forgeage. Cela explique le grand intérét manifesté par les différentes
branches industrielles telles que la protection militaire ou la construction
automobile. Un manque fréquent de données expérimentales pour le domaine des
grandes vitesses de déformation est & souligner.

Il existe une certaine vitesse d'impact dite critique (Critical Impact
Velocity - CIV) au-deld laquelle la déformation plastique sous forme d’une
bande cisaillée se localise sur la surface d’impact. La concentration des
déformations prés de la surface d'impact, due aux instabilités
thermoplastiques et & la localisation des ondes plastiques, est le principal
phénoméne physique responsable de 1'existence d’une vitesse critique
d’impact en cisaillement. La vitesse d'impact critique en cisaillement a des
conséquences importantes sur le processus de fragmentation.

Durant les derniéres années, des efforts considérables ont été faits pour
comprendre clairement ces problémes et ils se sont focalisés sur la
description macroscopique et sur les mécanismes microstructuraux.
Différentes méthodes ont été utilisées pour 1'étude de «ce genre
d’instabilité. Au cours des derniéres années, la torsion sur barres
d’Hopkinson ainsi que la technique du double cisaillement par impact direct
sont devenus incontestablement les moyens expérimentaux les plus utilisés

15 |



INTRODUCTION |

pour produire le cisaillement adiabatique. D'autre part, le développement
rapide dans le domaine informatique a fourni toute une gamme de méthodes
numériques qui constituent des outils trés importants pour la reproduction
du comportement mécanique des matériaux; la méthode des éléments finis
semble la plus efficace. La puissance actuelle des outils informatiques
autorise des simulations de structures de complexité croissante soumises a
des chargements dynamiques. Il semble alors évident qu’une analyse
expérimentale devrait étre toujours supportée et étendue par une simulation
numérique et vis versa. C'est idéal lorsqu’une approche numérique peut
constituer une base pour une nouvelle expérience (dispositif, éprouvette).
Cet ordre de travail permet d’éviter les mauvaises surprises qui
apparaissent souvent au cours d’essais mal préparés.

BUT ET MOTIVATION

Dans cet étude, on a tenté de mettre en évidence 1'accomplissement des
techniques expérimentales et numériques, sans oublier un rdle primordial des
approches analytiques. Les résultats expérimentaux du double cisaillement
récemment obtenus au LPMM, ainsi que ceux connus dans la littérature ont
servi pour proposer une analyse numérique dans le but d’évaluer d’une part
la technique expérimentale de double cisaillement et d’autre part
d’améliorer la modélisation par éléments finis du probléme. Les simulations
numériques proposées ont eu pour but de fournir des informations
supplémentaires sur la méthode du double cisaillement, informations qui sont
difficiles a recueillir au cours de l'expérience vu le temps trés court de
1"analyse. Beaucoup d'attention a été consacrée & la solution par éléments
finis dans 1’environnement du code ABAQUS (maillage, conditions aux
limites..) mais aussi a 1l’élaboration d'une loi de comportement efficace. La
tache importante de ce travail était de proposer une loi de comportement &
la fois basée sur la physique et facile & utiliser par un ingénieur. La loi
de comportement proposée ici prend en compte l'écrouissage, la sensibilité a
la vitesse de déformation et & la température, de maniére & refléter
correctement le comportement de 1’acier martensitique VAR4340 (~50 HRC) et a
estimer la vitesse d’'impact critique (CIV).

SYNTHESE DU TRAVAIL

Dans le chapitre 1, on présente les problémes de base essentiels pour le
sujet de cette thése. Ainsi, les phénoménes de localisation et d'instabilité
plastique sont discutés avec un intérét spécial pour la localisation sous
forme de bande de cisaillement adiabatique. La nature dynamique des
problémes étudiés demande une présentation générale des ondes dans les
milieux continus. En outre, on caractérise briévement les problémes liés a
la modélisation numérique d’instabilité plastique, notamment 1’adéquation de
la loi de comportement ou la sensibilité du maillage. L'outil numérique - un
logiciel de calcul par éléments finis ABAQUS - est enfin briévement décrit.

Le chapitre 2 contient un apergu des lois de comportement et des critéres de
ruine existants. On propose ensuite une loi de comportement de type
phénoménologique développée pour 1'acier martensitique VAR4340. Les

caractéristiques mécaniques et physiques disponibles dans la littérature
pour cet acier sont présentées.
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Dans le chapitre 3, on décrit le phénoméne de la vitesse d’impact critique
(Critical Impact Velocity - CIV) pour la traction et le cisaillement. Apreés
1'approche analytique, des simulations numériques des géométries simples
(traction et cisaillement) sont discutées. La valeur de la CIV obtenu
numériquement est comparée avec les estimations expérimentales. Les
simulations se poursuivent avec les états de la localisation plus profonde
ou une transformation de phase peut se produire due au refroidissement
rapide de la couche cisaillée.

Dans le chapitre 4, la technique de double cisaillement avec 1l'éprouvette
modifiée (Modified Double Specimen - MDS) est décrite avec les dispositifs
expérimentaux nécessaires pour des essais dynamiques et en quasi-statique.
Dans la suite, on rappelle les résultats des expériences du double
cisaillement récemment effectués au sein du LPMM ainsi que leurs simulations
numériques par ABAQUS. La loi de comportement proposée précédemment est
implantée dans un probléme mécanique plus complexe (modele d'une éprouvette
MDS compléte). L/importance d‘une modélisation propre des problemes
dynamiques (maillage, conditions aux limites.) a eété soulignée. Les
résultats numériques obtenus sont comparés avec ceux de l’expérience. Les
conclusions tirées de cette comparaison permettent une évaluation de la
technique expérimentale.

17



CHAPITRE 1J

Problemes de base

Le travail présenté dans cette thése concerne des probléemes d’instabilité
plastique et de localisation dans les métaux chargés par impact. ILa
localisation apparait sous forme d’une striction ou d’une bande de
cisaillement adiabatique. Ces problémes d’instabilités et leur
compréhension présentent un intérét particulier pour 1'étude du
comportement dynamique. Les études sont basées sur des résultats
expérimentaux ainsi que sur des simulations numériques. Ces derniéres
peuvent rendre de nombreux services dans la compréhension des techniques
expérimentales et du comportement du matériau, mais elles doivent étre
effectuées avec riqueur. D'oll une nécessité d’utiliser les méthodes
numériques capables de décrire ce type de phénoménes.

Cette large diversité des sujets dans des domaines souvent éloignés 1’'un
de 1'autre implique un apergu étendu des problémes de base afin de mieux
comprendre la philosophie de cette thése. Le chapitre 1 présente une
synthése des problémes d’instabilité plastique et de localisation, en
tenant compte de 1'apparition des bandes de cisaillement et de la
striction. Les effets des ondes élastiques et plastiques dans le milieu
continu sont ensuite briévement présentés, finalement on discute
1’ approche numérique de ce type de phénoméne. Une partie des théories de
base est présentée a travers d’autres chapitres.

19



CHAPITRE 1

1.1 Déformations plastiques des métaux

THEORIES PHENOMENOLOGIQUES

La théorie classique de la plasticité est basée sur le concept du critére
d’ écoulement

f(o15)=k (1.1)

ol 0j5 est le tenseur des contraintes et k une constante du matériau, qui est
en général une fonction de l’histoire des déformations. Pour un matériau
isotrope, la fonction f peut étre exprimée en terme des trois invariants du
tenseur des contraintes I;, I, et I3. Expérimentalement il a été démontré que
la composante hydrostatique des contraintes n’affecte pas 1'écoulement

plastique, alors la contrainte peut étre remplacée par le déviateur des
contraintes

1
Sij =Gij_508ij (1.2)

ol G=0kx et 8;4 est le symbole de Kronecker.

Le critére d’'écoulement ainsi se réduit a
£(J,,93)=k (1.3)

ou Jp, J3 sont le second et le troisiéme invariant de S;jj. L‘utilisation du
critére de Huber-Mises permet d’obtenir une simplification sous forme

Jé/z 5. {1.4)

ot k est maintenant identifié comme la contrainte d’écoulement en
cisaillement simple.

Pour un matériau qui présente un écrouissage isotrope, k peut étre exprimée
comme une fonction du travail des déformations plastiques

W= [oy5ded; (1.5)

ol afj est la composante des déformations plastiques. Pour un matériau non

écrouissable ou pour un matériau parfaitement plastique, k est une
constante.

La vitesse des déformations plastiques €. est régie par la loi d’écoulement

3
plastique qui est donnée par

P _ of

eP. =2
= aO'ij

(1.6)
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1.2

CHAPITRE 1 [

ol A est un facteur scalaire de proportionnalité. Cette loi définit
seulement la vitesse de déformation plastique relative, la relation
contrainte-déformation est indépendante du temps.

La vitesse de déformation totale est donnée par 1’addition de la composante
élastique et plastique

- 1. 1-2v. 5 2 of
Eij —E ij +—E'—Gm ij+

(1.7)
O'ij

Ou Op =0y /3, G est le module de cisaillement, E le module de Young et v le
coefficient de Poisson.

Pour généraliser 1'éq. (1.7) pour un matériau présentant une dépendance en
vitesse, le concept d’un matériau visco-plastique peut étre introduit. Ainsi

en élasticité, la condition sera f(cij)<k, par contre, il est postulé

d’avoir f@sij)>k en plasticité pour une vitesse de déformation plastique
finie.

Sokolovsky (1948) et Malvern (1951) ont démontré que la vitesse de
déformation plastique est une fonction d'« overstress », c’est-a-dire, la

différence entre la contrainte appliquée et la contrainte d’ écoulement,
correspondante pour la méme déformation.

Perzyna (1963) a proposé l’approche suivante de la loi de comportement

1- 1

. -2v. of
eij :_Sij +——Ezﬁm8ij +2'Y<(D(F)>

(1.8)

26 i

ou F=f/k-1, y sont les constantes du matériau, ® est une fonction arbitraire

et ou le symbole < > est défini d’une facon suivante
0 pour x<0

<X>= (1.9)
X pour x>0

Les effets de la température peuvent &tre pris en compte en supposant que

les quantités y, k et souvent ® sont fonction de la température.

Présentation des bandes de cisaillement

Dans de nombreux processus industriels, les matériaux sont soumis & des
sollicitations dynamiques. Lors du processus d’impact ou encore dans les
procédés de mise en forme rapide (par exemple emboutissage rapide, usinage a
grande vitesse), de grandes vitesses de déformation sont observées dans les
matériaux et peuvent alors conduire au développement d’une instabilité de
1"écoulement plastique. Ainsi, il peut apparaitre une 1localisation
importante de la déformation plastique dans une zone étroite. Ce phénomene
est couramment observé, sous forme de bandes de cisaillement, dans les
matériaux métalliques et les polyméres. Bien que 1’échelle de temps soit
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différente, il est également possible d’observer de telles bandes en
géologie.

I1 existe deux catégories de bandes de cisaillement :

e Les bandes de cisaillement isothermes. On peut citer, par exemple, les
bandes de striction dont 1l'origine est un adoucissement géométrique, les
bandes de Liiders, les lignes de glissement. Dans tous ces phénomenes, le
réle de 1'adoucissement thermique est négligeable.

¢ Les bandes de cisaillement adiabatiques pour lesquelles 1'adoucissement
thermique est le moteur principal de leur formation. Elles peuvent étre de
deux types:

- Les Dbandes de déformation, dans lesquelles regne une intense
localisation de la déformation. Les propriétés mécaniques du matériau
dans la bande ne sont pas fondamentalement différentes des propriétés
du matériau originel,

- Les bandes de transformation. L’échauffement produit par la déformation
est suffisant pour provoquer une transformation de phase. Les exemples
des bandes de transformations sans et avec une rupture initialisée sont
présentés sur la fig. 1.1.

Fig. 1.1 Rupture par cisaillement adiabatique, d'aprés Motz et al. (1986},
métallographie A. et J. Pokorny, agrandissement 700x

MECANISME DE FORMATION

Le mécanisme de formation des bandes de cisaillement adiabatique a été
décrit par Zener et Hollomon (1944). Au cours de la déformation, une grande
partie du travail plastique (environ 90%) est convertie en chaleur. Si les
vitesses de déformation dans cette région sont suffisamment grandes, la
conduction thermigue n’a pas le temps de transporter 1'énergie calorifique
provenant de la déformation vers 1’extérieur. Ainsi la chaleur produite
induit une élévation locale importante de la température du matériau. Si la
chute de contrainte d’écoulement provoquée par 1’élévation de température
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n’est pas compensée par 1’augmentation de cette méme contrainte d’ écoulement
du fait de l’écrouissage, 1’écoulement plastique devient alors instable. Le
mécanisme est alors autocatalytique. Il faut noter cependant que ce
processus n’est pas adiabatique en général. On s'approche cependant de la
condition d’adiabaticité aux grandes vitesses de déformation, car la
conduction thermique intervient trés faiblement.

Des observations expérimentales, réalisées par Marchand et Duffy (1988) sur
les éprouvettes tubulaires sollicitées en torsion, permettent de décomposer
la phase de déformation plastique en trois étapes, comme le montre fig. 1.2.

@
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Fig. 1.2 Courbes contrainte-déformation 1(I) pour l'acier HY-100, d’'aprés
Marchand et Duffy (1988)

La premiére étape correspond & un état de déformation homogéne, compte tenu
de 1’écrouissage, une augmentation de la contrainte jusqu’a un maximum. Puis
une légére localisation de 1’écoulement plastique se développe et la
contrainte de cisaillement décroit faiblement (stade 2). L’adoucissement
thermique devient ainsi prépondérant devant 1’écrouissage. Le dernier stade
correspond a la chute rapide de la contrainte, synonyme d'un développement
important de 1’instabilité conduisant & une localisation de la déformation
et parfois a la formation d’une bande de cisaillement. Cette localisation
entraine alors la rupture ductile de 1’éprouvette dans le stade ultime de
déformation. Le développement de 1’instabilité est donc le résultat d’une
compétition entre 1’adoucissement thermique et 1’écrouissage. Dans le
stade 1, correspondant & la phase ascendante de la courbe, 1" écrouissage
l’emporte sur 1’'adoucissement thermique. La déformation reste ainsi
homogéne. Au contraire, dans les stades 2 et 3, 1'adoucissement thermique
devient prépondérant et provogue 1’instabilité et la localisation de la
déformation.

Pour le cas de l'acier VAR4340 faisant 1’objet de ces études, les résultats
expérimentaux intéressants ont été publiés par Beatty et al. (1992)
concernant l’influence du traitement thermique sur 1la microstructure.
L’analyse par microscope électronique a balayage (SEM) a montré les bandes

de type « transformées » d’une épaisseur de 1’ordre ~10 pm.
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Les effets du traitement thermique (trempe) ont été aussi étudiés par Chi et
al. (1989) pour un méme acier. Les observations de la microstructure ont
montré que la vitesse d'impact influence peu la forme de la surface de
rupture, par contre, des surfaces de rupture différentes ont été observées
pour différentes températures de trempe.

On peut rassembler, d'aprés Bai et Dodd (1992), les paramétres principaux
décrivant et dominant la formation des bandes de cisaillement.

PARAMETRES DECRIVANT LES BANDES DE CISAILLEMENT

e Condition critique du début de la formation de la bande,
¢ Conditions de localisation,
e Largeur de la bande de cisaillement,

¢ [Espacement entre les bandes.

PARAMETRES DOMINANT LA FORMATION DES BANDES DE CISAILLEMENT

¢ Adoucissement thermique,

e FEcrouissage,

¢ Sensibilité a la vitesse de déformation,
¢ Conduction thermique,

o Capacité calorifique,

¢ Imperfections,

o Géométrie de la structure,

e Conditions aux limites de chargement.

De nombreuses études analytiques et numériques ont permis une bonne
compréhension du phénoméne d’instabilité et de localisation de la
déformation plastique. Elles ont établi les conditions nécessaires pour la
localisation et ensuite le déclenchement de 1’instabilité. Elles ont
également permis de quantifier 1’effet de divers paramétres (physiques,
géométriques..) sur l’initiation du processus. Ci-aprés sont rassemblées les
formules essentielles pour le cas le plus général celui de la traction et
ensuite pour le cisaillement.

Etudes théoriques d’instabilité plastique et de localisation

On entend par localisation une déformation qui prend, dans une zone trés
étroite, une valeur bien plus grande qu’ailleurs. Il y a instabilité lorsque
ce processus de localisation des déformations plastiques devient incontrélé
ce qui peut conduire a la rupture du matériau.

1.3.1 INSTABILITE PLASTIQUE EN TRACTION

CRITERE D’ INSTABILITE DE CONSIDERE

Pour un essai de traction uniaxiale avec une loi de comportement du type
o=o(g), on suppose que la déformation devient instable dés que la force
F=Ac est maximale, ol A est l’aire de section de la barre.
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Le critére d'instabilité proposé par Considére (1885) s’écrit

= | (1.10)
c

oo -
avec E¢ =E ou sous forme normalisée

B =1 (1.11)

Le critére de Considére se place dans le cadre de conditions expérimentales
isothermes ol la température joue un rdle peu important.

Les essais de traction de Basinski (1957) effectués a basses températures
montrent le rdle joué par 1'échauffement du matériau au cours de 1la
déformation. Il conclue que 1'instabilité plastique commence dés gque
1’adoucissement thermique devient plus important que 1’écrouissage du
matériau.

En tenant compte de 1’adoucissement thermique, la condition de Considére
(1.11) devient

— v

Et=1——£1 (1.12)
pCy

ou v, B, p et C, sont respectivement la sensibilité a la température

(v=0t/0T), le coefficient de Taylor-Quinney, la densité du matériau et la
capacité calorifique.

CRITERE D’ INSTABILITE DE HART

Le critére de Hart (1967) s’applique aux matériaux présentant une
sensibilité & la vitesse de déformation. Il suppose alors que la loi de
comportement est de la forme o©=0(G,E), ol G est une variable interne. Ce
critére peut é&tre donné sous forme

—1+E¢ +mog =0 (1.13)

ou m est 1’expression de la sensibilité logarithmique a la vitesse

m=0logc/0¢ et E. est le taux d’écrouissage normalisé

— 1( oo
E¢ =;(5;jé,w (1.14)

Il est clair que dans le cas d'une traction isotherme & vitesse constante
@=:C5te), le paramétre ag est nul. On retrouve alors le critére de Considére

(Be=1).

Jonas et al. (1978) étudient le modéle de traction de Hart (1967) dans le
cas d'une expérience de traction ou de compression et s’intéressent de plus
a l'influence d'une imperfection géométrique ou d’un défaut mécanique
initial. Ils indiquent les critéres décrivant le point d’instabilité et
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donnent diverses expressions du paramétre o.=0ln¢/de, quantifiant la

tendance & une localisation catastrophique.

L’extension de ces considérations sur le cas plus général de la loi de
comportement du type ozc(s,é,T) est discuté par Klepaczko (1968a).
L'instabilité résulte d’une compétition des effets de 1’écrouissage, de la
sensibilité a la vitesse de déformation et de 1’adoucissement thermique.
Les critéres d’instabilité poﬁr ce type de loi de comportement sont décrits
ci-aprés pour le cas correspondant au cisaillement.

INSTABILITE PLASTIQUE EN CISAILLEMENT

CRITERE D’ INSTABILITE DE FORCE MAXIMALE

Pour une loi de comportement du type t=t(F,f,T), 1’incrément des contraintes
de cisaillement est donnée par l'expression

dt=ﬁ‘ dr+ﬁ.l df'+g{ 4T (1.15)
lpe  Mlrr  OTpp

ou le premier terme représente 1l’écrouissage, le deuxiéme terme est du a la
sensibilité & la vitesse de déformation, enfin le troisiéme terme présente
une contribution de la température. Les expériences de cisaillement montrent
que 1’instabilité est atteinte au maximum de la courbe force-déplacement. La
condition générale d’instabilité peut étre alors formulée comme dt=0. Ainsi,
les critéres d’instabilité sont obtenus en introduisant dans 1’éq. (1.15)
une loi de comportement arbitraire. Une discussion de cette condition
d’instabilité pour différentes lois de comportement est donnée par Dormeval
(1987). Ici, & titre d’'exemple, on présente le critére d’instabilité proposé
par Jonas et al. (1978) qui s’eécrit

! dinl’
dar

ar=z0 avec ar (1.16)

Le paramétre or représente le taux de localisation de la vitesse de
déformation en fonction de la déformation dés que 1’instabilité apparait, il

quantifie la susceptibilité du matériau & subir une localisation de la
déformation.

Le point d'instabilité change d'un auteur a 1’autre suivant le type de
chargement et 1l’influence des paramétres thermomécaniques interagissant lors
de la déformation. Par conséquent, il serait intéressant d’établir, pour un
type de chargement donné une équation permettant de résumer les différents
cas possibles de la condition critique d'instabilité de force maximale. On
peut écrire les taux d'écrouissage normalisés respectifs

= v
Erg =1-MgOlg — of en compression
— pCV
y IBI (1.17)
Eer =—M 0 —— en cisaillement
— pCV
I [ )
I1
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ol les parametres o et or représentent les taux de localisation donnés par
(1.16) et m est la sensibilité logarithmique a la vitesse

dlnoc dlnt
= -y m‘t =] =
Jlng olnl

Mg (1.18)
Les termes < I > et < II > caractérisent respectivement la vitesse de
déformation et la température tels que

= 0 & vitesse constante
< I > - |
# 0 & vitesse non constante

et

~

IT = 0 3 température constante
< >
0 & température non constante

Recht (1964) montre le rdle important joué par 1'échauffement du matériau
qui conduit a la déstabilisation de la déformation plastique par
adoucissement thermique. Ce phénoméne a été pris en compte par Dadras et
Thomas (1981) dans leur analyse du cisaillement adiabatique. Ils
s'intéressent a 1’évolution des gradients de déformation. Tenant compte

aussi du parametre v de sensibilité a la température, ils introduisent en
plus un défaut géométrique qui entraine les variations respectives de 1la

contrainte de cisaillement dr, de la déformation de cisaillement dI' et de la
température dT de sorte que le point critique de force maximale soit donné
par la relation dt=0.

Molinari et Clifton (1987) ont montré que le critére de force maximale donne
une condition d’'instabilité, mais pas une condition de localisation. De
nombreux auteurs ont tenté alors de déterminer de fagon analytique les
conditions critiques de 1'apparition des bandes de cisaillement, leurs
approches sont le plus souvent basées sur 1’instabilité thermique liée & un
échauffement adiabatique: dés que 1le taux d’'adoucissement di &
17 échauffement adiabatique du matériau compense puis dépasse le taux de
durcissement di a 1'écrouissage, la contrainte que peut supporter le
matériau passe par un maximum et la déformation devient instable, la
localisation qui suit peut étre faible voir inexistante si la sensibilité a
la vitesse est trés grande.

ANALYSE DES PERTURBATIONS

Plusieurs approches analytiques ont tenté de déterminer les conditions
critiques de la localisation en cisaillement. Clifton (1978), Fressengeas et
Molinari (1985) et Bai (1990) ont proposé une nouvelle méthode d'analyse
basée sur la théorie linéarisée de la stabilité. Elle consiste a étudier
1"évolution du gradient de déformation, de température ou de contrainte et
d’examiner les conditions pour lesquelles le processus de déformation
devient catastrophique.

Le principe de la méthode se fait en deux étapes:

* Dans la premiére étape, on cherche la solution ([, To,T,) du probléme

homogene avec des conditions initiales et de frontiéres homogénes.
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¢ La solution homogéne obtenue est ensuite perturbée par des incréments
(AI', AT, At) que 1’'on s’impose.

I1 s’agit d’examiner les conditions pour lesquelles cette perturbation ne

s’amortit pas, mais au contraire, croit indéfiniment. Ainsi on peut donner

par une étude approfondie les conditions critiques pour lesquelles on a une
localisation.

Bai (1990) a proposé un critere combinant 1’adoucissement thermique,
1’écrouissage, la capacité calorifique et la conductivité thermique. Il
montre de plus qu’il existe deux modes différents d’instabilité:

e I’instabilité liée & un écrouissage négatif. Dans un essai de traction
isotherme, le taux d’ écrouissage d’abord positif peut devenir négatif.

¢ L'instabilité thermique liée a4 un échauffement adiabatique, par exemple
Zener et Hollomon (1944).

En général, ces deux modes d’instabilité peuvent se combiner.

Le critére d’instabilité de Bai (1990) s'écrit
B>1+44C (1.19)

ol B et C sont des constantes telles que

__Brove oo BVl
pCyEc0 PC3Eeo

B {1.20)

ou B, p, A et Cy sont respectivement le coefficient de Taylor-Quinney, la

densité du matériau, la conductivité thermique et la capacité calorifique et
Eeo=(01/0T),, mno=(ov/ar), et vo=—(or/01), (1.21)

les termes E¢, %o et Vv, sont respectivement le taux d’'écrouissage, la
sensibilité & la vitesse et 1'adoucissement thermique.

Dans la plupart des cas, il est vrai que C<<1l; le critére d'instabilité
devient alors

TaoV
Brovo S

1 (1.22)
pPCvEL

La méthode de perturbation peut fournir les mémes résultats que ceux déduits
de 1'utilisation du critére de force maximale.

La théorie de perturbation permet de dire si un défaut croit (instabilité)
ou décroit (stabilité), mais elle ne peut prédire d’une maniére générale la
localisation car vu la nature instationnaire de la solution homogéne de la
température T, celle-ci peut croitre plus vite que le défaut AT de sorte que
le rapport AT/T puisse décroitre. Il est donc logique de s’intéresser au
taux de croissance relatif du défaut 8T=AT/T (fig. 1.3).
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Fig. 1.3 Exemples qualitatifs de taux de croissance relatif du défaut: (a)
instabilité, (b) localisation

METHODE DES PERTURBATIONS RELATIVES

Semiatin et al. (1984) ont introduit un autre concept de localisation. Ils

définissent les inhomogénéités par Al et A" ou A désigne 1'écart entre
les variables de la partie uniforme et celles de la partie présentant un

défaut. En supposant aussi que le rapport d'inhomogénéité y est constant
avec le temps

y=Tar (1.23)

et que la condition critique de localisation est %=1, on peut définir les
condition d’apparition de la déformation critique. Pour une 1loi de
comportement du type t=BT-V[RI'™m, on peut écrire

1_LZ[:JCV(I'Hﬂrn)T

1.24
— (1.24)

avec 1’hypothése d’adiabaticité pC,T=prl .

Molinari et Clifton (1983) proposent une autre approche de localisation.

Pour le type de loi de comportement r=BT‘Vanm, ils obtient

m+n—-v<0 (1.25)

Cette inégalité fournit une bonne illustration de la compétition entre les
effets stabilisant de 1'écrouissage (n>0) et de la sensibilité & la vitesse

(m>0) et les effets déstabilisant de 1'adoucissement thermique (v<0).
La condition de localisation (1.22) a été également obtenue par Fressengeas

et Molinari (1985), mais en utilisant un critére basé sur l'analyse linéaire
des perturbations relatives. Cette méthode consiste & examiner le

comportement des variables relatives wy=I/I}, o©=I/I}, et ¢=T/T, ou
1’indice h désigne la solution instable mais uniforme, Ty =Ty(t). On a une

localisation lorsque ces perturbations relatives augmentent rapidement,
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c'est-a-dire lorsque le défaut croit beaucoup plus vite que la partie
homogéne.

Parmi les études numériques sur la localisation plastique, on peut citer
celles de Litonski (1977) qui a analysé 1’évolution de la déformation
plastique dans un tube a paroi mince avec défaut initial soumis a une
torsion. Une rainure sur la circonférence du tube jouait le rdle de défaut
géométrique. Le matériau était thermo-viscoplastique et le couplage thermo-
mécanique, en négligeant la conduction, a été réalisé. Il a de plus supposé
qu’aussi bien & 1'intérieur qu’a 1l’extérieur du défaut, toutes les quantités
étaient uniformes. Il a été démontré que la déformation commence a devenir
inhomogéne dés que le maximum de la courbe contrainte-déformation est
atteint. La localisation de la déformation, dans le défaut géométrique, se
produit ultérieurement. Merzer (1982) a présenté des simulations numériques
sur la géométrie utilisée par Litonski. Une bande de cisaillement se
développe au cours de la déformation au sein du défaut géométrique présent
initialement. On peut observer le rdle stabilisant de 1la conduction
thermique, qui tend a élargir la bande de cisaillement et ainsi & rendre la
localisation moins séveére. Du fait de la conduction, la bande avait une
largeur plus importante que le défaut, site initiateur de la localisation.
Merzer a montré également que la largeur du défaut géométrique ne modifie en
rien la largeur de la zone localisée. Autrement dit, selon Merzer, la
largeur de la bande de cisaillement est contrdélée par la conduction
thermique.

Wright et Batra (1985) ont utilisé la méthode des éléments finis pour
analyser 1’influence de la taille de la perturbation sur le développement de
la localisation. Ainsi une perturbation plus importante en température,
appliquée au centre de 1’'éprouvette, a conduit a une localisation plus
rapide de la déformation. Batra (1987) a repris ce travail afin d’examiner,
sur un matériau thermo-viscoplastique avec écrouissage, 1l'effet de 1la
sensibilité a la vitesse de déformation, du coefficient d’écrouissage et de
1’adoucissement thermique. Il en a conclu, entre autres, qu’une augmentation
de la sensibilité & la vitesse de déformation ou du coefficient
d’ écrouissage retarde la localisation de la déformation. A 1’inverse, un
adoucissement thermique plus important rend plus précoce la localisation.

Shawki et Clifton (1989) ont proposé un modéle unidimensionnel pour 1’étude
du cisaillement simple dans les matériaux viscoplastiques. L'introduction
d’'un champ inhomogéne de température dans une bande d'épaisseur constante
soumise & un cisaillement simple ou la présence d'une rainure dans un tube a
paroi mince sollicité en torsion, déclenche une instabilité qui aboutit a
1"apparition de bandes de cisaillement. Cette étude a confirmé les résultats
d’autres travaux sur l'effet stabilisant de la sensibilité a la vitesse de
déformation et du coefficient d’écrouissage. Au contraire, 1’adoucissement
thermique déstabilise 1’écoulement plastique.

I1 est conclu que les critéres cités ci-dessus prévoient relativement bien
la sensibilité du matériau aux phénomenes d'instabilité (striction,
cisaillement adiabatique). Ceci est confirmé par plusieurs comparaisons avec
les résultats expérimentaux, par exemple Stelly et al. (1981). 1Ils
permettent ainsi de classifier des matériaux en fonction de leur sensibilité
aux instabilités, ce qui est trés intéressant pour un ingénieur.
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Propagation des ondes dans les solides

La propagation des ondes de contraintes dans les solides a fait 1'objet
d'importantes études durant ces derniéres décades. Ceci est dii au rdle
qu’elle joue au niveau des structures ou des matériaux soumis aux
sollicitations dynamiques. En effet, les effets de la propagation des ondes
sont prédominants dans les phénoménes tels que décharges explosives, les
tremblements de terre ou bien dans les problémes d’impact ou de choc.

Un apercu de la théorie de propagation des ondes dans les solides est donné
ci-dessous, en se limitant aux problemes qui se rapprochent particuliérement
du dispositif d’essai et des méthodes expérimentales utilisés pour cette
thése.

Les ondes élastiques sont les mieux connues; de nombreux auteurs ont
consacré de longs chapitres & ce sujet, notamment Kolsky (1963) et Johnson
(1972) . Les ondes plastiques dont la théorie est encore loin d’étre compléte
font 1’objet d’un résumé succinct dans ce chapitre. Les travaux de Clifton
(1974) et de Nowacki (1974) ont inspiré cette partie des études.

METHODE DES CARACTERISTIQUES

Les équations du mouvement dans de la méthode des caractéristiques sont
données sous la forme suivante

Ou; O
ai; o +b

35 T

i =0 (1.26)

ou les coefficients ajj, bij et ¢; sont fonctions des variables indépendantes
(x,t) et des « n » variables dépendantes uj. L'index j implique une
sommation sur les valeurs j=1,2,..,n. Il a été trouvé que il y a des courbes
C dans le plan (x,t) qui peuvent étre discontinues en dérivant u; au premier
ordre. Ces courbes sont données par

dx=2A,dt (1.27)
ol les valeurs de A, sont les racines de
[a15—Abs5|=0 (1.28)

Supposant qu’il existe « n » racines distinctes de (1.28), il y a « n»
familles de courbes caractéristique C, le long desquelles les incréments du;
sont reliés aux équations du type

Aidui +Bdx=0
(1.29)

Aidui +ABdAt=0
ou A; et B; sont des fonctions connues de x, t et u;.

Les équations (1.27) et (1.29) peuvent étre utilisées dans la forme des
différences finies pour construire un ensemble de caractéristiques dans le
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plan (x,t), le long desquelles une intégration peut étre effectuée. Si les

quantités A, dépend seulement de x et de t, 1'ég. (1.27) peut étre intégrée
pour donner les caractéristiques qui sont indépendantes de la solution u; et

ainsi le faisceau doit étre déterminé simultanément avec la solution elle
méme.

1.4.2 MATERIAU INSENSIBLE A LA VITESSE DE DEFORMATION

ONDES LONGITUDINALES DANS UNE BARRE

Soit ¢ la contrainte axiale nominale ou d’ingénieur, V la vitesse d'une

particule et p la densité initiale d’une barre uniforme dont 1’axe coincide
avec 1l’'axe x, fig. 1.4. Les équations du mouvement sont

ORI (1.30)

e = (1.31)
ol ¢ la déformation d’ingénieur.

Onde de compression

Origine fixée

'
|a—"dans 1'espace |
—_— U,V

8x

ﬁo‘S,,—-—-—/// 9, .8x).s,

le——— (0, + ”
/422 3]

Fig. 1.4 Propagation d'une onde de compression longitudinale le long d'une barre
isotrope et uniforme

Si les composantes des contraintes autres que o sont négligés et que le
matériau est indépendant de la vitesse, 1’équation de comportement f@sij)=k

se réduit a
o =®(c) (1.32)

et finalement on obtient

oo oe
____¢)| _=o 1.
e Upn -
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Les éq. (1.30), (1.31) et (1.33) constituent un systéme du type (1.26), les

trois variables indépendante sont u;=0, up=¢, u3=V. Les racines de 1'éq.
(1.28) sont

A=0, *C {1.34)
oll
c?=0'(e)/p (1.35)

La premiére solution de (1.34) donne le chemin de la particule & x=Cste, le
long duquel 1'éq. (1.32) est valable; deux autres racines correspondent a la
propagation des ondes & la vitesse C qui est fonction du module tangent

®'(e) . Le long de ces caractéristiques, 1'éq. (1.29) donne

dv=+Cde (1.36)
et ainsi
V=iICde (1.37)

A partir de 1'éq. (1.35) et (1.36), on a

€ v
c=pIC2d8=pICdV (1.38)
0 0

et alors la relation contrainte-déformation peut étre déterminé
expérimentalement si la vitesse des ondes est mesurée comme une fonction des
déformations ou des vitesses particulaires dans la direction des ondes.
Cette méthode a été utilisée entre autres par Malvern (1951).

ONDES DE CISAILLEMENT RADIALES DANS UN CYLINDRE OU UN DISQUE

En supposant un mouvement plan avec une symétrie cylindrique, 1’équation de
mouvement est donnée sous forme

ou V est la vitesse massique et r est le rayon.

L'équation de continuité est

L'introduction de loi de comportement insensible & la vitesse de déformation
du type t=®(y) permet d’obtenir

ot oy
——Q'(y)—=0 1.41
ped U rw (=20
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La comparaison entre les éq. (1.39-1.41) et (1.26) montre que les valeurs Cj
ne sont pas toutes nulles. Les caractéristiques sont données par 1'éq.

(1.34), ou c? =(D(y)/p. Le long des courbes A=%C, on obtient alors
dt+2tdr/r=+p(dv-vdr/r) (1.42)
Les équations (1.42) ne peuvent pas é&tre intégrées sauf que avec la

procédure numérique. Une telle analyse a été proposée par Rakhmatulin
(1945) .

1.4.4 MATERIAU SENSIBLE A LA VITESSE DE DEFORMATION

ONDES LONGITUDINALES DANS UNE BARRE
Les équations (1.30) et (1.31) sont toujours valables, mais 1’éq. (1.32) est

remplacée par une loi de comportement du type &P =h(0,ep) . On peut réécrire

———EE+9(0',8)=0 (1.43)

L'analyse du systéme des équations (1.30), (1.31) et (1.43) a été donnée par
Malvern (1951). Les solutions sont encore- donnée par les racines (1.34), ou
la vitesse de propagation d’onde est égale a

1/2
C=i(E) (1.44)
)

Le long des caractéristiques A=*C, a partir de 1'éq. (1.29), obtient

do =+pCdV—-gdt (1.45)

Pour une fonction donnée du type g(o,e), 1l'éq. (1.45) peut étre intégrée

1/2
numériquement le long d’une courbe caractéristique fixe dx=-_l-(—) dt Les
p
exemples de ce type de calculs sont présentées par Cristescu (1963) pour le
cas ou
g(o.e) o« o-Be) (1.46)

®(c) est fonction des contrainte-déformation statique.

Concernant les relations contrainte-déformation dynamiques, elles ont été

calculées pour différentes sections d’une barre sujette & une vitesse a un
de ces extrémités.
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1.5 Aspects numériques sélectionnés de la localisation des
déformations

Beaucoup de travaux théoriques et numériques ont été publiés dans le domaine
de la localisation plastique, prenant en compte les effets dynamiques. Ici,
seulement un court apercu des articles est présenté dans le but de montrer
les problémes principaux rencontrés lors de la modélisation numérique de
tels processus.

Une analyse numérique de la localisation plastique nécessite de remplir
plusieurs conditions concernant la formulation du probléme aux conditions
initiales (Initial Boundary Value Problem - IBVP). La largeur et la
direction de 1la zone de localisation ne dépendent pas seulement des
paramétres du matériau, mais également de la forme de 1l'éprouvette et des
conditions aux limites. Deux aspects importants doivent é&tre soulignés:

e La largeur de la zone de localisation, bien que trés étroite, a toujours
des dimensions finies,

¢ Les largeurs et les directions des zones des déformations concentrées
dépendent du type de chargement et de la vitesse de chargement. Les
formes de la localisation sont en principe complétement différentes pour
les chargements quasi-statiques et dynamiques.

Plusieurs niveaux de traitement du processus de localisation doivent &tre
considérés afin de garantir une définition correcte du probléme, Lodygowski
(1996) . Cette approche est expliquée ci-dessous:

Niveaux des résultats expérimentaux

Niveaux de la description mathématique de 1’expérience

mécanique statistique

description du niveau microscopique
niveaux de la description de la mécanique du milieu continu

- mécanique de rupture
- mécanique des matériaux fragiles
- niveaux de la régularisation
(ex. sensibilité & la vitesse de déformation)

Niveaux de 1’approximation numérique

- méthode des différences finies
- méthode des éléments finis
- méthode des éléments de frontiére

Niveaux de la comparaison (expérience et numérigque)

Lorsqu’on élabore un modéle mathématique du processus de localisation,
1’ attention devrait portée sur les aspects suivants:

e Les preuves expérimentales de 1’existence de 1la localisation de
déformation plastique,
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e La base mathématique qui décrit les propriétés de 1la solution de
1’ensemble des équations différentielles,

¢ Les hypothéses mécaniques qui conduisent & 1’élaboration de la loi de
comportement,

¢ Les aspects numériques qui décrivent la sensibilité des résultats a la
discrétisation spatiale.

L'idée de la réqularisation des équations différentielles appliquées aux
problémes mécaniques a été présentée par Duvaut et Lions (1976). Un autre
travail intéressant dans le domaine de la stabilité et de la bifurcation est
celui de Lyapunov (1992).

Afin d’introduire une bonne approximation numérique, 1l faut é&tre précis
dans la description mathématique originale qui constitue la base pour une
analyse numérique. Ainsi, le probleme de 1’'adéquation mathématique est
fondamental pour discuter 1’ unicité des résultats numériques. L'adéquation
mathématique a été étudiée par exemple par Perzyna (1992), de Borst (1992)
et Lodygowski et al. (1994).

Une question essentielle du point de vue de la détermination de la loi de
comportement est: la formation des zones de localisation peut-elle étre
précédée par n’importe quelle nonunicité. La réponse a cette question a été
étudiée par Hill (1962), Hill et Hutchinson (1975) et Rice (1976). Les
critéres liés a 1l'unicité de la solution sont rassemblés dans Bigoni et
Huckel (1991).

Le critére suffisant pour l’unicité de la solution de IBVP est donné sous
forme

jQAcAédQ > 0 (1.47)

ou AG et A€ sont respectivement la vitesse de contrainte et la vitesse de
déformation and Q représente le volume du milieu. Si 1l'on se limite a des

solides élasto-plastiques, ou les AG, A€ sont reliés par un tenseur du
quatrieme ordre « D »,

G=D¢ (1.48)

on peut arriver a l'expression du travail du second ordre
1..
W2=§0‘8>0 {1.49)

Cette expression constitue un critére restrictif local qui garantit
1’accomplissement du critére global de stabilité. En wutilisant ces
équations, on arrive a une condition équivalente & 1’ unicité: le tenseur
« D » doit étre défini positif. Cette condition n'est pas tellement plus
restrictive que celle de la positivité du travail du second ordre, mais
suffisante pour exclure la localisation lorsque la vitesse de déformation
définie par un produit tensoriel est introduite. Cela signifie une condition
de la  positivité d'un  tenseur @ dit acoustique A=n®DADRn .
Mathématiquement, c’est une condition d’ellipticité du systéme des équations
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différentielles qui gouverne 1’équilibre local. La localisation des
déformations est atteinte dés que le systéme d’équations perd son
ellipticité et devient parabolique

det(nDn)=0 (1.50)

« n » est le vecteur normal au plan de la bande.

Pour le cas unidimmensionel avec une bande qui se produit
perpendiculairement a la direction de la force, ce dernier critére s’écrit

detK=0 (1.51)

ou « K » est la matrice de rigidité du systéme. Cette équation peut servir
comme critére de détection de la bifurcation et les vecteurs propres de
« K » permettent de choisir un mode de postbifurcation pour les matériaux
qui présentent un adoucissement, Lodygowski (1989). L'adoucissement se
manifeste par 1’introduction au niveau local dans la loi de comportement des
opérateurs non-positivement définies. Ceci conduit & la perte de la
positivité du tenseur acoustique. Il est important de noter que lorsque le
IBVP peut avoir les solutions non-uniques, des critéres additionnels doivent
exister pour choisir un chemin postbifurcatif. L’algorithme numérique
devrait capter les modes anticipés de la déformation; il devrait étre
également stable et converger rapidement. Il faut souligner que les
difficultés qui sont observées (choix du chemin postbifurcatif, convergence,
sensibilité du maillage) sont & 1l’origine de la formulation théorique.

Afin d'éviter la dépendance du maillage (mesh dependence) observée au niveau
des calculs, les éléments finis avec les zones de localisation potentielles
ont été développés, Pietruszczak et Mroz (1981), Belytschko et al. (1988).

L'application des modéles insensibles a la vitesse de déformation n’assure
pas 1'adéquation dans les états post-critiques. Les articles classiques de
Hill (1962), Mandel (1966) et Rice (1976) ont montré que la perte de la
stabilité du matériau, et 1la localisation qui s'en suit, n’apparait que
lorsqu’une valeur propre du tenseur acoustique devient nulle.

En utilisant les modéles insensibles & la vitesse de déformation pour les
problémes statiques, lorsque le systéme d'équations passe de la forme
elliptique a hyperbolique (si une des valeurs propres A=0 — parabolique), on
ne peut pas reproduire le phénoméne physique observé dans les espaces réels.

Les modeles des matériaux standards sensibles 3 la vitesse de déformation ou
1"instabilité dans le sens de Drucker s’écrit sous la forme suivante

€T6<0 (1.52)

Elle perd 1l'ellipticité de 1l'opérateur du matériau et alors le IBVP perd son
adequation. De plus, les résultats numériques obtenus pour ces matériaux
montrent ce qu'on appelle la dépendance pathologique du maillage
(Pathological Mesh Dependency). Pour cette raison, il faut étre prudent
concernant le dépouillement des résultats numériques avant que les problémes
fondamentaux de la modélisation mathématique soient clarifiés.
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Le matériau classique insensible a la vitesse de déformation présente le
début de la localisation via la bifurcation au niveau de la loi de
comportement, Rudnicki et Rice (1975). Cette bifurcation coincide avec la
perte de 1l’ellipticité (en statique) ou hyperbolicité (en dynamique) du
systéme des équations, ce qui se manifeste par une singularité du tenseur
acoustique A.

Afin de régulariser le systéme des équations décrivant le processus dans les
états post-critiques, il faut introduire un parametre d’échelle qui spécifie
la largeur de la localisation. Une étude étendue sur ce sujet est présentée
par Sluys (1992). Ce paramétre peut étre introduit de différentes facons: en
utilisant les théories non-locales, par l’addition des termes de déformation
du deuxieme ordre, Belytschko et Lasry (1989), par l’'introduction du modéle
gradient, de Borst (1991, 1992) et Pamin (1994), par 1l’introduction des
effets micropolaires, de Borst (1992) ou par l’utilisation de la formulation
avec la sensibilité a la vitesse de déformation. C’est cette derniére
technique qui est utilisée dans cette thése, alors on portera plus
d’attention a cette approche.

On la retrouve notamment chez Needleman (1987) qui discute le rdle de la
sensibilité a la vitesse du matériau pour le cas d’un probléme simple du
cisaillement unidimensionnel (voir fig. 1.5)

O
— |
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Yy

P A S A S IS S A

Fig. 1.5 Schématisation du cisaillement simple, d’aprés Needleman (1987)

Lorsque le matériau sensible a 1la vitesse est envisagé, les effets
pathologiques sur le maillage n’apparaissent pas. Pour le chargement quasi-
statique, les équations restent elliptiques et ainsi la solution est unique.
Pour le cas dynamique, la vitesse d’onde reste réelle.

En fait, la sensibilité a la vitesse introduit un paramétre d’échelle qui
montre qu’il n’est pas nécessaire d'introduire une longueur caractéristique
dans la loi de comportement pour que celle-ci apparaisse dans le IBVP. Dans
les problémes quasi-statiques, le parametre d’échelle caractérise
1" imperfection ou 1’inhomogénéité; dans les problémes dynamiques, c’est une
longueur caractéristique des ondes élastiques. Quand une bande est produite
sur un élément, les solutions exactes sont obtenues méme avec les incréments
de temps relativement larges, la taille finie du maillage filtre les modes
d’instabilité numérique. L’instabilité numérique refléte une tendance des
bandes de cisaillement d’étre aussi étroites que possible.

Les problémes plus complexes sont associés avec la localisation en
dynamique. La largeur de la =zone des gradients élevés dépend de la
sensibilité a la vitesse du matériau et elle est plus étroite pour les
matériaux moins sensibles a la vitesse. La résolution efficace du probleme
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des bandes de cisaillement trés étroites peut &tre obtenue avec une méthode
adaptative du maillage. Il est évident que le matériau ne peut pas étre
décrit par une loi de comportement simple du type phénoménologique.

La méthode de régularisation basée sur la sensibilité a la vitesse de
déformation a été discutée par d’autres chercheurs. Ainsi, Loret et Prevost
(1990) ont introduit une viscoplasticité dans leur loi de comportement. Il a
été démontré que cette technique introduit naturellement un paramétre
d’échelle dans le IBVP. La viscosité peut &étre considérée soit comme un
parametre de régularisation (point de vue numérique) soit comme un paramétre
micromécanique & déterminer & partir des bandes de cisaillement observées
(point de vue physique). Sluys et de Borst (1992), en utilisant la méme
méthode de régularisation, ont montré une solution unique dans les essais du
cisaillement unidimensionnel et les tests biaxiaux, mais indépendante de la
taille et de l’orientation des éléments finis. Lodygowski (1995, 1996) a
étudié cette méthode de régularisation pour les deux types des matériaux.
Les exemples numériques ont montré une réduction de la dépendance du
maillage (Primary Mesh Dependance) en fonction d’une formulation
mathématique correcte.

I1 peut étre conclu que cette méthode de réqularisation semble naturelle,
car elle permet de retrouver le comportement physique des matériaux. Un
autre avantage est qu’elle ne pose pas de problémes avec les conditions aux
limites.

La dépendance du maillage dans le matériau avec 1’adoucissement est
également possible par 1’introduction de la largeur de la zone cisaillée
(length-scale parameter) explicitement dans la formulation au niveau
d’approximation (éléments finis), par exemple Pietruszczak et Mroz (1981),
Ortiz et al. (1987) et Lodygowski (1993). Cependant, a la vue des résultats
expérimentaux qui confirment que la largeur de la zone de localisation
dépend des conditions initiales et aux limites, il semble difficile de
définir cette largeur d’une facon explicite. De plus, cette approche, méme
si elle est numériquement efficace, n’est pas justifiée physiquement.

Pour terminer, quelques indications pratiques sont présentées pour une
solution numérique du IBVP avec la localisation sous forme d’une bande de
cisaillement. La démonstration des problémes uni- et bidimensionnels a &té
effectuée par Batra (1998). Les résultats les plus intéressants sont ceux de
la formulation bidimensionnelle, car ils sont plus proches de 1la
modélisation utilisée dans cette thése. Dans une bande de cisaillement, les
€léments finis deviennent distordus et un angle interne n’est plus
acceptable. Ainsi, la région déformée doit é&tre fréquemment remaillée. Le
moyen souvent utilisé dans ce cas est 1’adaptation du maillage. De telles
techniques, notamment, h-méthode et r-méthode ont été présentées. La figure
1.6 montre un exemple des remaillages h et r; le maillage initial & t=0 et
les deux remaillés sont montrés.

Les calculs des contraintes effectives ont révélé une diminution
considérable dans la bande de cisaillement par rapport a un maillage non-
adaptatif.
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Fig. 1.6 Méthode de 1’adaptation du maillage: (a) maillage initiale, (b)
remaillage du type h, (b) remaillage du type r, d’apres Batra (1998)

La technique d’'adaptation est trés intéressante dans la modélisation de la
bande de cisaillement. Cependant, il ne faut pas oublier que cet outil est
fiable seulement si le probléme est correctement régularisé. Dans le cadre
de cette thése, cette technique n’est pas utilisée. Par contre, le maillage

constant est relativement fin dans les régions de l'apparition des bandes de
cisaillement.

Caractéristique du logiciel des éléments finis utilisés dans les
simulations numériques

Toutes les simulations numériques présentées dans cette thése ont été
effectuées en utilisant les codes des éléments finis ABAQUS/Standard et
ABAQUS/Explicit, ABAQUS Manuals (1997).

ABAQUS/Standard fournit 1la possibilité d’une analyse linéaire et non
linéaire. La procédure non linéaire peut étre utilisée avec 1'incrément
contrdlé par 1'utilisateur ou automatiquement. Dans ce dernier cas,
seulement le pas d’analyse avec les tolérances (mesures d’erreur) est
défini. Dans ABAQUS/Explicit, 1'incrément de temps est contrdlé par la
limite de stabilité d’un opérateur différentiel centré. Ainsi, le schéma
d’ incrémentation est automatisé et 1'intervention de l’utilisateur n’est pas
nécessaire. ABAQUS/Standard et ABAQUS/Explicit sont des codes séparés, dont
les données sont structurées différemment. Il est alors impossible
d'utiliser 1les procédures dynamiques explicites avec les procédures
standards. Cependant, il existe une possibilité d’'importation des données

géométrique et de 1’état du matériau de ABAQUS/Explicit & ABAQUS/Standard et
vice-versa.

Parmi les équations de la méthode des éléments finis, on peut citer les

équations d'équilibre écrites sous forme du principe des travaux virtuels

fyoBu:todvo = [NF-tds+ | NF-£av (1.53)

ou ¢, Py, NE, t, f sont respectivement une mesure des contraintes, une

mesure des déformations couplées avec 1¢, la matrice de fonctions de forme,
le vecteur des forces volumiques et le vecteur des forces de contacte.
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Ce systéme d'équations formule une base de 1la procédure standard de
1’analyse par éléments finis et il est de la forme

FN(uM)=0 (1.54)

ou FN est le vecteur des forces nodales et uM est le vecteur des déplacements
nodaux.

Les équations citées ci-dessus sont valables pour les analyses statiques et
dynamiques a condition que les forces de volume contiennent la contribution
des effets d’inertie. Cependant, dans 1’analyse dynamique, 1’inertie est
plus souvent considérée séparément, ce qui conduit aux équations

MNM{EM 4 FN(uM )=0 (1.55)

ol MM est la matrice des masses et UM est le vecteur des accélérations.

I1 existe plusieurs méthodes de résolution des équations non linéaires.
ABAQUS/Standard utilise le plus souvent la méthode de Newton. La base de
cette méthode peut étre expliquée comme suit: on suppose qu’aprés

1'itération « i », une approximation u? de la solution est obtenue.

Ensuite, le terme cgil décrit une différence entre cette solution et la
solution exacte de 1'équation d’équilibre (1.65). Ceci signifie que

FNQul+cl, )=0 (1.56)

On peut développer le membre gauche de cette équation sous la forme d’une
série de Taylor du voisinage de la solution approximative ulf. si ul! est
une proche approximation de la solution exacte, la grandeur de chaque terme
chl sera petite, alors seulement les deux premiers termes seront importants

en donnant le systéme linéaire des équations

P, =5 .57
OFN
-~ P_ M . . i
ou K¥ -=553(ui) est la matrice jacobienne (1.58)
et FY =FN(u’i"). (1.59)

L' approximation suivante de la solution est

ull, =uft+cll, (1.60)

et ainsi 1’itération continue.

La convergence de la méthode de Newton est vérifiée par le control des

N M
termes F& et Ciy -

La méthode de Newton est évitée dans des problémes de grande taille.
D'abord, il est difficile de formuler une matrice jacobienne compléte, et
puis la méthode est assez coliteuse, car le Jacobien doit &tre reformulé et
résolu a chaque itération.
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L'alternative la plus utilisée est la méthode dite Newton modifiée. Ici, le
Jacobian est recalculé occasionnellement. Il est préférable pour les cas
modérément non linéaires avec adoucissement possible. Une notre méthode est
celle appelée quasi-Newton. Elle peut étre plus efficace que Newton sauf
dans des cas de non-linéarité extréme.

Les opérateurs d’intégration dynamique sont implicites et explicites. Les
opérateurs explicites obtiennent les valeurs pour les quantités dynamiques a
t+At basées entiérement sur les valeurs disponibles au temps t. L‘opérateur
différentiel centré est conditionnellement stable et 1les limites de
stabilité sont approximativement égales au temps nécessaire au passage d’une
onde élastique par 1’élément le plus petit du modéle. Le schéma implicite
enléve cette borne supérieure de 1'incrément de temps et donne la solution
au temps t+At basée non seulement sur les valeurs au temps t, mais également
en temps t+At. Etant donné qu’il est implicite, les équations non linéaires
doivent &tre résolues. Dans les problémes de structure, 1'intégration
implicite donne typiquement les solutions acceptables avec la limite de
stabilité d’un ou deux ordres plus larges que dans 1l’intégration explicite.
Ainsi, 1’économie relative de ces deux techniques d’intégration dépend de la
limite de stabilité, de la facilité de résolution des équations non
linéaires, de la taille de l'incrément du temps et de la taille du modéle.
Dans ABAQUS/Standard, l’incrément de temps pour l'intégration implicite peut
8tre choisi automatiquement sur la base du résidu a demi pas de temps (half-
step residual). En affichant les valeurs de l’erreurs résiduelles a t+At/2,

dés que la solution & t+At est obtenue, la précision de la solution peut
&tre évaluée et l’incrément du temps ajusté proprement. Les tests numériques
ont montré que

Si Rk+At/2z0.lP, la solution est trés précise,
Si Rk+At/2zE>, la solution est modérément précise,

Si Rk+At/2z10P, la solution est plutdt grossiere.

Le terme P est la force dans un systéme élastique non-amorti.

La procédure de 1'analyse dynamique explicite dans ABAQUS/Explicit est basée
sur une régle d’intégration explicite en utilisant les matrices diagonales
ou de masses concentrées. Les équations du mouvement du solide sont
intégrées avec la technique de différences finies centrées

(i+1) cyp-
ali+1/2) =g -1/2) +AE_+ALﬁ(1) (1.61)

ui+) =) 4+ Atli+li+1/2) (1.62)

ol 1 est la vitesse et U est 1'accélération. L’index (i) fait appel au
numéro de 17incrément et i-1/2 et it1/2 correspondent & une valeur & mi-
incrément. L’opérateur différentiel centré est explicite dans le sens ou la
solution peut étre obtenue en connaissant les valeurs ui-1/2) et i i partir
de 1’incrément précédent.
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La procédure explicite effectue 1’intégration en utilisant des incréments
tres courts. L’opérateur différentiel centré est conditionnellement stable
et la limite de stabilité pour cet opérateur (sans amortissement) est donnée
en terme d'une valeur propre la plus élevée dans le systéme

2

At< (1.63)
Wmax
Un incrément du temps est calculé pour chaque élément du maillage
2
At= (1. 64)
Ofdx

ol @8ly est la valeur propre maximale de 1’élément. Une estimation de

1"incrément du temps de stabilité est donnée par le minimum pris sur tous
les éléments. La limite de stabilité peut étre réécrite sous forme

At=min[L—eJ (1.65)
Ca

ou Le est une dimension caractéristique de 1’élément et C4 est la vitesse
effective d’une onde dans le matériau.

La possibilité dans ABAQUS/Standard d’une analyse de la conduction thermique
découplée (uncoupled heat transfer analysis) a pour but une modélisation du
matériau avec la conduction dépendant de la température, avec son énergie
interne ainsi qu’avec les conditions aux limites du type convection ou
rayonnement.

La conduction thermique est donnée par la loi de Fourier

f==—k—éZE (1.66)
ox

ou k est la matrice de conductivité, f est le flux de chaleur et x est la
position. La conductivité peut étre anisotrope, orthotrope ou isotrope.

Les conditions aux limites peuvent &tre spécifiées comme les températures
imposées f=f(x,t), le flux de chaleur par surface g=q(x,t), le flux de
chaleur volumétrique g=r(x,t), la convection g=h(f-f0) ou h=h(x,t) est le
coefficient de convection et f0=f0(x,t) est la température ambiante, enfin
par le rayonnement.

Une approche variationnelle de la conservation d’énergie est obtenu par
1’ approche standard de Galerkin

LpUSSdV+ La%}-k-%dV= LSSrdV+ qusqu (1.67)

ou 88 est un champ arbitraire variationnel qui satisfait les conditions aux
limites.
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Concernant le temps d’intégration, ABAQUS/Standard wutilise la méthode
décentrée a gauche

Ue+ae =(Uesae —Ue )-(1/At) (1.68)

I1 est basé sur la tolérance fournie par l'utilisateur. L’incrément de temps
est définie par la dimension maximale d’un élément, ce qui est conduit a un
critére

At>p—6Ckl’-A12 (1.69)

ol p est la densité, Cy est la capacité calorifique, k est la conductivité et

Al est la dimension d'un élément dans la zone des gradients de température
élevés.

I1 est possible de définir la chaleur générée par la dissipation mécanique
associée a la déformation plastique. Ce terme peut é&tre introduit comme
source de couplage thermomécanique. Si le processus est long, la chaleur
produit par la déformation plastique a le temps de se dissiper, alors une
analyse découplée, isotherme, est suffisante pour la modélisation. Lorsque
le processus est extrémement rapide, la chaleur ne se diffuse pas, alors
1"analyse découplée adiabatique est préférable. L'analyse complétement
couplée est requise pour les cas qui sont loin de ces deux extrémes.

Les lois de comportement décrivent une réponse élastique et plastique.
Plusieurs modéles pour 1l’analyse de la plasticité des métaux existent. La
théorie de la plasticité incrémentale est basée sur plusieurs postulats
fondamentaux qui impliquent que tous les modéles & réponse élastique-
plastique dans ABAQUS ont la méme forme générale. Les modeles plastiques
insensibles a la vitesse de déformation et sensibles & la vitesse de
déformation sont proposés.

Une hypothése de base utilisée pour les modéles élasto-plastiques est que la
déformation peut étre divisée en une partie élastique et plastique. Dans la
forme générale cette hypothése s'écrit

F=Fe -Fp (1.70)
ol F est le gradient de transformation totale, F. est sa partie réversible
est Fp est définie par Fp = (Fg]-1 - F.

Cette décomposition peut étre utilisée directement pour formuler le modéle
plastique. Une décomposition similaire existe en vitesse

E=fe+Ep (1.71)

Ici, &€ est la vitesse de déformation totale, € est la vitesse de

déformation élastique et €, est la vitesse de déformation plastique.

La partie élastique de la réponse se déduit de la densité d’un potentiel
élastique par unité de masse. Ainsi, la contrainte est définie par
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(1.72)

ou U est la densité d'un potentiel élastique et o sont les contraintes
vraies de Cauchy. Tous les modéles plastiques qu’ils soient insensibles a la
vitesse de déformation ou sensibles 4 la vitesse de déformation ont un
domaine avec une réponse purement élastique. La fonction de limite élastique
« £ » définie la limite de cette région et s’écrit de la facon suivante

£(o,T,Hg )<0 (1.73)

Ici, T est la température, H, sont les paramétres d’écrouissage. Ces
paramétres d’écrouissage sont les variables d’état qui sont introduits de
maniere & décrire la complexité de la réponse plastique des matériaux réels.

L’ état de contrainte peut donner a la fonction de charge une valeur positive
pour les modéles présentant une sensibilité a la vitesse de déformation, par
contre, pour les matériaux insensibles a la vitesse, cette fonction ne peut
pas étre positive. Ainsi, pour les modéles insensibles & la vitesse, on a
les limitations suivantes

£; =0 (1.74)

durant 1l’écoulement plastique.

Quand 1le matériau s’écoule plastiquement, la partie plastique de 1la
déformation est définie par la loi d’écoulement qui s’écrit comme

dﬁfZ‘”‘i% (1.75)

1
ol gi(o,T,Hi,a) est le potentiel d’écoulement pour le i-éme systéme et dA;
est la vitesse du changement de temps, dt, pour un modéle sensible a 1la
vitesse de déformation. La sommation est seulement sur les systémes
d’ écoulement actives: dA;=0 pour tous les systémes pour lesquels f;<0. La

forme de la loi d’écoulement prévoit 1l’existence d'un potentiel d’écoulement
séparé, gi, pour le i-éme systéme.

Pour les modéles insensibles a la vitesse de déformation, la direction

d’écoulement est la méme que la direction de normale extérieure a la surface
d’ écoulement

(1.76)

ou cj est un scalaire. De tels modéles sont appelés « associés ».

Les lois d’écoulement associées sont utiles pour les matériaux dont le
mouvement des dislocations est le mécanisme fondamental de 1'écoulement
plastique et lorsqu’il n’existe pas de changements brutaux de direction de
la vitesse de déformation plastique en un point. Ces modéles ne sont pas en
geénéral applicables aux matériaux dans lesquels la déformation inélastique
est due a un mécanisme de friction (bétons, sols). Il existe également le
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choix entre la surface de plasticité de Huber-Mises pour les matériaux
isotropes et la surface de Hill pour les matériaux avec l/anisotropie.

Le dernier terme dans les modéles de plasticité, 1’éq.(1.86), est l’ensemble
des équations d’évolution pour les paramétres d’écrouissage. Ces équations
sont écrites sous forme

dHi,a =d}“ihi,(1 (O',T,HLB) (1.77)

ou hj o est la loi d'écrouissage pour H; . Les modéles de plasticité
proposés dans ABAQUS contient des équations d’évolution simples:
1" écrouissage isotrope (utilisé dans le cadre de ce travail), 1‘écrouissage
cinématique de Prager-Ziegler et 1'approche avec la location du centre de la
surface plastique le long de 1'axe de la contrainte de pression équivalente
pour les modéles du type Cam-clay.

La sensibilité a la vitesse de déformation peut étre introduite par la
définition de la limite d'élasticité en fonction de 1la vitesse de
déformation dans loi de comportement; ce type est préférable pour les
applications ol les vitesses de déformations relativement é&levées sont
atteintes, comme celles d’impact ou d’'emboutissage (cas de ces études). Il
est défini par 1l'introduction de la loi de comportement d’« ovestress » en
fonction de la vitesse de déformation.

Les lois de comportement sont implantées dans le code soit sous forme
matricielle par 1’intermédiaire d’un fichier de données (cette approche est
appliquée dans ce travail) soit au moyen d’une subroutine programmée en
Fortran par 1l’utilisateur. Cette méthode ouvre la possibilité d'utiliser des
modéles non inclus dans le code, mais elle demande des précautions
particuliéres ainsi que le nombre élevé de simulations sur des géométries
simples (voir par exemple Gilormini et Roudier (1993), Lodygowski et
Lengnick (1994)).

la loi de comportement proposée dans la suite est de type scalaire.
La réflexion de cette loi dans l'espace tridimensionnelle est réalisée en
utilisant les valeurs équivalentes des contraintes et des déformations.
L'hypothése de Huber-Mises a été adoptée.

Le choix d'une loi scalaire vient d'un calibrage des constantes qui
proviennent des expériences unidimensionnelles (cisaillement d'une couche),
ce type de test étant assez facile a réaliser.
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Modélisation de la loi de comportement
pour I'acier martensitique VAR4340

La modélisation du comportement mécanique des matériaux est nécessaire a
la fois pour permettre le calcul prévisionnel de la réponse et de la
tenue mécanique des structures. Cette modélisation vise a établir des
lois de comportement pratiques et physiquement fondées. Elle peut étre
abordée selon deux approches:

e une approche microscopique basée sur la cinétique des déformations
plastiques et le mouvement des dislocations,

e une approche phénoménologique et inductive décrivant le comportement
mécanique; elle est basée sur un modéle schématisant les mécanismes de
la déformation dans le cadre d’une formulation thermodynamique.

Dans ce chapitre, il est proposé une formulation de la loi de
comportement phénoménologique pour 1’acier martensitique VAR4340. Les
résultats expérimentaux disponibles dans la littérature ont servi pour
proposer une forme générale t=:TﬁZrﬂT) et ils ont permis d’obtenir les
constantes de la loi de comportement. Cette loi va étre exploitée par la
suite dans la partie numérique concernant les simulations de la traction
et du cisaillement dynamique sous conditions adiabatiques. Il est donc
indispensable de tenir compte de la sensibilité & la vitesse de
déformation et a 1'adoucissement thermique. L'attention spéciale est
portée sur la reproduction du comportement du matériau dans le domaine

des grandes vitesses de déformation (105 s-1) et des températures élevées
(~1000 K).

Tout d’abord, il est présenté un apercu des lois de comportement
existantes dans la littérature. En principe, les relations uniaxiales
sont choisies afin de garder une cohérence avec la forme scalaire de la
loi proposée pour 1’acier VAR4340. Cet apercu est suivi par une
présentation de quelques critéres de ruine afin d’en choisir un pour
1’ introduction dans les simulations numériques.
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2.1 Lois de comportement thermomécaniques

2.1.1 LA SENSIBILITE A LA VITESSE DE DEFORMATION

L'expression de la sensibilité & la vitesse de déformation peut étre donnée
par

Bs = oo ; ou Pr= o (2.1)
T
dlogg Te 0logl’ Tr

avec I'=tany, y étant la distorsion angulaire; dans le cas des petites
déformations I'sy.

En intégrant 1'éq. (2.1), la forme suivante de la loi de comportement est
obtenue

o(t)=00+Bslogé ou  tf)=1o+P;logl (2.2)

Une autre définition dite sensibilité logarithmique a la vitesse de
déformation peut étre utilisée

Mg = 6109(,)- ou My = alOg‘F (2.3)
dloge Te ologl j.r

Aprés l'intégration de 1'éq. (2.3), la loi de comportement est donnée par

o(€)=Bgt™ ou  tff)=B.Im (2.4)

La relation entre P et m est la suivante

1| 0o B 1 &t B
Mg =— Smg=— ou My =— DM =— (2.5)
o| dlogo c 1| 0logt T
0l T, 01 T, .

En général, le comportement viscoplastique des matériaux est décrit sous
1"une des deux formes suivantes

ole,£)=£, (), (€) (2.6)
qui est utilisée avec succés dans le cas des métaux CFC,
G(E,é):fl(E)‘l'fz(é), T=cste (2.7)

qui est applicable dans le cas des métaux CC.

Parmi les lois de comportement fréquemment utilisées, on peut citer celle
proposée par Nadai (1950)

o(e,£)=Bgené*™ oy t(F,F)=BTan*m (2.8)

oll B est le module de plasticité et &*=8/éy, I'*=I/I,: les termes &5, I,
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sont des constantes de normalisation.

Le type des lois de comportement appelé « overstress » a déja été discuté
par Ludwik (1909). Le « overstress » est fonction de la vitesse de
déformation et non de 1l'histoire de cette vitesse. Une forme de la loi de
comportement d’« overstress » peut étre écrite d’aprés Sokolovsky (1948) et
Malvern (1951)

c(s,é)=f(s)+a~ln(l+bép) (2.9)

ou a et b sont les constantes.

Perzyna (1963, 1966) a proposé une généralisation de cette loi pour 1’état
multiaxial de contraintes avec la condition d’écoulement de Huber-Mises

V35 =k(w,) (2.10)

ou Jp est le deuxiéme invariant du déviateur des contraintes et
1"écrouissage isotrope est fonction du travail plastique W,. La vitesse de
déformation déviatorique est donnée par

éi-ziw @ ‘/3—1 \ 515 (2.11)
S k(w5 ) /\/3

ou G est le module de cisaillement et Sij est la contrainte déviatorique.

Pour le cas uniaxial, 1'éqg. (2.11) se réduit a

. g g
E=—+y*( D = (2.12)
E [‘P(Ep] ]

ou ¢(g,) est la contrainte statique.

Ces lois de comportement viscoplastiques isothermes ne tiennent pas compte
de l'effet de la température, mais dans le cas de grandes vitesses de
déformation (zone (3) de la fig. 2.2 ci-aprés), 1'effet de 1’ échauffement
engendré par les déformations plastiques n'est pas négligeable. Par
conséquent, il est important d’'introduire la température dans la formulation
des lois de comportement.

De nombreux auteurs, par exemple Campbell (1972), ont mis en évidence la
variation de 1la forme de la courbe d’écrouissage d’un matériau
viscoplastique (les aciers) en fonction de la vitesse de déformation que
subit ce matériau. Les trois différences essentielles sont les suivantes:

* Plus la vitesse de déformation est élevée, plus la contrainte est grande
pour une méme déformation (sensibilité positive),

* Dans le cas des matériaux CFC, un changement de vitesse de déformation en
cours d’essal produit un changement immédiat de la courbe d’ écrouissage
qui a tendance a rejoindre la courbe monotone correspondant a la nouvelle
vitesse, Klepaczko (1968b),

* Un écoulement peut se produire pour une contrainte inférieure & une
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contrainte appliquée antérieurement. La limite d’élasticité, ou seuil
initial, est aussi sensible a la vitesse de déformation.

Pour les métaux et les alliages, 1'écoulement correspond a des mécanismes
liés au mouvement et a 1 accumulation des dislocations dans les grains.

La figure 2.1 montre les résultats obtenus par Costin et al. (1979), mettant
en évidence 1’influence de la vitesse de déformation dans le cas de 1'acier

1018 CRS. Pour une vitesse de déformation de cisaillement I'=500 s-1
1'écrouissage devient négatif a partir d'une déformation de 0.17, alors
qu’il demeure positif dans le cas quasi-statique. Cet écrouissage négatif
s'explique par un adoucissement thermique di & 1'échauffement adiabatique.

500 ——— T T

T (MPa)

300

200 freereene- ., .......... a ......... a: A <
r . I ' 1
SR R NS T B B - TR |
| 5 L | T I = 500 s
N P I I P I I PR I

Contrainte de cisaillement,

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4

Déformation de cisaillement, I

Fig. 2.1 Effet de la vitesse de déformation dans le cas de la torsion d'un tube
mince en acier 1018 CRS, d'apres Costin et al. (1979)

Dans le cas des métaux polycristallins CC, 1'évolution de la contrainte
d'écoulement en fonction du logarithme de la vitesse de déformation a la
forme générale présentée sur la fig. 2.2, Campbell et Ferguson (1970).

L'existence de trois zones peut étre remarquée:

¢ La zone (1) correspond aux vitesses de déformation faibles; la contrainte
d'écoulement y est faiblement sensible & la vitesse de déformation et
1'utilisation d’une loi de comportement insensible a la vitesse de
déformation est justifiée,

e La zone (2) (vitesses de déformation moyennes) ou la sensibilité a la

vitesse B est souvent constante; dans cette zone l’activation thermique
est prédominante. En effet les dislocations ont besoin d'énergie
thermique pour franchir les obstacles (par exemple les autres
dislocations et le potentiel de Peierls),

¢ Dans la zone (3), la contrainte d’écoulement augmente rapidement en
fonction de la vitesse de déformation; c’est un domaine ol 1’influence de
la pseudo-viscosité du matériau est trés importante (dont la dissipation

d’ énergie est une forme particuliére).
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Fig. 2.2 Schéma illustrant la sensibilité a la vitesse de déformation des
métaux CC (acier 1018), d’aprés Campbell et Ferguson (1970)

EFFET DE LA TEMPERATURE

Il est reconnu que la plus grande partie de 1’énergie de déformation
plastique est dissipée sous forme de chaleur. Si le chargement est rapide ou
si le matériau est faiblement conducteur, les élévations locales de
températures peuvent atteindre plusieurs centaines de degrés. Les nombreux
résultats obtenus sur différents métaux et autres matériaux ont montré que
la wvariation de la température de déformation peut avoir un effet
déterminant sur la réponse mécanique du matériau. En effet, dans le cas des
métaux, une augmentation de la température du solide entraine, dans certains
cas, un changement de la microstructure. Ce dernier se manifeste par des
variations de la résistance du matériau qui se traduit souvent par un
adoucissement thermique, Zener et Hollomon (1944). D’ou, 1'importance de
l'introduction de la température et de la vitesse de déformation dans les
lois de comportement.

On peut citer les résultats expérimentaux obtenus par Eleiche et Campbell
(1976) pour deux vitesses de déformation et plusieurs déformations
nominales, fig. 2.3. Il est & noter que dans le cas des grandes vitesses

(I'=1000 s~1), la contrainte de cisaillement est une fonction décroissante
de la température. Par contre dans le cas des faibles vitesses

(I'=0.006 s71), la nature de la courbe n’est plus monotone a cause du
vieillissement dynamique, Zeghib (1990).

Le concept d’activation thermique de la déformation plastique offre une
possibilité d’'introduire 1la température dans une description thermo-

viscoplastique des lois de comportement. Le point de départ est 1’équation
d’Arrhenius

(2.13)

=)

E=€q exp( T

ou AH{c) est 1l’enthalpie d'activation, k est la constante de Boltzmann, T la
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température absolue et £, le facteur de fréquence.
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Fig. 2.3 Influence de la température sur la contrainte de cisaillement a faible et
grande vitesse de déformation, d'aprés Eleiche et Campbell (1976)

Cette équation peut étre utilisée pour coupler la vitesse de déformation
plastique et la température. Dans le cas ol un seul processus activé est
responsable de la déformation, AH{c) peut avoir une signification physique
comme énergie d’activation de ce processus, Conrad (1969). Dans les domaines
ol plusieurs processus activés concourent au contréle de la déformation,
AH (o) représente alors une énergie d'activation apparente sans signification
physique directe. La notion d’énergie d’activation apparente sera néanmoins
utilisée, au moyen de l’introduction d’une vitesse de déformation compensée
par la température ou variable de Zener-Hollomon (1944)

Z=.iexp(£{-) (2.14)
€5 kT

Pour les lois thermo-viscoplastiques du type puissance, la forme générale
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suivante est adoptée
o(e,€,T)=Ben¢mE(T) ou tofl,I,T)=BInImE(T) (2.15)

ou £(T) décrit 1’influence de la température.

Parmi les lois de ce type, il est intéressant de citer
o(e,&,T)=Beném exp(—AT) (2.16)

Cette loi a été utilisée par Zuzin et al. (1964) pour modéliser le
comportement de 1’acier pour des vitesses de déformation et des températures
élevées.

Une tentative d’étendre 1'éq. (2.16) a une large gamme de température est
proposée par Vinh et Khalil (1984)

q
o(e,€,T)=Bené™ » B; exp(~AT) (2.17)

i=1

Plusieurs chercheurs ont utilisé des formes linéarisées de la fonction
d"influence de la température. Par exemple Litonski (1977) a proposé dans le
cas de 1'analyse du cisaillement simple la forme suivante

[, F,7)=B(-AT)1+Cl)"In (2.18)

ou I', 1 représentent respectivement la déformation et la contrainte de
cisaillement.

Une forme simple utilisée pour simuler les instabilités plastiques par
Klepaczko et al. (1988) ou Fressengeas et Molinari (1988) est

<0, T)=Brnf mr-v (2.19)
Kobayashi et Dodd (1992) ont utilisé, quand a eux
1, I, T)=BInI '™ (1-AT) (2.20)

Bien que ces équations soient adaptées & plusieurs problémes, elles
négligent un facteur important démontré par Lubahn (1947) et Klepaczko
(1965), a savoir le fait que «m » et « n » dépendent de la température et
du niveau de déformation. On peut alors écrire la loi de comportement
thermo-viscoplastique de type (2.15) sous forme suivante, Klepaczko (1987a)

(0,1, T)=B(TXT + I, "D ) (2.21)

ou n(T), m(T) et B{T) sont respectivement le coefficient d’ écrouissage, la
sensibilité logarithmique & la vitesse de déformation et le module plastique
en fonction de la température. Cette dépendance en température du
coefficient d’écrouissage n(T) et de la sensibilité logarithmique a la
vitesse de déformation m(T) est analysée & partir de résultats
expérimentaux, Klepaczko (1987a). Dans les cas d'un acier CFC, B(T) décroit
fortement en fonction de T, n(T) est une fonction décroissante de T, et m(T)
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est une fonction croissante de T, voir fig.2.4.
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Fig. 2.4 Schéma de 1'influence de la température sur m(T), n(T) et B(T) dans le cas
des métaux CFC, d aprés Klepaczko (1987a)

L'identification expérimentale de la courbe d’écrouissage dans le cas des
métaux polycristallins CFC permet d’expliciter la loi générale (2.21) sous
une forme mettant en évidence son origine physique

T, 1, T)=3(T,0)z0® (2.22)

ou %, 7 et B sont respectivement la contrainte seuil, le parametre de Zener-

Hollomon et la température homologue (6=T/Tf, Tf est la température de
fusion).

Parmi les lois phénoménologiques, il faut citer celle de Johnson-Cook (1983)
qui se met sous la forme suivante

5(8.&,7)=(a+BEn f1+Cloge* (1-1*m )} (2.23)
avec €% =E/€, et T*=(T—Tamp)/(Tt ~Tamp) tel que 0<T*<1

ol € est la vitesse de déformation équivalente adimensionnelle et T* est la
température adimensionnelle. Les valeurs EO, Tamb €t Tf sont respectivement

la vitesse de déformation équivalente de référence, la température ambiante
et la température de fusion. Enfin, A, B, C, n et m sont des constantes du
matériau.

Plusieurs lois de comportement basées sur 1l’évolution de la microstructure
ont été présentées dans la littérature. 1Ils décrivent 1'écoulement
macroscopique dans les termes des mécanismes au niveau miscoscopique,
surtout en se basant sur le mouvement des dislocations.

Kocks (1975) suggére une description de 1’énergie d’activation moyenne du
processus microscopique

AG=AG[(c-T)/(1*-T)] pour T<o<T* (2.24)

ol T est la contrainte limite et 1* est la résistance au glissement; AG est
une fonction monotone décroissante.
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De nombreux auteurs ont également contribué au développement de ce type de
lois de comportement. Parmi les formulations développées dans 1'espace 3D,
on peut citer celles de Bodner et Partom (1975a,b), Hart (1976), Bodner et
Merzer (1978). Quant aux lois de comportement uniaxiales, les modéles plus
récents sont ceux de Estrin et Mecking (1984), Zerilli-Armstrong (1987) ou
Klepaczko (1987a).

Pour les métaux CC, Zerilli-Armstrong (1987) propose
G(€.8,T)=20 +2; expl-23T+2,TLogi Jr 255" (2.25)

ol G, € et E sont respectivement la contrainte équivalente au sens de von
Mises, la déformation équivalente et la vitesse de déformation équivalente;
Zor Z1s Ly, 23, Ly et Zs sont des constantes et T la température absolue.

Pour les métaux CFC, 1'équation est de la forme suivante
G(6.2.T)=2, +Z28m expl-23T+2,T1ogE), n=0.5 (2.26)
La contrainte limite initiale Z, est supposée indépendante de la vitesse de

déformation et de la température.

Klepaczko (1987a) considére que la contrainte d’écoulement totale t est la
somme de deux composantes: la contrainte interne T, et la contrainte

effective t*. La forme générale est donc
=1, (0.1, 7)+v*(o.1°,T) (2.27)

ou p est une variable interne.

Il existe un groupe de 1lois de comportement élasto-viscoplastiques
présentées ci-aprés, qui tiennent compte d'un endommagement micro-
structural. Une fonction du potentiel plastique pour un matériau endommagé
est supposée de la forme

f=J,+ngJ? (2.28)

ou n est fonction du matériau et de la température, J; et J, sont

respectivement le premier invariant du tenseur de contraintes de Kirchhoff
et le deuxiéme invariant de son déviateur.

L’ équation d’évolution pour la partie plastique de la vitesse de déformation
totale dP est donnée par

dP=AP (2.29)
ol le modéle de Perzyna (1963) donne

A=(1/Ty XP(E~x)) (2.30)

Tn est le temps de relaxation mécanique, k est le paramétre d’écrouissage

isotrope et ® est la fonction d'« overstress ».
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Pour la plasticité associée

p=(1/2yT; o/ 1) (2.31)

La fonction « d’'écrouissage-adoucissement isotrope du matériau peut é&tre
donnée par les deux formes alternatives: la premiére d’aprés Perzyna

K=k2 {q+(1—q)exp[—h(9)eP]}2 I.l—(F,—Q;F )1/2J (2.32)

et la seconde d’'aprés le modéle de Gurson (1977), modifié par Tvergaard
{1989)

K=1+q;EF (2.33)

ol g=k1/Kg, ¥y et k; sont la limite d'élasticité et la contrainte de
saturation (les deux peuvent dépendre de la température), h=h(3) est

fonction de 1'écrouissage dépendant de la température, g, est la déformation

plastique équivalente, EF est la porosité pour laquelle la rupture se
produit.

Les lois de comportement les plus recherchées sont choisies en raison de
leur simplicité d’écriture, de leur faible nombre de paramétres et sont
celles également pour lesquelles les effets des paramétres sur les courbes
contrainte-déformation sont facilement identifiables. Cependant, de telles
lois sont généralement limitées a une faible gamme de déformation plastique.
les lois de comportement modélisant les phénoménes microstructuraux sont
plus précises que les lois phénoménologiques, mais elles sont plus complexes
en raison du nombre important de leurs paramétres dont les effets ne peuvent
étre facilement découplés. En définitif, il semble difficile d'avoir un
modéle a la fois précis et comportant un faible nombre de paramétres.

Il est bien évident que cette liste de lois de comportement n’est pas
compléte. Malvern (1984) a fait une étude bibliographique & ce sujet.
L'apercu présenté ici permet d’une part de donner une vue générale sur
les formulations des lois de comportement thermomécaniques existantes
et d’autre part de faciliter 1l’établissement d’une loi de comportement
spécialement congue pour l’acier VAR4340 étudié dans cette thése. Cette
nouvelle formulation est présentée dans la suite de ce chapitre.
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2.2 Critéres de rupture

En principe, la rupture du matériau est décrite par la mécanique de la
rupture qui est basée sur le concept d’une singularité produite a la pointe
d’une fissure, conduisant a la rupture fragile. Ici, on ne discute pas cette
approche classique, on s’intéresse plus & 1'approche ol 1’instabilité
conduit & une ruine dans le matériau, mais & travers le développement de la
zone plastifiée.

Plusieurs descriptions différentes sont disponibles afin de modéliser la
rupture des métaux. Chaque description implique un critére d’amorcage ainsi
qu’une caractéristique du matériau dans chaque endroit ou la rupture
apparait. Dans la plupart des cas, l’amorgage de la rupture est basée sur
1"obtention de valeurs critiques de pression, contraintes, déformations,
travail plastique, énergie interne ou des combinaisons d’entre eux.
L’attention des chercheurs se focalise aujourd’hui sur le développement de
critéres cumulatifs qui introduisent l'effet de 1’'histoire du chargement. Il
existe d'autres modéles qui prennent explicitement en considération
1"évolution des vides, fissures et bandes de cisaillement.

Le modéle le plus simple consiste & limiter la pression (pressure cutoff).
Lorsque la pression hydrostatique (ou contrainte moyenne) arrive & une
valeur critique en tension, la rupture se produit instantanément. La
pression ne peut croitre au-dela d’une valeur critique spécifiée.

Dans les situations ou la pression est de l'ordre de la résistance du
matériau, les critéres d’amorcage basés sur les mesures de contraintes
(contrainte principale maximale, contrainte effective) ou de déformations
(déformation principale maximale, déformation plastique effective, second
invariant du déviateur des déformations) sont les plus efficaces.

Un apercu des critéres de ruine simples a été proposé par Zhou et Cesscoto
(1991). Ces critéres ont été implantés avec succés dans différents codes de
calculs.

Modele de Freudenthal

Freudenthal (1950) a suggéré que l’énergie absorbée par unité de volume est
un paramétre critique de la rupture, le critére associé est donné par

&
[oae<m (2.34)
0

ou Wy est le paramétre critique de la rupture dépendant du matériau, G, €
sont respectivement la contrainte effective et la déformation effective.
L'indice « c » décrit 1’état du matériau a la rupture.

Ce critére ne considére pas explicitement 1'influence de la contrainte
hydrostatique. Par exemple, dans un essai de traction simple, la formation
d’une striction est généralement due aux contraintes élevées de traction,
mais ce critére postule que la forme de la striction ne devrait pas avoir
d'effets sur la déformation & rupture. Pourtant, les applications pratiques
montrent que ce critére est le meilleur parmi ceux discutés ici.
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Modéle de Cockroft-Latham

Cockroft et Latham (1976) ont noté que l'effet de la contrainte principale
en traction est plus important que l’effet de la contrainte effective sur
1’initiation a la rupture. Ils montrent que la rupture apparait quand
1"intégrale de la contrainte principale en traction jusqu’a la rupture est
égale a une valeur critique donnée par

Ec
IO']_dESWz (2-35)
0

ou Wy est la valeur critique dépendant du matériau et o; est la contrainte

principale maximale en traction.

Modéle de Brozzo

Brozzo et al. (1972) ont proposé une modification empirique du critére de
rupture précédent afin de prendre en compte explicitement 1’effet de 1la

composante hydrostatique. L'équation modifiée est donnée sous la forme
suivante

j—d8<W3 (2.36)
5 3(c1 op)

ol W3 est une valeur critique dépendant du matériau a la rupture et oy et la

contrainte hydrostatique.

Modéle d’Oyane

Oyane et al. (1980) ont analysé un modéle de croissance du vide sous forme

B
j(u—%}ﬁsw‘, (2.37)
o AGC

ou Wy et A sont des constantes du matériau dans lesquelles la déformation
est & déterminer expérimentalement.

Modele de McClintock

McClintock (1968) a analysé 1’expansion de cavités cylindriques longues sous
des contraintes triaxiales d’orientations fixes. Il a déduit la forme
suivante

Ec ‘/_(1 n)(0a+°b) Op 0'a =<
{J_(l n) = ] }ds_wg, (2.38)

ou Ws est une constante du matériau, o et op sont les composantes des
contraintes principales.

Ces critéres sont valables dans 1’hypothése des grandes déformations, c’est-
a-dire en négligeant les déformations élastiques (gp)>ee). Le matériau est

donc rigide-plastique.
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2.3 Loi de comportement pour I’acier VAR4340

2.31

Afin de garantir le bon déroulement des simulations numériques, une loi de
comportement spécifique a été élaborée, basée sur les hypothéses existantes
citées auparavant. Sa forme a été dictée par les exigences suivantes:

e Le matériau étudié est 1'acier martensitique VAR4340 & haute résistance
et a haute dureté. Il fallait refléter son comportement pour un large
domaine de températures et de vitesses de déformation,

¢ Facilité de 1'implémentation de la loi de comportement dans le code de
calcul par éléments finis. L'ingénieur exige une loi de comportement qui
d'un cdté est exacte et physiquement correcte et de 1’autre coété est
facile a utiliser. Un tel compromis a été recherché.

On s'est basé d'une part sur les résultats expérimentaux existant dans la
littérature, mais plus loin dans cette thése, le lecteur retrouvera
également les résultats de nos propres essais quasi-statiques et dynamiques
récemment effectués pour 1'acier VAR4340, Klepaczko (1996). Cependant, la
chronologie des travaux n’a pas permis de les utiliser dans le calibrage des
constantes de la loi de comportement et ils sont seulement exploités dans la
discussion sur la technique expérimentale du double cisaillement qui est
présentée au chapitre 4.

CARACTERISTIQUE DE L’ACIER VAR4340

L’acier VAR4340 est un acier faiblement allié au Nickel-Chrome et Molybdéne,
martensitique aprés traitement thermique. Il présente une combinaison
avantageuse de résistance, de ductilité et de dureté. En soumettant cet
acier a un processus de recuit sous vide, les concentrations de sulfure et
de phosphore, qui diminuent la résistance & la rupture, sont réduites.
Différentes trempes peuvent étre utilisées pour la transformation de la
martensite en cémentite et ferrite ainsi que pour abaisser la limite
élastique.

Cet acier offre la possibilité d’obtenir, par différents traitements de
revenu, plusieurs niveaux de dureté. La susceptibilité d’un acier augmente
avec sa dureté initiale, ce qui peut s’expliquer par l'accroissement de la
contrainte d'écoulement et ainsi du travail de déformation plastique. Une
dureté élevée s’'obtient par un revenu a faible température, ce traitement
donne une structure fine qui est plus sujette au cisaillement adiabatique.
Ces aciers présentent sous chargement dynamique des bandes de cisaillement
« transformées » d'une épaisseur trés faible n’excédant pas généralement une
dizaine de micrométres, Beatty et al. (1992).

Mais l’extréme finesse de ces bandes de cisaillement et les mesures globales
du comportement accessibles par les moyens d’investigations classiques
laissent croire tres souvent que la cassure des éprouvettes se produit non
pas par le cisaillement adiabatique, mais plutét par rupture fragile, Dodd
et Atkins (1983).

La composition chimique standard et les caractéristiques physiques de cet
acier sont données dans les tableaux 2.1 et 2.2 ci-dessous.
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Tableau 2.1. Composition chimique en poids de 1’acier VAR4340

Eléments Teneur (en %)
C 0.42
Ni 1.74
Cr 0.89
Mn 0.46
Si 0.28
Mo 0.21
Cu 0.19
Al 0.031

0.009
N 0.005
0.001

Tableau 2.2 Caractéristiques physiques et mécaniques de l’acier VAR4340

Propriétés physiques Valeur
Température de fusion 1780 K
Masse volumique 7895 kg/m3
Limite élastique 1032 MPa
Résistance 1240 MPa
Allongement ~10 &

Si différents traitements de revenu permettent d’obtenir toute une gamme de
dureté, ces traitements affectent également la taille des grains. Les
structures & grains fins sont les plus sujettes au cisaillement adiabatique.

Les cycles de traitements thermiques type appliqués a ce matériau sont
donnés dans le tableau 2.3.

De plus, la variation de la température de normalisation pour une méme
dureté offre la possibilité d’avoir différentes microstructures. Beatty et

al. (1992) ont testé ce matériau revenu & 200°C, mais ayant subi quatre
températures de normalisation différentes égales respectivement a 845, 925,

1010 et 1090°C. 1Ils ont montré que la microstructure obtenue aprés

normalisation a 925°C offre la résistance optimale & 1'instabilité par
cisaillement.

Quelques résultats expérimentaux sont présentés ci-apres afin de donner une
vue générale sur le comportement de 1’acier, notamment sa résistance
(courbes contrainte-déformation), sa sensibilité a la température ou a la
vitesse de déformation. De bonnes références sont les travaux de Cho et al.
(1990) ou de Rezaig (1994) ol 1'on présente les résultats des essais quasi-
statiques et dynamiques, fig. 2.5 et 2.6.
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Tableau 2.3 Traitements thermiques de 1’acier VAR4340
Température Temps Refroidissement Dureté HRC
Normalisation 845+1010°C 1/2+1 h |Air ou Argon
Austénisation 845°C 1/4+1/2 h |Trempe a 1l'huile
200°C 1/2+2 h |Argon 52+55
RETEny 425°C 1/2:2 h |Trempe & 1'huile 44+45
600°C 1/2+2 h | Trempe a 1'huile 33+34
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Fig. 2.5 Courbes expérimentales 1() de 1’acier VAR4340 pour deux duretés, d’aprés
Cho et al. (1990)

L'étude de 1'influence de la température sur la valeur de la limite
d’élasticité a été faite par Tanimura et Duffy (1984). Il faut noter que ces
résultats ne couvrent pas les températures trés élevées observées au cours
du cisaillement adiabatique. Pourtant, on remarque bien une tendance des
contraintes a diminuer avec 1’augmentation de la température, fig. 2.7.

Meyer et Staskewitsch (1988) ont étudié les effets de la vitesse de
deformation dans 1’acier DIN 35NiCrMol25, qui par sa composition chimique et
ses propriétés mécaniques ressemble & 1’acier VAR4340. Les résultats obtenus
sont présentés sur la fig. 2.8. On peut en conclure qu'une augmentation de
la vitesse de déformation de 10-4 s-1 a 104 s-1 produit une augmentation de la

contrainte d’environ 300 MPa.
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Fig. 2.7 Influence de la température sur les
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2.3.2 FORMULATION DE LA LOI DE COMPORTEMENT

Il est bien évident qu’une formulation correcte de la loi de comportement
est la condition principale pour obtenir des résultats numériques fiables.
Ainsi, la loi de comportement appliquée au probléme considéré ici a été
spécialement développée pour modéliser les résultats expérimentaux de
Cisaillement concernant 1’acier VAR4340 ainsi que des aciers similaires.

Aprés des analyses précises sur les données expérimentales disponibles pour
1"acier VAR4340 de dureté ~50 HRC, la formule générale suivante a été
choisie

=£; (T) [£ (T (T)+ £, (T, 7)] (2.39)

ou f; sont les fonctions de déformation plastique en cisaillement I, de

vitesse de déformation I et de température absolue T. La relation (2.39)
est considérée comme la premiére approche de la loi de comportement.
D’autres analyses de données expérimentales pour les aciers ont montré que
le taux d'écrouissage ovdl dépend de 1la température, voir par exemple
Klepaczko (1987a). La forme générale finale de la loi de comportement
utilisée dans la majorité de nos calculs numériques devient alors

1= (T) [£ (1) (T, T)+ £, (7)) (2.40)
Les équations (2.39) et (2.40) peuvent étre réécrites explicitement sous la
forme
-V 0 m
T
=MDy T (Co+Tp P +10| 1-T10gte (2.41)
Lo pl= D r

ou B, Mo, V, N, m sont respectivement le module plastique, le module de
cisaillement élastique & T=300 K, la sensibilité a 1la température, le
coefficient d’écrouissage et la sensibilité a la vitesse de déformation
logarithmique; D est une constante, To, Iy et fb sont des constantes de

normalisation. Le module de cisaillement en fonction de la température est
donné par

W(T)=pol1-AT* —CT*2) avec T*=T-300 (2.42)

I1 faut noter que 1’éq. (2.41) ne peut s’appliquer qu’a des températures
supérieures & la température minimale Tnin, dans le cas présent Tu;n=300 K.

Les relations (2.39) et (2.40) se distinguent par différentes formes du
coefficient d’écrouissage « n ». Dans la premiére approche, 1'éq. (2.39),
« N » est considéré comme constant lors de 1’analyse, tandis gue dans la
seconde approche, 1’éq. (2.40), n(T) est une fonction linéaire décroissante
de la température

nﬂﬁzno[l—iij (2.43)
Te
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ol n, est le coefficient d’écrouissage pour T=300 K et Tf est la température
de fusion. Cette modification est essentielle, wun taux d’écrouissage
représenté par un « n » constant, c’est-a-dire indépendant de la température
est en désaccord avec les résultats expérimentaux pour les aciers dont le
VAR4340. Il est intéressant de noter que malgré un niveau relativement élevé
de dureté aprés traitement thermique (~50 HRC), 1’acier VAR4340 d’une pureté
élevée conserve une certaine plasticité en cisaillement. Cette constatation
donne accés aux calculs analytiques et numériques dont il sera question dans
la partie suivante de cette étude.

La structure de la loi de comportement, 1’éq. (2.41), contient certains
éléments basés sur 1’approche physique des matériaux. Tout d’abord, le
niveau de contrainte est modifié par W(T)/Ho qui tient compte de
1’adoucissement thermique de la structure cristalline. La premiére
expression de 1’éq. (2.41) est tout simplement la contrainte interne et la
seconde est la contrainte effective dépendant de la sensibilité a la vitesse
de déformation et de la température, volr par exemple Klepaczko (1987b).

Récemment, Rusinek et Klepaczko (1998) ont modifié 1'éq. (2.41) afin de
1l'appliquer a 1l'acier ES. Les modifications principales apportées a la
formulation initiale ont été de traduire la sensibilité a la vitesse de

déformation du coefficient d’écrouissage lqﬁ)T) et du module de plasticité

BﬁUT). Cette formulation modifiée a permis de décrire correctement le
comportement de tdles d’acier utilisées en construction automobile. Le
domaine des vitesses de déformations couvert par ce modéle modifié est
10-4<I'<10% s~1. Il est conclu que la formulation développée, 17éq. (2.41),
permet par sa flexibilité de décrire a la fois le comportement d’aciers
fragiles comme le VAR4340 et des matériaux plus ductiles comme 1’acier ES.

L’ adéquation de cette loi de comportement a été réalisée par 1’introduction
d'un parametre de régularisation sous forme de la sensibilité a la vitesse
de déformation, par exemple Lodygowski (1995).

Les constantes des éq. (2.41) & (2.43) sont au nombre de 13 et elles sont
rassemblées dans le tableau 2.4. Afin de mieux illustrer la loi de
comportement utilisée dans les calculs numériques, 1'éq. (2.41) est
représentée sous forme graphique a la fig. 2.9 en 3 dimensions, a savoir, la

limite d’élasticité en cisaillement (I;=0) en fonction de la température et
de la vitesse de déformation de cisaillement, fig. 2.9a. La figure 2.%

montre une surface similaire, mais représentée pour [=1.0.

L'effet de la sensibilité a la vitesse de déformation sur la contrainte de
cisaillement est plus intense a faible température et & vitesses de
déformation élevées, c’est un comportement typique de 1l’acier. La ligne
continue des fig. 2.9a,b montre la limite du terme f4ﬁ)T) dans 1l’'éq. (2.40).

Pour des niveauy plus élevés de déformation plastique, 1l’allure générale de
la surface reste similaire.
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Enfin, une comparaison est faite pour les deux approches du coefficient
« n ». Par exemple, fig. 2.13, pour T=1000 K et Ib=1, la différence dans les
contraintes d’écoulement est de 1’ordre de 30%. Par contre, il n’existe pas

de différence importante sur la contrainte d’écoulement pour n=Cste et n(T),
ceci est présenté sur la fig. 2.14.

Une analyse plus exacte de la loi de comportement (2.41) est décrite par
ailleurs, Klésak et Klepaczko (1996).

1600
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1400 r ... .‘“.__..__.____E_____.._.
1200 |
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800 |~ =
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400 [

200

Contrainte de cisaillement,

.0
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Fig. 2.13 Comparaison des courbes 1(I) pour différentes formulations du
coefficient d’écrouissage: n=Cste et n=n(T)
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Fig. 2.14 Décroissance de la limite élastique en fonction de la température -
comparaison des deux formulations du coefficient d’écrouissage « n »
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2.3.3 CONDUCTION THERMIQUE ET CONDITIONS ADIABATIQUES

Puisqu’une grande partie du travail plastique est convertie en chaleur, la
température d’'un matériau déformé augmente lorsque le temps de déformation
est relativement court. A la limite, la déformation plastique est purement
adiabatique et 1'augmentation de température peut &tre déterminée par
1"intégration de l'équation suivante

( g) i [1—§(F,T)]f1(T)[fz(T)f3 (T, T)+ £ (T 'T)] (2.44)
A

dr JIP(T)C+ (T)

L'énergie emmagasinée dans la structure représentée par E&(T,I) est
généralement une partie du travail plastique total, Bever et al. (1973). La
valeur de & n’excéde pas 0.1. Ainsi, le coefficient de conversion P=1-§(T,T)
est considéré constant et égal & 0.9. Comme p(T) ne dépend que trés peu de
la température, il peut é&tre considéré constant. Bien que 1’expression
exacte de la chaleur spécifique Cy(T) dépende de la température, par exemple

Klepaczko et Rezaig (1996), a des températures supérieures a 300 K elle peut
étre considérée comme constante.

Ces simplifications permettent 1'intégration de 1'éq. (2.44) si f(l") est
connue, c'est-a-dire les changements de la vitesse de déformation au cours
de la déformation sont connus. Ainsi, une forme explicite AT([,T,) est

dérivée pour 1’augmentation de la température durant le processus
adiabatique. Avec ces simplifications, 1’'éq. {2.44) peut étre réécrite

Iy
AT:WSC%m folr,r(r)m, hr (2.45)

Lorsque AT (I, T,) est évalué, on peut fournir les valeurs de At(Iy, To)
Atth(Fm,f',To)—‘cA Fm,f,(To+AT)] (2.46)

ol 17 et 13 sont respectivement les contraintes sous conditions isothermes et

adiabatiques. L'équation {2.46) peut étre utilisée pour comparer les courbes
isothermes et adiabatiques.

Le bilan énergétique conduit a la relation unidimensionnelle suivante

ar oT . 02T
Bt—=pCy ——-A—F (2.47)
ot ot oy?
ou y est la direction de la conduction thermique et A est la conductivité
thermique (constante de Fourier). Toutes les constantes du matériau
associées au couplage thermique sont données au tableau 2.4.
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Tableau 2.4 Constantes du matériau pour 1l’acier VAR4340, ~50 HRC

Const. | Valeur Valeur Unité | Const. | Valeur | Valeur | Unité
n=Cste n(T) n=Cste n{T)

B 1493.0 MPa A 5.047-1074 1/K

™ 80770.0 MPa G 1.036-1077 1/K?

v 0.166 0.39 = D 2914.0 K

n 0.113 éqg.(2.43) - s 622.0 MPa

ng o 0.1354 - B 0.9 =

m 2.78 = A 38.0 W/mK

To 300.0 K P 7890.0 kg/m3

I, 1.6-10°3 - Cy 460.0 J/kgK

fo 106 1/s T 1812.0 K

2.3.4 CRITERE DE RUPTURE EN CISAILLEMENT ADIABATIQUE

L' adoucissement thermique lors d’un échauffement adiabatique entraine
directement 1’instabilité et la localisation et par la suite la rupture par

cisaillement. Dans le cas du cisaillement adiabatique pur, la condition
d’ apparition d’instabilité se réduit & un critére contrainte de cisaillement

maximum dr=0. Cette condition peut é&tre réécrite sous la forme du module

tangent nul (dt/dl'=0) au point d’instabilité (1, Ip).

L’application de la condition d’instabilité di/dl'=0 et d’une forme simple de
loi de comportement, conduisent a un résultat final sous la forme Fm(f‘,r)
lorsqu’un processus de déformation adiabatique est supposé se produire a
vitesse de déformation constante, {1995).
17accroissement de la contrainte d'écoulement, lorsque la vitesse de
déformation augmente, diminue le seuil de 1'instabilité adiabatique. Ce qui
veut dire que I, est
déformation. La sensibilité positive a la vitesse accroit la production du
travail plastique transformé en chaleur, ce processus accélére la formation
de 1’instabilité,

Klepaczko I1 a été trouvé que

réduit avec

1’augmentation de 1la vitesse de

rendant ainsi I fonction décroissante de la vitesse de
contrainte nominale. Plusieurs aciers industriels testés avec la technique
du double cisaillement & des vitesses de déformation variant de 10-3 &
~105 s-1 montrent une évolution substantielle de
déformation, (1994). L'évolution des courbes contrainte-déformation

pour des vitesses croissantes est montrée schématiquement par la fig. 2.15.

la courbe contrainte-
Rezaig

Sur cette figure, les proportions moyennes sont conservées afin de mieux

montrer les effets de la trés grande sensibilité a la vitesse sur les

contraintes d’écoulement et sur la contrainte & laquelle 1’instabilité
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apparait au-dessus de ~103 s-l. Alors que la contrainte 1, croit avec la
vitesse de déformation, les déformations critiques pour apparition de

1’instabilité I, montrent une tendance a la diminution lorsque la vitesse de

déformation dépasse ~103 s71. Il en est de méme pour les déformations a
rupture. A de plus grandes vitesses de déformation, cette rupture est encore
plus soudaine, ceci a cause de la superposition des effets du développement
d’'une bande de cisaillement adiabatique et de ceux des ondes plastiques de
cisaillement.

T

a r -r ->r._.>r
m2 m

Contrainte de cisaillement,

Déformation de cisaillement, [

Fig. 2.15 Schéma illustrant le camportement du matériau en fonction de la vitesse
d’ impact

Afin d'introduire un critere de rupture dans le code de calcul utilisé, la

rupture est supposée démarrer au point d’instabilité dt/dl=0 dans les
conditions de déformation adiabatique (grandes vitesses de déformation),
conduisant ainsi & un critére de rupture basé sur la déformation critique

inélastique I'y=I},. Bien entendu, les valeurs de I}; dépendent de la vitesse
de déformation et & basse vitesse de déformation (conditions isothermes) I'yy
tend vers 1’infini. Pour les trés grandes vitesses de déformations, les

valeurs de I},; sont substantiellement réduites, conformément au schéma de la
fig. 2.15.

Puisque tous les paramétres du matériau dans la loi de comportement (2.41)
ont été spécifiés pour 1’'acier VAR4340, les valeurs de I;=I, ont pu étre
identifiées. Le résultat définitif est montré sur la fig. 2.16, ou les
valeurs calculées de [ sont fonction de log Ty et ou I, est la vitesse de
déformation nominale. Conformément au comportement montré par la fig. 2.15,
la valeur de [}; décroit d'une maniére significative jusqu’a une vitesse de

déformation de ~104 s-1 et se stabilise ensuite.

Dans le cas général, le critére de rupture Ihl(f) conduit a une formulation

de la déformation plastique équivalente Ep(sp) et de 1la vitesse de

déformation plastique équivalente Ep
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- 21,. : . . . . . . ] 2
€p =§[(81—82)2+(82 —-&3 P +(8; —81)2+6(a§2+s§3 +s§l) 4 (2.48)
avec Ep=dgp/dt (2.49)

Le critére de rupture basé sur Ij (F) ou Ep(log?,'p) peut facilement é&tre

implanté dans tout code numérique.

Un autre critére de rupture qui peut é&tre proposé est le critére basé sur la
densité d’énergie de déformation dans les conditions adiabatiques de
déformation. Ce critére peut étre utilisé pour une large gamme de problémes
de dynamique des structures. Le critére le plus simple et le plus utilisé
est celui de Freudenthal (1950) présenté précédemment (voir 1'éq. (2.34)).
Le critére peut étre réécrit en tenant compte des conditions d’adiabaticité

£c
[cag<wy
0

ou Wp est une valeur critique d’énergie par unité de volume sous conditions
adiabatiques, €. est la déformation critique équivalente, G est la

contrainte équivalente et € est une déformation équivalente. La contrainte
équivalente G est égale a

1 /2
E[(O'l —02)2 +(0'2 —G3 )2 +(O'3 -G )2 +6(0'%2 +0'%3 +0'§1)]1 (2.50)

G=
Ce critere indique que la rupture se produit lorsque 1" énergie de
déformation par unité de volume atteint une valeur critique. La valeur
critique g est généralement supposée comme la déformation & la rupture
obtenue par des essais de traction sur une barre. Il est attendu que 1la
rupture se produira a l’endroit ou la déformation équivalente Ec est

atteinte. En général, le critére de densité d’énergie de déformation est
similaire au critere de la déformation critique.

Puisque les déformations adiabatiques dominent dans les chargements
d'impact, le «critére de rupture basé sur la densité d’ énergie de
déformation, tenant compte de 1’instabilité adiabatique, a été spécialement
développé durant cette étude pour une application dans un code numérique.
L'hypothése prise est que la rupture adiabatique a lieu lorsque le travail
total atteint la valeur critique W; pour €.. La loi de comportement (2.41) a

été encore utilisée pour le calcul de 1l'énergie & différentes vitesses de
déformation

Im .
We= [t([)ydl, TI=cste (2.51)
0

ot 1(I')a est la relation contrainte-déformation dans les conditions
adiabatiques.
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Le résultat final sous forme Wc(logf‘) est montré par la fig. 2.16 en

pointillés. Bien entendu, la valeur critique de la densité d’énergie de

déformation diminue en fonction de la vitesse de déformation jusqu’a une
vitesse de déformation en cisaillement ~103 s-1 et se stabilise par la suite
ou encore augmente légérement. Il est intéressant de noter qu’a de grandes
vitesses de déformation 102 s~1<I'<105 s-1 les valeurs de W. obtenues pour
We~175 MJ/m3.
les deux critéres de rupture donnent des résultats similaires, les études
numériques qui vont suivre ont été obtenues avec le critére le plus simple,
c'est-a-dire, celui basé sur la déformation critique équivalente.

1"acier VAR4340 peuvent étre considérées constantes, Puisque
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Fig. 2.16 Criteres de ruine proposés pour le cisaillement

La loi de comportement proposée dans ce chapitre permet une reproduction
efficace du comportement de 1’acier VAR4340. Le nombre de constantes n'est
pas élevé et elles sont faciles & identifier. De méme, le critére de ruine
basé sur la valeur critique de la déformation plastique sous conditions
adiabatiques refléte correctement 1’état du matériau a 1’état de rupture.
L'utilité de ces deux modéles va é&tre démontrée dans les chapitres 3 et 4
lors de leur application dans les simulations numériques par éléments finis.
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Simulations numériques des effets dynamiques
et du couplage thermomécanique sur les géométries
simples. Vitesse d’impact critique

Le chapitre concerne l’estimation de la vitesse d'impact critique (CIV)
en traction et en cisaillement. La CIV en traction étant déja signalée en
1938 d’aprés les essais de Clark et Datwyler, le cas du cisaillement n’a
été étudié que récemment. C’est donc ce dernier qui nous intéresse plus
particuliérement au cours des simulations numériques proposées. la CIV
est & l'origine du piégeage des déformations plastiques résultant des
instabilités thermoplastiques. La définition détaillée de la CIV se
trouve dans la suite de ce chapitre.

Afin d’évaluer la CIV, une étude numérique de la traction et du
cisaillement dynamique, est réalisée sur des géométries simples, telles
qu’une barre cylindrique ou une couche infinie au moyen du code
d’ éléments finis ABAQUS. Le cisaillement est également traité afin de
confronter les valeurs expérimentales et les valeurs calculées de la CIV
pour 1’acier VAR 4340 (~50 HRC) obtenues pour un essais d’impact direct
sur 1’éprouvette en double cisaillement modifiée (Modified Double Shear -
MDS), Klepaczko (199%4ic).

La modélisation de la couche cisaillée a également pour but d’analyser
plus précisément les conditions d’apparition de localisation de la
déformation et d’instabilité dans la zone cisaillée. L'approche
adiabatique du processus est proposée dans la premiére partie, ensuite
les effets de la conduction thermique sont pris en considération. Cette
deuxiéme approche permet une discussion sur les conditions nécessaires
pour un changement de phase dans la zone cisaillée.

Les problémes sont envisagés dans 1’ordre suivant:

e D'abord, la CIV en traction est discutée analytiquement, puis un
apercu bibliographique est présenté, finalement nos propres
simulations numériques de la traction des barres scnt données,

e L'approche analytique de la CIV en cisaillement est suivie par nos
propres simulations numériques d’une couche infinie,

e Discussion des conditions thermomécaniques dans une bande de

cisaillement (transition adiabaticité — conduction thermique).
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3.1 Estimation analytique et numérique de la vitesse d’impact

3.141

critique (CIV) en traction et cisaillement

Le phénoméne de la vitesse d'impact critique (Critical Impact Velocity -
CIV) est étudié. L’existence de la CIV a déja été signalée lors des premiers
essais de traction dynamiques, notamment ceux de Clark et Datwyler (1938).
Lors de ces essais, 1’apparition de la striction au niveau de 1'extrémité
impactée a partir d'une certaine vitesse n’était pas clairement expliquée.

Le méme comportement est également observé lors des essais de cisaillement.
Au-dela d’une certaine vitesse d’impact, les déformations plastiques, sous
forme d’une bande de cisaillement adiabatique, sont toujours localisées prés
de la surface d'impact de la couche cisaillée. De récentes expériences, sur
un acier de construction XC18 et un acier faiblement allié, réalisées par la
technique d’impact direct sur des éprouvettes de double cisaillement
modifiée (MDS), Klepaczko (1994c), ont révélé 1'existence de la vitesse
d’impact critique en cisaillement. En fait, la principale raison physique de
ce phénoméne est le piégeage des déformations plastiques résultant des
instabilités thermoplastiques conséquemment & la propagation des ondes
plastiques.

Le probléme de la CIV est envisagé analytiquement aussi bien pour le cas de
traction que pour le cisaillement. Dans le cas de la traction dynamique,
1'utilisation de la théorie de Taylor-Kirman-Rakhmetulin permet de calculer
la CIV en traction par l’utilisation d’une approche isotherme et 1’emploi du
critére isotherme de Considére, voir 1'éq. (1.11), Karman et Duvez (1950).
L'introduction d'un échauffement adiabatique en traction permet d'avoir une
approche plus exacte, Klepaczko (1968a). Pour analyser 1la CIV en

cisaillement, la condition de stabilité (dt/dl')=0 peut étre utilisée.

APPROCHE ANALYTIQUE DE LA VITESSE D’'IMPACT CRITIQUE DE KARMAN

Le phénoméne de la CIV en traction a été pour la premiére fois discuté
analytiquement par Karman et Duvez (1950) . Karman s'est plus
particuliérement intéressé aux problemes de résistance des structures
chargées par impact au-dela de la limite élastique. Il a congu une approche
basée sur la propagation des ondes plastiques dans le but d’obtenir une
méthode de calcul théorique de 1'énergie absorbée par diverses structures
comme des poutres, des plaques etc. La théorie de la propagation des ondes
élastiques était bien connue & cette époque. Il est devenu évident a partir
de cette théorie que pour certains matériaux, spécialement fragiles (pour
lesquels la rupture survient avant la limite élastique) une vitesse d’impact
critique existe et que celle-ci apparait au point d’application de 1’impact,
alors que le reste de la structure a peu de chance de participer a
1’ absorption d’énergie. Il apparait que si une théorie de propagation peut
étre développée, une telle théorie révélera l'existence d’une vitesse
critique pour les structures chargées au-dela de la limite élastique.

La propagation des déformations élastiques dans une barre cylindrique
soumise & une tension par impact a bien été analysée dés 1807 par Young. Il
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a établi la proportionnalité entre les déformations élastiques et la vitesse

d’impact. La valeur de la déformation élastique ¢ est dans ce cas donnée par
la formule

V; =Cot (3.1)

ou V; est la vitesse d’impact et C, est la vitesse de propagation des
déformations élastiques.

Dans la suite, l’analyse fournie par Karman et Duvez (1950), pour le cas
d'un impact longitudinal, est rappelée:

Considérons un cylindre de dimensions de -w<x<0 et supposons que le point
x=0 est instantanément mis en mouvement avec une vitesse constante V; (voir

également fig. 1.4). Supposons également que la loi de comportement du
matériau est donnée par une fonction de la forme o=0(¢) ou o est la

contrainte et € la déformation. La dépendance des contraintes avec la vitesse
de déformation est négligée. La contraction latérale du matériau, c’est-a-
dire la contribution de la déformation radiale dans 1’énergie cinétique, est
également négligée.

L’équation du mouvement pour un élément de la barre peut étre écrite sous
une forme déja citée, 1'éq. (1.30). Les conditions aux limites sont u=Vjt

pour x=0 et u=0 pour x=-o. La solution du probléme se met sous la forme

e Elasticité u=vi[t+iJ (3.2a)
(o]

o Plasticité  u=Vj|t+—o_ (3.2b)
Cp(e)

avec une valeur imposée des célérités C, et Co(e) qui satisfont les
conditions aux limites & x=0. On constate que cette solution produit une

déformation € constante et égale & V;/C.

Une seconde solution est obtenue en prenant

E 2
S KT (3.3)
p t2

ol Eg =58— . Puisque Ey est une fonction connue de &, 1'éq. (3.3) représente

une solution pour laquelle € est une fonction uniquement de la variable
Co=x/t.

Supposons &=f (Cp); alors le déplacement u a la forme

X 5u x Co
u=“;‘;—é;dx, u=_£‘.(cp)dx, u=t_£}f(cp)c1cp (3.4)

puisque dx=Cpdt. Par différentiation, on obtient
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2
&=C—pf'(cp) et Zi—;l:%f'(cp) (3.5)

et la substitution de 1'éq. (3.5) dans 1’éq. (1.46) donne 1l’une de ces deux
équations

pC2 =E¢ (3.6)
ou f£cp)=0 (3.7)
L'équation (3.7) conduit & la solution exprimée par 1’'éq. (3.2), et l'éq.
{3.6) donne la solution de 1'éq. (3.3).

La distribution de Cp, en fonction de € est présentée schématiquement fig.
3.1.

C= x/c

Déformation, €

Fig. 3.1 Représentation schématique de Cp en fonction de la déformation €

Les valeurs de Ey pour les petites valeurs de € (jusqu’d la limite élastique
du matériau) sont égales a E (module de Young). La propagation des ondes

élastiques se fait & la vitesse Cy,=(E/p)l/2.

Entre les ondes plastiques qui se propagent avec une célérité Cp et les
ondes élastiques, la déformation est variable puisque toutes les
déformations augmentent de € & e+de avec une vitesse égale a la valeur

spécifique de Cy=(E/p)1/2, correspondant a la déformation €.

Le principal probléme est de déterminer la vitesse C, des ondes plastiques

et la déformation maximale g, comme une fonction de la vitesse d'impact Vj.

A partir de 17éq. (3.4), il apparait que

0
A =u(?:'t) . Vi= felcp e, (3.8)

—0

et par changement de variable
€9

Vi =— [Cpde (3.9)
-0

Ainsi, substituant Cyp dans 1'ég. (3.6), 1'éq. (3.8) prend la forme
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Vi = j(—pi] de (3.10)

—c0
Puisque Et est une fonction de g 1'éq. (3.13) détermine g, en fonction
de Vj.

Si la déformation est inférieure & la limite élastique et V;=C.g,, alors

Vi=go (E/p)1/2. RAinsi la contrainte ¢ est donnée par
Go =Eg, =pV;iCq (3.11)

L"équation (3.11) est utilisée wuniversellement pour les calculs des
contraintes produites dans une barre élastique soumis 3 une vitesse d’impact
Vi. Il apparait que 1’éq. (3.11) remplace 1’éq. (3.10) dans le cas ou les
contraintes sont inférieures a la limite élastique. Dans le cas de la
déformation plastique, il existe deux fronts: au-deld du front d’onde

élastique, o0=0; entre le front d'onde élastique et plastique, o croit

graduellement de 0=0 & une valeur maximale o0=0,; derriére le front d’onde

plastique, ¢ a une valeur constante ¢, correspondant & la déformation totale
g, - élastique plus plastique: &§+¢€§.

Alors le membre de droite constituant 1’intégrale de 1'éq. (3.10) a une
valeur maximale, et on obtient une valeur de la vitesse d’impact critique
Vi=Ve (Critical Impact Velocity - CIV). Au-deld de la vitesse d’impact V,
une rupture instantanée du matériau pourrait étre observée.

TRACTION DYNAMIQUE DES EPROUVETTES RONDES

APERCU BIBLIOGRAPHIQUE

Karman a démontré que la CIV en traction peut &tre estimée avec certaines
simplifications par une approche analytique. Dans le contexte de cette
thése, on est plus intéressé par une évaluation de la CIV par méthodes
numériques ou expérimentales. Parmi les méthodes expérimentales employées se
trouve la traction dynamique sur éprouvettes cylindriques. Clark et Wood
(1950) ont effectué des essais de traction dynamique qui ont permis une
observation de la diminution de ductilité au-deld d’une certaine vitesse
critique. Ces essais ainsi que les résultats rapportés auparavant, par
exemple Clark et Datwyler (1938) ont inspiré Karman lors de 1’élaboration de
sa théorie. Ce sujet a été largement discuté dans la littérature, mais
seulement un développement des méthodes numériques a permis un nouveau
regard sur le probléme. Les travaux de la derniére décade semblent &tre plus
complets; ils tiennent compte de tous les phénoménes essentiels comme le
couplage thermomécanique, les effets d’inertie, etc. De notre point de vue,
les travaux les plus intéressants sont ceux qui parlent de la striction dans
les conditions adiabatiques et des vitesses d’impact proches de la vitesse
critique de Karman.

Wood (1965) a comparé les résultats des expériences dynamiques, plus
particuliérement ceux de Clark et Wood (1950), avec des calculs analytiques
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fondés sur la théorie de Karman. Les petites différences entre les deux
provenaient, selon 1’auteur, du fait que la CIV théorique est basée sur les
courbes quasi-statiques. Les résultats expérimentaux d’aprés Wood pour la
Molybdéne (0.5% Ti) et 1l’acier inoxydable 17-7PH sont présentés fig. 3.2a,
en y ajoutant un schéma de la localisation de striction en fonction de la
vitesse d'impact (fig. 3.2b).

Résultats expérimentaux

0.7 —————— " "7 T T T T T T T T T T T
w® i
0.6 k ® Acier 17-7 PH| |
= p ° O Acier VJ-1000
';"U ]
o 0. -
-
5
<} 0. |
o]
o]
o} 0. il
D
E
o 0. -
w“ 1
V]
A 0. -
R I
0 50 100 150 200 250
Vitesse d'impact, V. (m/s)
(a)
“‘ Extrémité .
encastréfe Rupture aléatoire
Extrémité
E) """ G sous impact
-
_ Rupture prés de 1l'encastrement
E
it - | >
-
B I:rj’tiq‘”""'l “' Double striction avec
a rupture 3 1l extrémité sous impact
-~ E/
— ) . = Striction et
Double striction avec . rupture &
rupture 34 l°une des 2 extrémités 1 extrémics
sous impact
(b) Vitesse d'impact

Fig. 3.2 Comportement des éprouvettes rondes lors d'essais de traction, d'aprés Wood
(1965): (a) résultats expérimentaux, (b) schéma de l'apparition de 1la
striction

Klepaczko (1968a) a analysé les conditions d’instabilité pour des essais de
traction. Il a démontré que 1'adiabaticité du processus accélére
1’apparition de 1’instabilité et en conséquence de la striction. Ce fait est
plus prononcé & basses températures, 0<T<100 K. La vitesse d’impact critique
(CIV) a été également envisagée et décrite comme une sorte d’instabilité
sous conditions dynamiques. Les estimations analytiques selon la théorie de
von Karmidn ont été présentées pour plusieurs matériaux. Dans le cas du
cuivre et de 1l'aluminium, il est apparu que la CIV diminue lorsque la
température augmente, fig. 3.3.
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Fig. 3.3 Influence de la température sur la vitesse critique d'impact (CIV), cas de
1’aluminium et du cuivre, d’'aprés Klepaczko (1968a)

Le développement des méthodes numériques a suscité un nouvel intérét dans ce
domaine. Ainsi, dans ses premiers travaux, Needlemen (1971) discute un
critére d’'instabilité 1ié & une bifurcation de 1'état des contraintes de
traction uniformes. Il présente son critére comme étant plus adéquate que
celui de la force maximale. La loi de comportement utilisée est sensible a
la vitesse de déformation, mais sans effet de la température. Kleiber (1984)
propose une analyse identique, mais en utilisant la loi de comportement de
Gurson (1977).

Norris et al. (1978) a introduit dans ses calculs les effets d’inertie lors
de simulations de traction avec des vitesses de 3-6 m/s, ce qui a donné de

bonnes comparaisons entre ses simulations et les expériences de Brigman
(1964) .

Une approche numérique plus avancée a été proposée par Tvergaard et
Needleman (1984). Ils ont utilisé la loi de comportement de Gurson (1977)
avec un critére de ruine basé sur les dimensions critiques des cavités.
L'apparition d'une fissure sous forme d’un zigzag (cup cone) a été obtenue.
Ils ont conclu que cette forme de rupture pouvait étre en partie due au
maillage (éléments triangles), mais cependant c’est un mode de rupture
typique observé lors des expériences.

Tugcu et al. (1990) et Tugcu et Neale (1991) ont analysé les effets
d’inertie sur un retardement de la striction pour le matériau sensible et
insensible & la vitesse de déformation. Tugcu (1991) a effectué une étude
paramétrique des différentes imperfections géométriques ainsi que des
différents paramétres dans la loi de comportement de type exponentielle, a
savoir, le coefficient d’'écrouissage « n » et le coefficient de la
sensibilité a la vitesse de déformation « m ». Il s’est servi des barres
courtes: L/D=2, L et D étant respectivement la longueur et le diamétre de la
barre.

Nemes et Eftis (1993) ont modélisé une éprouvette entiére (avec les attaches
et sans supposer de symétrie par rapport & un plan perpendiculaire a 1'axe
de l'éprouvette et passant par son milieu) ce qui semblait plus approprié
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dans les simulations des problémes d'ondes. Ils n'ont pas introduit
d’imperfections géométriques ni de défaut du matériau, et le critére
appliqué était celui de la valeur critique de la taille des microcavités. La
loi de comportement de Perzyna (1963) a été implantée. L’intervalle de
vitesses appliquées couvert par les simulations était V;=10-100 m/s, ce qui
correspondait & des vitesses nominales de déformations de 500-5000 s-1; 1le
temps de montée choisi était de ty;=50 ps. La striction a été observée proche
d'une extrémité sauf pour des petites vitesses, ol la striction a été
produite au milieu de 1’éprouvette. Le couplage thermique n’a pas été
considéré, mais son rdle comme facteur important adoucissant le matériau a
été souligné.

Knoche et Needlemen (1993) ont observé un déplacement de la striction du
milieu de 1’éprouvette vers l'extrémité chargée malgré un défaut géométrique
au milieu. Ce phénoméne n’a pas été cependant discuté du point de vue de la
vitesse critique et cette valeur critique n'a pas été recherchée. Les
simulations ont été effectuées pour des vitesses d’'impact V;=10-60 m/s avec

le temps de montée t;=10 ps. L'augmentation maximale de la température due a

1’échauffement adiabatique était AT=544 K. Les auteurs ont souligné le réle
majeur de la triaxialité des contraintes.

L’influence de la température a été prise en considération par Tugcu et
Neale (1994). Ils ont démontré un effet déstabilisant de 1’échauffement
adiabatique pendant la striction. Tugcu (1994) a ajouté & ses modéeles
précédents la possibilité pour le processus d'étre non adiabatique, dans ce
cas il a permis la migration de la chaleur & 1’extérieur de la striction. Il
a démontré que, pour les vitesses nominales de déformation inférieures a
2 s-1, une telle approche était justifiée.

Une série de simulations pour des vitesses d'impact V;=0.5-20.0 m/s a été
effectuée par Glema et al. (1998). Les auteurs ont plus spécialement porté
leur intérét sur différentes conditions de chargement aux bords. Le modéle
est chargé symétriquement ou nonsymétriquement. La striction est apparue
dans des endroits différents malgré un défaut géométrique toujours au milieu
de 1'’éprouvette. Ceci est le résultat de 1'interaction des ondes plastiques.
L"augmentation de température obtenue a confirmé 1'adiabaticité du
processus. L’approche présentée permet une estimation de la vitesse d’impact
critique, mais son calcul n’a pas été envisagé.

Un dernier groupe d’articles discutés dans ce chapitre présente des
résultats obtenus par Hu en collaboration avec d"autres chercheurs. On
revient au probléme de la vitesse d'impact critique de Karman. Dans Hu et
al. (1994), une autre vitesse critique est définie: vitesse au-dela laquelle
il faut tenir compte des effets d’inertie. Pour les vitesses dépassant cette
valeur critique, les déformations nominales & la rupture sont toujours plus
élevées que pour les vitesses quasi statiques (sans effets dynamiques). Une
étude paramétrique sur les coefficients «n» et «m» de la loi de
comportement est ensuite présentée: l’augmentation de « m » et la diminution
de « n » rend le matériau plus sensible aux effets dynamiques.

la vitesse d'impact critique (CIV} de Karman est signalée dans Hu (1995).
L’auteur revient aux résultats de Wood (1965), qui sont recalculés par les
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simulations numériques. On trouve les mémes études, mais plus complétes,
dans Hu et Daehn (1996). Ils ont démontré une forte influence des paramétres
«n» et «m» de la loi de comportement sur la valeur de la CIV; les
résultats sont présentés fig. 3.4. Au moyen d’'un modéle simple de Karmin,
insensible & la vitesse de déformation, les vitesses d’impact critiques
(CIV) ont été calculées pour certains métaux industriels (tableau 3.1). Ces
valeurs sont similaires aux valeurs obtenues par expériences; les petites
différences dans la comparaison résultent des simplifications dans les
modéles analytiques.

(m/s)

200|.v.i'...]‘....!|1.‘.H...'.

c

50 : i
m=0.0 analytique

1 L ll - s 1 i '} L A A i 'S A ] I}
0.3 0.4 0.5 0.6

i e
0.2

0 i - i1 i 11 1
0 0.1

Vitesse d'Impact Critique, V

Coefficient d'écrouissage, n

Fig. 3.4 Influence des coefficients « n » et « m » sur la CIV, aprés Hu et Dachm
(1996)

.

Les résultats obtenus par Hu et Daehn (1996) indiquent que la CIV peut étre
considérée comme une valeur caractéristique du matériau, ce que montre sa
dépendance par rapport aux paramétres «m» et «n» de la loi de
comportement. Un accord entre les estimations analytiques et les résultats
expérimentaux obtenus par traction dynamique (simulations numériques et
expérience) confirme 1'utilité de ce type d’essais pour 1’évaluation de la
CIV.

Tableau 3.1
Valeurs de la CIV pour les matériaux choisis, d’aprés Hu et Dachm (1996)

Matériau CIV {m/s]
Pb 21.0
Cu 79.1
Fe 89.0
Mg 59.7
Ni 115.1
Acier AK 52.8
Acier IF 74.5
Acier inoxydable 301 175.0
Ti 74.0
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En cbnclusion, les modéles numériques présentés dans la littérature récente
répondent efficacement au probléeme de la traction dynamique, mais le
probléme n’étant pas épuisé, quelques nouvelles observations sont présentées
dans la suite de ce chapitre. Les résultats numériques de nos simulations
vont démontrer un réle essentiel des conditions aux limites de 1'expérience
(la fixation de 1'éprouvette). Celles-ci influencent considérablement
l’estimation de la CIV. La question se pose également de savoir si la CIV
peut &tre estimée au moyen d’une autre technique expérimentale, par exemple
par un essai de double cisaillement. Ce probléme est étudié au chapitre 4.

MODELISATION PAR ELEMENTS FINIS

Les simulations numériques concernent les éprouvettes cylindriques de
diamétre constant D=5.0 mm et de la longueur L variable, définie par 1le
paramétre L/D. Les valeurs de L/D suivantes sont utilisées: 2, 5, 10 et
infini. Le but de ce travail est d’'étudier les effets de la géométrie de
1’éprouvette sur 1’estimation de la vitesse d'impact critique (CIV) et
d' observer le mécanisme de striction pour différentes vitesses d’impact. Les
simulations ont été effectuées avec le logiciel ABARQUS/Explicit qui permet
une intégration explicite des équations nécessaire pour les problémes
dynamiques envisagés. Les vitesses d’impact appliquées varient de Vi=1 m/s a
V;=250 m/s. La symétrie de révolution de 1'’éprouvette, des conditions aux
limites et du chargement ont permis de choisir un modéle axisymétrique
(éléments de type CAXA4R) ce qui a considérablement réduit la taille du
probléme. L’éprouvette est serrée d'un coété (section B) (voir plus loin les
conditions aux limites), tandis que le deuxiéme cOté est chargé par
1’impact. L'’impact modélisé par une vitesse imposée V; a chaque neud
(section A). Un schéma est présenté fig. 3.5. L'éprouvette a donc une
section constante pour les deux extrémités A et B, fixe pour toute
1"analyse.

a) b)

Fig. 3.5 Eprouvette ronde pour les essais de traction: (a) forme générale, (b)
modélisation par éléments finis
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Afin de modéliser réellement 1'impact direct, les conditions suivantes
concernant la vitesse V; & y=0 (section B) sont proposées. La vitesse

d'impact & y=0 augmente de zéro jusqu’d la valeur finale durant un court
intervalle de temps. Ce temps de montée tp est choisi selon la fonction de
la distribution cumulative de Gauss. La représentation schématique du temps
de montée est montrée sur la fig. 3.6. La valeur de ty est fonction de la
vitesse d’impact V;. La raison principale de ce choix vient de la forme de
la fonction qui donne 1’accélération et la décélération consistant avec

1’intuition physique. La forme mathématique de la fonction du temps de
montée est donnée par

| (x-a)?
Fix)= ex] dx (3.12)
xmJ:;n v21t[32 p[ 2[32

Les valeurs suivantes du temps de montée ont été choisies: tp=10-2s pour

Vi<l m/s, tp=10-¢ s pour 1<V;<20 m/s et t,=10-7 s pour V;>20 m/s. Les valeurs

des paramétres « o » et « B » dans 1'éq. (3.12) sont respectivement a=0.5 et
B=0.125.

A\
i
<

Vitesse 4'impact,

TR 1

m Temps, ¢

o
Clheasrae

Fig. 3.6 Représentation schématique du temps de montée tg

Le serrage de la barre a été modélisé de deux maniéres: dans la premiére
version on a produit un encastrement (tous les degrés de liberté bloqués aux
neuds dans la section B); dans la deuxiéme version la barre était supportée
par une surface de rigidité E/5 (éléments de type ressort) ol E est le
module de Young de 1’éprouvette. Cette deuxiéme approche semble mieux
modéliser le comportement réel du serrage. En effet, lors des essais, un
léger glissement de 1'éprouvette est généralement observé. La valeur E/5 a
été retenue pour toutes les simulations, bien que pour les éprouvettes
courtes (L/D=2) et pour des vitesses d’impact élevées, les allongements des
ressorts deviennent importants par rapport a la longueur de 1/éprouvette
(quelques %). La fig. 3.7 présente des exemples de maillages utilisés.
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i

(a)

(b) (c)

: =

Fig. 3.7 Exemples des maillages des éprouvettes rondes: (a) L/D=infini, (b) L/D=5,
support rigide, (¢) L/D=2, support élastique

La loi de comportement donnée par 1'éq. (2.41) (voir chapitre 2) est
implantée avec les constantes pour 1'acier VAR4340 présentées dans le
tableau 2.4. Pour toutes les simulations, la loi de comportement comprend le
coefficient « n » dépendant de la température qui est donné par 1'éq.
(2.43). Les éléments se rompent pour & une valeur critique de la déformation

lastique €€F¥. La valeur €S a été choisie de maniére & refléter les
P qu o) P

résultats donnés dans la littérature, par exemple Tugcu (1991). Le tableau
3.2 présente une comparaison des valeurs de déformation nominale a rupture

€5T correspondant & différentes sections dans la zone de striction (exemple:

géométrie L/D=infini). Finalement, une valeur constante de 8§r=1.0 a été

adoptée pour toutes les simulations. Il faut noter que c’est une valeur
arbitraire permettant un libre développement de la striction donnée par

,[A/AO-JJ.G (ol A, est la section initiale et A est la section courante) et

pas forcément reflétant le comportement réel de 1’acier VAR4340, ~50 HRC,
qui présente une plastification trés réduite. Ce choix peut étre justifié
par le fait que 1l'on s’intéresse aux effets de 1la triaxialité des
contraintes dans la striction, qu’il est impossible de faire apparaitre dans

des aciers fragiles ol l’on arrive & la rupture avant que la striction ne se
forme.

L'estimation de la CIV pour la traction, donnée par 1l’approche analytique,
semble correcte malgré certaines simplifications. Par contre, il n’est pas
tellement évident de définir la CIV a partir des résultats expérimentaux ou
d’une simulation numérique de 1'expérience. Bien que la CIV soit uniquement
fonction des paramétres du matériau, on est obligé de prendre en compte le
comportement global de 1’éprouvette. Pour les simulations de traction, on a
supposé que la CIV correspond a une vitesse d'impact pour laquelle on
observe une transition d’un mécanisme de striction plus proche a la section
encastrée (B) & un mécanisme de striction plus proche a la section chargée
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(A), ce qui correspond a une diminution des déformations nominales critiques

€5Y. Un tel comportement a été enregistré pour toutes les configurations. La
seule anomalie concerne les éprouvettes longues (L/D=10) encastrées pour les
vitesses d’impact V;~10-50 m/s, pour lesquelles la striction se produit en
alternance sur les deux extrémités de 1'éprouvette. Ce phénoméne pourrait
s’ expliquer par une forte interaction des ondes qui sont dominantes dans les
éprouvettes longues, contrairement aux éprouvettes courtes, ol les résultats
finaux dépendent plus des conditions aux limites.

Tableau 3.2
Valeurs de la déformation nominale critique & la rupture pour différents /A/Ag

gct
A/Ag
V;=10 n/s Vi=60 m/s V;=100 m/s V;=150 m/s
~0.677 0.114 0.196 0.261 0.112
~0.591 0.122 0.204 0.273 0.125
~0.543 0.126 0.210 0.279 0.132
| Striction A l'intérieur A l'intérieur Section A Section A

DISCUSSION DES RESULTATS

Pour les vitesses d'impact les moins élevées, la régle est une striction
prés de 1l’extrémité serrée (comparez les observations de Wood, fig. 3.2).
Pour les vitesses proche de la CIV, une deuxiéme striction apparait de
1"autre coté de 1'éprouvette, les deux strictions existent alors en méme
temps. Finalement, 1l’autre striction (prés de l'extrémité chargée) devient
prépondérante ce qui signifie que 1’on approche de la vitesse d'impact
critique (CIV), fig. 3.8. Pour les vitesses dépassant la CIV, une seule
striction a été observée trés proche de 1'extrémité chargée (A), ce qui
confirme 1'hypothése du piégeage des ondes plastiques dans la zone
d"application de la charge.

La position de la striction en fonction de la vitesse V; pour différentes
valeurs du parametre L/D est illustrée sur les fig. 3.9a-c. Un point
caractéristique est une transition d’un mécanisme de la striction a 1'autre
(proche de B — proche de A). C’est le moment de l’approche de la CIV. Il
faut remarquer que pour les éprouvettes avec le serrage modélisé par les
ressorts, la striction apparait toujours plus proche d’une des extrémités
que dans le cas d’'encastrement. Les mémes observations peuvent étre faites
avec les résultats montrés fig. 3.10 - la méme vitesse d’impact caractérise

le début d'une chute brutale des déformations nominales a la ruine g§¥.
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(a)

(b) (c) (d)

Fig. 3.8 Différents type de striction observés lors de 1'impact: (a) Vi=10 m/s, (b)
(c) V;=120 m/s, (d) V;=160 n/s
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Fig. 3.9 Position de la striction en fonction de la vitesse d'impact V;: (a) L/D=10,
(b) L/D=5, (c) L/D=2
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Fig. 3.10 Déformation nominale critique en fonction de la vitesse d’impact V; pour
différents types d'éprouvettes

La présence des deux strictions en méme temps et la spécificité de leur
formation en fonction de V; est bien visible sur les coupes longitudinales
de 1'éprouvette, fig. 3.11. Pour la vitesse V;=20 m/s, il existe
pratiquement une seule striction proche de 1’extrémité encastrée, bien que
les traces de la deuxiéme puissent étre également remarquées. Pour les
vitesses qui approchent la CIV, on voit clairement une « compétition » entre
les deux mécanismes: les deux strictions se développent parallélement avec
des déformations locales atteignant €=0.6 et des températures locales de
1"ordre de 600K, puis une localisation apparait suivie par une rupture d’un
coéte. Pour la vitesse de V;=180 m/s (au-delda de la vitesse d’impact

critique), on ne trouve qu’une seule striction prés de 1’extrémité chargée.
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Fig. 3.11 Coupes longitudinales de 1'éprouvette - distribution de la température et
de la déformation plastique au moment de la rupture

L'estimation de la vitesse d'impact critique (CIV) pour la traction a eété
effectuée pour une large gamme des vitesses, de 1 m/s jusqu’a méme 250 m/s,
avec les incréments de 5-10 m/s. Les résultats obtenus pour les différentes
configurations de 1'éprouvette sont présentés sur la fig. 3.12. Pour
1’encastrement, on observe un petit effet de la géométrie (L/D) sur
1l’estimation de la CIV: dans le cas de 1l'éprouvette infinie CIV=98 m/s,
cette valeur augmente jusqu’a 125 m/s pour une éprouvette courte (L/D=2).
D'autre part, il semble difficile, méme impossible, d’interpréter comme
fiables les valeurs de la CIV obtenues avec les éprouvettes supportées par
les ressorts. L’augmentation de la CIV par rapport aux résultats obtenus
avec l'encastrement est de 70-90%. On peut conclure, d’'aprés ces résultats,
les solutions analytiques, ainsi que les résultats expérimentaux de Clark et

Wood (1950), que l'estimation avec le modéle parfaitement encastré semble
plus cohérent.

La courbe présentée fig. 3.12 approche asymptotiquement la valeur de la
CIV~100 m/s a partir des géométries L/D=10, on peut donc constater que de
telles éprouvettes longues avec un serrage bien fort peuvent fournir de
bonnes estimations de la CIV.
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Fig. 3.12 Vitesse d'impact critique CIV en fonction de la géométrie de 1l'éprouvette
et des conditions aux limites
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Un comportement schématique de 1'éprouvette est présenté fig. 3.13 en

fonction de la déformation nominale critique €SF(Vi). On peut distinguer

trois zones avec des caractéristiques différentes:

I. La striction se développe proche du milieu (ou au milieu) de
1" éprouvette comme cela est observé pour les essais quasi-statiques; la
valeur de €f* est relativement constante,

II. Au-dela de 1la vitesse V;~20 m/s, on note une augmentation des

déformations €fY, ce qui est di & 1'effet positif de la vitesse de
déformation, mais aussi vient de la « compétition » entre deux
strictions - ce phénoméne est 1ié & la transition d'un mécanisme de
rupture a 1’autre,

III. La vitesse d’impact <critique (CIV) atteinte, une diminution

considérable des déformations e€§F a lieu; cela provient du fait que
seulement une petite partie (proche de 1l’extrémité A) participe au

processus de plastification et la durée de 1l’'essai jusqu’d rupture
devient trés court.

On peut deviner que la méme allure est observée pour les variations de
1’ énergie plastique totale dissipée jusqu’a 1’apparition de la striction. Le
schéma présenté sur la fig. 3.13 est valable aussi bien pour les
déformations critiques ef' que pour 1l'énergie. Cette observation de la chute
importante de 1’énergie plastique dissipée au-delda de la CIV nous permet
d’en déduire des conséquences pour les essais a trés hautes vitesses
d'impact, c'est-a-dire pour les processus de perforation.
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Fig. 3.13 Comportement schématique de 1'éprouvette en fonction de la vitesse
d’ impact Vj

Les changements dans le comportement global de 1’éprouvette sont présentés
sur la fig. 3.14 sous forme de courbes o,(s,) en fonction de la vitesse
d’impact V; (la réaction est calculée sur la cbété d'impact A). On observe
d’abord un comportement typiquement quasi-statique (voir 1la courbe pour
Vi=l m/s), ensuite on passe par les effets d'inertie (un pic sur la courbe)

et de vitesse de déformation (la retardation de la rupture caractérisée par
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1'augmentation des déformations nominales critiques - €§¥~0.15 — gi' ~0.20),
ce qui est représenté par la courbe pour V;=40 m/s. Enfin, on arrive & une
rupture presque instantanée pour 1les vitesses supérieures a la CIV,

accompagnée par une chute brutale des déformations e§F.

Mesure cdté A, support rigide

3000 T | T '! T | T ! T
— I 1 m/s 1
s 2500 .
o 40 m/s
S ] ]
= 120 m/s
o 2000 [l —
q; -
2 1500 =
[u]
1 9] o
e
§ 1000 .
O
500 =
0 L
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25

Déformation nominale, €

Fig. 3.14 Changement du comportement global de 1/éprouvette en fonction de 1la
vitesse d'impact V; - courbes o (g)

On a également comparé les réactions (recalculées en contraintes) mesurées
sur les deux extrémités A et B de la barre. Les figures 3.15a-f présentent
cette comparaison pour quelques vitesses d'impact choisies, notamment, V;=1,
40 et 120 m/s, pour la géométrie L/D=10 et pour les deux types de serrage
(encastrement et support élastique). Une conclusion importante est que le
type de serrage n’influence pratiquement pas la forme des courbes opEy),
surtout pas le niveau des contraintes, ce qui est essentiel et important du
point de vue de la technique expérimentale. Cependant, on observe les
différences entre les courbes obtenues & partir des deux extrémités
différentes. Par exemple, il existe un pic d’inertie pour la courbe mesurée
a la surface d'impact (A) pour les vitesses de 1l’ordre de V;=20-60 m/s.

Lorsqu’on se rapproche de la vitesse d'impact critique, les courbes o,(g,)
mesurées sur les deux extrémités ne sont plus comparables.
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Fig. 3.15 Comparaison des courbes 0(g) calculées a partir des réactions sur les
deux cOtés A et B de 1'éprouvette; vitesses d'impact V;=1, 40 et 120 m/s

Enfin, essayons d'évaluer les effets de la triaxialité des contraintes qui

se développe lors de la formation de la striction. Les fig. 3.l6a-c
présentent les champs des contraintes axiales o071, radiales oy, et de
cisaillement 1 au moment de 1la rupture. Les contraintes élevées de

cisaillement 1t proche de la striction (voir fig. 3.16c) peuvent provoquer la
formation d'un céne (cup-cone) qui est souvent observé dans 1’expérience et
a été modélisé numériquement par Tvergaard et Needleman (1984). Le maillage
proposé (les éléments rectangulaires assez grands) ne permet pas d’observer
une telle forme de striction, car il ne provoque pas une anisotropie dans
les directions inclinées par rapport a 1'axe de la barre. La rupture a une
forme de fissure qui se propage par 1’élimination des éléments dans la plus

petite section de la zone de striction (perpendiculaire & 1’axe longitudinal
de 1'éprouvette).
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Fig. 3.16 Champs des contraintes dans la striction au moment de la rupture: (a)
contraintes longitudinales, (b) contraintes radiales, (c) contraintes de
cisaillement

La figure 3.17 compare les valeurs des contraintes dans les endroits les
plus sollicités dans la striction. Au cours de la premiére phase de la

traction, ce sont les contraintes axiales op; qui dominent, lorsqu’on arrive

a l'instabilité ol la striction commence & se produire, on observe
1" augmentation des contraintes radiales qui vont jusqu’a ~1150 MPa, et des

contraintes de cisaillement T qui atteignent ~720 MPa, ce qui constitue
respectivement 39 et 41% des contraintes axiales. Au-dela de la CIV, ou la
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striction se forme proche de 1’'extrémité de 1"éprouvette, le champ des
contraintes est perturbé par les effets de bord, les relations entre les
contraintes indiquent un état de triaxialité des contraintes encore plus
prononcé. Le probléme de la traction dynamique devrait é&tre toujours
considéré comme un état de contraintes complexe.
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Fig. 3.17 Evolution dans le temps des contraintes dans les endroits les plus
sollicités de la striction

I1 faut également remarquer un inconvénient qui apparalt lors de la
modélisation de 1la traction pour les vitesses supérieures a 1la CIV.
La striction est toujours formée trés proche du bord ot 1'on définit
l"impact (dans notre cas ce sont les vitesses imposées aux neeuds). C’est
évident que les conditions aux limites introduisent certaines perturbations
dans l’état des contraintes & l’endroit de la striction, mais il n’est pas
facile d’évaluer leur réle dans un résultat final. Afin d'éviter une telle
situation, wune solution peut &tre de modéliser 1’ éprouvette avec les
attaches. Ainsi, on fait apparaitre une striction & une certaine distance
des conditions aux limites. Cette solution peut cependant rendre plus
difficile une estimation de la vitesse critique d’impact, Oleszkiewicz et
Klésak (1998).
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Tableau 3.3

Observations du comportement des éprouvettes en traction dynamique 1lors des
simulations par éléments finis

L/D | Support | CIV {m/s] eSF Observations sur la striction

Deux strictions observées; la géométrie

o ¥ N P 1

2 Rigide 130 0.307 L/D=2 péut étre considérée com@e .1mlt?
. pour faire apparaitre deux strictions a

la fois

Deux strictions observées dans un petit
domaine de vitesses d'impact; un long
allongement des ressorts du support par
rapport a la longueur de 1’éprouvette

E/S 244 0.758

Une deuxiéme striction a v;~105 m/s,

. . L
5 Rigide 114 0.265 |traces d'une deuxiéme striction
observés jusqu’a V;~130 m/s; pour V;=10-
50 m/s, la striction apparait a un
endroit arbitraire

Deux strictions visibles a partir de
E/5 195 0.322 Vi~105 m/s; valeurs variables

(augmentant et diminuant) de €§F pour

les vitesses jusqu’a 90 m/s

Deux strictions observées dans un petit
domaine de vitesses d’impact V;~95-

110 m/s; pour V;=10-50 m/s la
localisation de la striction alterne sa
position par rapport au centre

10 Rigide 102 0.230

Deuxieme striction observée a partir de

E/5 162 0.176 V;~130 m/s

Striction au milieu de 1l’/éprouvette
(milieu de la partie modélisée avec les
0 = 98 0.304 |éléments standards) gréce & une
imperfection géométrique (l’exception
dans les simulations).

Pas d'observations de deux strictions
lors d'impact par la CIV

3.1.3 MODELISATION ANALYTIQUE DE LA VITESSE D’'IMPACT CRITIQUE (CIV) EN
CISAILLEMENT

Le phénoméne de la CIV en cisaillement, suggéré par Litonski en 1975, a été
introduit ultérieurement dans la modélisation de la fragmentation par Erlich
et al. (1980). Des formules analytiques simples pour la CIV en cisaillement
ont été présentées par Klepaczko (1994a). Elles confirment les résultats
expérimentaux qui prédisent, pour certains aciers, une estimation de la CIV
de 1l'ordre de 100 m/s. Une étude numérique de la propagation des ondes de
cisaillement unidimensionnelle dans un milieu semi-infini a été faite par Wu
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et Freund (1984). La surface du milieu semi-infini était soumise & une
vitesse tangentielle, dépendante du temps, mais uniforme sur la surface. La
loi de comportement du matériau prenait en compte 1'écrouissage,
1" adoucissement thermique et la vitesse de déformation. Il a été trouvé par
une analyse simplifiée de propagation des ondes et par des calculs
numériques qu'une bande de cisaillement intense peut se développer prés de
la surface. Les profils de déformation et de vitesse prés de la surface ont
été trouvés pour des sensibilités & la vitesse de déformation différentes
(linéaire et logarithmique). Il a été conclu que la bande de cisaillement
intense peut se produire sans avoir besoin dintroduire une imperfection.

Pour analyser la CIV en cisaillement, la condition de stabilité (dt/dI’)=0
peut étre utilisée. Cette condition peut étre satisfaite exclusivement quand
1"échauffement conduit a un adoucissement thermique. Ainsi avec une courbe

contrainte-déformation adiabatique 1a=fa(I') supposée, une telle condition

conduit & un module tangent nul (dt/dl)a=0, et une vitesse de propagation des

déformations plastiques nulle. Cette notion permet une analyse simple de la
CIV en cisaillement.

Dans un premier temps, la condition d’instabilité adiabatique en
cisaillement sera discutée. Supposant l’existence d’'une courbe isotherme et
adiabatique, les relations sont de la forme 1=f(I') et ta=fa(I'), la condition

de stabilité durant le cisaillement adiabatique conduit & la formule

[ﬂ] . (3.13)
dr A

De nombreux auteurs ont utilisé ce critére, par exemple Recht (1964), pour

trouver la déformation d’instabilité I..

Ici, une discussion plus générale du critére précédent est envisagée,
d’apres Klepaczko (1994a), pour une 1loi de comportement de forme
multiplicative

t=£; (T)E, (D)5 () (3.14)

ou T, T et I sont la température absolue, la déformation et la vitesse de
déformation. Dans cette analyse, l'histoire des vitesses est négligée.

Le critere de stabilité sera dérivé des équations (3.13) et (3.14). Aprés
différentiation de (3.14) et son introduction dans (3.13), la relation
suivante est obtenue

(61) (ar) dT (ar) ar
2h) Ao Shala L s (3.15)
O Jpp \OT)ppdl \@F g dl

La condition (3.15) peut étre satisfaite seulement dans des processus de
déformation plastique trés spécifique, 1l'un d'eux est la déformation
adiabatique & vitesse de déformation constante. Ainsi, la condition se
réduit a
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(ﬁ) +(ﬁ)(ﬁ) —0, I'=cste (3.16)
o Jpy \OTAAl'/aprapaTIc

La combinaison de la relation (3.14) et du principe de conservation
d' énergie donne

( dr ) _[-&rDE MEME ) (3.17)
A

dar P(T)Cy(T)

ou &(T,I') est un coefficient tenant compte de 1’énergie stockée dans le
matériau, p(T) est la densité volumique et C,(T) la chaleur spécifique a
volume constant (comparer également 1'éq. (2.44)). En général, les deux
parametres physiques p et Cy sont fonction de la température absolue T. Si

les formes explicites des dérivés partielles obtenues de (3.14) et (3.15)
sont introduites dans (3.16), 1'éq. (3.16) se transforme en

of, - 6f1)1—§
—— |+£2(T I'| — |—==0 3.18
(ar)+ 20e)es (a'r oCy i

Puisque seul f,(I.) dépend de la déformation critique, la forme explicite de
fo(I.) est

_@6,/30) _ pey ]” ’ (3.19)

£,(To)= .
2 [ (B, /0T £5(0) (1-§)

L'expression ([e]1/2 a wune partie réelle et une partie imaginaire.

Formellement la valeur de I'. est obtenue par 1’inversion de 1'éq. (3.19)

T, = £ [}/?2 (3.20)

L’existence de la partie réelle de f(I;) est possible si 1’expression de la
parenthése [e]1/2 est positive. Puisque p, Cy et (1-f) doivent toujours étre
positive et que la fonction de la sensibilité & la vitesse de déformation,
f;;(f), est supposée positive, le seul terme qui peut étre négatif est
(0fp/0F)/(0f1/0T) . Le cas le plus commun est 1’adoucissement thermique qui
conduit a une valeur négative de (0f;/0T), bien slir, si (dfy/dl) est positive
au méme moment. Le rdle d’une sensibilité positive & la vitesse de
déformation est tout a fait intéressant. Ceci est vrai si f3(f) croit avec
la vitesse de déformation I'. Une sensibilité positive a un effet négatif

seulement sur les instabilités adiabatiques, ou [ décroit quand la vitesse
augmente.

Par analogie a la CIV de traction, il est possible de construire un modéle
d’ondes plastiques de cisaillement basé sur le critére d’instabilité
adiabatique (3.13) et (3.19).
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Utilisant la théorie de plasticité classique de la propagation des ondes
élasto-plastiques en cisaillement, 1'équation de la propagation des ondes
est la suivante

02U 02U
$=C2p(r’)§ (3.21)

ol U est le déplacement suivant 1’axe x (voir fig. 1.4); L'onde se propage
le long de 1’axe y perpendiculairement a x.

La vitesse de 1'onde est définie comme

1/2
1d“) (3.22)

Cop(D)=] —
B (p dr
L'équation (3.22) se réduit a C2=a/u/p dans le cas élastique.

Le long des caractéristiques non linéaires Cop=t(dy/dt), la relation suivante
est obtenue

Iy
n{ jczp(r)drivJ=o (3.23)
0

ou V est la vitesse massique, V=(dU/0t), et I'm 1’amplitude de l’onde. Il est

clair que la vitesse de l’onde est nulle si Cop(I'c)=0 et au méme instant
1"intégral (3.21) atteint une valeur maximale. Ainsi

Iy

Vo= [CopD)pdl (3.24)
0

ou I'c est définie par (3.20). La vitesse d’onde dans les conditions

adiabatique de déformation & I =Cste peut étre écrite comme

1/2
Cop=t £, 63 I—i( of; )+f2f3 (3&)5 (3.25)
p |E\dr oT JpCy

Finalement, la vitesse d’impact critique (CIV) en cisaillement est donnée
par

fe (6,6, 1 (of of 1-£ )
Vo= [{ 223 —[ 2)+£2f3(—1j dr (3.26)
sl op [&lar ot JpCy

ot la borne supérieure de 1’intégration est donnée par (3.20).

La forme explicite de I, Cop(T) et V. est possible si la loi de comportement
est suffisamment simple.

L'évaluation numérique de 1l’ensemble de ces équations (3.19), (3.20) et
(3.26) pour une loi de comportement simple confirme que l’ordre de la CIV en
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cisaillement est correcte. Par exemple dans le cas d'un acier de
construction XC18, la CIV trouvée est de 98 m/s, cette valeur est tres
proche de celle trouvée expérimentalement par Klepaczko (1993).

Pour estimer la valeur de la CIV de l'acier VAR4340 a température ambiante,
la procédure appliquée est exactement la méme, seule la loi de comportement
a été changée, 1'éq. (2.41). Les constantes matériels sont définies dans le
tableaux 2.4. Puisque Ll'approche sur les ondes simples est limitée aux
courbes adiabatiques, les courbes utilisées ont été obtenues pour des
vitesses de 104 s-1. L'intégration de (3.24) peut étre faite en deux pas

e I'm '
Vo= [Cpdl+ eop(T)dr (3.27)
0 Te
et
Iy
Ve=Cole+ [Cp(T)Al  avec Co=yu/p et Ve=Vec+Vep (3.28)
e

Pour les aciers de haute qualité, incluant le VAR4340, le premier terme des
équations (3.27) et (3.28) constitue une contribution importante pour la V.
Pour les autres aciers le taux d'écrouissage (0r/d) est substantiellement
réduit et le second terme n'est pas aussi important. Si le coefficient
d’écrouissage n'est pas constant alors 1la localisation nominale est
I=I71=0.170 et les secondes termes sont V.=51.1 m/s et V=63.0 m/s, la CIV
est V.=114.1 m/s. Quand « n » est dépendant de la température, 1la
déformation de localisation I;=0.127 et les deux termes de 1l'éq. (3.28)
contribuent & la CIV de la facon suivante: V=51.1 m/s et V=57.0 m/s, ce
qui conduit & la CIV de V=108.1 m/s. Ces valeurs sont du méme ordre que
celles trouvés expérimentalement sur le VAR4340, V.~130 m/s, Klepaczko
(1993).

L'analyse qui est proposée permet une évaluation approximative de la CIV en
cisaillement. Les conditions initiales et les conditions limites ne peuvent
pas étre définies précisément. Il est clair que la méthode des éléments
finis permet une analyse plus précise de ces phénoménes.

3.1.4 ETUDES NUMERIQUES DE LA COUCHE INFINIE SOUMISE AU CISAILLEMENT

MODELE PAR ELEMENTS FINIS

Le but principal de 1'analyse numérique est d’expliquer les différences
entre les résultats expérimentaux obtenus par 1'impact direct, Klepaczko
(1994b), et les résultats obtenus par la méthode des différences finies ou
les conditions initiales n'ont pas été précisément définies, Klepaczko et
al. (1988, 1993), Klepaczko et Rezaig (1996).

Les détails de la technique expérimentale du double cisaillement avec
1’impact directe sur une éprouvette MDS sont donnés au chapitre 4. Sur la
fig. 3.18a, on présente l’idée générale de ce dispositif. L‘éprouvette MDS

est chargée par un projectile rond de diamétre ¢=10 mm avec des vitesses
d'impact Vi, 1 m/s £ Vi £200 m/s. Elle est fixée sur un tube d’Hopkinson ou
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1’onde transmise est mesurée. Les déplacements de la partie centrale de
1’ éprouvette sont mesurés en fonction du temps au moyen d’un extensométre
optique. Ils existent deux zones de cisaillement d’une hauteur hg, de
longueur « a » et d'épaisseur « b ». Dans 1’expérience réelle, hg=2.0 mm,
a=5.0 mm et b=6.0 mm. La vitesse d’impact est imposée sur la surface de la
zone cisaillée qui est plus proche du c6té chargé par le projectile. Puisque
les déplacements du tube d’'Hopkinson sont pratiquement nuls, la zone
cisaillée de ce cdté ne bouge pas. Ce schéma d’expérience dicte la géométrie
du modéle par éléments finis montré fig. 3.18b. La hauteur de la couche
cisaillée est supposée la méme que dans 1'éprouvette MDS, hg=2.0 mm, la
largeur évolue le long de 1l’axe y par le biais de la fonction (3.29) qui
décrit une imperfection géométrique

. (T
b(y)=bo[1+8ws1n(§—2n%)] (3.29)

ou §,~0.005 est le paramétre géométrique qui constitue une imperfection

de 1%. De plus, la couche dans la direction x est supposée infinie, a—o.
Nous avons voulu utilisé géométrie simple proposée par Klepaczko et Rezaig
(1996), tout en gardant un similitude avec la couche cisaillée de
1’éprouvette MDS. La différence entre la simulation numérique et
1"expérience vient du fait que dans le modéle par éléments finis, on se
limite a une couche infinie, tandis que dans 1'expérience la zone cisaillée
est finie. Cette approche simplifiée présentée ici a pour but d’estimer la
CIV en éliminant & ce stade les effets de la géométrie complexe de
1'éprouvette MDS. Cependant, 1'évaluation numérique de la CIV en
cisaillement pour 1’éprouvette compléte est envisagée au chapitre 4.

a) o
s [

a = 5 mm
bl = 6 mm
b2 = 10 mm
= 10 mm
b) = 14 mm

= 30 mm

Fig. 3.18 Technique expérimentale du double cisaillement, (a) schéma de 1’ impact
sur 1'éprouvette MDS, (b) modélisation de la couche infinie
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L’analyse numérique a été effectuée au moyen des codes d’éléments finis
ABAQUS/Standard avec 1/intégration implicite et ABAQUS/Explicit ou les
équations sont intégrées explicitement, ABAQUS Manuals (1997). D'abord, les
deux modéles ont été appliqués: en 2D (2 dimensionnel), puis en 3D
(3 dimensionnel). L‘état plan de déformation a été envisagé pour les deux
modéles. Cette condition a été obtenue pour le modéle 3D en imposant les
déplacements nuls dans la direction perpendiculaire (direction z) et pour le
modéle 2D en appliquant les éléments du type « état plan de déformation »
disponibles dans ABAQUS.

Dans tous les calculs, sauf pour V;=2-10-5 m/s, les éléments de type CPE4R
(éléments a 4 neeuds, intégration réduite) ont été utilisés. Pour la vitesse
quasi-statique V;=2:10-> m/s, les éléments CPE4T (état plane de déformation,
éléments & 4 nceuds, degré de liberté de température) ont été appliqués.
En prenant en compte les deux modes de cisaillement prévus, trois types de
maillages ont été proposés. Le premier maillage pour le cisaillement au
milieu de la couche (a4 1’endroit du défaut géométrique) présenté fig. 3.19a,
le second pour la transition entre deux modes de cisaillement au milieu et a
la surface d'impact (pas présenté ici), et finalement le troisiéme pour le
cisaillement a la surface d’impact pour les vitesses au-dela de la CIV donné
sur la fig. 3.19b.

(a) (b)

Fig. 3.19 Maillages utilisés dans les calculs par éléments finis: (a) vitesses
d’ impact inférieure a la CIV, (b) vitesses d’impact supérieure a la CIV

Le modéle 3D (voir Klésak et Klepaczko (1996)) a un maillage grossier (40

couches dont la dimension minimale est de ~30 pm), alors que le modéle 2D
était maillé de maniére trés fine.

La figure 3.20 présente la comparaison des résultats numériques pour la
vitesse d’impact V;=20 m/s sous forme de courbes ) a y=0 (partie
supérieure de la couche cisaillée), obtenues & partir des modéles 2D et 3D.
Une bonne corrélation a été trouvée sauf pour les états avancés de la
localisation plastique. Ceci signifie que le maillage grossier (plus

économique) prévoit bien la déformation de localisation Iy), mais un maillage
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plus fin doit étre utilisé afin d’obtenir des résultats précis dans la bande
de cisaillement. Finalement, un maillage 2D avec 60x19 éléments a été retenu
pour les principaux calculs numériques. Trois autres densités de maillage
ont été proposées afin d’étudier 1'effet de densité de maillage, a savoir
15x4, 30x9 et 120x19. La taille d’un élément dans la région ou on attend une
bande de cisaillement devrait respecter &tre en corrélation avec la vraie
largeur de bande observée expérimentalement. Pour 1'acier VAR4340, Beatty et

Meyer (1992) ont trouvé une largeur de bande de 1’ordre de ~10 pm.

Vi=20 m/s
©
Ay
)
[
o
]
> :
S éle 2D ... ..
0,6 Fppea iy
[} : modéle 3D
*c-:’ ;
-~ 0,4
©
“
L
§ 0,2
R I S| (S
r
0 0,2 0,4 0,6 0,8

Déformation de cisaillement nominale, l"u

Fig. 3.20 Comparaison des courbes adiabatiques Ta([) pour différentes modéles des
éléments finis 2D et 3D

A nouveau, 1'impact est appliqué avec le temps de montée t, définie par la
fonction de distribution cumulative de Gauss, 1'éqg. (3.12). Les valeurs
suivantes de tp ont été utilisées: t;=102s pour Vi<l m/s, t,=10-6 s pour

1<vi<20 m/s et tp=10-7 s pour V;>20 m/s.

Le probléme a été considéré soit adiabatique soit avec la conduction
thermique, ceci en fonction de la vitesse d'impact appliquée. Dans le
premier cas, des modifications ont été apportées dans 1'éq. (2.47), c’est-a-

dire éliminer le dernier terme (A=0). Le code ABAQUS fournit les deux
possibilités, cependant, certaines restrictions sont imposées. Ainsi, dans
1"analyse avec la conduction thermique (probléme couplé température-
déplacement), les effets d’inertie doivent étre négligés, par contre, dans
1"analyse avec les effets d’ondes, 1’adiabaticité est imposée.

Dans la suite, on trouvera également une simulation de cisaillement
dynamique, qui tient compte de la migration de la chaleur de la couche en
état de cisaillement avancé. Dans une telle situation, le probléme est
simulé en deux étapes: jusqu'a un certain moment, on conduit une analyse
dynamique adiabatique (ABAQUS/Explicit), puis on permet une conduction
thermique en utilisant ABAQUS/Standard.

Le tableau 3.4 regroupe les donnés des simulations réalisées. La vitesse
d’impact V; augmente de V;=210-5 m/s jusqu’a 160 m/s par 17 pas. Tous les

calculs dans cette série ont été effectués avec le coefficient n(T)
dépendant de la température, 1'éq. (2.43).
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Dans le cas du chargement quasi-statique, supposé avec 1la conduction
thermique, les conditions initiales thermique du premier ordre ont été
appliquées, c’'est-a-dire, une température constante de 300 K sur les deux
surfaces extrémes.

Tableau 3.4

Les données pour les simulations numériques du cisaillement

N° Vi [m/s] I, | I

vy 2%1073 1072 0 e

2 0.2 102 0.346 0.405
V3 2.0 103 0.290 0.576
Vy 20.0 104 0.165 0.580
Vs 40.0 2.104 0.180 0.540
Ve 60.0 3104 0.185 0.560
V4 80.0 4104 0.210 0.630
Vg 90.0 4.5.104 0.220 0.640
Vg 100.0 5.104 0.220 0.660
Vig 105.0 5.25.104 0.210 0.470
Vi1 110.0 5.5-104 0.200 0.350
V1o 115.0 5.75-104 0.180 0.270
Vi3 120.0 6-104 0.008 0.159
V14 125.0 6.25.104 0.007 0.120
Vis 130.0 6.5.104 0.006 0.020
Vig 140.0 7104 0.002 0.008
Vi7 160.0 8104 0.002 0.007

RESULTATS DES CALCULS NUMERIQUES

La fig. 3.18b définie également les positions des sections analysées A et B.
La section A est localisée en haut de la couche (y=0) ol la vitesse d'impact
Vi est imposée. La section B est localisée au centre de la couche ou le

défaut géométrique produit une faible diminution de la surface de la
section. Les symboles des figures qui suivent sont expliqués ci-dessous:

¢ Déformation de cisaillement plastique Ip est la déformation du
cisaillement courante dans la section A,

o Déformation de cisaillement plastique Iy est 1la déformation du

cisaillement courante dans la section B,
e Deformation de cisaillement critique I3 est la déformation
correspondante a la condition 0Oty/0l=0 (contrainte maximale) et peut é&tre

estimée a partir des courbes t(I}),
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¢ Déformation de cisaillement «critique TI,. est la déformation
correspondante au module tangent minimale dt/d=—7-103 MPa et peut é&tre
estimée & partir des courbes 1(I}),

® 1T est la contrainte de cisaillement a y=0, habituellement déterminée

avec la géométrie de 1’éprouvette en double cisaillement (MDS).

L'effet de la température sur le coefficient d’écrouissage « n », 1'éq.
(2.43), a été examiné. Les résultats sous forme 7ta([) en condition
d’adiabaticité pour une vitesse V;=20 m/s sont présentés fig. 3.21. Si « n »
dépend de la température, le point de localisation (%, Iy), ou 1, est la
contrainte de cisaillement maximale et Iy =Ij) la déformation de cisaillement
nominale correspondant & 1, est décalé légérement par rapport au résultat
obtenu pour n=Cste: les valeurs respectives sont I;=0.235 et [,;=0.174. La
déformation de cisaillement nominale [, est définie par le gradient du
déplacement principale a y=0, Iy=Ax/hg, fig. 3.18b, avec hg=2.0 mm. Par
contre, il existe une grande différence entre les valeurs des déformations
critiques I} .. La déformation de localisation finale est définie dans tous

les calculs numériques par le module tangent minimale 0&t/d,=-7-103 MPa. Si

« n » dépend de la température, la déformation de localisation décroit
substantiellement. Ceci indique 1’importance de la température sur le
coefficient d'écrouissage pour les aciers, Klésak et Klepaczko (1999).

V1 = 20 m/s

T (GPa)

ay=0,

Contrainte

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0
Déformation de cisaillement nominale, Fn

Fig. 3.21 Comparaison des courbes adiabatiques Ta([) pour les deux formulations du

coefficient d’'écrouissage « n »

A basses vitesses d'impact et en raison de 1’imperfection géométrique, la
localisation apparait au milieu de la couche qui est la section B. Par
contre, a grande vitesse d’impact au-dela de 103 m/s, la localisation
apparait pres de la section A. Ceci est présenté fig. 3.22 ou le champ des
déplacements est tracé pour deux vitesses d’impact: V;=20 m/s et V;=130 m/s.

Un changement complet du champ des déplacements entre le mode quasi-statique
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et dynamique est observé. Cette transition est due & la vitesse d’impact
critique (CIV) en cisaillement.

I 1
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Fig. 3.22 Champs des déplacements pour les deux vitesses d'impact: (a) V;=40 m/s,
(b) V;=130 m/s

Les différences dans l'évolution de la déformation du cisaillement dans la
section A et B en fonction de la déformation nominale I, (qui est la
représentation de Marciniak) sont présentées respectivement pour des
vitesses V;=20 m/s et V;=115 m/s sur les fig. 3.23. Bien que la vitesse de

déformation nominale sur la fig. 3.23a soit I';=10% s-1, 1’évolution de TIj

et Iz est typique pour une couche avec une imperfection déformée de maniére
quasi-statique. Au contraire, la courbe de Marciniak fig. 3.23b pour une
vitesse d’impact de 115 m/s, f‘n =5.75-10* s-1, est complétement inversée, la
localisation apparait dans la section A, 1'évolution des déformations

plastiques dans la section B est substantiellement réduite. Cela indique que
la vitesse d’impact 115 m/s est trés proche de la CIV en cisaillement.
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Déformation de cisaillement, I'i Déformation de cisaillement, l'A

Fig. 3.23 Diagrammes de Marciniak de 1'évolution des déformations de cisaillement
aux sections A et B: (a) V;=20 m/s, (b) V;=115 m/s
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Une comparaison des distributions spatiales de la vitesse de déformation
locale pour quatre vitesses d'impact V; en fin de localisation,
Ot/0l=-7-103 MPa, est présentée fig. 3.24. Pour une vitesse d’impact de
130 m/s toutes les déformations plastiques sont localisées a y=0 (section A)
indiquant un blocage des ondes plastiques de cisaillement. Une tendance
similaire est observée sur la distribution spatiale de 1la température pour
les mémes vitesses d'impact, fig. 3.25. Il est clair que la croissance
maximale de température au centre de la zone cisaillée peut atteindre
1000 K. Ceci a été confirmé par le microscope électronique & balayage (SEM)
pour un acier VAR4340, Klepaczko {1993).

v 5 10°
a I
o ! ‘ L
--=V, = 40 m/s
. 4 10540 i /
5 ] ——V, = 100 m/s
.H ‘I .
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Fig. 3.24 Distribution spatiale de la vitesse de déformation au moment de la
rupture pour différentes vitesses d’impact V;

1200
-—V, =40 mw/s | | i
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600144
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Fig. 3.25 Distribution spatiale de la température au moment de 1la rupture pour
différentes vitesses d’impact V;

La vitesse de déformation locale dans la section A est également treés

grande, par exemple pour une vitesse d’impact de 130 m/s, I,=2-106 g-1,

fig. 3.24. Il est intéressant de noter que pour une grande vitesse de
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déformation, mais inférieure a la CIV, les valeurs maximales pour la vitesse
de déformation et la température sont décalées du centre. Ceci est du a la
propagation des ondes plastiques a l’intérieur de la couche. Une autre
observation est une faible croissance de la déformation de cisaillement
nominale de localisation I,; & partir de 40 m/s. Ceci est provoqué par la
compétition entre les deux champs de déformation extrémes, fig. 3.22. Ce
comportement est également décrit par la fig. 3.24.

L'observation la plus importante est que les courbes Tta(I}) différent
substantiellement pour différentes vitesses d’impact. Ceci est démontré
fig. 3.26. Dans le domaine des faibles vitesses d’impact les courbes 1a(I7})

refletent le comportement réel du matériau, ceci est vrai jusqu’a Vi=40 m/s,

['~2:104 s-1. Les courbes ta(I,) déterminées & cette vitesse montrent un pique
caractéristique de contrainte pour de faibles déformations. De plus, la
pente initiale dans le domaine élastique devient plus raide que celle
estimée avec le module de cisaillement. Cela résulte de 1’interaction des
ondes plastiques et de 1l’instabilité adiabatique prés de la section A. Aux
vitesses d’impact encore plus élevées, le maximum de contrainte de
cisaillement survient pour les trés petites déformations nominales, ceci est
présenté sur la fig. 3.26, courbe « 5 ».
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Fig. 3.26 Courbes 1([) pour cing vitesses d’impact V;; déplacements déterminés a
partir de la section A

Les pentes (0U0l')p aprés le maximum de contrainte sont décroissantes et elles

diminuent trés rapidement lorsque les vitesses d’impact sont assez élevées.
Cela indique que la CIV est atteinte. Les points d’instabilités apparaissent

presque instantanément. La figure 3.27 présente les pentes des courbes 1a(I7h)
(normalisées par B - le module de cisaillement) en fonction de la vitesse
d’impact Vj. A basses vitesses d’impact les pentes sont égales a M, par

contre pour les vitesses plus élevées elles deviennent plus raides. Les
pentes normalisées sont également fonction du temps de montée tp.
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Fig. 3.27 Pentes nominales des courbes 1, (I)

La séquence précédente montre clairement 1’évolution substantielle de la
contrainte de cisaillement déterminée & y=0 quand la vitesse d’impact croit.
Chaque courbe peut é&tre déterminée & partir du test.

Il est clair que le phénoméne de la CIV est un processus ol la transition
n'est pas instantanée. Par conséquence, la solution analytique pour la CIV
présentée auparavant peut fournir une valeur approximative de la CIV en
cisaillement. La valeur analytique de la CIV obtenue pour 1’acier VAR4340
est ~110 m/s, elle est presque du méme ordre que celle calculée par la
méthode des éléments finis. La CIV estimée pour cet acier par les
simulations numériques est de 103 m/s, qui est le début de la zone de
transition de la CIV.

La figure 3.28 montre 1l'effet de la densité du maillage sur la réponse
globale du modéle. Il est clairement démontré une bonne formulation du
probléme mais aussi une dépendance du maillage (Secondary Mesh Dependence)
dans la zone de localisation. Pour les maillages différents, les différences
des deformations plastiques locales dans la couche cisaillée avoisine 100%,
Klésak et Klepaczko (1997). La discrétisation 60x19 peut étre considérée
comme la limite basse et qu’un maillage plus dense serait plus approprié.
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Fig. 3.28 Influence de la densité du maillage sur le courbes 1,(I), V;=40 m/s
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Finalement, la série compléte de calculs était focalisée sur 1’analyse du
point d’instabilité déterminé par Ora/d[=0 et le processus de localisation
jusqu’a (Otn/0l)min=0. Le principal paramétre imposé dans ces calculs était
la vitesse d'impact V;. Toutes les valeurs de la vitesse V; avec les vitesses
de déformation et les valeurs obtenues pour I} et Iy, sont présentées dans
le tableau 3.4. La principale conclusion obtenue a partir de ce tableau est
que les conditions isothermes de déformations (V;=2-10-5 m/s) et 1’absence

d’adoucissement thermique conduit & une déformation d’instabilité infinie.
Par contre, quand la vitesse d’'impact augmente, notamment & partir de

Vi=0.2 m/s, les déformations de localisation sont finies, I;;=0.346. Ainsi
une croissance de la vitesse imposée V; méne & une décroissance de 1la
déformation critique. L'ensemble de toutes les valeurs I; et [ du tableau
3.4 sont également présentés sur la fig. 3.29 en fonction de la vitesse
d’impact Vi. La séquence des points indique une interprétation complexe du
couplage thermique et du processus de propagation des ondes. Trois zones
peuvent étre observées: dans la premiére zone le rapport de la déformation

de localisation Ipj; sur la déformation d'instabilité T, est presque
constant. La seconde zone ol la vitesse varie de V;=103 m/s a V;=130 m/s est

caractérisé par le début du blocage des déformations thermoplastiques par
les ondes plastiques. Le changement le plus substantielle sur la déformation

de localisation apparait entre V;=115 m/s et V;=120 m/s, les valeurs de I’
sont respectivement I;=0.18 et I[;;=0.008. Une transition similaire apparait

pour les déformations d’instabilité I, & vitesses légérement plus hautes,
respectivement entre V;=125 m/s et V;=130 m/s. Finalement, dans la troisiéme
zone ou la vitesse d'impact est supérieure a 130 m/s, le blocage des
déformations est complet, 1’'instabilité est instantanée et apparait pour de
petite déformation, celle-ci est de 1’ordre de 0.002.
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Fig. 3.29 Déformations nominales de localisation et d’instabilité en fonction de la
vitesse d' impact Vj
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La CIV en cisaillement a des conséquences importantes sur le processus de
fragmentation. Les expériences réalisées avec 1'éprouvette MDS fabriqué en
VAR4340, Klepaczko (1993), indique clairement une décroissance de 1'énergie
de rupture lorsque la vitesse d’impact atteint ~130 m/s, fig. 3.30. Pour
estimer 1’énergie de rupture par la méthode des éléments finis en fonction
de la vitesse d'impact, les courbes t(I') ont été intégrées jusqu'a la
déformation de localisation I};. Les résultats pour toutes les simulations
sont montrés fig. 3.31. Dans la premiére région une énergie de rupture qui
augmente jusqu’a E=681 MJ/m3 pour une vitesse de 100 m/s. Dans la seconde
région, une décroissance considérable apparait pour une vitesse d’impact
Vi=130 m/s ol le niveau d'énergie atteint 8 MJ/m3. Ainsi, 1'énergie décroit
pratiquement de cent fois. Différentes échelles doivent étre utilisées pour
montrer le niveau d’énergie pour des vitesses excédant 130 m/s.
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Fig. 3.30 Déformation critique a rupture en fonction de la vitesse logarithimique
de déformation, cas de 1’acier XC18, d’aprés Klepaczko (1993)
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Fig. 3.31 Energie plastique dissipée jusqu’a la rupture en fonction de la vitesse
d’ impact Vj
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SYNTHESE

L"étude des instabilités plastiques par les ondes et 1'échauffement
adiabatique a relevé plusieurs nouvelles caractéristiques. L'observation la
plus importante est la transition du déplacement et du champ des
déformations. A faible vitesse d’impact ~40 m/s, les champs des déformations
sont identiques & ceux obtenus par chargement quasi-statique. Quand la
vitesse d'impact excéde 40 m/s, les champs de déformations présentent des
distorsions en raison des ondes plastiques et une compétition apparait entre
les deux mécanismes de déformation, le mode quasi-statique et le nouveau
mode de déformation imposé par les ondes plastiques. Quand la vitesse
d’impact excéde 103 m/s, le second mode domine et la CIV en cisaillement est
atteinte. Si la vitesse d’impact excéde 130 m/s le blocage complet des
déformations apparait au niveau de la zone d’'impact. Ceci est du aux
instabilités thermoplastiques causées par les ondes plastiques.

En conclusion, 1’analyse par les éléments finis a révélé que la CIV en
cisaillement est un processus de transition entre les deux modes pour une
certaine plage de vitesse, dans le cas présent 103 m/s<V;<130 m/s. la
méthode analytique discuté précédemment peut seulement &tre utilisée comme
premiére approximation pour déterminer la CIV en cisaillement.

I1 a été confirmé que la technique expérimentale avec 1’éprouvette MDS
chargée par impact direct est un outil efficace qui permet d’obtenir les

courbes 1-I' & grande vitesse de déformation (~5-104 s-1). Cette technique
permet également de déterminer la CIV en cisaillement. Malgré quelques
différences dans la géométrie étudiée par les éléments finis et celle
utilisée expérimentalement, une bonne corrélation a été trouvée entre
l’expérience et 1’évaluation numérique de la CIV en cisaillement pour un
acier VAR4340.
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3.2 Simulation numérique de la couche cisaillée en tenant compte
de la conduction thermique

3.2.1 HYPOTHESES

Dans les simulations du cisaillement présentées auparavant, les conditions
adiabatiques ont été retenues pour toute la durée du processus. Cette
approche est justifiée pour les vitesses de déformations excédant 10 s-1.
Cependant, 1l faut également noter qu’elle n’‘est plus en accord &
1l’intérieur des bandes de cisaillement bien avancées. Ces bandes peuvent
subir une transformation suite & une augmentation de la température jusqu’a
~1200 K pendant quelques microsecondes. Ceci correspond & une situation ou
la bande est refroidie (trempé) par le matériau voisin. Il est bien évident

que le mécanisme de la transformation aey—martensite est trés sensible aux
conditions thermiques et cinétiques du processus. Giovanola (1988a,b) a
étudié la structure de la bande de cisaillement en utilisant le microscope
électronique. Ces observations ont confirmé une existence du changement de
phase dans la couche cisaillée, le phénoméne qui est 1ié au refroidissement
brutal de cette couche par la migration rapide de la chaleur vers
1'intérieur du matériau.

Ces arguments suggérent la nécessité d'une étude plus profonde de la couche
en cisaillement ou la conduction thermique doit étre prise en compte. Avant
d'aborder une telle approche, il faut étre conscient de la capacité du code
numérique que 1l‘on veut appliquer. La méthode d’éléments finis modélise bien
le probléme, quoique les nuances du changement de phase ne soient pas
faciles a observer. Un couplage des effets dynamiques (intégration
explicite) avec la conduction thermique (intégration implicite), en vy
ajoutant un critére de stabilité pour des cas avec la conduction, 1’éq.
(1.82), rend difficile de considérer un tel probléme globalement. Une
solution souvent proposée consiste a découpler le phénoméne, c’est-a-dire,
d"abord simuler un processus dynamique adiabatique et ensuite importer ces
résultats dans le module qui tient compte de la conductivité thermique. Une
telle méthodologie est proposé pour les études discutées ci-aprés.

Les études numériques présentées dans ce chapitre ont pour but d’évaluer des
effets de la conduction thermique dans une bande de cisaillement et pas
forcement de démontrer 1’existence du changement de phase. Néanmoins, on
peut en formuler les suggestions sur les conditions nécessaires pour que le
changement de phase se produise. La transport de la chaleur influence
également la largeur de la bande, mais ce probléme n’est pas discuté vue le
maillage insuffisamment dense.

Les conditions du changement de phase avec la transformation martensitique
ont été largement discutées par Nishiyama (1978). Cet ouvrage, ainsi que les
travaux de Leblond et Devaux (1984), Fuhrman et Hoénberg (1997) et Kuczma et
Mielke (1998), ont aidé de définir des conditions limites pour les
simulations proposées.
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Les diagrammes du temps et de la température qui montrent les conditions
nécessaires pour une transformation martensitique sont d'un aspect important
a considérer. La figure 3.32 présente schématiquement les courbes T-t, ou
les possibles solutions sont marquées.
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Fig. 3.32 Représentation schématique des courbes T-t

Les approches empiriques existent qui permettent décrire des changements de
phase dans les métaux. Leblond et Devaux (1984) proposent un modele pour la
description des transformations métallurgiques anisothermes dans les aciers,
valable aussi bien pour les transformations contrélées par la diffusion que

pour les transformations martensitiques. L’équation d'évolution est donnée
par

5e Zeq(T)—2

(3.30)
£(T)

ol deux fonctions de la température sont introduites: zeq(T) est la fraction
d'un équilibre, c'est-a-dire obtenue pour le temps infini & température
constante, t(T) représente le temps caractéristique de la transformation; z
est la fraction du matériau qui a subi une transformation.

Ce modéle peut étre facilement appliqué a la  transformation

austénite—martensite. Pour la plupart d’'aciers, la proportion de 1la
martensite ne dépend que de la température T et le temps t de la
transformation. La définition de zeq(T) peut produire certaines difficultés

{la phase martensitique est loin d'étre en équilibre thermodynamique), mais
le modéle reste valable si les valeurs de zeq(T) et t(T) sont appropriées.

Fuhrman et Honberg (1997) donnent une autre formule pour établir la quantité

de la martensite my produite durant la transformation austénite—martensite

m(tg)=0 (3.31)
me (£)=(1-m(t))f; (T)H(-T; ) (3.32)
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ou f3(T) est fonction de la température et H est 1'approximation de 1la
fonction de Heaviside. Il vient de cette équation que si la température ne

diminue pas, -T20, la transformation n’a pas lieu.
t p

La transformation de phase dépend de la compétition de deux effets opposés
sur la variation de la température. Il s’agit de 1’augmentation due au
travail plastique dissipé et la diminution & cause de 1’évacuation de 1la
chaleur liée a la conduction thermique. La transformation en martensite est
possible si le refroidissement rapide de la bande a lieu avant qu’une
rupture apparaisse.

I1 n'y a pas une réponse unique & la question & quel moment la
transformation martensitique ait lieu ? Est-elle possible lors du processus
de la formation d’une bande ol seulement le refroidissement aprés 1l’arrét de
la formation de la bande peur la permettre ? Cette question reste ouverte et
1'approche présentée ci-aprés ne prend aucune position fixe. Les deux
hypothéses ont été formulées pour les simulations numériques, Klésak {1999):

1. Une bande de cisaillement se développe jusqu’a la localisation bien
profonde (les températures et les déformations plastiques locales
élevées), mais le processus est brusquement arrété sans rupture. Dans la
situation réelle, on peut imaginer un matériau soumis a des
sollicitations dynamiques ou il y a plusieurs bandes de cisaillement en
train de se former, mais une rupture se produit seulement dans certaines
bandes. Dans la bande qui reste compléte (pas de rupture) on peut
identifier une transformation résultant du refroidissement rapide.

Selon cette hypothése, on simule 1’impact (V;=60 m/s) sur une couche afin

de produire une bande de cisaillement bien développée (I~1.5, T~1000 K)
dans les conditions adiabatiques du processus {logiciel
ABAQUS/Explicit). Les résultats finaux (champ des températures,
géométrie déformée) sont importés comme les conditions initiales dans la
deuxiéme partie effectuée avec ABAQUS/Standard ou la conductivité est
prise en considération. Seul le champ de température est imposé et le
couplage thermomécanique n’a pas lieu.

2. On peut supposer une situation oli la chaleur fournie par le travail
plastique est équilibrée, puis dépassée par le refroidissement di a la
conduction thermique. Il faut noter que les gradients de la température
observés dans la bande sont trés élevées et un tel cas semble
raisonnable. La vitesse de déformation reste supérieure a zéro au cours
du processus entier.

Selon 1’'hypothése 2, le modéle est soumis & une vitesse constante
(Vi=60 m/s) pour toute la durée du processus. La premiére idée était

d’effectuer une analyse des séquences courtes (~1-2 us) ou le probléme
dynamique était suivi par le probléme thermique et ainsi plusieurs fois
jusqu’a la rupture supposée. Le champ de température de 1’analyse
adiabatique devenait le champ initial pour le probléme avec la migration
de la chaleur. Il s’est trouvé cependant que les effets des ondes
introduisaient les graves perturbations dans chaque pas et les résultats
semblaient s’éloigner des estimations quantitatives. Finalement, on a
proposé la solution suivante: une analyse dynamique adiabatique a été
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effectuée avec une étude paramétrique sur le coefficient B (voir
17éq. (2.44)) qui définie la quantité du travail plastique transformé en
chaleur. Seulement aux certains moments du processus, une influence de
la conduction thermique a été vérifié pour différents coefficients de

conductivité A. Une comparaison directe de 1’augmentation de 1la
température due au travail plastique et la chute de 1la température
résultant de 1la conductivité a permis de tirer des conclusions
concernant les conditions du changement de phase.

3.2.2 MODELISATION PAR ELEMENTS FINIS

Model 1 (selon 1l'hypothése 1): La figure 3.33 présente les conditions
initiales pour 1’analyse. lLes éléments avec les degrés de liberté de type
température ont été appliqués (CPEAT). Les données du matériau ont été
retenues des exemples précédents (voir tableau 2.4). Les bords sont supposés
isolés (flux de chaleur=0).
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Fig. 3.33 Conditions initiales pour 1l'analyse de la conduction thermique: (a)
maillage déformé, (b) champ des températures

Model 2 (selon 1'hypothése 2): Le modéle est analysé entiérement avec les
effets dynamiques et les conditions adiabatiques. Une vitesse constante de
Vi=60 m/s est appliquée aux neuds de la surface supérieure. Une étude

paramétrique du coefficient P et A, qui sont respectivement la quantité du

travail plastique transformé en chaleur et la conductivité thermique, a été
effectuée pour les trois moments de l’analyse.

DISCUSSION DES RESULTATS

D'abord, le modéle 1 a été analysé. Les fiqures 3.34a,b présentent les
températures obtenues pour les vitesses d’impact Vi=20 m/s et V;=60 m/s pour
différents moments de 1’analyse thermique. Le premier champ de la
température (t=0) correspond & 1’état final de 1’analyse dynamique. Pour la
vitesse V;=60 m/s on voit une zone plus large autour de la bande ou les
températures sont élevées, ce qui peut étre traduit par la sensibilité a la
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vitesse de déformation plus prononcée pour une vitesse d’impact plus élevée.
Pour la vitesse V;=20 m/s la zone fortement chauffée est plus étroite.
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Fig. 3.34 Coupes longitudinales de la couche cisaillée - champs des températures
pour différents moment de l’analyse: (a) Vij=20 m/s, (b) V;=60 m/s

La figure 3.35 montre l'histoire de la température dans les différents
points de la couche cisaillée. Au point @ on remarque un changement de
phase. La température de changement de phase (T~900 K) et 1'énergie de
transformation (E~640 J/kg) ont été supposées d'aprés Nishiyama (1978) et
Kuczma et Mielke (1998). La transformation de phase a duré 300 ps, ce temps
tres court semble indiquer une transformation en martensite (comparer la
fig. 3.32 avec les courbes T-t). Le reste de 1’éprouvette cisaillée reprend
la chaleur & partir de la bande de cisaillement et la température se
stabilise finalement aprés quelques seconds.
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Fig. 3.35 Histoire de la température pour différents points de la couche cisaillée
Les figures 3.36a,b présentent les champs de la température pour les deux
moments de l'analyse, t=0 et t=500 ps. Le changement de la température est
bien visible, bien qu’il ne soit pas uniforme sur toute la largeur du
modéle. Ceci est expliqué par le voisinage trés proche des conditions aux

limites (isolation) sur les bords paralléles a la direction de la flux et
due aux inclinations de ces bords données par la géométrie initiale
déeformée. Le choix du modéle relativement étroit dans cette direction
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(1.0 mm) était dicté par les raisons techniques (long temps de calculs),
mais 1’identification des températures dans la section transversale au
milieu de la couche devrait étre fiable.
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+6.97E+02

Fig. 3.36 Champs des températures pour les deux moments de 1l'analyse: (a) état
initiale & t=0, (b) état a t=500 ps

On peut conclure que la transformation du matériau peut se produire si les
conditions thermiques nécessaires sont satisfaites. La duré de la
transformation dépend linéairement de 1’énergie du changement de phase et ce
paramétre doit é&tre introduit avec les précautions.

Une autre série des résultats a été obtenue a partir des calculs effectués
selon 1’'hypothése 2. La figure 3.37 présente un comportement du modéle donné
par la courbe globale contrainte-déformation avec les trois points pour
lesquels on a fait 1'étude. Ces points correspondent aux trois moments au

cours du processus, respectivement t=6.4 ps, t=16.4 ps et t=19.2 ps. la
figure 3.38 montre l’histoire de la température au milieu de la bande de
cisaillement, ou les trois points sont également indiqués. La courbe
principale reflet une augmentation de la température pour les conditions
adiabatiques typiques. D’autre part, pour les trois points, les quatre
courbes montrent un comportement hypothétique de la bande pour différents
coefficients P et A. Ainsi, on ajoute une courbe qui correspond a f=0.1
(seulement 10% du travail plastique transformé en chaleur). Ceci a pour
effet une réduction considérable de 1'échauffement adiabatique. Bien
entendu, cette manipulation plutdét artificielle remplace des modifications
qui aurait pu étre appliquées directement a la loi de comportement, car
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cette derniére montre une assez faible décroissance des contraintes avec la
température. Pour les températures de 1’ordre de 1000 K, le matériau
implanté dans le code perd la moitié de sa capacité portante, tandis que
certains auteurs ont rapporté une chute de 7-10 fois, par exemple Bai et
Dodd (1992). Le probleme est schématiquement montré sur la fig. 3.39.
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Fig. 3.37 Courbe globale t(I') avec les points considérés dans l’analyse
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Fig. 3.38 Histoire de la température au milieu de la bande de cisaillement

Dans chacun des trois points sur la fig. 3.38, ils existent également les
courbes qui résultent de 1'analyse avec la conductivité normale (A=39 W/mK)
et élevée (10A). L’ensemble de ces courbes & chaque point permet une
comparaison de deux effets opposés sur les températures dans une bande de
cisaillement. Les changements de la température (AT) sont chiffrés sur la
figure. Il en résulte que les effets positifs sur la température sont
toujours prépondérants devant les effets négatifs dus a la conductivité
thermique. Une conclusion simple s’impose que de telles conditions ne
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permettront pas une transformation de phase avant la rupture en raison d’une
augmentation permanente de la température.

Contrainte de cisaillement, 7T

Température, T (K)

Fig. 3.39 Représentation schématique de la décroissance des contraintes en fonction
de la température

Pour terminer cette discussion, on peut essayer de citer quelques paramétres
qui pourraient produire une situation plus favorable pour la transformation.
Ainsi, une modification directe de la loi de comportement pourrait fournir

les meilleures conditions que la diminution du paramétre P. L'effet de la
conductivité thermique semble ne pas étre suffisamment étudié. Les gradients
tres élevés de la température dans la bande de cisaillement peuvent
provoquer une migration de la chaleur qui n’est pas seulement décrite par la
loi de Fourier, mais également influencée pas des phénoménes de conductivité
et de radiation. Enfin, les effets du refroidissement sont plus intenses
dans les états plane de contrainte ce qui n’est pas notre cas.

Les considérations présentées dans ce sous—chapitre montrent une direction &
choisir dans les simulations numériques des bandes de cisaillement. Bien que
les difficultés existent, la méthode d’'éléments finis semble trés utile pour
la reconnaissance qualitative et quantitative de ce type des problémes
mécaniques. Ces problémes requissent une étude plus profonde, mais les
résultats délivrés ici peuvent constituer un bon peint de départ.

Le probléme avec la conductivité thermique n’est pas poursuivi au
chapitre suivant, car un modéle d’une vraie éprouvette de double
cisaillement fabriquée de 1l’acier dur VAR4340 comprend un critére de
ruine. Afin qu'il refléte correctement le comportement de cet acier, il
rende le matériau relativement fragile et ainsi ne permet plus & un
développement des bandes de cisaillement fortement plastifiées.
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Simulation numérique d’un essai de double cisaillement

Etude comparative de la technique expérimentale et de
la modélisation par éléments finis

Ce chapitre constitue une partie essentielle de la thése. Les études
présentées auparavant, concernant la modélisation de la loi de
comportement et son application aux modéles simples, permettent
maintenant de proposer une comparaison entre les résultats expérimentaux
et les simulations numériques.

Ie but de ce travail est une évaluation critique de la méthode
expérimentale du double cisaillement par la modélisation numérique. Il
n’est pas tenté d’optimiser la méthode expérimentale, mais par contre, il
est porté une attention particuliére sur 1’amélioration de la
modélisation par éléments finis (logiciel ABAQUS), vu la complexité du
probléme dynamique résolu numériquement (conditions aux limites, type du
maillage, forme de la loi de comportement..).

Il parait indispensable de pouvoir joindre a cette thése un résumé des
résultats expérimentaux, récemment obtenus au LPMM. Ces derniers sont
détaillés dans Klepaczko (1996). Cette série de résultats a inspiré les
études numériques décrivant le comportement réel de 1'éprouvette par une
approche éléments finis, Klésak et Klepaczko (1998).

Cette approche qui consiste & comparer 1’expérience avec le numérique
n'est pas accidentel. Les deux devraient coexister, c’est la philosophie
proposée ici.

Conformément aux essais de double cisaillement, quatre géométries
(quatre concentrateurs de contraintes différents) sont étudiées afin
d’évaluer 1’influence de ces entailles sur le comportement d’un matériau
4 haute limite élastique et & dureté élevée (~50 HRC). Le domaine de
vitesses considéré s’étend de la gamme quasi-statique jusqu’aux vitesses
d’ impact proches de la vitesse critique (CIV), dont 1’'existence va é&tre
discutée.

La chronologie du chapitre 4 est la suivante:

e Apercu sur la technique expérimentale du double cisaillement,

e Présentation et discussion des résultats expérimentaux avec gquatre
entailles,

e Simulations numériques effectuées avec le logiciel ABAQUS/Explicit.

Une comparaison des résultats expérimentaux et ceux de 1'approche par
é€léments finis conclura ce chapitre.
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4.1 Techniques expérimentales en dynamique

411

Un grand nombre des méthodes expérimentales existe dans la littérature,
passant en revue les différentes techniques de production et les moyens
d'investigation en laboratoire des bandes de cisaillement adiabatique. Ces
techniques répondent en général aux besoins des industriels confrontés a ce
phénoméne aussi bien dans le domaine civil que militaire.

Une étude bibliographique plus détaillée est faite par Dormeval et Stelly
(1981). Les moyens technologiques et expérimentaux employés couvrent une
large gamme de vitesse de déformation. Sur le tableau 4.1, sont résumés
quelques modes de déformation avec les domaines de vitesses couverts.

Tableau 4.1
Vitesses de déformation nominales obtenues dans les différents processus, d’aprés
Dormeval et Stelly (1981)

Mode de Vitesse de déformation
Déformation f(s_l)

Filage et laminage 1<I'<103

Forgeage 10-1<I'<5-102
Emboutissage profond 1<I'<102

Poingonnement 10-4<I'<104

Choc de structures 10-1<I'<103

Explosions d’enveloppes 103<I'<106

Impact de projectiles 5-103<I'<10°

Torsion dynamique 102<I'<5-103

Un court apergu est seulement donné sur la technique de double cisaillement
qui fait 1l'objet de cette étude.

LE DOUBLE CISAILLEMENT PAR IMPACT DE PROJECTILE

PRINCIPE DE LA METHODE

La technique de double cisaillement, initialement introduite par Ferguson et
al. (1967), apparait comme une technique offrant une sollicitation homogéne
et uniaxiale a condition que la géométrie des éprouvettes soit bien
optimisée. Son amélioration consiste en un impact direct de projectile a
bout plat, propulsé par un canon a gaz, Klepaczko (1994c). L'impact direct
réduit considérablement le temps de montée qui existe dans la configuration
barre-tube utilisée par Campbell et Ferguson (1970). De plus, il est
possible de choisir & 1l’avance 1la vitesse d'impact du projectile.
Contrairement a la torsion, le double cisaillement par impact direct de
projectile, permet d’atteindre de trés hautes vitesses de déformation
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nominales (~105 s~1). En outre, si 1'éprouvette est bien congue, alors le
mode de sollicitation est homogéne (on a presque un cisaillement pur).

Le principe des essais représenté sur la fig. 4.1 est relativement simple:
1’ éprouvette plane a double entaille est fixée sur le tube de sortie. Une
fois le projectile aspiré dans le tube du canon, on injecte de 1l'air
comprimé dans la chambre de propulsion jusqu’a la pression désirée. A
17arrivée du projectile sur 1'éprouvette, le déplacement de celle-ci est
mesuré par un extensométre optique. La force est obtenue grdce au signal
transmis, mesuré par des jauges de déformation collées, parallélement a
1"axe de sollicitation, sur le tube de sortie.

e o i

S u\.':

1
o

-_.II — §=I' . ]
! ) N

Y

: Source de lumiére

: Cellule photovoltaique (3)
: Fibres optiques (6)

: Compteur de temps (2)

: Anneau en Teflon (2)

: Trame noire et blanche

: Jauges de déformation (2)
: Extensométre optique

: Générateur de l'extensométre
: Amplificateur (2)

: Alimentation des jauges

: Oscilloscope numérique

: Micro-ordinateur

: Interface IEEE-488

: Imprimante ou Traceur

Fig. 4.1 Schéma de la chaine d’'appareils électroniques et informatiques dans le
dispositif de double cisaillement dynamique

GEOMETRIE DE L’EPROUVETTE

Le double cisaillement a été décrit par Nicolas (1982) comme étant un moyen
d’ étude de la plasticité dynamique, surtout pour des vitesses de déformation
supérieures & 104 s-l. Néanmoins, la géométrie de 1’échantillon doit répondre
a quelques exigences afin qu’un mode de flexion (rotation) de celui-ci ne
soit superposé au cisaillement. Il apparait ainsi que la géométrie de
1’ éprouvette joue un rdle trés important dans 1’efficacité de cette
technique.

Les résultats des travaux de Campbell et Ferguson (1970) montrent que les
éprouvettes subissent une flexion importante et un émoussement des parties
en contact avec le tube. Une diminution de la largeur h, de 0.84 mm a 0.25
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mm, de la partie active de 1’échantillon n’a pas apporté d’amélioration (la
géométrie de 1'éprouvette utilisée est illustrée sur la fig. 4.2a).

Klepaczko (1994c) a proposé une modification de la géométrie de 1'éprouvette
(Modified Double Shear geometry - MDS) ou la partie soumise au cisaillement
a une largeur plus grande, hg=2.0 mm (fig. 4.2b). Le but de cette
modification était de réduire considérablement les concentrations des
contraintes aux bords de l’entaille. D'autre part les parties extérieures de
1’ éprouvette, étant plus longues que dans les géométries précédentes, elles
assurent une meilleure fixation.

a) b)

3,5

i

[ —k
}-‘:0'34’ _1_213 17,8 :*:
he=2.0 j
3,2 10 10

Dimensions en mm

| 10
14
30

2,5

Fig. 4.2 Géométries des éprouvettes de double cisaillement: (a) d’apreés
Campbell et Ferguson (1970), (b) d’aprés Klepaczko (1994a)

I1 apparait ainsi clairement, que parallélement aux essais mécaniques, il
est nécessaire qu'une modélisation et une analyse numérique soient
entreprises afin d’'optimiser la géométrie des échantillons pour chaque type
du matériau étudié. I1 faut impérativement préter attention a ce que la
géométrie engendre des contraintes sur les parties cisaillées qui soient
plus grandes que celles au niveau des appuis, pour éviter 1’émoussement de
ces derniéres et minimiser ainsi la rotation de 1'éprouvette.

4.1.2 LE DOUBLE CISAILLEMENT EN QUASI-STATIQUE

Les essais de double cisaillement peuvent étre également réalisés en quasi-
statique sur une machine hydraulique rapide. Seulement le schéma général du
dispositif expérimental est présenté sur la fig. 4.3; les détails sur ce
dispositif peuvent étre trouvées dans Klepaczko (1992). Ce dispositif permet

d'obtenir des vitesses de déformation comprises entre 107% 571 et 103 s-l.
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: Support sur vérin mobile I
: Matrice

: Eprouvette |
: Piéce de fixation '
: Poing¢on !
: Capteur de déplacement -LVDT (2) l
: Porte-LVDT -
: Jauges de déformation |
: Rallonge de la traverse fi*e

[r= = RE B W B S TR S e

Fig. 4.3 Dispositif pour les essais quasi-statiques (machine hydraulique rapide)

Résultats expérimentaux obtenus par impact direct sur les
éprouvettes MDS (acier VAR4340)

La méthode d’impact direct sur 1'éprouvette du double cisaillement décrite
ci-dessus a été appliquée sur 1'acier VAR4340, Klepaczko (1996), les
résultats obtenus ont servi partiellement dans cette thése. De notre point
de vue, ce travail donnait une parfaite occasion de confronter les calculs
numériques effectués avec des résultats expérimentaux. Les résultats ont
permis de vérifier les hypothéses faites pour les simulations par éléments
finis, notamment, le choix de la loi de comportement et du critére de ruine,
la modélisation du comportement d’une éprouvette MDS entiére par celui d'une
couche infinie et enfin la modélisation de 1'éprouvette compléte. D’autre
part, les simulations ont fourni des informations utiles sur le comportement
de 1'éprouvette, informations qui sont difficiles & vérifier durant
1’expérience comme la cinématique de 1’éprouvette et 1les champs des
températures.

Une question principale posée concerne 1’influence des concentrateurs de
contraintes sur le mécanisme de rupture.
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421 CONCENTRATEURS ADIABATIQUES DES CONTRAINTES

L' amorcage de fissures et de la rupture des matériaux métalliques soumis a
des taux de chargement différents ont fait 1’objet de nombreuses recherches,
a titre d’exemple par Klepaczko (1990). Puisque le stade ultime de la
déformation dans une bande de cisaillement conduit & un Mode II de rupture,
ce mode devrait dominer dans les expériences d'impact en cisaillement. On
suppose, en mécanique de la rupture, que la pointe de la fissure a un rayon
infinitésimal et que la concentration de contraintes est extrémement sévére.
Si le temps de chargement du petit volume autour de la pointe de la fissure
est relativement faible, un échauffement adiabatique est observé dans ce
volume et localement un cisaillement adiabatique peut naitre. Une analyse
plus détaillée des effets de la vitesse et du champ de contraintes en pointe
de fissure pour un Mode II de chargement est proposée par Varfolomeyev et
Klepaczko (1995). La conclusion principale de cette étude est que la zone de
déformation plastique en Mode II prés de la pointe de la fissure est réduite
lorsque la vitesse de chargement augmente. Cela conduit a une conclusion
plus générale: lors d’essais d'impact, les concentrateurs de contrainte
conduisent & un comportement plus fragile.

Un cas particulier est 1'éprouvette de type MDS soumise a un chargement de
cisaillement relativement important. Dans ce cas, la propagation des ondes
élastiques-plastiques ne peut étre négligée. La figure 4.4 présente un
exemple d’entaille du type V. Les ondes de cisaillement élastiques-
plastiques prennent naissance au voisinage du plan A-A. Cette onde est
engendrée le long de 1’axe x par la vitesse de cisaillement V; et se propage

le long de 1'axe y & la célérité Cy(I'), selon la théorie des ondes dans des
matériaux insensibles & la vitesse. L‘onde de cisaillement (zone sombre sur
la fig. 4.4) rapproche du plan B-B ol se trouve le concentrateur des
contraintes. Au niveau de la pointe de celui-ci, 1l’onde de cisaillement
provoque de grandes déformations plastiques dans les conditions
adiabatiques. Si le maximum de la résistance du matériau est atteint, alors
une fissure peut apparaitre. Celle-ci se propagera ensuite selon la
direction des contraintes de cisaillement maximales - un des critéres
possibles pour la rupture.

Fig. 4.4 Propagation d’une onde de cisaillement dans un milieu avec le concentrateur
de contrainte de type V
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Cette description simplifiée met en évidence la compétition entre deux
mécanismes de rupture adiabatique. Pour une vitesse d’'impact V; trop
importante supérieure & la vitesse d’impact critique (CIV) en cisaillement,
les ondes de cisaillement ne se propagent pas le long de la direction de
1l’entaille et la déformation plastique se trouve concentrée prés de la
surface A-A. Ce phénoméne est un mode particulier de rupture adiabatique. Si
la vitesse d'impact est légérement inférieure a la CIV, les deux mécanismes
de rupture interagissent augmentant de ce fait 1’énergie totale de rupture.
Les deux mécanismes de rupture sont sensibles a la fois a la vitesse
d’impact et a la forme du concentrateur des contraintes.

EXPERIENCES AVEC DIFFERENTS CONCENTRATEURS DE CONTRAINTES

Le principal intérét de réaliser des expériences avec différents
concentrateurs de contraintes est de pouvoir étudier 1l’effet de la vitesse
de chargement sur la formation des bandes de cisaillement adiabatique et sur
la rupture adiabatique.

Les dimensions globales des éprouvettes MDS sont inchangées, seule la zone
de cisaillement est modifiée. Quatre formes ont été utilisées (voir fig.
4.5): la géométrie standard fig. 4.5a, l’entaille en U fig. 4.5b, 1’entaille
en V fig. 4.5c et la géométrie avec une entaille trés fine fig. 4.5d.
Les éprouvettes sont également présentées avec une échelle de référence sur
la photo ci-dessous (fig. 4.6).

(a) (b) (c) (d)

Fig. 4.5 Configurations d’'éprouvette MDS utilisées dans l'expérience: (a) géométrie
standard, (b) entaille en U, (c) entaille en V, (d) entaille fine

Le ligament « a » ainsi que 1l’épaisseur « b » sont identiques pour chague
configuration (a=5.0 mm, b=6.0 mm), sauf pour 1’éprouvette avec entaille
tres fine pour laquelle a~5.5 mm. L’épaisseur de cette entaille, obtenue par
électro-érosion, est de 0.2 mm. Les éprouvettes ont été découpées dans
1"acier VAR4340, ~50HRC.

Les résultats complets de ces essais sont présentés dans Klepaczko (1996).
Ici, seules certaines courbes représentatives seront reprises.
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Fig. 4.6 Quatre éprouvettes MDS différentes avec 1l’échelle de référence

La premiere série des figures, fig. 4.7a-d présente 1l'ensemble des courbes
pour quatre entailles différentes. Pour tous les concentrateurs, la méme
allure est observée. Les vitesses quasi-statiques ménent & la rupture pour
des déformations nominales I';(~0.20-0.25, et les contraintes 1T maximales sont
de 1l’ordre de 800-900 MPa. La déformation nominale est définie de la méme
maniére pour les quatre géométries de 1'éprouvette, I'-=A(t)/hgs, oU A(t) est
le déplacement de la partie impactée de 1’éprouvette en fonction du temps
déterminé a partir des relevés obtenus sur oscilloscope; hg est la hauteur
de la couche cisaillée, hg=2.0 mm.
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Fig. 4.7 Ensemble des courbes (') pour différentes vitesses d’impact: (a) géométrie
standard, (b) entaille en U, (c¢) entaille en V, (d) entaille fine

Pour la vitesse d’impact V;~20 m/s, une diminution des déformations

nominales I, & la rupture est visible, les valeurs obtenues sont
respectivement ~0.10 pour les géométries standard et U et ~0.08 pour les
entailles aigués. Les pics d’inertie apparaissent pour toutes les entailles,
et ils font augmenter les contraintes jusqu’a ~1600 MPa. Pour les vitesses
d’'impact de ~110 m/s, la tendance & 1’augmentation des contraintes et a la
diminution des déformations & la rupture est maintenue. Ainsi, les
contraintes varient entre ~1800 MPa pour la géométrie standard et ~2200 MPa
pour la géométrie en U. Les déformations nominales a la rupture restent
presque identiques pour toutes les entailles, I'~0.07. Les résultats obtenus

sont semblables a ceux publiés pour le méme acier par Rezaig (1994).

La deuxieme série, fig. 4.8a-c, regroupe les résultats de manieére a mettre
ensemble les courbes qui correspondent aux mémes vitesses d'impact. On
présente donc sur la fig. 4.8a, les quatre courbes pour la vitesse quasi-
statique. Les différences entre elles s’expliquent plutdt par les
imperfections géométriques des éprouvettes et non par le rdle important des
concentrateurs des contraintes. Par contre, la fig. 4.8b (V;~20 m/s)

présente clairement les différences entre les déformations nominales Iy, pour

chaque entaille. D’'abord, la déformation [}. augmente pour la géométrie U par
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rapport & la géométrie de référence (standard), alors qu’on observe une
diminution de Iy, lorsque l’entaille devient plus aigué (V et entaille trés
fine). Les vitesses d’'impact présentées sur la fig. 4.8c (V;~110 m/s)
donnent un comportement similaire dans tous les cas. Cela peut indiquer une

rupture fragile instantanée pour laquelle la forme de 1l’entaille devient peu
importante.
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Fig. 4.8 Comparaison des courbes (') pour différents types d'entaille: (a) vitesse
quasi-statique, (b) V;~20 m/s, (¢) Vi~110 m/s
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Les résultats intéressants sont fournis sur la fig. 4.9 ot les valeurs
moyennes de 1’énergie dissipée jusqu’a la rupture sont présentées. Elles
sont données en fonction de la vitesse nominale d’'impact. A titre d'exemple,
une vitesse de déformation 104 s1 correspond & 1’impact de 20 m/s. Les
courbes moyennes sont tracées a partir des valeurs exactes (non tracées ici
pour clarifier 1’interprétation) et elles indiquent clairement les
principales tendances. Ainsi, pour les vitesses de déformations modérées,
une augmentation de 1’énergie est enregistrée. Elle est plus grande pour les
géométries moins aigués {standard, U) ou les zones plastiques peuvent se
développer. Pour les vitesses plus élevées, on a une diminution de 1’énergie
qui se stabilise au méme niveau pour chaque type d’entaille. La forme du
concentrateur n’influence plus sur le moment de la ruine, la rupture fragile
1" emporte.
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Fig. 4.9 Valeurs moyennes de 1’'énergie dissipée jusqu’a la rupture pour gquatre
entailles différentes, d’'aprés Klepaczko (1996)

Il semble difficile de tirer des conclusions concernant 1'estimation de la
vitesse critique d'impact (CIV) a partir des résultats obtenus. D’apres
1"approche analytique et les simulations numériques pour les géométries
simples, la CIV pour 1l’acier VAR4340 s’éléve & ~120-130 m/s. Avec les
vitesses maximales réalisées, on est légérement en dessous de ces valeurs.
Les observations des éprouvettes rompues ne montrent pas non plus des formes
des bandes de cisaillement propres a la CIV, fig. 4.10. Cette série d’essais
n’a donc pas permis une estimation précise sur la CIV.

La CIV est normalement signalée par une chute considérable de 1'énergie
dissipée au cours du processus. Ici, une observation de 1’énergie ne peut
pas fournir une valeur exacte, car 1'énergie commence déja & diminuer pour
des vitesses d’'impact assez faibles. La CIV peut étre alors liée au
changement du mode de rupture, c’est-a-dire, au passage de la forme
curviligne de la zone de cisaillement & une ligne droite qui se propage au
bord de la zone cisaillée du cété de 1’impact (voir le schéma fig. 4.10). Ce
phénoméne n’'a cependant pas été observé dans cette série d’expérience, car
la fragilité locale du matériau cache l'apparition de la CIV. Le cas de
1"acier VAR4340 semble é&tre un matériau de référence. Le preuve en est

donnée par les courbes du comportement globale 1-I', ol pour les vitesses
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proche de la CIV, le mode de rupture ne dépend plus de la forme de
1’entaille.

A j
, /Vl'. E'\CIV
typique !
B
7
00

Fig. 4.10 Représentation schématique de 1la forme d‘une bande de cisaillement
produite lors de 1l’essai du double cisaillement

Concernant les métaux relativement fragiles (l’acier VAR4340 le devient a
trés hautes vitesses de déformation), le phénoméne de rupture fragile
apparalt avant le développement de la zone plastique et du blocage des
déformations plastiques. Les considérations sur la CIV n’ont donc plus le
méme sens gque ceux présentés au chapitre 3.

En conclusion, les résultats expérimentaux ont confirmé le réle primordial
des concentrateurs de contraintes. Les zones plastiques se réduisent lorsque
1'acuité de 1l’entaille augmente. Cette tendance & la réduction des zones
plastiques est également observée lors de 1’augmentation de la vitesse
d’ impact.

Cette étude se poursuivit par les simulations numériques. Les résultats
expérimentaux vont servir de vérification aux approches proposées dans
1"approche par éléments finis. D’autre part, les simulations vont répondre a
certaines questions posées aprés 1’expérience. L'une de ces questions
concerne l'estimation de la vitesse d’impact critique.

Simulations numériques du double cisaillement

Les résultats expérimentaux avec les éprouvettes de double cisaillement
(MDS) faites en acier VAR4340 (~50 HRC) sont le prétexte pour exécuter une
série de simulations numériques. Les objectifs de ces calculs sont les
suivants:

e Confrontations des résultats expérimentaux issus de nos essais avec les
estimations numériques en s'intéressant particuliérement & 1’effet de la
vitesse de déformation, & l'effet des ondes plastiques et au réle des
concentrateurs de contraintes,

e Validité de la méthode du double cisaillement appliquée aux aciers a
haute limité élastique et A dureté élevée,
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® Vérification de la loi de comportement développée au chapitre 2, incluant
un critére de ruine, dans un probléme dynamique réel,

* Estimation de la vitesse d’'impact critique (CIV) en cisaillement par la
technique du double cisaillement,

* Observations du modéle numérique afin d’obtenir de certaines
informations sur le comportement de 1’'éprouvette, informations
difficilement accessibles au cours de 1l’expérience réelle (champs des
températures, cinématique de 1’éprouvette, 1’effet des imperfections..),

* « Optimisation » de la modélisation numérique - influence du maillage,
des conditions aux limites; définition du cadre théorique du probléme;
évaluation des performances du logiciel ABAQUS/Explicit appliqué aux
problémes dynamiques couplés avec la température.

La base de départ pour cette étude est constitué par les simulations
numériques précédentes concernant le cisaillement d’une couche infinie
(chapitre 3.1.4). Les simplifications réalisées dans cette série-la
concernaient surtout la géométrie (une couche infinie modélisait en fait une
partie de 1'éprouvette MDS qui subissait un cisaillement) et le comportement
du matériau (un manque du critére de ruine). Le but de cette partie de
1"étude était d'obtenir des informations de base au sujet de la propagation
d’ondes (estimation de la CIV) et les indications sur la loi de comportement
(modélisation des états de localisation plastique profonde & trés hautes
températures locales).

Le modele proposé dans ce chapitre vise plus précisément la simulation d’un
essali de double cisaillement. On modélise alors une éprouvette MDS compléte
(en réalité la moitié compte tenu de la symétrie du probléme) avec une
fixation sur le tube d'Hopkinson. L'acier étudié - VAR4340 a une dureté
élevee ~50 HRC, ce qui lui donne un comportement fragile, surtout lors des
chargements dynamiques. Il est donc indispensable d’introduire un critére de
ruine pour reproduire un tel comportement.

Afin de mieux comprendre le rdle des concentrateurs de contraintes, les
quatre géométries d'entailles, identiques & celles utilisés lors des
expériences, sont étudiées. Le rdle des concentrateurs de contraintes dans
la transition de la plastification limitée a la rupture parfaitement
fragile, typique pour les aciers durs, semble qualitativement évident. Par
contre, les questions quantitatives pourront étre évoquées aprés par les
simulations présentées ci-aprés.

MODELE PAR ELEMENTS FINIS

Le code ABAQUS/Explicit est utilisé. Une présentation schématique de 1la
configuration expérimentale et de la modélisation par éléments finis est
donnée sur la fig. 4.11. L'impact sur la surface A est modélisé par
1’introduction d’une vitesse a chaque neud. Comme cela a été fait dans les
calculs précédents, la vitesse finale est atteinte aprés un certain temps de
montée (ici tp=2-10-7 s) donné selon la fonction cumulative de Gauss (1" éq.
3.12).
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Fig. 4.11 Schéma de la configuration expérimentale du double cisaillement (MDS):
(a) impact sur 1l'éprouvette MDS, (b) modéle des éléments finis

Le support de 1’éprouvette (tube d'Hopkinson) - surface B, est modélisé par
trois moyens différents, fig. 4.12. La premiére idée était d’utiliser des
éléments ressorts (fig. 4.12a) afin de refléter un comportement élastique du
support, mais les ressorts produisent des effets d'amortissement néfastes.
Le deuxiéme modéle rigide (fig. 4.12b) est une idéalisation du probléme, car
en réalité les boulons d’attache ne sont pas capables de fournir une
fixation parfaite (encastrement) de 1'éprouvette sur le tube d’Hopkinson. De
plus, le tube d’Hopkinson subit une certaine déformation et un déplacement.
Finalement, des éléments de contact ont été choisis, ce qui semble étre la
solution la plus proche de la réalité (fig. 4.1l2c).

La loi de comportement étudiée auparavant (l'éq. 2.41) a été reprise. Il
faut rappeler ici qu’elle est basée sur des données matériaux trouvées dans
la littérature (voir chapitre 2.3.1) et non sur les résultats de nos essais.
La chronologie des travaux l’a imposé, mais les résultats finaux obtenus
n’ont pas indiqué une nécessité de recalculer les constantes dans la loi de
comportement. La fragilité de 1facier étudié (VAR4340) a imposé
1’introduction d’un critére de ruine adéquat. Ce critére a déja été discuté
au chapitre 2, mais il n’était cependant pas appliqué d’une facon identique
dans les simulations précédentes (cisaillement d’une couche infinie,

traction d’une barre ronde), car on évitait délibérément de modéliser un
comportement fragile.
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Fig. 4.12 Modélisation de 1'interface éprouvette - tube de Hopkinson: (a) support
S ‘élastique, (b) support rigide, (c) surface de contact

Ici, le critére donne des valeurs critiques calculés & partir des courbes
adiabatiques (). Pour ce critére g.(§) correspond a Fnlcf). Les valeurs
suivantes des déformations critiques de rupture ont été adoptées: g.~0.125-
0.128. Ces valeurs correspondent & des vitesses de déformation de 5-103 a
7.5-104 s-!. Pour les vitesses d'impact V;>20 m/s, la valeur de g, peut étre

supposée constante (compare fig. 2.16).

Le choix entre ce critére de déformation critique et le critére basé sur la
valeur critique de la densité d’'énergie est argumenté par le fait que les
deux approches donnent des résultats trés similaires et que le critére de
déformation s’implémente plus facilement dans le code ABAQUS (commande
*FAILURE, PEEQ=0.125, ol PEEQ est la déformation plastique équivalente).

Les fig. 4.13a-d présentent les quatre géométries d’ éprouvettes avec les
entailles différentes. Le nombre d'éléments dans la zone cisaillée est
d’environ 1200 (d’autres maillages ont également été considérés pour étudier
les effets de la densité du maillage). Le probléme est modélisé plan, et
l’état plan de contrainte est obtenu par les éléments CPS4R (élément a 4
neuds, a intégration réduite).

Plusieurs vitesses d’impact Vi, 10 m/s<V;<180 m/s, ont été considérées. Etant
donné que notre intérét était plus grand pour 1’éprouvette standard (fig.
4.13a), des vitesses supplémentaires ont été envisagées sur cette géométrie.
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Toutes les vitesses d'impact sont rassemblés dans le tableau 4.5. Les
résultats complets sont également discutés par Klésak et Klepaczko (1998).

T _

{a) (b)

‘|l

(ci (d)
Fig. 4.13 Maillages proposés pour les simulations numériques: (a) géométrie

standard, (b) entaille en U, (c) entaille en V, (d) entaille fine

Tableau 4.5
Simulations numériques du double cisaillement

Vitesse Géométrie de 1'éprouvette
d’ impact Vi ; : ) i
Standard Entaille en U | Entaille en V | Entaille fine

10 X X X X

30 X X X X

60 X X X X

80 X X X X
100 X X X

115 X

130 X X X

150 X
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INFLUENCE DES CONCENTRATEURS DE CONTRAINTE ET DE LA RUPTURE
ADIABATIQUE EN CISAILLEMENT

Plusieurs séries de simulations numériques ont été effectuées pour les
quatre géométries de couche cisaillée avec différents concentrateurs de
contraintes, Klésak et Klepaczko (1998), Klepaczko et al. (1998a,b). Afin de
comparer les résultats expérimentaux et numériques, les vitesses d’impact de
cisaillement V; imposées varient de 10 m/s a 150 m/s. Pour chaque
simulation, les résultats suivants sont donnés:

¢ les modes de ruine (1l’évolution de la fissuration) & différents temps et
a différentes vitesses d’impact Vj,

e le champ de température dans les couches cisaillées au moment de la
rupture, y compris les endroits les plus chauffés,
* la contrainte nominale de cisaillement a la rupture,

¢ les déplacements A et A, de la partie centrale de 1’éprouvette de double
Cisaillement (MDS) pour les quatre types de géométries, A; déplacement au

début de la rupture (élimination du premier élément) et A, déplacement au
moment de la rupture compléte (élimination du dernier élément),

¢ la réaction des supports R déterminée pour chaque géométrie MDS et pour
chaque vitesse d’impact V; - analogue & la force mesurée lors des
expériences,

¢ détermination de la contrainte moyenne T via la réaction R en fonction du
temps; toujours pour faire wune comparaison avec les mesures
expérimentales,

¢ la contrainte de cisaillement moyenne 1 en fonction de la déformation de
cisaillement nominale pour différentes vitesses d’impact V; de 10 m/s a
150 n/s,

* l'énergie de déformation plastique en fonction de la vitesse d’impact Vi,
pour chaque géométrie,

Ce programme étendu de simulations numériques est apparu d’une part comme
trés utile pour mieux comprendre les mécanismes mis en jeu lors du double
cisaillement et d’autre part comme un test pour 1’'application du critére de
la ruine proposé. Les différents points cités ci-dessus sont commentés un a
un.

Les déformations de 1'éprouvette dans le stade ultime de la rupture pour les
quatre géométries sont montrées sur les figures 4.14a-d. La face B est du
cdté du support.
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Fig. 4.14 Champs des déformations plastiques équivalentes au moment de la rupture -
état déformée de 1l’éprouvette: (a) géométrie standard, (b) entaille en U,
(c) entaille en V, (d) entaille fine

A partir de 1’évolution de la fissure obtenue pour les quatre géométries
(voir la fig. 4.15 - 1l’exemple avec 1’entaille en V dans la configuration
non-deformé), il est possible d’estimer la vitesse de développement de la
ruine, c’est-a-dire la vitesse d’élimination des éléments consécutifs. I1
est intéressant de noter que la vitesse moyenne augmente quand le

concentrateur de contrainte est plus fin: la géométrie standard a~370 m/s,
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l’entaille en U &~400 m/s, l’entaille en V a~690 m/s, l’entaille trés fine
a~1700 m/s. Ces vitesses élevées résultent de la satisfaction du critére de
ruine dans plusieurs éléments au méme moment. Une autre observation que 1’on
peut faire sur la fig. 4.16 est que lors de la fissuration, la température
ne cesse d'augmenter, la température maximale est & la pointe de la fissure,
ceci est visible sur la fig. 4.15.

t=1.74 ps

(a) (k) (c)
Fig. 4.15 Evolution de 1la rupture dans 1l’entaille en V: (a) t= 1.47 Hs,
(b) t=1.74 ps, (c) t= 2.10 ps
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Fig. 4.16 Evolution de la température et la vitesse d’élimination des éléments a la
pointe de la fissure - cas de l’entaille en V

L'augmentation de la température jusqu’a rupture, fig. 4.17a-d, n’est pas
élevée. Les valeurs trouvées varient de AT=118 K pour la géométrie standard
a AT=198 K pour l’entaille en U. Ceci s’explique par la fragilité du

matériau qui réduit substantiellement un développement des  zones
plastifiées.
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Tmax=462 K Tmax=498 K Tmax=442 K Tmax=418 K

(a) (b) (c) (d)

Fig. 4.17 Champs des températures au moment de la rupture: (a) géométrie standard,
(b) entaille en U, (c) entaille en V, (d) entaille fine

Une excellente démonstration de la transition du mécanisme de rupture avec
la vitesse d’impact pour la géométrie U est montrée sur la fig. 4.18.
L’amorce de la rupture s’effectue au fond de 1l’entaille pour des vitesses
d’impact modérées (10 m/s et 80 m/s). Par contre, pour des situations
typiques pour la CIV en cisaillement (vitesse d’'impact 130 m/s), cette
amorce apparait au bord de la couche cisaillée. C'est analogue aux
explications de la fig. 4.4 avec la concentrateur de contrainte.

Fig. 4.18 Transition du mécanisme de la rupture dans le cas de l'entaille en U: (a)
Vv;=20 m/s, (b) V3=80 m/s, (c) V;=120 m/s

La superposition des effets des ondes plastiques avec celui du concentrateur
de contraintes donne différents modes de rupture, mais aussi différentes
réactions au support. Le calcul de la réaction maximale Rpsy du support de
1’ éprouvette MDS est montré pour les quatre géométries en fonction du
log(V;) dans la fig. 4.19. Comme prévu, quand la vitesse d’impact V; dépasse
30 m/s, la réaction différe pour chaque géométrie. Ceci est également
visible sur la série des courbes R(t) montrées fig. 4.20a-c.
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Fig. 4.20 Courbes R(t) pour différents types des entailles: (a) V;=10 m/s,
(b) V;=60 m/s, (c) V;=80 m/s, (d) V;=130 m/s
Pour la géométrie standard, la CIV est bien visible. La bande de

cisaillement a une forme de ligne droite et se propage le long du bord de la
couche cisaillé. Les déformations plastiques sont alors concentrées dans une
zone trés étroite. La méme allure est observée pour les autres géométries,
mais elle correspond alors aux vitesses d'impact plus élevées. Cela vient
des perturbations causées par les entailles. La plus grande résistance a la
rupture & grande vitesse d'impact est observée pour les entailles en U
et en V. la vitesse d'impact critique (CIV)
la standard, car les autres types
introduisent des effets parasites. Le modéle ne doit pas étre trop perturbé
par les conditions aux limites. L’estimation de la CIV donne V;~130 m/s ce
qui est en accord avec les résultats précédents
les données de la littérature, Klepaczko {(199%4c).

En conclusion, peut étre

discutée seulement sur géométrie

{chapitre 3) ainsi qu’avec
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Les résultats des calculs sont tracés sous la forme =(I,) (courbes
contrainte-déformation) déterminé par 1’analyse des caractéristiques de R(A)
(courbes force-déplacement), les fig. 4.2la-d montrent que le déplacement au
commencement de la rupture (A;) semble accorder relativement a des petites
déformations nominales pour les petites et les grandes vitesses d’impact. La
fin de rupture (A;) & relativement petites vitesses d’impact accorde pendant
la partie descendante de la courbe 1(I';), mais a grandes vitesses il est plus
proche de la contrainte maximale déterminée via R(A). Les points A; et Ay,

présentant respectivement le début et la fin de la rupture, sont donnés en
fonction de Vi sur les fig. 4.22a,b.
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Fig. 4.22 Mesures du début (a) et de la fin (b) de la rupture en fonction de la
vitesse d’impact Vj

Les valeurs de 1’énergie plastique produite jusqu’a la fin de la rupture
sont présentées dans la fig. 4.23 en fonction de log(Vy). Ces résultats
numériques approchent relativement bien les résultats expérimentaux montrés
sur la fig. 4.9. A basse vitesse d’impact, les géométries standard et U
montrent une sensibilité positive a la vitesse aussi bien pour 1l'expérience
que pour la simulation numérique avec des valeurs maximales de 1’énergie
légerement plus basse dans les simulations. Dans les deux cas, numérique et
expérimental, une chute de 1’énergie plastique dissipée est observée pour
les grandes vitesses d'impact. Dans le cas d’une forte concentration de
contrainte, le niveau de 1’énergie reste toujours aussi bas pour toutes les
vitesses d’impact. Contrairement a 1'expérience, la géométrie V montre une
augmentation de l’énergie plastique aux grandes vitesses d'impact, celle-ci
est due au mécanisme de transition discuté auparavant. Peut-étre quelques
imperfections géométriques ou expérimentales ont éliminé la transition
durant les expériences.

Une attention toute particuliere a été portée sur certains aspects de la
modélisation par éléments finis, & savoir, 1'influence de la densité du
maillage, 1l’influence du type d’éléments (rectangulaires, triangulaires) et
celle des conditions aux limites. En général, le maillage de 30x40 éléments
rectangulaires dans la zone cisaillée a été adopté. Deux autres densités
{15x20 et 60X80) ont été utilisées afin d'étudier la dépendance des
résultats par rapport au maillage. La figure 4.24 présente une comparaison
des courbes de comportement global R(A) pour ces trois densités de maillage.
Les différences sur les valeurs de la réaction R sont de l’ordre de 20%.

149 |



CHAPITRE 4 |

La raison de ces différences dans les courbes de comportement global
provient du changement de forme de la bande de cisaillement. Le maillage
plus fin est plus sensible & 1’élimination des éléments selon le critére de
ruine fragile. La forme des bandes de cisaillement pour les trois densités
de maillage (éléments rectangulaires) sont données fig. 4.25a-c.
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Fig. 4.23 Energie plastique dissipée jusqu'a la rupture en fonction de la V; pour
différentes entailles
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Fig. 4.24 1Influence de la densité du maillage sur 1la comportement globale
de 1’éprouvette (courbes R-A)

150




CHAPITRE 4

(a) (b) (c)

Fig. 4.25 Formes de la bande de cisaillement pour trois densités du maillage: (a)
15x20, (b) 30x40, (c) 60x80

(a) (b}

¢]

Fig. 4.26 Champs des déformations équivalentes plastiques pour différentes
alignements des éléments: (a) éléments rectangulaires, (b) triangles
orientés vers le droite, (c) triangles orientés vers le gauche

L’alignement du maillage est 1’aspect suivant qui a été analysé.
Des éléments rectangulaires ainsi que des triangles orientés dans deux
directions ont été testés. Pour la méme densité de base (30x40), la fig.
4.27 compare les résultats sous forme des courbes de comportement global
R(A) obtenues pour les différents types d’éléments. L‘état final de
déformation (champ des déformations plastiques équivalentes) est comparé
fig. 4.26a-c. Le type et l'orientation des éléments peut considérablement
changer la forme de la zone cisaillée. Les résultats obtenus utilisant les
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rectangles (éléments CPS4R) sont les plus proches de 1'expérience, par
contre, les triangles ont produit les modes de rupture parasites.
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Fig. 4.27 Comparaison des courbes R-A pour différents types d’éléments finis

Le probleme d’optimisation des conditions aux limites a été étudié. ILa
fixation de 1’éprouvette MDS sur la barre d’Hopkinson est réalisée par deux
boulons. En réalité, ils n’assurent pas des conditions d’encastrement, mais
ils servent plutét de guide lors du placement de 1’éprouvette. Il est alors
difficile de prévoir le vrai comportement de 1’interface éprouvette-support.
La modélisation avec deux surfaces de contact, fig. 4.12c, (conmandes
*CONTACT PAIR, *SURFACE DEFINITION dans ABAQUS) a permis une modélisation
proche des phénoménes observés lors de 1'expérience, a savoir, de petites
plastifications de 1’éprouvette, une rotation de 1’éprouvette au cours
d'impact ou une séparation temporaire au niveau de 1’interface. Cette
modélisation apparait donc comme la plus proche des conditions

expérimentales. La figure 4.28 compare les courbes R(A) obtenues pour tous
les trois types de support proposés.
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Fig. 4.28 1Influence des conditions aux limites sur le comportement globale de

1’éprouvette (courbes R-A)
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Revenons au but essentiel de cette étude qui est la comparaison entre les
résultats expérimentaux et numériques. La figure 4.29 présente les courbes
obtenues par les deux techniques. Une bonne corrélation est observée sur le
niveau des contraintes. Par contre, une légére différence existe sur les
valeurs de déformations nominales a la rupture. Cela peut s'expliquer par
une différence entre le comportement réel de 1l'acier VAR4340 et le critére
de ruine implanté. Une autre explication est la diminution de la rigidité du
modéle due & 1’'élimination des éléments finis dans la bande de cisaillement.
Il ne faut pas oublier que les résultats expérimentaux peuvent également
gtre entachés de certaines erreurs provenant par exemple des imprécisions
des mesures. Une comparaison calcul/expérience doit étre toujours effectuée
avec une certaine réserve.
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Réaction,
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Fig. 4.29 Comparaison des résultats expérimentaux avec la simulation numérique pour
la vitesse d'impact V;=73.4 m/s, géométrie standard

EVALUATION DE LA METHODE EXPERIMENTALE

Plusieurs conclusions ressortent des simulations numériques effectuées
concernant la technique expérimentale. Seules les observations paraissant
les plus intéressantes sont exposées dans le sous-chapitre suivant.

EFFET DES IMPERFECTIONS

La réussite de l'expérience de double cisaillement impose naturellement des
conditions drastiques a remplir quant a 1’usinage des éprouvettes et aux
conditions d'essai. L’éprouvette étant soumise a un cisaillement des deux
cotés, 1'idéal est alors d'obtenir une symétrie du probleme. Il est
cependant évident que deux types d’'imperfections peuvent survenir: les
différences dans les surfaces des sections cisaillées et 1’impact décalé par
rapport a 1l’axe de 1'éprouvette. Il faut remarquer que dans ces
considérations, il n’est pas tenu compte des imperfections provenant des
défauts du matériau.
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/’-‘\4z229

Projectile

- A 0-10%

i nan 1
N

Fig. 4.30 Schéma des imperfections considérées dans les simulations numériques

Des mesures précises, a 1l'aide du microscope, des surfaces des sections
cisaillées sur des éprouvettes testées mettent en évidence des différences.
Aprés un traitement statistique des mesures, une variation de ~4% par
rapport & l’'aire moyenne a été trouvée; les valeurs extrémes ont montré les
différences allant jusqu’a 20%. Cette différence entraine, que la force

transmise par les deux parties n’est pas égale, o©A;#0B;, et la moyenne

= A, + A . . : g .
A = % prise lors des dépouillements ne doit pas forcement fournir
des résultats corrects. Cette inégalité des aires peut a la limite conduire

a une rupture seulement d’un coté.

Le deuxiéme type d’imperfection vient de 1’impact non symétrique du
projectile. Méme si 1'on suppose un guidage précis du projectile avant
impact, une fixation décalée de 1’éprouvette est inévitable.

Les deux types d'imperfections supposées sont schématiquement montrées fig.
4.30. Elles s’éléve jusqu’a 10% chacune, avec 1’hypothése que leurs effets
sont cumulés. Les. simulations ont été faites pour 1les vitesses
V;=10,60,100 m/s, dont les résultats sont présentés au tableau 4.6.

Tableau 4.6
Résultats des simulations avec les imperfections géométriques

Vi Imperf. Réaction Aen
[m/s] en % [kN]
20 0 59900 2.2
10 58600
60 0 60100 2.0
10 61300
100 0 54700 5.0
10 51800
Pas critére de ruine (matériau ductile)
60 0 75500 5.4
10 71500
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Pour la vitesse V;=60 m/s, les résultats pour un acier ductile, c'est-a-dire
sans critére de ruine ont été rajoutés. A cause de la rotation non uniforme
plus grande, une sensibilité aux imperfections plus élevée était attendue.

Les résultats obtenus semblent un peu surprenant, mais positifs. La
différence relative entre les modéles avec et sans imperfections est
uniquement de ~2% pour les vitesses V;=20-60 m/s (fig. 4.31) et ~5% pour
V;=100 m/s. Cette derniére valeur semble étre plus élevée a cause de la
fragilité plus grande du matériau lorsqu’on approche la CIV. Bien que les
imperfections introduites soient de 10%, leur influence sur 1les courbes
globales contrainte-déformation ne dépasse pas 5%. Les mémes résultats sont
obtenus pour 1’acier ductile (sans critere de ruine).

R (N)
o

Réaction,

0 210° 410° 6 10 8 10 1 10

Temps, t (us)

Fig. 4.31 Comparaison des courbes R-A pour différents niveaux d'imperfections,
Vi=60 m/s

Ces résultats sont trés encourageants du point de vue de la technique
expérimentale. Une sous ou surestimation de 2-5% est satisfaisante et ne
perturbe pas la fiabilité des résultats expérimentaux. Cette influence
modérée des imperfections est due & la nature dynamique du processus. Le
temps nécessaire pour casser 1'éprouvette est suffisamment court pour
empécher le développement d’une rotation non-symétrique.

I1 faut cependant remarquer que pour des vitesses d'impact peu élevées
(Vi~20 m/s), une rupture seulement d’un cbété est obtenue, ceci a été observé
lors de l'expérience, Klepaczko (1996) et ensuite simulé numériquement. Les
fig. 4.32a,b présentent respectivement la photo d’une éprouvette cassée d’un
coté (N°Al4) et la simulation numérique de ce phénoméne. Bien qu’il ait été
démontré que cela ne perturbait pas 1l’allure des courbes 1-I', une telle
situation peut quand méme nuire au dispositif expérimental. En effet, cette
rupture unilatérale peut conduire & la plastification du projectile, voire
1’ endommagement du tube lanceur. Sans parler des risques que cela peut
constituer pour 1l’expérimentateur.
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OBSERVATIONS DES PREMIERS MOMENTS DE L'ANALYSE

On se concentre ici sur les premiéres microsecondes de 1’analyse pour
estimer les perturbations dues aux effets d’inertie et & la propagation des
ondes élastiques et plastiques. Les fig. 4.33a,b présentent respectivement

le champ des contraintes de cisaillement aprés 1.1 et 4.4 ps, la vitesse
d’impact étant V;=60 m/s. Les résultats obtenus pour différentes vitesses

indiquent qu’aprés ~3-4 ps, le champ des contraintes dans 1'éprouvette se
stabilise, ce qui se traduit par une concentration des contraintes dans la
zone entaillée. Ainsi, les contraintes de Huber-Mises sont environ 2 fois
plus élevées que dans le reste de 1'éprouvette et les contraintes de
cisaillement deviennent 4-5 fois plus grandes qu’ailleurs. Cette courte
période, quelques microsecondes par rapport au temps jusqu’ad la rupture qui
varie entre 10-40 ps, permet de conclure que méme pour les vitesses assez
élevées V;~30-60 m/s, les résultats globaux de 1l’analyse ne devraient pas
étre perturbés par la propagation des ondes.

Par contre, pour les vitesses trés élevées, proche de la vitesse d’impact

critique (CIV), on observe la rupture presque instantanée aprés ~2-3 ps.
Temps qui ne suffit pas pour une stabilisation des contraintes, et la
rupture se produit lorsque 1’onde plastique atteint le concentrateur le plus
proche. La CIV donne une rupture toujours le long du bord de la zone
cisaillé et la géométrie de 1’éprouvette toute entiére ne joue plus le réle
dans ce processus.

I1 semble trés intéressant a ce point d’analyser encore une fois les fig.
4.21la,c ou les points qui correspondent au moment de rupture (au temps réel
et non & la déformation nominale de rupture) sont marqués sur les courbes
-I'. Pour la vitesse d'impact V;=100 m/s, on obtient ainsi une rupture avant
le maximum de la courbe, ce qui n’est pas logique. En fait, le processus est
tellement court que la rupture apparait avant que le signal de la force
atteigne le support B (tube d’'Hopkinson). La courbe t-I' est alors une image
obtenue déja aprés la rupture avec un certain décalage dans le temps. Ce
décalage vient de la distance & parcourir par 1’onde entre la surface
d’impact et la surface de support qui est égale & ~11 mm. Le temps
nécessaire pour ce passage est d’environ ~2 ps dans le cas d’'une onde
élastique. L'interprétation des courbes t-I' n’est plus évidente. Ce probléme

disparait pour les aciers doux ou les temps jusqu’a la rupture sont
sensiblement plus longs.
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(a)

rupture

(b)

Fig. 4.32 Rupture de 1l'éprouvette observée sur un cdté: (a) évidence expérimentale
- photo de 1’éprouvette MDS N°Al4 - série d'essais d’'aprés Klepaczko
(1996) , (b) résultats numériques
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Fig. 4.33 Champs des contraintes de cisaillement pour les premiers moments aprés
1'impact: (a) t=1.1 ps, (b) t=4.4 ps
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OBSERVATIONS SUR LA CINEMATIQUE DE L’EPROUVETTE

Une critique souvent entendue est que 1’éprouvette de double cisaillement
subit une rotation lors de 1l’essai. Les boulons qui tiennent 1’ éprouvette
n’assurent pas une parfaite fixation, mais jouent plutdét un rdle lors du
montage. Ainsi, 1’impact peut provoquer un comportement de 1’éprouvette
comme si elle était une poutre fléchie, avec les appuis élastiques sur la
barre d'Hopkinson et la force appliquée au centre. Ce comportement semble
inévitable, mais les résultats des simulations numériques montre une
marginalité du probléme. Les figures 4.l14a-d ont montré que la rotation au
moment de la rupture (a peine visible) est en moyenne de 1’ordre de ~0.012°.
La tendance a la rotation est plus visible sur la fig. 4.34 ol les vecteurs
de vitesses sont représentés a chaque neud. Les fléches qui apparaissent sur
la partie externe de 1’éprouvette indiquent la direction de la rotation.
Lors des calculs numériques, on a démontré que les effets de rotation
n’apporte qu’une perturbation négligeable du champ de contraintes. La durée
des essals étant tres courte, 1’éprouvette n’a pas alors le temps pour
tourner. Le méme effet est donné par la fragilité du matériau, la rupture
est instantanée et la rotation est négligeable. Les éprouvettes en acier

doux seront plus sensibles a la rotation.

EFFET DE LA PLASTIFICATION HORS DE LA ZONE CISAILLEE

On s’intéresse ici a la plastification de 1’éprouvette prés du support (tube
d’Hopkinson) ainsi que dans la partie impactée par le projectile. Dans le
premier cas, les simulations donnent des résultats favorables. Bien que 1’on
ait obtenu une certaine plastification, elle était trés locale - une toute
petite zone proche du diamétre interne du tube d’Hopkinson, avec des valeurs
de déformation plastique ne dépassant pas €=0.05. Le méme ordre de grandeur
de déformation plastique a été obtenu par Oussouaddi (1994) pour 1’acier
XC18.
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Fig. 4.34 Tendance i la rotation d’une éprouvette MDS

Concernant les déformations plastiques sous projectile, & partir de la
formule (3.11), il est facile de calculer, que pour notre acier (limite
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élastique de 0g1~1250 MPa), elles peuvent se produire a partir d’une vitesse
d’impact V; d’'environ 32 m/s. Les simulations numériques ont montré les
premiéres plastifications pour les impacts de ~40 m/s, ce qui est confirmé
par les prédictions théoriques. Il faut cependant noter que la modélisation
du chargement, c’est-a-dire une vitesse constante a chaque nceud favorise le
développement de la =zone plastifiée. En réalité, 1le contact entre
1’ éprouvette et le projectile reste court (le projectile recule) et les
observations expérimentales n’ont pas confirmé 1'existence de zone
plastifiée. Par contre, une empreinte sur 1’éprouvette était visible pour
les aciers inoxydables, Klepaczko (1992).

Une meilleure solution serait de modéliser également le projectile entier
qui atteint 1’éprouvette avec une vitesse imposée. Les deux surfaces de
contact permettraient un contact puis une séparation des deux. Ainsi on
pourrait reproduire plus fidélement la vitesse V; qui diminue lors d'impact.

Les commentaires donnés ci-dessus semblent favorables a la technique du
double cisaillement et & 1'éprouvette MDS. Il est bien clair qu’une analyse
plus profonde est toujours possible, car beaucoup de questions restent
encore ouvertes. Un probléme intéressant est la définition des propriétés du
matériau (courbe contrainte-déformation) & partir des courbes réaction-
déplacement obtenues par 1’expérience. Il s'agit des méthodes inverses. La
simulation numérique est un parfait outil pour une telle étude, parce gqu'on

dispose a la fois des résultats des simulations (courbe R(A)) et de la loi
de comportement implantée dans le code. Une comparaison de ces deux types de
courbes est donnée sur les figures précédentes, fig. 4.24a,c. Il peut étre
remarqué immédiatement qu’une conversion de l'une vers l’'autre n’est pas
évidente. Pour les essais dynamiques, les effets d’inertie et de géométrie
sont importants. Ce probléme n’a pas été envisagé dans la thése a cause du
temps limité consacré a cette étude, mais il s’impose comme la suite logique
du sujet.

Remarques générales

L'étude numérique de la concentration de la contrainte, effectué pour
1’acier VAR4340 (~50HRC), a montré un grand effet de la vitesse d'impact sur
le développement de la rupture pour chaque géométrie étudiée. Aux plus
grandes vitesses d’impact, une substantielle diminution de 1'énergie de
rupture a été relevée. L'existence de la CIV en cisaillement a été confirmée
pour la géométrie standard pour une vitesse d’impact autour 130 m/s,. Une
relative augmentation locale de la température autour du lieu de
concentration de contrainte encourage, quelque peu, le développement local
de la bande de cisaillement adiabatique. La bande de cisaillement peut se
propager aprés avec une grande vitesse. En effet, la formation d’'une bande
de cisaillement adiabatique est une sorte de mécanismes de rupture.

L'introduction dans le code numérique du critére de la rupture basé sur la
déformation plastique critique donne la possibilité de calculer le processus
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de rupture sous impact. Il a été montré que le critére de ruine local est
sensible a4 la vitesse de déformation locale.

Cette analyse numérique, avec le criteére de rupture locale, a confirmé les
résultats expérimentaux, essentiellement la réduction de 1’énergie a la
rupture pour les grandes vitesses d’impact. L’approche présentée peut étre
appliquée dans les études numériques pour des processus de fragmentation
encore plus compliqués.

Le but de cette étude était de montrer que la technique expérimentale
devrait coexister avec la simulation numérique. L‘expérience fournit des
résultats, parfois difficiles a interpréter. Cela conduit & proposer des
simulations numériques afin de clarifier certains points restés f£flous.
Finalement, les résultats numériques permettent souvent d’envisager des
modifications de la technique expérimentale et ainsi le cercle se referme.
L’idéal serait de définir un essai {(dispositif, éprouvette) & partir des
simulations par ordinateur. Cela peut réduire considérablement le temps
total de l'analyse, ainsi que le colt pour l’entreprise. Dans notre étude,
une telle coexistence est accomplie. Le modéle par éléments finis n’est pas
purement théorique, il est basé sur des observations expérimentales qui
donnent une approche de type ingénieur. D'autre part, les simulations
numériques répondent & plusieurs questions concernant la technique
expérimentale et confirment son efficacité.

160




Conclusions




CONCLUSIONS

Les problémes abordés dans la thése concernent les problémes d’instabilité
plastique et de localisation dans les métaux chargés par impact. Une
attention particuliére est portée au mécanisme de localisation et de rupture
sous forme d'une striction et d’une bande de cisaillement adiabatique. Le
matériau étudié est 1l'acier martensitique VAR4340.

Le probléme de la localisation sous forme d’une bande de cisaillement est
bien connu expérimentalement et par ailleurs correctement résolu
analytiquement. L’'existence d’outils numériques puissants (logiciels,
ordinateurs) permet une modélisation plus approfondie de ce type de
probléme. L’approche naturelle de ce probléme consiste a& effectuer une étude
analytique et numérique avant 1’expérimentation qui est souvent trés
coliteuse. Dans notre cas, les résultats expérimentaux obtenus par la méthode
du double cisaillement constituent la base pour les études numériques
approfondies. Les calculs ont été réalisés par la méthode des éléments finis
dans 1l’environnement du code ABAQUS.

Quelques objectifs préliminaires ont dii étre remplis, a savoir:

e Proposition d’une 1loi de comportement phénoménologique pour 1’acier
étudié, applicable dans un domaine de vitesses de déformations allant du
quasi-statique jusqu’aux vitesses élevées (105 s-1) et pour des
températures 300K<T<Z1000K;

e Estimation d’une vitesse d’impact critique (CIV) en traction et en
cisaillement pour 1l'acier donné, qui est une caractéristique importante
du matériau lors du chargement dynamique;

e Simulations numériques de 1l’essai de double cisaillement avec
1"éprouvette MDS (Modified Double Shear) basées sur les résultats
expérimentaux récemment obtenus au LPMM. Les simulations ont été
conduites suivant deux axes: d'un c6té afin d'« optimiser » le modéle
numérique (loi de comportement, maillage, conditions aux limites..) et
d'un autre co6té afin d'apprécier la validité de 1la technique
expérimentale du double cisaillement.

La loi de comportement proposée est efficace. En effet, appliquée dans les
modéles simples (barre en traction, couche cisaillée) et dans le modéle de
1’éprouvette MDS, elle a reproduit 1le comportement des éprouvettes,
notamment pour les vitesses de déformation élevées. Elle a également permis
une estimation de la vitesse d'impact critique. Les valeurs de la CIV
obtenues par la simulation de traction et de cisaillement sont proches des
résultats expérimentaux (CIV~130 m/s). Sur la base des résultats obtenus, il
peut étre conclu que la méthode expérimentale peut fournir une bonne
estimation de la CIV, mais les conditions aux limites (bonne fixation) et la
géométrie de 1'éprouvette (sans effets secondaires des concentrateurs)
doivent étre appropriées.
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Concernant les simulations numériques, les conclusions peuvent é&tre
formulées comme suit:

¢ R8le des concentrateurs de contraintes.

Le réle important des concentrateurs a été démontré. Ils sont & 1'origine
de la réduction des zones plastifiées engendrant ainsi une rupture plus
fragile du matériau. La vitesse d’apparition de la ruine est fonction du
type de concentrateur. Les simulations ont facilité 1’observation de
phénoménes difficiles & appréhender lors d’une expérience souvent trés
bréve. Ainsi, par exemple 1’augmentation modérée de la température
adiabatique (AT~200 K) provient des petites déformations critiques
définies par 1le critére de rupture. De méme 1’observation de 1la
cinématique de 1’éprouvette a confirmé que la rotation de cette derniére
lors de 1'impact peut étre négligée (ce qui est spécifique aux aciers
fragiles). En outre, les plastifications éventuelles en dehors de la zone
de cisaillement ne sont pas importantes. On peut également retenir que
mémes des imperfections géométriques non négligeables (~10% sur 1l’aire
cisaillée) influencent trés peu le comportement global de 1’éprouvette
(courbes o-g). En définitive, la technique du double cisaillement est
évaluée positivement.

¢ Modéle numérique et conditions aux limites.

Un modele numérique doit étre élaboré avec précaution. De 1’analyse de la
densité du maillage et de celle de 1l'alignement des éléments, il ressort
que ce dernier peut introduire une anisotropie numérique, conduisant & des
formes de rupture (bandes de cisaillement) erronées. Une question
difficile était également la modélisation des conditions aux limites a
1"interface éprouvette - tube de Hopkinson. La meilleure solution parmi
les trois proposées (support élastique, rigide et avec séparation
possible) est celle permettant une séparation entre 1’éprouvette et le
tube d'Hopkinson (surfaces de contact). Ce modéle refléte mieux les effets
d’ondes survenant au niveau de cette interface. Le probléme de
1"adéquation de la solution dans le sens mathématique (l’existence de
l'unicité et de la stabilité) a été étudié. Dans ce cas, la régularisation
a été assurée par l'introduction dans la loi de comportement de 1la
sensibilité & la vitesse de déformation.

Pour la résolution de ce probléme, il a été utilisé une large base
expérimentale disponible et en méme temps un code de calcul aux éléments
finis non linéaire. L’expérience sans support numérique et la modélisation
sans la base expérimentale constituent deux approches incomplétes, pourtant
souvent rencontrées dans la pratique.

Les problémes étudiés dans cette thése ouvrent de larges perspectives. Entre
autres, la poursuite du travail de modélisation du changement de phase
signalé a la fin du chapitre 3, ainsi que 1l’utilisation des résultats
numériques (courbes R-A) pour 1'identification du matériau (courbes o-¢ ou

1-I') par des méthodes inverses.
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