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INTRODUCTION GENERALE

Le développement des moyens de calcul a permis au cours des dernicres années,
des progres considérables en calcul des structures. Un des objectifs actuels consiste a
incorporer des lois de comportement plus fines dans les codes de calcul utilisés. Dans le
cas du comportement plastique des matériaux, ces lois de comportement plastique des
matériaux plus complexes ou plus fines peuvent &tre obtenues A partir d'essais plus
généraux que les essais de traction simple ; on peut citer par exemple I'essai qui consiste &
soumettre des tubes minces 2 une charge axiale, une torsion et une pression interne (ou
externe) combinées. Néanmoins la caractérisation du comportement plastique des
matériaux pose encore des probiémes expérimentaux difficiles, particulitrement lorsque
ceux-ci se présentent sous forme de tdles. Il y a, parallelement, un développement
important des calculs d’homogénéisation, ou calculs "micro-macro”. Les progres
enregistrés dans ce domaine contribuent en particulier A une prévision de I'évolution des
textures dans les procédés d'élaboration, ainsi qu'd une meilleure appréhension des
instabilités au cours des procédés de mise en forme.

Le présent travail est divisé en deux parties. La premicre partie a pour objet de
caractériser le comportement plastique de quatre nuances de tdles d'acier, en effectuant
des essais sous différents trajets de déformation. Quelques essais avec changement du
trajet de déformation ont en outre été réalisés. Cette caractérisation du comportement
plastique a été effectuée 2 I'aide d'un dispositif de traction biaxiale mis au point au cours
d'un travail antérieur de I'équipe de recherche. Les résultats obtenus ont d'abord été
analysés en comparant les essais sous différents trajets de déformation. Les essais
séquentiels traction biaxiale-traction uniaxiale ont par ailleurs permis de mettre en
évidence le caractére anisotrope de 1'écrouissage. |

La deuxi®me partie de ce travail traite d'un procédé particulier de mise en forme des
toles, a savoir le gonflement hydraulique ou essai Jovignot. Par rapport aux "études
antérieures nous avons apporté un soin particulier 2 I'analyse et la compréhension de
l'influence des différents parametres caractérisant le comportement plastique sur la
pression de gonﬁemcnt, la distribution des déformations et la forme de la membrane
déformée. Les influences de I'écrouissage, de la sensibilité A 1a vitesse de déformation et
de 1a forme de la surface d'écoulement ont ainsi été analysées, et les prévisions du calcul
ont été confrontées aux résultats expérimentaux de la littérature.



PARTIE A

COMPORTEMENT PLASTIQUE BIAXIAL
DE DIFFERENTS ACIERS D'EMBOUTISSAGE




Chapitre A-I- Etude bibliographique

A-I-1- Introduction

La caractérisation du comportement plastique des matériaux nécessite en particulier
la connaissance ou la détermination de leur surface de charge, et de I’évolution de cette
surface en fonction des contraintes ou des déformations appliquées. Lorsque les surfaces
de charge sont identifiées au potentiel plastique, on connait alors, 2 partir du principe du
travail maximal de Hill, les incréments de déformation plastique pour un chargement
correspondant 2 un point particulier de ces surfaces (loi de normalité).

Les surfaces de charge représentent un élément essentiel, non seulement pour
décrire le comportement plastique et 1’anisotropie associée mais aussi pour modéliser
convenablement les procédés de mise en forme des matériaux ainsi que les instabilités qui
peuvent survenir lors de ces opérations de mise en forme (par exemple les strictions et les
bandes de cisaillement, ainsi que les phénomenes de plissement dans le cas de
I’emboutissage des tdles). Toutefois, de nombreuses difficultés sont rencontrées,
lorsqu'on veut suivre 1’évolution de ces surfaces, tant sur le plan expérimental que
théorique.

Dans ce qui suit, nous allons présenter 1’essentiel des techniques expérimentales
utilisées dans la détermination des surfaces de charge ainsi que les modélisations
développées au cours de ces dernidres années et qui permettent la prévision de ces
surfaces par le calcul.

A-1-2- inati ' écoul i

A-I-2-1- Eprouvettes et techniques expérimentales

Les éprouvettes utilisées dans les expériences de la plasticité peuvent &tre classées
en trois catégogiés selon leur forme : tubes minces, éprouvettes plates minces et
éprouvettes plates épaisses. La méthode qui consiste 2 soumettre des tubes minces 2 une
charge axiale, une torsion et une pression interne (ou externe) combinées est 1a plus
favorable car elle donne un état de contraintes quasi-uniforme. Toutefois, des problemes
peuvent &tre rencontrés concernant la précision d’usinage, les effets de bords et
éventuellement une flexion parasitc: de I’éprouvette.



En ce qui concerne les produits plats, la figure A-I-1 montre les méthodes
d’obtention d’un état de contraintes combiné en utilisant des éprouvettes plates minces et
épaisses. La figure A-I-1(a) indique la méthode d’application d’une traction A des
éprouvettes entaillés ou rainurées. L’état de contraintes combiné est produit dans la
bande. La figure A-I-1(b) présente une méthode de chargement transversal de plaques
rhombiques aux angles de I’éprouvette. L’état de contraintes combiné est produit dans la
partie centrale de la plaque par flexion. Pour avoir un état de contraintes uniforme dans
I’épaisseur de la plaque, Hazell et Marin [1] ont proposé I’utilisation de plaques
“composites” constituées d’une zone centrale alvéolée sur les surfaces de laquelle sont
collées deux plaques de faible épaisseur. Ceci permet de considérer la contrainte comme
raisonnablement uniforme dans 1’épaisseur de chacune des plaques. La figure A-I-1(c)
montre la méthode qui consiste 2 découper des -éprouvettes de traction uniaxiale dans
plusieurs directions d’une tdle par rapport 2 la direction de préchargement en traction
simple. Cette méthode a été proposée par Szczepinski [2] pour la détermination du seuil
plastique dans la nouvelle direction de chargement. La figure A-I-1(d) montre une
éprouvette en forme de croix [3-5] congue pour étre soumise 3 une traction biaxiale. Une
autre forme d’éprouvette présentant des fentes dans les zones de raccordement avec les
tétes de fixation avait été proposée antérieurement par Monch et Galster [4], elle permet
d’avoir une région de déformation homogéne de I’ordre de 75 % (figure A-I-2).
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Fig. A-1-1 : M_Zéthodes permettant d'obtenir un état de contraintes combiné, ou un
changement de sollicitation (d'apres K. Ikegami [6])



Fig. A-I-2 : Géométrie de 1’éprouvette cruciforme proposée par Monch et Galster [4]

En améliorant 1’éprouvette proposée par Monch et Galster, Makindé [7] a proposé
une autre éprouvette en forme de croix (figure A-I-3). Elle a été congue de fagon a obtenir
une déformation aussi homogeéne que possible dans la partie utile. Pour cela il convient de
prévoir : -

- des évidements longitudinaux le long des bras, afin de diminuer leur rigidité
transversale et de réaliser une déformation aussi homogeéne que possible de la zone située
au centre de la crqix.

- une diminution d’épaisseur de la partie centrale (partie utile) afin que la
déformation plastique soit essentiellement concentrée dans cette région de I’éprouvette.
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Fig. A-I-3:  Géométrie de I’éprouvette cruciforme proposée par Makindé [7]
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Les figures A-I-1(e) et A-I-1(f) montrent les méthodes qui consistent 3 utiliser un
empilement de tdles minces ou épaisses collées ensemble [5]. La compression biaxiale de
ces tdles permet d’étudier tous les quadrants du plan déviateur des contraintes. Dans ce
type d’essais, les contraintes mesurées dépendent du rapport entre la hauteur de
1’échantillon et 1’épaisseur de I’empilement ; il faut aussi que les faces des tbles soient
planes et paralleles, deux a deux, apres collage ce qui est trés difficile & réaliser.

A-I-2-2- Représentation des surfaces de charge.

La représentation des surfaces de charge dépend du type d’essais. Elle fait
généralement appel a des axes correspondant aux contraintes qui varient dans 1’essai
considéré. D’autre part, on utilise aussi fréquemment le plan déviatoire, appel€ aussi plan
7, d’équation 0] + 02 + 63 =0, dans I’espace des contraintes principales.

A-I-2-3- Facteurs influencant la surface de charge

En supposant que la déformation plastique est incompressible et indépendante de la
pression hydrostatique, le comportement de la surface de charge est étudié
expérimentalement en fonction des parametres suivants :

1) Intensité et direction du préchargement.

2) Influence de la température.

3) Influence du temps d’application de la déformation (fluage, vieillissement) et de
la vitesse de déformation.

L’anisotropie liée aux textures du matériau joue évidemment un rdle essentiel dans
les résultats. En fonction de ces parametres, les discussions ont porté sur les points
suivants : -

a- Comportement des surfaces de charge : changement de forme, translation et
rotation.

b- Particularité de formes des surfaces de charge : effet Bauschinger, effet cross,
existence de points anguleux.

c- Normalitg des vecteurs incréments de déformation plastique aux surfaces de
charge, ce qui constitue une méthode de vérification du travail plastique maximum.



- .
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A-I-3- Modélisation des surfaces d’écoulement plastique

Le seuil de plasticité unidimensionnel définit le domaine d’élasticité dans un espace
de contrainte 2 une dimension (figure A-I-5). La généralisation de cette notion au cas
tridimensionnel représente le critere de plasticité. Il définit le domaine, dans I’espace des
contraintes, 2 1’intérieur duquel toute variation de contrainte n’engendre que des
variations de déformation élastique.

m———_

- o
~ €#0

fig. A-1-5 : Domaine d’élasticité unidimensionnel

Le moyen le plus simple de mettre en évidence ce domaine dans un espace a deux
dimensions est d’utiliser des essais de traction (ou compression)- torsion sur des tubes
minces.

A-1-3-1- Modéles d’écrouissage cinématique

Dans le c'as le plus général, la surface d’écoulement subit au cours d’une
déformation plastique 2 la fois une translation, et un changement de forme et de
dimension. Les mbdles d’écrouissage cinématique mettent en avant la translation de la
surface d’écoulement.
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Prager (1955) a proposé un modele d'écrouissage cinématique dans lequel la
surface seuil ne change ni de forme, ni de dimensions mais se déplace dans I’espace des
contraintes. Cette fonction seuil s’écrit :

f(oij - i) =k ' (A-I-1)

ol K est une constante et oj est une variable tensorielle qui représente la translation de la
surface de charge qui, selon Prager se fait suivant la normale extérieure 2 la surface
d’écoulement au point de chargement. Dans ces conditions on a :

Gijj = Céjj (A-1-2)

ou C est une constante.

Ziegler (1959) a modifié le modele de Prager en supposant que la translation de la
surface de charge, se fait suivant la direction du vecteur joignant le centre de la surface
d’écoulement au point de chargement, ce qui donn;: :

G = (Gij - @) It (A13)
avec L > 0.

En remplagant la dérivée particulaire aijj par la dérivée de Jaumann a{? Dudzinski

[8] a généralisé le modele d’écrouissage développé par Prager et Ziegler au cas des
grandes déformations.

A-1-3-2- Modeles d’écrouissage isotrope

Ce sont ceux qui supposent une dilatation de la surface de charge . L’équation de la
frontiere du domaine fait intervenir a priori toutes les composantes du tenseur des
contraintes et la variable d’écrouissage, qui se réduit 4 une variable scalaire dans le cas de
1’écrouissage isotrope ; choisissons la variable seuil de plasticité en traction simple O

f(oij, 05) =0 (A-1-4)

Dans I'hypothese d'un matériau initialement isotrope, la frontiére du domaine est
invariante par changement de repére, la fonction f ne dépend donc que des trois invariants
dutenseuro: .

f(O'I, o1, Or1tl, o.S) = 0 (A'I'S)

Dans le cas des matériaux métalliques, on observe généralement I’incompressibilité
plastique et 1’indépendance du comportement vis-3-vis de la contrainte hydrostatique. 11
suffit alors de faire intervenir le tenseur déviateur des contraintes :

o' =0 % orl - (A-1-6)
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et les deux invariants du déviateur,
Sn= -;— Tr (6'2) et S = % Tr (63). La relation

£(St » SmL, Os) = 0 | (A-I-7)

est I’expression générale des critéres isotropes de plasticité pour un matériau
incompressible. Dans 1’espace des contraintes 01, 62, 03, la frontiére est représentée par
un cylindre dont ’axe est la trissectrice du repére. Notons qu’a la place des invariants Syt
et Spy on peut utiliser les invariants homogénes associés :

Io)=3Sm)"? = (% o} O}, )1/2 (A-1-8)
7
I3(0) = (iz— sm)l/?' - (% o}, Oy oid)m (A-1:9)
Critére de Tresca

Le critére de Tresca prédit que I'écoulement plastique interviendra lorsque la
contrainte de cisaillement maximale atteindra une valeur critique. Le critére peut s'écrire :
o1 - 03 =Cg ou G1- 03 =2k (A-I-10)
o désignant la limite élastique en traction simple, k la limite €lastique en cisaillement et
01 et 03 étant les contraintes principales extrémes (classées dans l'ordre 61 > 02 > 03).
Le lieu limite dans le plan 7 est un hexagone régulier.

Critére de Von-Mises

Le critére de Von-Misgs prévoit que 1'écoulement aura lieu lorsque le deuxi¢me
invariant du tenseur déviateur des contraintes J3 atteindra une valeur critique :
Ty =k | (A-I-11)

ou en fonction des contraintes principales : -
(01 - 0%+ (02 - 03)*+ (03 - 01)2 = 6kP =2 0F (AI-12)

Ce critére peut étre interprété physiquement en considérant soit que I'énergie de
distorsion élastique emmagasinée dans le matériau atteint une valeur critique, soit que la
contrainte de cisaillement sur les plans octaédriques atteint une valeur critique.

4

Le lieu limite prévu par le critére de Von-Mises dans le plan 7t est un cercle de rayon

ﬁﬂ/g ds
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Critéres de Hill

Hill [19] a introduit un critére tenant compte de I'anisotropie initiale du matériau. La
fonction seuil s'exprime sous la forme d'une fonction quadratique des contraintes
principales. Dans le cas d'un état de contraintes planes (01, 02) il s'exprime :

Fo? +Go? + H(o1 - 02)°= G+ H) & (AI13)

ot F, G, H sont des coefficients représentant I'état d'anisotropie du matériau et ou la
contrainte équivalente G est une mesure de la dimension de la surface de charge.

Il a été observé que ce critére ne rend pas compte correctement de la surface
d'écoulement, en particulier pour des matériaux ayant un coefficient d'anisotropie r
inférieur a I'unité.Ce coefficient d'anisotropie est défini, pour les t6les, comme le rapport
des déformations en largeur et en épaisseur dans un essai de traction simple. Hill [9] a
proposé un second critére afin de répondre aux insuffisances de son premier critere.

L'expression de ce nouveau critére s'écrit :
(142r) (01 - 62)™ + (01 + 62)™ =2(1 +71) oM (A-I-14)

On remarque que la forme de cette nouvelle fonction seuil n'est plus quadratique,
mais dépend d'un paramétre m qui doit &tre déterminé expérimentalement. On notera que
m doit étre supérieur ou égal 2 1 pour que la surface d'écoulement soit convexe.

Critére de Budiansky

Récemment, une formulation générale du comportement plastique pour des
matériaux présentant une isotropie planaire, a été proposée par Budiansky [10]. La
surface d'écoulement est décrite sous forme paramétrique, pour un état de contrainte

plane par : )
1+ 0
—12—2 = g(y) cosy
. °‘; - (A-I-15)
L2222 g(y) siny
205 -

ol g est une fonction telle que g(0) = {:t T )= 1 et o5 et Op sont respectivement les
2

contraintes d'écoulement en cisaillement et en déformation équibiaxiale.
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La formulation proposée par Budiansky présente un avantage considérable par
rapport aux critéres présentés précédemment, car elle permet de décrire d'une maniére
précise la forme réelle de la surface d'écoulement moyennant le choix d'une fonction g(y)

qui décrive correctement les données expérimentales.

On a assisté par ailleurs ces derniéres années i un important développement des
calculs "micro-macro”, qui permettent de déterminer théoriquement les surfaces
d'écoulement et leur évolution lorsque les mécanismes €lémentaires de déformation sont
supposés connus, ainsi que les données relatives a la texture.

A-I-4- Comportement plastique du polycristal
A-1-4-1- Equations générales

Un matériau polycristallin déformé est soumis, compte-tenu du caractére

cristallographique de la déformation plastique des grains, & des champs de contraintes ©
et de déformation € non uniformes. Cette hétérogénéité intrinséque du comportement du

polycristal est modifiée par une éventuelle texture cristallographique, initiale ou induite
par la déformation plastique. La texture morphologique, liée A 1a forme des grains, joue
aussi un rdle important [11].

La résolution rigoureuse du probléme devrait respecter deux types d'équations : les

équations d'équilibre qui, en I'absence de forces de volume, s'expriment sous la forme :
Gijj=0 (A-I-16)

et les conditions de compatibilité qui, dans l'hypothése des petites perturbations
s'écrivent :
i (2P =0 (A-I-17)
Jxj

ou B estle gradient de déformation totale.

>

La loi de Schmid est souvent utilisée au niveau microscopique :
©=m} G < T, | (A-I-18)

;
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out’et 1:2 désignent respectivement la cission résolue et la cission résolue critique sur le

systeéme de glissement s et on‘l'misj = b? n? avec n “désignant la normale au plan de

glissement et _b_s désignant la direction de glissement du syst¢éme s.

Les modeles qui essaient de prévoir le comportement macroscopique du polycristal
A partir du comportement microscopique prennent en compte de fagon plus ou moins
précise: les conditions précédentes. Nous allons rappeler bri¢vement quelques uns de ces
modeles.

A-I-4-2- Le modéle statique

Ce modele considére que le champ de contraintes dans chaque grain est €gal au
champ macroscopique. Dans ces conditions, les conditions de comptabilité ne sont
évidemment pas vérifiées.

A-1-4-3- Le modéle de Taylor

Proposé par Taylor en 1938 [12] ce modele considere que la déformation
plastique est uniforme, de sorte qu'en tout point
P P

€; = Eij (A-I-19)

ol Eg est la déformation plastique macroscopique.

Lin [11] a généralisé le modele de Taylor en supposant que la déformation totale

est uniforme :
T_ e P_ e P_ T -

Compte tenu de I'incompressibilité de la déformation plastique, si I'on suppose
que I'élasticité est isotrope on obtient la relation :
oij = Zij + 24 (Elj - eI;j) (A-121)

ol () désigne’le tenseur des contraintes macroscopique.

Une autre pgésentation du modele revient 3 exprimer que le gradient Eulérien des
vitesses (Lij = Vvi,j, o V. désigne la vitesse des particules) est égale 2 sa valeur
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macroscopique. 11 en va alors de méme pour les taux de déformation et de rotation,
parties symétrique et antisymétrique de L .

L'approche de Bishop et Hill [14] rejoint le modele de Taylor. En tenant compte de
la condition d'incompressibilité plastique cinq systémes de glissement actifs sont
nécessaires, dans chaque grain, pour assurer la déformation plastique imposée.

Le modele de Taylor a représenté la premiére approche systématique de la plasticité
du polycristal. Il a permis d'aborder de nombreux problemes jusque 12 ignorés. Compte-
tenu de sa simplicité, il conduit toutefois 2 des prévisions qui divergent parfois de fagon
significative de la réalité.

Barlat [15] a fait un calcul de surfaces de charge, pour des matériaux isotropes,
basé sur le modele de Taylor.

Ces surfaces sont comparées i celles de Von-Mises et de Tresca (fig. A-1-6).

1.5 r . : 1.5
e T ods T Lu
= p——
10F 0 mm—----== . 10F T ——meee-- .
/2 I 4 T —d
4
///// 2;‘: \ /,/’ 3:: \
7/ ——d
0s | . 1 WM—m 1 st L : } g
I !
:/ i
] 1
' _ :
0.0 + ' L : ; AT
Yy i .
// W, i
/ s i
7 . f
-05 | T 4 -os}f 4 4
-1.0 L L 1.0 1 ! 1
-1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 1.5 ~1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 1.5
(a) (b)

*- fig. A-I-6 : Surfaces de charge calculées avec le modele de Taylor, pour un matériau c.f.c

(a) et c.c (b) d'apres [15]
On observe, sur la fig. A-I-6, et particuli¢rement pour le matériau c.f.c, que la
courbure de la surface de charge aux points de traction simple et de déformation
équibiaxiale est plus forte que celle prévue par le critére de Von-Mises.

L
Dans sa méthode de calcul, Barlat suppose que chaque grain de 'agrégat est soumis
a la méme déformation et que la texture cristallographique est isotrope.
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A-I-4-4- Les modeles auto-cohérents

Ces modeles ont pour but de résoudre avec plus de réalisme le probleme de
l'interaction entre un grain particulier et la matrice environnante, qui présente les
propriétés (2 déterminer) du matériau homogénéisé. Les différentes approches en petites
déformations ont été étendues au cas des grandes déformations, en particulier par
Lipinski et Berveiller [16], Nemat-Nasser et Obata [17] et Molinari et Coll [18]. Ces
derniers auteurs obtiennent, dans le cas d'un comportement viscoplastique, une équation

de la forme :

(sij - sij) = Kijia Dk - Dy) (A-1-22)
ol (sij) et (_Eij) désignent respectivement le tenseur déviateur des contraintes
microscopique et macroscopique. (Dkp) et (ﬁkl) -.désignent les tenseurs des

vitesses de déformation microscopique et macroscopique respectivement et K est un
tenseur d'ordre quatre qui dépend des propriétés du polycristal et de la forme du grain.

Ce type de modeles est tres utile pour retracer l'influence de I'histoire du
chargement et peut fournir une modélisation de I'effet Bauschinger, ce qui est impossible
avec les autres modeles [11].

A-I-5- Conclusion

Les résultats expérimentaux concernant la détermination des surfaces de charge
sont encore divergents et parfois contradictoires et leur interprétation dépend fortement de
la définition du seuil d'écoulement plastique et du type d'éprouvettes utilisées. Par
ailleurs, les modeles d'écrouissage, cinématique ou isotrope, fournissent une description
approchée de l'évolution de ces surfaces. Le modele le plus utilisé est celui ol
I'écrouissage est supposé isotrope et ot la fonction seuil de Von-Mises (1913) ou de Hill
. (1950) est considérée. Nous avons signalé que ces surfaces ne rendent pas correctement
compte de la forme de la surface de charge d'un certain nombre de matériaux. D'autres
fonctions, comme celle de Hill (1979), ont été proposées pour offrir plus de souplesse.
La fonction seuil _i)i'oposée par Budianski (1984) offre une plus grande souplesse, et peut
étre utilisée simplement pour ajuster les résultats expérimentaux ou les prévisions
théoriques des surfaces d'écoulement, lorsque l'anisotropie de I'écrouissage est négligée.

;



16 -

Chapitre A-II - Etude de P’écrouissage de différents aciers
A-II-1- Introduction

Apres une bréve description du dispositif expérimental utilisé dans cette étude, nous
allons présenter, dans ce chapitre, les résultats des essais que nous avons réalisés sur quatre
nuances d’acier qui nous ont été fournies par la sociét€é SOLLAC. Deux types d’essais ont
été effectués :

1- Des essais de traction biaxiale avec différents chemins de déformation :
déformation plane, déformation équibiaxiale et déformation avec un rapport de déformation
p= 1/2. Ces essais ont été effectués d’abord avec la direction de laminage paralléle 2 la
direction de plus grande déformation puis avec la direction de laminage paralléle a la direction
de plus petite déformation.

2- Des essais de traction simple. Dans ce type d’essais, les éprouvettes de traction
simple ont été prélevées suivant les trois direction a 0°, 45° et 90° par rapport a la direction
de laminage. Enfin des essais de traction simple sur des échantillons prélevés dans des tbles
prédéformées sous chargement biaxial seront présentés dans le chapitre A-IIL

A-IL-2- e . .y - ‘on_biaxial

Pour réaliser les essais de traction biaxiale nous avons utilisé un dispositif qui a ét€ mis
au point par Makindé [7]. Ce dispositif permet de réaliser & 1’aide d’une machine de traction
simple des essais d’expansion biaxiale sur des éprouvettes cruciformes.

A-II-2-1_Principe de fonctionnement du dispositif

Il s’agit d’un mécanisme articulé 2 biellettes, congu de maniere a découpler I’effort de
traction fourni par la machine d’essai en un systeéme de forces agissant selon deux directions
orthogonales de déplacement imposées. Une vue cavali¢re du dispositif est donné sur la fig.
A-TI-1 dans le cas d’un rapport de déformation de 1. L’éprouvette est fixée sur les quatre
tétes Ty, T2, T3, et T4, A I’aide de plaquettes de serrages. L’ensemble est ensuite positionné
sur la machine cfe traction par I’intermédiaire des tétes T) et T2 et testé en traction. En cours
d’essai, la déformation du cadre “vertical” constitué des quatre biellettes By assure le
rapprochement dek deux piéces de liaison L) et Ly qui entraine 2 son tour la déformation du
cadre “horizontal” constitué des quatres biellettes By. Dans ce cas, I’écartement des deux
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T
Q 8,
) OO
By L,
T
By O Ba

fig A-TI-1 Vue en perspective du dispositif de traction biaxiale
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tétes T3 et T4 est égal A celui des deux tétes Ty et T2 (en supposant négligeables les
déformations du montage) et 1’éprouvette est soumise 2 une déformation équibiaxiale.

Afin d’obtenir des rapports de déformation p = €2/€1 compris entre 0 et 1, Makindé
[7] a congu le méme mécanisme avec des géométries différentes pour les biellettes situées
dans les plans horizontal et vertical. Aprés une étude cinématique simple, il 2 montré qu’il
suffit de reporter les axes des biellettes horizontales sur les pieces Lj et L2 pour obtenir un
rapport de déformation de la partie utile de 1’éprouvette pratiquement constant en cours
d’essais (fig. A-1I-2).

Une sollicitation correspondant 2 la déformation plane (p=0) est facilement réalisable
en remplagant le systéme précédent de biellettes par deux biellettes reliant directement les
tétes T3 et T4 de part et d’autre du plan de symétrie de I'éprouvette (fig. A-II-3).

A-I1-2-2 Géométrie de I’éprouvette

En ce qui concerne 1’éprouvette que nous avons utilisée dans les essais de traction
biaxiale, elle a une forme de croix et elle a ét€ mise au point par Makindé€ [7] de fagon a
obtenir une déformation aussi homogéne que possible dans la partie utile. Pour cela il
convient de prévoir :

- des évidements longitudinaux le long des bras, afin de diminuer leur rigidité
wransversale et de réaliser une déformation aussi homogene que possible de la zone située au
centre de la croix.

- une diminution d’épaisseur de la partie centrale (partie utile) afin que la déformation
soit concentrée dans cette zone. La figure A-II-4 montre une photo de cette éprouvette.

. A-II-2-3 Dispositif expérimental
Une vue d’ensemble du dispositif est donnée sur la figure A-II-5. I est constitué par :
- une machjhe de traction & vis ZWICK avec sa baie de commande.

- deux conditionneurs de jauge, KWS 273. D4, chacun d’eux alimentant en tension
. b
continue et constante un capteur de force.
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AT N e Py O

Fig. A-TI-2 : Photo du dispositif monté sur la machine de traction ZWICK. Le rapport de
déformation est p = €2/€1 =1
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Fig. A-I1-3 : Photo du montage pour p =0. On observe de part et d’autre de 1’éprouvette
deux biellettes qui permettent de bloquer tout déplacement relatif des deux

tétes “horizontales” de I’éprouvette. -
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- un systtme d’enregistrement x-t a deux voies, Kipp et Zonen permettant de tracer en
temps réel la courbe force-temps pour chaque capteur.

- un micro-ordinateur HP 9000 permettant le pilotage de la machine ZWICK et
I’acquisition des données concernant la machine.

A-II-3- Conditions expérimentales

Nous rappelons que le dispositif de traction biaxiale que nous avons utilisé permet de
couvrir le domaine de 1’expansion avec des rapports de déformation p = €7/€] compris entre

Oetl.
A-I1-3-1- Usinage des éprouvettes
Les éprouvettes ont été usinées :

- par fraisage sur une fraiseuse 3 commande numérique pour le contour de
I’éprouvette, les pergages et les fentes.

- par électroérosion pour la partie centrale ; cette opération a été réalisée sur une seule
face, afin d’obtenir une bonne uniformité de 1’épaisseur de I’éprouvette. Cette technique, par
rapport au fraisage, présente ’avantage de conduire a un écrouissage tres faible de la surface
usinée.

Nous avons également réalisé sur la machine ZWICK une compression des bras des
éprouvettes, au niveau des brins reliant les tétes a la partie utile. Cette compression a été
effectuée sous une charge de 15 t correspondant & une contrainte de compression de 75 MPa.
Gréce a cette précaution, nous n'avons pas obtenu de déformation plastique appréciable des
brins lors des essais.

A-II-3-2- Matériaux et traitements thermiques

Tous les essais que nous avons réalisés ont été effectués a température ambiante et les
éprouvettes n’ont subi aucun traitement thermique ultérieur. Nous avons laissé les matériaux
dans I’état dans letiuel il nous ont été fournis par SOLLAC.
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fig. A-II-4 Photo d’une éprouvette en forme de croix avant déformation
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fig. A-II-5 : Vue de I’ensemble de I’équipement expérimental avec le dispositif de traction
biaxiale sur la machine Zwick.
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Acier 3 dispersoi

L’examen micrographique que nous avons effectué sur ce matériau est donn€ par la
figure A-II-6. La taille moyenne des grains est de 16 x 20 um

échelle : 50 Hm

Fig. A-TI-6 ; Micrographie de ’acier a dispersoide
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La composition chimique de 1’acier Solpress est donnée par le tableau suivant :

Ti

187

Cr

30

1

Ni

53

43

Zr Ca | Cu

Al | Nb

37

1

Si

11

12

184

18

es dans le tableau suivant :

2

esume

Les caractéristiques fournies par SOLLAC sont r

2

Palier %

A
%
8

4

9,

3

325

Re

40

1

40

1,5

Sens

Travers

acier Solpress est donné par la figure A-II-5.

Par ailleurs, I’examen micrographique de I’

La taille moyenne des grains est de 33 x 35 pm

DLT

Sopm

Fig. A-1I-7 : Micrographie de I’acier Solpress
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-_Acier ES

La composition chimique de 1’acier E.S est donnée par le tableau suivant :

C|Mn| P S N Si | Al | Nb| Zr | Ca| Cu| Ni | Cr

39 | 284 | 10 | 11 | 52| 7 52 - - - 48 | 54 | 25

Les caractéristiques fournies par SOLLAC sont données par le tableau suivant :

Sens e A Re Rm A Palier %
%
Travers 1,52 43,0 170 316 41,4 0

L’examen micrographique de I’acier E. S est donné par la figure A-II-6. La taille

moyenne des grains est de 30 x 27 um

Fig. A-II-8 : Micrographie de I’acier E.S
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La composition chimique de I’acier Soldur 40 est donnée par le tableau suivant :

C | Mn

P

N

Si

Al

Nb

Zr

Ca

Cu

Ni

Cr

58

521

11

14

3,4

13

30

7

45

46

21

Les caractéristiques fournies par SOLLAC sont données par le tableau suivant :

Sens e A Re Rm A Palier %
%
Travers 1,46 81,3 413 513 23,3 0

L’examen micrographique de I’acier Soldur 40 est donné par la figure A-II-7. La taille
moyenne des grains est de 10 x 11 pm

Fig. A-11-9 : Micrographie de I"acier Soldur 40
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A-11-3-3- Pilotage de la machine de traction

La machine de traction utilisée est une machine a vis ZWICK, composée d'un biti et
d'une baie de commande interfacée & un micro-ordinateur HP 9000 qui assure le pilotage et
I'acquisition des données force en fonction du temps. Les essais ont €t€ effectués a vitesse de
traverse constante : 1 mm/mn.

A-II-3-4 Dépouillement des essais

Le principe que nous avons adopté dans le dépouillement des essais de traction
uniaxiale et biaxiale est le méme et il est résumé dans ’annexe A-L

1l convient de noter que le dépouillement des essais suppose que la déformation est
homogene le long de 1’éprouvette.

On notera enfin que pour décrire le comportement plastique des matériaux étudi€s les
courbes contrainte-déformation ont été ajustées suivant la loi de SWIFT :

=K (o +8)" (A-TI-1)

ou K, g, et n sont des constantes.

Ceci a été fait pour tous les chemins de déformation.
A-II-3-5- Essais de traction uniaxiale

Les essais de traction uniaxiale ont permis en particulier de caractériser 1’état
d’anisotropie des matériaux par I’intermédiaire de la mesure du coefficient r (défini comme
étant le rapport entre la déformation en largeur et en épaisseur). Ce coefficient, en raison de
1’anisotropie planaire des tbles, dépend du sens de prélévement de 1’éprouvette. Ainsi pour
caractériser de fagon satisfaisante 1’anisotropie des matériaux étudiés des éprouvettes ont été
prélevées dans les toles 2 0°, 45° et 90° de la direction de laminage. Le schéma des
éprouvettes est donné sur la fig. A-TI-10.
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-
50 ﬁll.__.l

b= T

Fig. A-II-10 : Schéma d’une éprouvette de traction uniaxiale

Des sections espacées d’environ 16 mm ont été repérées tout le long de la partie utile
des éprouvettes pour la détermination du coefficient d’anisotropie r. Les coefficients
d’anisotropie ont ét€ déterminés par mesure directe des largeurs et épaisseurs avant et apres
déformation, au niveau des reperes situés tout le long de la partie utile des éprouvettes. Ces
mesures ont été effectuées a 1’aide de deux palmers : un palmer a pointes et un palmer
numérique, les valeurs de dimensions retenues correspondent & une moyenne de plusieurs
mesures pour chaque repere.

L’hypothése d’isotropie planaire, qui sera ensuite utilisée dans la modélisation du
gonflement hydraulique, conduit & définir des valeurs moyennes dans le plan de la t6le, soit,
pour le parametre r : -

r

_To + 2145 + 199
= ) (A-II-2)

-

ol r est le coefficient d’anisotropie moyen.

14

A-II-4- Comportement plastique des différents aciers

Dans ce paragraphe, nous présentons les résultats des essais de caractérisation du
comporternent plastique des différents aciers testés.
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Ces essais comprennent : des essais de traction uniaxiale, des essais de déformation

plane, des essais de déformation équibiaxiale et des essais a p =% ol p =¢&32/ey estle

rapport des déformations pn'ncip-ales.

A-dI-4-1- C térisati l | ¢ plasti racti iaxial

Les courbes O-€ obtenues dans les trois directions de traction sont reportées sur la
figure A-II-11. Les courbes en trait plein correspondent 2 un ajustement selon la loi de
SWIFT. Pour les deux aciers Solpress et ES, les courbes de traction & 0° et 90° coincident
pratiquement. La courbe de traction & 90° est par contre au dessus de celle A 0° pour I’acier &
dispersoides, et pour I’acier Soldur 40. Les courbes de traction 2 45 ° tendent 2 montrer un
écrouissage plus fort, sauf pour I’acier Soldur 40.

Les paramétres de la loi o-€ et le coefficient d’anisotropie r sont reportés sur le tableau
A-II-1. On remarque, conformément aux prévisions du critere de Hill, que lorsque r45 <rg <
190, alors 6o < 090 < 045. Ceci est observé pour les aciers solpress et ES. Par contre,
lorsque 1o < rgg < r4s, alors 045 < 60 < G99, comme cela est observé pour I’acier Soldur.
Enfin, I’acier 2 dispersoides n’est pas cohérent vis-a-vis de ces prévisions. On sait toutefois
[7] que I’identification des paramétres du critere de Hill par mesure de r et par mesure des
niveaux de contraintes pour différentes directions de traction ne conduit pas, dans le cas
général, a des résultats concordants.

-y
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450.00

0.25

acier solpress acier ES
= =
=9 [}
S 22500 - )
b o
0.00 L 0.00 L
0.00 0.17 035 0.00 0.17 0.35
3 €
550.00
600.00 acier soldur acier a dispersoide
z g
= £
Z 30000 S 27500
o o
0.00 : ) 0.00 L
0.00 0.10 0.20 0.00 0.13
£ 3
fig. A-II-11: Coyrbcs expérimentales ¢ — € obtenues en traction uniaxiale sur les quatre

miances d’acier, dans les trois directions a 0°, 45° et 90° de la direction de
laminage. Les courbes ( — ) correspondent aux ajustements des points (+*)

suivant la loi_ Qe §w1ft.
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Acier Solpress

Sens de prélevement Valeurs
Paramétre 14 45° (P moyennes
K 527 _ 568 527 548
€ 0,0027 0,0008 0,0027 0,0017
n 0,2251 0,2492 0,2251 0,2371
r 1,94 1,43 2,32 1,78
Acier ES
Sens de prélevement Valeurs
Paramétre ¢ 45° xr moyennes
K 527 554 527 541
€ 0,0011 0,0003 0,0011 0,0007
n 0,2281 0,2287 0,2281 0,2284
r 1,94 1,39 2,49 1,80
Acier Soldur
Sens de prélevement Valeurs
Parameétre ¢ 45° P moyennes
K 749 679 736 710
€ 0,0045 0,0010 0,0004 0,0017
n 0,1597 0,1328 0,1332 0,1396
r 0,71 1,51 0,71 1,11
Acier a dispersoides
Sens de prélevement Valeurs
Paramétre ¢ 45° o moyennes
K 616 665 620 642
leo 0,0024 0,0110 0,0010 0,0063
n 0,1323 0,1649 0,1617 0,1558
T 0,57 0,98 0,72 0,82

-y

Valeurs des paramétres d’écrouissage et d’anisotropie mesurées sur
les différents aciers. Les paramétres K, €5, n et r sont précisés pour

les différentes orientations de I’éprouvette.
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A-II-4-2_ C If . I. l I l l I. I't Il l

Dans le cas de la déformation plane, deux essais ont été effectués sur les quatre
matériaux : dans le premier, la contrainte principale 1 (avec 01 > G2) a été appliquée
paralltlement 2 la direction de la laminage et dans le deuxiéme essai, o1 a ét€ appliquée
perpendiculairement & la direction de laminage. La déformation €3 étant nulle, les courbes
(o1, G2) ont été tracés et ajustées en fonction de la déformation principale €1. Les figures A-
II-12 et A-II-13 montrent I’allure de ces courbes et le tableau A-II-2 précise les paramétres de
la loi de SWIFT pour les quatre aciers.

. . O .
On observe sur ces courbes que le rapport des contraintes principales o = 22 , qui
o1

avec le critére de Von-Mises vaut %, est beaucoup plus faible que cette valeur. On peut

admettre, en raison de 1’élasticité des biellettes et des bras de I’éprouvette, que la partie
centrale de 1’éprouvette subit un retard de mise en charge, et un léger rétreint. Cet effet est
toutefois trés faible, au moins lorsque les déformations €1 deviennent suffisamment grandes,
et ne peut expliquer 1’écart avec les prévisions du critere de Von-Mises. Le rapport 62/01
obtenu expérimentalement remet donc en cause la forme de la surface de charge prévue par ce
critére.
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Fig. A-1I-12: Courbes expérimentales 61, 62 en fonction de €; des quatre nuances

d’acier pour I’essai de déformation plane avec I’axe de grande contrainte
paralléle 2 la direction de laminage. Les courbes (—) correspondent aux
ajustements des points (x+=«) suivant la loi de Swift.
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€
Fig. A-11-13: Courbes expérimentales 61, 62 en fonction de €1 des quatre aciers pour

I’essai de déformation plane avec 1’axe de plus grande contrainte
perpendiculaire 2 la direction de laminage. Les courbes (-—)
correspondent aux ajustements des points (++*+) suivant la loi de Swift.
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Acier Solpress

~-F

essais de déformation plane sur les quatres aciers.
Dans le premier essai I’axe de plus grande contrainte est paraliele a la
direction de laminage (DL) alors que dans le deuxi¢me essai, il est

perpendiculaire 2 la direction de laminage.

Contraintes Parametres
K(MPa) & n
c1//DL o1 694 0,00§4 0,270
b)) 318 0,0024 0,433
6;1DL o1 — 194 0,0061 0.326
o2 402 0,0009 0,489
Acier ES
Contraintes Parametres
K(MPa) o n
o1//DL o1 639 0,0023 0,253
) 325 0,0026 0,405
o1lDL 61 734 0,0009 0,262
- 376 0,0010 0,449
Acier Soldur 40
Contraintes Parametres
K(MPa) £ n
o1//DL o1 92 0,0143 0,223
o) 497 0,0220 0,526
o1lDL o1 8(12 0,0015 0,150
o) 376 0,0014 0,373
Acier a dispersoides
Contraintes Parametres
K(MPa) € n
c1//DL o1 719 0,0001 0,161
o 437 0,0009 0,386
| 611DL o1 614 0,0099 0,192
o 509 0,0031 0,463
Tableau A-I1-2 : Valeurs des parametres de la loi d’écrouissage de Swift pour les deux
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~ - . . 1
-11-4-3- Caractérisation de la déformation plastique pour p =5
A-11-4-3 3

Deux essais avec un rapport de déformation p =% ont été effectués sur chacun des

quatre aciers : dans le premier, la contrainte principale G a été prise parallele a 1a direction de
laminage et dans le deuxi¢me essai, 61 a ét€ maintenue perpendiculaire a la direction de

laminage.

Les courbes (01, 02) ont été tracées et ajustées en fonction de la déformation

équivalente € , au sens de Von-Mises.

Les figures A-II-14 et A-II-15 montrent I’allure de ces courbes et le tableau A-II-3
donne les parameétres de la loi de Swift.

On observe sur ces courbes que la valeur du rapport des contraintes principales qui,

. . 4 . .
avec le critére de Von-Mises vaut 3 est quasiment respectée pour tous les matériaux, sauf

pour I’acier a dis;ierso’ides lorsque 1’axe de plus grande contrainte est perpendiculaire a la
direction de laminage (fig. A-II-13) od les deux contraintes G et 62 semblent avoir

pratiquement la méme valeur pour une déformation équivalente € < 0.10.

-y
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500.00 T

500.00 . 4 acier ES
acier solpress |
o
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250.00 S 15000
©
0.00 : . 0.00 '
0.00 0.13 0.25 0.00 0.10 0.20
g £
650.00 T 600.00 —— Y
acier soldur acier a dispersoide
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& 32500 ] 2 300.00
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0.00 0.08 0.15 - 0.00 0.08 0.15
£ £
Fig. A-TI-14: Courbes expérimentales 61, 02 en fonction de € des quatre aciers

obtenues avec 1’essai relatif 3 un rapport de déformation p = %, avec

I’axe de plus grande contrainte parallélle 2 la direction de laminage. Les
courbes (—-) _copfggpgndent aux ajustements des points (+++) suivant la
loi de Swift. .’
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Fig. A-II-15:

C (MPa)

c (MPa)

250.00

0.00

acier ES

0.00

0.13 0.25

acier a dispersoide

0.00
0.00

0.10
3

Courbes expérimentales 01, 02 en fonction de € des quatre aciers

b obtenues avec 1’essai relatif 3 un rapport de déformation p = %—, avec

’axe de plus grande contrainte perpendiculaire i la direction de
laminage, Les courbes (—) correspondent aux ajustements des points

(+++) suivant ja loi de Swift.

0.20



Acier Solpress

essais de déformation avec p = % pour les quatres aciers.

Dans le premier essai 1’axe de plus grande contrainte est paralléle a la
direction de laminage alors que dans le deuxi®me essai, il est
perpendiculaire la direction de laminage.

I

Contraintes Parametres
K(MPa) € n
1//DL o1 627 0,0028 0,290
) 598 0,0262 0,353
611DL o1 696 0,0067 0,279
o) 558 0,0020 0,312
Acier ES
Contraintes Parametres
K(MPa) € n
o1//DL o1 570 0,0023 0,218
o 517 0,0147 0,257
c11DL o1 627 0,0065 0,239
o) 542 0,0165 0,258
Acier Soldur 40
Contraintes Parametres
K(MPa) € n
o1//DL o1 818 0,0117 0,165
o) 690 0,0040 0,134
611DL o1 752 0,0008 0,113
o 582 0,0009 0,112
Acier a dispersoides
Contraintes Parametres
K(MPa) € n
o1//DL o1 662 0,0018 0,151
o) 576 0,0004 0,158
-.| o11DL o1 688 0,0377 0,228
o) 518 0,0045 0,923
Tableau A-TI- Valeurs des parametres de la loi d’écrouissage de Swift pour les deux
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A-1I-4-4- Caractérisation du comportement plastique en déformation

Pour ce type d’essai, la déformation imposée est la méme selon les deux axes de
I’éprouvette aux déformations élastiques prés du montage : la figure A-II-16 montre les
courbes 61, 07 en fonction de €1 = €2 pour les quatre matériaux, avec I’axe de la machine de
traction parallele 2 la direction de laminage pour les aciers ES et Soldur et perpendiculaire a la
direction de laminage pour I’acier a dispersoides et 1’acier Solpress. Le tableau A-II-4 précise
les parametres de la loi de Swift.

On observe sur la figure A-II-14 que les deux courbes relatives aux deux directions de
traction ont tendance 2 se confondre pour une déformation € > 0.05 et ce pour I’acier Soldur
40 et I’acier A dispersoides, alors qu’elles ont pratiquement confondues pour I’acier ES et
différentes pour 1’acier Solpress.

Il convient toutefois de noter que 1’élasticité du montage introduit un retard dans le
chargement selon la direction pcrpcndicﬁlaire a I’axe de la machine de traction. Les courbes
contraintes-déformations obtenues peuvent néanmoins &tre considérées comme fiables a
partir de quelques pour-cent de déformation.
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Fig. A-1I-1 Courbes expérimentales 61, 62 en fonction de €1 = €2 des quatre aciers

;

pour I’essai de déformation équibiaxiale. L’axe de plus grande
contramte est parallelle 2 la direction de laminage. Les courbes (—)

‘cm'respondcnt aux ajustements des points (++*) suivant la loi de Swift.

0.10
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Acier Solpress

Contraintes . K €o n
o1 789 0,0020 0,286
o1lDL
o 538 0,0009 ' 0,192
Acier ES
Contraintes K €o n
o1 712 ] 0,0014 0,270
G1//OL
o) 714,08 0,0169 0,288

Acier Soldur

Contraintes K n

€
o1 985 0,0000 0,211
c1//DL
o 784 0,0062 0,136

Acier a dispersoides

Contraintes ' K £ n
o1 994 0,0018 0,245
o1lDL
o) Ti4 0,0020 0,149
Tableau A-11-4 :- Valeurs des parametres de la loi d’écrouissage de Swift pour I’essai de

Lt

déformation équibiaxiale sur les quatres aciers.
L’axe de plus grande contrainte est paralitle 2 1a direction de laminage
pour les aciers ES et Soldur et perpendiculaire 2 la direction de

‘laminage pour les aciers Solpress et A dispersoides.
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Chapitre A-III- Analyse des résultats

Les résultats obtenus sous différents chemins de déformation ont d'abord été
analysés par comparaison avec les prévisions du critere de Von-Mises et du critere de
Hill. Cette analyse a été effectuée en supposant que I'état du matériau peut €tre caractérisé
par une variable scalaire correspondant a 1a déformation équivalente associ€e a chacun de
ces critéres. Constatant que ces criteres ne rendent pas compte correctement du
comportement des matériaux étudiés, nous avons été amenés a construire des surfaces de
charge dans I'hypothése d'un écrouissage isotrope .

Nous avons ensuite réalisé des essais de traction simple sur des échantillons
prélevés dans des tdles prédéformées sous chargement biaxial de fagon a obtenir des
points correspondant au méme état d'écrouissage. Les résultats de ces essais font
ressortir I'aspect anisotrope de I'écrouissage qui ne pouvait pas étre mis en évidence par

la comparaison des résultats sous différents chemins de déformation.

Nous rappelons brieévement les expressions associées aux criteres de Von-Mises et
de Hill. Ces expressions seront utilisés pour.comparer les courbes contrainte-déformation
équivalentes obtenues dans les différents essais.

A-III-2-1- Critére de Von-Misés

Dans le cas d'un état de contraintes planes, 1'expression du critére de Von-Mises
s'écrit : - .
c 2=o%—01 02+c§ (A-TI-1)

oll 01 et 02 désignent les deux contraintes principales non nulles, et ol la contrainte

équivalente © es_i une mesure de la dimension de la surface de charge.

La loi de normalité prescrit, d'autre part, que le vecteur incrément de déformation
plastique est dirigé selon la normale extérieure 2 la surface de charge, soit :
&i=29f (A-TII-2)
90i;
ol f(0j;) = 0 est I'équation de la surface de charge et A est un scalaire positif.
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En posant & = 62/6), cette loi conduit a :

p=f2-2a-1 (A-TII-3)
€& 2-a : :

oll ) et €2 sont définis par la relation (A-III-2).

La vitesse de déformation équivalente est définie a partir du principe d'équivalence
du travail plastique, soit :

C £ =018 +028 (A-IT-4)
La vitesse de déformation équivalente est alors donnée par :
- 1
e=2 (& +102+82 )3 (A-III-5)
3

On rappelle, enfin, que pour un chemin de déformation linéaire, les relations (A-III-
3) et (A-III-5) s'écrivent simplement en remplagant les vitesses de déformation plastique
par les déformations plastiques cumulées.

A-III-2-2- Critere de Hill

Afin de rendre compte d'une anisotropie initiale présente dans les matériaux, nous
considérons le critere de Hill [19], dans lequel nous choisissons d'identifier la contrainte
équivalente G 2 la contrainte de traction simple dans la direction 1 :

G+H) 62 =(G+H) o?-2Ha) 07 + (H+F) 2 (A-I-6)

ou F, G, H sont des constantes caractérisant I'état d'anisotropie initiale du matériau et les
indices 1 et 2 désignent les axes d'anisotropie initiale, qui sont supposés ne pas changer
au cours de la déformation.

Pour F = G =H =1, on retrouve le critére de Von-Miseés.

La loi de normalité nous donne :
p=é_g_=(F+H)a—H (A-III-7)
g&T, G+H)-Ha

avec 0. = G9/Cy.

4

La vitesse de déformation équivalente s'exprime alors :

}

-~ 1
e =\/ G+H) (F+H)ef+2He1 g2+ (G+H) el p (ATIY)
(FG + GH + HF)
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Les paramétres F, G et H s'expriment en fonction des coefficients d'anisotropie rg
et rog de la maniére suivante :

F_rn . F_1-" (A-TI1-9)
G 190 H 7190

La contrainte équivalente s'exprime alors :

o 1
1 [ 2 2
6 = [rg0 (1+19) 67 - 210ro0 g1 62 + To (1+790) 02]5 (A-ITI-10)
Vroo(1+10)

et la déformation équivalente (pour un chemin de déformation proportionnel) a pour
expression :

1

£ =»\/___(% ro (1+rgq) e% + 2r0 r90 €1 €2 + 199 (1 + 1) 822 V)
ro (1+rg+r9p)

(A-II-11)

A-III-3- Analyse des résultats de la consolidation des quatre aciers sous
les diffé hemins de déf i

A-III-3-1-_Courbes contrainte-déformation équivalentes

Les figures A-III-1- et A-III-2 montrent les courbes expérimentales contrainte-
déformation équivalentes obtenues selon le critére de Von-Mises et ajustées avec la loi
d'écrouissage de Swift. Les courbes de la figure A-III-1 ont été obtenues avec G
parallele 2 la direction de laminage, alors que celles de la figure A-III-2 ont ét€ obtenues
avec 01 perpendiculajrc a la direction de laminage.

Dans cette analyse des résultats, nous avons choisi de définir la contrainte
~ équivalente G en utilisant les résultats expérimentaux relatifs a la plus grande contrainte
eten prenant pour rapport des contraintes & = 62/01 les prévisions du crittre de Von-
2p+1° - -
2+p '

On constate tout d'abord que l'écrouissage est plus faible en traction simple (o =
0). Les contraintes équivalentes obtenues en déformation plane (p = 0) sont plus faibles
qu'en défonnation“téquibia:dale (p = 1) sauf dans le cas de l'acier ES (o7 L DL).

" as= (A-TI-12)
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Pour les aciers Solpress et ES qui présentent des valeurs rg et r9g supérieures a 1,
les courbes obtenues en déformation équibiaxiale sont rapidement supérieures i celles

obtenues en traction simple.

600.00

(MPa)

(MPa)

acier solpress

0.40

mt

acier soldur

350.00

Fig A-TII-1 :

0.10 0.20

€

Courbes o -

d'écrouissage de Swift en adoptant le critére de Von-Mises

-courbe 0: =0

-coe.ubel :p=0(c1//DL)

- courbe 2: p=1 (o1 //DL)
2

-courbe3;p=l(gi//DL)

(MPa)

o

acier ES

250.00

0.00 .
0.00 0.10

0.20

acier a dispersoide

0.00

0.13
3

€ des quatres aciers ajustées en utilisant la loi
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Fig A-llI-2: Courbes ¢ -
d'écrouissage de Swift en adoptant le critére de Von-Mises

-courbe0: a=0
-corurbe1:p=0(01_LDL)

- courbe 2: p = L (67 L DL)
2

- courbe 3: p = 1(01 L DL)
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Pour I'acier Soldur qui présente des valeurs de g et rgg inférieures a 1, les courbes
obtenues en déformation équibiaxiale restent par contre en dessous de celles obtenues en
traction simple jusqu'a des déformations d'au moins 10 %.

Enfin, dans le cas de l'acier 2 dispersoides on constate que les contraintes en
déformation équibiaxiale sont rapidement supérieures aux contraintes en traction simple
bien qu'il présente des valeurs de rg et rgg inférieures a 1.

A-II1-3-2- Représentation des résultats dans le plan des contraintes

Une autre représentation des résultats consiste & reporter pour une déformation
équivalente donnée les couples de valeurs expérimentales (0, 62) dans le plan
correspondant et & comparer les points ainsi obtenus avec les surfaces de charge
théoriques.

La figure A-III-3 montre ces résultats pour chaque acier et pour deux niveaux de
déformation équivalente au sens de Von-Mises. Ces deux niveaux de déformation ont été
définis de fagon 2 couvrir au maximum le niveau de déformation atteint dans les essais.

En raison de l'anisotropie initiale des matériaux, nous avons également reporté les
prévisions du critére de Hill (équation A-III-10). Le report des points expérimentaux pour
des déformations équivalentes correspondant i ce critére n'a pas été effectué, compte-tenu
des faibles différences qui en auraient résulté.

Pour les deux matériaux : acier Solpress et acier ES qui présentent des valeurs rg et
190 supérieures A 1, on constate que les prévisions du crittre de Hill surestiment les
contraintes au voisinage de l'expansion équibiaxiale et que les niveaux de contrainte dans
ce domaine sont en fait intermédiaires entre les prévisions du critére de Von-Mises et du
critére de Hill. De méme, dans le cas de 'acier Soldur qui présentent des valeurs de rg et
190 < 1, les contraintes au voisinage de I'expansion équibiaxiale sont intermédiaires entre
les prévisions des critéres de Von-Mises et de Hill. Enfin les niveaux de contrainte
obtenus dans le cas de I'acier a dispersoides au voisinage de 1'expansion équibiaxiale se
situent 1égérement au dessus des prévisions des deux criteres.

Afin d'obteﬁir des renseignements plus précis sur les surfaces de charge, nous
avons reconsidéré les points expérimentaux en tragant des surfaces de charge joignant ces
différents points (figure A-III-4).
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fig. A-TII-3 : Surfaces de charge des quatre aciers A deux valeurs de déformation
équivalente: € =0.07 et € = 0.14 (0.05 et 0.10 pour l'acier Soldur).
Bes?;courbes (—---) sont déduites du criteres de Mises alors que les courbes
(——) sont déduites du critere quadratique de Hill. Les points

expérimentaux ont été reportés en tenant compte des axes d'anisotropie
avec O} // DL et o2 1 DL. '
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fig. A-TII-4 : Surfaces de charge obtenues sur les quatre aciers & deux niveaux de la
défdrmation équivalente : € =0.07 et € = 0.14 (0.05 et 0.10 pour l'acier

Soldur). Les fleches indiquent les normales 2 1a surface d'écoulement. Les
surfaces en pointillés correspondent au meilleur ajustement des résultats
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Dans la détermination de ces surfaces de charge, nous avons respecté les
prescriptions suivantes : |
- Les surfaces doivent €tres convexes.
- La loi de normalité doit €tre respectée.
- Un écart de l'ordre de 5 % sur les contraintes est admis dans le tracé de ces
courbes. |

On est ainsi conduit & construire des surfaces qui présentent les particularités
suivantes :

- La courbure de ces surfaces est particulitrement accentuée au voisinage de
I'expansion équibiaxiale et au contraire faible au voisinage de la déformation plane.

- Le rapport des contraintes entre la plus grande contrainte principale en
déformation plane et la contrainte en traction simple est proche de 1 pour I'acier Soldur et
I'acier & dispersoides pour lesquels les valeurs de rg et rog sont inférieures a 1, de sorte
que dans ces deux cas les surfaces de charge présentent une allure générale proche du

critére de Tresca.
A-III-4-_Anpalvse des résultats d'essais séquentiels traction biaxiale-
i to ial

Pour les différents essais de traction biaxiale nous nous sommes efforcés d'arréter
les essais suffisamment tt (avant rupture de I'éprouvette) afin de prélever dans celles-ci
des éprouvettes de traction simple. Ce prélevement a €té réalis¢ par découpe sur une mini
trongonneuse, suivie d'un polissage des cdtés de I'éprouvette ainsi obtenue.

A-II-4-1- Courbes contrainte-déformation équivalentes.

Les résultats sont d'abord présentés sur la figure A-III-5 sous la forme des courbes
contrainte-déformation de Von-Misgs, pour le premier chargement biaxial, puis pour la
traction simple ccfnsécutivc A ce premier chargement. Certains essais ayant conduit a une
rupture quasi immédiate de I'éprouvette, sans déformation plastique appréciable, n'ont
pas été retenus. On observe, de fagon générale, que les niveaux de contrainte au cours du
second trajet de tr‘action simple sont inférieurs A ceux obtenus 2 la fin du premier trajet.
Par ailleurs, on note dans la plupart des cas une forte consolidation initiale, suivie d'une
saturation rapide de la contrainte.
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Fig. A-IIT-5 :

.chargement biaxial.
. courbe 1 = p = 0 monotone (o1 // DL)

courbe 2 : p = 1/2 monotone (o1 // DL)
ourbe 3 : p = 1 monotone (61 //DL)
courbe 1' : o = 0 consécutive a la courbe 1
courbe 2'; a = () consécutive i la courbe 2
courbe 3'; @ = Q consécutive 2 la courbe 3
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Comparaison des courbes G - € (critere de Mises) des quatre aciers

sous chargement monotone et apres différentes prédéformations en
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A-II1-4-2- Représentation des résultats dans le plan des contraintes

Les couples de points correspondants aux contraintes a la fin du premier trajet, et &
1a limite élastique lors du second trajet de traction simple sont reportés sur la figure A-III-
6. En raison de 1la forte consolidation initiale lors du second trajet, nous avons porté la
limite élastique pour ce second trajet sous la forme d'un segment : la valeur inférieure
correspond 2 la perte de linéarité€ alors que la valeur supérieure est obtenue par une
extrapolation arriere de la courbe apres le transitoire de forte consolidation.

Les portions de surface de charge joignant ces couples de points sont tracées en
traits pleins sur la figure A-III-6. Nous avons utilisé Ia valeur "supérieure” de limite
élastique en traction simple pour ce tracé. La forme méme donnée a cette portion de
surface est largement arbitraire, son tracé servant essentiellement 2 repérer les couples de
points correspondants.

Les surfaces de charge obtenues préalablement par I'analyse des essais sous
différents chemins de déformation sont également reportées pour comparaison. On
observe, par rapport 2 ces surfaces obtenues dans I'hypothése d'un écrouissage isotrope,
que les surfaces obtenues pour un méme état de déformation révelent un aspect
“directionnel” ou anisotrope de 1'écrouissage. Ces dernieres sont en effet "allongées”
dans la direction du préchargement.

A-III-4-3- Quantification de 'anisotropie de I'écrouissage

Afin de quantifier le caractere anisotrope de I'écrouissage, nous avons eu recours
au parametre O défini par Schmitt [20] pour mesurer 'ampleur du changement de chemin
de déformation.

0= dep :de
(dep : dep)1/2 (de : de)1/2

ol dep et de sont fes tenseurs incrément de déformation, pour le premier et le second trajet
respectivement. '(fe paramétre, introduit par Schmitt pour rendre compte de I'anisotropie
de I'écrouissage au niveau microscopique (durcissement latent et effet Bauschinger) est
ici utilisé pour analyser les résultats "macroscopiques” de changements de trajet de
déformation. On beut donc s'attendre 2 ce que l'influence éventuelle de I'anisotropie
microscopique de I'écrouissage soit "obscurcie” par les effets, en particulier, d'évolution
de texture.
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Les valeurs particuliéres de 0 rencontrées dans les essais sont :

0=0: prédéformation en déformation plane, suivie d'une traction uniaxiale,

les axes de plus grande contrainte étant orthogonaux.

0= \/;/ 2\17 : prédéformation p = 1/2, suivie d'une traction uniaxiale, les axes de

plus grande contrainte étant orthogonaux.

0=05: prédéformation équibiaxiale, suivie d'une traction uniaxiale.

0= ﬁ/ ‘\[7: prédéformation p = 1/2, suivie d'une traction uniaxiale, les axes de
plus grande contrainte étant paralléles. '

0= \/?/ 2: prédéformation en déformation plane, suivie d'une traction uniaxiale,
les axes de plus grande contrainte étant parall¢les.

Les valeurs précédentes ont été établies en supposant que le matériau a un
comportement isotrope en traction simple (p = - 1/2).

L'influence de 0 a été examinée sur le rapport des contraintes G/0p défini par
Schmitt [20] comme le rapport de la contrainte élastique a recharge sur la contrainte
équivalente de prédéformation.

Nous avons pris pour ¢ la limite élastique "supérieure” de contrainte a recharge, et
pour op la contrainte d'écoulement en traction simple monotone, pour la déformation
équivalente de Von-Mises correspondant 2 celle au moment du changement de trajet. Les
résultats sont reportés sur la figure A-III-7. L'allure des courbes obtenues montre
_ l'influence prépondérante du caractére directionnel de I'écrouissage, par rapport a I'effet
du durcissement latent qui devrait conduire 2 des valeurs de 0/0p supérieures a 1 pour o
=0.
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A-1II-5- Conclusion

Les essais de traction biaxiale ont d'abord été analysés en comparant les résultats
obtenus pour différents trajets de déformation sur la base de la déformation équivalente de
Von-Mises. Nous avons ainsi été conduits a tracer des surfaces de charge en supposant
que I'écrouissage est isotrope. Ces surfaces présentent des caractéristiques systématiques
pour toutes les nuances d'acier : forte courbure au voisinage de la déformation
équibiaxiale, faible courbure au voisinage de la déformation plane. Les essais séquentiels
permettent, par contre, d'obtenir des points, dans le plan de contraintes planes (01, 62),
correspondant effectivement au méme état d'écrouissage des matériaux. On observe alors
un effet marqué d'écrouissage anisotrope, avec une "distorsion” des surfaces qui a €té
quantifiée en utilisant un paramétre introduit par Schmitt [20] pour mesurer I'ampleur du
changement de chemin de déformation. Cette distorsion des surfaces va dans le sens d'un
"allongement" des surfaces, dans la direction de chargement.

Ces résultats posent le probléme d'une modélisation des surfaces de charge et de
leur évolution dans les simulations des procédés de formage. Sous réserve que les
différents points de la structure suivent des trajets de déformation relativement linéaires,
une estimation correcte des niveaux de contraintes aux différents points ou noeuds de la
structure peut &tre fournie par un modele d'écrouissage isotrope associ€ a des surfaces de
charge telles que celles obtenues dans cette étude en comparant les résultats pour
différents trajets de déformation. C'est le point de vue qui a été adopté dans I'étude du
gonflement hydraulique développée dans la partie B. Ce point de vue est justifié pour cet
essai dans la mesure ou la portion de surface de charge décrite par les différents points de
la structure est limitée au voisinage de la traction équibiaxiale.

-y
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NOTATIONS

hauteur au pdle de la membrane

constantes du matériau

exposant figurant dans le critére non quadratique de Hill

Pe/P,» Tapport des rayons de courbure principaux de la membrane
coefficient d'anisotropie

6,/0;

rayon de la membrane

coefficients de la matrice de rigidité au gonflement

rayon polaire du point courant de la surface de charge normalisée I
épaisseur de la membrane

coefficients de la fonction g (y)

01nG/9 In é, coefficient de sensibilité 2 la vitesse de déformation
pression hydrostatique

coordonnées cylindriques

abscisse curviligne le long de 1a membrane

temps

surface de charge normalisée (Modéle de Budiansky)

©,/C, ou Gy/a,, rapport des contraintes

0 In G/9, coefficient d'écrouissage

déformation logarithmique

déformation équivalente

pente du profil de la membrane

&,/€, ou €€, rapport des vitesses de déformation

rayons de courbure principaux de la membrane

contrainte de Cauchy

contrainte d'écoulement en déformation équibiaxiale

contrainte d'écoulement en traction plane

contrainte d'écoulement en traction uniaxiale

contrainte d'écoulement en cisaillement simple

contrainte équivalente

angle polaire du point courant de la surface de charge normalisée I
incrément de la variable & durant l'intervalle de temps At

dérivée par rapport au temps de la variable §



i dices inféri
1,2

s, 0

n

i

indices supérieurs

o

-y
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directions principales dans le plan de la tble

directions méridienne et circonférentielle de la membrane
direction normale a 1a membrane

indice de noeud i=1, n)

état initial
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CHAPITRE B-I

ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

B-1-1 - Introduction

Parmi les essais simulatifs du formage des tdles, ceux qui font intervenir au maximum
I'expansion biaxiale du matériau sont effectués soit 2 l'aide d'un poingon hémisphérique, soit par
I'action d'une pression de fluide. Dans les deux cas, 1a tdle peut &tre bloquée entre 1a matrice et le
serre-flan, si 'on souhaite éviter tout avalement de la tdle et favoriser ainsi I'expansion biaxiale.

L'essai de formage sous pression hydraulique proposé par Jovignot en 1930 continue a €tre
¢étudié, en particulier en France (sous le nom de gonflement hydraulique) et aux Etats-Unis (sous le
nom de bulge-test). Par rapport aux autres essais simulatifs du formage, o1 la distribution des ef-
forts exercés par le poingon n'est pas connue a priori, il permet une détermination, 2 partir de
mesures au pole, des caractéristiques contrainte-déformation en expansion équibiaxiale. Un autre
avantage majeur de cet essai est que 'on peut déterminer le comportement du matériau pour des dé-
formations beaucoup plus importantes que dans le cas de I'essai usuel de traction simple. Cette
possibilité d'obtenir les caractéristiques d'écrouissage en grandes déformations est trés apprécia-
ble, puisque dans les processus de formage les déformations atteintes sont généralement importan-
tes.

Le premier objectif des études expérimentales de gonflement hydraulique était la détermina-
tion des caractéristiques contrainte-déformation des métaux en expansion biaxiale. Ces recherches
comprennent, entre autres, les travaux de Brown et Sachs [1], Gleyzal [2], Brown et Thompson
[3], Weil et Newmark [4], Mellor 5], Tlahi, Parmar et Mellor [6] et Ilahi et Paul [7]. En supposant
que le matériau constituant le diaphragme obéit A certains modeles de plasticité, Gleyzal [2}, Hill
(8], Weil et Newmark [4], Weil [9], Woo [10], Storakers [11], Chater et Neale [12,13] et Kimet -
Yang [14,15] ont par ailleurs considéré les aspects théoriques du probleme.

Dans ce chapitre nous rappelons les principales analyses du probléme du gonflement hydrau-
lique, ainsi que les résultats de comparaisons entre calcul et expérience. Mais auparavant, nous
allons présenter une description physique de ce processus.
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B-1-2 - Description physique de l'essai

Un flan est bloqué entre une matrice circulaire, ou elliptique, et un serre-flan (fig. B-I-1). Un
jonc de retenue peut &tre utilisé pour empécher la tole de glisser radialement. Un fluide sous pres-
sion P gonfle le flan. Au fur et & mesure du gonflement, la courbure de la tdle déformée croit et
tend A consolider le diaphragme. L'écrouissage du métal fait de méme, mais inversement I'amin-
cissement dfi 2 I'expansion affaiblit la structure. On peut considérer avec une bonne approximation
que les effets de flexion sont négligeables lorsque le rapport entre I'épaisseur et le rayon du flan est
suffisamment faible. Dans ce cas la structure peut étre traitée comme une membrane, en ne consi-
dérant que les effets de traction dans le plan tangent i la tole.

serre-flan

"\\\‘\\\\ 4
S N 5 LA R AT K R KRR

flan

7

Fig. B-I-1 : Schéma d'un essai d'expansion biaxiale Jovignot

La rupture.marque la fin de I'essai. Les criteres retenus sont :
- 1a fleche au pdle 2 la rupture
- la pression max'u?a.le enregistrée au cours de I'opération.
Les figures B-I-2 et B-1-3 donnent le principe de I'essai, et la photographie d'une éprouvette apres
essai. Un dispositif approprié permet l'enregistrement de la fléche au pdle de I'embouti en fonc-
tion de la pression. IR
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L'introduction de I'extensomeétre biaxial [17] a rendu possible la détermination précise et ra-
pide des courbes contrainte-déformation biaxiales. Le dispositif automatique de gonflement hy-
draulique équipé d'un contrdle de la vitesse de déformation a amélioré la fiabilité du test et a mini-
misé le temps de I'essai [18]. Cependant, I'essai de gonflement hydraulique n'a pas €té, jusqu'a
présent, accepté comme un test standard, en raison des imprécisions qui existent encore dans la
procédure d'essai [18].

Eprouvette
Matrice
Anneau serre-flan

Vis de blocage
Joints d'étanchéité
Arrivée d'huile sous pression

Manometre

0 ~1 NV W -

Palpeur d'enregistrement de la fleche

Fig. B-1-3 : Eprouvette emboutie



B-1-3 - Solution de Hill {41

B-I-3-1 - Equations de base

Nous considérons un diaphragme circulaire de rayon a et d'épaisseur initiale h°, ot h°/a est
suffisamment faible pour que I'on puisse négliger les contraintes de flexion et de cisaillement. Sile
matériau présente un comportement 2 isotropie planaire, la membrane sous pression devient alors
une surface de révolution, et nous pouvons utiliser les coordonnées cylindriques pour décrire le
probleme (fig. B-1-4).

Fig. B-1-4 : Profil de la membrane sous pression

Le rayon courant d'une particule est noté r, 'épaisseur courante est notée h et l'inclinaison
de 1a normale 2 la surface par rapport i I'axe de révolution, par @. Les rayons de courbure princi-
paux de la membrane s'expriment :

T

Py=—
® sing (B-I-1)
1 dr

cos ¢ d¢

" ob Pg est le rayon de courbure circonférenticl, et p; est le rayon de courbure tangentiel (ou méri -
dien). \

Les rayons de courbure ne sont pas indépendants puisque I'élimination de ¢ 2 partir de
(B-I-1) conduit a :

d
_r_._.p_9.= 1 -.?.9. (B-1-2)
P

Po s

D'autre part, les rayohs de Qi),urb-ure'sont égaux au pdle, mais ils ne le sont pas pour un point quel-
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conque, sauf si la membrane est localement sphérique.

Si on désigne par G et O les contraintes principales dans le plan de la tSle, les équations
d'équilibre d'une membrane mince dans les directions normale et tangentielle sont respectivernent :

= e ——
(B-I-3)

P o P P
@ 2hor "o 2h P e (B-1-4)

En particulier, le rapport des rayons de courbure, N = pg/p,, est lié au rapport des contraintes

0. = Oy/0, par la relation :

a=2-N (B-I-5)

Les contraintes sont exprimées par (B-I-4) directement en fonction de la pression et de la géométrie
du diaphragme. Notons que si pg 2 p, alors 0y < 6. Le champ des contraintes vérifie I'équation

de la surface de plasticité :

f(6,0)=6@® B-1-6)

ol G est la contrainte équivalente, € est la déformation équivalente et f est une fonction homogene
des contraintes. Nous négligeons les déformations €lastiques et nous adoptons les relations résul-
tant de la théorie de I'écoulement associées au critére de Von-Mises :

20 -O -
% % _2a-1 | (B-I-7)
~20,-0, 2-c

p=

« I . &

ol ee et és sont respectivement les vitesses de déformation circonférentielle et méridienne. La con -
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dition d'incompressibilité est :

. . _h
€ +E, +F=O (B-1-8)

Les conditions aux limites a la périphérie sont :
uv,z=0 pour r=a (B-1-9)

En pratique, la matrice présente un bord torique afin d'éviter la rupture  ce niveau. Les conditions
aux limites définies ci-dessus ne sont donc pas rigoureusement satisfaites, mais lorsque le rayon de
congé de la matrice est inférieur & a/10, le désaccord devient négligeable. La condition (B-1-9) im-
plique que la déformation circonférentielle s'annule 2 la périphérie. La déformation radiale, par
contre, peut s'annuler ou non 2 la périphérie, en fonction des caractéristiques du matériau. Quand
le métal est parfaitement recuit, il apparait intuitivement que la périphérie doit se déformer afin
qu'une contrainte tangentielle suffisante équilibre la poussée de la pression  travers la membrane.
A partir de 12 et selon (B-1-6), 6¢ = 1/2 o, 4 la périphérie. La périphérie peut cependant cesser de se
déformer lorsqu'elle devient suffisamment écrouie par rapport au reste du diaphragme.

B-I-3-2 - Solution particuliére

Fig. B-I-5 : Profil de la membrane déformée dans un plan méridien !
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Si on exprime la vitesse d'une particule dans le repére (E:,-ﬁ) (voir fig. B-I-5), on obtient :

] n .
es Ty + -p— (B-1-10)
s .
. Y v, .
. 8e=-r—coscp+-r—sm(p (B-I-11)

ol1 V; et V,, sont respectivement les composantes des vitesses méridienne et normale de Ia particu-
Ie.
D'oil I'expression du rapport des vitesses de déformation :

£ v, cos @ +V_sin :
p=lo L9 ¢ (B-1-12)
8 dV V

__+_

En identifiant (B-I-7) A (B-I-12), on obtient I'équation :

av, vV,
V. cosp+V sin @ - pr ——+— =0
Ps
soit :
dV V V V
-a—+—-—cosq>-—smcp 0 (B-1-13)
P, pr pr

Hill a choisi de supposer la déformée sphérique & chaque instant, donc les rayons de courbure sont
égaux etona:

T
Ps=Pg=—T—

sin @
N=pe/ps=1

4

Et compte tenu de la relation (B-I-5), le rapport des contraintes o est égal a 1 et le rapport des vi-
tesses de déformation p est aussi égal a 1.
L'équauon (B-I-l) dev1cnt alors
dV '
-V, cos ‘{’ 0
ds r :
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soit :

dv :
Tl_s- =cotan® d@ (B-1-14)

s
puisque ds = p, d9 = 1/sin ¢ do.
" La solution de (B-I-14) est :

V,=Ksing ol Kestune constante d'intégration.

En reportant cette expression de V dans les équations (B-I-10) et (B-I-11), on obtient :

. Ksin@cos@+V_sing \Y
_ ¢+V, (P=Kcos<p+

£ — (B-1-15)
® T ps ps
. Ksingcos @ +V_sin \Y/
: = PeOSP*T VaSINP _05@  Va (B-I-16)
0 T
ps ps

Ces relations montrent que les vitesses de déformation sont égales et que la déformation est donc
équibiaxiale.
D'autre part, les conditions aux limites a la périphérie sont :

O=Quax - Va=0 et &=0
Ceci conduit 2 : K cos @,x =0 etdonc K=0
La vitesse est donc purement normale, A chaque instant, lorsque la déformée est sphérique,

c'est-a-dire portée par T Les trajectoires des particules sont donc des cercles, situés dans des plans
méridiens et appartenant au faisceau de points limites A et B (fig. B-I-6).

|07'e-
S ) LSS
V
~

Fig. B-1-6 : Trajectoires matérielles dans un plan méridien
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Les contraintes O, = Gg sont données par :

l"‘p9 r
Gs = 0'9 = —ZT- avec p9 = sin °

soit avec & = In (b/h°):
do, + o dg, =0
En expansion équibiaxiale et avec le critére de Von-Misesona:
0,=0y=0 et & =-E=-2¢=-2¢
Ce qui donne :

d3-6dE=0

ml

ou par intégration

S K et (B-I-17)

ot K est une constante d'intégration représentant la contrainte d'écoulement initiale.
Il en résulte que :

Pp € _h
— =—£= O — — ——
o, 00 >0 c=Ke K n
D'ou -
o [+]
Py Py

Le rayon de cou;'bure du diaphragme s'exprime en fonction de la hauteur au pdle H par :

2
a+H

b
Py=P, = (B-1-19)

R L L

Compte tenu de. (B-i--1§)‘,. I'expression de la pression devient :
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_4kh’H 120

a2 + H2
En conclusion, la solution de Hill est la solution analytique exacte du probleéme du gonflement hy-
draulique pour un matériau de Von-Mises dont la loi d'écrouissage est donnée par la relation
(B-I1-17). Cette loi de comportement G () avec concavité dirigée vers le haut ne correspond pas  la
~ réalité. La solution du probléme passe par une analyse numérique ou I'on se donne la loi de com-
portement du matériau.

B-I-3-3 - Déformation 2 l'instabilité

Brown et Sachs [1] ont trouvé que lorsque la pression atteint son maximum, un gonflement
secondaire commence 2 se développer dans la zone polaire du diaphragme et ce phénomene se
poursuit sous une pression qui ne cesse de baisser. Ainsi, l'instabilité se manifesterait par I'appari-
tion de ce gonflement secondaire. "

D'autres résultats montrent le développement d'une striction en épaisseur passant par le pole.
Ce phénomene est comparable 2 celui de la striction d'une éprouvette en traction simple. Le critere
d'instabilité s'écrit donc, au pole :

=i 8-0 (B-1-21)

Evaluons séparément les termes de (B-I-21) en fonction d'une seule variable, la déformation équi-
valente € au pole. Pour un corps se consolidant suivant une loi puissance o = A " :

do de
el 1 ]
o £
Par ailleurs :
., dh -
T—-de

Enfin, en utilisantkles résultats de la solution cinématique de Hill
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p?_'az+H2—_= ae":/2
SR
et
d & 17a
P 2 4e-8,2-1

11 s'agit 13, évidemment, d'une analyse approchée, puisque, comme nous venons de le voir, la dé-
formée n'est sphérique que dans le cas d'une loi G = K exp (€).
Finalement, la condition d'instabilité s'écrit :

Bl b durveanun N (B-1-22)

Un développement limité fournit :

4

E=1

(2n+1) (B-1-23)

On peut conclure qu'un fort exposant d'écrouissage n favorise I'expansion biaxiale puisqu'il retar-
de l'apparition de l'instabilité. Mais on constate en outre que, contrairement au test de traction, il
est toujours possible d'effectuer une déformation sans instabilité, méme avec un corps rigide par-
faiternent plastique (ici £ = 4/11). Ceci tient & ce qu'au départ, la consolidation par croissance de la
courbure surpasse toujours 1'affaiblissement par amincissement.

. B-I-4 - Résolution numérique du probléme

Plusieurs chercheurs se sont intéressés 2 1'étude des procédés de formage axisymétriques et
en particulier au {:as du gonflement hydraulique. Les analyses présentes dans la littérature sont
nombreuses. D'une fagon générale, on peut les classer en deux catégories, celles qui sont basées
sur la méthode des différences finies (Woo [10], Wang et Shammamy [16], Ilahi et al. [6]) et cel-
les qui sont basées sur la méthode des €léments finis (Iseki ez al. [19], Kobayashi et Kim [20],
Zhou et Lian [21]);

Dans ce P@giaphg, 99.‘??{,@’:_110“5 rappeler quelques-unes de ces analyses et discuter leurs
résultats. . . S SR (A :
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B-I-4-1 - Analyse de Woo

Woo [10] a développé une méthode d'analyse générale pour I'étude des processus de forma-
ge axisymétriques des tdles métalliques. Cette méthode basée sur la théorie incrémentale de la plas-
ticité, utilise des approximations successives sur les contraintes et les déformations dans le maté-
riau, en supposant que celui-ci obéit 2 une loi contrainte-déformation du type :

5=5 +A¢ (B-I-24)

ol G et T sont respectivement la contrainte équivalente et la déformation équivalente, A et n sont
des constantes du matériau et G, est la contrainte d'écoulement initiale.

Woo a appliqué cette méthode générale au cas particulier du processus du gonflement hy-
draulique. L'étude a porté sur deux matériaux qui sont le cuivre recuit et I'acier doux. Des compa-
raisons entre les résultats expérimentaux et théoriques ont été effectuées. Les courbes contrainte-
déformation de ces deux matériaux et les résultats expérimentaux de Mellor [22] sont présentés sur

les figures B-1-7 et B-1-8. Les contrainte et déformation équivalentes sont définies a partir du crite-
re de Von-Mises.
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On peut voir sur la fig. B-I-7, que pour le cuivre recuit, la courbe contrainte-déformation obtenue a
partir de I'essai du gonflement hydraulique ne différe pas beaucoup de celle obtenue par I'essai de
laminage 2 froid, alors que pour l'acier doux (fig. B-I-8), la différence est appréciable entre les

deux types d'essai.

- Distribution de la déformati

Les figures B-1-9 2 B-I-12 donnent la distribution des déformations et leur évolution pour les
deux matériaux.Sur ces figures on voit que l'accord entre les résultats théoriques et expérimentaux
est assez satisfaisant pour les deux matériaux, & I'exception des déformations en épaisseur, a pres-
sion élevée. On remarque aussi que I'accord est meilleur, dans le cas du cuivre recuit, pour les

défognations circonférentielles. 7
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- Relation entre 1 n 1a défi ion Ol

En ce qui concerne la relation entre le rayon de courbure et la déformation en épaisseur au pole, on
voit (figs. B-I-13 et B-I-14) que les courbes expérimentales sont presque identiques pour le cuivre
et I'acier doux. Pour le cuivre recuit, un bon accord entre les résultats théoriques et expérimentaux
a été obtenu (fig. B-I-13) alors que dans le cas de l'acier doux, la corrélation est bonne, seulement
pour les petites déformations en épaisseur correspondant 2 une faible pression.
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7
// .
Polor radlus of curvolure
@
ya
7
%
//

|
I | —
LN i ~_
T~
R T e mommnn,
Fig. B-1-13 : Relation entre le rayon de Fig. B-1-14 : Relation entre le rayon de
courbure et la déformation courbure et la déformation
en épaisseur au pdle - cuivre recuit en épaisseur au pole - acier doux
épaisseur initiale = 0.0365 in épaisseur initiale = 0.3347 in
____ résultats théoriques (Woo) ____ résultats théoriques (Woo)
----- résultats expérimentaux (Mellor) ----- résultats expérimentaux (Mellor]
(d'aprés Woo [10]) (d'aprés Woo [10])

B-I-4-2 - Analyse de Wang et Shammamy

Wang et Shammamy [16] ont analysé le problkme du gonflement hydraulique d'une tdle sur
la base de deux théories de la plasticité : 1a théorie incrémentale et la théorie de la déformation tota-
le. Le matériau constituant la tdle est supposé écrouissable et anisotrope dans la direction de
I'épaisseur. D'aprés 'analyse de ces auteurs, la théorie incrémentale prévoit que la pression atteint
son maximum pu%s décroit lorsque la déformation au pdle croit, alors que la théorie de la déforma-
tion totale conduit, selon eux, 3 une déformation limite au-dela de laquelle les équations n'ont plus

de solution physiquement interprétable.



78

La loi d'écrouissage qu'ils ont adoptée est celle dHollomon :

6=KE¢

ol G et € sont respectivement la contrainte équivalente et la déformation équivalente correspondant
au critére de Hill et K et n (exposant d'écrouissage) sont des constantes du matériau.

Dans la présentation de leurs résultats numériques, Wang et Shammamy ont pris le casod R =1 et
n = 0.2 comme exemple d'illustration. Ils ont ensuite analysé ces résultats en considérant deux
stades de la déformation. Le premier stade est celui ol la pression est croissante et le deuxiéme est
celui ol la pression atteint son maximum (instabilit€) et le dépasse (post-instabilité).

La figure B-I-15 montre la distribution des déformations équivalentes €.

R+10
n-u2

Instabitity

Neutral Unloadir.3
-at the Edge

Fig. B-I-15 : distribution de la déformation équivalente pour différentes valeurs
: valeurs de la déformation équivalente au pdle.g,,
(d'aprés Wang et Shammamy [16]) -

Cette figure montre que la périphérie du diaphragme r =1° (ol r° est le rayon du diaphrag -
me) est déformée des les premiers stades du gonflement. Ce résultat est logique, puisque la mem-
brane doit s'écrouir pour pouvoir supporter la pression appliquée. Aux stades avancés du gonfle-
ment, la périphérie se décharge. Cette situation de non chargement ou de déchargement de la péri-
phérie alors que la pression croit encore a été discutée par Hill [8]. Ceci est possible physiquement,
puisque la périphérie peut effectuer une rotation, comme une charnidre, afin de diminuer les rayons
de courbure et supporter des valeurs supérieures de la pression.
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Hill [8] a pu obtenir (voii' § B-I-3) une expression approchée qui relie la déformation en
épaisseur au pole a l'instabilité, e'h, a l'exposant d'écrouissage n :

* 4
€h=l— 1+2n)

Swift (1952) a d'autre part établi un critére sur l'instabilité de la déformation plastique en
contrainte plane. En appliquant ce critére au cas du gonflement hydraulique, Swift a obtenu pour

une courbe contrainte-déformation uniaxiale obéissant 2 la loi = K €", une expression approchée
dee’:

. 1 B, (19 3 2)1’2]
T \100°

(B-1-27)

Polar Thickness Strain at Instability

Strzin-nardening Exponent n

Fig. B-1-17 : Distribution de la déformation en épaisseur, 2 l'instabilité, en fonction de
I'exposant d'écrouissage n

___ résultats numériques de Wang et Shammamy [16]
----- résultats numériques de Hill (1950)
..... résultats numériques de Swift (1952)

(d'aprés Wang et Shammamy [16])

La figure B-1-17 montre les résultats obtenus avec les deux expressions ci-dessus de la dé-
formation en épalsseur, au pole, 2 l'instabilité, et les résultats numériques obtenus par Wang et
Shammamy. Cetté figure montre que les analyses de Hill, et surtout de Swift, sous-estiment gra-
vement la déformation en épaisseur au pole 2 I'instabilité. Avec notre modélisation, nous retrouve-

rons pratiquement les memes résultats que ceux obtenus par Wang et Shammamy (voir fig.
B-III-14, chap. B-IIT). S
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B-I-4-3 - Analyse d'Tlahi et al.

Ilahi et al. [6] ont dévclo;;pé une méthode de résolution du probléme du gonflement hydrau-
lique d'un diaphragme circulaire et ils I'ont appliquée au cas de I'aluminium recuit. Les résultats
obtenus sont en bonne corrélation avec les résultats expérimentaux réalisés par ces mémes auteurs.
IIs ont montré que le choix d'une surface de charge décrite par le nouveau critére de Hill donne des
résultats satisfaisants.

Pour décrire les caractéristiques d'écrouissage du matériau, ces auteurs ont utilisé la loi
d'Hollomon : & = K ", ol G et € désignent respectivement la contrainte équivalente et la déforma -
tion équivalente et K et n sont des constantes du matériau. D'autre part, le critere de Hill (1979) sur
lequel ils se sont basés dans leur analyse a pour expression :

2(1+R) o) =(1+2R) 16 -0, M +Ig, +a, I (B-1-28)

ot o, est la contrainte d'écoulement en traction uniaxiale et M est un exposant 2 1, R est le coeffi-
cient d'anisotropie et O et Gy sont respectivement les contraintes radiale et circonférenticlle.

- 1 xpérimentaux

Hlahi et al. ont utilisé une matrice de 10in de diametre et une tole d'épaisseur initiale
0.035 in, ce qui justifie I'utilisation dans les calculs de I'nypothése de membrane avec une bonne
approximation. Sur le plan expérimental, ce grand diametre a rendu plus faciles les mesures de la
géométrie du diaphragme et de la distribution des déformations. Pour mesurer les déformations
circonférentielles, Ilahi et al. ont utilisé des cercles gravés sur la tdle par procédé photographique.
Les déformations en épaisseur ont été aussi mesurées directement, grice 4 un systeme de jauges.
Deux séries de résultats expérimentaux sur la pression, la hauteur au pole, 1a déformation en €pais-
seur au pdle et le rayon de courbure au pdle, sont présentées sur les figures B-I-18 a B-1-20.

1 iq i vec I ien

L'évolution de la pression calculée, avec M = 1.7 et M = 2, est présentée sur la figure B-1-18
pour étre comparée aux résultats expérimentaux. Les valeurs de pression calculées sont plus fortes
avec M = 1.7 ce dui s'explique par le fait que les contraintes obtenues avec cette valeur sont plus
fortes, dans le domaine compris entre la déformation plane et la déformation équibiaxiale, que cel-
les résultan_t du critére quadratique de Hill (M = 2). Ce choix de surface d'écoulement est cohérent
avec les résultats expérimentaux [6] qui montrent que le critére quadratique de Hill sous-estime les
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Fig. B-1-20 : Variation de la courbure en fonction de la déformation en épaisseur au pdle.

Aluminium : n =0.269 et R = 0.635 (d'apres Ilahi et al. [6])



contraintes en déformation équibiaxiale. La figure B-I-19 montre la relation entre la hauteur et la
déformation en épaisseur au pdle. L'accord entre les résultats expérimentaux et théoriques est satis-
faisant avec M = 1.7 et on voit que, pour une hauteur au pole donnée, le calcul avec M = 2 prévoit
un amincissement plus fort au pdle de la membrane. Les courbes, décrivant la variation du rayon
de courbure au pdle en fonction de la déformation en épaisseur au pdle, sont présentées sur la fig.
B-1-20. 11 est clair qu'il y a une bonne corrélation entre l'expérience et le calcul théorique avec
M = 1.7. D'autre part, pour de grandes déformations ,lorsque le rayon de courbure au pdle devient
presque égal au rayon de la tole, 1'écart entre les deux courbes théoriques devient trés réduit.
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Fig. B-1-21 : Distribution de 1a déformation circonférentielle. Aluminium : n = 0.269 et R =0.635
(d'apres Ilahi et al. [6])
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Fig. B-[-22: Distribution _\gg_ la déformation en épaisseur. Aluminium : n = 0.269 et R = 0.635

(d'apres Ilahi et al. [6])
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Les figures B-I-21 et B-I-22 montrent, respectivement, les distributions des déformations
circonférentielles et des déformations en épaisseur, pour deux stades de la déformation : g, (0) =
0.18 et g, (0) = 0.225. La comparaison entre les résultats théoriques et expérimentaux est établie &
la méme déformation en épaisseur. On constate qu'il y a une bonne corrélation entre la théorie et
I'expérience concernant la distribution des déformations circonférentielles (fig. B-I-21) et il appa-
rait que la déformation circonférentielle est imposée par la géométrie du processus de gonflement
et ne dépend pratiquement pas de la surface d'écoulement adoptée. Par contre, la fig. B-I-22 mon-
tre que la distribution de la déformation en épaisseur dépend beaucoup de la surface choisie.

B-1-4-4 - Analyse de Zhou et Lian

Zhou et Lian [21] ont introduit quatre formes différentes du nouveau critére de Hill (1979)
dans leurs calculs basés sur la méthode des €léments finis. Ces calculs ont porté sur un matériau
rigide-plastique obéissant 2 une loi d'écrouissage du type : 6 =K €" oll G et € sont respectivement
la contrainte équivalente et la déformation équivalente et K et n sont des constantes du matériau.

Des comparaisons entre les résultats numériques et expérimentaux ont montré que certaines
formes du nouveau critére de Hill permettent de bien simuler le processus du gonflement hydrauli-
que des toles métalliques. Une étude numérique de I'influence de la forme de la surface utilisée sur
la déformation a été aussi effectuée. Ils ont trouvé que cette influence peut €tre analysée par deux
parametres caractéristiques, o et B dont I'expression est donnée plus loin.

Pour examiner la validité de leur formulation, Zhou et Lian ont comparé leurs résultats numé-
riques aux résultats expérimentaux et théoriques d'Tlahi ez al. [6] sur 'aluminium recuit. Les résul-
tats obtenus sont proches de I'expérience et en bon accord avec ceux d'Tlahi ez al. [21].

- Infl 1 h 1

Les différences entre les diverses formes du critére de Hill sont si variées qu'il est difficile de
décrire linfluence de la forme de la surface de charge sur le gonflement d'une tdle d'une fagon
complete et précise. Cependant, Zhou et Lian ont trouvé un moyen simple pour étudier cette in--
fluence, grice au.paramétre o = 6,/0, qui leur permet d'exprimer les caractéristiques géométriques
de la forme de la surface de charge. G, et G, sont respectivement les contraintes d'écoulement en
déformation équibiaxiale et en traction uniaxiale.

La fig. B-I-%3(a) montre la variation de la pression adimensionnelle en fonction de la défor-
mation en épaisseur, et ce pour deux valeurs du paramétre . : & = 1.166 et o = 0.904. La fig.
B-1-23(b) montre les deux surfaces de charge correspondant aux deux valeurs de o.. On peut voir
qu'une pression élevée est nécessaire pour assurer le gonflement du matériau correspondant a une
grande valeur du paﬁihétre o.
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Fig. B-1-24 Vanauonc}e la pressmn adimensionnelle en fonction de o 2 une hauteur au pole
H = 0.5 a (d'apres Zhou et Lian [21])



85

La fig. B-I-24 montre qu'il y a une relation pratiquement linéaire entre la pression adimensionnelle
et le parameétre a,, et ce pour différentes formes du critére de Hill (avec différentes valeurs de M et
différentes valeurs de R). La relation de linéarité entre la pression et le paramétre o a €t€ établie a
une hauteur au pole H=10.5 a.

Afin de décrire l'influence de la forme de la surface de charge sur la distribution des déforma-
tions, Zhou et Lian ont introduit un autre paramétre qui représente les caractéristiques géométriques
de la forme de la surface de charge. Ce parametre est défini par :

B=K,, / o ' (B-1-29)
avec
O,, - O
_VYP1 " Vb
Kp, = (B-1-30)
Oy - Opy

oll Gp, €t Op, sont respectivement la plus grande et la plus petite contrainte d'écoulement en défor-
mation plane et G, est la contrainte d'écoulement en déformation équibiaxiale.

La signification géométrique de Kp, est qu'il représente la "pente moyenne" entre le point de
la déformation plane et le point de la déformation équibiaxiale sur la surface de charge, comme cela
est montré sur la fig. B-I-25.

(a )

02 %1

e -0
. L
1.0 /:—Zjl\ (qb'eb)

%%

o,/e,

%%

Koo «

90,

Fig. B-1-25: Dxagramme schématique permettant la détermination du parametre Kpy,
* (d'aprés Zhou et Lian [21])
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La figure B-1-26(a) montre la distribution de la déformation en €paisseur pour deux valeurs :
epéleh =-0.4et epéleh =- 0.2 et ce pour deux valeurs du parametre B : f = 0.1068 et § = 0.2873.
Par ailleurs la figure B-I-26(b) montre les surfaces de charge et les surfaces des vitesses de défor-

mation correspondant aux deux valeurs de f.
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Fig. B-1-26(b) :  Surfaces de charge et surfaces des vitesses de déformation relativement 2

Ba =0.1068 et B; = 0.2873 (d'apres Zhou et Lian [21])
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1l est évident que la surface de charge 2 petite valeur du paramétre B (P = 0.1068) produit

une distribution de la déformation en épaisseur plus homogene.
Pour décrire I'inhomogénéité de 1a déformation en épaisseur, Zhou et Lian proposent l'intro-

duction d'un troisiéme paramétre qui est :

ole } riphérie
f= & E:é (B-1-31)

~ pole ériphérie
& +e

ol epéleh et t-:péﬁphé’ieh désignent respectivement la déformation en épaisseur au pole et a la périphé-
rie. En introduisant ce paramétre, l'influence de la forme de la surface de charge sur I'homogénéité
de la déformation en termes de P et f peut étre observée sur la fig. B-I-27 ou la hauteur au pole a

été choisie égale a H=10.5 a.

NON-UNIFORMITY OF THICKENESS STRAIN

0.0 0.1 Q0.2 0.4 Q.5 0.6 °

p-value i

-

Fig. B-1-27 : Inhomogénéité de la distribution de la déformation en épaisseur
’ (d'apres Zhou et Lian [21])

La figure B-}-27 montre que I'inhomogénéité de la déformation crofit lorsque P croit. Sion se
réfere aux figs. B-I-25 2 B-1-27, il est clair que la valeur de B a une influence éminente sur la dis-
tribution de 1a déformation. Cependant, la dispersion des résultats, visible sur la fig. B-I-27, laisse
penser qu'une description plus détaillée de la surface de charge est nécessaire pour caractériser la

distribution de 1a déformation.
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CHAPITRE B-II

FORMULATION ANALYTIQUE DU GONFLEMENT HYDRAULIQUE

B-II-1 - Introduction

Ce chapitre a pour objet de mettre au point un calcul par différences finies du gonflement hy-
draulique d'une tdle. Nous nous limitons ici 2 un comportement  isotropie planaire du matériau,
ainsi qu'au cas d'une matrice circulaire, de sorte que la tole déformée reste axisymétrique. L'ap-
proximation de membrane sera utilisée dans les calculs : on sait que cette approximation est correc-
te pour un rayon du flan a >> h°. Enfin, la représentation polaire de la surface de charge proposée
par Budiansky [29] sera utilisée, afin de pouvoir étudier de fagon détaillée l'influence de la forme
de cette surface.

L'introduction d'une surface de charge dont la forme n'est pas fixée a priori constitue I'€1¢-
ment nouveau de notre formulation par rapport aux études antérieures. De plus peu de résultats
sont présentés dans la littérature concernant I'influence de la viscosité, qui est prise en compte dans
notre modélisation.

B-II-2 - E (i je | g je f . Stri

La formulation analytique du probléme de gonflement hydraulique que nous présentons ici
est applicable 2 un matériau rigide-viscoplastique qui a un comportement a jsotropie planaire et qui
obéit 2 la théorie de I'écoulement avec écrouissage isotrope. Les relations de base proposées par
- Budiansky [29] dans sa formulation générale de I'écrouissage isotrope (1982, 1984) sont utilisées
ici. Nous rappelons que cette formulation s'appuie sur une représentation polaire de la surface .
d'écoulement (fig. B-II-1).

Pour un état de contraintes planes, cette surface est décrite sous forme paramétrique par :

L 0, %0,
’ =g (y)cosy
20, | (B-II-1)
B AR
L= (y)siny

26,
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oll 0, et 0, sont les deux contraintes principales non nulles et g () est une fonction représentant le
rayon polaire du point courant de la surface de charge normalisée. Les paramétres de normalisation
Gy, €t O, sont respectivement les contraintes d'écoulement en traction équibiaxiale et en cisaillement
et y est I'angle polaire associé avec :

g@=g(t%)=1

Gi - 02
A 20s
.@
&
M 01 + O2
-1 1 2 Op
-1

Fig. B-II-1: Représentation polaire du lieu d'écoulement plastique suivant la formulation

de Budiansky
On montre, & partir des équations (B-II-1), que l'angle polaire y est 1i€ au rapport des contraintes
principales 0. = G,/G, par :

!

gydy 2

(B-T1-2)

l+a

avee

qu@”-*ﬁi- | (B-1II-3)
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Le rapport des vitesses de déformation p = €,/€,, obtenu 2 partir de la loi de normalité, peut étre
exprimé par :

g (sin ¥ + Y cos y) + g (cos y - Y sin )

) g (siny-Ycosy)+g(cosy+Y siny)

@B-11-4)

La contrainte d'écoulement en traction uniaxiale o, est choisie pour jouer le rdle de la contrainte
équivalente G, alors :

. Yo,
o= _ (B-1I-5)
X g(siny+Ycosy)

avec

X =00, (B-1-6)

La vitesse de déformation plastique équivalente est obtenue & partir du calcul de la puissance plasti-
que :

. 2X g’
€=

(B-II-7)
g (siny-Ycosy) + g (cosy+Y siny) |

Les relations ci-dessus fournissent une description générale du comportement a isotropie planaire.
Pour g () =1 elles se réduisent a celles qu'on applique dans le cas du critere quadratique de Hill
(avec X = V1+R)Zet Y = VI+2R ot R est le coefficient d'anisotropie défini comme étant le rap-
port entre les déformations en largeur et en épaisseur dans un essai de traction simple) ou celui de
Von-Mises (avec X =1etY = \E). Les fonctions non quadratiques proposées par Hill [30] et par
Bassani [31] représentent aussi des cas particuliers de la formulation de Budiansky.

Nous supposons que le matériau a un comportement rigide-viscoplastique. La capacité
d'écrouissage et la sensibilité a la vitesse de déformation plastique sont décrites en utilisant une re-
lation entre la conErainte, la déformation et la vitesse de déformation équivalentes du type :

o=f@®) @) (B-11-8)

\
soit, sous forme dii"férentielle :

dln S=y@®de+mdinE (B-IL-9)



91

ol éo représente une vitesse de déformation de référence, f () est la loi d'écrouissage a éo, Y (€)=
(1/6)(df/dE) est le coefficient d'écrouissage et m est le coefficient de sensibilité A la vitesse de dé-
formation.

B-11-3 - Déformations

Une tdle mince circulaire de rayon a et d'épaisseur initiale h°, bloquée a sa périphérie entre
une matrice et un serre-flan, est soumise sur I'une de ses faces 2 une pression normale et des for-
ces méridiennes (forces de frottement). La géométrie du diaphragme déformé, dans un plan méri-
dien, est donnée par la figure B-II-2.

Les déformations logarithmiques, méridienne et circonférentielle, sont respectivement :

g, =In (ds/ds’) (B-II-10)
et

g, =In ) (B-II-11)

ot ds et ds° sont les longueurs d'un trongon du profil méridien dans la configuration déformée et
la configuration non déformée et r et 1° sont les positions radiales d'une particule donnée dans les
deux configurations, déformée et non déformée .

Fig. B-II-2 : Géométrie du diaphragme déformé dans un plan méridien
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L'épaisseur courante de la tdle est obtenue, & tout instant, & partir de la condition de I'incompressi-
bilité plastique :

h=h"r"ds’/rds B-I-12)

B-II-4 - Ravons de courbure

Z A
P =
[ ds-psd(p
: ¢
p' tangente
q de en P'
dr
S
>
(@) r
Fig, B-11-3 : Rayons de courbure principaux
Les deux rayons de courbure principaux sont donnés par :
p,=PS= -gi (B-T1-13)
: 2
et ’
—— T
Py =PQ=— (B-II-14)
¢ sin ¢

ol ¢ est l'angle que fait la normale en tout point du diaphragme avec l'axe de révolution oz (fig.
B-II3). -
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B-IL.5 - E . {'équilit

Les contraintes méridiennes et circonférentielles de Cauchy o, et g respectent les équations
d'équilibre dans les deux directions, méridienne et circonférentielle, respectivement :

P p) o, -0
—+~(ho)+h 2=0 (B-II-15)
cos @ T
et
P, o, ©
_hli-_s_-_i=o (B-1I-16)
Ps Py

ot Py et P, désignent respectivement les forces normale et méridienne (de frottement) par unité de
surface du diaphragme déformé.

B-II-6 - Wﬂmumw
Dans le cas particulier d'une pression hydrostatique P (c'est-3-dire, avec Py = P (D) et

P, = 0), 'équation (B-II-15) est avantageusement remplacée par 1'équilibre des forces verticales,
ce qui donne :

Ppe
=30 (B-1I-17)
En remplagant I'expression de o, ci-dessus dans 1'équation (B-II-16) on obtient :
Pp, ) ]
%=2p @M (®B-I-15)

ol N =pg/p, est le rapport des rayons de courbure principaux. Ainsi le rapport des contraintes
a = Gg/c_ ne dépend que du rapport des rayons de courbure ; en effet, d'aprés (B-II-17) et (B-
I-18)ona: .

a=2-N (B-I-19)

Supposons, maintenant, que les vecteurs position <r;, z; > d'un certain nombre de particules, ou
noeuds, qui occupaient initialement la position < 1%, z°; >, sont connus 3 un stade donné du cal -
cul. Alors, les valeurs de g, €g;, hj, Pg; €t Pg; Sont déterminées a cet instant par une discrétisation
des équations (B-II-10 a B-II-14). Si, en plus, la pression P est connue, alors les valeurs de Og;,
Og; €t O pechnt étre déterminées facilement 2 partir des relations (B-II-17 2 B-II-19).
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Les équations de base du paragraphe (B-II-3) peuvent étre utilisées (en prenant comme direc-
tions 1 et 2, les directions méridienne et circonférentielle respectivement) pour déterminer :

- 'angle polaire ; (équ. B-1I-2)

- le rapport des vitesses de déformation p; (équ. B-1I-4)

- et la contrainte équivalente G; (équ. B-II-5).

Le profil de la membrane est discrétisé par (n + 2) noeuds (fig. B-II-4).

=
-
3
X
"
)
-

Fig. B-I-4 : Discrétisation du profil de la membrane

Le noeud o est symétrique du noeud 1, par rapport & 'axe de révolution oz, ainsi :

J e _a _ - .
T,=-T, 3 7% i I,=-1, et z =2 par symétrie.
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Le noeud (n + 1) situé sur la périphérie est bloqué, ce qui donne :

- Toutes les quantités définies ci-dessus sont calculées pour les noeuds i =1, n.
- Afin d'éviter d'avoir des valeurs infinies de p, et pg, nous avons supposé que la forme ini
tiale de la membrane est sphérique, avec une grande valeur du rayon de courbure initial :

ps(o)/a=pe(o)/a=100

B-II-7 - Calcul incrémental

Le but du calcul incrémental est de déterminer les incréments de déplacement < Ar;, Az; >
pendant l'intervalle de temps At, ou pour I'incrément de pression AP. Par conséquent, la forme de
la membrane et toutes les autres quantités (2 savoir £, €g;, hj, Pg;» Po;y O T €t ;) seront dé -
terminées 2 l'instant t + At ou pour P + AP.

Apres quelques dérivations analytiques (voir Annexe B), les incréments Agg; ; Agg; ; (Apg/Pgy) 5
(Apgi/Pg;) et (Ahy/h;) peuvent étre exprimés en fonction des incréments de déplacement Ar; et Az (]
=i-1, 1, i+1).

Un premier groupe d'équations est imposé par la loi de normalité, p; = Aeg /A . Le résultat est de
la forme :

i+1

D, (a4 +b,82) =0 (B-TI-20)
j=il -

4

Un deuxiéme groupe d'équations est obtenu, en exprimant de deux fagons l'incrément de la con-
trainte équivalente:

D'abord, I'équation (B-II-5) donne apres différentiation (avec 6, = G) :



A <—)'i Ao'si g'i (sin W, + Y cos y,) + g; (cos y; - Y sin y,)
e S, 38 ' Ay, (B-T1-21)
O. o * g (siny, + Y cos ) '

5

olt Ac/o; peut étre calculé 2 partir de 1'équation (B-II-17), ce qui donne :

Ao

— = (AP/P) + (Ap, /p, ) - (Ah/h) (B-11-22)
0 1 1

5

D'autre part, Ay; peut étre exprimée en fonction de Ac;, par différentiation de I'équation (B-1I-2) :
Ay, =- 2 sin y, cos y, [A o / (1 - )] (B-TI-23)

Soit en fonction des incréments des rayons de courbure principaux, par différentiation de I'équa-
tion (B-1I-19) :

Ao, =(p,/p) [(Ap,/p,) - (Ap,/py )] (B-T1-24)

Puisque (Apg/pg) 5 (Apgi/Pe;) €t (Ahy/hj) sont connus en fonction de Arj et Az;, I'incrément
(AG/G;) peut €tre exprimé en fonction de Ar Az;et (AP/P) en combinant les équations (B-II-21 &
B-1I-24).

Une autre expression de (AG/G,) est obtenue 2 partir de la loi de comportement sous forme diffé-
rentielle, & savoir :

AG/G, =Y (€) AE, + m AEe, (B-II-25)

ol AE, est connu én fonction de W, et A, en utilisant 1'équation (B-II-7) exprimée en termes d'in-

créments de déformation. A'.é'l/é'l peut étre écrit en fonction des valeurs de AE; pendant deux inter-
valles de temps successifs. La comparaison entre les deux expressions de (AG/G,) conduit finale-

ment & une équation de la forme :
b

£
i+l

Z( Ar +d, Az) (_-)+m (B-T1-26)

j=i1 -
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Les équations (B-1I-20) et (B-II-26) forment donc un systeme :

i+l
D A+ by Az) =0 (B-11-20)
=il
i+l
AP
.Zl(cii Ar+d;Az) = (5-) +m (B-1I-26)
j=ti

ol al_] = F] (ri’ Z;, p,) 4 blj = F2 (ri, z;, P,)
cij = F3 (Yi, m, ai’ ri, Zi, Aex) , dU = F4 (Yl’ m, ai’ ri’ zi’ AEI)

Le systeme ci-dessus peut étre mis sous forme matricielle comme suit :

Ar; 0
Az, ar m
. P
Matrice : 0
de -
Ar;
igidité
rigi Az,
au
gonflement .
Ar, 0
Azn AT)-P- +m
_ dL _ . _

>

Les incréments de déplacement sont ainsi déterminés pour chaque incrément de pression AP en ré-
solvant ce systéme linéaire de 2n équations. La géométrie de la tle est ensuite réactualisée, et la
procédure de calcul est répétée. ’

\
y . . . .. .
Pour résoudre le systéme ci-dessus, nous avons mis au point un logiciel dont I'organigram-

me est donné en annexe-B.
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CHAPITRE B-III

SIMULATIONS NUI\"[ERiQUES DU GONFLEMENT HYDRAULIQUE
DISCUSSION ET RESULTATS

B-III-1 - Introduction

Ce chapitre présente les résultats de la mise en oeuvre numérique de la formulation par diffé-
rences finies du probléme du gonflement hydraulique exposée dans le chapitre précédent. Tout
d'abord, la précision du programme de calcul est évaluée par rapport 2 la solution analytique de
Hill, dans le cas d'un matériau rigide-plastique obéissant 2 la théorie de I'écoulement avec une sur-
face de charge de Von-Mises, un écrouissage isotrope et une loi contrainte-déformation de la forme
8 =K exp (§). Des comparaisons avec des résultats obtenus i l'aide du code de calcul ABAQUS
sont également présentées.

Nous présentons ensuite les résultats de simulations numériques, en mettant 'accent sur
I'influence des paramétres décrivant le comportement plastique ou viscoplastique sur I'inhomogé-
néité inhérente au gonflement hydraulique. En effet, les parametres du matériau qui ont une in-
fluence importante sur la stabilité de I'écoulement plastique (comme par exemple, dans 'approche
de localisation de Marciniak-Kuczinski [27,28]) doivent aussi influencer la distribution des défor-
mations et la forme de la membrane déformée au cours du gonflement hydraulique. Les influences
de la capacité d'écrouissage, de I'anisotropie, de la sensibilité 2 la vitesse de déformation et de la
forme de la surface de charge seront donc examinées. Les résultats numeériques seront aussi com-
parés aux résultats expérimentaux de la littérature.

B-II1-2 - Précision du programme de calcul

Les pas de calcul et le nombre de noeuds utilisés ont été fixés d'une fagon définitive lorsque
nous avons constaté qu'aucune différence significative entre les résultats numériques n'était obser-
vée lorsqu'on augmentait le nombre de noeuds ou de pas de calcul. Les pas de calcul ont ét€ pris
de fagon a ce que ‘.'lc noeud relatif au pdle subisse une fléche additionnelle égale 2 AH/a = 0.005 et
la distance initiale entre noeuds a été prise égale A di°/a = 0.02 (soit 50 noeuds).

La solutnon analythuc de Hill (8] pour un matérian rigide-plastique obéissant 2 la théorie de
I'écoulement avec une loi contrmnte—défoxmauon du type 6 =K exp (€) a été utilisée pour valider le



99

programme de calcul. Nous avons trouvé que toutes les quantités calculées au pole sont a moins de
1,5% des résultats analytiques jusqu'a la pression maximale, c'est-a-dire pour une hauteur au pole
H/a=1.

Le tableau ci-dessous résume les comparaisons faites sur trois quantités : la pression adimen-
sionnelle Pa/2h°K ; la déformation en épaisseur au pdle g, (0); etle rayon de courbure au
pble p, (0)/a = pg (0)/a. Pour H/a=1ona:

Solution analytique de Hill Nos calculs par différences finies
Pa/2h° K 1 1,0089
€,(0) | 21n2 =1,3862 1,3728
ps(o)/a = pe (o)/a 1 1,0034

Nous rappelons que dans la solution analytique de Hill, les trois quantités ont pour expres-

sion :

Pa 2aH 2

WK 2+E a. B ) B
H a
g, (0 =2ln (1 +.I.li) @2
3 2
. a?+H> 1,a H
ps(o)/a=pe(°)/a=ﬁﬂ_=§(ﬁ+?) (B-1II-3)

;

Le programme a aussi été comparé aux résultats obtenus par la méthode des éléments finis du
code de calcul ABAQUS,

Les figures B-III-1 et B-TII-2 montrent la distribution de I'évolution des déformations méri
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Fig. B-III-1 : Distribution de la déformation méridienne pour h°/a = 0.005
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Fig. B-III-2 : Distribution de la déformation méridienne pour h°/a = 0.025
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diennes en fonction du rayon initial de la tble, et ce pour un matériau obéissant a la loi puissance
=K, +&)"avecn=02;¢,= 0.02 et R = 1. Les calculs ont été effectués par la méthode des
¢léments finis (000) et par la méthode des différences finies (__).

Dans le cas des calculs par la M.E.F., les calculs ont été effectués sur des €léments de co-
ques axisymétriques d'épaisseur 1 mm dans un premier temps (fig. B-TII-1), puis sur des éléments
d'épaisseur 5 mm (fig. B-III-2) et pour un rayon a = 200 mm. L'épaisseur n'intervient pas dans le
résultat pour le calcul de membrane que nous avons mis au point ; on peut dire que la corrélation
entre les deux méthodes de calcul est bonne dans le premier cas (fig. B-III-1, h°/a = 0.005), no-
tamment dans les premiers stades du gonflement (H/a = 0.2 2 0.4). Cependant, pour une hauteur
au pole H/a = 0.6, un écart de 2% est observé au pdle entre les deux méthodes.

Dans le deuxiéme cas (fig. B-ITI-2) ot le rapport h®/a = 0.025, I'écart entre les deux métho-
des apparait beaucoup plus tdt et ce pour une hauteur au pole H/a = 0.4 par exemple. Néanmoins,
I'écart entre les deux méthodes ne dépasse pas 5,5% sur les valeurs au pdle. On peut conclure que
l'approximation de membrane utilisée dans notre méthode des différences finies donne des résul-
tats trés proches du calcul par éléments finis utilisant des €léments de coque, lorsque le rapport h%a
est suffisamment faible.

B-ITL3 - - L Taieretigs .
membrane '

Une des quantités les plus sensibles pour analyser 'influence des paramétres rhéologiques
du matériau sur la distribution des déformations et son évolution au cours du gonflement hydrauli-
que est donnée par le rapport des rayons de courbure principaux en tout point de la membrane,
N = pg/p, [26]. *

Pour N < 1, 1a membrane est localement "allongée" (par rapport a la sphére prise comme ré-
férence) ; pour N > 1, elle est "aplatie” (fig. B-III-3). D'apres I'équation (B-II-19) "l'aplatisse-
ment" est associé:a des valeurs du rapport des contraintes & = Gg/C; inféricures a I'unité, tandis
que "I'allongement” est associé a des valeurs de o supérieures al.
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Fig. B-II-3 : Forme de la membrane d'apres [26]

On rappelle que I'on se place dans le cas ol le matériau présente un comportement 2 isotropie
planaire, de sorte que la membrane déformée soit de révolution autour de l'axe oz et que la défor-
mation soit entidrement caractérisée par I'étude dans un plan méridien. La symétrie de révolution
autour de I'axe oz et les conditions d'encastrement impliquent que le matériau est dans un €tat de
déformations (ou de contraintes) équibiaxial au pdle, et en état de déformation plane 2 la périphérie.
En conséquence, o doit varier de la valeur 1 au pole 4 la valeur 0.5 2 la périphérie (dans le cas de la
surface d'écoulement de Von-Mises) et donc N doit varier entre 1 et 1.5. Une exception corres-
pond au cas ol la périphérie ne se déforme pas dans la direction méridienne. Les valeurs de o et de
N 2 la périphérie ne peuvent alors étre déterminées a partir de la condition de déformation plane.
Cette situation est observée en particulier dans I'analyse de Hill {8].

1l convient ici de rappeler que l'analyse de Hill s'appuie sur I'hypothese cinématique selon
laquelle le diaphragme se déforme en une membrane sphérique. Cette analyse représente la solution
exacte pour un matériau rigide-plastique obéissant a la théorie de I'écoulement avec une surface de
charge de Von-Mises, un écrouissage isotrope, et une loi contrainte-déformation, 6 =Kexp (€) (ce -
qui correspond 2 un coefficient d'écrouissage ¥ = d In 6/d € = 1 quel que soit le niveau de la dé-
formation). Cette solution de Hill sera notée par la suite "la solution a coefficient d'écrouissage
constant" (C.E.C.) ; on l'utilisera comme référence pour comprendre comment la distribution des
déformations et la forme de la membrane déformée sont liées aux parametres rhéologiques du ma-
tériau. !

La figure B-III-4 montre I'évolution de la forme de 1a membrane pour un matériau insensible
3 la vitesse de déformation, obéissant 2 une loi d'écrouissage de Swift de forme puissance,
=K (g, +E)"
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Fig. B-I1-4 : Evolution de la forme de la membrane en fonction du rayon courant

La figure B-III-5 montre, pour interprétation des résultats, les courbes contrainte-

déformation équivalentes pour ce matériau et pour le matériau CE.C.
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Courbes contrainte-déformation équivalentes des deux matériaux
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On observe, pour le matériau obéissant a la loi puissance (fig. B-III-4), que la membrane est
"aplatie" pour de faibles valeurs de la hauteur au péle (H/a = 0.2). Toutefois, pour des valeurs
croissantes de la hauteur au pdle, la membrahe devient "allongée" sur la majeure partie de sa surfa-
ce, A I'exception d'une région étroite prés de 1'encastrement ol la membrane reste "aplatie”. Ce
comportement peut étre analysé par comparaison avec celui observé pour le matériau C.E.C. Au
début du gonflement, la forte capacité d'écrouissage du matériau entraine une répartition des dé-
formations moins hétérogéne que dans le cas du matériau C.E.C. avec, en particulier, une légere
déformation méridienne 2 la périphérie, alors que celle-ci reste nulle au cours du gonflement pour
le matériau C.E.C. (fig. B-III-6).

0.50 —

VON-MISES

----- G =Kexp (€)
___ G6=K(g,+®)"
avecn=0.2; ¢ =0.02

Fig. B-III-6 : Distribution et évolution de la déformation méridienne

En relation jvec cette distribution des déformations tout le long du profil de la membrane, le
rapport des contraintes 0 = Gy/0, varie de fagon monotone de la valeur 1 au pOle 2 la valeur 0.5 &
I'encastrement (ﬁg B-III-4, H/a = 0.2). Toutefois, en raison de la déformation plus forte prés du
pole, la capac1té d'écrouxssage de la zone polmrc décroit plus fortement que celle de la périphérie
au fur et 3 mesure du gonﬂement ce qu1 ‘conduit A une amplification de la déformation prés du pole
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et oblige 1a partie externe de la membrane A se déformer plus rapidement dans 1a direction circonfé-
rentielle que dans la direction méridienne. Cette tendance vers une stagnation de la déformation
méridienne €, pour la partie externe de la membrane est visible sur la figure B-III-6 (H/a = 0.6).
Cette évolution correspond 2 une croissance du rapport des vitesses de déformation p =Eg/E,, qui
se traduit par l'intermédiaire de la loi de comportement, par une croissance du rapport des con-
traintes & = Gy/G,, de sorte que la membrane devient de plus en plus "allongée™.

Une autre conséquence de cette évolution est que le rayon de courbure au pdle, pour une hau-
teur au pdle donnée (fig. B-III-7) ou pour une déformation en épaisseur au pole donnée (fig.
B-III-8) est plus faible pour la loi puissance G =K (g, +€)" que pour le matériau C.E.C., du
moins dans les stades avancés du gonflement.

3. ’ i
VON-MISES
- G=Kexp®
— 6=K(, +&)"
2 | avecn=02;¢,=0.02 -
Z
Q’
1 b
Q 1
0.00 0.50 1.00
b H/a

Eig._&m-l : Evolution de la courbure en fonction de 1a hauteur au pole
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3. T
VON-MISES
----- G =Kexp (€)
—_ G=K(, +o)"
2 L avecn=0.2;¢ =0.02 5 i
“ |
~, !
Q. :
1.
0. 1 !
0.00 0.50 1.00 -
Eh '

Fig. B-II-8 : Evolution de la courbure en fonction de 1a déformation en épaisseur au pdle

Les différences entre le matériau obéissant 2 la loi puissance et le matériau C.E.C. représen-
tentd des tendances générales pour des matériaux recuits, qui présentent une capacité d'écrouissage
initialement élevée mais rapidement décroissante en fonction de la déformation.

L'écart la sphéricité, qui peut devenir important lorsqu'on considére le rapport des rayons
de courbure principaux, est également visible quand on examine la forme de la membrane défor-
mée (fig. B-III-9).

|
1

Une analyse détaillée sur la forme de la membrane déformée a été effectuée par Shang et al.
[26]. Leurs résultats sur des toles de cuivre (fig. B-III-10) montrent le méme comportement que
celuide la fig B-III-4. Cependant, les auteurs n'ont pas spécifié les paramétres du matériau, ce qui
a rendu impossible une comparaison quantitative.
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200. i 1 i i
VON-MISES
160. } - G=Kexp () J
. G=K(g, +8®)N
avecn=0.2;¢,=0.02
120. J
E\ H/a=.6
N
80. :
40. ) -
O. L 1 1 1
0. 40. - 80. 120. 160. 200.
r {mm)

Fig. B-INI-9 : Forme de la membrane 2 une hauteur au pdle H/a = 0.6

Fig. B-III-10: Evolution de la forme de 1a membrane durant I'hydroformage [26]
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B-III-4 - Influence de la capacité¢ d'écrouissage

L'influence de la capacité d’écrouissagc du matériau a été analysée en utilisant la loi de Swift,
8 =K (g, + €)™ Le coefficient d'écrouissage Y a déformaﬁon nulle a d'abord été choisi égal a 10
pour tous les matériaux, de sorte que €, est alors li€ a 'exposant d'écrouissage n par la relation
g,/n =0.1. Le gonflement a également été éudié pour un matériau rigide-parfaitement plastique
(n =0).

Les courbes contrainte-déformation équivalentes des matériaux étudiés sont présentées sur la
figure B-III-11.

400. ° . . :
6=K(, +&"
avec €_=n/10
w0 f v n=4
—_
)
¥
2 200 | .
=.2
10
n=.1
100.
_ n=0
0. 1 1 3 l
0.00 0.20 0.40 © 0.60 0.80 |

Fig. B-TI:11 : Courbes contrainte-déformation équivalentes des matériaux étudiés

La décroissance du coefficient d'écrouissage Y est plus lente pour les matériaux présentant
une forte valeur de;I'exposant d'écrouissage n. Ceci a pour conséquence de retarder I'évolution dé-
crite précédemment. Ainsi on observe, 2 hauteur au pSle donnée et pour les fortes valeurs de n,
que "Tallongement” de 1a membrax)e est moins prononcé (ou pas encore apparu) pour n grand (fig.

B-III-12). On observe aus51 que la déformatlon au pdle est plus faible et que la répartition des
déformations ménd;ennes est moins hétérogéne (fig. B-1II-13).
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1.50 T 0.50

1.00

N = py/P,

0.50

VON-MISES
=K, +&"
avec €,=1/10

0.00 : 2.00
0.00 0.50 1.00

r/a

Fig. B-III-12 : Evolution de la forme de la membrane en fonction de n

0.50 .

n=0 VON-MISES

n=.1 - -
— n
g 6=K(g, +8

n=4 avec € =n/10

o .
0.00" L
0.00 0.50 1.00

Fig. B-III-13 : Influence de l'exposant d'écrouissage sur la distribution de la déformation méri-
dienne
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Comme cela a été noté par Wang et Shammamy [16], la périphérie de la membrane cesse pra-
tiquement de se déformer dans les stades avancés du gonflement. La déformation méridienne subie
par la membrane, a la périphérie, croit depuis la valeur z€ro pour le matériau parfaitement plastique
jusqu'a €, ~ 0.09 pour n = 0.4. En accord avec I'effet stabilisant du durcissement, la hauteur au
pole A l'instabilité (P = Pyax) croit de la valeur H/a = 0.50 pour n = 0 jusqu'a la valeur H/a =
0.715 pour n = 0.4 (fig. B-III-14).

2.50 T
VON-MISES
200r =K, +&" T
avec £, =n/10
n=.4
1.50 -

1.00

0.50

0.00
0.00 0.50 1.00

H/a

Fig. B-TII-14 : Influence de l'exposant d'écrouissage sur la hauteur au pdle 2 l'instabilité (P =
Pymax)

)
r
’

La figure B-III-15 montre par ailleurs I'évolution de la déformation en épaisseur au pdle, &
l'instabilité, en fonctionde n.
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VON-MISES

=K (g, + &P
avec £, =n/10

0.70 ¢

0.60 R -
05: /”/’
'eﬁd&‘e&\
0s0f | T .
PR (\%QQ
P e .
/,/ 60\\)0
///’
040 B ’/’ _ o
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0.00 0.10 0.20 0.30 0.40
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Fig. B-ITI-15 : Evolution de la déformation en épaisseur au pdle,  I'instabilité, en fonction de n

Les résultats obtenus indiquent des valeurs de g, (0), 2 I'instabilité, nettement plus fortes que
celles déduites analytiquement par Hill [8]. En particulier, la valeur trouvée pour le matériau parfai-
tement plastique (n = 0) est de 0.515 (alors que I'analyse de Hill prévoit la valeur €, (o) =4/11 ~
0.36) tandis que la valeur trouvée pour n =0.4 est €, (05 =(.771. Par contre, nos résultats sont en
* trés bon accord avec ceux obtenus par Wang et Shammamy [16].

>~

B-II1-5 - Influence de €

4

L'influence de €, pour une valeur donnée de I'exposant d'écrouissage n a également été étu-
diée pour simuler Je comportement de matériaux pré-écrouis (ou n'ayant pas subi de recuit final,
matériaux "mi-durs" ou "durs"). Pour une hauteur au pdle donnée, 1'allongement de la membrane
et 'inhomogénéité des déformations méridiennes sont plus prononcés lorsque €, augmente. En
fait, le comportement observé, par exemple, pour n = 0.2 et €, = 0.18 est proche de celui obtenu
pour n = 0.1 et &, = 0.01 (fig. B-TI-16 et fig. B-II-17).
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1.50 Y
VON-MISES

c=K(E+O"
__n=02;¢g,=0.18

1.00

050 4

0.00 .
0.00 0.50 1.00

r/a
Fig. B-III-16 : Influence de €, sur la forme de la membrane a une hauteur au pdle H/a = 0.6

0.50 T

VON-MISES

=K (g, +&)"

— n=02;¢g =0.18
H/a=.6 —- n=0.1;¢, =0.01

0.00 L —
0.00 ‘ 0.50 1.00

r'/a

Fig, B-III-17 : Influence de € sur la distribution de la déformation méndienne
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Les deux couples de valeurs conduisent & des courbes contrainte-déformation équivalentes
assez proches entre € ~ 0.1 et € ~ 0.4 (fig. B-1II-18).

400. i ] ]
VON-MISES
=K, +¢)"
__ n=02;¢,=0.18
300. e n=0.1;¢g =001 7
<
ol
% 200. | 7
le;
100‘ .7/, |
0. : . ‘
0.00 0.20 0.40 0.60 0.80
€
Fig. B-T1I-18 : Courbes contrainte-déformation équivalentes des deux matériaux étudics
B-III-6 - Influence de la sensibilité 3 la vitesse de déformation

En raison des conditions aux limites du processus de gonflement hydraulique, les gradients
de vitesses de déformation ne sont pas trés prononcés 2 travers une partie importante de la mem- -
brane et ne se développent pas de fagon significative durant le gonflement. L'influence de la vitesse
de déformation, qui tend A ralentir le développement des gradients de vitesses de déformation, est
de ce fait trés faible pour des valeurs faibles du coefficient de sensibilité a la vitesse de déforma-
tion, caractéristiques du comportement 2 basses températures (m ~ 0.01 - 0.02) et ne devient signi-
ficative que pour des valeurs de m assez €levées.

La distribution des déformations méridiennes est présentée par la figure B-III-19 pour un
matériau parfaitement plasuggegt pour un matériau sensible 2 la vitesse (m = 0.2) mais non
écrouissable. o



114

0.50 r

H/a=.6 ) VON-MISES

avecm=0.2

ra

Fig. B-111-19: Influence de la vitesse de déformation sur la distribution de la déformation
méridienne

Pour cette forte valeur de m, la distribution des déformations méridiennes devient plus uni-
forme que pour le matériau parfaitement plastique dans les stades avancés du gonflement. Cepen-
dant, contrairement aux matériaux écrouissables, on n‘observe pas de déformation appréciable 2 la

périphérie.

B-III-7 - In n 1'anisotropi

Le critére quadratique de Hill [32] est utilisé ici avec I'nypothése d'isotropie planaire. L'ani-
sotropie est caractérisée par le coefficient R, défini comme étant le rapport entre les déformations
en largeur et en épaisseur dans un essai de traction simple. L'influence de I'anisotropie peut étre
expliquée par les variations de la forme de la surface de charge de Hill en fonction de R. En effet,
I'ellipse de Hill dans le plan (0, G,) (ol G, = G, et G, = Gy pour le probléme du gonflement hy -
draulique) est q.qug{‘fg selon l'axe 6, = 0, pour des valeurs de R plus grandes que 1 (respective-
ment, contractée pom'Rplus petit que 1), figure B-III-20.
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Fig. B-ITI-20 : Evolution de la forme de la surface de charge de Hill en fonction de R

Il en résulte tout d'abord que les contraintes, dans le domaine de sollicitations rencontrées
dans l'essai du gonflement hydraulique (c'est-2-dire entre la déformation équibiaxiale et la défor-
mation plane), augmentent par rapport 2 la contrainte de référence G correspondant 2 la traction

uniaxiale lorsque R augmente. I s'ensuit que la pression nécessaire pour assurer le gonflement de
la tole augmente lorsque R augmente, figure B-III-21.

Une autrc conséquencc de l'amsotrople est observée sur la distribution des déformations et
son évolution, figure B-II-22. =
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2. ;
G=K(, +&)"
n=02;¢,=002
-9 1. }
0. _ .
0.00 0.40 0.80
H/a

Fig. B-IMI-21 : Influence de l'anisotropie sur la pression du gonflement

0.50 T

HILL QUADRATIC
=K, +)"
avecn=0.2;¢,=0.02

b
r

0.00
0.00 0.50 1.00

[+
r/a

Fig. B-III-22 : Influence de l'anisotropie sur la distribution de la déformation méridienne
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Dans les premiers stades du gonflement, la distribution des déformations méridiennes est
plus uniforme pour les fortes valeurs de R. Ce résultat est également associ€ a la forme de la surfa-
ce de charge. En effet, la courbure de la surface de charge au voisinage de la traction €quibiaxiale
augmente lorsque R augmente (ou, de fagon équivalente, le rapport entre la plus grande contrainte
principale en déformation plane et la contrainte en déformation équibiaxiale o,/cy, =
V2(1+R)/(1+2R) diminue lorsque R augmente). Ceci a pour résultat de rendre la déformation plus
homoggne, et en particulier de favoriser la déformation méridienne prés de l'encastrement pour de

fortes valeurs de R. Toutefois, toujours pour de fortes valeurs de R, lorsque le gonflement pro-
gresse, la partie externe subit 2 la fois un plus fort durcissement mécanique (écrouissage) et géomé-
trique (c'est-a-dire présente de plus faibles rayons de courbure dans le plan méridien), de sorte que
la déformation est transférée 2 la partie centrale de la membrane dans les stades avancés du gonfle-
ment.

B-1I1I-8 - Inﬂuehce de la forme de la surface de charge

L'influence de la forme de la surface de charge a également été étudiée pour une valeur fixée
de R, en utilisant des surfaces de charge correspondant a des fonctions non quadratiques des con-
traintes. Quelques tendances générales sont maintenant bien établies dans le cas des polycristaux
C.F.C. ou C.C. Ces résultats qui sont obtenus ou bien expérimentalement, par comparaison des
courbes contrainte-déformation sous différents chemins de chargement [33,34], ou bien par des
calculs micro-macro utilisant le modele d'homogénéisation de Taylor-Bishop-Hill [35-37], indi-
quent que la surface de charge (par comparaison avec l'ellipse de Hill) présente une faible courbure
pres de la déformation plane et une forte courbure dans le voisinage de la traction équibiaxia-
~ le.Nous avons également obtenu les mémes tendances pour les différents aciers étudiés dans la par-
tie A (Fig. A-III-4). Une telle modification dans la forme de la surface de charge peut €tre obtenue,
en utilisant la représentation paramétrique de Budiansky (équs. B-II-1) avec g (y) de la forme : ’

»

g (y) =1 +k, [cos (2 ) - cos (6 Y] (B-III-4)

avec k; < 0. La surface de charge correspondant 2 I'expression ci-dessus (avec k; =-0.025) est
présentée sur la figure B-II-23(a) pour R = 1, en m&me temps que I'ellipse de Von-Mises.
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2.00 - ,
VON-MISES
—————— BUDIANSKY :
kl =- 0.025
R=1
1.00F y
7
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o}
0.00
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//
-1.00 ‘
-1.00 0.00 1.00 2.00
G,/ G
ig, B-TI1-2 i - Surface de charge de Budiansky correspondant a
g (v) =1-0.025 [cos (2 y) - cos (6 ¥)]
__ Surface de charge de Von-Mises

On peut observer que la surface décrite par 'équation (B-III-4) s'accorde bien avec la surface
de charge calculée par Barlat [36] en utilisant le modéle d'homogénéisation de Taylor-Bishop-Hill
sur des métaux C.F.C. avec une texture cristallographique isotrope. L'hypoth&se d'écrouissage
isotrope utilisée dans ce travail revient 2 négliger le développement de la texture.

En comparaison, avec le matériau de Von-Mises, la distribution des déformations méridien-
nes est plus uniforme pour de faibles hauteurs au pdle avec la surface décrite par (B-III-4). Pour
des hauteurs au pdle assez élevées, la déformation tout prés du pdle devient importante et la dé-
pression des déformations méridiennes est plus prononcée dans la zone intermédiaire entre le pole
et la périphérie (fig. B-II-23(b)).
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Fig B-TI-23(b) : Influence de la forme de la surface de charge sur la distribution de la déformation

Ce comportement est le méme que celui prévu, pour de grandes valeurs de R, avec le criteére
quadratique de Hill, et s'explique de la méme fagon, par la forte courbure de la surface de charge
au voisinage de la traction équibiaxiale. '

Afin de mettre en évidence la non-linéarité des chemins de déformation suivis par les diffé-
rentes particules', ceux-ci sont représentés pour plusieurs points 2 différentes positions radiales sur
les figures B-III-24(a) et B-III-24(b) pour les deux matériaux. On peut observer que la non-
linéarité des chemijns de déformation est particuliérement accentuée, pour les positions radiales in-
termédiaires, avec la surface décrite par (B-III-4). Cette facilité de déviation du chemin de déforma-
tion est elle-aussi liée 2 1a forte courbure de la surface décrite par (B-III-4), au voisinage de la trac-
tion équibiaxiale. o
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Fig. B-II-24(a) : Chemins de déformation de quelques particules, obtenus avec la surface de
charge de Von-Mises
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Fig. B-II-24 (b) : Chemins de déformation de quelques particules, obtenus avec la surface
décrite par 1'équation (B-1I1-4).



_En considérant que les caractéristiques d'écrouissage et de sensibilité 2 1a vitesse sont généra-
lement connues avec une bonne précision, le principal parametre qui peut modifier le calcul de la
pression est lié 4 I'estimation des contraintes au voisinage de la traction équibiaxiale par rapport a la
contrainte de référence uniaxiale G, = 3. Avec le critére quadratique de Hill, le rapport entre la con -
trainte d'écoulement en traction équibiaxiale et 1a contrainte d'écoulement en traction uniaxiale est
égald: o /0, = V(1+R)/2. Le désaccord entre 'expérience et le calcul de la pression de gonflement
provient surtout d'une estimation non satisfaisante de ce rapport des contraintes.

Une illustration de l'influence de ce rapport (6,/0,) est fournie par des t6les d'aluminium,
avec des valeurs de R inférieures 2 1. Dans ce cas, le rapport (6, /0,) déterminé expérimentalement
est plus grand que celui prévu par le critére quadratique de Hill [38]. En accord avec ce comporte-
ment, des calculs effectués par Ilahi et al. [6] montrent que la pression calculée avec le critére qua-
dratique de Hill est plus faible que celle déterminée expérimentalement. Finalement, Ilahi ez al. [6]
ont obtenu une bonne prévision du comportement expérimental en utilisant la forme suivante du
critére non quadratique de Hill

(1+2R)10,-0,M+10,+0,M=2(1+R) &" (B-II-5)

qui conduit 2 un rapport (6,/G,) croissant pour M décroissant. Cependant, cette surface de charge
présente un inconvénient, qui est celui d'une courbure infinie au point de traction équibiaxiale pour
M < 2. Pour cette raison, une fonction g (), qui conduit 8 une surface de charge trés proche de
celle fournie par I'équation (B-III-5) est adoptée ici: -

g () =1+k [1-cos (4 )] BIL6)

la valeur de k, devant €tre ajustée 2 celle de M dans (B-III-5).

Une compaﬁ'aison entre les résultats expérimentaux dTlahi ez al. [6] et la variation théorique
de la pression en fonction de la déformation en épaisseur au pdle est présentée par la figure
B-III-25. oo
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Fig. B-TII-25 : Résultats de comparaison calcul-expérience sur la variation de la pression
en fonction de la déformation en épaisseur

Les dimensions et les paramétres du matériau sont :
a=5in ; h°=0035in ; K=19166 1bffin? ; n=0.269 et R =0.635.

La valeur de k, adoptée dans (B-III-6) (k, = - 0.025) a été ajustée pour fournir une surface
de charge tres proche de la valeur de M donnée par Ilahi et al. (M = 1.7). La corrélation satisfaisan-
te entre l'expériente et le calcul basé sur I'adoption de la surface décrite par la relation (B-III-6) est
une conséquence du rapport (6,,/G,) résultant du choix de cette surface : 6,/c, = 1.005, alors que
ce rapport est de 0.904 dans le cas du critere quadratique de Hill.

B-IIT-9-2 - Relati . : e ¢ :

nire ayon de courbure et 1a déformation ¢
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Cette relation est tout i fait importante pour les essais expérimentaux ou la loi contrainte-
déformation en traction équibiaxiale est déterminée a partir de mesures effectuées au pole de la
membrane. Les résultats expérimentaux d'Tlahi ez al. [6] sur 'aluminium recuit sont comparés (fig.
B-III-26) avec trois simulations numériques. La courbe calculée avec =K exp (€), R=1et g (y)
= 1, reproduit la solution analytique de Hill. Comme nous l'avons discuté au paragraphe (B-IlI-3),
le rayon de courbure au pdle est plus faible lorsqu'une loi puissance contrainte-déformation est uti-
lisée. Avec le critére quadratique de Hill, un bon accord avec l'expérience est obtenu pour les
grandes déformations. Avec le modeéle de Budiansky, cet accord est également amélioré pour les
petites déformations en adoptant la fonction g () donnée par la relation (B-III-6).

3.60 .
OX EXPERIMENT (7]
_._VON-MISES:G=Kexp(®);R=1
___ HILL quadratic : T = K" ; R =0.635
----- BUDIANSKY : k, = - 0.025
q 5 =K& ;R=0.635
[+
~, 220}
Q.
0.80 L )
0.00 0.35 0.70
. €y,

Eg,_B;I[I;ZQ : ésultats deqpmparaJson calcul-expérience sur la variation de la courbure en fonc-

tion de la déformation en épaisseur
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B-III-10 - Conclusion

Le probleéme du gonflement hydraulique d'une tdle a été analysé sur la base d'une méthode

de différences finies, dans le cas d'un matériau rigide-viscoplastique a isotropie planaire. Une série

de valeurs de n (exposant d'écrouissage) et de m (coefficient de sensibilité 2 la vitesse de déforma-

tion) a été examinée. Des changements réalistes de la forme de la surface de charge ont également

été considérés, en utilisant les relations proposées par Budiansky dans sa formulation générale de

1'écrouissage isotrope [29]. Les résultats sont résumés comme suit :

La pression nécessaire pour assurer le gonflement hydraulique d'une tole, augmente avec
l'exposant d'écrouissage n et/ou avec le rapport entre la contrainte d'écoulement en traction
équibiaxiale et la contrainte d'écoulement en traction uniaxiale 6,/C,,.

La sensibilité 2 la vitesse de déformation tend a diminuer I'inhomogénéité de la déforma-
tion,mais cet effet ne devient significatif que pour les fortes valeurs de m et dans les stades
avancés du gonflement.

La membrane déformée devient de plus en plus allongée avec la progression du gonflement.
11 en résulte que le rayon de courbure au pdle est plus faible que celui prévu par la solution
cinématique de Hill qui suppose que le diaphragme est sphérique.

La distribution des déformations méridiennes et en épaisseur est plus uniforme dans les pre-
miers stades du gonflement, pour de fortes valeurs de la courbure de la surface de charge, au
voisinage de la traction équibiaxiale (ou pour de petites valeurs du rapport entre la plus gran-
de contrainte d'écoulement en déformation plane et la contrainte d'écoulement en déforma-
tion équibiaxiale). Ce comportement est inversé dans les stades avancés du gonflement.

-

Un accord quantitatif avec les expériences effectuées sur I'aluminium a été trouvé sur la base
d'une améfioration réaliste de la surface de charge.

Dans la mespre ob les caractéristiques d'écrouissage et de sensibilité 2 la vitesse de déforma-

tion sont généralement déterminées avec une bonne précision, il apparait clairement que ce sont les
caractéristiques de la forme de la surface d'écoulement, encore insuffisamment connues, qui doi-

vent éqé parncuhéremgnggtumées, afin d'obtenir des prévisions correctes dans les simulations nu-
mériques des procédés de formage.
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CONCLUSION GENERALE

Une étude expérimentale du comportement plastique des toles métalliques sous
sollicitation biaxiale a tout d'abord été réalisée sur quatre nuances d'aciers
d'emboutissage, grice a un dispositif original de traction biaxiale. Les essais sous
différents trajets de déformation ont été analysés dans I'hypothése d'un €crouissage
isotrope. Les surfaces d'écoulement obtenues montrent un certain nombre de tendances
systématiques pour toutes les nuances étudiées : la courbure de ces surfaces est importante-
au voisinage de 1'expansion équibiaxiale, et faible au voisinage de la déformation plane.
Le rapport des contraintes en déformation plane est d'autre part plus faible que prévu par
les critére classiques de Von-Mises ou de Hill. Les essais séquentiels traction biaxiale -
traction uniaxiale montrent toutefois, par rapport & cette premiére analyse, que
1'écrouissage présente un caractere directionnel ou anisotrope, les surfaces d'écoulement
étant en fait "allongées" dans la direction du chargement. Cet effet devrait étre modé€lisé
pour rendre compte du comportement des matériaux pour des chemins de déformation
fortement non-linéaires. Dans le cas de chargements faiblement non linéaires, il est
raisonnable de penser que les surfaces obtenues avec I'hypothése d'écrouissage isotrope

permettent de prévoir avec une bonne précision les contraintes dans le matériau.

Dans la seconde partie de ce travail, nous avons mis au point un programme de
calcul par différences finies d'un procédé particulier de mise en forme des tdles, a savoir
le gonflement hydraulique. Dans la mesure ou les chemins de déformation sont
faiblement non linéaires pour cet essai, nous avons introduit dans ce programme un
modele d'écrouissage isotrope permettant de rendre compte avec une grande flexibilité de
différentes formes de surfaces d'écoulement. Une analyse systématique de l'influence des
paramétres d'écrouissage, de sensibilité a la vitesse de déformation et de forme de la
surface d'écoulement a été réalisée. En méme temps, les résultats ont été interprétés
compte-tenu des conditions aux limites et de la géométrie particuliere de I'essai de
gonflement hydraulique. Des confrontations entre les prévisions du programme et des
résultats expérimentaux de la littérature ont enfin montré qu'un bon accord
calcul/expérience pouvait étre obtenu grice 2 une prise en compte plus réaliste des
caractéristiques de forme de la surface d'écoulement. -

Les études expérimentales du type de celle réahsees dans la premiére partie de ce
travail sont assez peu nombreuses, en particulier da.ns le domaine de l'expansion. Il nous
semble utile de les poursuivre, 2 la fois en relation avec une caractérisation métallurgique
du matériau (densité de dislocations, taille et forme des cellules de dislocations...) et par
comparaison avec les prévisions du calcul. Un autre prolongement de ce travail, en cours
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de développement, consiste A s'intéresser aux conditions d'instabilité dans les tdles
déformées dans le domaine de 'expansion. En effet, la plupart des analyses théoriques de
linstabilité en expansion se réferent a une tdle sollicitée dans son plan, alors qu'un
étirage biaxial pouvant conduire 3 une striction survient dans les proc'édés de formage par
un chargement latéral de la tdle, comme cela est le cas dans le gonflement hydraulique, ou
dans divers essais de poingonnement. Il est donc souhaitable d'examiner les conditions
d'instabilité pour ces divers essais "hors-plan”, et de comparer les résultats avec ceux
obtenus avec les modeles de localisation ou de perturbation, ol la tdle est supposée étre
sollicitée dans son plan.
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ANNEXE-A-1

DEPOUILLEMENT DES ESSAIS DE TRACTION

Le dépouillement des essais de traction s'appuie sur une décomposition de l'allongement
total en allongement élastique et en allongement plastique. Dans le cas d'un essai de traction sim-
ple, l'allongement total est représenté par le déplacement de la traverse, et I'allongement €lastique
incorpore les comportements du montage de traction (bati, tiges de traction et cellule de mesure de
1a force) et de 'éprouvette. Pour un essai de traction biaxiale par contre, le comportement élastique
suivant chaque axe de l'éprouvette dépend du rapport des déformations principales, p = £,/€,, im-
posé, et du systeme de mise en charge du dispositif. Ainsi, dans un essai biaxial, 'allongement
élastique de la "machine" incorpore les comportements du dispositif et de la machine de traction.
Nous écrivons alors que :

Al=Al_ +Al +Al (A-A-1)
m e P

ot les indices m, e et p désignent respectivement la machine, et les contributions élastique et plasti-
que de I'éprouvette. Pour un essai de traction biaxial Al dépend de I'axe de I'éprouvette considé-

rée.

Le comportement élastique de 1a machine est caractérisé par une souplesse S, telle que Al
=S,F =Sy, A, 0, o F désigne la charge, A, la section initiale et G, la contrainte de Kirchhoff.
Cette souplesse peut étre facilement déterminée a l'aide d'une éprouvette dont la montée €lastique
est bien définie et dont le module d"Young est connu. La déformation plastique g, de I'éprouvette
(ou suivant chaque axe de 1'éprouvette biaxiale considérée) étant définie sous forme logarithmique,
* Al est donné par :

€
= P
AL=1 E7-1) (A-A-2)

ol 1, désigne la longueur initiale de I'éprouvette.

Enfin, la déformauon élastique €, de I'éprouvette (qui en toute rigueur devrait étre exprimée sous
forme loganthquue pour respecter 1'additivité des déformations élastique et plastique) est utilisée
sous forme conventionnelle dans la loi de Hooke :
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Al- 2 _ (A-A-3)

ol L, =1, + Al, o la contrainte définie dans la configuration déchargée (on considérera qu'elle re -
présente trés sensiblement la contrainte de Cauchy en raison des faibles déformations élastiques),
et:

E

E, = (direction verticale)
l-av
E = (A-A4)
' oE e .
E,=— (direction horizontale)
o-vV :

ol & = G,/0, est le rapport des contraintes principales, v est le coefficient de Poisson et E le modu-
le d'Young.

Avec L, =1, P eto =0, £%P (cette dernidre relation découlant de 1'incompressibilité plastique),
nous obtenons :

e (A-A-5)

La relation (A-A-1) peut étre réécrite sous la forme d'une équation du second degré en efP

= Oc X 4 e (1+A1 s_ ) =0 | (A-A-6)

Le couple (o, ep) est finalement obtenu A partir des valeurs expérimentales (G, Al) par les relations
suivantes :

1+4— (1+%L
€ —ln[ ] (A-A-T7)
2 (o JE)

ct

. g=0.¢ : (A-A-8)
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La vitesse d'allongement plastique 1, s'obtient par dérivation de I'équation (A-A-1). La vitesse de
déformation plastique €, = 1,/1;, est donnée par :

l(S A+—e )0‘

(A-A-9)
P £
1ef
[+

en négligeant le terme

(5™ )

La figure (A-A-1) montre I'évolution de €, pour I'aluminium A5 en traction uniaxiale dans le cas
ot la vitesse de traverse | = v est de 0,5 mm/mn.

2x10%
in
.
15x10% | 1
- tp
n
'wo" ]O‘L P
O.Sx\Oi"‘
0 1 l A l L
0 0.1 02 0.3

-~

Fig. (A-A-1) : Evolution de €, en fonction de €, pour l'aluminium A5 en traction & I'ambiante. La
vitesse de traverse est de 0,5 mm/mn (d'apres [8])

-y
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ANNEXE-A-II

CALCUL DE LA SECTION EFFICACE DE L'EPROUVETTE

Nous donnons sur la figure ci-dessous une schématisation de 'éprouvette avec les forces de

traction dans les deux axes de 1'éprouvette.

‘i

Nous désignons par e, et 1, respectivement, I'épaisseur et la longueur de la zone AB ou CD
et par e et 1, respectivement, 'épaisseur et la longueur utiles de 1a partie centrale amincie, BC.
Nous considérons d'abord la force F,.

I° Dans les directions AB et CD, 1'éprouvette est supposée étre en déformation plane (la
largeur AB est supposée constante) et la section de cette partie (AB + CD) est donnée par :

Sp =21 ¢ (A-A-10)

2 Dans la zone BC, 1'éprouvette est en traction biaxiale et sa section est donnée par :

5,=1¢ (A-A-11)

Soit s1 la contrainte dans la zone BC et s' les contraintes dans les zones AB et CD (voir schéma
ci-dessous), alors I'équilibre donne pour la force appliquée :
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F =2 lp e, cos (45).0'+le. 0, (A-A-12)

2

o—'_b C ¢’

7
O;

En posant o, = ¢'/o,;; la contrainte dans la partie utile sous I'action de la force F, est donnée par :

F

o, = (A-A-13)
1
ﬁ 1p ep o, + le

Cela donne comme section "efficace” dans la direction de F :

5, =42 Le, o +le (A-A-14)

Un calcul analogue pour la force F, donne, avec o, = 6'/0, :

F) (A-A-15)
c,= A-A-
2 A-10)
J2 e a,+le
Cela donne comme section "efficace” dans la direction de F, :
se2=ﬁ Lea,+le (A-A-16)

Ainsi, pour un matériau isotrope sous déformation équibiaxiale, le crittre de Von-Mises donne
C,=0etQ, =0, = 2/ V3. Dece fait, la section efficace est la méme dans les deux directions, a
savoir :

S = PPile (A-A-17)
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D'une fagon générale, pour un chemin de déformation différent de la déformation équibiaxiale, il
faut recalculer ) et o, et donc la section efficace.

Ainsi, dans le cas de la déformation plane, et toujours avec le critére de Von-Mises : 6, = 6,/2. On
trouve alors o,=leta,=2.

Alors que, dans le cas d'un chemin de déformation caractéris€ par un rapport de déformation p =
1/2, et toujours avec le critére de Von-Mises : 6, = 4/5 6,. On trouve alors o, = 275 ety =
Va2

Le tableau ci-dessous regroupe tous les résultats ci-dessus en donnant I'expression de la "section
efficace” pour chaque chemin de déformation.

Mode de déformation o o Section efficace dans | Section efficace dans

! 2 | ladirectionde F 1: S ¢_|la direction de F: S

1 e,
équibiaxiale : P - 1 73?- 72. 2V21e ‘e 2V21ep 1o
BRI DR
2 I
plane: p =0 1 2 lpep+ e 2«/’2‘|pep+|e
p_ 1 27 | & 2V14 e 4l LS TPAPN
Y S 2 5 PP 2 PP

Si 'on fait une erreur dans 'estimation de 6'/0, ou 6/, en raison de l'utilisation du critere de
Von-Mises, l'erreur sur la section efficace est faible en raison de la section relativement faible des

zones AB et CD par rapport 2 celle de la zone BC. Par exemple, le rapport 1pep/\/51e est de l'ordre
de 7,5%. Une erreur de 10% sur o, ou 0., conduit alors & une erreur inférieure & 1% pour la sec-
tion efficace.

-~y
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DEBUT

!

Dimensionnement des tableaux
de valeurs

l

- cond. ini : déformée circulaire
- entrée de 1a géométrie et du
chargement, ...

(IPAC = 1) <

Y

Calcul des coefficients de la matrice
de rigidité au gonflement

'

Assemblage de la matrice de G.H.

l

Resolution = Ar, Az,

l IPAC = IPAC + |

Incrémentation :
r, =r., +Ar;
i i }
zy =24 + Az

l

€.’ [N ¢ ) I A 2
%a'.cgl,dﬁ o &s; PO Y oy 0y
S, 04 i

"

Ecriture des résultats tous les N pas
‘ de calcul
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