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1.1.4 Les procédés de cintrage et de pliage des tôles . . . . . . . . . . . . . . . . 5
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5.3 Influence de la géométrie d’éprouvette . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 169
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6.1.1 Présentation de l’essai de référence . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 184
6.1.2 Présentation des résultats obtenus pour les alliages d’aluminium 5086-H111

et 2024-T3 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 184
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Rm : Contrainte avant striction
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FEMU : Finite Element Method Updated (méthode de recalage de modèle éléments finis)
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Introduction générale

Ce travail de thèse s’inscrit en partie dans la cadre du projet ”formage avancé” du pôle de
compétitivité ”EMC2 pays de la Loire” soutenu par différents industriels tels que Airbus, Auto
Châssis International, DCNS Propulsion et Mecachrome, et par plusieurs partenaires universi-
taires (le CEMEF des Mines de Paris, l’ERMeP de l’ISIC de St Dié, le LMA de Besançon, ... et
bien sur le CROMeP des Mines d’Albi).

Ce projet avait pour objectif d’ouvrir des voies innovantes de développement de procédés de
formage de tôles s’appuyant sur différentes techniques telles que le formage incrémental, l’hy-
droformage, le formage à chaud, et sur des combinaisons de ces techniques. La mise au point et
l’optimisation de ces procédés passe par des étapes de simulations numériques et d’études sur
bancs d’essais.

Plus particulièrement, ces travaux de recherche sont focalisés sur le procédé de formage in-
crémental, procédé de mise en forme qui utilise le principe du repoussage de tôles. Un poinçon de
petite taille vient déformer localement la tôle et une trajectoire de poinçon bien définie permet
d’obtenir la forme de la pièce souhaitée. Le concept de ce procédé a été breveté en 1967 par Les-
zak [LES 67], mais seuls les progrès technologiques tels que les Machines Outils à Commandes
Numériques et les logiciels de CAO associés générant des trajectoires d’outils ont permis sa mise
en application. Ce procédé, en comparaison avec des procédés de mise en forme de tôle plus
classiques comme l’emboutissage, ne nécessite pas d’outillage de formes complexes ni de presses.
Par contre, du fait du caractère incrémental du procédé, les temps de fabrication, tout comme les
temps de calcul des simulations numériques, sont longs, ce qui réserve ce procédé au prototypage
ou aux très petites séries. Toutefois, il est reconnu qu’à travers ce procédé la formabilité des
tôles est augmentée par rapport à l’emboutissage conventionnel, les géométries obtenues sont
fortement sensibles au comportement mécanique du matériaux (localement en formage libre) et
aux conditions de contacts poinçon / tôle. C’est pourquoi un effort soutenu doit être fait pour
caractériser correctement le comportement de tôles mises en forme par le procédé de formage
incrémental. Bien que cela puisse être effectué par des essais conventionnels homogènes de type
traction, il est plus pertinent de pouvoir comparer certains résultats de simulation numérique
de formage avec des résultats expérimentaux provenant d’observation in situ des champs de dé-
formations sur des emboutis mis en forme dans des conditions réalistes du procédé de formage
incrémental.

Le plan de ce manuscrit se décline donc comme suit. Le premier chapitre bibliographique,
présente de manière détaillée le procédé de formage incrémental, et le situe par rapport aux pro-
cédés classiques de mise en forme de tôle à froid. Certaines hypothèses expliquant la meilleure
formabilité de ce procédé sont également reportées dans ce chapitre.

Le développement d’un prototype de formage incrémental nécessaire à l’étude est présenté
en début de chapitre 2. Ce pilote permet l’utilisation des techniques de mesures de champs
cinématique par stéréo-corrélation d’images lors de la mise en forme, techniques rappelées en
détail dans ce chapitre. Enfin, les caractéristiques des différents alliages d’aluminium des tôles
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sont aussi présentés.

Une analyse phénoménologique du procédé de formage incrémental à l’aide du pilote et de la
stéréo-corrélation d’images est réalisée dans le chapitre 3. L’influence d’un certains nombres de
paramètres procédés sur la formabilité des tôles et sur les efforts mis en jeu est étudiée.

Le chapitre 4 traite du comportement mécanique des alliages d’aluminium en détaillant
la formulation et l’identification des modèles de comportement élasto-plastique considérés. Les
essais mécaniques permettant la caractérisation aussi bien des lois d’écrouissages que des critères
de plasticité anisotropes (Hill, Leacock et Barlat) sont explicités en détail.

Le chapitre 5 présente une méthode alternative, la méthode de recalage de modèle éléments
finis associée à la mesure de champs, permettant d’identifier un ensemble de paramètres de mo-
dèles de comportement à l’aide d’un seul essai de traction générant un champ de déformation
hétérogène.

Dans le dernier chapitre, des résultats de simulations numériques par éléments finis de la
mise en forme de tôle par des trajectoires du poinçon spécifiques sont analysées. Ces simulations
sont basées sur les comportements mécaniques identifiés au chapitre 4 et sur des mesures cinéma-
tiques pour ce qui concerne les conditions aux limites. Les influences du modèle de comportement
et de la trajectoire du poinçon sur les résultats des simulations numériques sont étudiées.
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Chapitre 1

Mise en forme de tôles et
présentation du formage incrémental

Ce chapitre bibliographique rappelle le contexte de la mise en forme de tôles à froid et
notamment la formabilité des tôles à travers les courbes limites de formage. Un procédé de mise
en forme basé sur la déformation plastique locale de tôles est ensuite présentée : le formage
incrémental.

1.1 Mise en forme de tôles à froid

Cette partie aborde d’un point de vue bibliographique les procédés de mise en formes de
tôle à froid, c’est à dire la mise en forme à partir de produits plats et minces, appelés flans,
par déformation plastique de pièces à température ambiante [PHI 02]. Les principaux avantages
de ce type de procédés sont la faible perte de matière, la réalisation de formes complexes et les
bonnes propriétés mécaniques.

Les difficultés sont liées à la prise en compte du retour élastique lors de l’étape de mise en
forme mais également la prédiction de l’apparition de défauts tels que les plis, la striction, la
rupture.

Plusieurs types de procédé de mise en forme de tôles à froid existent et sont présentés par la
suite. Notons qu’il existe également des procédés de mise en forme à chaud comme par exemple
le formage superplastique [BLA 96], couramment nommé SPF. Ce dernier utilise les propriétés
superplastiques de certains matériaux, comme les alliages de titane, afin de les mettre en forme.
Les procédés de mise en forme à chaud ne sont pas traités dans ce travail.

Cependant avant d’aborder ces procédés il est nécessaire de rappeler les différents modes de
déformations que peut subir une tôle, que ce soit au cours de sa mise en forme ou lors d’essais
de caractérisation de matériau.

1.1.1 Les différents modes de déformations des tôles

La figure 1.1 indique la répartition des différents modes de déformation dans le plan (ε1, ε2),
ε1 correspond aux déformations principales maximales tandis qu’ε2 aux déformations principales
minimales (ε1 ≥ ε2).

Selon ce diagramme, la tôle peut subir des déformations en bi-expansion ou expansion pure
(ε1>ε2>0), en traction large (ε1>0, ε2=0) ou en traction uniaxiale (ε1>0, ε2<0). Ces modes
entrâınent une diminution de l’épaisseur de la tôle. Un épaississement de cette dernière peut
apparâıtre dans le cas de la compression par exemple (ε1<-ε2). La tôle peut ainsi être sollicitée
dans plusieurs modes de déformations de façon simultanée ou alternée lors de sa mise en forme.

Dans le cas particulier de la traction uniaxiale, ε1 = − r+1
r

ε2, où r est le cœfficient d’anisotropie
présenté par la suite. Pour un matériau isotrope, r=1, d’où ε1 = −2ε2. L’espace situé en bas et à
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CHAPITRE 1. MISE EN FORME DE TÔLES ET PRÉSENTATION DU FORMAGE INCRÉMENTAL

Figure 1.1 − Diagramme des déformations rencontrées en mise en forme des tôles [MAR 95]

droite de la première bissectrice est éliminé par la convention ǫ1 > ε2. La limite entre la traction
et la compression est le cas de cisaillement pur défini par ε1 = −ε2.

1.1.2 L’hydroformage de tôles

L’hydroformage de tôles est un procédé de formage dans lequel des tôles métalliques sont
mises en forme par l’action interne d’un fluide sous pression. Le principe est expliqué sur le
schéma de la figure 1.2. Les tôles à mettre en forme sont placées à l’intérieur de matrices ayant la
forme appropriée et dans lesquelles s’exerce une pression hydraulique. La déformation du métal
est due à l’action conjuguée de cette pression et à la poussée exercée par les vérins axiaux qui
repoussent la matière vers l’intérieur de la pièce.

Figure 1.2 − Principe du procédé d’hydroformage, état initial (a) et état final (b) [ZHA 99]

L’hydroformage des tôles se développe dans les industries automobile et aéronautique du fait
des nombreux avantages offrant une large plage de formage, une bonne qualité des pièces formées
et la possibilité d’obtenir des formes compliquées. Une répartition homogène et régulière de la
pression est un avantage pour l’emboutissabilité des tôles, de même que pour la reproductibilité.

1.1.3 Les procédés de repoussage et de fluotournage des tôles

Le repoussage est un procédé de formage rotatif qui permet de façonner des corps creux à
partir de disques métalliques.
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1.1. MISE EN FORME DE TÔLES À FROID

Figure 1.3 − Principe du procédé de repoussage [JAR 04]

La figure 1.3 présente le principe du repoussage. Les tôles sont appliquées sur un mandrin
ayant la forme de la pièce désirée, grâce à des repoussoirs, généralement à molette. L’opération
nécessite souvent plusieurs passes et s’effectue sans variation notable de l’épaisseur des tôles
contrairement au fluotournage.

En fluotournage, le principe est le même, les tôles sont appliquées et étirées sur une forme
mère de révolution entrâınée par un mandrin, grâce à des molettes exerçant une pression élevée.
Le fluotournage permet de façonner des pièces de formes plus complexes.

1.1.4 Les procédés de cintrage et de pliage des tôles

Le cintrage consiste à déformer une tôle de manière à lui donner une courbure et à réaliser
des surfaces cylindriques ou coniques. Le principe du cintrage est présenté sur la figure 1.4. Cette
déformation est réalisée par le passage des tôles entre des rouleaux convenablement étagés.

Figure 1.4 − Principe du procédé de cintrage [JAR 04]

Le procédé de pliage permet également de donner une courbure à la tôle. Une pièce pliée est
formée par l’action verticale d’un poinçon rectiligne, sur une tôle supportée par une matrice.

1.1.5 Le procédé de profilage des tôles

Le profilage est un procédé de pliage par étapes successives au moyen d’une profileuse. A
chaque étape de pliage correspond une station de profilage équipée d’un jeu de galets dans les-
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CHAPITRE 1. MISE EN FORME DE TÔLES ET PRÉSENTATION DU FORMAGE INCRÉMENTAL

quels la tôle pénètre pour y être mise en forme. Les produits profilés sont réalisés à partir de tôles
planes en feuille ou en bobine, de largeur constante, sans limitation dans leurs caractéristiques
mécaniques. Le profilage permet la réalisation de pièces dont les sections sont très variées (forme
en U, C, Z, L, W , glissières de siège, pare-chocs automobiles, supports de faux plafonds, lumi-
naires, ...). Le profilage est un procédé utilisé par tous les secteurs de l’industrie (automobile,
électroménager, bâtiment, ...).

1.1.6 Le procédé de formage incrémental

Un poinçon hémisphérique de petite taille devant les dimensions de la tôle vient déformer
plastiquement la tôle. Ce poinçon suit une trajectoire prédéterminée et déforme localement la
tôle de manière incrémentale. Ce procédé, objet de nos travaux, est présenté plus en détails dans
la section 1.3.

1.1.7 Le procédé d’emboutissage

L’emboutissage est un procédé de formage qui consiste à obtenir par déformation plastique
de tôles minces, des pièces de formes plus ou moins complexes, non développables en général.
L’obtention de la forme se fait par l’entrâınement de la tôle sous l’action du poinçon dans la
matrice. Le mouvement de la tôle est contrôlé par un serre-flan empêchant l’apparition de plis
ou de déchirures sur la pièce en lui imposant une pression de retenue. L’emboutissage est l’un
des procédés les plus utilisés pour la mise en forme des tôles minces dans bon nombre de secteurs
d’activités tels que l’électroménager, l’emballage ou l’automobile en raison des cadences élevées
admissibles.

La figure 1.5 présente les deux principaux modes de déformation rencontrés en emboutissage.
L’exemple (a) correspond à un emboutissage par expansion par le poinçon, la tôle est bloquée
dans le serre flan. L’exemple (b) correspond à un emboutissage profond avec rétreint du métal
glissant sous le serre flan et sans expansion sur la tête du poinçon.

Figure 1.5 − Principaux modes de déformation par emboutissage. e0 : épaisseur du flan à l’état
initial, ef : épaisseur du flan. (a) expansion, (b) rétreint [MAR 95]

En présence d’une pièce difficile à mettre en forme, l’emboutisseur est toujours confronté au
dilemme suivant :

– utilisation d’une force de serre-flan (FSF) élevée pour éviter les plis au risque de rompre
(exemple (a))

– choix d’une FSF plus faible mais possibilité de présence de plis (exemple (b))

Pour une matrice et un poinçon circulaire donnés, plus le flan est grand, plus il y a de métal
à rétreindre ce qui augmente évidemment :

– les efforts au niveau du serre-flan et les risques de rupture
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1.2. COURBES LIMITES DE FORMAGE

– la compression circonférentielle et les risques de plissement.

Deux limites de réglage de la force de serre-flan existent [COL 02]. Pour les déterminer, la
sévérité d’emboutissage d’un godet à fond plat est étudiée expérimentalement, l’objectif étant
d’étudier la capacité de rétreint du métal et non sa capacité d’expansion (cf. exemple (b)). L’essai
est analysé à l’aide du rapport d’emboutissage défini par :

β = diamètre du flan/diamètre du poinçon

La figure 1.6 présente la réussite ou l’échec d’embouti en fonction de la force de serre-flan et
du rapport d’emboutissage.

Figure 1.6 − Rapport d’emboutissage β en fonction de la force de serre-flan [COL 02]

L’essai commence avec des flans de petits diamètres et une FSF faible. Des plis apparaissent
sur la collerette. La force est augmentée progressivement jusqu’à disparition des plis : FSFpli.
Sur les flans suivants, la FSF augmente jusqu’au moment où, sous l’effet des efforts résistants de
plus en plus élevés, l’embouti se casse ou se strictionne : FSFrup. L’écart existant entre FSFpli et
FSFrup est appelé latitude de réglage de la FSF. Plus la latitude est grande pour un outillage et
une taille de flan donné, meilleure est la capacité du métal à subir du rétreint. La plage acceptable
de FSF diminue et peut finir par devenir complètement nulle comme le montre le point 0 de la
figure 1.6. Ce point 0 est atteint lorsque la force nécessaire à la suppression des plis devient égale
à celle qui fait casser la pièce. Le rapport d’emboutissage limite est alors atteint.

En raison de la diminution des épaisseurs, les emboutis se situent souvent à la limite définis-
sant le succès de l’opération, par rapport aux risques tels que la striction suivie d’une rupture. La
partie suivante s’intéresse aux courbes limites de formage qui permettent de prédire la réussite
d’un embouti.

1.2 Courbes limites de formage

Une prédiction quantitative de la réussite d’emboutis en tôles minces, basée sur la notion de
courbe limite de formage (CLF), est apparue en 1965 à travers les travaux de Keeler [KEE 65]
puis complétée en 1968 par Goodwin [GOO 68]. L’emboutisseur peut grâce à elle connâıtre la
nature des modes de déformation dans les différentes régions de la pièce (cf. figure 1.7). Les
courbes limites de formage sont tracées sur des diagrammes ε1/ε2 où :

– ε1 est la déformation principale maximale (plus grande en valeur algébrique, elle détermine
alors la direction principale de déformation) en ordonnée.

– ε2 est la déformation principale minimale en abscisse.
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CHAPITRE 1. MISE EN FORME DE TÔLES ET PRÉSENTATION DU FORMAGE INCRÉMENTAL

Figure 1.7 − Les modes de déformations de la tôle [FEL 95]

Les CLF sont très intéressantes pour les emboutisseurs, car le plan (ε1, ε2) est séparé en deux
domaines :

– le domaine situé au dessus de la courbe, qui correspond à la rupture des emboutis,
– le domaine situé en dessous, qui correspond à la réussite des emboutis.

1.2.1 Conditions pour tracer une courbe limite de formage

Pour tracer une CLF, quatre conditions doivent théoriquement être satisfaites :

– état de contraintes planes (pas de contraintes dans l’épaisseur),
– cisaillement négligeable dans l’épaisseur,
– trajectoires directes,
– absence de flexion.

Cependant, les CLF ne donnent pas systématiquement des indications parfaitement perti-
nentes. En fait, leur forme et leur niveau, pour un matériau donné, dépendent grandement des
conditions de leur obtention. Celles-ci interviennent à quatre niveaux au moins :

– l’épaisseur de la tôle,
– les moyens utilisés pour la déformer,
– les outils utilisés pour mesurer les déformations,
– la méthode employée pour estimer l’apparition de la striction localisée.

Pour construire une CLF, il est donc nécessaire de réaliser des essais permettant d’obtenir
différents modes de déformations à partir de trajectoire directe. De plus, il est indispensable pour
chaque essai de pouvoir mesurer les déformations afin de pouvoir représenter chaque essai dans
le diagramme limite de formage (ε1, ε2).

1.2.2 Méthodes d’évaluation des valeurs des déformations pour les courbes
limites de formage

L’objectif est de pouvoir suivre l’évolution de la valeur des composantes du tenseur plan des
déformations de points matériels au cours du temps. Dans le cas où la zone d’intérêt aurait subi
plusieurs modes de déformations (emboutissage en plusieurs passes, par exemple), la mesure doit
être réalisée en continu au cours de l’essai et pas uniquement à l’état final. Pour cela un marquage
lié à la tôle est appliqué avant la mise en forme et ses déformations sont ensuite mesurées. Pour
cela, il faut s’assurer en premier lieu de ne pas modifier les propriétés du matériau lors du
marquage. Il est également nécessaire de disposer d’un marquage couvrant entièrement la zone
étudiée [LAC 69].

De plus, le marquage déposé sur le flan doit pouvoir supporter un minimum d’agressions
dues aux manipulations et au contact avec l’outil, il ne doit pas trop perturber les conditions
de frottement et il ne doit pas non plus être une source d’endommagement local du métal.
Les solutions actuellement utilisées pour marquer les réseaux sont répertoriés en deux grandes
familles qui dépendent de la méthode de mesure utilisée [ARR 81] [COL 02] :

– marquage par grilles
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1.2. COURBES LIMITES DE FORMAGE

– marquage aléatoire

1.2.2.1 Marquage de grilles

La grille ou réseau de cercles (cf. figure 1.8) est déposée sur le flanc avant mise en forme
[ARR 81]. Plusieurs procédés de marquage des réseaux existent :

– Méthode électrolytique
– Méthode photochimique
– Marquage par laser
Dans le cas d’un marquage par grilles, la modification locale de cette dernière permet d’avoir

une idée précise des modes de déformations subies par telle ou telle zone de la pièce et de quantifier
leur niveau.

Figure 1.8 − Différents types de grilles [COL 02]

La localisation des points de mesure et leur densité dépendent du pas de la grille utilisée, ce
qui suppose que l’opérateur doit connâıtre, avant de réaliser l’expérience, les zones d’intérêts sur
la structure étudiée ainsi que les taux de déformations qui seront appliquées.

Ces déformations, mesurées sur la pièce emboutie, permettent de déterminer les directions
des déformations principales et leurs amplitudes. Sous l’effet d’une déformation, un cercle, par
exemple, se transforme en ellipse, dont le grand et le petit axe correspondent aux directions
principales de déformations. Si l0 est le diamètre initial du cercle, avec l1 et l2 les longueurs
respectives du grand et du petit axe de l’ellipse, les déformations principales maximales sont
définies de la façon suivante :

ε1 = ln
l1
l0

ε2 = ln
l2
l0

(1.1)

Ces dimensions étaient mesurées, au début de l’existence des CLF, manuellement à l’aide de
lunettes grossissantes. Désormais, la mesure est réalisée à partir d’images de l’embouti traitées
numériquement à l’aide de logiciels adéquats.

1.2.2.2 Marquage aléatoire

La mesure des déformations peut également être réalisée à partir de la corrélation d’images de
mouchetis. Cette méthode utilise la corrélation d’images numériques dont le principe est présenté
dans le chapitre 2. La texture provient de petites taches de peinture réparties aléatoirement sur
l’éprouvette. La préparation est donc très rapide et peu onéreuse contrairement au dépôt d’une
grille. La résolution spatiale est associée à la taille des marqueurs tandis que la densité du champ
de déformation dépend du nombre de marqueurs sur la surface.

L’utilisation d’un mouchetis semble plus simple, et contrairement à la méthode de grilles la
résolution des déformations et des déplacements est définie en post-traitement.

De nous jours, la corrélation d’images numériques et des logiciels tels que Vic-3D [Vic3D],
ASAME [Visuol Technologies], ou encore Aramis [Gom] sont utilisés pour la reconstruction de
formes 3D, la mesure de déformations et notamment l’analyse de CLF.
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CHAPITRE 1. MISE EN FORME DE TÔLES ET PRÉSENTATION DU FORMAGE INCRÉMENTAL

1.2.3 Les essais permettant d’obtenir des modes de déformations particuliers

Nous avons vu (cf. figure 1.1) qu’il existait un essai particulier permettant d’obtenir chaque
mode de déformation. Quand la transformation des tôles par emboutissage a commencé à prendre
des dimensions vraiment industrielles (début du XXème siècle), les problèmes de qualité ont amené
les utilisateurs et les fabricants à mettre au point des tests leur permettant de juger de la qualité
de celles-ci vis-à-vis du formage. Deux familles de méthodes permettant d’obtenir des courbes
limites de formage existent [ARR 81] :

– la famille utilisant des essais reprenant, à petite échelle, des opérations effectuées dans
l’industrie de l’emboutissage nommés essais simulatifs,

– la famille n’utilisant qu’un seul outillage, méthode Nakazima [NAK 68] et méthode Marci-
niak [MAR 73].

1.2.3.1 Méthode d’essais simulatifs

Cette méthode consiste, à l’aide d’un nombre varié d’essais simulatifs, à couvrir la gamme
des valeurs de ε2 la plus étendue possible. Les essais simulatifs utilisés ([ARR 81] [FRA 06]) sont
les suivants :

– les essais de traction
Ces essais sont réalisés sur des éprouvettes lisses et larges, sur des éprouvettes ” ISO 50 ”

dans le domaine de rétreint et sur des éprouvettes entaillées.

– l’essai de rétreint : l’essai Swift.

Cet essai de coupelle profonde consiste à déformer un flan circulaire, maintenu entre la matrice
et le serre-flan, à l’aide d’un poinçon à fond plat comme l’illustre la figure 1.9.

Figure 1.9 − Schéma de principe de
l’essai Swift [ARR 81]

Figure 1.10 − Secteur angulaire
d’embouti Swift

[ARR 81]

Plusieurs types de déformations sont présents simultanément sur l’embouti comme le montre
la figure 1.10, où l’on distingue plusieurs zones.

zone AB : déformation de rétreint sur la partie de l’embouti comprise entre la matrice et le
serre-flan.
zone BC : pliage sous tension, sur l’arrondi de la matrice.
zone CD : traction large le long du corps du poinçon.
zone DE : expansion sur l’arrondi du poinçon, c’est dans cette zone que se produit généralement
la rupture.
zone EF : faibles déformations en expansion biaxiale sous le nez du poinçon.

– l’essai d’expansion : l’essai Jovignot
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1.2. COURBES LIMITES DE FORMAGE

La figure 1.11 présente le schéma de principe de l’essai Jovignot.

Figure 1.11 − Schéma de principe de l’essai Jovignot [ARR 81]

Les essais peuvent être réalisés avec une matrice elliptique ou circulaire. Ces essais de gonfle-
ment hydraulique ou également appelé ” bulge test ” sont conduits de la manière suivante : le flan
bloqué entre la matrice et le serre-flan, est soumis sur une de ses faces à une pression hydraulique.
Les déformations du flan augmentent avec la pression. Le test Jovignot n’est plus utilisé mais le
principe des ” bulge tests ” est toujours utilisé. Un diamètre assez grand est nécessaire (100 à
200 mm) pour limiter la courbure de la tôle et rester dans des conditions de contraintes planes.
L’avantage de cet essai est d’éliminer totalement l’influence du frottement.

– les essai mixtes (expansion et rétreint) : l’essai Fukui [ARR 81]

La figure 1.12 représente le schéma de principe de l’essai Fukui qui est rarement utilisé de nos
jours, surtout en raison de la difficulté d’usinage des éprouvettes. Un flan circulaire est embouti
par un poinçon hémisphérique pénétrant dans une matrice à entrée conique. Ce type d’essai fait
intervenir les 2 modes de déformation que sont l’expansion (sous le nez du poinçon) et le rétreint
(sur la partie conique de la matrice). La rupture se produit ici par expansion.

Figure 1.12 − Schéma de principe de l’essai Fukui [ARR 81]

Le tableau 1.1 récapitule les déformations principales minimales obtenues pour chaque essai
de type simulatif où chaque essai est associé à un mode de déformation. La figure 3.55 présente
les chemins de déformations obtenus à partir de ces différents essais.

– essai I : ISO 5O (traction simple sur éprouvette normalisée)
– essai II : TPE 1 (traction simple sur éprouvette entaillée, où r est le rayon d’entaille et a

la largeur minimale de l’éprouvette)
– essai III : Swift 50 (coupelle cylindrique φ=50 mm à fond plat)
– essai IV : Fukui (coupelle conique)
– essai V : Jovignot (expansion hydraulique sur matrice circulaire)
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Essais ǫ2 moyen

traction, éprouvette large et lisse - 0.45

traction, éprouvette ISO 50 - 0.40

traction, éprouvette entaillée : a=15 mm, r=25 mm - 0.30

traction, éprouvette entaillée : a=10 mm, r=10 mm - 0.10

traction, éprouvette entaillée : a=15 mm, r=0,1 mm - 0.02

essai Swift, poinçon φ = 50 mm - 0,01

essai Swift, poinçon φ = 32 mm + 0.10

essai Fukui, poinçon φ = 17.46 mm + 0.15

essai Jovignot avec matrice elliptique a
b

= 1.83 + 0.20

essai Jovignot avec matrice elliptique a
b

= 1.47 + 0.35

essai Jovignot avec matrice circulaire a = b = 91 mm + 0.45

Tableau 1.1 − Récapitulatif des déformations principales minimales obtenues pour chaque essai
[ARR 81]

Figure 1.13 − Exemples de trajectoires de déformations obtenues avec divers essais [POM 95]

1.2.3.2 Famille de méthodes n’utilisant qu’un seul outillage

– Méthode Nakazima [NAK 68]

Contrairement aux essais simulatifs, cette méthode utilise un outillage unique constitué d’une
matrice circulaire, d’un serre flan et d’un poinçon hémisphérique. Tous ces éléments sont présen-
tés sur la figure 1.14. Les flans bloqués entre la matrice et le serre-flan sont déformés jusqu’à la
rupture. Les différents types de déformation compris entre l’expansion équibiaxiale et la traction
uniaxiale sont obtenus en faisant varier la largeur des éprouvettes et les conditions de lubrification.

– Méthode Marciniak [MAR 73]

Cette méthode reprend le principe précédant mais avec un poinçon plat et permet donc de
déformer l’éprouvette sans la courber. Afin de faire varier les modes de déformation, des poinçons
respectivement de section carrée, elliptique et circulaire sont utilisés. Comme pour la méthode
Nakazima, des éprouvettes de largeur variable sont utilisées mais avec interposition d’un contre-
flan (posé entre flan et poinçon) pour mieux homogénéiser les déformations et éviter la rupture
sur le rayon de poinçon. La figure 1.15 représente le schéma de principe de l’essai Marciniak.
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Figure 1.14 − Schéma de principe de l’essai Nakazima [ARR 81]

Figure 1.15 − Schéma de principe de l’essai Marciniak [ARR 81]

1.2.3.3 Critère de construction des CLF

L’obtention de différents chemins de déformations et la mesure de ces déformations a été
présenté. Il reste donc à définir un critère de construction de ces CLF.

La courbe limite de formage présentée sur la figure 1.16 a été obtenue à partir de différents
trajets de chargement provenant d’essais mécaniques différents.

Figure 1.16 − Exemple d’une courbe limite de formage (acier XES) [COL 02]

La nature de la CLF va dépendre de la condition d’arrêt qui a permis de tracer le chemin de
déformation :

– pourcentage de déformations plastiques,
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– striction,
– rupture.

La définition de la rupture est très simple : passage de la lumière à travers la pièce. Cependant,
la rupture est un stade trop avancé de détérioration d’une pièce. Le besoin de prévoir, non
la rupture, mais la striction localisée (diminution localisée d’épaisseur) qui la précède et qui
rend une pièce impropre à son usage est devenu nécessaire : aspect inacceptable, dégradation
du revêtement, affaiblissement local, risque d’amorçage de rupture par fatigue. La démarche
s’est donc orientée vers la recherche de l’apparition de la striction localisée, ce qui complique
considérablement le problème.

1.2.4 Conclusion

Cette partie a posé les bases de la mise en forme de tôle. Tout d’abord les différents procédés
de mise en forme à froid ont été énumérés et les différents modes de déformations rencontrés
en mise en forme ont été présentés. Le procédé d’emboutissage est mis en avant et avec lui les
principaux problèmes liés à la mise en forme de tôles.

Pour prédire la réussite d’un embouti, les courbes limites de formage ont été introduites.
L’aspect marquage des tôles et mesure des déformations, ainsi que les essais permettant de
construire les courbes limites de formage, ont été abordés. Il est essentiel de retenir que d’une
part une tôle peut subir différents modes de déformation et que d’autre part une pièce ne se
déforme jamais dans un mode unique.

La construction d’une courbe limite de formage est compliquée du fait de la définition d’une
condition d’arrêt. Il faut en effet réussir à caractériser la déformation (% de déformation plastique,
striction) ou la rupture lors des essais. Cependant les CLF sont indispensables car elles constituent
le principal outil permettant de quantifier la formabilité de tôles pour prévoir la réussite d’un
embouti.

1.3 Procédé de formage incrémental

1.3.1 Cadre général du formage incrémental

L’idée du formage incrémental de tôles à l’aide d’un simple outil de petite dimension, appelé
”formage sans moule”, a été breveté en 1967 par Leszak [LES 67] bien avant que la méthode soit
techniquement réalisable. De nombreuses études ont été menées à partir de cette idée [LES 67]
[NAK 93] [FRA 94] [MUL 98] [MUL 00] [JOR 02] [HIM 02]. De nos jours, de nombreux nouveaux
procédés de mise en forme basés sur la déformation plastique locale de tôles et permettant de
réaliser des pièces de formes complexes existent. L’émergence de ces procédés a été rendu possible
par l’apparition de Machines Outils à Commandes Numériques (MOCN) et de logiciels de CAO
permettant de générer les trajectoires des poinçons. Ces nouveaux procédés offrent la possibilité
de réaliser différentes catégories de pièces :

– pièces sur mesures,
– petites séries,
– prototypage.

De plus, ces nouveaux procédés sont intéressants car la mise en forme des tôles peut être
réalisée à partir de MOCN 3 axes [KOP 05]. Les délais de conception et de réalisation sont plus
courts que pour les méthodes traditionnelles de mise en forme de tôle telles que l’emboutissage
comme l’illustre la figure 1.17 qui compare les différentes étapes de réalisation d’une pièce en
formage incrémental et en emboutissage.

Comparé aux techniques conventionnelles d’emboutissage profond, le point mort se situe à
environ 500 pièces pour les pièces de grandes dimensions. L’investissement matériel est en effet
réduit par rapport à l’emboutissage : les outillages utilisés sont simples, récupérables et peu coû-
teux. Ainsi, pour un lot de 50 pièces, l’investissement est diminué de 25% en formage incrémental
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Figure 1.17 − Comparaison des étapes de réalisation d’une pièce prototype de tôlerie [JES 05]

par rapport à l’emboutissage. De plus, les modifications de la géométrie des pièces sont prises
en compte plus facilement. Cependant, le formage incrémental présente quelques inconvénients
comme l’augmentation de la durée du procédé qui dépend de la forme de la pièce réalisée et des
paramètres procédé utilisés ainsi qu’une mauvaise garantie de la géométrie de la pièce finale et
de l’état de surface.

Le repoussage est le précurseur du formage incrémental asymétrique de tôles. Le principe de
repoussage de la matière est utilisé dans les procédés de martelage (hammering), de repoussage
de tube (flow forming) [WON 04] et de fluotournage (spin forming) [YOS 04]. Hagan et Jeswiet
[HAG 03] ont réalisé un état de l’art sur les nouveaux procédés de mise en forme basés sur
le principe du repoussage et possédant tout le potentiel du prototypage rapide. Le repoussage
de tôles peut ainsi être assimilé à du formage incrémental symétrique de tôles. Une loi sinus
[REA 91], illustrée par le figure 1.18, est utilisée afin de calculer l’épaisseur finale de la tôle (tf )
à partir de l’épaisseur initiale (ti) et de l’angle de mise en forme (φ). Cette loi peut également
être utilisée dans le cas du formage incrémental asymétrique de tôles (AISF).

Figure 1.18 − Loi sinus [KOB 61]

15
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1.3.2 Le formage incrémental asymétrique de tôles

Le formage incrémental asymétrique de tôles (AISF) peut être interprété de différentes façons.
Pour éviter d’être confondu avec d’autres procédés de mise en forme incrémental la définition de
l’AISF est la suivante [JES 05]. C’est un procédé de mise en forme de tôles qui :

– possède un outil de mise en forme de petite taille,
– n’utilise pas de contre moules de formes bien spécifiques,
– possède un outil de mise en forme qui est toujours au contact de la tôle,
– possède un outil dont la trajectoire dans l’espace 3D est contrôlée,
– peut produire des pièces de formes asymétriques.

1.3.3 Principe du formage incrémental asymétrique de tôles

Le principe du formage incrémental consiste à mettre en forme une tôle par déformations
locales successives et à repousser progressivement la tôle par un outil de forme hémisphérique
de petite taille (typiquement un diamètre de 10 mm) qui se déplace sur la tôle. Le poinçon peut
passer plusieurs fois sur une même zone de la tôle.

Figure 1.19 − Description des incréments verticaux et horizontaux [PET 09]

Le succès de la réalisation d’une pièce réside dans la capacité à répartir de façon homogène
les déformations sur toute la pièce et à éviter de localiser dans certaines zones des déformations
trop importantes, synonymes de rupture. La trajectoire du poinçon est donc très importante car
elle va déterminer l’emboutissabilité d’une pièce, c’est à dire sa capacité à former un embouti
profond. Cette trajectoire va dépendre des incréments choisis pour le poinçon et par conséquent
dépendre de l’angle de mise en forme défini précédemment. La figure 1.19 illustre cette notion
d’incréments verticaux (∆z) et horizontaux (∆y). Le poinçon peut être fixe, libre ou imposé en
rotation [KIM 02], les différences entre ces deux cas sur la formabilité des tôles seront présentées
par la suite.

Le formage incrémental asymétrique de tôles peut être divisé en deux catégories représentées
sur la figure 1.20 :

– le formage incrémental deux points ou TPIF
– le formage incrémental un point ou SPIF

En TPIF, la tôle est au contact simultanément sur deux points de chaque côté de la tôle d’où
son nom.
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Figure 1.20 − Principaux procédés du formage incrémental asymétrique [BAM 03]

1.3.3.1 Formage incrémental deux points (Two Points Incremental Forming)

Le formage incrémental deux points ou TPIF est une méthode développée initialement par
Powell et Andrew [POW 92]. D’autres auteurs ont travaillé sur ce procédé, tels que Matsubara
[MAT 94] et Bambach et al. [BAM 03]. Un poinçon et un contre-moule (partiel ou total) sont
nécessaires. Le poinçon vient mettre en forme la tôle au contact du contre-moule (cf. figures 1.20
(c) et (d)). De plus, le serre-flan est mobile le long de l’axe vertical. Il existe donc une interaction
entre les déplacements du poinçon et ceux du serre-flan. Cette technique permet une meilleure
précision des dimensions et un meilleur état de surface. L’équipement nécessaire au procédé TPIF
est présenté sur la figure 1.21.

Figure 1.21 − Principe du formage incrémental deux points [MAT 94]

1.3.3.2 Formage incrémental un point (Single Point Incremental Sheet Forming)

Le formage incrémental un point est illustré sur les figures 1.20 (a) et (b). Le formage incré-
mental avec un contre-outil est un cas particulier du SPIF. Dans les deux cas, le serre-flan est fixe
et il n’y pas de contre-moules, cependant une bonne connaissance du comportement du matériau
est nécessaire afin de mettre en forme la tôle car du fait de l’absence de contre-moule, le retour
élastique est plus important. La figure 1.22 montre les différentes étapes de la réalisation d’une
pièce en formage incrémental un point. L’application de ce procédé a été étudiée par Jeswiet
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et al. [JES 01], Kim et al. [KIM 00], Leach et al. [LEA 01] et Filice et al. [FIL 02] notamment.
Chronologiquement, le SPIF est apparu après le TPIF mais ce procédé correspond mieux à l’idée
initial breveté par Leszak [LES 67].

Figure 1.22 − Les différentes étapes du formage incrémental un point pour des trajectoires
circulaires [KIM 00]

1.3.3.3 Les machines utilisées en formage incrémental

En général toutes les MOCN 3 axes peuvent être utilisées en formage incrémental asymétrique.
La figure 1.23 présente une machine à commande numérique équipée d’un serre-flan mobile afin
de pouvoir réaliser des pièces en formage incrémental deux points.

Figure 1.23 − Machine CNC équipée d’un serre-flan mobile [DUF 05]

Une machine commerciale spécifiquement dédiée au procédé de formage incrémental a été
développée. Elle est présentée sur la figure 1.24. Cette machine est équipée d’un serre-flan mobile
et permet une grande vitesse de production. Elle est prévue pour la production de moyennes
séries. Sa technologie a été développée par Matsubara [MAT 94] et Amino [AMI 02] en incluant
le brevet de Aoyama [AYO 00].

Le concept de formage incrémental un point a été développé sur d’autres types de machines
notamment par Allwood [ALL 05] dont la machine est présentée sur la figure 1.25. Sur toutes
ces machines, la tôle est formée par sa face supèrieure.

Plusieurs équipes de recherche [WES 03] [SCH 04] [MEI 05] travaillent actuellement sur l’uti-
lisation de robots industriels en formage incrémental. Ces robots ont de grandes capacités de
production, des vitesses de travail importantes mais une faible rigidité et des efforts maximaux
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Figure 1.24 − Machine de formage incrémental de type Amino [AMI 02]

Figure 1.25 − Machine de SPIF dévelloppée par Allwood [ALL 05]

admissibles assez faibles. Sasso et al. [SAS 08] ont utilisé un robot anthropomorphique présenté
en figure 1.26 pour réaliser une pièce en TPIF.

Figure 1.26 − Robot anthropomorphique Smart S4 [SAS 08]

La plate-forme Stewart [STE 65], également connue sous le nom de positionneur hexapode,
possède six degrés de liberté : les trois coordonnées de translation ainsi que les angles de tan-
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gage, roulement et lacet. Le potentiel de cette plate-forme pour réaliser des pièces en formage
incrémental est important mais n’est pas encore exploité.

1.3.3.4 Les avantages et les inconvénients des deux procédés de formage incrémen-
tal

Park et al. [PAR 03] ont utilisé les procédés SPIF et TPIF afin de mettre en forme une
tôle dont la forme finale souhaitée est identique. Ces deux méthodes utilisent deux trajectoires
de poinçon différentes : dans le cas du formage incrémental deux points (TPIF), le poinçon
commence par déformer la tôle par le centre en finissant par les bords. C’est le principe inverse
pour le formage incrémental un point (SPIF). La tôle commence à être déformée par l’extérieur
(c’est-à-dire en commençant à déformer les bords de la tôle) puis le poinçon se déplace vers le
centre de la tôle. La trajectoire du poinçon est donc différente d’un procédé à l’autre. La figure
1.27 présente les formes finales des pièces réalisées en SPIF (a) et TPIF (b). Les formes obtenues
sont différentes, l’emboutissabilité est meilleure dans le cas de la pièce formée en TPIF.

(a) (b)

Figure 1.27 − Pièce réalisée en SPIF (a) et TPIF (b) [PAR 03]

La figure 1.28 montre les modes de déformation induits par les deux procédés dans le plan
des déformations principales maximales (ε1) et minimales (ε2). Les déformations obtenues en
SPIF semblent distribuées principalement en mode de traction large (ε1, ε2 = 0) avec quelques
points selon le mode bi-axial. Les déformations obtenues en TPIF sont toutes localisées en mode
de traction large.

Figure 1.28 − Distribution des déformations pour les deux procédés de mise en forme incrémentale
[PAR 03]

Le procédé TPIF semble être le meilleur procédé de mise en forme car il utilise les caracté-
ristiques de formabilité du formage incrémental, c’est-à-dire le mode traction large (ǫ1, ǫ2 = 0).
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Cette observation est confirmée par la comparaison des deux formes finales réalisées par les deux
procédés.

Attanasio et al. [ATT 07] ont également comparé les deux procédés pour la réalisation d’une
poignée de porte de voiture. Les deux techniques ont montré très peu de différences. Cependant,
la pièce réalisée en TPIF respecte mieux les dimensions de la pièce finale souhaitée (amélioration
de 25% dans le meilleur des cas) et son aspect de surface est meilleur. Néanmoins, le SPIF évite
l’utilisation d’un contre-moule et d’une machine plus complexe.

Les inconvénients du SPIF sont donc [JAD 03] :
– temps de mise en forme beaucoup plus long que les procédés d’emboutissage,
– limitation à la production de petites séries,
– moins bonne emboutissabilité que le TPIF,
– réalisation d’angle de mise en forme de 90° impossible à réaliser en un seul passage du

poinçon,
– retour élastique important.

Les avantages du SPIF sont [JAD 03] :
– réalisation de pièces directement à partir d’une trajectoire de poinçon générée à partir d’un

logiciel CAO. Il faut néanmoins tenir compte du retour élastique.
– pas d’utilisation de contre-moules,
– modification d’une pièce rapidement et facilement,
– intéressant pour du prototypage et des petites séries,
– utilisation d’une simple MOCN 3 axes,
– taille de la pièce limitée uniquement par la taille de la machine et de la tôle,
– augmentation de la formabilité par rapport aux procédés d’emboutissage

Concernant ce dernier point, plusieurs hypothèses peuvent expliquer l’augmentation de la
formabilité en formage incrémental par rapport à l’emboutissage classique. Elles sont présentées
dans la section suivante.

1.3.4 Mécanismes permettant d’expliquer l’amélioration de la formabilité des
tôles en formage incrémental

W.C. Emmens [EMM 09] fait une synthèse des mécanismes de déformation engendrés par le
formage incrémental. Il propose quelques hypothèses permettant d’expliquer l’augmentation des
déformations obtenues lors du formage incrémental par rapport à celles rencontrées lors de mise
en forme plus classique comme en emboutissage profond ou en étirage (cf. figure 3.49). La mise
en forme de pièces est généralement limitée par l’apparition de la striction ou de la rupture.

La première partie abordera les instabilités plastiques qui sont à l’origine de la striction et
qui peuvent entrâıner l’apparition de fissures. Les parties suivantes sont consacrées aux diffé-
rents mécanismes liés aux états de contraintes locales qui peuvent expliquer l’amélioration de la
formabilité en formage incrémental.

La striction représente une instabilité géométrique localisée. Les mécanismes de déformations
engendrées par le procédé de formage incrémental doivent permettre de stabiliser la localisation
des déformations, qui est une caractéristique essentielle du formage incrémental, de façon à éviter
la rupture de la pièce.

1.3.4.1 Instabilités plastiques

a. Les limites du formage en mise en forme conventionnelle

Tous les matériaux déformés de façon continue sont condamnés à rompre. Au cours d’une
déformation continue, de plus en plus de dislocations se créent, se déplaçant à travers le maté-
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riau, et interagissent entre elles, créant des cavités (endommagement) qui finalement entrâınent
la rupture. La déformation limite avant rupture dépend de l’état des contraintes : un haut niveau
de contrainte hydrostatique en compression (contraintes négatives) referme les cavités et ralentit
le développement de l’endommagement. Cela explique le fait que de nombreux procédés de mise
en forme travaillent dans le domaine de compression (laminage, tréfilage) et peuvent ainsi créer
des déformations élevées dans le matériau sans endommagement. C’est bien évidemment l’opposé
dans les procédés qui travaillent plutôt dans le domaine de la traction comme l’emboutissage et
le formage incrémental, dont les déformations sont limitées par les instabilités plastiques. Ces
instabilités créent une situation où la déformation est concentrée dans une petite zone (striction)
ce qui limite la déformation dans le reste de la pièce. Pour augmenter la formabilité des maté-
riaux dans les procédés de formage de tôle, la diminution voire la disparition de ces instabilités
plastiques est nécessaire.

b. Stabilisation de la striction en formage incrémental

Pour les matériaux ductiles, le ”potentiel de déformation” est vraiment disponible si l’instabi-
lité de striction est évitée, retardée ou si sa vitesse de croissance est diminuée. La localisation des
déformations elle-même n’explique pas l’augmentation de la formabilité en formage incrémental
car en mise en forme classique, la localisation est synonyme de striction et de rupture. La zone
où la déformation est localisée se déplace avec le poinçon à la surface de la tôle. La striction
ne peut donc pas se développer jusqu’à la rupture car le poinçon s’est déjà déplacé avant que
la limite à rupture ne soit atteinte. Cette hypothèse n’est pas entièrement satisfaisante car elle
n’explique pas pourquoi la striction une fois générée ne continue pas à se développer si la zone
est toujours sous tension.

L’origine de la stabilisation de la localisation peut avoir deux explications :

– la première est que la contrainte au niveau de la striction est inférieure au niveau de
contrainte nécessaire au développement de la striction.

– la seconde est que la contrainte nécessaire au développement de la striction augmente et
devienne supérieure au niveau de la contrainte localisée dans le matériau. La striction ne
peut donc plus apparâıtre.

De nombreux mécanismes ont été proposés dans la littérature pour expliquer l’augmentation
de la formabilité en formage incrémental [EMM 09]. Les mécanismes proposés sont étudiés dans
les parties suivantes en prenant en considération la localisation et la stabilisation des déforma-
tions. Pour tous les mécanismes, leurs relations avec le phénomène de striction et avec le procédé
de formage incrémental seront présentées. Seront présentés en détails les effets du cisaillement
dans l’épaisseur de la tôle, des contraintes de compression dues au contact tôle/outil, de la flexion
sous tension et enfin des effets cycliques.

1.3.4.2 Effets du cisaillement dans l’épaisseur

Le procédé de formage incrémental utilise le principe du repoussage de matière. La surface
inférieure de la tôle, au contact du poinçon, est entrâınée par celui-ci. Dans le même temps, la
surface supérieure de la tôle ne bouge pas. Ce gradient de déplacement entre les deux surfaces de
la tôle entrâıne un effet de cisaillement dans l’épaisseur dont le principe est présenté sur la figure
1.29. Ce cisaillement dans l’épaisseur est dirigé selon la direction de déplacement du poinçon

Une des premières études concernant le cisaillement dans l’épaisseur de la tôle selon la direc-
tion de déplacement du poinçon a été effectuée par Sawada et al. [SAW 01] à partir de conclusions
de simulations éléments finis. Cette étude a été l’une des premières à s’intéresser en détail à la
formabilité des tôles autour du contact du poinçon. Bambach [BAM 03] a également remarqué la
présence de cisaillement dans ses simulations du formage incrémental et a observé que le niveau
de cisaillement dépendait à la fois du diamètre de la tête du poinçon et de son déplacement ver-
tical [BAM 03]. Jackson [JAC 07] a détecté expérimentalement la présence de cisaillement dans
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Figure 1.29 − Principe du mécanisme de cisaillement dans l’épaisseur [EMM 09]

l’épaisseur selon la direction de déplacement du poinçon en mesurant le déplacement relatif entre
deux surfaces d’un panneau sandwich réalisé en SPIF [JAC 07], et par une mesure rigoureuse
d’une section transversale d’une tôle de cuivre de 3 mm d’épaisseur formée par SPIF et TPIF
[JAC 09]. Eyckens a également détecté la présence de cisaillement en perçant de petits trous
dans la tôle et en mesurant leurs orientations après mise en forme. Le cisaillement a été observé
dans la direction de déplacement du poinçon mais très peu ou pas du tout dans la direction
perpendiculaire au déplacement [EYC 08].

La figure 1.30 présente une surface de charge théorique du critère de plasticité isotrope de
Von Mises dans le plan (σ11, σ22).

Figure 1.30 − Surface de charge de Von Mises. σ11 et σ22 sont les contraintes principales dans le
plan de la tôle. A=surface de charge standard en mise en forme traditionnelle de

tôle (σ33 = 0, τ = 0) ; C=effet du cisaillement (τ 6= 0) [EMM 09]

L’influence du cisaillement (τ 6= 0) sur la taille de la surface de charge est présentée. L’ajout
d’une contrainte de cisaillement diminue la limite d’élasticité en traction comme l’illustre la
figure 1.30 ce qui a pour effet de diminuer la taille de la surface de charge. Afin d’expliquer ce
phénomène, il est nécessaire d’introduire la notion de contrainte équivalente définie par l’équation
suivante :

σeq =

√

3

2
S : S (1.2)

où S est le tenseur déviatorique des contraintes [LEM 85].

Les critères de plasticité sont définis au moyen de cette contrainte équivalente (σeq). La
plasticité apparâıt lorsque la contrainte équivalente est égale à la limité d’élasticité du matériau
(σeq = Rp0.2). Le fait d’ajouter du cisaillement modifie la forme du tenseur des contraintes
et augmente la valeur de la contrainte équivalente. Pour que la valeur de σeq reste constante, la
contrainte en traction diminue. Cela explique le fait que l’ajout de termes de cisaillement diminue
la limite d’élasticité en traction mais pas la limite d’élasticité du matériau.
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Dans le cas où la contrainte de traction dans la tôle atteint un niveau inférieur à la li-
mite d’élasticité, l’ajout d’une faible contrainte de cisaillement peut augmenter suffisamment
la contrainte équivalente afin d’atteindre la limite d’élasticité et ainsi démarrer la plasticité au
niveau de la zone de la tôle qui subit du cisaillement. La déformation plastique est donc localisée.

En termes de stabilité, le cisaillement pur est un mode stable qui ne permet pas l’apparition
de la striction. L’augmentation du cisaillement diminue la contrainte en traction ce qui a pour
conséquence de retarder l’apparition de la striction. Ce résultat, observé par Tekkaya [TEK 06]
et cité par Emmens [EMM 09], est présenté en figure 1.31. Cette figure montre que la limite
d’élasticité en traction (ligne du dessous) et la limite de striction (ligne du dessus) sont modifiées
par l’ajout d’une contrainte de cisaillement. L’abscisse correspond au rapport entre la contrainte
de cisaillement et la contrainte d’écoulement du matériau. Ce graphe montre bien que l’ajout
d’une contrainte de cisaillement augmente la limite en striction et diminue la limite d’élasticité
en traction.

Figure 1.31 − Effets de l’ajout de contraintes de cisaillement sur la formabilité. Ligne du dessous :
limite d’élasticité du matériau σy ; ligne du dessus : déformation limite normalisée
pour l’apparition de la striction ǫz. σf=contrainte équivalente, τ=contrainte de

cisaillement, n=cœfficient d’écrouissage. [TEK 06]

Eyckens [EYC 08] a travaillé sur les effets du cisaillement dans l’épaisseur de la tôle sur les
courbes limites de formage. Pour cela il a effectué une analyse de type Marciniak-Kuczynski et
a montré que la présence de cisaillement peut augmenter significativement les courbes limites de
formage.

1.3.4.3 Effets des contraintes de contact

Les contraintes de contact créent des contraintes de compression normales à la surface de la
tôle dues au contact avec le poinçon. Plus le diamètre du poinçon est petit, plus ces contraintes
de contact seront importantes. La figure 1.32 montre que l’ajout de contraintes de contact dé-
place la surface de charge vers le domaine de compression. Par conséquent, au point de contact,
la contrainte équivalente est légèrement réduite, entrâınant donc une diminution de la limite
d’élasticité en traction. La conséquence est la réduction des contraintes dans le plan et de ce fait
l’apparition de la striction est retardée.

Généralement une CLF classique est construite dans des conditions de contraintes planes
(absence de contraintes de contact). Afin d’observer les effets des contraintes de contact, Smith
[SMI 05] a développé un modèle analytique capable de prédire les effets des contraintes de contact
sur la forme et la position des CLF. Dans son article, les résultats sont comparés à ceux obtenus
par Gotoh [GOT 95]. Les deux modèles prédisent que l’ajout d’une contrainte de contact aug-
menterait les CLF et donc la formabilité du matériau. Banabic [BAN 08] confirme également ces
résultats en effectuant une analyse détaillée de type Marciniak-Kuczynski.
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Figure 1.32 − Surface de charge de Von Mises. σ11 et σ22 sont les contraintes principales dans le
plan de la tôle. A=surface de charge standard en mise en forme traditionnelle de
tôle (σ33 = 0, τ = 0) ; B=effets des contraintes de contact (σ33 < 0) [EMM 09]

Récemment, Huang et al. [HUA 08] ont trouvé une relation directe entre l’augmentation de
la formabilité en formage incrémental et la présence de contraintes de contact. Ces travaux sont
basés sur ceux de Smith [SMI 05] mentionnés précédemment. Silva et al. [SIL 08] ont présenté une
analyse du procédé de formage incrémental basée sur l’utilisation de membranes. Leur analyse
révèle également que la limite d’élasticité en traction est réduite par les contraintes de contact.
Si les contraintes de contact en formage incrémental sont dues à la courbure de la tôle autour
du poinçon, ces contraintes doivent augmenter avec l’épaississement des tôles et la diminution
du diamètre du poinçon. Cela aurait pour conséquence d’améliorer la formabilité, ce qui est en
accord avec les observations générales.

1.3.4.4 Flexion sous traction (Bending Under Tension)

La flexion sous traction est un phénomène dynamique qui se produit lors du repoussage de
la tôle par le poinçon. La présence de la flexion sous traction dans le procédé actuel de formage
incrémental est difficile à établir directement même s’il est évident qu’en formage incrémental le
matériau subit de la flexion autour du poinçon et de l’étirage (au moins dans une direction). Il est
donc possible de supposer que la flexion sous traction va se produire dans une certaine mesure en
formage incrémental. La flexion sous traction est liée au déplacement de la zone de déformation
au voisinage du poinçon, et ces zones subissent plusieurs cycles de flexion comme le montre la
figure 1.33. La tôle va donc subir un cycle de flexion ”concave/convexe” lors du déplacement du
poinçon.

La flexion sous traction correspond à une flexion et un étirage simultané de la tôle, situation
bien connue en emboutissage [MAR 02], qui induit une contrainte non uniforme dans l’épaisseur
de la tôle. Le mécanisme de flexion sous traction est différent de celui du cisaillement ou de la
contrainte de contact car la forme du tenseur des contraintes n’est pas modifiée contrairement
aux deux autres mécanismes.

Une autre différence fondamentale existe : le cisaillement et la contrainte de contact sont des
mécanismes ”statiques”.

La dernière différence repose sur le fait que le cisaillement ou la contrainte de contact aug-
mente juste la formabilité jusqu’à une certaine limite dépendant du niveau de la contrainte de
cisaillement ou de contact. La flexion sous traction créée au contraire un petit régime de dé-
formation stable à chaque passage de l’outil. Aussi longtemps que l’incrément de déformation
∆ε (∆ε <h/2R) reste dans ce régime, la déformation reste stable et peut être répétée encore
et encore (h, épaisseur de la tôle et R, rayon de courbure de la tôle) [EMM 09]. Cet incrément
de déformation ne génèrera pas une énergie assez importante pour continuer à déformer la tôle
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Figure 1.33 − Représentation des cycles de flexion subit par la tôle

après le passage du poinçon. Le mécanisme prédit un effet stabilisant supplémentaire propor-
tionnel à h/2R, signifiant qu’il est possible d’améliorer la formabilité par flexion sous traction en
augmentant l’épaisseur de la tôle et en diminuant le rayon du poinçon, ce qui est en accord avec
les observations générales.

1.3.4.5 Les effets cycliques

En formage incrémental, le poinçon peut passer plusieurs fois au même endroit, chaque passe
engendre des flexions successives. Bambach et al. [BAM 03] se sont aperçus de l’existence de ces
cycles de déformations et de leurs effets possibles sur le comportement des matériaux. Ils ont
suggéré de poursuivre les recherches sur le procédé en utilisant un modèle de comportement tenant
compte de l’endommagement et de la striction lors de la trajectoire du poinçon. Eyckens et al.
[EYC 07] ont réalisé la même observation. Les effets cycliques peuvent améliorer la formabilité des
tôles, mais des essais plus complexes sont nécessaires pour le démontrer. De plus le développement
de modèles de comportement tenant compte de ces effets est nécessaire.

1.3.5 Les diagrammes limites de formage en formage incrémental

1.3.5.1 Présentation des différents diagrammes limites de formages existant pour
le formage incrémental

La figure 1.34 confirme qu’en formage incrémental, les niveaux des CLF sont supérieurs à ceux
du formage conventionnel [PAR 03] [FIL 02]. La CLF en formage incrémental est une droite de
pente négative comprise dans le 1er quadrant du diagramme limite de formage (ε1 et ε2 > 0).
Dans ce même quadrant, la CLF en emboutissage a une pente positive. La différence entre les
deux courbes est maximale pour ǫ2 = 0.

Il faut souligner que le formage incrémental ne satisfait pas aux conditions nécessaires à la
réalisation des CLF. En effet, les trajectoires ne sont pas directes, l’état de contraintes n’est pas
plan et du cisaillement est présent dans l’épaisseur [EMM 09]. Néanmoins, la plupart des auteurs
utilisent les courbes limites de formage pour représenter la formabilité des tôles en formage
incrémental. C’est le cas notamment de Filice et al. [FIL 02], Van Bael et al. [VAN 07], Strano
et al. [STR 05] et Ham et al. [HAM 07].
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Figure 1.34 − Comparaison des courbes limites de formage obtenues par formage conventionnel et
incrémental [FIL 02]

A titre d’illustration, Filice et al. [FIL 02] utilisent plusieurs essais caractéristiques afin de
déduire la courbe de la figure 1.34. Leurs essais sont réalisés sur des tôles d’alliage d’aluminium
(AA 1050-O) de dimensions 240 × 240 mm2 et d’épaisseur 1 mm. Le diamètre du poinçon utilisé
est de 12 mm. Le critère de construction de ces CLF est la rupture. Ces essais sont les suivants :

– essai A (conditions d’étirement purement uni-axial, ε1>0, ε2 = 0, traction large)

L’essai A représenté par la figure 1.35 permet d’obtenir un étirement purement uni-axial, le
chemin effectué par le poinçon est une trajectoire carrée constituée de quatre lignes droites. A
chaque tour, le poinçon réalise un carré à incrément vertical constant (∆z). Entre chaque passage
du poinçon, celui-ci réalise un incrément horizontal dans le plan (x, y) (∆x et ∆x) vers le centre
de la tôle. La forme finale souhaitée est une pyramide.

Figure 1.35 − Essai A, étirement uni-axial [FIL 02]

– Essai B (conditions d’étirement purement bi-axial ε1>ε2 > 0)

L’essai B représenté par les figures 1.36 et 1.37 permet d’obtenir un étirement purement bi-
axial, la trajectoire effectuée par le poinçon est une croix constituée de 2 trajectoires rectilignes
perpendiculaires. Le long de chaque ligne, le poinçon repousse verticalement la tôle à incrément
vertical (∆z). De cette façon, l’étirement bi-axial se trouve au centre de la croix.

– Essai C (conditions d’étirement entre uni-axial et bi-axial)

L’essai C permet d’obtenir des points entre les modes de déformations uni-axial et bi-axial
afin de construire une courbe limite de formage en rupture. La trajectoire réalisée par le poinçon
est une spire en 3-D comme l’illustre la figure 1.38. Le rapport entre la déformation principale
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Figure 1.36 − Essai B, chemin du
poinçon pour un

étirement purement
bi-axial [FIL 02]

Figure 1.37 − Fissuration typique
provenant d’un test B
(vue arrière de la partie

emboutie) [FIL 02]

maximale et la déformation principale minimale dépend du diamètre du cercle. Pour un 1er cercle
de diamètre 200 mm, les déformations sont proches du mode uni-axial avec une déformation prin-
cipale minimale proche de 0. La diminution du diamètre du cercle initial génère des déformations
dans le mode bi-axial. Déterminer la striction sur ce genre de géométrie est compliqué, le critère
utilisé est donc la rupture, comme le montrent les figures 1.37 et 1.39. Ces trois essais permettent
aux auteurs de construire la courbe limite de formage en rupture pour le formage incrémental
qui est présentée sur la figure 1.34.

Figure 1.38 − Essai C, chemin du
poinçon en spire 3-D

[FIL 02]

Figure 1.39 − Fissuration typique
provenant d’un essai C

[FIL 02]

D’autres auteurs ont travaillé sur des représentations différentes des diagrammes de forma-
bilité. C’est le cas notamment de Micari [MIC 04] qui a représenté l’évolution de la déformation
principale maximale à déformation principale minimale nulle en fonction de la taille de l’incré-
ment vertical (∆z) du poinçon comme le montre la figure 1.40. L’étude est réalisée sur un alliage
d’aluminium 1050-0 avec un poinçon de diamètre 12 mm.

Jeswiet et Young [JES 05B] ont constitué des diagrammes limites de formage à partir de cinq
formes réalisées sur deux alliages d’aluminium (3003-0 et 5754-0). Ces formes sont présentées sur
la figure 1.41, il s’agit d’un tronc de cône, d’une hyperbole, d’un dôme, d’un tronc de pyramide
et d’une forme à 5 lobes. Ces cinq formes couvrent un large champ de déformations rencontré
lors du procédé de formage incrémental et chaque pièce formée présente une zone différente dans
le plan (ε1, ε2). L’idée des auteurs est de regrouper sur une seule courbe, les diagrammes des
cinq formes afin de constituer un diagramme limite de formage propre au formage incrémental
pour un type de matériau. Ce diagramme est présenté sur la figure 1.41. La limite de la réussite
d’un embouti (pas de déchirures de la tôle) se trouve en dessous de la ligne pointillée.

Hussain et al. [HUS 09] se sont intéressés à l’influence des propriétés du matériau sur l’appa-
rition des fissures en formage incrémental. Ils ont donc étudié les diagrammes limites de formage
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Figure 1.40 − ε1 en fonction de ∆z [MIC 04]

Figure 1.41 − Diagramme limite de formage pour les cinq formes [JES 05B]

pour douze métaux ; cinq alliages d’aluminium, quatre aciers, un laiton, un alliage de cuivre et
du titane. Les déformations sont mesurées à l’aide d’une méthode de cercles et d’un microscope.
La pièce formée est un tronc de cône comme l’illustre la figure 1.42 où sont représentés également
les cercles permettant la mesure des déformations.

Figure 1.42 − Forme finale de la pièce étudiée [HUS 09]

La valeur de FLD0 représentée sur les courbes de la figure 1.43 correspond à la déformation
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principale maximale lorsque la déformation principale minimale est nulle (traction large). Ce
paramètre FLD0 est utilisé pour chacun des matériaux en fonction de paramètres matériaux
présentés par Fratini [FRA 04] comme influençant la formabilité en SPIF. Ces paramètres sont
l’exposant d’écrouissage, le pourcentage d’allongement et le cœfficient d’écrouissage. Les valeurs
de déformations présentées par les auteurs semblent très élevées, cela peut provenir de leur
moyen de mesure des déformations. De plus les paramètres matériaux ne semblent pas modifier
profondément les valeurs de FLD0, même si un alliage d’aluminium possède une valeur de FLD0

plus faible.

Figure 1.43 − Représentation du paramètre FLD0 en fonction de l’exposant d’écrouissage, du
pourcentage d’allongement et du cœfficient d’écrouissage [HUS 09]

Les auteurs mesurent à partir des éprouvettes post-mortem un pourcentage de réduction de
la section de la pièce et la variation de déformation vraie dans l’épaisseur de la tôle. La figure
1.44 montre la valeur de FLD0 associée à la réduction de la section de l’éprouvette (∆S) et à la
variation de déformation vraie dans l’épaisseur de la tôle (∆ε) pour chaque matériau.

Figure 1.44 − Représentation du paramètre FLD0 en fonction de la variation de déformation vraie
dans l’épaisseur ∆ε et de la réduction de section de l’éprouvette ∆S [HUS 09]

Les auteurs cherchent une courbe de tendance passant par les points expérimentaux. Le
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cœfficient de corrélation pour le graphique représentant ∆S est de 0.92. L’équation de la courbe
passant au plus près des points expérimentaux est :

FLD0 = −0.017(∆S)2 + 3.022(∆S) + 63 (1.3)

En théorie, cela peut permettre d’obtenir une valeur de FLD0 en fonction de la valeur du
cœfficient d’anisotropie et vice versa. Cependant prédire la formabilité en SPIF d’un matériau à
partir d’un seul paramètre est délicat, mais la démarche est intéressante bien que les déformations
présentées nous semblent trop importantes.

1.3.5.2 Influence des paramètres procédés sur la formabilité des tôles

– Choix du type et de la taille du poinçon

Kim et al. [KIM 02] ont étudié l’influence du type d’outil et du diamètre du poinçon sur la
formabilité des tôles, évaluée par ε1+ε2, formées par formage incrémental. Deux types d’outils
ont été testés, avec et sans lubrification : un poinçon hémisphérique et une sphère en rotation
libre au bout du poinçon (cf. figure 1.45).

Figure 1.45 − Principe de la sphère libre au bout du poinçon [KIM 02]

Ainsi, leurs résultats résumés dans le tableau 1.2 montrent que l’utilisation d’une sphère libre
sans lubrification augmente légèrement la formabilité.

Formabilité avec lubrification sans lubrification

sphère libre 0.72 0.73

Poinçon hémisphèrique 0.67 0.69

Tableau 1.2 − Formabilité (ε1+ε2) de tôles d’aluminium en fonction de l’outil utilisé [KIM 02]

Hirt [HIR 02] et Micari [MIC 04] ont également montré que l’utilisation de poinçons de petits
diamètres augmentaient les déformations atteintes.

– Choix de l’incrément vertical ∆z

La valeur de l’incrément vertical a une influence sur la formabilité et sur l’état de surface de
la tôle. Micari [MIC 04] a montré que l’augmentation de ∆z diminuait la formabilité des tôles.
Les résultats sont présentés sur la figure 1.40. Ces observations ont également été confirmées par
Kim [KIM 02] comme le montre la figure 1.46 (où Pz correspond à ∆z), mais également par Hirt
[HIR 02] et Jeswiet [JES 04].
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Figure 1.46 − CLF en fonction de la profondeur de passe ∆z pour un diamètre de poinçon de 5
mm [KIM 02]

– Choix de la vitesse de rotation du poinçon

En formage incrémental, le poinçon peut être fixe ou libre en rotation (cf. figure 1.45) ou
à rotation imposée. Micari [MIC 04] a montré que l’augmentation de la vitesse de rotation du
poinçon augmentait la formabilité. Cette augmentation est due en partie à un échauffement local
de la tôle et surtout à une diminution des effets de frottement à l’interface poinçon/tôle.

– Choix du matériau

Fratini et al. [FRA 04] ont étudié l’influence de la nature du matériau sur la formabilité
des tôles en SPIF. Pour cela, cinq paramètres matériaux en plasticité, dont les valeurs ont été
obtenues par des essais de traction, ont été comparées pour six matériaux différents (tableau
1.3).

Matériaux K (MPa) n Rn σrupture (MPa) A %

Cuivre 390 0.16 0.85 300 26

Laiton 1437 0.34 0.88 510 8

acier DDQ 545 0.27 2.01 290 50

acier HSS 628 0.25 2.01 350 40

alu 1050-O 255 0.18 0.6 76 39

alu 6114-T4 540 0.22 0.69 310 24

Tableau 1.3 − Valeurs des paramètres pour chaque matériau. K : cœfficient de résistance
plastique ; n et Rn : paramètres d’écrouissage ; A : pourcentage d’allongement à

rupture [FRA 04]

La figure 1.47 présente pour chaque matériau les déformations mesurées dans le plan (ε1, ε2).
Le matériau possédant la meilleure formabilité est l’acier DDQ, c’est le matériau possédant les
cœfficients d’anisotropie les plus élevées et le pourcentage d’allongement à la rupture le plus im-
portant. Entre le laiton et l’acier DDQ, les déformations principales maximales peuvent atteindre
un rapport de 1 à 3.

La nature du matériau mis en forme est très importante lorsque le choix de la forme finale
de la pièce souhaitée est décidée. Elle va conditionner la faisabilité de la pièce et la définition de
la trajectoire du poinçon.

– Choix de l’épaisseur de la tôle

Hirt et al. [HIR 04] ont montré que l’épaisseur de la tôle influence la formabilité. Kim et Park
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Figure 1.47 − Diagramme limite de formage pour différents matériaux présentés dans le tableau
1.3 [FRA 04]

[KIM 02] ont travaillé sur des tôles d’alliage d’aluminium AA 1050-O. Leurs résultats ont montré
que l’utilisation de tôles d’épaisseur 0.92 mm diminuait jusqu’à 70% les niveaux de déformations
par rapport à une épaisseur de tôles de 1.2 mm.

La formabilité en formage incrémental est plus élevée qu’en mise en forme classique. Cepen-
dant, cette section a montré qu’en modifiant certains paramètres procédés, la formabilité pouvait
encore être augmentée. La formabilité augmente lorsque ∆z, φp et l’épaisseur de la tôle dimi-
nuent. Une augmentation de la vitesse de rotation du poinçon augmente également la formabilité
qui dépend également du matériau utilisé.

1.3.6 Analyse des paramètres procédés

La plupart des articles traitant des paramètres procédés étudient le diamètre du poinçon (φp),
l’angle de mise en forme, l’incrément vertical ∆z et la hauteur d’embouti sur les efforts de mise
en forme, la géométrie et l’état de surface de la pièce ainsi obtenue.

1.3.6.1 Les efforts mis en jeu dans le procédé de formage incrémental

Jeswiet et al. [JES 05C] ainsi que Duflou et al. [DUF 05C] ont développé un capteur d’efforts
spécifique pour le formage incrémental, présenté sur la figure 1.48. Il permet également de mesurer
le frottement.

Figure 1.48 − Détails du capteur d’efforts de formage incrémental [JES 05C]
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Jeswiet et al. [JES 05C] ont formés des pyramides en TPIF avec différents angles (30°, 45° et
60°) sur un alliage d’aluminium 3003-0. La figure 1.49 présente l’évolution de l’effort vertical le
long de la trajectoire du poinçon (du haut de la tôle vers le bas) en fonction de l’angle de mise
en forme. L’effort maximal apparâıt au début de la mise en forme. Plus l’angle de mise en forme
est élevé, plus l’effort maximal atteint lors de la mise en forme de la tôle est important.

Figure 1.49 − Evolution de l’effort vertical en fonction de l’angle de mise en forme [JES 05C]

Duflou et al. [DUF 05C] ont réalisé une série d’essais expérimentaux en utilisant un capteur
de forces dynamométriques 6 axes monté sur une plate-forme de formage incrémental un point
(SPIF). La pièce obtenue est un tronc de cône réalisée sur un alliage d’aluminium 3003-0 d’épais-
seur de 1.21 mm. Les influences de l’angle de mise en forme et de la taille du diamètre du poinçon
sur les efforts mis en jeu sont étudiées. Les efforts sont représentés par la somme vectorielle de
l’effort. La vitesse de déplacement du poinçon est de 2 m/min. L’incrément vertical du poinçon
est égale à 0.5 mm et le diamètre du poinçon est de 10 mm. La figure 1.50 (a) présente l’évolu-
tion de l’effort au cours de la mise en forme en fonction de l’angle de mise en forme. Même si
le procédé de formage incrémental est différent (SPIF vs. TPIF), comme pour les résultats de
Jeswiet [JES 05C], la force maximale est atteinte pour un angle de mise en forme de 60°.

(a) (b)

Figure 1.50 − Influence de l’angle de mise en forme et de la taille du diamètre du poinçon sur les
efforts [DUF 05C]

La figure 1.50 (b) présente l’évolution de l’effort au cours de la mise en forme en fonction du
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diamètre du poinçon de 10 à 25 mm, pour un angle de mise en forme de 50°. La diminution du
diamètre du poinçon diminue les efforts générés lors de la mise en forme.

Oleksik et al. [OLE 07] ont effectué des essais et des simulations numériques (LS-Dyna) pour
déterminer les efforts mis en jeu, au niveau du poinçon, lors du procédé SPIF. Tous les paramètres
des essais (épaisseur initiale et dimensions de la tôle, outil de serrage, ...) sont identiques sauf le
diamètre du poinçon (φp) et la profondeur de la pièce formée (h) (cf. tableau 1.4). Le matériau
utilisé est un acier DC03. La pièce de type pyramidale est réalisée sur une machine MOCN 3
axes. Le tableau 1.4 montre également les efforts horizontaux (translation du poinçon selon l’axe
x, Fx) et verticaux (axe du poinçon, Fz) pour les différents cas d’essais.

Différents cas h (mm) φp (mm) Fz (kN) Fx (kN)

C1 6 12 5.504 1.335

C2 10 12 8.932 3.596

C3 6 20 5.480 1.323

C4 10 20 10.902 3.340

Tableau 1.4 − Paramètres du procédé de formage incrémental et valeurs moyennes des réponses
mesurées [OLE 07]

Les essais et les simulations donnent des courbes force en fonction du temps du même ordre de
grandeur. Les efforts augmentent avec la profondeur de la pièce emboutie. Les résultats d’Oleksik
et al. confirment les observations de Duflou et al. [DUF 05C], l’augmentation du diamètre du
poinçon augmente Fz. Cependant, Oleksik et al. ont découplé leur vecteur force et ont montré
que le diamètre du poinçon n’a pas d’influence sur Fx. La profondeur d’embouti ne modifie pas
non plus les efforts horizontaux.

1.3.6.2 Critère de réussite d’un embouti : état de surface et erreur géométrique

Le principal paramètre déterminant l’état de surface de la tôle et sa rugosité est l’incrément
vertical ∆z. La figure 1.51 représente en 3D quatre états de surface de tôles mises en forme avec
un poinçon de 12.5 mm de diamètre pour quatre valeurs de ∆z différents. On constate bien que
plus ∆z est important plus l’état de surface est grossier.

Figure 1.51 − Etat de surface de tôles mises en forme pour quatre valeurs de ∆z différents
[JES 04]

Jeswiet et al. [JES 04] ont également étudié l’influence de ∆z et de la vitesse de rotation du
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poinçon sur la rugosité et l’état de surface des emboutis formés. La figure 1.52 montre l’évolution
de la rugosité en fonction de ∆z. La diminution de l’incrément ∆z améliore l’état de surface de
l’embouti. La figure 1.53 présente l’évolution de la rugosité en fonction de la vitesse de rotation
du poinçon. Cette dernière a une légère influence sur la rugosité. La vitesse de rotation optimale
se situe à la valeur de rugosité minimale, c’est-à-dire à environ 1300 tours par minute. De plus,
l’utilisation d’un poinçon non-rotatif augmente la rugosité.

Figure 1.52 − Rugosité en fonction de
la profondeur de passe

[JES 04]

Figure 1.53 − Rugosité en fonction de
la vitesse de rotation
(tour par minute) du

poinçon [JES 04]

Junk et al. [JUN 03] se sont intéressés aux effets de l’incrément ∆z, de l’angle de mise en
forme et la taille du diamètre du poinçon sur la rugosité Rz des tôles formées. Les résultats
sont synthétisés sur la figure 1.54. Ces résultats confirment que la diminution de ∆z diminue la
rugosité. Un angle de mise en forme et un diamètre de poinçon plus importants diminuent la
rugosité.

Figure 1.54 − Influence de l’incrément ∆z, de l’angle de mise en forme et la taille du diamètre du
poinçon sur la rugosité Rz [JUN 03]

Ambrogio et al. [AMB 04] ont analysé l’influence du diamètre du poinçon et de la profondeur
de passe sur la précision dimensionnelle de pièces obtenues par formage incrémental. Dans cette
étude, un système de numérisation à balayage laser Minolta 300 a permis de reconstruire la
géométrie de la pièce par triangulation laser. Le logiciel Parametric Pro-Verify a été utilisé pour
comparer la géométrie de la pièce formée avec celle de la pièce théorique souhaitée obtenue par
CAO. Pour quantifier les écarts, les auteurs ont utilisés la racine carrée de la moyenne des écarts
au carré, plus communément nommée erreur RMS (Root Mean Square Error).

On peut remarquer que la comparaison de formes à l’aide de l’erreur RMS n’est pas toujours
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diamètre du poinçon (mm) profondeur de passe (mm) RMS error

test 1 18 2.5 6.70

test 2 18 1 6.01

test 3 12 1 3.53

test 4 12 2.5 4.59

Tableau 1.5 − Erreur de reconstruction pour chaque cas étudié [AMB 04]

pertinente. En effet, elle ne peut distinguer une erreur globale de forme et des erreurs plus
locales de rugosité. L’utilisation d’un logiciel de comparaison de nuage tel Geomagix ou même la
comparaison du profil des pièces auraient fournies des informations plus locales sur la comparaison
des formes.

Néanmoins, les résultats des auteurs montrent que l’erreur est minimale pour un diamètre
et un incrément vertical les plus petits possibles. Cela correspond au test 3, présenté dans le
tableau 1.5, qui respecte le mieux les précisions dimensionnelles. En augmentant la profondeur
de passe, un meilleur amincissement et une meilleure condition d’étirage sont obtenus mais l’état
de surface est dégradé.

Ambrogio et al. [AMB 07] ont également étudié les influences du diamètre du poinçon et de
l’épaisseur de la tôle sur la hauteur de l’embouti et sur sa rupture. La forme de l’embouti est un
cône ayant un diamètre de base de 80 mm.

Figure 1.55 − Rapport diamètre du poinçon/épaisseur de la tôle pour chaque essai de formage
incrémental [AMB 07]

Le rapport φp/s (φp : diamètre du poinçon, s : épaisseur de la tôle) permet aux auteurs de
délimiter deux zones correspondantes aux emboutis réussis ou rompus (cf. figure 1.55). Cette
campagne d’essais a été effectuée sur l’alliage d’aluminium 1050-0 (un ”run” correspond à un
essai). Les paramètres qui ont été modifiés durant cette campagne d’essais sont le diamètre du
poinçon (φp), l’incrément vertical ∆z, l’angle de mise en forme (φ) et l’épaisseur de la tôle (s).
Ces résultats semblent montrer que le rapport φp/s permettrait de prédire dans une certaine
mesure la réussite d’un embouti.

L’augmentation de la profondeur d’embouti, de l’angle de mise en forme et du diamètre
du poinçon fournit des efforts plus importants lors de la mise en forme d’une pièce. De plus,
l’augmentation des deux derniers paramètres cités améliore l’état de surface de la pièce finale
caractérisé par la rugosité. Néanmoins, le principal paramètre procédé qui améliore l’état de
surface reste la diminution de l’incrément ∆z.
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1.3.7 Applications et innovations liées au procédé de formage incrémental

Dans ce paragraphe, quelques aspects liés à la production industrielle de pièces en SPIF ainsi
que des variantes du procédé SPIF sont présentés. Filice et al. [FIL 05] ont réalisé un support de
cheville personnalisé par formage incrémental en utilisant le système CAD/CAM (cf. figure 1.56).
Le milieu médical a besoin de produire des petites séries de pièces voire souvent des pièces uniques
propres à chaque individu. L’utilisation du formage incrémental permet de fabriquer des pièces
uniques à moindre coût même si ce procédé a besoin d’améliorer les tolérances dimensionnelles
(ici moins d’1 mm) et géométriques. A partir d’un système de scanner laser, la forme de la cheville
est numérisée. Cette forme est ensuite transformée en modèle CAO qui va générer la trajectoire
de poinçon nécessaire à la réalisation du support de cheville personnalisée.

Figure 1.56 − Cycle de fabrication d’un support de cheville [FIL 05]

Franzen et al. [FRA 09] ont étudié la possibilité d’utiliser le procédé de formage incrémental
sur du PVC. Une MOCN trois axes est utilisée pour mettre en forme les feuilles de PVC com-
mercial. L’étude est centrée sur la caractérisation et l’évaluation des limites de formabilité en
fonction des principaux paramètres du procédé. Les résultats (cf. figure 1.57) montrent que le
formage incrémental un point peut mettre en forme avec succès des feuilles de PVC à tempé-
rature ambiante. Les pièces formées sont profondes et le procédé a le potentiel pour former des
pièces plus complexes.

Figure 1.57 − Pièce de PVC mise en forme par formage incrémental [FRA 09]

Guoqiang et al. [GUO 08] ont travaillé sur le formage incrémental à chaud (400°C). Un courant
électrique est utilisé pour chauffer par effet Joule l’interface poinçon/tôle. Le principe est illustré
par la figure 1.58. L’augmentation du courant électrique augmente la température ainsi que la
formabilité de la tôle. Le courant électrique utilisé est d’environ une centaine d’Ampères pour
une température inférieure à 400°C. Le matériau étudié est l’alliage de magnésium AZ31, dont
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la température d’oxydation est proche de 400°C. Les résultats montrent que ce procédé, simple
d’utilisation, donne des résultats encourageants.

Figure 1.58 − Formage incrémental à chaud : utilisation d’un courant électrique [GUO 08]

Ji et al. [JI 08] ont également travaillé sur le formage incrémental à chaud mais sur des
gammes de températures plus faibles (20°C à 250°C). L’objectif est également d’améliorer la
formabilité des tôles. Une soufflerie d’air chaud permet de maintenir la tôle à la température sou-
haitée. Les résultats montrent que les courbes limites de formage augmentent avec la température.

Petek et al. [PET 09] ont comparé l’utilisation d’un poinçon rigide et d’un jet d’eau pour
mettre en forme des tôles en SPIF comme l’illustre la figure 1.59.

Figure 1.59 − Utilisation de deux outils différents : un poinçon rigide et un jet d’eau [PET 09]

Dans les deux cas, le diamètre utile est 1.6 mm. Le principal paramètre pour le jet d’eau est
la pression du jet, tandis que pour le poinçon rigide c’est sa vitesse de rotation. Les résultats
sont présentés sur la figure 1.60. La réussite des emboutis est classée en fonction du procédé
utilisé (RTSPIF : poinçon et WJSPIF : jet d’eau), de l’angle de mise en forme et de l’incrément
horizontal. Ces résultats montrent que l’utilisation d’un poinçon rigide est plus appropriée pour
des angles de mise en forme élevés et des incréments horizontaux faibles tandis que le jet d’eau
donne de meilleurs résultats pour des angles de mise en forme faibles et donc des incréments
horizontaux importants.

Le principal problème du procédé de formage incrémental par jet d’eau est le débit d’eau
utilisé [JUR 03]. La pression d’eau utilisée est d’environ 50 MPa pour un débit d’eau de 50
L/min.
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Figure 1.60 − Réussite des emboutis en fonction du procédé utilisé, de l’angle de mise en forme et
de l’incrément horizontal [PET 09]

1.4 Conclusions

Ce chapitre a présenté rapidement les différents procédés industriels de mise en forme des
tôles et posé les bases des notions de formabilité telles que les courbes limites de formage ainsi
que les différents modes de déformations rencontrés en mise en forme. Le formage incrémental
a été présenté, il s’agit un procédé de mise en forme encore en partie en développement. Il est
surtout utilisé pour des petites séries, voire des pièces uniques du fait des durées importantes
requises pour le formage, malgré une simplicité et un faible coût des outillages. Cependant, l’état
de surface et le respect de la géométrie souhaitée doivent être encore améliorés.

Un des grands intérêts du formage incrémental réside dans l’amélioration de la formabilité
des tôles par rapport aux procédés classiques comme l’emboutissage. Trois principaux méca-
nismes permettent d’expliquer les raisons de cette amélioration : le cisaillement dans l’épaisseur,
les contraintes de contact et la flexion sous traction. Ces mécanismes permettent de stabiliser
les déformations et donc d’éviter ou de retarder la striction mais également de diminuer sa vi-
tesse de croissance. L’importance de chaque mécanisme dépend des paramètres procédés utilisés
tels que l’épaisseur de la tôle, le rayon de l’outil, la lubrification et le comportement du ma-
tériau. Les mécanismes de flexion sous traction et de contraintes de contact prédisent tous les
deux que la formabilité en formage incrémental peut être améliorée en augmentant l’épaisseur
de la tôle et en diminuant le diamètre du poinçon. Cela a pour conséquence d’augmenter les ef-
forts nécessaires à la déformation plastique des tôles. Les deux conséquences sont la localisation
et la stabilisation des déformations. La localisation peut provenir d’effets géométriques ou de
l’augmentation localisée de la contrainte équivalente. La stabilisation des déformations peut être
améliorée par une réduction localisée réversible de la limite élastique ou par un mécanisme qui
empêche géométriquement la croissance de la striction.

De nombreux laboratoires à travers le monde travaillent sur le formage incrémental. Les diffé-
rentes recherches menées sur ce procédé concernent principalement des études sur les paramètres
procédés et sur la simulation du procédé de formage incrémental.
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[LAC 69] Lacombe. ”Méthode d’utilisation des grilles susceptibles d’aider l’interprétation des
emboutis.” Colloque GAMI ISMCN, mai 1969.
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[FRA 06] D. François. ”Essais d’aptitude à la mise en forme.” Techniques de l’ingénieur. Dossier
M 4162, date de parution : 03/2006.

[NAK 68] K. Nakazima, T. Kikuma et T. Hasuka. ”Study on the formability of steel sheets.”
Yawata Technical Report No. 284, 1968, pp. 140-141.

[MAR 73] Marciniak, Kuczynski et Pokora. ”Influence of the plastic proporties of a material on
the forming limit diagram for sheet metal in tension”. Journal of Mecanic Sciences 10, 1973.

[POM 95] G. Pomey et P. Parnière. ”Aptitude à l’emboutissage des tôles minces.”Techniques de
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Chapitre 2

Présentation du pilote de formage
incrémental, de la corrélation
d’images et des alliages d’aluminium

Le procédé de formage incrémental est à ce jour encore imparfaitement mâıtrisé. Générale-
ment, les machines outils à commandes numériques utilisées pour les essais sont peu instrumen-
tées, et les données concernant les essais sont peu nombreuses. Un des objectifs de cette étude
est de développer un moyen expérimental instrumenté représentatif du formage incrémental un
point (SPIF), permettant notamment l’utilisation de la mesure de champs in situ. Dans ce cha-
pitre, le pilote de formage incrémental développé au CROMeP est présenté ainsi que la mesure
de champs par corrélation d’images. Les alliages d’aluminium étudiés sont également abordés
dans ce chapitre.

2.1 Pilote de formage incrémental

2.1.1 Expression du besoin

Il est nécessaire pour cette étude de disposer d’un pilote de formage incrémental permettant
d’élaborer des pièces typiques représentatives de pièces industrielles à une échelle laboratoire tout
en étant instrumenté de manière innovante. En effet, les études bibliographiques ont montré que
la plupart des moyens d’essais de formage incrémental destinés à des études scientifiques sont
basées sur des Machines-Outils à Commande Numérique [WAT 05] au mieux instrumenté par des
capteurs d’efforts un axe ou multi-axes [JES 05C] [DUF 05] [NYA 91]. Certaines études ont égale-
ment été réalisées à partir de robots [SCH 04] [MEI 05], de machines industrielles type Amino®

[AMI 02] ou de machines spécialement développées pour le formage incrémental [ALL 05]. La
mesure de la forme des emboutis est réalisée a posteriori à partir de machine à mesurer tridimen-
sionnelle [FIL 05], ou par numérisation [AMB 04] [WAT 05]. Les épaisseurs sont les plus souvent
mesurées par découpage post mortem de la tôle. Les déformations et les champs de déformations
sont généralement mesurés à partir d’une méthode de grilles [FRA 04] [DAI 00], ou plus rarement
par corrélation d’images [WAT 05] et [VAS 09].
Dans cette étude, une des problématiques est d’analyser la validité et la pertinence de modèles
de comportement élasto-plastiques tenant compte de l’anisotropie des tôles sur des chargements
de type SPIF. Ces sollicitations génèrent des champs de déformations bien spécifiques. Il est
donc primordial de pouvoir les mesurer quelles que soient les trajectoires de l’outil. Pour cela,
un moyen de mesure mâıtrisé et accessible au laboratoire, la corrélation d’images numériques
[GAR 01] et plus spécifiquement la stéréo-corrélation d’images [GAR 01] [NAZ 05] est utilisé.
Cette technique permet d’accéder aux champs de déplacements et de déformations de surfaces.
Le système SPIF à concevoir doit donc permettre d’acquérir les efforts dans les trois directions
tout en permettant l’utilisation de la mesure de champs. Un système de caméras, solidaire du
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pilote, est donc choisi afin de mesurer les déformations de la tôle, et pour ce faire l’espace au
dessus de la tôle doit rester obligatoirement libre pour permettre le positionnement et l’utilisation
de celles-ci. Le problème des machines outils utilisées en formage incrémental est l’absence de
zone libre pour positionner les caméras. Le développement d’un pilote capable de reproduire des
trajets de chargement proches de ceux induits dans le procédé industriel et pouvant être équipé
d’un banc multi-caméras et de capteur d’efforts a donc été nécessaire. Un cahier des clauses tech-
niques particulières a été rédigé dans ce sens. La conception spécifique ainsi que la réalisation du
pilote ont été confiées à une entreprise spécialisée dans ce domaine.

2.1.2 Caractéristiques techniques du pilote

La figure 2.1 présente le modèle CAO du pilote SPIF. Son encombrement est de 1060 × 1040
× 960 mm3 et les caméras sont fixées sur un bâti en aluminium de 1000 × 1000 × 1000 mm3

(non représenté).

Figure 2.1 − Modèle CAO du pilote SPIF

La tôle est déformée à l’aide d’un poinçon de forme hémisphérique (diamètre 10 ou 20 mm)
en acier à outil (X38CrMoV5). Des guidages à billes sur rails, des vis à billes et des moteurs
brushless associés à des réducteurs sont utilisés pour le déplacement du poinçon dans les trois
directions, la gamme de vitesse est comprise entre 5 et 100 mm.s-1. De plus, le pilote est équipé
d’une cellule de forces tri axiales permettant de mesurer les efforts induits par le poinçon sur la
tôle au cours du formage. Dans la configuration actuelle, la surface de travail est de 320 × 320
mm2 et la profondeur d’embouti maximale possible est de 100 mm.

La tôle est mise en forme par le dessous, ce qui permet d’effectuer in situ des mesures de
champs de déplacements et de déformations de la tôle au cours du formage puisque toute la partie
supérieure de la tôle est optiquement accessible. Le pilote n’utilise pas de commande numérique
mais une carte d’interpolation (cf. figure 2.2)

La figure 2.3 présente le schéma cinématique de la partie relative au déplacement du poinçon.
Le poinçon (6) va déformer la tôle (5) en se déplaçant selon les axes x, y et z, grâce aux trois
liaisons glissières (1, 2 et 3).

En règle générale, les machines outils à commande numérique trois axes, type fraiseuse, ont
leur outil dirigé vers le bas, la lubrification s’effectue donc le plus souvent par le haut par le
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Figure 2.2 − Architecture du système de contrôle/commande

Figure 2.3 − Schéma cinématique du pilote SPIF

biais d’un jet d’huile fluide. Le pilote formant par le bas, il est plus difficile de réaliser ce type
de lubrification. La solution simple d’un dépôt de graisse à outil sur la tôle et le poinçon à l’aide
d’un pinceau a été retenue. Elle est acceptable puisque le pilote n’est pas destiné à la production
de pièces

2.1.3 Le serre-flan

Le maintien en position de la tôle s’effectue par des joncs de retenue (diamètre de 10 mm)
et un système de serre-flan. Quatre serre-flans constituant un cadre viennent plaquer la tôle sur
les joncs de retenue. Ils sont ensuite fixés au bâti du pilote par l’intermédiaire de cinq vis par
serre-flan avec un couple de serrage de 25 Nm. Afin d’avoir une bonne répétabilité des conditions
de bridage, ce couple est identique pour chaque essai.

49
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2.1.4 Le capteur de forces tri-axes

Le capteur de force est un capteur multi-composantes (FGP sensors, référence FN 7301-7). Il
permet de mesurer les efforts dans trois directions au cours de la mise en forme. Des simulations
éléments finis ont permis de valider l’amplitude des efforts mis en jeu lors du formage incrémental
de tôle. Ce dimensionnement a été réalisé pour des tôles en alliage d’aluminium d’épaisseur 2
mm et en alliage de titane d’épaisseur 1 mm (pour de potentielles futures études). Il a permis de
définir les efforts admissibles pour le capteur de force. Celui-ci est monté sur l’axe z en dessous
du poinçon, la gamme de mesure de ce capteur est présentée dans le tableau 2.1. Les données
concernant la résolution et les incertitudes de mesure ne sont pas disponibles. Néanmoins la
linéarité et l’hystérésis sont inférieures à ± 1% de l’étendue de mesure.

Fz Fx=Fy Moment selon les trois axes

Etendue de mesure 0-5 kN 0-2 kN 0-200 N.m

Tableau 2.1 − Caractéristiques du capteur de forces tri-axes

Les informations fournies par ce capteur peuvent être utilisées pour étudier la répartition et
l’évolution des efforts mis en jeu au cours du formage. Ces données peuvent aussi alimenter une
simulation éléments-finis d’une modélisation de la mise en forme de tôle.

Le capteur de forces peut également fournir les cœfficients de frottement à partir de l’équation
de Coulomb : efforts normaux

efforts tangentiels ce qui se traduit dans le cas de notre étude par l’équation 2.1.

√

F 2
x + F 2

y
√

F 2
z

(2.1)

Les efforts normaux (FN ) et tangentiels (FT ) appliqués sur la tôle et mesurés par le capteur
sont représentés sur la figure 2.4. Il existe un angle β entre le repère de la tôle et le repère de
mesure du capteur. Cet angle n’est pas constant et il varie au cours de l’essai. Le capteur ne
fournit donc pas les cœfficients de frottement réels, c’est pourquoi les données de frottement
fournies par le celui-ci sont appelées indice de frottement.

Figure 2.4 − Représentation des efforts normaux et tangentiels de la tôle lors de la mise en forme
par rapport aux efforts mesurés par le capteur de force

2.1.5 Interface pilote et programmation des trajectoires

La carte d’interpolation, de marque Triomotion (référence P183 PCI 208), permet d’envoyer
les ordres au système comme le montre le schéma de la figure 2.2. Le pilote est connecté à un
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ordinateur permettant la programmation des trajectoires et l’acquisition des données (forces,
vitesses, déplacements). Le logiciel de programmation est un logiciel libre, CAD2MOTION, uti-
lisant le langage TRIO BASIC. Ce logiciel permet également un interfaçage avec des applications
de FAO 2D et peut également réaliser des programmations de type 3D. L’exemple d’une pièce
volumique réalisée sur ce pilote est présenté en annexe A.

2.1.6 Le banc multi-caméras

L’ensemble des caméras est positionné de façon rigide sur un bâti au dessus de l’espace tôle +
serre-flan comme le montre la figure 2.5. Ce système multi-caméras permet l’acquisition d’images
au cours de la mise en forme de la tôle. Ces images sont ensuite traitées par corrélations d’images
afin d’obtenir des champs de déplacements et des champs de déformations, détaillés dans la
section suivante. Les caméras utilisées sont des AVT Marlin (F-145B2) équipées d’un capteur
CCD de 1

2 pouce. La résolution des images est de 1392 × 1040 pixels. Le codage du nombre
de niveaux de gris s’effectue sur 8 bits. Les objectifs utilisés sont des Fujinon 1 :1.4 de distance
focale 25 mm (référence HF 25HA-1B).

Figure 2.5 − Banc multi-caméras et pilote SPIF
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2.2 Mesure de champs par corrélation d’images

2.2.1 Corrélation d’images numériques

La technique de corrélation d’images bidimensionnelles 2D a été développée en mécanique
du solide au début des années 80 par des chercheurs de l’Université de Caroline du Sud tels
que Peters [PET 82] ou Sutton [SUT 83]. Cette technique a été étudiée et approfondie par de
nombreuses équipes, on peut citer par exemple Doumalin [DOU 00], Garcia et Orteu [GAR 01],
Hild [HIL 04] et Bornert et al. [BOR 07] [BOR 09]. Le principe de la corrélation d’images est
basé sur le fait que la déformation, au cours du temps, de la surface d’un objet est identique
à la déformation de l’image que l’on peut prendre de cet objet au cours du temps (principe de
conservation du flot optique). D’un point de vue pratique, il est nécessaire d’effectuer les étapes
suivantes :

– Acquisition d’au moins deux images numériques d’un même objet par une caméra, à au
moins deux états mécaniques différents (état initial et état déformé).

– Association des points homologues des images en se basant sur la ressemblance de leur
voisinage (codé en niveau de gris), appelé appariement temporel, suivi de pixels ou tracking
par corrélation d’images.

– Déduction du champ de déplacement des points dans les images (appelé disparité), puis
par dérivation discrète, du champ de déformation.

La mise en correspondance des images (association des points homologues) requiert :

– un certain contraste de l’image à l’échelle de la mesure
– un critère de ressemblance entre deux voisinages : définition d’une fenêtre de corrélation de

taille choisie, par exemple : 5 × 5 pixels2 (cf. figure 2.6) et d’un cœfficient de corrélation,
par exemple écarts des niveaux de gris sur les voisinages au sens des moindres carrés

– une description cinématique de la transformation locale de la fenêtre de corrélation
– en général, l’utilisation d’algorithme d’optimisation pour faire correspondre correctement

les domaines de corrélation entre image initiale et déformée, et de méthodes d’interpola-
tions robustes permettant le calcul subpixelique de la disparité.

La fenêtre de corrélation doit avoir suffisamment d’informations (zones noires et blanches)
pour pouvoir associer les points homologues. Il faut également définir le pas du maillage qui
sert à donner les points sur lesquels la corrélation sera faite (un pas de 2 pixels est présenté sur
la figure 2.6). Ce paramètre a une influence sur la taille de la zone de calcul des déformations
puisque le nombre de points permettant le calcul des déformations peut être choisi.

Les influences de la taille de la fenêtre de corrélation et de la valeur du pas sur le calcul des
déformations seront présentées dans la partie 2.2.5 concernant l’analyse des résultats fournis par
le logiciel de traitement d’images Vic-3D® [Vic3D].

De par son principe, la technique de corrélation ne peut fonctionner correctement qu’avec
des objets présentant une surface avec une texture suffisamment aléatoire. Si l’objet n’est pas
naturellement texturé ou si sa texture n’est pas suffisamment discriminante, différentes techniques
existent pour permettre l’utilisation de la corrélation : illumination de la surface avec une source
laser pour faire apparâıtre une structure granulaire (effet speckle laser) ou projection de peinture.
Un mouchetis blanc sur fond noir par projection de peinture en bombe sera utilisé dans cette
étude.

L’image initiale qui n’a subi aucune déformation est sélectionnée en tant qu’image référence.
C’est à partir de cette image référence que seront calculés les déplacements et les déformations
(description Lagrangienne du mouvement).

52



2.2. MESURE DE CHAMPS PAR CORRÉLATION D’IMAGES

Figure 2.6 − Exemple de paramètres utilisés lors du traitement par Vic-3D® [NAZ 05]

La corrélation d’images numériques est utilisée dans plusieurs domaines. Quelques applica-
tions de son utilisation dans des domaines proches de notre étude, à savoir la mise en forme de
tôles et les courbes limites de formage sont maintenant présentées.

Balland et al. [BAL 07] ont déterminé des courbes limites de formage sur des matériaux
nano-structurés. Un mini outillage d’emboutissage de type Marciniack a été réalisé et associé à
un système de mesure des déformations bidimensionnelles, appelé ”7-D” et développé par Vacher
et al. [VAC 99]. Cette association leur a permis de tracer des courbes limites de formage pour deux
alliages d’aluminium qui ont été nano-structurés par différents traitements thermo-mécaniques.
Seule la zone où la déformation est plane est analysée, ce qui reste délicat car cet essai est
tridimensionnel.

La plupart des équipes de recherche utilisent la corrélation d’images comme moyen de mesure
des champs de déformations sur des objets plans. Wattrisse et al. [WAT 01] l’ont ainsi utilisée
lors d’essais de traction sur éprouvette entaillée pour visualiser la striction, tout comme Husson
et al. [HUS 02] qui ont observé en plus la propagation des fissures.

Lecompte [LEC 07] a réalisé une synthèse de la corrélation d’images et a effectué une étude
critique de ces mesures 2D obtenues en analysant l’influence des paramètres de corrélation (taille
de la fenêtre), l’influence de la caméra et de la lentille mais aussi l’influence de la taille du
mouchetis. Ces mesures 2D de champs de déformations réalisées sur des éprouvettes cruciformes
sollicitées en traction, lui ont permis d’identifier des paramètres d’un modèle de comportement
élasto-plastique.

Belhabib et al. [BEL 05] et Haddadi et al. [HAD 07] ont également utilisé la corrélation
d’images et le logiciel ”7-D” [VAC 99] pour identifier des paramètres d’écrouissage d’un modèle
de comportement élasto-plastique tenant compte de l’anisotropie de la tôle au travers d’un critère
de plasticité de Hill.

Dawicke et al. [DAW 94] ont utilisé la corrélation d’images afin de mesurer les valeurs de
l’angle critique d’ouverture des fissures (Crack Tip Opening Angle) pendant le déchirement stable.
Ils ont étudié le comportement en déchirement stable de tôles d’aluminium 2024-T3 d’épaisseur
2.3 mm ayant initialement :

- des fissures de fatigue plates (contraintes de fatigue faibles)

- des fissures à 45° à travers l’épaisseur (contraintes de fatigue élevées)

Les longueurs des fissures mesurées à partir de la corrélation sont confirmées par les obser-
vations de ces fissures réalisées par microscopie optique.
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2.2.2 Stéréo-corrélation d’images numériques

Cette technique permet tout d’abord la mesure de la forme 3D d’un objet à partir d’une
paire d’images prise à l’aide d’un capteur composé de deux caméras liées rigidement (banc de
stéréovision) [GAR 01]. En utilisant deux caméras numériques, deux images stéréoscopiques d’un
même objet, prises sous deux angles de vue différents sont enregistrées. Si le banc est étalonné,
une information spatiale 3D est calculée par triangulation dont le principe est rappelé en figure
2.7.

La position d’un point M d’un objet dans l’espace est déterminée à partir :

– de ses projections respectives m et m’ dans les images gauche et droite, positions obtenues
par appariement entre les images gauche et droite par corrélation d’images.

– de la connaissance de la géométrie du système stéréoscopique obtenue par une procédure
de calibrage, et qui permet ensuite par triangulation de déterminer les coordonnées tridi-
mensionnelles du point M.

Figure 2.7 − Reconstruction 3D - Principe de la triangulation [GAR 01]

La mise en place de la technique de stéréo-corrélation nécessite donc deux étapes essentielles :
le calibrage des caméras et la mise en correspondance par corrélation dont le principe a été ex-
pliqué précédemment.

Le calibrage du système consiste à estimer ses paramètres intrinsèques (différents paramètres
géométriques et optiques de chaque caméra) ainsi que la position et l’orientation relative des deux
caméras entre elles : en général une rotation R et une translation t (cf. figure 2.7). Cette procédure
s’effectue de manière automatique par une méthode d’optimisation globale [GAR 01], à partir de
l’acquisition de paires d’images stéréoscopiques d’une mire vue sous différentes orientations (cf.
figure 2.8).

La stéréo-corrélation reprend ensuite le même principe que la corrélation d’images numé-
riques, son principe est résumé sur la figure 2.9. Un appariement par corrélation est réalisé entre
deux images d’un même objet mais vues par deux caméras différentes. Un appariement dit ”tem-
porel” est ensuite réalisé entre ces différentes paires d’images stéréoscopiques.

Comme pour la corrélation d’image bidimensionnelle, il existe un certain nombre d’applica-
tions de la stéréo-corrélation dans le domaine de la mise en forme de tôle. La stéréo-corrélation
permet tout d’obtenir les déplacements hors plan, elle s’avère donc très utile pour des applica-
tions concernant principalement des formes 3D.

Galanulis et al. [GAL 99] ont utilisé la stéréo-corrélation d’images afin de déterminer des
diagrammes de limites de formage (logiciel Aramis-3D). La mesure des déformations obtenue par
la stéréo-corrélation donne de meilleurs résultats et plus de données que la méthode des grilles
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Figure 2.8 − Calibrage d’un capteur de stéréo-corrélation avec deux positions de mire [GAR 01]

Figure 2.9 − Principe de la stéréo-corrélation [GAR 01]

souvent utilisée pour construire les diagrammes de limites de formage. Garcia et al. [GAR 02] ont
développé une technique afin de mesurer la forme 3D d’objet statique ou le champ de déplacement
3D d’objet déformé. Ils l’ont ensuite appliquée à la mesure de champs de déformation de tôles
mises en forme par emboutissage. L’objectif n’était pas de comparer les champs de déformations
avec d’éventuels résultats de simulations éléments finis mais bien de montrer le potentiel de leur
méthode de stéréo-corrélation

La stéréo-corrélation d’images permet également d’identifier et de valider des modèles de
comportement alimentant des codes éléments finis. Watzeels et al. [WAT 05] ont utilisé deux
caméras CCD et le logiciel Vic-3D® pour valider des simulations éléments finis de formage
incrémental un point à partir de la mesure de champs. Les résultats obtenus ont montré une
erreur de l’ordre de 50% entre les déformations calculées (code éléments finis Lagamine) et les
déformations mesurées. Pour les auteurs, cette différence peut s’expliquer par les conditions
limites imposées correspondant à un encastrement du pourtour de la tôle et qui ne sont peut
être pas exactes lors de l’essai, la différence peut également s’expliquer par les conditions de
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contact tôle/poinçon. Une autre explication non proposée par les auteurs est possible, la taille
d’un élément du maillage éléments-finis n’est peut être pas la même que celle de la zone de calcul
des déformations utilisée par Vic-3D®.

Avril et al. [AVR 08] ont associé la corrélation d’images numériques à la méthode des champs
virtuels afin d’identifier les paramètres d’un modèle élasto-visco-plastique. Deux caméras CCD
rapides et le logiciel Vic-3D® ont été utilisés pour cette identification.

Enfin il faut noter que certaines pièces de formes particulières (parois d’emboutissage impor-
tantes, creux ou bosse sur la pièce, ...) ne peuvent être totalement reconstruites en 3D à partir
de deux caméras car le champ de vue des deux caméras doit avoir une zone de recouvrement
suffisamment grande. De plus, tout problème d’occultation ou de dégradation d’une image par
rapport à son image stéréoscopique est rédhibitoire. Afin de remédier à ces manques, la corréla-
tion de quatre images obtenues au même instant par quatre caméras différentes peut être mise
en œuvre. Elle permet d’avoir un recouvrement complet (360°) de la pièce. La partie suivante
présente cette méthode.

2.2.3 Corrélation quatre caméras

Deux principales méthodes ont été développées afin d’effectuer la corrélation de quatre images
obtenues à partir de quatre caméras différentes : soit un système 4× 1 caméra est considéré, soit
un système 2× 2 caméras. Le système 4× 1 caméra utilise le principe de mâıtre/esclave. Chaque
caméra esclave est calibrée par rapport à la caméra mâıtre. Pour la corrélation, l’appariement
des points homologues des images va s’effectuer entre les images obtenues par la caméra mâıtre
et les images obtenues pour chaque caméra esclave. En théorie, ce principe peut s’appliquer à
n caméras. Le système 2 × 2 caméras utilise deux bancs de stéréovision calibrés séparément.
C’est cette méthode qui est utilisée dans cette étude. La zone de la pièce visible par chaque banc
stéréoscopique est ensuite reconstruite à partir des paires d’images stéréoscopiques par stéréo-
corrélation classique. Une portion de l’objet pour chaque banc stéréo (banc 1 et banc 2) est ainsi
obtenue comme présenté sur la figure 2.10.

Figure 2.10 − Principe de la reconstruction quatre caméras

Une étape permettant de calculer la matrice de passage entre les deux repères associés aux
deux bancs stéréoscopiques est mise en place. Elle est basée sur le calcul du champ de déplacement
de la portion de l’objet vu par le banc mâıtre (paire d’images initiales) et aussi par le banc
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esclave (paire d’images initiales considérée ici comme déformées car vues d’un autre point de
vue) sur une zone obligatoirement conjointe à l’ensemble des quatre caméras (la partie plane
de l’objet présenté en figure 2.10). La matrice de passage est ensuite appliquée à la forme 3D
et au champ de déplacements 3D qui avait été obtenu par le banc esclave. La forme totale
est donc reconstruite complètement dans un seul repère. L’inconvénient de cette méthode (par
comparaison à la méthode multi caméra globale) est qu’elle nécessite la connaissance d’une zone
de recouvrement pour l’ensemble des imageurs, ce qui peut être parfois délicat. De plus, la qualité
de la reconstruction est d’autant meilleure que la zone commune est grande.

2.2.4 Le logiciel Vic 3D

L’acquisition des images est réalisée à partir du logiciel Vic-snap. Ce logiciel permet de syn-
chroniser les caméras, de régler le temps d’intégration et la luminosité des images, etc... Il est très
important d’avoir de bonnes images afin de faciliter la corrélation. La calibration des caméras, la
corrélation d’images et le calcul des déformations sont réalisés par le logiciel Vic-3D® [Vic3D].
Lors de la calibration, des mires constituées de 9 × 9 points blancs sur fond noir sont utilisées.
Tous les points sont équidistants, cette distance et la taille des points vont dépendre de la taille
de la zone observée. Trois points sont différents et permettent de créer un repère sur la mire ce
qui permet à Vic-3D® d’estimer les paramètres intrinsèques du système ainsi que la position et
l’orientation relative des caméras entre elles. La corrélation d’images et le calcul des déformations
vont dépendre principalement de trois paramètres que sont la fenêtre de corrélation, le pas du
maillage et le filtre. Leurs influences seront abordées dans la section suivante. Le logiciel Vic-3D®

version 2007 est utilisé dans notre étude. Il peut calculer les déformations de Green-Lagrange,
d’Euler-Almansi, d’Euler-Almansi logarithmique et d’Hencky (logarithmique).

Le déplacement est défini par :

→
U (X) =

→
ϕ (X)−

→
X

On obtient ainsi : ∇
→
U= ∇

→
ϕ −I

Le tenseur gradient de la transformation F est ainsi défini égal à ∇
→
ϕ. C’est à partir de

ce tenseur gradient de la transformation que sont calculées tous les tenseurs de déformations
[FOR 08].

Le tenseur droit de Cauchy est défini par :

C = F T F

Différents tenseurs sont alors définis :
- le tenseur des déformations conventionnelles :

εc = C
1
2 − I (2.2)

Soit en 1D,

εc =
∆L

L0

- le tenseur des déformations rationnelles ou d’Hencky. Cette déformation logarithmique
est surtout utilisée dans le domaine des grandes déformations (ce qui est notre cas). :

εH =
1

2
lnC (2.3)
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Soit en 1D

εH = ln(1 + εc)

- le tenseur des déformations de Green-Lagrange :

εG.L =
1

2

(

F T F − I
)

(2.4)

soit en 1D

εG.L = εc +
ε2
c

2

- le tenseur des déformations d’Euler-Almansi :

εE.A =
1

2

(

I − F−T F−1
)

(2.5)

F−T F−1 correspond au tenseur gauche de Cauchy.

soit en 1D

εE.A = εc −
3ε2

c

2

Posons h = ∇
→
U alors F = h+I et en faisant l’hypothèse de petites déformations (∇

→
U<< 1)

on obtient :

F T F = hT h + hT + h + I = hT + h + I

On peut donc réécrire les tenseurs dans le cas des petites déformations.

– Déformations conventionnelles

εc =

√

hT + h + I − I

En posant x=hT + h et en utilisant le développement limité de (1 + x)
1
2 ≈ (1 + 1

2x) on
obtient :

εC =
1

2

(

hT + h
)

– Déformations d’Hencky

εH =
1

2
lnC =

1

2
ln(hT + h + I)

En posant x=hT + h et en utilisant le développement limité de ln(1 + x) ≈ x on obtient :

εH =
1

2

(

hT + h
)

– Déformations de Green-Lagrange

εG.L =
1

2

(

F T F − I
)

=
1

2

(

hT + h
)
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– Déformations d’Euler-Almansi

εE.A =
1

2

(

I − F−T F−1
)

En posant x=hT + h et en utilisant le développement limité de (1 + x)−1 ≈ (1 − x) on
obtient :

εE.A =
1

2

(

hT + h
)

Quelque soit le tenseur de déformation utilisé, dans les cas des petites déformations, le tenseur
s’écrit toujours sous la même forme :

ε = 1
2

(

hT + h
)

Il reste à choisir un tenseur de déformation pour ce travail. Les déformations mesurées par
corrélation d’images seront comparées à celles calculées par le logiciel éléments finis ABAQUS,
utilisé dans cette étude pour les simulations numériques. Dans le cas des grandes déformations,
ABAQUS calcule les déformations logarithmiques qui correspondent aux déformations d’Hencky.
Ainsi pour le reste de l’étude, ce type de déformations sera utilisé.

2.2.5 Analyse des données calculées par Vic-3D®

2.2.5.1 Les champs de déplacements

La résolution spatiale en déplacement, en mm, correspond à la taille de la fenêtre de cor-
rélation en pixel multiplié par le facteur d’échelle (mm/pixel) [BOR 07]. Lors des deux essais
présentés dans ce paragraphe, la taille de la fenêtre de corrélation est de 21 pixels et donc la
résolution spatiale est de 4.41 mm (grossissement de 0.21mm/pixel).

L’objectif de ce premier essai est de valider la mesure des déplacements obtenue par Vic-3D®

en les comparant avec ceux imposés par un banc d’étalonnage d’extensomètre micrométrique.
Le banc multi-caméras est positionné et fixé de façon rigide au dessus du pilote SPIF. Un objet,
sur lequel est appliquée une texture aléatoire à la bombe de peinture, est placé sur un banc
d’étalonnage d’extensomètre micrométrique (d’une résolution d’un micron) lui même posé sur le
pilote SPIF comme le montre la figure 2.11. Comme le repère associé au déplacement de l’axe
du micromètre et le repère associé à la mesure du champ de déplacement sont différents, il est
préférable de comparer les normes du vecteur déplacement, car la norme est objective vis-à-vis
des référentiels.

Vic-3D® fournit un champ de déplacement pour chaque nœud sous la forme (Ui, Vi, Wi). La

norme du déplacement
→
U est calculée par la formule suivante :

∥

∥

∥

→
U
∥

∥

∥
=
√

∑

Ui
2 +

∑

Vi
2 +

∑

Wi
2 (2.6)

Le tableau 2.2 compare les normes des déplacements imposés par le micromètre avec ceux
mesurés par Vic-3D®. L’incertitude de mesure peut être évaluée par l’écart-type sur les valeurs
de la norme du vecteur de déplacement calculée pour chaque point de l’image, environ 3 microns.

L’erreur systématique ‖Umicromètre − UVic3D‖ est proportionnelle à l’amplitude du déplace-
ment, elle peut provenir de la qualité d’impression de la mire. Le micromètre est un appareil
d’étalonnage ayant une résolution d’un micron. La moyenne de l’erreur relative moyenne est de
l’ordre de 0.22 %. Cette comparaison permet de valider la corrélation d’images comme moyen
fiable et précis de mesure de déplacements.
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Figure 2.11 − Objet moucheté fixé au micromètre

Umicromètre (mm) Umicromètre − UVic3D (mm)
écart-type sur
UVic3D (mm)

Umicromètre−UVic3D

Umicromètre
(%)

1 0.0000 0.0019 0.0000

5 0.0083 0.0024 0.1860

10 0.0263 0.0022 0.2630

15 0.0459 0.0035 0.3060

25 0.0828 0.0042 0.3312

Valeur moyenne 0.0325 0.0028 0.2168

Tableau 2.2 − Comparaison des déplacements imposés par le micromètre et ceux mesurés par
Vic-3D®

Un second essai est réalisé afin de comparer les déplacements du poinçon imposés par le
pilote et ceux mesurés par la corrélation d’images. Comme précédemment les deux repères sont
différents, la norme du déplacement est donc utilisée car elle est invariante. L’objet moucheté est
fixé cette fois sur le poinçon et un certain nombre de déplacements du poinçon sont mesurés. Le
tableau 2.3 compare les normes des déplacements imposés (poinçon) avec celles des déplacements
fournis par la corrélation d’images (Vic-3D®).

déplacements
imposés (mm)

Upoinçon − UVic3D (mm)
écart-type sur
UVic3D (mm)

Upoinçon−UVic3D

Upoinçon
(%)

U V W déplacement suivant un axe du pilote

0 0 90 0.3956 0.0051 0.4396

90 0 0 0.0012 0.0044 0.0013

-130 0 0 0.0030 0.0054 0.0023

0 0 15 0.1575 0.0054 0.1308

U V W déplacement suivant les trois axes du pilote

50 50 50 1.2042 0.019 1.3905

-70 50 20 0.8916 0.0069 1.0095

10 10 100 2.2034 0.0544 2.1817

10 10 10 0.1598 0.0103 0.9227

Tableau 2.3 − Comparaison des déplacements imposés par le pilote et ceux calculés par la
corrélation d’images

Dans le cas du déplacement du poinçon suivant un seul axe du pilote, l’erreur relative moyenne
est de 0.14 % et l’écart-type de 5 microns, le même ordre de grandeur que pour l’essai précédent.
L’erreur relative est plus importante pour des déplacements hors-plan (W). Lorsque le déplace-
ment du poinçon a trois composantes, l’erreur relative augmente et est égale en moyenne à 1.38
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% (jusqu’à 2%) tout comme l’écart-type qui atteint en moyenne 20 microns. Plus la trajectoire
du poinçon est complexe, plus l’erreur sur cette trajectoire est importante. Cette erreur entre
le déplacement du poinçon imposé et mesuré risque d’augmenter lors de la mise en forme sous
l’effet de la réaction de la tôle sur le poinçon. Cependant elle ne peut être quantifiée car lors de la
mise en forme, le déplacement mesuré est celui de la surface supérieure de la tôle et non celui du
poinçon. La trajectoire du poinçon imposée n’est donc pas forcément celle que l’on désire. Cela
peut engendrer des différences par exemple lors des comparaisons avec les simulations éléments
finis, mais cette approximation sur les conditions aux limites peut être considérée comme négli-
geable. Ces deux tests permettent de valider la corrélation d’images comme moyen de mesure de
déplacements ainsi que d’estimer l’erreur sur les déplacements du poinçon imposés par le pilote
SPIF.

La suite de l’étude concerne le calcul des déformations à partir de ces champs de déplacements.

2.2.5.2 Calcul des déformations

La taille de la fenêtre de corrélation est de 21 pixels pour un grossissement de 0.21 mm par
pixel. La résolution spatiale est donc de 4.41 mm.

Le calcul de déformations à partir du champ de déplacements est fait en post-traitement
par le logiciel Vic-3D®. Pour chaque point corrélé, un calcul numérique de dérivation dans un
repère local attaché au plan tangent à la surface de référence est réalisé. Ce calcul est effectué
sur un voisinage carré dont la taille est définie par le paramètre ”filter” dans le logiciel Vic-3D®.
Ce paramètre ”filter” définit le nombre de points corrélés choisis. Le calcul des déformations est
effectué par estimation sur ce voisinage de la transformation affine locale représentant au mieux
le déplacement local. La taille de ce voisinage correspond donc à la taille du pas, définissant la
grille de point où le calcul de corrélation est effectué, multiplié par la taille du paramètre ”filter”.
La résolution spatiale en déformation, en mm, correspond à la taille de la zone de calcul des
déformations en pixel multiplié par le grossissement. Lors des deux essais suivants le grossis-
sement est de 0.38 mm par pixel. Les deux paramètres à étudier qui influencent le calcul des
déformations sont donc la taille de la fenêtre de corrélation (subset) et la taille de la zone de
calcul des déformations (ZCε) [NAZ 05].

Une première analyse sur un champ de déformation homogène obtenue lors d’un essai de
traction est réalisée. La moyenne du champ des déformations principales maximales d’Hencky
(ε1) est utilisée. Les valeurs présentées dans le tableau 2.4 sont obtenues à partir d’une paire
d’images initiales et d’une paire d’images déformées d’une même éprouvette de traction simple
(déformations réputées homogènes) en modifiant uniquement la taille du subset et de la ZCε. Un
pas de 5 pixels est utilisé.

subset ZCε ε1 % écart-type sur ε1 %

21 25 12.0030 5.05 ×10−2

21 55 12.0029 4.88 ×10−2

21 105 12.0026 4.47 ×10−2

21 205 12.0024 3.52 ×10−2

41 25 11.9993 4.30 ×10−2

41 105 11.9988 3.78 ×10−2

Tableau 2.4 − Influence de paramètres Vic-3D® sur le calcul de champs de déformations
homogènes

Ces analyses ont été réalisées pour plusieurs niveaux de déformations (sur plusieurs images
obtenues lors de l’essai de traction). Le niveau de déformations n’a pas d’influence sur l’écart-type
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des déformations mesurées pour chaque cas (environ 4×10−2 %). La modification des valeurs de
subset et de la ZCε ne modifie guère les valeurs moyennes de déformations mais modifie l’écart-
type. L’augmentation de la taille du subset diminue légèrement l’écart-type (par moyennage du
champs de déplacements), celle de la ZCε diminue l’écart-type (par moyennage du champs de
déformations). Ces résultats confirment les résultats observés par Robert et al. [ROB 07]. Si la
ZCε tend vers l’infini l’écart-type tend vers zéro : en effet la ZCε tend vers la taille de l’AOI et
donc la déformation est calculée sur un seul élément (l’AOI). Bien évidemment, l’augmentation
de la taille du subset ou de la ZCε permettent la diminution de l’écart-type et donc des incer-
titudes de mesure au détriment de la dégradation de la résolution spatiale (perte d’information
locale), un compromis est donc nécessaire.

La même démarche est réalisée sur un champ de déformations hétérogènes. Le tableau 2.5
présente les valeurs maximales des déformations principales maximales d’Hencky. Ces valeurs sont
obtenues à partir d’une paire d’images initiales et d’une paire d’images déformées d’une pièce
volumique mise en forme par formage incrémental (déformations hétérogènes). Uniquement les
tailles du subset et de la ZCε sont modifiées. Un pas de 5 pixels est utilisé.

subset ZCε ε1 max % ε1 min %

21 25 7.10 -9.36 ×10−2

21 55 6.46 -5.30 ×10−2

21 105 4.64 -0.19 ×10−2

21 205 2.16 2.38 ×10−2

41 25 6.79 -5.50 ×10−2

41 105 4.48 1.25 ×10−2

Tableau 2.5 − Influence de paramètres Vic-3D® sur le calcul de champs de déformations
hétérogènes

Les résultats du tableau 2.5 confirme que la taille de la fenêtre de corrélation a moins d’in-
fluence que la taille de la ZCε sur le calcul des déformations. La taille du subset est à adapter à la
taille du mouchetis, elle doit avoir assez d’informations (alternance de zones blanches et noires)
pour pouvoir associer les points homologues. L’augmentation de la taille de la ZCε diminue ε1.
En effet en augmentant la taille de la zone, le calcul de la valeur de la déformation est moyenné.
Le pas et le filtre déterminent la taille de la zone de calcul et donc la valeur des déformations.
Pour pouvoir comparer les déformations mesurées par Vic-3D® et celles obtenues par les calculs
éléments-finis, il est donc nécessaire d’avoir des zones de calcul des déformations pour Vic-3D®

de taille identique à la taille des éléments de la simulation, et donc de régler la taille du pas et
du filtre.

Le calcul des déformations est réalisé en post-traitement, or la taille du filtre qui se choisit
également en post-traitement va déterminer la taille de la zone de calcul des déformations dans
Vic-3D®. C’est donc surtout ce paramètre qui sera prépondérant dans l’obtention de ZCε équi-
valente à la taille des éléments choisie lors des simulations numériques.

2.2.5.3 Les incertitudes sur la mesure des déformations

La manière naturelle pour appréhender ces incertitudes est de mesurer un champ de défor-
mation sur un objet n’en présentant pas, soit parce qu’il est immobile, soit parce qu’il décrit un
mouvement de solide rigide. Pour l’étude suivante, la taille du subset est de 21 pixels et la ZCε
de 25 pixels.

Une série de vingt paires d’images d’une pièce qui ne subit aucun déplacement ni aucune
déformation est prise. La déformation principale maximale est ensuite calculée sur cette série
d’images. Une déformation moyenne de 2.19×10−6 et un écart-type de 9.41 ×10−5 sont obtenues.
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Une autre série de vingt paires d’images d’une pièce qui ne subit aucune déformation mais
juste des déplacements de solide rigide et des rotations dans le plan est prise. La déformation
principale maximale est calculée sur cette nouvelle série d’images. Une déformation moyenne de
1.05×10−5 et un écart-type de 3.78 ×10−4 sont obtenues.

Lors du calcul des déformations, l’erreur de mesure systématique (déformation moyenne) est
de l’ordre de 10−5 et l’erreur aléatoire (écart-type) de l’ordre de 10−4. Ces valeurs sont très faibles
en comparaison du domaine des grandes déformations dans lequel se situe ce travail (mise en
forme de tôles). Une attention particulière doit être cependant focalisée sur les mesures locales
de la déformation, car les champs de déformations en formage incrémental sont généralement
fortement hétérogènes.

2.3 Alliages d’aluminium

Cette partie présente les caractéristiques métallurgiques et mécaniques des alliages d’alumi-
nium en général puis se focalise sur les différents alliages utilisés lors de cette étude. Les alliages
étudiés sont le EN AW-2024T3, le EN AW-5086H111 et un aluminium-lithium, trois alliages aux
caractéristiques métallurgiques et mécaniques très différentes. Dans la suite de cette étude, ces
trois alliages d’aluminium seront respectivement nommés : 2024-T3, 5086-H111 et Al-Li.

2.3.1 Généralités

L’aluminium est un métal dont la structure est et reste cubique à faces centrées pour toute
température inférieure à sa température de fusion (660°C). Il est particulièrement apprécié pour
certaines de ses caractéristiques :

– sa faible masse volumique ; 2.7 kg.dm−3

– sa faible résistivité électrique ; 0.0265 µΩ.m à 20°C
– sa forte conductivité thermique ; 237 W.m−1.K−1

– sa bonne résistance à certaines corrosions et notamment à la corrosion atmosphérique

Cependant l’aluminium pur a de très mauvaises performances mécaniques. Les éléments d’al-
liage permettent d’augmenter les caractéristiques mécaniques. Ces alliages sont, du point de vue
de leur composition chimique définis par les critères suivants :

– l’aluminium prédomine en masse sur chacun des éléments d’alliage
– la teneur totale des éléments d’alliages dépasse 1%
– la teneur en masse de chaque élément doit être supérieure à 0.1% (Fe+Si>1%)

Le durcissement des alliages d’aluminium peut être obtenu de deux manières. La première
consiste à écrouir le matériau (possible compte tenu de la grande plasticité initiale de l’alumi-
nium due à sa structure CFC). La seconde repose sur l’apparition de précipités. Les propriétés
chimiques de l’aluminium impliquent que la phase durcissante peut se trouver sous deux formes :

– une solution solide de l’aluminium dans l’élément d’alliage (par exemple alliage Al-Zn)
– un composé intermétallique formé à partir de l’élément d’alliage (par exemple alliage Al-Cu

avec le précipité Al2Cu)

2.3.2 Désignation normalisée des alliages d’aluminium

Les principaux éléments d’alliage introduits dans l’aluminium sont présentés dans le tableau
2.6. Ces éléments peuvent être ajoutés seuls ou associés. A partir de la norme NF EN 573, le
nom d’un alliage d’aluminium permet de connâıtre la nature de l’élément d’alliage (cf. tableau
2.6).

Le 2nd chiffre peut correspondre à 0 s’il s’agit du métal original où de 1 à 9 si l’alliage présente
des particularités (pureté d’un aluminium non allié, variante d’un alliage, ...). Les 3éme et 4éme
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1er chiffre élément(s) d’alliage mode de durcissement

1*** sans (Al > 99%) non trempants (écrouissage)

2*** cuivre durcissement structural

3*** manganèse non trempants (écrouissage)

4*** silicium durcissement structural

5*** magnésium non trempants (écrouissage)

6*** magnésium + silicium durcissement structural

7*** zinc durcissement structural

8*** autres éléments

Tableau 2.6 − Récapitulatifs sur les alliages d’aluminium [BAI 00]

chiffres servent à identifier les alliages d’une même famille.

2.3.3 Différents modes de durcissement des alliages d’aluminium

Les alliages sont ensuite classés par mode de durcissement (cf. tableau 2.6) :

– les alliages dits non-trempants (ne durcissant pas par traitement thermique)
– les alliages dits à durcissement structural (durcissement par traitement thermique)

Les alliages dits non trempants sont durcis par écrouissage. Ils peuvent être utilisés à
l’état non écroui mais leurs performances mécaniques sont faibles. Ils ont une limite élastique
conventionnelle (Rp0,2) variant de 40 à 160 MPa et un allongement (A%) de 18 à 30%. A l’état
écroui la limite élastique augmente avec l’écrouissage tandis que la ductilité diminue (Rp0,2 va-
riant de 180 à 400 MPa et A% de 3 à 5%). Pour augmenter la ductilité, un début de restauration
peut être effectué, permettant une variation de Rp0,2 de 140 à 200 MPa et de l’allongement de 5
à 8%.

Le durcissement structural correspond à un durcissement par précipitation qui exige que
soient introduits dans l’alliage des éléments susceptibles d’être mis en solution solide à haute
température mais qui sont insolubles ou très faiblement solubles à température ambiante. Le
durcissement est alors obtenu à l’aide d’un traitement thermique qui est composé de trois étapes.
Tout d’abord une étape de chauffage pour mettre en solution le ou les élément(s) d’alliage qui
participent à la formation des précipités. Ensuite un refroidissement assez rapide (trempe à l’eau
à 20°C) pour empêcher toute précipitation et permettre ainsi de conserver les éléments d’addition
en sursaturation dans l’aluminium (en vue d’une précipitation réalisable ultérieurement et d’une
manière contrôlée par revenu). Pour finir une opération de durcissement est réalisée, elle peut
prendre deux formes : la maturation (ou mûrissement) et le revenu, comme l’illustre la figure
2.12.

– durcissement par maturation : à température ambiante, la solution solide sursaturée a la
possibilité d’évoluer. Les éléments d’alliage en sursaturation diffusent vers les défauts du
réseau, essentiellement vers les dislocations. En se rassemblant, ils forment autour de ces
dernières des ”nuages” d’atomes de soluté (zones de GUINIER-PRESTON) qui rendent
leurs déplacements ultérieurs plus difficiles, un durcissement important apparâıt en l’ab-
sence de toute précipitation. Ce durcissement s’établit assez lentement (quelques jours pour
des alliages de la série 2*** à quelques mois pour des alliages de la série 7***).

– le revenu : réchauffage à températures variables en fonction des alliages entre 100 et 200°C
(de 5 à 24 heures). Cette opération a pour but de précipiter la phase durcissante. Quand
la température de revenu est abaissée le temps nécessaire pour atteindre le durcissement
maximum crôıt et, simultanément le niveau maximum du durcissement augmente. Des
revenus longs à des températures relativement basses seront préférés.
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Figure 2.12 − Cycles de traitement thermique des alliages d’aluminium [BAI 00]

Certains alliages subissent parfois un léger écrouissage (quelques %) après la trempe et avant le
revenu. Ce traitement apporte un petit supplément de durcissement si le revenu ne provoque pas
une restauration totale et si l’écrouissage n’engendre pas une précipitation trop grossière.

2.3.4 Désignations codifiées des états métallurgiques des alliages d’aluminium

La norme NF EN 515 ([MUR 04]) définit la désignation symbolique des états métallurgiques
de l’aluminium et de ses alliages. Les états recuits, symbole O avec, notamment, O1 recuit
à haute température et refroidissement lent. Les états écrouis, symbole H peuvent être brut
d’écrouissage (symbole H1) ou écroui et partiellement restauré (symbole H2). Le symbole est
suivi d’un chiffre (de 1 à 9) qui caractérise le niveau de durcissement dû à l’écrouissage (9 le
plus dur). Des chiffres supplémentaires complètent la désignation et traduisent des différences
sensibles au niveau des caractéristiques acquises. Les états obtenus par traitement thermique,
symbole T, sont nombreux :

– T1 refroidi après mise en forme à chaud et mûri
– T2 refroidi après mise en forme à chaud, écroui et mûri
– T3 mis en solution, écroui et mûri
– T4 mis en solution et mûri
– T5 refroidi après mise en forme à chaud et mûri
– T6 mis en solution et revenu
– T7 mis en solution et sur-revenu
– T8 mis en solution, écroui et revenu
– T9 mis en solution, revenu et écroui

Les symboles sont généralement suivis par des chiffres supplémentaires qui complètent la dé-
signation et traduisent des différences sensibles au niveau des caractéristiques acquises.
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2.3.5 Présentation des alliages d’aluminium étudiés

Dans le cadre de ces travaux, deux types d’alliages fournis par la société AIRBUS sous forme
de tôles ont été étudiés. Il s’agit des alliages 2024-T3, 5086-H111 et d’un alliage Al-Li fourni par
la société CRYOSPACE.

Des observations sur des tôles avant mise en forme ont été réalisées à l’aide d’un microscope
optique sur les trois alliages étudiés afin d’avoir une idée de la microstructure de ces alliages.
L’attaque chimique des échantillons est réalisée au réactif de Keller est permet de révéler les
grains.

Concernant l’alliage 2024-T3, des observations au MET (Microscope Electronique à Transmis-
sion) ont également été réalisées au C.E.M.E.S à Toulouse (Centre d’Elaboration de Matériaux et
d’Etudes Structurales). Dans ce cas, le contraste des images repose sur l’interaction des électrons
avec les plans atomiques de la structure cristalline. Un système de lentilles électromagnétiques
permet de dévier ou de focaliser le faisceau d’électrons sur un échantillon suffisamment mince. Les
principaux avantages de la microscopie électronique en transmission sont d’une part sa très grande
résolution dans l’espace réel pouvant atteindre l’échelle atomique, avec des agrandissements va-
riant de 103 à 106. Son second avantage réside dans la possibilité de combiner l’information
obtenue dans l’espace réel en mode image avec l’information obtenue dans l’espace de Fourier
(ou réciproquement) en mode diffraction. De plus la nature de l’interaction électron-matière per-
met de coupler les études structurales ou morphologiques à des études de composition chimique
[VID 06]. Dans notre cas, ces observations permettent de mettre en évidence les précipités et les
dislocations de la tôle à l’état non-déformé.

2.3.5.1 L’alliage d’aluminium 2024-T3

Cet alliage est un alliage Al-Cu (4.3% Cu, 1.5% Mg, 0.6% Mn). Le durcissement structural
de la série 2***, qui est dû à la précipitation de formes transitoires des composés d’équilibre
CuAl2 et CuMgAl2, leur confère d’excellentes propriétés mécaniques. L’addition de silicium et de
manganèse, à des teneurs inférieurs à 0.8%, favorise la formation de composés quaternaires qui,
par dispersion, améliorent les propriétés de la matrice. Les alliages de la série 2*** sont utilisés
principalement pour leurs bonnes propriétés mécaniques, ils ont une résistance médiocre à la cor-
rosion et sont difficilement soudables. Les zones adjacentes aux cordons de soudure subissent un
recuit lors du cycle thermique imposé par le soudage, leurs propriétés mécaniques s’en trouvent
considérablement affaiblies. L’alliage 2024-T3 est utilisé dans l’aéronautique principalement pour
sa tolérance aux dommages. Il est utilisé pour le fuselage des aéronefs.

La morphologie et les dimensions des grains du 2024-T3 sont illustrées sur la figure 2.13.
Ces grains apparaissent homogènes et de faible épaisseur. Leurs dimensions sont d’environ 80 à
100 µm de longueur (selon la direction de laminage), 60 à 80 µm de largeur (selon la direction
transverse) et 20 µm d’épaisseur (selon la direction normale). Ces grains sont légèrement allongés
dans la direction de laminage. La figure 2.14 montre la microstructure du 2024-T3 de la face 1
pour un grossissement de 500. Les observations au microscope optique permettent essentiellement
de caractériser la morphologie des grains.

Les observations au MET ont été effectuées en microscopie conventionnelle en employant
deux modes d’observations : mode image et mode diffraction afin d’étudier plus précisément les
grains, les joints de grains et l’arrangement des dislocations. La technique d’imagerie en champ
clair et en champ sombre a permis, quant à elle, de vérifier la présence ou non de plusieurs phases
dans le matériau. Les études au MET ont été réalisées sur des échantillons issus de la face 1.

Les images des figures 2.15 et 2.16 illustrent la microstructure de l’échantillon avant défor-
mation : on observe notamment des joints de grains bien définis, une distribution homogène d’un
grand nombre de précipités manométriques, des dislocations individuelles facilement observables
ainsi que des boucles de dislocations. Les précipités dont les dimensions sont d’environs 50 nm
de largeur et 200 nm de longueur, correspondent vraisemblablement et d’après la littérature, à
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Figure 2.13 − Morphologie des grains observés au microscope optique selon trois directions

Figure 2.14 − Grains observés au microscope optique pour un grossissement de 500 sur la face 1

des phases de type CuMgAl2 [GEN 04]. Ils se présentent sous forme de bâtonnets allongés le long
des directions <001>Al de la matrice et jouent un rôle important dans le durcissement de cet
alliage. Soit leur section transverse soit leur coupe longitudinale est observée.
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Figure 2.15 − Images MET mettant en évidence des grains, joints de grain et une forte densité de
précipités durcissant (a), des précipités et boucles de dislocations (b)

Figure 2.16 − Images MET en champ clair (a) et en champ sombre (b) mettant en évidence la
présence des précipités allongés selon la direction <100> de la matrice d’aluminium

2.3.5.2 L’alliage d’aluminium 5086-H111

Cet alliage est un alliage Al-Mg (moins de 4% de magnésium). La majeure partie du ma-
gnésium se retrouve en solution solide et le reste sous forme de composé Mg2Al3. Ces alliages
ne sont pas sujets au durcissement structural, cependant, surtout pour les alliages écrouis, un
séjour prolongé à la température ambiante ou à une température un peu plus élevée provoque une
précipitation de Mg2Al3 aux joints de grains, ce qui a des conséquences néfastes sur la résistance
à la corrosion. Ces alliages sont donc soumis, après écrouissage, à un recuit de stabilisation qui
supprime cette instabilité métallurgique. L’état H111 est un état obtenu à la suite d’un léger
écrouissage après recuit, écrouissage qui donne un durcissement suffisant pour que les propriétés
du métal ne soient plus celles de l’état recuit sans que, toutefois, elles atteignent le niveau de celles
correspondant à l’état H11. Les alliages de la série 5*** sont utilisés pour les caractéristiques
suivantes :

– leur résistance mécanique moyenne, qui peut être améliorée par écrouissage aux dépens de
leur ductilité

– leur grande aptitude aux transformations à chaud (filage, forgeage) et à froid, à l’état recuit
(emboutissage, cintrage, etc.)
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– leur excellente soudabilité
– leur très bonne résistance à la corrosion, qu’on peut encore améliorer par anodisation
– la qualité de leurs états de surface après polissage et anodisation.

L’alliage 5086-H111 est réputé pour ses bonnes propriétés super-plastiques. Il est surtout uti-
lisé pour les pièces de liaisons des aéronefs.

La figure 2.17 présente la microstructure du 5086-H111 observée au microscope optique pour
un grossissement de 500 sur les faces 1 et 2 présentés sur la figure 2.13. Les zones noires sont
des précipités de Mg2Al3 qui se forment au niveau des joints de grains. Les zones blanches
correspondent aux grains que l’on peut deviner, leurs tailles varient entre 20 et 50 µm.

(a) (b)

Figure 2.17 − Grains de l’alliage 5086-H111 observés au microscope optique pour un
grossissement de 500 sur la face 1 (a) et sur la face 2 (b)

2.3.5.3 L’alliage d’aluminium-lithium

Les alliages Al-Li (aluminium lithium) peuvent contenir jusqu’à 2.5 % de lithium, auquel le
cuivre est ajouté comme élément d’alliage (environ 2.7%). Le lithium est le métal le plus léger,
avec une masse volumique de 0.534 kg.dm−3 et il est le solide ayant la plus grande chaleur mas-
sique. L’ajout de lithium permet d’obtenir un alliage de faible poids (masse volumique de 2.53
kg.dm−3), hautement résistant aux contraintes, avec généralement de meilleures caractéristiques
que les alliages à base d’aluminium. Cependant l’élaboration des alliages Al-Li est plus difficile
que celle des alliages d’aluminium conventionnels notamment au stade de fusion et de coulée
à cause de la grande réactivité du lithium vis-à-vis de l’oxygène et de l’eau. Cette difficulté se
retrouve également au stade de la transformation car les alliages Al-Li à l’état solide sont beau-
coup plus sensibles à l’oxydation et à la carbonatation que les alliages conventionnels. Il est donc
nécessaire de respecter des gammes de fabrication complexes afin d’assurer la qualité de l’état
de surface et de minimiser l’appauvrissement en lithium de la couche superficielle des produits
minces [DEV 92]. Cet alliage pourrait être utilisé chez CRYOSPACE pour réaliser la structure
des réservoirs de fusées Ariane.

La figure 2.18 présente la microstructure de l’Al-Li observée au microscope optique pour
un grossissement de 500 sur les faces 1 et 2 présentés sur la figure 2.13. Les taches blanches
proviennent de l’attaque chimique et ne font pas partie de la microstructure. Les grains sont très
allongés (supérieur à 500 µm), leurs hauteurs varient entre 10 et 80 µm. La microstructure donne
l’impression d’une succession de couches.
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(a) (b)

Figure 2.18 − Grains de l’alliage Al-Li observés au microscope optique pour un grossissement de
500 sur la face 1 (a) et sur la face 2 (b)

2.3.6 Bilan sur les alliages d’aluminium présentés

Ce bilan concerne l’ensemble des alliages d’aluminium, leurs désignations normalisées, leurs
différents modes de durcissement et la désignation codifiée des différents états métallurgiques.
Trois alliages très différents de par leurs compositions chimiques, leurs modes de durcissement,
leurs microstructures et leurs propriétés mécaniques sont étudiés.

Le 2024-T3 est un alliage Al-Cu a durcissement structural possédant d’excellentes propriétés
mécaniques et est utilisé dans l’aéronautique pour sa tolérance aux dommages.

Le 5086-H111 est un alliage Al-Mg non sujet au durcissement structural. Cet alliage possède
une grande aptitude aux transformations à chaud et à froid et une excellente soudabilité, on le
retrouve dans les pièces structurales des aéronefs.

Le dernier alliage est un Al-Li utilisé par CRYOSPACE pour réaliser la structure des réservoirs
des fusées Ariane. Ces alliages sont plus légers dû à l’apport du Lithium et ont une haute
résistance aux contraintes. Cependant leur élaboration est difficile.

2.4 Conclusions

Ce chapitre 2 présente les équipements et moyens mis en place dans le cadre de notre étude.
Tout d’abord, la conception et la réalisation d’un pilote de formage incrémental. Ce pilote est
équipé d’un capteur de forces tri-axes et, contrairement aux machines-outils généralement uti-
lisées pour les études sur le procédé de formage incrémental, déforme la tôle par la bas. Cette
singularité permet de libérer tout l’espace au dessus de la tôle afin d’y installer un banc multica-
méras. Ce banc permet d’utiliser la mesure de champs par stéréo-corrélation d’images numériques.
La stéréo-corrélation d’images permet de mesurer des champs de déplacements et de déformations
d’une tôle au cours de sa mise en forme. L’utilisation de quatre caméras permet de reconstruire
en 3D une pièce complexe mise en forme par le pilote SPIF et d’obtenir les champs de dépla-
cements et de déformations associés. Dans notre étude, les déformations mesurées par Vic-3D®

seront les déformations d’Hencky. Lors de la présentation de résultats de déformations mesurées
par Vic-3D®, il est important de préciser la taille de la fenêtre de corrélation et surtout la taille
de la zone de calcul des déformations. En effet, dans l’optique de comparer des champs de défor-
mations mesurées par Vic-3D® et calculées par simulations éléments-finis (logiciel ABAQUS), il
est nécessaire que la taille de la zone de calcul des déformations soit équivalente à la taille d’un
élément du calcul éléments finis dans le cas d’éléments linéaires (déformations constantes par
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élément).
Ce pilote instrumenté d’un capteur d’efforts et du banc multicaméras est utilisé dans le

chapitre suivant afin d’étudier le procédé de formage incrémental un point (SPIF). Les influences
de la méthode de mise en forme et de la taille des incréments verticaux sur les pièces formées
sont notamment abordées. La diffusion de la chaleur dans la tôle lors d’un essai de formage
incrémental et la formabilité des tôles sont également étudiés. Parmi les alliages présentés dans
ce chapitre, l’alliage 2024-T3 sera principalement utilisé mais le 5086-H111 sera également étudié
et sa formabilité sera comparée à celle obtenue sur l’alliage 2024-T3. L’Al-Li quant à lui, n’étant
pas fourni sous forme de tôle, ne sera utilisé que dans le cadre de l’étude sur les critères de
plasticité anisotrope présentée dans le chapitre 4.
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stéréo-corrélation d’images”. Thèse de l’Institut National Polytechnique de Toulouse
(France), (2001).

73



BIBLIOGRAPHIE
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[BAI 00] J.P. Bäılon, J.M. Dorlot. ”Des matériaux, troisième édition”. Edité par les Presses
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Doctorat de l’Institut National des Sciences Appliquées de Toulouse (2006).
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niques de l’ingénieur. Dossier M 440, Traité Matériaux Métalliques, date de parution : 10
juillet 1992.

75



BIBLIOGRAPHIE

76



Chapitre 3

Analyse du procédé de formage
incrémental à l’aide du pilote SPIF
et de la corrélation d’images

Le chapitre 2 a présenté les moyens mis à notre disposition pour l’étude du procédé de formage
incrémental. Ces outils sont le pilote SPIF développé au sein du CROMeP, équipé d’une cellule de
forces tri-axes et d’un banc multicaméras qui associé au logiciel de corrélation d’images Vic-3D®

permet d’acquérir des champs de déplacements et de déformations.

Dans une première partie, les effets thermiques induits lors de la mise en forme de tôle ont
été étudiés à l’aide d’une caméra infra-rouge. Ensuite, l’influence de paramètres procédés tels que
la taille de l’incrément vertical (∆z), la trajectoire du poinçon et la méthode de mise en forme
ont été analysés. Enfin, des essais consacrés à la caractérisation de la formabilité des tôles en
formage incrémental un point sont réalisés. Les paramètres analysés sont la taille des incréments
verticaux, la nuance de l’alliage d’aluminium et le diamètre du poinçon.

Les essais sont réalisés sur des tôles d’alliage d’aluminium 2024-T3 d’épaisseur 1 mm avec un
poinçon hémisphérique de 10 ou 20 mm de diamètre.

3.1 Diffusion de la chaleur lors d’un essai de formage incrémental

Les lois de comportement généralement utilisées en formage incrémental sont des modèles
élasto-plastiques ne prenant pas en compte les effets liés à la température considérant l’élévation
de température lors du formage incrémental négligeable et non prise en compte dans les modèles.
L’objectif de cette partie est de quantifier l’élévation de température due aux frottements du
poinçon sur la tôle lors de la mise en forme. Une caméra infrarouge est utilisée lors des essais
pour mesurer les températures. Il s’agit d’une caméra Agema 880 LW fonctionnant dans la
bande spectrale 8-12 µm et refroidie par cycle Stirling. Elle permet d’obtenir une cartographie
non intrusive des températures sur l’ensemble de la plaque. La résolution des images est 280
× 280 points (chaque point étant codé sur 12 bits). La gamme de mesure utilisée est 0-170°C
(étalonnée sur corps Noir Landcal 550). Des chemins de chargements simples ont été réalisés afin
d’évaluer l’influence de certains paramètres sur l’élévation de chaleur. Le dessus de la tôle mise
en forme a été peint en noir afin d’imposer son émissivité (ǫ=0.91). C’est le paramètre le plus
influant pour la mesure des températures. Peindre en noir la tôle permet de rendre l’émission
de la plaque homogène et peu sensible aux reflets extérieurs. La température ambiante lors des
essais est de 20.9°C. Les températures indiquées sont des températures vraies mesurées sur la
tôle noire.
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3.1.1 Evolution de la température au cours de la mise en forme d’un cercle

Un cercle de diamètre 100 mm et d’une profondeur d’embouti de 24 mm a été réalisé. La
vitesse de déplacement du poinçon est de 15 mm.s−1. Les images de la figure 3.1 représentent
le gradient de température autour du poinçon (a, b, c) ainsi que la rupture de la pièce (d) lors
de la mise en forme du cercle. La température maximale atteinte à la surface de la tôle est de
34.5°C et est illustrée par la zone rouge de l’image 3.1 (c). Cette zone correspond au contact
du poinçon sur la face inférieure de la tôle. A la rupture de la tôle, la température est dissipée
immédiatement est redescend vers 25°C. Les images montrent bien le gradient de température
généré par le contact du poinçon avec la tôle qui a la forme d’un arc de cercle.

(a) (b)

(c) (d)

Figure 3.1 − Evolution de la température de la tôle lors de la mise en forme d’une pièce

La longueur de diffusion, L(t), permet d’estimer la zone affectée par l’élévation de température
liée au frottement. Elle est obtenue par l’équation suivante :

L(t) ∼
√

αt avec α =
λ

Cpρ
(3.1)

t : temps (s)
α : cœfficient de diffusion
λ : conductivité thermique (237 W.m−1.K−1)
Cp : chaleur massique spécifique (897 J.kg−1.K−1)
ρ : masse volumique (2700 kg.m−3)

La longueur de diffusion instantanée (à t=1 s) est de 9.9 mm sur la surface de la tôle au
contact du poinçon. Cette valeur est d’un ordre de grandeur qui correspond aux observations
réalisées sur la figure 3.1(a).
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3.1. DIFFUSION DE LA CHALEUR LORS D’UN ESSAI DE FORMAGE INCRÉMENTAL

La partie suivante s’intéresse à l’influence de la vitesse de déplacement du poinçon et de la
lubrification du contact tôle/poinçon sur l’élévation de la température lors de la mise en forme
de tôle. Pour les deux études, le trajet du poinçon, illustré par la figure 3.2, est le même. Il
consiste à effectuer quatre segments de 100 mm (deux aller-retour AB) en augmentant à chaque
passage l’incrément vertical (∆z) de 4 mm. Ce trajet de chargement permet de voir l’évolution
de la température en fonction du nombre d’incréments et de la hauteur d’embouti.

Figure 3.2 − Trajectoire du poinçon pour les des essais comparant les vitesses de déplacement du
poinçon et l’influence de la lubrification

3.1.2 Influence de la vitesse de déplacement du poinçon sur l’élévation de la
température

Deux vitesses de déplacement horizontal du poinçon sont utilisées (5 et 25 mm.s−1). L’objectif
est de comparer les températures maximales atteintes à la surface de la tôle en fonction de la
vitesse de déplacement horizontal du poinçon. Les données présentés dans le tableau 3.1 ont été
mesurés pour chaque passage du poinçon. La température indiquée est la température maximale
relevée pour chaque incrément. L’indice de frottement est la moyenne du frottement lors du
passage du poinçon à incrément constant.

influence vitesse
∆z

température
V=5 mm.s−1 V=25 mm.s−1

4 mm 21.8°C 21.9°C
8 mm maximale 22.5°C 24.0°C
12 mm 23.4°C 26.9°C
16 mm 25.1°C 34.2°C

∆z
indice4 mm 0.233 0.180

8 mm de frottement 0.229 0.177
12 mm moyen 0.274 0.258
16 mm 0.342 0.299

Tableau 3.1 − Influence de la vitesse de déplacement horizontal du poinçon sur l’élévation de la
température de la tôle et sur l’indice de frottement

L’élévation de la vitesse entrâıne une légère diminution des frottements mais une augmenta-
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tion de la température. En théorie, une augmentation de l’indice de frottement devrait entrâıner
une augmentation de la température. Le phénomène inverse se produit ici. Plusieurs hypothèses
pourraient expliquer ce phénomène :

– La première concerne la température, le poinçon se déplaçant plus vite, va revenir plus
rapidement au contact de la même zone. Cela aura pour effet de laisser moins de temps
à la tôle pour dissiper la chaleur, et donc d’obtenir sur cette zone une température plus
élevée.

– L’autre hypothèse consiste à estimer que pour une vitesse plus élevée, le comportement de
la graisse devient hydrodynamique, la lubrification entre la tôle et le poinçon devient ainsi
meilleure ce qui expliquerait que l’indice de frottement diminue.

3.1.3 Influence de la lubrification entre la tôle et le poinçon sur l’élévation de
la température lors de la mise en forme de tôle

Cette partie s’intéresse à l’influence de la lubrification entre la tôle et le poinçon sur l’élévation
de la température lors de la mise en forme de tôle. Dans un cas, la tôle est lubrifiée à l’aide de
graisse tandis que dans l’autre cas le poinçon en acier est directement au contact de la tôle
en aluminium. La vitesse de déplacement du poinçon est de 25 mm.s−1. La plupart des auteurs
travaillent avec des vitesses de déplacement du poinçon comprises entre 16 et 25 mm.s−1 [JES 04]
[FIL 05] [ATT 07] [AMB 07]. Les données présentées dans le tableau 3.2 sont comparées avec les
résultats obtenus à partir d’un essai utilisant la même trajectoire de poinçon (cf. figure 3.2) et
la même vitesse. Seules les conditions de contact poinçon/tôle sont différentes. Les résultats du
tableau 3.2 présentent la température maximale atteinte à la surface de la tôle et l’indice de
frottement pour deux essais avec et sans lubrification.

influence lubrification
∆z

température
sans avec

4 mm 24.2°C 21.9°C
8 mm maximale 29.0°C 24.0°C
12 mm 39.8°C 26.9°C
16 mm 51.3°C 34.2°C

∆z
indice4 mm 0.556 0.180

8 mm de frottement 0.643 0.177
12 mm moyen 0.714 0.258
16 mm 0.794 0.299

Tableau 3.2 − Influence de la lubrification sur l’élévation de la température de la tôle

Sans lubrification, le frottement est plus important, le poinçon endommage la tôle et la chaleur
atteinte est de 51.3°C. Ce cas de mise en forme est un cas critique que nous ne rencontrerons
pas dans cette étude. Néanmoins, c’est pour ces cas critiques de formage que les températures
atteintes seront les plus importantes. Cette température est mesurée sur une plaque peinte en noir.
Le paragraphe suivant présente une méthode permettant de calculer la température théorique
atteinte pour une tôle nue sans peinture.

3.1.4 Calcul de la température théorique d’une tôle sans peinture

L’objectif est de déterminer la température théorique atteinte pour une tôle nue sans peinture
(émissivité de 0.1) dans un cas de mise en forme sans lubrification. La tôle est soumise à de la
convection et du rayonnement [BIA 04]. Un modèle isotherme de régime stationnaire est choisi
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afin de calculer la densité de flux (q) émis par la tôle. Dans un premier temps la densité de flux
est calculée pour une plaque noire dont l’émissivité est égale à 0.91. La loi de Newton est utilisée :

q =
φ

S
= hc(T∞ − Tref ) + ǫσ(T 4

∞ − T 4
ref ) (3.2)

φ : flux émis par la tôle (convection + rayonnement) (W)
S : surface de la tôle (0.4 × 0.4 m2)
σ : constante de Stefan-Boltzmann (5.67 × 10−8 W.m−2.K−4)
T∞ : 51.3°C température maximale atteinte
Tref : 20.9°C
ǫ : émissivité (0.91)
hc : cœfficient d’échange thermique
hc peut s’exprimer de façon simple à l’aide de l’équation 3.3 issue de la littérature [CAB 89] pour
le cas d’une plaque considérée comme horizontale et dissipant par la surface du haut (qui est non
confinée).

hc = 1.32

(

T∞ − Tref

L

)0.25

≈ 3.9W.m−2.K−1 (3.3)

L : longueur caractéristique (0.4 m)

A partir de l’équation 3.2 et des données précédentes, la densité de flux est calculée et est
égale à 1896 W.m−2. La température théorique atteinte pour une tôle nue est donc obtenue à
partir de cette valeur de densité de flux et en modifiant la valeur de l’émissivité pour une tôle nue
(ǫ=0.1) dans l’équation 3.2. La température atteinte pour un essai sans lubrification est donc de
86°C.

3.1.5 Conclusion sur l’étude de la diffusion de la chaleur lors d’un essai de
formage incrémental

Dans le cas le plus défavorable d’une mise en forme sans lubrification, la température théo-
rique maximale de la surface de la tôle opposée au poinçon est d’environ 86°C à un instant donné.
Cette température peut être légèrement supérieure sur la surface inférieure de la tôle au contact
du poinçon. Comme on s’y attendait, les résultats montrent bien que la température atteinte
ne justifie pas l’utilisation d’un modèle de comportement de l’aluminium élasto-viscoplastique
pour modéliser le procédé de formage incrémental [VAN 07] [OLE 07] [DEJ 07]. La conductivité
thermique des alliages d’aluminium est élevée. Pour des métaux dont la conductivité thermique
est plus faible, la dissipation de la chaleur est moins importante ce qui peut entrâıner des tem-
pératures plus élevées.

Les sections suivantes s’intéressent aux différentes méthodes de mise en forme ainsi qu’à
l’influence des paramètres procédés sur les efforts et les déformations générées lors d’essais de
formage incrémental.

3.2 Présentation du formage positif et du formage négatif

Dans le chapitre bibliographique, Jeswiet et al. [JES 05] ont montré qu’il existait plusieurs
méthodes de mise en forme en formage incrémental comme l’illustre la figure 3.3. Parmi les quatre
méthodes illustrées, on distingue : les formages positif et négatif définis par Park et al. [PAR 03].
Le formage positif consiste à former de l’intérieur vers l’extérieur contrairement au formage
négatif où la pièce est formée de l’extérieur vers l’intérieur. Le formage positif est associé au
formage incrémental deux points (TPIF) comme le montre la figure 3.3 (b), (c) et (d), tandis que
le formage négatif est utilisé en formage incrémental un point (SPIF) comme l’illustre la figure
3.3 (a).
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Figure 3.3 − Principaux procédés de formage incrémental [BAM 03]

Dans le cadre du SPIF, le formage positif défini sous sa forme habituelle ne peut être utilisé.
Néanmoins, l’idée de former une pièce de l’intérieur vers l’extérieur à partir d’un seul point de
contact est abordée. L’appellation formage positif est conservée pour ce type de mise en forme
de l’intérieur vers l’extérieur. Ainsi, dans le cas de troncs de cône, en formage négatif le poinçon
forme des disques de plus en plus petits en partant de l’extérieur vers l’intérieur, du cercle 1
au cercle 5, comme l’illustre la figure 3.4. En formage positif il est nécessaire de commencer par
l’intérieur. Le poinçon ne forme plus des cercles mais des anneaux constitués de plusieurs cercles
comme l’illustre la figure 3.5.

Figure 3.4 − Principe du formage négatif

A chaque incrément vertical (∆z) un nouveau groupe de cercles successifs est formé, appelé
dans la suite ”anneau” et non plus un cercle comme en formage négatif. Pour passer d’un anneau
à un autre, ∆z augmente, et le cercle de plus grand diamètre constituant l’anneau précédent
n’est plus formé. Ces anneaux seront de plus en plus petits en fonction de l’augmentation du
nombre de ∆z. La forme de la pièce est donc une superposition d’anneaux de diamètre extérieur
différent mais de diamètre intérieur identique comme l’illustre la figure 3.6. Le poinçon commence
toujours par former le diamètre intérieur de l’anneau. Dans le cadre de cet essai de formage positif,
contrairement au formage négatif, le poinçon passe plusieurs fois au même endroit. Dans les deux
cas, la mise en forme commence par le cercle (formage négatif) ou l’anneau (formage positif) le
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Figure 3.5 − Formation des anneaux en formage positif

plus grand. La zone supérieure de la tôle n’est jamais en contact avec le poinçon.

Figure 3.6 − Principe du formage positif

Afin d’étudier et de comparer ces deux méthodes de mise en forme, deux troncs de cône ont
été réalisés. L’incrément vertical du poinçon (∆z) est de 0.5 mm tandis que l’incrément horizontal
ou dans le cas d’un cône l’incrément radial (∆x=∆y=∆r) est de 0.25 mm, soit un angle de mise
en forme de 63.5° comme l’illustre la figure 3.7. Le diamètre extérieur ou diamètre de la base du
tronc de cône est de 150 mm.

Pour les deux pyramides réalisées, la stéréo-corrélation est utilisée et permet ainsi d’analyser
les champs de déplacements et de déformations obtenus pour les deux stratégies de mise en forme.
De plus, le capteur d’efforts du pilote SPIF permet également de comparer les efforts nécessaires
à la mise en forme de ces deux troncs de cône.
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Figure 3.7 − Présentation de l’angle de mise en forme

3.2.1 Mise en forme par formage négatif

Le poinçon commence par déformer l’extérieur de la tôle (c’est-à-dire vers les bords de la
tôle) puis finit par déformer son centre. Dans le cas d’un tronc de cône, le poinçon effectue une
succession de cercles de plus en plus petits. La figure 3.8 montre la forme du tronc de cône pour
un déplacement vertical du poinçon de 19 mm juste avant la rupture de la pièce survenue lors
de la formation du cercle à z=19.5 mm. L’incrément vertical étant de 0.5 mm, le tronc de cône
formée est constituée de 38 cercles. Le diamètre du disque consistuant la surface supérieure non
déformée du tronc de cône est d’environ 130 mm. La taille du subset est de 19 pixels et la taille
de la ZCε (Zone de Calcul de la Déformation) est de 15 pixels pour un grossissement de 1.338
mm par pixel.

Figure 3.8 − Forme du tronc de cône mis en forme négativement juste avant rupture

La figure 3.9 montre les champs de déformations maximales (a) et minimales (b) de la pièce
juste avant rupture. Le maximum de la déformation principale maximale est proche de 24% tandis
que le minimum de la déformation principale minimale est d’environ -5%. Ces deux champs de
déformations confirment que la surface supérieure du tronc de cône n’est pas au contact du
poinçon car la déformation est nulle. La déformation est très localisée, un gradient est situé
sur les zones déformées par le poinçon. Les résultats des figures 3.10, 3.11, 3.12, 3.14 et 3.13
s’intéressent plus précisément à cette zone déformée.
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(a) (b)

Figure 3.9 − Déformations principales d’Hencky (en %) maximales, ε1 (a) et minimales, ε2 (b)

(a) (b)

Figure 3.10 − Localisation du profil étudié sur les cartographies de déformations principales
maximales (a) et minimales (b)

L’évolution du profil le long du gradient de déformation au cours de la mise en forme de la
pièce est présentée sur les figures 3.11 et 3.12. La localisation du profil examiné est présentée sur
la figure 3.10. Le profil mesure 40 mm (segment AD) ce qui englobe le gradient de déformation
principale minimale. La longueur de la paroi de mise en forme est de 21 mm (cf. figure 3.7).

La figure 3.11 confirme que les déformations principales maximales sont très localisées. Le
pic de déformation de chaque cercle formé se déplace du bas de tronc de cône vers le haut au
cours de la mise en forme de la pièce (du point C vers le point B). Cette observation montre bien
que le poinçon forme la pièce de l’extérieur vers l’intérieur. La figure 3.12 présente, le long du
profil étudié, des déformations principales minimales positives (point B) et négatives (point C).
La tôle subit donc différentes sollicitations mécaniques. L’évolution des déformations au cours de
la mise en forme de différentes zones caractéristiques de la tôle est ainsi étudiée afin de mieux
comprendre les sollicitations mécaniques qu’elles rencontrent. La localisation de ces différentes
zones est présentée sur la figure 3.13.

La figure 3.14 montre l’évolution des déformations principales maximales en fonction des
déformations principales minimales au cours de la mise en forme du tronc de cône et de ses
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Figure 3.11 − Evolution de la déformation principale maximale le long du profil en formage négatif
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Figure 3.12 − Evolution de la déformation principale minimale le long du profil en formage négatif

38 cercles formés. Deux tendances se dessinent, la première est constituée des zones 1, 2 et 3,
les déformations se situent dans le domaine de traction large (ε2 proche de 0), la seconde est
composée des zones 4 et 5, plus proches du domaine de traction standard (ε2 négatif). Les valeurs
négatives des déformations principales minimales (ε2) les plus importantes sont localisées dans
la zone 4 qui se situe à la base du tronc de cône. La tôle y subit une flexion, ce qui explique que
la face supérieure de la tôle dans cette zone soit soumise à de la compression tandis que la face
inférieure devrait subir de la traction (non visualisée par les caméras). La zone 5 correspond à
une sollicitation en traction. La stéréo-corrélation à travers les champs de déformations obtenues
permet ainsi de comprendre les différentes sollicitations mécaniques que subit la tôle lors de la
mise en forme d’un tronc de cône ainsi que la localisation de ces déformations. L’étape suivante
consiste à former le même tronc de cône en formage positif comme illustrée sur la figure 3.5.
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3.2. PRÉSENTATION DU FORMAGE POSITIF ET DU FORMAGE NÉGATIF

(a) (b)

Figure 3.13 − Localisation des différentes zones caractéristiques de la tôle
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Figure 3.14 − Evolution des déformations au cours de la mise en forme négative du tronc de cône

3.2.2 Mise en forme par formage positif et comparaison des deux méthodes

La pièce formée a les mêmes dimensions théoriques que dans le cas du formage négatif, mais
le principe de mise en forme est différent de la méthode négative. Le poinçon se déplace dans
ce cas du centre de la tôle vers les bords. Des anneaux de plus en plus petits sont formés. Une
des principales différences entre les deux méthodes de mise en forme concerne le temps. En ef-
fet, en formage négatif, le poinçon effectue 38 cercles tandis qu’en formage positif, il réalise 38
anneaux correspondant au final à 741 cercles de différents diamètres. La durée de mise en forme
du tronc de cône en formage négatif est d’environ 10 minutes soit en moyenne 16 s par cercle
formée. En utilisant les incréments utilisés précédemment (∆z=0.5 mm et ∆r=0.25 mm), la du-
rée de mise en forme en formage positif est de 11856 s soit environ 3h et 20 minutes. La durée
de mise en forme en formage positif un point est donc vingt fois plus longue qu’en formage négatif.

La figure 3.15 montre la forme du tronc de cône obtenue en formage positif pour un déplace-
ment vertical du poinçon de 19 mm. Contrairement à la pièce formée en négatif, pour une même
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profondeur d’embouti celle-ci ne s’est pas fissurée ce qui confirme les observations de Park, à
savoir que le formage positif permet de faire des emboutis plus profonds [PAR 03]. La rupture
de la pyramide est intervenue pour un déplacement vertical du poinçon de 25 mm soit environ 6
mm de plus qu’en formage négatif. Du fait que le tronc de cône négatif est rompu, aucune image
de la pièce après mise en forme c’est à dire après retour élastique n’est disponible. Sur toutes les
images prises lors de la mise en forme, le contact du poinçon sur la tôle est visible, il est donc
difficile de comparer les formes des troncs de cône positives et négatives à partir de la mesure
de champs. Les formes virtuelles déduites à partir des trajectoires du poinçon enregistrées par le
pilote SPIF au cours de l’essai sont, comme prévues, identiques.

Figure 3.15 − Forme du tronc de cône mise en forme positivement

La figure 3.16 montre les champs de déformations maximales (a) et minimales (b) de la pièce
après mise en forme (z=19 mm). Le maximum de la déformation principale maximale est proche
de 21% tandis que le minimum de la déformation principale minimale est d’environ -4.5%. Ces
déformations obtenues à partir du tronc de cône positif sont plus faibles (environ 10%) que dans
le cas du tronc de cône négatif. Cependant comme pour le cas précédent, la déformation est très
localisée. Les figures 3.17 et 3.18 s’intéressent à ce gradient de déformation.

(a) (b)

Figure 3.16 − Déformations principales d’Hencky (en %) maximales, ε1 (a) et minimales, ε2 (b)
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Figure 3.17 − Evolution de la déformation principale maximale le long du profil en formage positif
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Figure 3.18 − Evolution de la déformation principale minimale le long du profil en formage positif

Les figures 3.17 et 3.18 présentent les déformations principales maximales et minimales le long
du même profil que lors de la mise en forme négative qui est localisé sur la figure 3.10. La principale
différence, outre des déformations faibles, est la localisation des pics de déformations de la figure
3.17. Contrairement au tronc de cône négatif, les pics se déplacent du haut du tronc de cône vers
le bas (du point A vers le point B), même si dans les deux cas le pic du dernier cercle ou anneau
est situé au niveau du point B. Cela confirme que la mise en forme positive s’effectue de l’intérieur
vers l’extérieur. La figure 3.18 présente des déformations principales minimales (ε2) positive et
négative suivant les zones étudiées. La figure 3.19 compare l’évolution des déformations au cours
de l’essai pour les deux méthodes de mise en forme pour les zones 3 et 4 dont la localisation est
présentée sur la figure 3.13. Les chemins de déformations sont identiques dans les deux cas, mais
les valeurs de déformations atteintes en formage positif sont plus faibles (environ 10 %) que celles
atteintes en formage négatif. Cette observation est confirmée par la figure 3.20 qui compare les
déformations principales maximales obtenues pour chacune des deux méthodes en fonction des
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déformations principales minimales. L’ensemble des points de l’image corrélée correspondant à
un déplacement vertical du poinçon de 19 mm y est représenté.
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Figure 3.19 − Comparaison pour les deux méthodes de mise en forme de l’évolution des
déformations au cours de l’essai

Figure 3.20 − Comparaison des déformations principales maximales en fonction des déformations
principales minimales (%) entre le formage positif et négatif

Ces résultats montrent que pour les deux cas de mise en forme, la tôle subit des sollicitations
mécaniques de traction large, de traction et de flexion (compression et traction). Le formage
positif permet d’améliorer la formabilité des tôles mais la durée de mise en forme est beaucoup
plus longue (dans notre cas 20 fois plus longue).

Les données obtenues à partir du capteur de forces du pilote SPIF lors des deux essais de
mise en forme des troncs de cône sont maintenant examinées.
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La figure 3.21 compare l’évolution de l’effort vertical (a) et horizontal (b) pour les mises en
forme positive et négative. Le temps en abscisse est un temps normalisé, 0 correspond au début
de l’essai et 1 à la fin, car comme montré précédemment, la durée de mise en forme positive
est plus importante que celle en formage négatif. L’effort horizontal choisi est Fx car un tronc
de cône étant une pièce axisymétrique, l’évolution de Fx est la même que celle de Fy (au signe
près). Dans les deux cas, les efforts mis en jeu en formage positif sont légèrement plus faibles
qu’en formage négatif (environ 20% pour les efforts horizontaux et entre 5 et 35% pour les efforts
verticaux). Les paliers observés sur la figure 3.21 (a) correspondent justement à la mise en forme
des anneaux du formage positif. A chaque passage, le poinçon entre en contact avec une zone
déjà écrouie au passage précédent ce qui peut expliquer la chute de l’effort observée lors de la
formation de l’anneau illustrée par la figure 3.22.
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Figure 3.21 − Comparaison des efforts verticaux (a) et horizontaux (b) pour les mises en forme
positives et négatives.
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Figure 3.22 − Comparaison entre le formage positif et négatif de l’évolution de la force en fonction
du déplacement vertical du poinçon

La figure 3.23 montre l’évolution de l’indice de frottement au cours des essais. Dans chaque
cas, cet indice se stabilise autour d’une valeur de 0.2 et augmente rapidement dans les instants
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précédents l’amorçage de la fissure (dans le cas du formage négatif).
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Figure 3.23 − Evolution de l’indice de frottement en fonction du temps

3.2.3 Bilan sur les deux méthodes de mise en forme : positif et négatif

L’étude de la cartographie des déformations des troncs de cône a permis de comprendre
les sollicitations mécaniques subies par la tôle lors d’essais de formage incrémental un point.
Ces sollicitations sont diverses, la tôle subie de la traction, de la traction large et de la flexion
(traction/compression). Au cours de la mise en forme, une même zone de la tôle peut rencontrer
plusieurs sollicitations différentes.

Une même pièce peut être formée par deux stratégies différentes de mise en forme. Ces es-
sais confirment, grâce aux champs de déformations, qu’une mise en forme de l’intérieur vers
l’extérieur (formage positif) améliore la formabilité des tôles. Il est donc possible en modifiant
uniquement la trajectoire du poinçon d’obtenir des niveaux de déformations différents. De plus,
les efforts mis en jeu en formage positif sont plus faibles qu’en formage négatif. Cependant, le
principal défaut du formage positif est sa durée de mise en œuvre (environ vingt fois supérieure
au formage négatif). Le fait également que le poinçon passe plusieurs fois sur un même endroit
de la tôle peut générer des problèmes de lubrification.

La partie suivante est une analyse de quelques paramètres procédé du formage incrémental.
Les influences de la taille des incréments verticaux (∆z) et de la trajectoire du poinçon seront
étudiés successivement.

3.3 Analyse des paramètres procédés

L’objectif de cette partie est d’étudier l’influence de la taille des incréments verticaux et du
sens de formage sur la formabilité des tôles. Dans la première partie sur la taille des incréments
verticaux, une même pièce finale est formée. Uniquement la taille de l’incrément vertical varie
d’un essai à l’autre. Les efforts et les champs de déformations sont étudiés.

L’autre partie consiste à analyser l’influence du sens de mise en forme alterné sur la formabi-
lité. En effet, à chaque passe de mise en forme, le déplacement du poinçon dans un sens unique ou
dans un sens alterné pourrait favoriser la création de structure interne de dislocations différentes.
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3.3.1 Présentation des essais

3.3.1.1 Taille des incréments verticaux

La forme finale est une pièce de longueur 50 mm (le long de l’axe y), de hauteur 16 mm et
de largeur égale au diamètre du poinçon. Les essais ont été réalisés aux quatre coins de la même
tôle. Une symétrie est respectée pour que chaque essai soit réalisé dans les mêmes conditions
expérimentales (cf. figure 3.24).

Figure 3.24 − Position des essais sur une tôle

Figure 3.25 − Schéma des deux principes de mise en forme

Le tableau 3.3 présente les caractéristiques de chaque essai. Les essais B/Bbis, C/Cbis et
D/Dbis ont le même nombre d’incréments. La trajectoire du poinçon pour former ces paliers est
différente et est expliquée par la figure 3.25 pour trois incréments verticaux.
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Dans le cas (a), correspondant aux essais Bbis, Cbis et Dbis, le poinçon reste toujours au
contact de la tôle. Il part du point Y1 vers le point Y2 pour former un palier puis se déplace
verticalement d’un incrément (∆z) et forme un nouveau palier du point Y2 vers le point Y1

et ainsi de suite en fonction du nombre d’incréments. Dans ce cas, le sens de déplacement du
poinçon est alterné.

Dans le cas (b), correspondant aux essais A, B, C et D, le poinçon redescend après chaque
palier et n’est plus au contact de la tôle. Un palier est toujours formé du point Y1 vers le point
Y2.

Essai Nombre d’incréments Taille des incréments (mm)

A 1 16

B 4 4

C 10 1.6

D 40 0.4

Bbis 4 4

Cbis 10 1.6

Dbis 40 0.4

Tableau 3.3 − Présentation des caractéristiques de chaque essai

La partie suivante présente les essais permettant d’analyser l’influence du sens de déplacement
du poinçon.

3.3.1.2 Influence du sens de rotation

Deux troncs de cône de géométries finales identiques ont été mis en forme par formage positif.
Ces troncs de cône sont formés de dix anneaux de plus en plus petits, d’incréments verticaux et
horizontaux égaux à 2 mm de façon à obtenir un angle de mise en forme de 45°. Le diamètre initial
est de 60 mm. Dans un cas, la trajectoire circulaire du poinçon est alternée successivement : dans
le sens horaire puis dans le sens trigonométrique successivement (cf. figure 3.26 (a)). Dans l’autre
cas, la trajectoire circulaire du poinçon pour former ces cinq anneaux est réalisée dans le sens
direct (cf. figure 3.26 (b)). L’objectif est d’étudier l’influence de la trajectoire du poinçon sur la
formabilité des tôles. Dans les deux cas la rupture est apparue lors de la formation du dernier
anneau (z=20 mm).

Figure 3.26 − Présentation des trajectoires de mise en forme des deux troncs de cône

94



3.3. ANALYSE DES PARAMÈTRES PROCÉDÉS

Après avoir présenté l’ensemble des essais réalisés, l’analyse de leurs résultats est abordée en
commençant par l’influence de la taille des incréments verticaux.

3.3.2 Influence de la taille des incréments verticaux

Avant d’évaluer l’impact de la taille des incréments verticaux, une analyse approfondie de
l’essai B (∆z=4 mm) est effectuée.

3.3.2.1 Analyse de l’essai B

La figure 3.27 montre la trajectoire du poinçon lors de la mise en forme de l’essai B. Les
déplacements selon les axes Y et Z en fonction de la durée de mise en forme de l’essai sont
présentés. Le déplacement selon l’axe X est nul pendant cet essai. La formation des paliers
correspond à des déplacements constants selon l’axe X et des déplacements de 50 mm selon l’axe
Y. La figure 3.27 montre bien qu’après chaque palier le poinçon redescend jusqu’à Z=0 et que la
mise en forme selon l’axe Y s’effectue toujours du point Y1 au point Y2.

La figure 3.28 montre la trajectoire du poinçon lors de la mise en forme de l’essai Bbis. Ici le
poinçon reste toujours au contact de la tôle et que les paliers sont formés de façon alternés de Y2

vers Y1 puis de Y1 vers Y2. La mise en forme de l’essai Bbis dure 47s ce qui est deux fois moins
que la mise en forme de l’essai B (95s).
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Figure 3.27 − Trajectoire du poinçon lors de la mise en forme de l’essai B

La figure 3.29 montre l’évolution des efforts générés pendant la mise en forme de l’essai B.
Plus la hauteur de l’embouti est importante, plus les efforts mis en jeu sont importants. L’effort
vertical est noté Fz tandis que les efforts horizontaux (dans le plan de la tôle) sont notés Fx et
Fy. Les pics de la courbe Fz correspondent à la fin du déplacement selon l’axe z et donc au début
du déplacement selon l’axe y, ce qu’illustre également l’augmentation brusque de Fy. Du fait de
la position des essais sur la tôle (situés dans les coins de la tôle), Fx apparâıt lors de la mise en
forme. Son pic correspond également au pic de Fz et correspond à la réaction du serre-flan sur
le déplacement vertical et horizontal. Cet effort apparâıt également lors de la mise en forme de
l’essai Bbis comme le montre la figure 3.30. La valeur de Fz lors de la mise en forme du dernier
palier (z=16mm) pour les deux types de trajectoires est du même ordre de grandeur, environ
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Figure 3.28 − Trajectoire du poinçon lors de la mise en forme de l’essai Bbis

2500 N. Dans le cas de l’essai Bbis, le poinçon reste en permanence au contact de la tôle ce qui
se traduit par une valeur de l’effort vertical (Fz) qui ne s’annule à aucun moment au cours de
l’essai.
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Figure 3.29 − Analyse des efforts générés par la mise en forme de l’essai B

Les cartographies de déformations de la figure 3.31 ont été obtenues à partir d’images stéréo-
scopiques et du logiciel Vic-3D®. La résolution spatiale en déplacement est de 21 pixels et celle
en déformation est de 25 pixels, le grossissement est de 0.0823 mm par pixel. Ces résolutions
seront les mêmes pour toutes les cartographies de déplacements et de déformations qui seront
présentées dans cette partie.

96



3.3. ANALYSE DES PARAMÈTRES PROCÉDÉS
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Figure 3.30 − Analyse des efforts générés par la mise en forme de l’essai Bbis

La figure 3.31 présente l’évolution des déformations principales maximales (ε1) de l’essai B
pour différents paliers et les déformations principales maximales, minimales et de cisaillement
pour le dernier palier (z=16 mm). Ces cartographies permettent de montrer que la taille de la
zone déformée plastiquement augmente avec le nombre de paliers et que cette zone reste très
localisée. Les déformations principales maximales peuvent atteindre 16%. La pièce possède des
zones ayant des déformations principales minimales positives et négatives comme dans le cas des
troncs de cône présenté dans la section précédente. La pièce présente donc des zones sollicitées
en traction (zone 3 et 4), traction large (zone 1), flexion (zone 5) et bi-expansion (zone 2). La
localisation de ces modes de sollicitations est représentée sur la figure 3.32. La flexion est due à
l’encastrement de la tôle et au déplacement vertical du poinçon. La traction et la traction large
proviennent du déplacement vertical du poinçon. La zone en bi-expansion (zone 2) se situe au
dessus du poinçon comme dans le procédé d’emboutissage, cette zone se situe aux extrémités de
la pièce formée. La zone 1 possède les déformations les plus proches de celles générées en formage
incrémental contrairement à la zone 2 qui correspondent plus à de l’emboutissage.

La figure 3.33 représente le déplacement vertical de la tôle (figure 3.33) le long du profil
0 repéré sur la figure 3.31 (f) au cours de la mise en forme de l’essai B. Les images 1 à 5
correspondent à la trajectoire horizontale du poinçon lors de la mise en forme du dernier palier.
L’image finale correspond à l’image obtenue après le retour élastique, lorsque le poinçon n’est
plus au contact de la tôle. Le profil 0 mesure 70 mm, il englobe les 50 mm de déplacement
horizontal du poinçon (déplacement du point A au point B) comme l’illustre la figure 3.33. Cette
figure montre bien l’évolution de la forme de la pièce avec le déplacement du pic de 16 mm selon
le positionnement du poinçon. Lorsque le poinçon se situe au point B (z=16 mm), le point A a
déjà subit un retour élastique (z=13 mm). Lorsque le poinçon n’est plus au contact de la pièce, la
forme finale de la pièce est représentée à partir de l’image prise après retour élastique, sa hauteur
est alors d’environ 6 mm. Cette diminution importante de la hauteur est due au retour élastique
global de la tôle. La figure 3.34 présente la cartographie du déplacement vertical de l’essai B
pour l’image 5, correspondant à la fin du déplacement vertical de 50 mm du poinçon mais avec
un poinçon toujours au contact de la tôle (z=16 mm) (a) et pour l’image finale, après retour
élastique (b). La figure 3.34 (a) montre bien que la tôle se déplace verticalement de manière

97
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DE LA CORRÉLATION D’IMAGES

(ε1, palier 1, z=4 mm) (ε1, palier 2, z=8 mm) (ε1, palier 3, z=12 mm)
(a) (b) (c)

(ε1, dernier palier, z=16 mm) (ε2, z=16 mm) (εxy, z=16 mm)
(d) (e) (f)

Figure 3.31 − Différentes cartographies de déformations obtenues lors de la mise en forme de
l’essai B

importante lors de la mise en forme.

La figure 3.35 illustre l’évolution des déformations principales maximales (ε1) le long du
profil 0 au cours de la mise en forme. Les déformations de l’image finale après retour élastique
correspondent à des déformations irréversibles. Les courbes représentant ε1 pour les images 5 et
finale sont superposées, ce qui veut dire que les déformations élastiques sont très faibles. Lors de
la mise en forme de la pièce, un palier de déformation aux alentours de 8% se situe devant le
déplacement du poinçon (déplacement du poinçon du point A vers le point B). Ces déformations
sont engendrées par le déplacement vertical du poinçon.

La figure 3.36 présente l’évolution des déformations principales minimales (ε2) au cours de
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Figure 3.32 − Evolution des déformations au cours du temps pour différentes zones de la pièce B
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Figure 3.33 − Evolution du déplacement vertical de la tôle le long du profil 0 au cours de la mise
en forme de la pièce B

la mise en forme. Comme pour les déformations principales maximales, les courbes de l’image 5
et de l’image finale sont très proches. De brusques changements de valeurs d’ε2 (positives vers
négatives) sont présentes. Le point C correspond à la zone 2 (biexpansion en tête de poinçon) et
le point D à la zone 3 (flexion, compression), comme le montre les figures 3.31 (d) (e) et 3.32.
Ces pentes correspondent au gradient de déformations formé par l’avancée du poinçon.

La figure 3.37 est à associer à la figure 3.31 (f). Le profil 0 est légèrement décalé car les défor-
mations de cisaillement sont symétriques par rapport au déplacement horizontal du poinçon et
sont nulles sur la tôle le long du déplacement du poinçon. Les pics de déformations négatives cor-
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(a) (b)

Figure 3.34 − Forme de l’essai B pour l’image 5 (a) et pour l’image finale (b)
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Figure 3.35 − Evolution des déformations principales maximales de la tôle le long du profil 0 au
cours de la mise en forme de la pièce B

respondent à l’avancée de la déformation de cisaillement en tête de poinçon. Quantifier l’impact
des déformations de cisaillement sur la formabilité des tôles est complexe car la figure montre
que la tôle subit des déformations de cisaillement en traction et compression.

Après s’être intéressé au profil 0, le long du déplacement de 50 mm du poinçon, les données du
profil 1, perpendiculaires au profil 0, (cf. figure 3.31 (f)) sont étudiées. Dans la suite les résultats
portant sur les déformations concernent uniquement l’image finale car les déformations élastiques
restent très faibles. L’évolution du déplacement vertical (W) est présentée pour les images 5 et fi-
nale afin de voir l’évolution de la forme à deux instants différents (avant et après retour élastique).

La figure 3.38 présente une coupe, selon le profil 1, de la pièce formée et compare le profil
lorsque le poinçon est au contact de la tôle et après retour élastique. Les résultats de cette figure
confirment les observations de la figure 3.33, à savoir que lorsque le poinçon n’est plus au contact
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Figure 3.36 − Evolution des déformations principales minimales de la tôle le long du profil 0 au
cours de la mise en forme de la pièce B
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Figure 3.37 − Evolution des déformations de cisaillement de la tôle le long du profil 0 au cours de
la mise en forme de la pièce B

de la pièce, la hauteur de la forme finale de la pièce diminue pour atteindre 6 mm. La différence
entre les hauteurs maximale et minimale est de l’ordre de 2 mm pour les deux images et l’allure
des deux profils est identique. Le retour élastique modifie la valeur des coordonnées en z des
deux pièces mais pas leur forme, ce qui est intéressant dans l’optique de tenir compte du retour
élastique dans la mise en forme des pièces comme l’ont abordé Hirt et al. [HIR 04].

La figure 3.39 présente les déformations principales maximales (ε1), les déformations princi-
pales minimales (ε2) et les déformations de cisaillement (εxy) le long du profil 1. Ces données
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Figure 3.38 − Evolution des coordonnées selon l’axe z de la tôle le long du profil 1 au cours de la
mise en forme de la pièce B
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Figure 3.39 − Evolution des déformations de la tôle le long du profil 0 sur la pièce B finale après
retour élastique

concernent les déformations après mise en forme, il s’agit donc des déformations plastiques. Les
déformations principales maximales et minimales sont symétriques par rapport à l’axe du poin-
çon. Les déformations de cisaillement sont symétriques en valeur absolue mais de signe contraire
(zone en traction et l’autre en compression). Les deux cercles représentés sur la figure repré-
sentent la zone de flexion de la tôle, c’est à dire la zone correspondant à la base de la pièce. Les
résultats de la figure confirment bien la sollicitation en compression de cette zone car ε1 est très
petite (environ 1%) et ε2 est négative.

L’analyse des déformations des formes de l’essai B a permis de montrer que les déformations
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élastiques sont très faibles et que les déplacements imposés par le poinçon sur la tôle (z=16
mm) sont éloignés des déplacements résiduels de la tôle après retour élastique (z=6 mm). La
principale raison expliquant ce phénomène réside dans un retour élastique important. En outre,
le rapport entre la taille des pièces formées (50 × 20 mm2) et les dimensions de la tôle (400 ×
400 mm2) accentue le phénomène. L’étape suivante consiste à comparer les déformations et les
déplacements des différentes pièces formées avec des incréments différents afin de comprendre
l’influence de la taille des incréments sur la mise en forme.

3.3.2.2 Comparaison des différents essais et analyse de l’influence de la taille des
incréments verticaux

Les analyses des formes et des déformations sont réalisées sur des données extraites du profil
0. Les données proviennent de la pièce finale après retour élastique. Elles sont ainsi plus aisément
exploitables du fait que dans ce cas la forme de la pièce n’est plus conditionnée par le déplacement
du poinçon et son contact avec la tôle.

Les figures 3.40 à 3.42 comparent les déformations principales maximales, minimales et de
cisaillement, le long du profil 0 pour les essais réalisés avec des incréments verticaux (∆z) diffé-
rents.
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Figure 3.40 − Evolution des déformations principales maximales de la tôle le long du profil 0 après
retour élastique pour 7 essais

Les déformations principales maximales les plus importantes sont générées lors des essais D
(24 %) et Dbis (20 %). L’utilisation d’un sens de déplacement alterné du poinçon semble diminuer
les déformations mises en jeu lors du formage. Cette observation a été vérifiée pour la série
d’essais B et C. Les déformations entre les séries d’essais B et C sont similaires. Les déformations
principales maximales les plus faibles sont obtenues pour l’essai A (cf. figure 3.40). L’analyse
des déformations principales minimales (cf. figure 3.41) et des déformations de cisaillement (cf.
figure 3.42) confirment les observations réalisées sur les déformations principales maximales. Les
déformations générées par les essais B sont légèrement inférieurs à celles des essais C. L’utilisation
de petits incréments verticaux, et donc la nécessité d’augmenter le nombre d’incréments, fait
crôıtre localement le niveau de déformations et ainsi que le temps de mise en forme. Pour une
même pièce, l’augmentation de la taille des incréments a pour conséquence d’augmenter les
déformations principales maximales (essai A, ε1=10 % ; essai D, ε1=24 %). Le cisaillement a
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Figure 3.41 − Evolution des déformations principales minimales de la tôle le long du profil 0 après
retour élastique pour 7 essais

0 10 20 30 40 50 60 70 80
−4

−3

−2

−1

0

1

2

3

4

Déplacement selon l’axe du profil 0 (mm)

D
éf

or
m

at
io

ns
 d

e 
ci

sa
ill

em
en

t (
%

)

 

 

essai A
essai B
essai Bbis
essai C
essai Cbis
essai D
essai Dbis

A B

Figure 3.42 − Evolution des déformations de cisaillement de la tôle le long du profil 0 après retour
élastique pour 7 essais

un rôle important dans les mécanismes d’amélioration de la formabilité des tôles en formage
incrémental et l’utilisation de petits incréments augmente les déformations en cisaillement.

En comparant les essais ”bis” avec les autres essais, les résultats de la figure 3.40 montre que
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les déformations générées par les essais ”bis” sont plus faibles. Le sens de la trajectoire du poinçon
(alterné ou non) semble influencer les niveaux de déformations générés.

La figure 3.43 présente la forme de la pièce après mise en forme par ces différents essais.
Pour chaque cas, le déplacement vertical avant le retour élastique était de 16 mm. La taille de
l’incrément vertical influence la forme finale de la pièce, le déplacement vertical résiduel maximal
est obtenu pour l’essai A correspondant à un seul incrément vertical de 16 mm.
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Figure 3.43 − Evolution des déplacements verticaux de la tôle le long du profil 0 après retour
élastique pour 7 essais

Les efforts enregistrés par le capteur de forces tri-axes du pilote SPIF lors des essais sont
maintenant analysés. Le tableau 3.4 présente les efforts moyens nécessaires pour former le dernier
palier (z=16 mm) pour chaque essai.

Essai Nombre d’incréments
Taille des incréments

(mm)
Fz (N) Fy (N)

A 1 16 1825 757

B 4 4 2363 793

C 10 1.6 2261 539

D 40 0.4 1971 387

Bbis 4 4 2451 799

Cbis 10 1.6 2204 535

Dbis 40 0.4 1918 415

Tableau 3.4 − Présentation des caractéristiques de chaque essai et des efforts moyens nécessaires
pour former le dernier palier (z=16 mm)

Pendant la mise en forme, l’effort est séparé en deux composantes. La première vient déformer
plastiquement et localement la tôle afin de mettre en forme la pièce, la seconde contribue à la
déformation élastique de l’ensemble de la tôle.
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DE LA CORRÉLATION D’IMAGES

0 2 4 6 8 10 12 14 16
0

500

1000

1500

2000

2500

hauteur d’un palier (mm)

E
ffo

rt
 v

er
tic

al
 m

oy
en

 (
N

)

 

 

essai A
essai B
essai C
essai D
essai Bbis
essai Cbis
essai Dbis

Figure 3.44 − Evolution de l’effort vertical en fonction de la hauteur des paliers (mm)

Les résultats du tableau 3.4 montrent que l’effort minimal pour la mise en forme du dernier
palier est associé à l’essai A. Pour les trois autres types d’essais, l’augmentation de la taille de
l’incrément entrâıne une augmentation des efforts mis en jeu. L’alternance de la trajectoire du
poinçon (essais ”bis”) n’influence pas la valeur des efforts de mise en forme. L’augmentation de
la taille de l’incrément produit une zone déformée plastiquement plus étendue. Lors du passage
suivant du poinçon, l’énergie nécessaire pour déformer plastiquement le poinçon sera donc plus
importante, ce qui peut expliquer que l’effort soit plus important.

La figure 3.44 montre l’évolution des efforts moyens verticaux en fonction de la hauteur des
paliers pour chaque essai, ceux-ci confirment les observations réalisées précédemment.

L’utilisation d’un seul incrément (essai A) peut entrâıner une diminution de cet effort élastique
en comparaison de l’essai B où plusieurs incréments sont considérés. Ce phénomène peut expliquer
les efforts plus faibles générés pour la mise en forme de l’essai A.

L’étude suivante porte sur l’influence du sens de rotation du poinçon lors d’un essai de
formage incrémental d’un tronc de cône. L’objectif de cette étude est de valider les premières
observations effectuées précédemment, à savoir qu’une trajectoire alternée du poinçon diminuerait
les déformations engendrées lors de la formation d’une pièce.

3.3.3 Influence du sens de rotation

Le tableau 3.5 présente pour chaque tronc de cône (trajectoire du poinçon alternée ou non),
l’effort vertical moyen pour former un anneau ainsi que l’indice de frottement moyen. Quelle que
soit la trajectoire du poinçon, les efforts verticaux et les indices de frottement sont inchangés.
L’inversion du sens de rotation du poinçon ne modifie pas les efforts nécessaires à la mise en
forme de la pièce.

La figure 3.45 présente les formes obtenues pour les deux trajectoires du poinçon juste avant
rupture. Les résultats des figures 3.46 et 3.47 mettent en parallèle les déformations principales
maximales et minimales obtenues à partir des deux trajectoires du poinçon. Les déformations
maximales sont localisées au niveau du poinçon. Par ailleurs, les déformations engendrées par une
trajectoire de poinçon non alternée sont plus importantes que pour une trajectoire de poinçon
alternée (14% vs. 12%).

La figure 3.48 présente l’évolution des déformations le long du profil 2 sur l’image avant rup-
ture pour les deux trajectoires de déformation. Ce profil d’une longueur de 35 mm est schématisé
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sens direct sens alterné

Profondeur
d’embouti du

disque

indice de
frottement

Fz (N)
indice de

frottement
Fz (N)

4 0.220 319 0.221 323

8 0.245 691 0.238 660

12 0.295 1081 0.292 1063

16 0.360 1531 0.353 1508

20 0.402 2057 0.409 2091

Tableau 3.5 − Résultats de l’effort vertical et de l’indice de frottement

(a) (b)

Figure 3.45 − Formes finales des deux pièces obtenues juste avant rupture pour les deux
trajectoires du poinçon, circulaire sens horaire (a) circulaire alternée (b)

sur la figure 3.46. Ces résultats confirment que les déformations engendrées par une trajectoire
de poinçon non alternée sont plus importantes que lorsque la trajectoire du poinçon est alternée.
L’inversion du sens de trajectoire du poinçon semble donc augmenter la formabilité des tôles.

3.3.4 Bilan sur la taille des incréments verticaux et sur l’influence de la tra-
jectoire du poinçon

L’utilisation du banc multicaméras combiné au logiciel Vic-3D® ont permis de visualiser les
différentes sollicitations mécaniques subies par la tôle lors de sa mise en forme à partir des carto-
graphies de déformations obtenues. Lors de la réalisation d’une pièce en formage incrémental un
point, il est possible pour le poinçon, selon le type de trajectoire et la forme de pièce souhaitée,
de passer plusieurs fois au même endroit de la tôle (cas du formage positif par exemple). Le sens
de la trajectoire du poinçon n’a pas d’influence sur les efforts, mais a un impact sur les déforma-
tions générées. L’inversion du sens de passage du poinçon sur la tôle diminue les déformations
engendrées lors de la mise en forme de la pièce. Des observations au Microscope Electronique à
Transmission des deux pièces mises en forme par les deux trajectoires différentes permettraient
de savoir si un type de trajectoire alternée a une influence sur la structure du réseau de disloca-
tions se développant au sein de la tôle.

L’étude sur la taille des incréments verticaux a porté sur quatre cas d’études : ∆z=16 mm,
∆z=10 mm, ∆z=4 mm et ∆z=0.4 mm. Les données obtenues par le capteur d’effort du pilote
SPIF montrent que la diminution de la taille des incréments atténuait les efforts mis en jeu.
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(a) (b)

Figure 3.46 − Déformations principales maximales pour les deux trajectoires du poinçon, circulaire
sens direct (a) circulaire alternée (b). Localisation du profil 2

(a) (b)

Figure 3.47 − Déformations principales minimales pour les deux trajectoires du poinçon, circulaire
sens direct (a) circulaire alternée (b). Localisation du profil 2

L’incrément étant plus petit, le poinçon pénètre moins dans la tôle ce qui explique que l’effort
vertical soit plus faible. De plus, la zone déformée plastiquement étant plus petite, l’effort vertical
nécessaire pour déformer plastiquement à nouveau cette zone sera plus faible.

Enfin, les résultats extraits de la corrélation d’image montrent que la diminution de la taille
des incréments augmente les déformations générées lors de la mise en forme.

La partie suivante s’intéresse à l’influence de certains paramètres procédés sur la formabilité
des tôles notamment le diamètre du poinçon et le type d’alliage d’aluminium utilisé.

3.4 Formabilité en formage incrémental

En théorie les Courbes Limites de Formage (CLF) en déformations ne peuvent être obte-
nues en formage incrémental car une des conditions nécessaires à leurs constructions (état de
contraintes planes) est non respectée en formage incrémental [EMM 09]. Cependant en pratique
certains auteurs comme Jeswiet [JES 05B] et Filice [FIL 02] présentent des essais permettant
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Figure 3.48 − Comparaison des différentes déformations pour les deux trajectoires du poinçon

de construire des diagrammes limites de formage. Les trois essais présentés par Filice ont été
considérés. Chacun de ces essais donne un chemin de déformation et un point sur la CLF, le
critère de construction étant la rupture. Les courbes de la figure 3.49 rappellent que la formabi-
lité en formage incrémental est meilleure qu’en emboutissage classique. Il est nécessaire de bien
différencier l’emboutissabilité et la formabilité. L’emboutissabilité est la capacité à réaliser des
emboutis profonds, tandis que la formabilité est la capacité du matériau à subir des déformations
importantes.

Figure 3.49 − Comparaison des courbes limites de formage obtenues par formage conventionnel et
incrémental [FIL 02]

La partie précédente a montré que la taille des incréments modifiait la capacité d’embou-
tissage des tôles donc a priori pour chaque taille d’incréments il existe une Courbe Limite de
Formage.
Dans la partie suivante, les essais 1 et 2 utilisés par Filice pour obtenir des chemins de défor-
mations différents sont réalisés. La trajectoire du poinçon pour l’essai 3 de Filice est une spire.
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Cet essai ne sera pas abordé dans cette étude, la trajectoire étant difficile à programmer avec le
pilote non équipé d’une commande numérique. Les influences du matériau, de la taille des incré-
ments et la taille du diamètre du poinçon sur les CLF sont étudiées. L’objectif est d’analyser la
dépendance des CLF vis à vis des paramètres procédés du formage incrémental. Le critère choisi
pour construire les courbes limites de formage est la rupture. La figure 3.50 présente des pièces
fissurées mise en forme par l’essai 1 (a) et l’essai 2 (b) à partir d’une tôle de l’alliage d’aluminium
2024-T3 pour un diamètre de poinçon de 20 mm et un incrément vertical de 2 mm.

(a) (b)

Figure 3.50 − Localisation de la rupture sur les pièces formées lors des essais 1 et 2

3.4.1 Essai 1

Cet essai consiste à former par formage négatif une pyramide à base carrée de coté de 80 ×
80 mm2. Les incréments verticaux (∆z) et les incréments horizontaux (∆x=∆y) sont égaux de
façon à avoir un angle de mise en forme de 45°. La figure 3.51 montre la forme de la pyramide
obtenue pour l’alliage 5086-H111 à partir d’une image provenant d’une caméra (a) et à partir de
deux caméras après reconstruction par Vic-3D® (b). Cette pyramide à base carrée est formée
avec un diamètre de poinçon de 20 mm (φp) et un incrément vertical de 2 mm (∆z). La taille
du subset est de 21 pixels et la taille de la ZCε (Zone de Calcul des déformations) est de 25
pixels, pour un grossissement de 0.127 mm/pixel. La réalisation de cette pyramide sur l’alliage
5086-H111 n’a pas entrâıné de rupture. Lors de l’augmentation de la base de la pyramide et de
l’angle de mise en forme ont été constatés des problèmes de mise en œuvre liés à la conception
du pilote (contact de la cellule d’efforts avec la tôle). Seul l’essai 2 a donc été utilisé pour l’étude
de l’influence des paramètres de formage sur la formabilité des tôles.

3.4.2 Essai 2

Cet essai consiste à former une croix de longueur 100 mm, seul l’incrément vertical (∆z) est
utilisé. La figure 3.52 montre la forme de la croix obtenue pour l’alliage 5086-H111 à partir d’une
image provenant d’une caméra (a) et à partir de deux caméras après reconstruction par Vic-3D®

(b). La taille du subset est de 21 pixels et la taille de la ZCε (Zone de Calcul des déformations)
est de 25 pixels, pour un grossissement de 0.165 mm/pixel.

La figure 3.53 présente une cartographie des déformations principales maximales (a) et mini-
males (b) pour la mise en forme de l’alliage 5086-H111 avec φp=20 mm et ∆z=2 mm. Cette figure
montre également la localisation des différentes zones étudiées dont les résultats sont présentés
sur la figure 3.54. La figure 3.53 confirme bien que la tôle lors de sa mise en forme incrémentale
subie différentes sollicitations mécaniques comme de la traction large, traction, flexion et dans le
cas de cet essai de la bi-expansion.
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(a) (b)

Figure 3.51 − Forme de la pyramide de l’essai 1 obtenue par une caméra (a) et reconstruit par
stéréo-corrélation à partir des deux caméras (b)

(a) (b)

Figure 3.52 − Forme de la pyramide de l’essai 2 obtenue par une caméra (a) et reconstruite par
stéréo-corrélation à partir des deux caméras (b)

Les déformations principales maximales et minimales (ε1 en fonction de ε2) au cours de la
mise en forme sur différentes zones caractéristiques de la tôle sont présentées sur la figure 3.54.
La rupture apparâıt au niveau de la zone 2.

3.4.3 Résultats concernant la formabilité des tôles

L’utilisation d’un seul essai (ici l’essai 2) ne permet d’obtenir qu’un seul point pour construire
une courbe limite de formage en rupture. L’étude paramétrique réalisée sur l’essai 2 (influence
de la taille du poinçon, de la taille de l’incrément vertical et du matériau) montre que la fissure
s’amorce au niveau de la zone 2. La figure 3.55 ne présente donc pas des courbes limites de formage
en rupture mais des courbes permettant de comparer la formabilité entre les différents essais 2
réalisés. Les déformations obtenues dans les zones 1 et 3 ne sont donc pas des déformations à
rupture, ce qui est indiqué par les flèches.

La figure 3.55 présente pour chaque configuration de mise en forme (matériau, φp, ∆z), la
capacité de la tôle à subir des déformations importantes. Ces courbes qui ne sont pas des CLF
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(a) (b)

Figure 3.53 − Cartographie des déformations principales maximales (a) et minimales (b) pour
l’essai 2. Localisation des zones 1, 2 et 3
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Figure 3.54 − Comparaison des différents chemins de déformation pour les essais 2

prennent la dénomination de courbes de formabilité. Deux nuances d’alliage d’aluminium (2024-
T3 et 5086-H111), deux diamètres de poinçon (φp : 10 et 20 mm) et deux tailles d’incréments
(∆z : 0.5 et 2 mm) ont été utilisées.

Une première analyse montre que l’utilisation de petits incréments (comparaison réalisée sur
l’alliage 2024-T3 avec φp=20 mm) permet d’accrôıtre la formabilité. Cependant, la profondeur
d’emboutissage atteinte juste avant la rupture lors de la mise en forme est équivalente dans les
deux cas comme le montre le tableau 3.6. L’indice de frottement est également identique tandis
que la force est plus élevée pour des incréments plus importants. Cette observation avait déjà été
faite précédemment.

Les valeurs des courbes de formabilité sont plus élevées lors de l’utilisation de petits incré-
ments, mais la pièce rompt pour la même valeur de profondeur d’embouti. L’emboutissabilité
de la pièce réalisée n’est donc pas influencée par la taille de l’incrément. L’explication pourrait
provenir d’une différence d’épaisseur de la tôle entre l’utilisation des deux incréments. L’alliage
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Figure 3.55 − Comparaison des courbes de formabilité des différents essais 2 réalisés

∆z=2 mm ∆z=0.5 mm

profondeur d’embouti
atteinte avant rupture

en mm
20 20

indice de frottement 0.216 0.217

effort vertical moyen
(axe z) en N

1711 1144

Tableau 3.6 − Données obtenues pour les deux essais comparant l’influence de la taille des
incréments sur les courbes de formabilité pour l’alliage 2024-T3 et φp=20 mm

2024-T3 est un matériau anisotrope, la croix a une de ses branches selon le sens de laminage (0°)
et l’autre selon le sens transverse de laminage (90°). L’épaisseur de tôle obtenue après mise en
forme est d’environ 0.75 mm dans la direction 90° et de 0.84 mm dans la direction 0° (sens de lami-
nage). Pour les deux essais présentés dans le tableau 3.6, la profondeur d’embouti avant rupture
est de 20 mm. Pour ces deux profondeurs d’embouti les indices de frottement sont identiques :
0.216 (∆z=2 mm) et 0.219 (∆z=0.5 mm). Ces conclusions confirment les résultats obtenus par
[JES 04] [FIL 02] [HIR 02] à savoir qu’un incrément de plus petites tailles améliore la formabilité.
Il serait intéressant d’observer la microstructure de la tôle après chacun de ces deux essais et
d’étudier par exemple la densité de la structure des dislocations.

Une deuxième analyse de la figure 3.55 montre que l’alliage 5086-H111 a une meilleure ap-
titude à la mise en forme que l’alliage 2024-T3 (φp=20 mm et ∆z=0.5 mm). Le 2024-T3 est
un alliage à durcissement structural possédant une limité élastique de 320 MPa. L’alliage 5086-
H111 a subi un durcissement par écrouissage, sa limite élastique est de 135 MPa et sa ductilité
(A%=24.5%) est meilleure que celle de l’alliage 2024-T3 (A%=21.5%)(cf. chapitre 2, présentation
des matériaux étudiés). Sa ductilité plus importante permet d’expliquer la meilleure formabilité
de l’alliage 5086-H111. La diminution des efforts pour le mettre en forme comme le montre le
tableau 3.7 est à relier avec sa limite élastique plus basse. Les indices de frottement sont sem-
blables quel que soit le matériau utilisé. L’alliage d’aluminium 5086-H111 est donc plus facile à
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mettre en forme, son emboutissabilité et sa formabilité sont meilleurs.

5086-H111 2024-T3

profondeur d’embouti
atteinte avant rupture

en mm
25 20

indice de frottement
moyen

0.227 0.217

effort vertical moyen
(axe z) en N

712 1144

Tableau 3.7 − Données obtenues pour les deux essais comparant l’influence de la nuance de
l’alliage d’aluminium sur les courbes de formabilité (φp=20 mm et ∆z=0.5 mm)

Enfin, les résultats présentés sur la figure 3.55 montrent qu’un diamètre de poinçon de 10 mm
améliore la formabilité des tôles par rapport à un diamètre de poinçon de 20 mm (comparaison
réalisée sur le 5086-H111 avec ∆z=0.5 mm). Ces conclusions sont confirmées par les résultats de
[FIL 02] et [HIR 02], à savoir qu’il est préférable d’utiliser un poinçon avec un diamètre de petite
taille. Plus la taille de poinçon augmente et plus le procédé de formage incrémental s’apparente
au procédé d’emboutissage traditionnel. Le tableau 3.8 montre que les efforts et les indices de
frottement sont peu influencés par la taille du poinçon même si les efforts mesurés diminuent
avec l’augmentation du diamètre du poinçon.

φp=10 mm φp= 20 mm

profondeur d’embouti
atteinte avant rupture

en mm
26.5 25

indice de frottement
moyen

0.220 0.227

effort vertical moyen
(axe z) en N

812 712

Tableau 3.8 − Données obtenues pour les deux essais comparant l’influence de la taille du
diamètre du poinçon sur les courbes de formabilité (5086-H111 et ∆z=0.5 mm)

3.4.4 Bilan sur la formabilité en formage incrémental

Les conclusions obtenues sur l’influence de la taille du poinçon et sur la taille de l’incrément
vertical confirment la bibliographie. Les valeurs choisies, φp=10 mm et ∆z=0.5 mm, ne sont pas
les paramètres optimaux pour ce procédé. Pour le poinçon, les diamètres communément utilisés
sont 12 et 12.5 mm [MAT 94] [JES 01B] [LEA 01] [FIL 02] [BAM 03]. L’utilisation de plusieurs
poinçon ayant des diamètres différents peut être envisagée pour former certaines zones nécessitant
des déformations plus importantes sur certaines pièces complexes. La taille de l’incrément vertical
(qui est associé à l’incrément horizontal en fonction de l’angle de la paroi de formage choisie)
a une incidence directe sur le temps de mise en forme et sur la qualité de l’état de surface de
la pièce finale. Les notions d’emboutissabilité et de formabilité sont très importantes. Pour la
réalisation d’une même pièce, il est possible à partir d’un cas où la formabilité est meilleure
d’avoir une emboutissabilité plus faible. Le succès de la réalisation d’une pièce réside dans la
capacité à répartir de façon homogène les déformations sur toute la pièce et à éviter de localiser
dans certaines zones des déformations trop importantes, synonymes de rupture.
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3.5 Conclusions et perspectives

L’utilisation du banc multicaméras combinée au logiciel Vic-3D® a permis lors des différents
essais réalisés d’étudier les états de déformations que subit la tôle lors de sa mise en forme.

La première partie de cette étude concerne la méthode de mise en forme. Dans le cas du
formage incrémental un point (SPIF), la mise en forme est réalisée par formage négatif, le poinçon
forme la pièce de l’extérieur de la tôle vers l’intérieur. En formage incrémental deux points (TPIF),
le poinçon commence par former l’intérieur de la pièce, on parle de formage positif. L’idée de
former de l’intérieur vers l’extérieur en SPIF a été utilisée. Dans le cas de troncs de cône, le
poinçon forme des cercles en formage négatif et des anneaux en formage positif. Les efforts
verticaux rencontrés lors de la mise en forme sont légèrement supérieurs en formage négatif. De
plus, former de l’intérieur vers l’extérieur diminue les déformations de la tôle, et le poinçon passe
plusieurs fois au même endroit sur la tôle. Le fait de passer toujours dans le même sens sur ces
zones ou au contraire d’alterner le sens n’a pas d’influence sur les efforts, mais a un impact sur les
déformations générées. L’inversion du sens de la trajectoire du poinçon diminue les déformations
engendrées lors de la mise en forme de la pièce. L’inconvénient du formage positif est sa durée
de mise en forme, car le poinçon forme des anneaux et non plus des cercles comme en formage
négatif.

La seconde partie aborde la taille des incréments verticaux, avec quatre cas d’études : ∆z=16
mm, ∆z=4 mm, ∆z=10 mm et ∆z=0.4 mm. Les données obtenues par le capteur de forces
du pilote SPIF montrent que les efforts obtenus lors de la mise en forme diminueraient avec
la taille des incréments. L’incrément étant plus petit, le poinçon pénètre moins dans la tôle ce
qui explique que l’effort horizontal soit plus faible. La zone déformée plastiquement étant plus
petite, l’effort vertical nécessaire pour déformer plastiquement à nouveau cette zone sera plus
faible. Enfin, les résultats extraits de la corrélation d’images montrent que la diminution de la
taille des incréments augmente les déformations générées lors de la mise en forme.

La dernière section s’intéresse à l’influence du diamètre du poinçon, de la taille des incréments
verticaux et du type d’alliage d’aluminium utilisé sur la formabilité et l’emboutissabilité des tôles.
Nos résultats confirment la bibliographie : l’utilisation de petits incréments et un poinçon de petit
diamètre améliorent la formabilité des tôles. Néanmoins, à partir d’une tôle à haute formabilité
il est possible d’obtenir lors de la mise en forme de la tôle une emboutissabilité faible. Le choix
de la taille des incréments et du diamètre du poinçon est importante, mais il est primordial
d’utiliser une trajectoire de poinçon qui homogénéisera la répartition des déformations sur la
pièce de façon à améliorer l’emboutissabilité.

Le banc multi-caméras, la corrélation d’images et le capteur de forces tri-axes offrent de nom-
breuses données pour chaque essai de formage incrémental. Le choix de l’image et des données
à analyser est vaste mais doit être pertinent. Les données traitées et présentées dans ce chapitre
semblaient être les plus pertinentes, ainsi que le choix des paramètres de formage incrémental
étudiés. Néanmoins, de nombreuses autres études pourraient également être réalisées à l’aide du
pilote et de son instrumentation, notamment des études sur l’angle de mise en forme critique,
sur les conditions de lubrification, sur les vitesses de déplacement du poinçon, sur les conditions
de bridage de la tôle, ...

Ce chapitre s’est intérressé à l’aspect expérimental du procédé de formage incrémental à
travers l’analyse d’essais réalisés sur le pilote SPIF. Dans l’optique de réaliser des simulations
éléments finis du procédé de formage incrémental un point, que ce soit pour la mise en forme
de pièces complexes ou juste de chemins de chargement simples, il est nécessaire de connâıtre
et de modéliser le comportement des matériaux. Le chapitre suivant présente des modèles de
comportement d’alliages d’aluminium à travers les lois d’écrouissage mais surtout étudie plusieurs
critères de plasticité anisotropes. Les différents essais mécaniques nécessaires à l’identification des
paramètres de ces modèles de comportement sont également présentés.
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Chapitre 4

Modélisation du comportement
plastique anisotrope de différents
alliages d’aluminium

L’apparition des logiciels éléments finis a considérablement modifié l’approche que l’on fait des
procédés de mise en forme des tôles. Les simulations numériques ont remplacé en partie des essais
expérimentaux souvent coûteux nécessaires à la mise en forme correcte des pièces. Néanmoins,
les résultats des simulations éléments finis sont sensibles à de nombreux paramètres tels que
le type de logiciel utilisé, le type d’éléments, les conditions limites, ... L’un des points les plus
important concerne : (a) la modélisation du comportement des matériaux et (b) l’identification
correcte des paramètres du modèle proposé. Le modèle utilisé dans la simulation doit être fidèle
au comportement réel du matériau soumis à différentes sollicitations mécaniques.

Dans ce chapitre nous allons donc étudier dans un premier temps le comportement méca-
nique des différents alliages d’aluminium utilisés. La deuxième partie présente différents modèles
de comportement et aborde différents critères de plasticité susceptibles de pouvoir reproduire
l’anisotropie des tôles. Les formulations et l’identification des paramètres de ces modèles sont
enfin explicitées.

4.1 Etude expérimentale

4.1.1 Comportement mécanique des alliages d’aluminium étudiés

Afin de caractériser le comportement mécanique des alliages d’aluminium présentés dans
le chapitre 2, des essais de traction uniaxiale sont réalisés sur des éprouvettes prélevées dans
plusieurs directions par rapport à la direction de laminage de la tôle.

4.1.1.1 Moyens d’essais et de mesures

Une machine d’essais électromécanique de traction INSTRON 5800, présentée sur la figure 4.1
(a), est utilisée. Une cellule de force de gamme 0-30 kN est positionnée sur la traverse supérieure.
Les mors utilisés pour maintenir l’éprouvette sont des mors plats.

Un extensomètre INSTRON de base 12.5 mm et d’allongement maximal égal à 5 mm est
utilisé.

En outre, le banc stéréoscopique décrit dans le chapitre 2 est également positionné devant la
machine afin de pouvoir acquérir des champs de déplacements ou de déformations. Ainsi la mesure
de déformations fournie par l’extensomètre peut être comparée à la mesure de déformations
obtenue par stéréo-corrélation d’images. La corrélation d’images offre la possibilité de calculer
un champ de déformations contrairement à la mesure fournie par l’extensomètre qui demeure
globale. Cependant, il est possible d’extraire par moyennage du champ de déformations obtenu,
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(a) (b)

Figure 4.1 − Machine d’essais électromécaniques de traction INSTRON 5800 (a), et présentation
de l’AOI de l’éprouvette (b)

une mesure globale que l’on peut comparer à celle donnée par l’extensomètre. La figure 4.2
présente la courbe d’écrouissage obtenue sur l’alliage 2024-T3 dans la direction de laminage.
Elle représente l’évolution de la contrainte vraie en fonction de la déformation logarithmique
obtenue à partir de la mesure de l’extensomètre d’une part et par la corrélation d’images d’autre
part. La bonne superposition de ces deux courbes permet de valider ces deux types de mesures.
De plus, la corrélation d’images est un moyen de mesure sans contact qui permet d’obtenir les
déformations longitudinales et transverses, ce qui évite l’utilisation d’un deuxième extensomètre
dont le positionnement est plus délicat.
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Figure 4.2 − Comparaison des déformations mesurées par Vic-3D et par l’extensomètre dans le
domaine élasto-plastique lors d’un essai de traction sur l’alliage 2024-T3
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Pour chaque essai, la taille de la fenêtre de corrélation est de 21 pixels soit une résolution
spatiale sur les déplacements de 0.8 mm et une ZCε (Zone de Calcul des Déformations) de
25 pixels soit une résolution spatiale sur les déformations de 0.95 mm, pour un grossissement
de 0.038 mm par pixel. Les essais sont réalisés avec une vitesse de déplacement de la traverse
supérieure (la traverse inférieure étant fixe) de 2 mm.min−1. La figure 4.1 (b) présente l’AOI de
l’éprouvette dont les dimensions sont de 37.0 × 12.4 mm2.

Afin d’étudier l’anisotropie du matériau, des essais sont effectués sur des éprouvettes prélevées
dans différentes directions de la tôle. L’angle définit par la direction de laminage et la direction
de prélèvement des éprouvettes, illustré par la figure 4.3, est noté α. Ainsi l’angle 0° correspond
à la direction de laminage et 90° au sens transverse. Cinq directions intermédiaires (15°, 30°, 45°,
60° et 75°) sont également étudiées.

Figure 4.3 − Représentation de l’angle défini par la direction de laminage et la direction de
prélèvement des éprouvettes

4.1.1.2 Présentation des résultats des essais de traction

Une première analyse des courbes représentant la contrainte vraie en fonction de la défor-
mation vraie (logarithmique) présentées sur la figure 4.4 permet de déterminer des grandeurs
caractéristiques comme le module d’élasticité (E), la limite d’élasticité conventionnelle (Rp0.2), la
contrainte avant striction (Rm) ou l’allongement à la rupture (A%). Les déformations présentées
sont mesurées par corrélation d’images. Les résultats présentés sur la figure 4.4 sont obtenus
à partir d’essais de traction réalisés dans le sens de laminage et comparent les trois alliages
d’aluminium étudiés.

Les tableaux 4.1 à 4.3 présentent les résultats obtenus pour les différentes nuances d’alliages
d’aluminium étudiés. Pour les alliages 2024-T3 et 5086-H111, deux séries d’essais ont été réalisées.
Les résultats présentés ici sont donc les moyennes des valeurs des deux essais, l’ensemble des
résultats sont présentés en annexe. Une seule série d’essais a également été réalisée pour l’Al-Li.

Concernant l’alliage 2024-T3 (cf. tableau 4.1), le module d’Young moyen est de 73.5 GPa avec
un écart-type de 1.17, le comportement élastique est donc considéré isotrope. Il est indépendant
de la direction de prélèvement des éprouvettes contrairement à la limite élastique Rp0.2 et à la
limite avant striction Rm. L’allongement à la rupture moyen est de 21.5 % pour un écart-type
de 0.5 %. Ces résultats confèrent au matériau un caractère anisotrope dans le sens où le seuil
de plasticité est dépendant de la direction de prélèvement des éprouvettes également appelées
direction d’anisotropie. En revanche, l’évolution de la plasticité (loi d’écrouissage) peut être
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Figure 4.4 − Contraintes vraies en fonction des déformations logarithmiques mesurées par Vic 3D
dans la direction de laminage pour les différents alliages d’aluminium étudiés

direction
d’anisotropie

0° 15° 30° 45° 60° 75° 90° moyenne écart-type

E (GPa) 73 75 72 74 72 74 74 73.5 1.17

Rp0.2 (MPa) 325 316 313 297 305 295 296 306.9 13.39

Rm (MPa) 549 538 540 540 525 538 536 538.0 6.74

A (%) 21.6 20.9 22.1 22.5 20.9 21.8 21.1 21.55 0.549

Tableau 4.1 − Propriétés mécaniques du 2024-T3

considérée comme indépendante de la direction d’anisotropie, elle est donc considérée comme
isotrope. L’évolution de la contrainte en fonction de la déformation pour les sept essais (0°, 15°,
30°, 45°, 60°, 75° et 90°) au cours d’un essai de traction est présentée en annexe (cf. figure 6.31).

direction
d’anisotropie

0° 15° 30° 45° 60° 75° 90° moyenne écart-type

E (GPa) 70 69 70 71 69 70 72 70.1 0.88

Rp0.2 (MPa) 134 136 131 133 128 133 137 133.4 2.93

Rm (MPa) 365 369 363 364 355 366 370 364.7 5.01

A (%) 24.4 24.6 24.5 24.8 24.5 25.1 24.1 24.54 0.331

Tableau 4.2 − Propriétés mécaniques du 5086-H111

En revanche, les résultats du tableau 4.2 montrent que l’alliage 5086-H111 présente un com-
portement élasto-plastique isotrope car sa limite d’élasticité est proche dans toutes les directions,
133.4 MPa pour un écart-type de 2.93. Sa ductilité est supérieure à celle du 2024-T3 tandis que
sa limite élastique et son module d’élasticité sont inférieurs. La différence entre ces propriétés
explique en partie la meilleure formabilité du 5086-H111 observée dans le chapitre 3. L’évolution
de la contrainte en fonction de la déformation pour les sept essais (0°, 15°, 30°, 45°, 60°, 75° et
90°) au cours d’un essai de traction est présentée en annexe (cf. figure 6.32).

Comme pour l’alliage 2024-T3, les résultats du tableau 4.3 mettent en avant le comporte-
ment élastique isotrope de l’alliage Al-Li et un comportement plastique anisotrope. Ce matériau
possède la limite élastique la plus importante, néanmoins, son allongement à la rupture est très
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direction
d’anisotropie

0° 15° 30° 45° 60° 75° 90° moyenne écart-type

E (GPa) 74 72 75 71 75 69 73 72.7 2.21

Rp0.2 (MPa) 546 486 452 491 504 553 551 526 30.93

Rm (MPa) 582 552 520 536 556 580 580 558 24.19

A (%) 3.0 4.0 5.1 4.1 5.4 3.3 3.8 4.1 0.879

Tableau 4.3 − Propriétés mécaniques de l’Al-Li

faible (A=4.1 %), ce matériau est très peu ductile. Son module d’élasticité de 72.7 GPa demeure
plus faible que les données obtenues dans la littérature (E=80 GPa) [DEV 92]. L’évolution de la
contrainte en fonction de la déformation pour les sept essais (0°, 15°, 30°, 45°, 60°, 75° et 90°) au
cours d’un essai de traction est présentée sur la figure 4.5.
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Figure 4.5 − Courbes contraintes-déformations lors des essais de traction dans sept directions de
prélèvement pour l’Al-Li

L’analyse des limites d’élasticité permet de connâıtre le comportement du matériau (isotrope
ou anisotrope), cependant une autre méthode existe permettant de caractériser le comportement
des tôles. Elle concerne l’étude des cœfficients d’anisotropie.

4.1.2 Détermination des cœfficients d’anisotropie

Le cœfficient d’anisotropie rα est défini comme le rapport entre la vitesse de déformation
plastique transversale (ε̇pl

yy) et la vitesse de déformation plastique dans l’épaisseur (ε̇pl
zz) lors d’un

essai de traction réalisé sur une éprouvette prélevée dans une direction faisant un angle (α) avec
la direction de laminage (cf. figure 4.6).

rα =
ε̇pl
yy

ε̇pl
zz

(4.1)

Ces données sont obtenues à partir des mêmes essais de traction que ceux présentés pré-
cédemment. En effet, la stéréo-corrélation permet d’obtenir les déformations dans le plan de
l’éprouvette, c’est-à-dire pour les directions εxx et εyy, les déformations mesurées correspondent
aux déformations totales. Les déformations plastiques sont obtenues en supposant la partition
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Figure 4.6 − Repère de l’essai de traction

de la déformation totale en une partie élastique et une partie plastique : εpl = εtot − εel. Les
déformations élastiques sont obtenues à partir de la loi de Hooke :

εel = − ν

E
Tr(σ)I +

1 + ν

E
σ (4.2)

où ν le coefficient de poisson est défini par l’équation suivante :

ν = −εel
xx

εel
yy

(4.3)

La valeur moyenne obtenue pour nos trois alliages est 0.33 ce qui correspond aux valeurs
typiques pour les alliages d’aluminium.

Les déformations plastiques sont donc calculées, à partir de l’équation 4.2 par les équations
suivantes :

εpl
xx = εtot

xx − εel
xx = εtot

xx − σxx

E
dans la direction de sollicitation (4.4)

εpl
yy = εtot

yy − εel
yy = εtot

yy + ν
σxx

E
dans les autres directions

Grâce au principe d’incompressibilité plastique, Tr
(

εpl
)

= εpl
xx + εpl

yy + εpl
zz = 0, la déformation

plastique dans l’épaisseur est déduite de l’expression suivante : εpl
zz = −εpl

xx − εpl
yy.

Les vitesses de déformation plastique sont obtenues à partir des courbes déformations plas-
tiques en fonction du temps (εpl=f(t)) et correspondent à la pente de ces droites.

Le cœfficient de Lankford se calcule à partir des cœfficients d’anisotropie : r0+2r45+r90

4 , avec
rα définit par l’équation (4.1). On rappelle ici que plus le cœfficient de Lankford est grand, plus
l’amincissement moyen de la tôle sera faible pour un allongement donné et plus le matériau sera
anisotrope. L’emboutissabilité de la tôle sera donc meilleure puisqu’elle pourra subir des allonge-
ments plus importants sans apparition de défaut dans l’épaisseur, une striction par exemple. Un
cœfficient de Lankford de 1 correspond à un matériau isotrope plastique. Le tableau 4.4 présente
les valeurs moyennes des cœfficients d’anisotropie obtenus pour les différentes directions de la tôle
pour les différents alliages d’aluminium ainsi que le cœfficient de Lankford pour chaque matériau.

On observe que les cœfficients d’anisotropie calculés sur l’alliage 2024-T3 sont tous inférieurs
à 1. Les vitesses de déformations plastiques calculées dans l’épaisseur sont donc plus élevées que
celles calculées dans le sens transversal. Dans le cas du 5086-H111, les cœfficients d’anisotropie
et le cœfficient de Lankford ne sont pas non plus égaux à 1. Ce matériau présente donc un
comportement plutôt isotrope si l’on se réfère aux valeurs de ses différentes limites d’élasticité
dans le plan mais possède des cœfficients d’anisotropie différents par rapport aux directions de
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cœfficient de
Lankford

r0 r15 r30 r45 r60 r75 r90

2024-T3

0.880 0.732 0.746 0.764 0.904 0.884 0.935 0.978

5086-H111

0.790 0.722 0.741 0.828 0.893 0.824 0.695 0.650

Al-Li

1.389 1.578 1.168 1.584 1.620 0.794 0.509 0.737

Tableau 4.4 − Cœfficients d’anisotropie et de Lankford pour les trois matériaux étudiés

prélèvement des éprouvettes. Barlat et al. [BAR 03] ont également montré ce phénomène pour un
alliage d’aluminium-magnésium proche de l’alliage 5086-H111. L’aluminium-lithium possède des
cœfficients d’anisotropie supérieurs et inférieurs à 1. Les vitesses de déformations plastiques sont
donc très différentes dans ce matériau. Sur le seul critère de la valeur du cœfficient de Lankford,
l’alliage Al-Li présente une meilleure emboutissabilité car il possède la valeur la plus importante.

Dans la suite, les limites d’élasticité et les cœfficients d’anisotropie identifiés à 0°, 45° et 90°

sont utilisés comme données de base afin d’identifier différents critères de plasticité. Ces critères
sont ensuite validés à partir des limites d’élasticité et des cœfficients d’anisotropie calculés pour
les directions intermédiaires (15°, 30°, 60° et 75°).

4.1.3 Conclusions sur l’étude expérimentale

D’un point de vue de la composition chimique et de leurs traitements thermiques, la présenta-
tion des alliages d’aluminium au chapitre 2 montrait que les alliages étudiés étaient très différents.
Les résultats des essais de traction effectués dans plusieurs directions de la tôle mettent en avant
des comportements mécaniques très différents. L’Al-Li a une limite élastique importante mais un
très faible allongement à la rupture, contrairement au 5086-H111. Ces trois alliages ont un com-
portement élastique et une évolution de la plasticité isotrope. L’hypothèse d’un comportement
isotrope pour le 5086-H111 est retenue. Les alliages 2024-T3 et Al-Li quant à eux possèdent des
comportements plastiques anisotrope. Cependant, il serait nécessaire d’étoffer la base de données
expérimentales de ces essais de traction.

Les courbes contraintes-déformations obtenues à partir des essais de traction vont permettre
d’identifier les paramètres de loi d’écrouissage isotrope. Les cœfficients d’anisotropie et les limites
d’élasticité, quand à eux, vont permettre d’identifier les paramètres des critères de plasticité
présentés dans la section suivante.

4.2 Modèles de comportement élasto-plastique

Dans notre cas, un modèle élasto-plastique est utilisé, en effet, des résultats du chapitre 3
ont permis de valider le fait que les températures induites lors du procédé de formage incré-
mental (inférieures à 100°C) ne nécessitent pas l’utilisation d’un modèle plus complexe de type
viscoplastique. Un modèle de comportement élasto-plastique est constitué d’un critère de plas-
ticité et d’une ou plusieurs lois d’écrouissage. Les critères de plasticité peuvent être anisotrope
ou isotrope. Comme évoqué précédemment, l’évolution du critère de plasticité est uniquement
isotrope. Cependant, il pourrait être combiné à un écrouissage cinématique traduisant le com-
portement élasto-plastique cyclique du matériau. Il est clair que ce type de sollicitation joue un
rôle en formage incrémental, cependant cet effet n’a pu être identifié dans cette étude du fait
d’un manque de données en fatigue de ces matériaux. En effet, les paramètres de l’écrouissage
cinématique sont difficiles à identifier à partir de tôles. Ainsi, seul un écrouissage isotrope est
considéré dans les modèles.
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4.2.1 Lois d’écrouissage et surface de charge

4.2.1.1 Surface de charge

La surface de charge f représente la limite entre les domaines élastique et plastique pour
un matériau à un instant donné. Les lois d’écrouissage tiennent compte de l’évolution de cette
surface de charge au cours de la sollicitation exercée sur le matériau. Cette surface est régi par
plusieurs conditions [LEM 85] :

f < 0 => comportement élastique
f = 0 et df

dt
= 0 => écoulement plastique

f = 0 et df
dt

< 0 => décharge élastique

Pour les matériaux à écrouissage positif, la surface de charge s’exprime en fonction des com-
posantes du tenseur des contraintes et dépend de l’état d’écrouissage par l’intermédiaire des
variables internes, généralement les forces thermodynamiques, dans notre cas, R (écrouissage
isotrope, qui correspond à la dilatation de la surface de charge). La surface de charge s’écrit donc
de la manière suivante :

f = f (σ, R) = f(C S : S) − R (4.5)

C est un tenseur d’ordre quatre représentant l’anisotropie du matériau, S est la partie dévia-
torique du tenseur des contraintes et R est la loi d’écrouissage isotrope.

A partir de cette surface de charge et de l’hypothèse de normalité généralisée associée aux phé-
nomènes dissipatifs instantanés, les lois d’écoulement sont obtenues par les relations suivantes :

˙εpl = λ̇
∂f

∂σ
− ṙ = λ̇

∂f

∂R
(4.6)

où ṙ est la variable associée à R. Le multiplicateur plastique λ̇, indépendant du temps, est
déterminé par la condition de consistance : f = ḟ = 0.

4.2.1.2 Formulations des lois d’écrouissage isotrope

La littérature fait état d’un certain nombre de lois d’écrouissage isotrope, principalement
des lois puissances (Ludwig, Swift, ...) ou des lois exponentielles. Les lois les plus utilisées sont
référencées dans le tableau 4.5.

Nom Expression cœfficients à déterminer

Ludwig R = R0 + K
(

εpl
eq

)n

R0, K et n

Swift R = R0 + K
(

εpl
eq + ε0

)n

R0, K, ε0 et n

Loi exponentielle R = R0 + Q
(

1 − e(−bε
pl
eq)
)

R0, Q et b

Tableau 4.5 − Lois d’écrouissage isotrope les plus utilisées

La déformation plastique équivalente (εpl
eq) est défini par l’équation suivante :

εpl
eq =

√

2

3
εpl : εpl (4.7)

La loi d’écrouissage que nous avons retenue est la loi de Ludwig. Elle possède trois cœfficients
à identifier, R0 la limite d’élasticité et K, n des paramètres matériaux définissant l’écrouissage.

R = R0 + K
(

εpl
eq

)n
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Identification de l’écrouissage connaissant la limite d’élasticité à 0.2% de défor-
mation plastique (Rp0.2)

Comme expliqué précemment, Rp0.2 est la limite d’élasticité conventionnelle identifiée à partir
de la courbe σ − εtot et correspond à la contrainte de traction pour une déformation plastique
de 0.2%. Identifier les paramètres de la loi de Ludwig en connaissant la valeur de Rp0.2 revient
à n’identifier que K et n à partir de la courbe σ − εpl. La figure 4.7 présente la loi d’écrouissage
identifiée à partir de données expérimentales de l’alliage 2024-T3 dans la direction de laminage
de la tôle.
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Figure 4.7 − Détermination des paramètres d’écrouissage K et n sur l’alliage 2024-T3 dans la
direction 0°

Pour identifier les paramètres K et n, une méthode d’optimisation basée sur l’écart au sens
des moindres carrés entre les contraintes obtenues à partir du modèle et les contraintes expéri-
mentales est utilisée. Le tableau 4.6 présente les valeurs des paramètres d’écrouissage obtenues
dans différentes directions pour deux des trois matériaux étudiés.

Matériau 5086-H111 2024-T3

direction 0° 45° 90° 0° 45° 90°

K (MPa) 556 549 546 600 583 595

n 0.590 0.590 0.590 0.570 0.570 0.570

Rp0.2 (MPa) 134 133 137 325 297 296

couple choisi K=550 n=0.59 K=593 n=0.57

Tableau 4.6 − Paramétres identifiés à partir d’essais de traction réalisés dans plusieurs directions
de la tôle

Les paramètres d’écrouissage obtenus, outre la limite élastique qui dépend du mode de dur-
cissement de l’alliage, sont très proches. Dans ce cas la limite d’élasticité est identifiée séparément
de K et n. Pour chaque matériau la valeur du paramètre n est identique dans chaque direction.

Identification simultanée de l’ensemble des paramètres de la loi d’écrouissage

Dans ce cas, on ne connâıt pas R0, il faut donc identifier simultanément les trois paramètres
de la loi de Ludwig. R0 correspond à la limite élastique à 0% de déformation plastique et l’iden-
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ALLIAGES D’ALUMINIUM

tification est donc réalisée sur la courbe σ − εtot. Dans notre cas, l’écrouissage étant isotrope,
les paramètres K et n sont identiques dans toutes les directions de la tôle (K0=K45=K90=K et
n0=n45=n90=n) et le paramètre R0, qui dépend de la direction de la tôle, est laissé libre.

L’idée est donc de réaliser une optimisation sous contraintes à l’aide du logiciel Zoptim. Les
données d’entrée sont les courbes σ− εtot pour les directions 0°, 45° et 90°. Dans ce cas, le critère
de plasticité isotrope de Von Mises présenté par la suite est utilisé. L’algorithme d’optimisation
choisi est celui de Levenberg-Marquardt. Les résultats sont présentés dans le tableau 4.7. La
prise en compte du domaine de transition élasto-plastique modifie surtout l’ordre de grandeur
des valeurs de n (parfois du simple au double). Remarquons que la contrainte d’optimisation
n0=n45=n90=n est difficile à respecter pour l’alliage Al-Li, néanmoins les valeurs obtenues sont
proches.

Matériau 5086-H111 2024-T3 Al-Li

direction 0° 45° 90° 0° 45° 90° 0° 45° 90°

K (MPa) 601 601 601 626 626 626 365 365 365

n 0.4570 0.4570 0.4570 0.3036 0.3036 0.3036 0.3283 0.2358 0.4066

R0 (MPa) 94 93 93 187 167 176 482 380 499

Tableau 4.7 − Identification des paramètres de la loi de Ludwig pour les trois alliages étudiés

Le tableau 4.8 compare les paramétres de la loi de Ludwig identifiés soient à partir de Rp0.2

soient à partir de R0.

Matériau 5086-H111 2024-T3

Limite d’élasticité Rp0.2 R0 Rp0.2 R0

K (MPa) 550 601 593 626

n 0.590 0.457 0.570 0.3036

Tableau 4.8 − Paramètres de la loi de Ludwig identifiés à partir de Rp0.2 ou R0

Les résultats sont différents surtout pour le paramètre n qui modélise en particulier la zone
de transition élasto-plastique [LEC 07]. Rp0.2 définit conventionnellement la limite d’élasticité,
son identification est plus aisée que la limite d’élasticité vraie R0. Néanmoins dans le cadre de
l’identification de modèle de comportement, l’utilisation de la valeur de R0 dans les modèles de
comportement semble plus pertinente.

La figure 4.8 montre que dans le cas de l’alliage 2024-T3, la loi de Ludwig ne représente pas
parfaitement le comportement de cet alliage dans la zone de transition élasto-plastique. Il est
alors possible d’améliorer la loi d’écrouissage afin de couvrir une large gamme de déformation.
Bron [BRO 04] propose par exemple une loi d’écrouissage représentée par l’équation 4.8.

R(p) = R0

[

1 + K0p + K1

(

1 − e−k1p
)

+ K2

(

1 − e−k2p
)]

(4.8)

Elle permet de tenir compte aussi bien du domaine de transition élasto-plastique que du
domaine des grandes déformations. Elle est constituée de six paramètres (K0, K1, K2, k1, k2)
plus la limite d’élasticité R0 qui va dépendre de la direction de sollicitation de la tôle. La figure
4.8 compare les lois d’écrouissage de Ludwig et de Bron pour l’alliage 2024-T3 dans la direction
0°. Ces résultats montrent bien que la loi d’écrouissage ainsi définie représente mieux les données
expérimentales que la loi de Ludwig.

Le tableau 4.9 présente les valeurs des paramètres de la loi d’écrouissage de Bron identifiées
pour les trois alliages d’aluminium. Pour rappel, les valeurs Ki et ki sont indépendantes de la
direction de prélèvement des éprouvettes. On constate que certains termes ne sont pas activés
(valeurs≤10−6).
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Figure 4.8 − Représentation des lois d’écrouissage de Ludwig et de Bron pour l’alliage 2024-T3
dans la direction 0°

Matériau 2024-T3 5086-H111 Al-Li

K0 10−6 1.648 10−7

K1 1.721 0.043 0.1875

k1 1204 503.1 10−7

K2 2.363 1.652 0.1769

k2 12.56 14.59 220.9

R0 (MPa) 114 127 491

R45 (MPa) 109 122 447

R90 (MPa) 111 126 488

Tableau 4.9 − Paramètres de la loi de Bron pour les trois alliages d’aluminium étudiés

Ces paramètres permettent de représenter au mieux l’évolution de l’écrouissage isotrope dans
les trois directions comme le montre la figure 4.9. Les courbes comparent les données expérimen-
tales avec celles identifiées pour les alliages 2024-T3, 5086-H111 et Al-Li dans les directions 0°,
45° et 90°. Pour ces deux premiers alliages d’aluminium l’hypothèse d’un écrouissage isotrope est
bien validée.

Cependant, ce n’est pas le cas de l’Al-Li comme le montre les courbes de la figure 4.9. En
effet, pour le même jeu de paramètres, la loi d’écrouissage identifiée dans les trois directions pour
cet alliage ne représente pas parfaitement le comportement du matériau. Il est donc nécessaire
d’identifier les valeurs d’un jeu de paramètre Ki et ki dépendant de la direction de prélèvement
des éprouvettes, dont les résultats sont présentés dans le tableau 4.10. La figure 4.10 montre
l’évolution de l’écrouissage isotrope dans les trois directions, avec dans chaque direction les para-
mètres différents optimisés permettant de mieux représenter l’évolution de la plasticité de l’alliage
Al-Li qui peut être considéré comme légèrement anisotrope.

Pour résumer, la mise en place de la loi d’écrouissage utilisant deux termes exponentiels
permet dans le cas des alliages 2024-T3 et 5086-H111 de mieux représenter l’évolution de la
plasticité des alliages d’aluminium étudiés tant au niveau de la zone de transition élasto-plastique
que dans la zone de grandes déformations. L’évolution de la plasticité des alliages 2024-T3 et
5086-H111 est considérée comme isotrope contrairement à celle de l’Al-Li qui a un comportement
anisotrope.

129
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Figure 4.9 − Représentation de la loi d’écrouissage de Bron pour les alliages 2024-T3, 5086-H111
et Al-Li dans les directions 0° (a) 45° (b) et 90° (c)

Pour modéliser le comportement élasto-plastique, l’évolution de la plasticité représentée par
les lois d’écrouissage est couplée à un critère de plasticité correspondant à l’état initial du maté-
riau. Ce critère de plasticité permet de faire la transition entre le domaine élastique et le domaine
plastique. Nous avons vu que les alliages étudiés pouvaient répondre à un critère isotrope, c’est
le cas de l’alliage 5086-H111 ou à un critère anisotrope dans le cas des alliages Al-Li et 2024-T3.
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Figure 4.10 − Représentation des lois d’écrouissage de Bron pour l’alliage Al-Li dans les directions
0° (a) 45° (b) et 90° (c)

Matériau Al-Li

Direction 0° 45° 90°

K0 0.862 0.690 1.267

K1 0.0877 0.205 0.109

k1 706 397 1098

K2 0.314 0.131 0.103

k2 10.36 23.32 19.94

R0 (MPa) 497 414 487

Tableau 4.10 − Paramètres de la loi de Bron identifiés pour l’Al-Li pour chaque direction

La partie suivante présente le critère de plasticité isotrope de Von Mises avant de s’intéresser
plus précisément aux critères de plasticité anisotrope.

4.2.2 Formulation du critère de plasticité isotrope de Von Mises

Le comportement de l’alliage 5086-H111 est considéré comme isotrope, le critère de Von Mises
est donc utilisé [LEM 85], ce dernier étant rarement mis en défaut sur les matériaux métalliques
isotropes.

Le critère dépend du second invariant J2 et du tenseur déviatorique des contraintes S et
s’écrit de la façon suivante :

f = f(J2, R0) = σeq − R0 =
√

3J2 − R0 =

√

3

2
S : S − R0 (4.9)

En développant l’expression dans l’espace des contraintes, le critère peut s’écrire :

f =

√

1

2

[

σ11 − σ22)2 + (σ22 − σ33)2 + (σ33 − σ11)2 + 6(σ2
12 + σ2

23 + σ2
13

]

− R0 (4.10)

ou dans l’espace des contraintes principales, il prend la forme suivante :

f =

√

1

2
[σ1 − σ2)2 + (σ2 − σ3)2 + (σ3 − σ1]

2 − R0 (4.11)

L’équation R2
0 = 1

2

[

σ1 − σ2)
2 + (σ2 − σ3)

2 + (σ3 − σ1)
2
]

correspond à l’équation d’un cy-
lindre de base circulaire de rayon R0 axé sur la trisectrice du repère principal. Ce critère ne
nécessite que l’identification d’un seul paramètre R0.
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4.3 Formulation et identification des critères de plasticité aniso-
trope

Le premier critère anisotrope de plasticité a été proposé par Hill [HIL 48] et est une extension
du critère isotrope de Von Mises, un second critère de Hill a été développé en 1990 [HIL 90].
Ces critères sont utilisés pour les métaux mais ne sont pas forcément les mieux adaptés pour
les alliages d’aluminium. Barlat et al. ont présenté un critère de plasticité anisotrope propre
aux alliages d’aluminium [BAR 89] [BAR 91] [BAR 97]. D’autres critères de plasticité existent,
comme le critère de Banabic et al. [BAN 03] [BAN 04] qui combine les avantages du critère de
Barlat et Lian [BAR 89] avec celui de Karafillis et Boyce [KAR 93]. En 2004, Bron a proposé un
nouveau critère anisotrope prenant, en théorie, mieux en compte le comportement des alliages
d’aluminium [BRO 04]. Ce critère de plasticité est une extension des équations développées par
Barlat et al. [BAR 91] et Karafillis et Boyce [KAR 93]. Il est constitué de 14 paramètres et
nécessite la réalisation d’essais de traction sur éprouvettes entaillées. De plus l’identification des
paramètres est réalisée par comparaison des résultats expérimentaux et des résultats issus d’une
simulation éléments finis. L’utilisation de ce critère est longue et complexe.

Une étude comparative des critères de Hill48 et Hill90 ainsi que du critère de Barlat91 sera
réalisée dans cette partie.

4.3.1 Critère de Hill48

Le critère de Hill48 [HIL 48] s’écrit de la façon suivante :

f =
√

H(σ11 − σ22)2 + F(σ22 − σ33)2 + G(σ33 − σ11)2 + 2N(σ12)2 + 2M(σ23)2 + 2L(σ13)2 − R0

(4.12)

Dans le cas de contraintes planes, le critère se réécrit :

f =
√

H(σ11 − σ22)2 + F(σ22)2 + G(σ11)2 + 2N(σ12)2 − R0 (4.13)

Il peut également se formuler, pour un essai de traction, en fonction de la contrainte appliquée
σα qui dépend de la direction de sollicitation et de l’angle α formé par les repères d’essai et
d’anisotropie :

f = σα

√

(H+G) cos(α)4 + (F+H) sin(α)4 + 2(N-H) cos(α)2 sin(α)2 − R0 (4.14)

En contraintes planes, quatre coefficients sont à déterminer (G, H, F et N), ils sont identifiés
à partir des essais de traction présentés précédemment réalisés dans plusieurs directions de la
tôle. Ces quatre coefficients dépendent de la limite d’élasticité et du cœfficient d’anisotropie.

La contrainte d’écoulement se définit comme la limite d’élasticité quand f=0.

σα =
R0

√

(H+G) cos(α)4 + (F+H) sin(α)4 + 2(N-H) cos(α)2 sin(α)2
(4.15)

R0 est la limite délasticité dans le sens de laminage (α=0°).

Comme montré précédemment, le cœfficient d’anisotropie se calcule à partir des vitesses de
déformations plastiques obtenues à partir de la loi d’écoulement suivante ˙εpl = λ̇∂f

∂σ
. L’expression

de rα s’écrit donc de la façon suivante (les détails du calcul se trouvent en annexe) :

rα =
(G + 4H + F − 2N) sin(α)2 cos(α)2 − H

−Gcos(α)2 − F sin(α)2
(4.16)

Deux méthodes existent pour calculer ces paramètres. La première nécessite l’utilisation des
coefficients d’anisotropie (r0, r45, r90) [FLO 07]. La seconde utilise les contraintes d’écoulement
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(σ0, σ45, σ90) et un cœfficient d’anisotropie (r45 par exemple) [HIL 48]. La seconde méthode
respecte l’inégalité σ0>σ90, observé lors de nos essais, ce qui n’est pas le cas de la première
méthode.

Quatre paramètres sont à identifier pour le critère de Hill48, G, H, F et N, l’hypothèse sui-
vante étant faite : N=L=M. Ces quatre paramètres peuvent être identifiés à partir des cœfficients
d’anisotropie ou des limites d’élasticité. Il n’existe donc pas une solution unique.

- Première méthode : utilisation des cœfficients d’anisotropie r0, r45, r90. Les quatre équa-
tions suivantes sont obtenues :

G + H =

(

R0

σ0

)2

= 1 G =
1

r0 + 1
F =

H

r90
N =

(F + G)(2r45 + 1)

2
(4.17)

G+H=1 est une condition déduite de l’équation σ0 = R0√
(H+G)

sachant que σ0=R0.

- Deuxième méthode : l’utilisation des limites d’élasticité σ0, σ45, σ90 et du cœfficient
d’anisotropie r45 permet d’obtenir les quatre équations suivantes :

H = −1

2

[(

(

R0

σ45

)2

× 2

r45 + 1

)

−
(

R0

σ90

)2

− 1

]

G + H =

(

R0

σ0

)2

= 1 F + H =

(

R0

σ90

)2

N =
(F + G)(2r45 + 1)

2
(4.18)

Les tableaux 4.11 et 4.12 présentent les résultats obtenus pour les paramètres du critère de
Hill48 à partir des deux méthodes. La méthode utilisée influence de manière significative la valeur
des paramètres calculés.

F G H L M N

1ere méthode 0.431 0.577 0.423 1.417 1.417 1.417

2eme méthode 0.728 0.528 0.472 1.769 1.769 1.769

Tableau 4.11 − Identification des paramètres du critère de Hill48 par deux méthodes différentes
pour l’alliage 2024-T3

F G H L M N

1ere méthode 0.830 0.388 0.612 2.583 2.583 2.583

2eme méthode 0.462 0.482 0.518 2.001 2.001 2.001

Tableau 4.12 − Identification des paramètres du critère de Hill48 par deux méthodes différentes
pour l’alliage Al-Li

La figure 4.11 présente les surfaces de charge identifiées à partir de la deuxième méthode
(limites d’élasticité) et calculées pour différentes valeurs de cisaillement. Ces surfaces sont tracées
dans le plan (σ11, σ22) normalisé par R0, elles délimitent les domaines élastique et plastique. Nous
n’avons pas de données expérimentales issues d’essai de traction bi-axiales permettant de valider
la forme de cette surface de charge, néanmoins, à partir des limites d’élasticité il est possible
d’obtenir des points dans ce plan.

Dans le cas de contraintes planes le tenseur des contraintes s’écrit de la façon suivante :

σ =

(

σ11 σ12

σ12 σ22

)

=

(

σαcos2(α) σαcos(α)sin(α)
σαcos(α)sin(α) σαsin2(α)

)

(4.19)
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Figure 4.11 − Surfaces de charge du critère de Hill48 identifiées à partir des σα calculées pour
différentes valeurs de cisaillement pour l’alliage 2024-T3

où σα est la contrainte d’écoulement dans le repère d’essai x,y et σi,j les contraintes dans le repère
d’orthotropie (1≤ i,j ≤ 2).

La valeur de τ représente le cisaillement normalisé par la contrainte d’écoulement dans la
direction 0° et est définie par l’équation suivante :

τ =
σ12

R0
=

σαcos(α)sin(α)

R0
(4.20)

Chaque valeur de α différente de 0 et 90° va générer des contraintes de cisaillement et donc
une nouvelle surface de charge. En théorie, pour chaque valeur de α, l’essai de traction permet
d’obtenir un point qui se trouve sur la surface de charge associée. Les coordonnées de ce point

sont définies par (σ11

R0
, σ22

R0
) que l’on peut également écrire (σαcos2(α)

R0
, σαsin2(α)

R0
).

Le tableau 4.13 présente pour chaque valeur de α, la valeur de cisaillement associée et les
coordonnées du point associées.

α τ σ11

R0

σ22

R0

0° 0. 1. 0.

15° 0.243 0.907 0.065

30° 0.417 0.722 0.241

45° 0.457 0.457 0.457

60° 0.406 0.235 0.704

75° 0.227 0.061 0.847

90° 0. 0. 0.911

Tableau 4.13 − Présentation des caractéristiques de chaque essai et des efforts verticaux et
horizontaux moyens nécessaires pour former le dernier palier

Les résultats du tableau 4.13 montrent que le cisaillement est maximum pour α=45° et
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que comme montré dans le chapitre 1, l’ajout de cisaillement diminue la taille de la surface de
charge. Les résultats de la figure 4.11 montrent que pour les directions ayant servies à identifier
les paramètres (0°, 45°, 90°), les points expérimentaux se trouvent exactement sur les surfaces
de charge associées. Pour les directions intermédiaires (15°, 30°, 60°, 75°), les surfaces de charge
correspondent à une prédiction des différentes valeurs expérimentales. Il est donc possible à
partir des limites d’élasticité de vérifier la forme des surfaces de charge, néanmoins, ces surfaces
de charges doivent être identifiées à l’aide des paramètres du critère identifiés à partir des limites
d’élasticité afin de fournir les meilleurs résultats.

La même démarche est réalisée pour l’alliage Al-Li, les résultats sont présentés sur la figure
4.12. Les points pour les valeurs de α=0°, 45° et 90° correspondent bien aux surfaces de charges
associées.
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Figure 4.12 − Surfaces de charge du critère de Hill48 identifiées à partir des σα calculées pour
différentes valeurs de cisaillement pour l’alliage Al-Li

4.3.2 Critère de Hill90

Le critère de Hill90 [HIL 90] ne s’exprime qu’en contraintes planes, il s’écrit de la façon
suivante en fonction des contraintes principales σ1 et σ2 :

(2σb)
m = |σ1 + σ2|m + Am |σ1 − σ2|m

+ |σ1 + σ2|
m
2
−1 [B(σ2

1 − σ2
2) + C(σ1 − σ2)

2 cos(2α)
]

cos(2α) (4.21)

σb est la contrainte d’écoulement en biexpansion. Dans notre cas, l’hypothèse σb = σ0 a été
faite. De la même façon que pour le critère de plasticité anisotrope de Hill48, l’identification
des paramètres (A, B, C, m) dépend de la contrainte d’écoulement (ou limite d’élasticité) qui
s’obtient en posant σ1 = σα et σ2=0 :

σα = 2σb(1 + Am + Bcos(2α) + C cos(2α)2)
−1
m (4.22)

et du cœfficient d’anisotropie, dont les détails du calcul se trouvent en annexe :
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rα =
1

2

(

Am + 0.5B cos(2α) +
(

m+2
2m

)

Ccos(2α)2

1 + 0.5B cos(2α) +
(

m−2
2m

)

Ccos(2α)2
− 1

)

(4.23)

Comme pour le critère de Hill48, les quatre paramètres (A, m, B et C) peuvent donc être
identifiés à partir des cœfficients d’anisotropie ou des limites d’élasticité et il n’existe donc pas
une solution unique.

m =
ln (2 + 2r45)

ln
(

2σb

σ45

) A = (1 + 2r45)
1
m (4.24)

Les valeurs de m et A dépendent uniquement de r45, σ45 et σb. Les valeurs de B et C peuvent
être déterminées soit à partir des cœfficients d’anisotropie, r0 et r90 (première méthode), soit à
partir des contraintes d’écoulement σ0 et σ90 (deuxième méthode).

Les deux paramètres restant, C et B, sont identifiés à partir de deux méthodes. La première
utilise les cœfficients d’anisotropie r0, r45 et r90 et on obtient :

B =
2 (r90 − r0)

(

1 − r45(
m−2

2 )
)

(r90 + r0) − r90r0 (m − 2)
C =

m (2r90r0 − r45 (r90 + r0))

(r90 + r0) − r90r0 (m − 2)
(4.25)

La seconde méthode d’identification utilise σb et les limites d’élasticité σ0, σ45, σ90, et on
obtient :

B =
1

2

[(

2σb

σ0

)m

−
(

2σb

σ90

)m]

C =
1

2

[(

2σb

σ0

)m

+

(

2σb

σ90

)m

− 2

(

2σb

σ45

)m]

(4.26)

Les tableaux 4.14 et 4.15 présentent les résultats obtenus pour les paramètres du critère de
Hill90 à partir des deux méthodes. Les résultats sont également comparés avec d’autres obtenus
dans la littérature pour l’Al 2024-T3 [LEA 06].

m A B C

1ere méthode 1.7085 1.8315 0.2921 -0.1020

Leacock [LEA 06] 1.7533 1.8390 0.1158 -0.2645

2eme méthode 1.7085 1.8315 -0.2758 -0.2730

Leacock [LEA 06] 1.7533 1.8390 -0.3186 -0.2201

Tableau 4.14 − Identification des paramètres du critère de Hill90 par deux méthodes différentes
pour l’alliage 2024-T3

m A B C

1ere méthode 2.0724 2.0081 -0.7091 -1.3235

2eme méthode 2.0724 2.0081 0.0430 -1.0781

Tableau 4.15 − Identification des paramètres du critère de Hill90 par deux méthodes différentes
pour l’alliage Al-Li

La même démarche que pour le critère de Hill48 est réalisée. Les résultats des figures 4.13 (a) et
(b) présentent respectivement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li les surfaces de charge identifiées
à partir des σα calculées pour différentes valeurs de cisaillement. Les points expérimentaux à 0°,
45° et 90° qui ont servi à identifier les paramètres sont bien positionnés sur leur surface de charge
associée
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Figure 4.13 − Surfaces de charge du critère de Hill90 identifiées à partir des σα calculées pour
différentes valeurs de cisaillement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li

Les paramètres identifiés à partir de nos essais sont du même ordre de grandeur que ceux trou-
vés dans la littérature [LEA 06]. Néanmoins, de manière analogue au critère de Hill48, le critère
de Hill 90 ne possède pas une méthodologie d’identification unique. Il existe plus d’équations que
d’inconnues pour identifier les différents paramètres. En effet, la première méthode permet une
bonne évaluation des coefficients d’anisotropie en fonction de la direction d’anisotropie mais une
pauvre estimation des contraintes d’écoulement alors que la deuxième méthode offre une bonne
description des contraintes d’écoulement mais fournit une mauvaise description des coefficients
d’anisotropie. Afin de résoudre ce problème, une recherche bibliographique sur des critères de
plasticité anisotrope mieux adaptés a été réalisée : Hill90 amélioré [LEA 06], Barlat [BAR 91]
[BAR 97] et Bron [BRO 04] ont été retenus.

4.3.3 Critère de Hill90 modifié

Le critère de Hill90 modifié par Leacock [LEA 06] introduit deux nouveaux paramètres, le
nombre de cœfficients à identifier passe donc de quatre à six. Ces paramètres sont toujours
identifiés à partir des limites élastiques et des cœfficients d’anisotropie à 0°, 45° et 90°. Cependant,
il s’agit maintenant d’un système de six équations indépendantes à six inconnues, ce qui implique
l’existence d’une solution unique pour chaque valeur des paramètres. Les paramètres A et m sont
obtenus à partir des mêmes équations (4.24) utilisées pour le critère de Hill90. Leacock utilise des
cœfficients B et C différents pour 0°≤ α ≤45° et 45°≤ α ≤90° et introduit les paramètres D, E,
F et G tels que B0−45 = D, C0−45 = E, B45−90 = F, C45−90 = G. A partir de la même démarche,
nous avons développé des équations et avons toutefois trouvé des valeurs différentes que celles
proposées par Leacock [LEA 06]. Les expressions suivantes ont été recalculées (différentes de
celles de Leacock) et sont utilisées pour la suite de ce travail.
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B0−45 = D = m

(

r45 − r0

r0 + 1

)

+

(

mr0

2(r0 + 1)
− 1

)[(

2σb

σ45

)m

−
(

2σb

σ0

)m]

C0−45 = E =

[(

2σb

σ0

)m

−
(

2σb

σ45

)m]( mr0

2(r0 + 1)

)

− m

(

r45 − r0

r0 + 1

)

B45−90 = F = m

(

r90 − r45

r90 + 1

)

−
(

mr90

2(r90 + 1)
− 1

)[(

2σb

σ45

)m

−
(

2σb

σ90

)m]

C45−90 = G =

[(

2σb

σ90

)m

−
(

2σb

σ45

)m]( mr90

2(r90 + 1)

)

− m

(

r90 − r45

r90 + 1

)

(4.27)

Le nouveau critère s’écrit alors :

(2σb)
m = |σ1 + σ2|m + Am |σ1 − σ2|m +

∣

∣σ2
1 + σ2

2

∣

∣

m
2
−2

[(σ2
1 − σ2

2)
{

H(σ2
1 + σ2

2) + I(σ2
1 − σ2

2) cos(2α)
}

+ (σ1 − σ2)
2
{

J(σ2
1 + σ2

2) + K(σ2
1 − σ2

2) cos(2α)
}

cos(2α)] cos(2α) (4.28)

avec, H = (D+F)
2 , I = (D−F)

2 , J = (E+G)
2 , K = (E−G)

2 .

En posant σ1 = σα et σ2=0, on obtient :

σα = 2σb(1 + Am + (H + I cos(2α)) cos(2α) + (J + Kcos(2α)) cos(2α)2)
−1
m (4.29)

L’expression de rα se déduit de l’équation 4.23, en posant B=H+Icos(2α) et C=J+Kcos(2α).

rα =
1

2

(

Am + 0.5(H + I cos(2α))cos(2α) +
{

m+2
2m

}

(J + Kcos(2α)) cos(2α)2)

1 + 0.5(H + I cos(2α))cos(2α) +
{

m−2
2m

}

(J + Kcos(2α)) cos(2α)2)
− 1

)

(4.30)

D’après les équations (4.29) et (4.30), les paramètres à identifier sont A, m, H, I, J et K.
Le tableau 4.16 compare les valeurs des paramètres du critère de Leacock proposées dans la
littérature [LEA 06] avec celles identifiées à partir de nos essais. Les résultats sont du même ordre
de grandeur à part pour le paramètre I, cela peut s’expliquer par des données expérimentales
légèrement différentes. Le tableau 4.17 présente les paramètres identifiés pour l’alliage Al-Li.

m A H I J K

valeurs identifiées sur nos essais 1.7085 1.8315 -0.0580 -0.1214 -0.1517 -0.2128

valeurs Leacock [LEA 06] 1.7533 1.8390 -0.1499 0.0219 -0.2420 -0.1687

Tableau 4.16 − Identification des paramètres du critère de Hill90 modifié pour l’alliage 2024-T3

m A H I J K

valeurs identifiées sur nos essais 2.0724 2.0081 -0.3848 -0.0405 -1.1186 -0.4277

Tableau 4.17 − Identification des paramètres du critère de Hill90 modifié pour l’alliage Al-Li

Les données (cœfficients d’anisotropie et limites d’élasticité) obtenues pour des angles α de
0°, 45° et 90° ont permis d’identifier les paramètres des critères de plasticité anisotrope de Hill48,
Hill90 et Hill90 modifié. Les données obtenues pour des angles de 15°, 30°, 60° et 75° vont
permettre de valider l’utilisation de ces critères.

Les figures 4.14 (a) et (b) présentent respectivement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li les
surfaces de charge identifiées à partir des σα calculées pour différentes valeurs de cisaillement.
Les points expérimentaux à 0°, 45° et 90° qui ont servi à identifier les paramètres sont bien
positionnés sur leurs surface de charge associée.
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Figure 4.14 − Surfaces de charge identifiées à partir des σα calculées pour différentes valeurs de
cisaillement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li

4.3.4 Comparaison des résultats obtenus à partir des critères de Hill

Les figures 4.15 et 4.16 présentent respectivement l’évolution de la limite d’élasticité et du
cœfficient d’anisotropie en fonction de l’angle de prélèvement de la tôle pour les alliages 2024-T3
et Al-Li. Les valeurs obtenues à partir des identifications précédentes sont comparées aux valeurs
expérimentales obtenues lors des essais de traction dans les 7 directions de la tôle.
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Figure 4.15 − Evolution de la limite d’élasticité (a) et du cœfficient d’anisotropie (b) en fonction
de l’angle α pour l’alliage 2024-T3

Les critères prédisent exactement les valeurs pour les points expérimentaux à 0°, 45° et 90°,
valeurs utilisées pour l’identification. La méthode utilisée pour identifier les paramètres des cri-
tères de Hill48 et 90 influencent énormément cette prédiction. Le critère de Leacock possédant
une solution unique, semble le mieux adapté pour modéliser le comportement du 2024-T3, à part
pour α=30°, cependant son utilisation est limitée à des problèmes de contraintes planes. Ces
critères d’anisotropie ne parviennent pas à reproduire le comportement de l’alliage Al-Li comme
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Figure 4.16 − Evolution de la limite d’élasticité (a) et du cœfficient d’anisotropie (b) en fonction
de l’angle α pour l’alliage Al-Li

le montre la figure 4.16.

−1.5 −1 −0.5 0 0.5 1 1.5
−1.5

−1

−0.5

0

0.5

1

1.5

σ
11

/R
0

σ 22
/R

0

 

 

critère de Hill48 identifié à partir de rα  et σ
45

critère de Hill48 identifié à partir de σα et r
45

critère de Hill90 identifié à partir de rα  et σ
45

critère de Hill90 identifié à partir de σα  et r
45

critère de Hill90 modifié (Leacock)

−1.5 −1 −0.5 0 0.5 1 1.5
−1.5

−1

−0.5

0

0.5

1

1.5

σ
11

/R
0

σ 22
/R

0

 

 

critère de Hill48 identifié à partir de rα  et σ
45

critère de Hill48 identifié à partir de σα  et r
45

critère de Hill90 identifié à partir de rα et σ
45

critère de Hill90 identifié à partir de σα   et r
45

critère de Hill90 modifié (Leacock)

(a) 2024-T3 (b) Al-Li

Figure 4.17 − Surfaces de charge calculées pour différents critères de Hill à partir de différentes
méthodes pour les alliages 2024-T3 (a) et Al-Li (b) pour un cisaillement nul

(σ12=0)

Les figures 4.17 (a) et (b) présentent les surfaces de charges calculées pour différents critères
de Hill à partir de différentes méthodes respectivement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li. Les
surfaces de charges sont différentes pour chaque critère en fonction de la méthode d’identification.

Nous allons maintenant nous intéresser à des critères de plasticité anisotrope développés spé-
cifiquement pour les alliages d’aluminium comme les critères de Barlat [BAR 91] [BAR 97].
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4.3.5 Critère de Barlat91

Barlat a développé un critère de plasticité anisotrope pour les alliages d’aluminium. Sa pre-
mière version [BAR 91] reprend la forme générale de l’équation de la surface de charge pour un
matériau isotrope développée par Hershey [HER 54] et Hosford [HOS 72] qui s’exprime sous la
forme :

φ = |S1 − S2|m + |S2 − S3|m + |S3 − S1|m = 2σm
eq (4.31)

S1, S2 et S3 sont les valeurs propres du déviateur des contraintes S défini pour un milieu
orthotrope par S = L : σ.
L est un tenseur d’ordre de 4 que l’on peut écrire sous forme d’une matrice en utilisant les
notations de Voigt :

L =



















(c2+c3)
3 − c3

3 − c2
3 0 0 0

− c3
3

(c1+c3)
3 − c1

3 0 0 0

− c2
3 − c1

3
(c1+c2)

3 0 0 0
0 0 0 c4 0 0
0 0 0 0 c5 0
0 0 0 0 0 c6



















(4.32)

Les cœfficients c1, c2, c3, c4, c5 et c6 sont des constantes caractérisant l’anisotropie du matériau.
Lorsque c1=c2=c3=c4=c5=c6=1, le comportement du matériau est isotrope.

La deuxième version de Barlat [BAR 97] s’inspire du critère de Barlat91. Son expression est
représentée par l’équation suivante :

φ = α1 |S1 − S2|m + α2 |S2 − S3|m + α3 |S3 − S1|m = 2σm
eq (4.33)

Elle fait intervenir les vecteurs propres normés du tenseur déviateur modifié S par l’intermé-
diaire des cœfficients α1, α2 et α3. Ces cœfficients sont définis par les relations suivantes :







α1 = αxp2
11 + αyp

2
21 + αzp

2
31

α2 = αxp2
12 + αyp

2
22 + αzp

2
32

α3 = αxp2
13 + αyp

2
23 + αzp

2
33

(4.34)

où pij est la ieme composante du jeme vecteur propre normé du tenseur S.

Pour chaque composante des vecteurs propres une expression globale peut être obtenue en
fonction de la direction d’anisotropie. Cependant, cette expression n’est pas définie pour les direc-
tions 0° et 90° qui nécessitent un calcul spécifique des vecteurs propres. Cela a pour conséquence
de créer une forte non-linéarité au voisinage de ces deux directions. Ce phénomène est également
observé dans les travaux de Bron [BRO 04]. Cependant, selon Barlat et al. [BAR 97], ces diffi-
cultés disparaissent dans le cas 2D de contraintes planes, or nous ne sommes pas dans un cas 2D
de contraintes planes lors du formage incrémental, par conséquent nous n’allons pas étudier le
critère de Barlat97.

4.3.5.1 Méthodologie d’identification des paramètres du critère de Barlat91

Dans le cas des contraintes planes, le critère nécessite l’identification de 4 paramètres c1, c2,
c3 et c4 à partir des équations suivantes :















Sxx = c2+c3
3 σxx − c3

3 σyy

Syy = c1+c3
3 σyy − c3

3 σxx

Szz = c2
3 σxx − c1

3 σyy

Syx = Sxy = c4σxy

(4.35)
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Le critère est constitué des valeurs propres du tenseur déviatorique des contraintes. Les valeurs
propres, notées λ, sont les solutions de l’équation det(S-λI)=0, que l’on peut écrire sous la forme
suivante :

(Szz − λ)
(

λ2 − (Sxx + Syy)λ + SxxSyy − SxySyx

)

= 0 (4.36)

Cela permet d’obtenir les valeurs principales du tenseur déviatorique des contraintes :















S1 =
Sxx+Syy

2 +

√

(Sxx+Syy)2

4 + SxySyx − SxxSyy

S2 =
Sxx+Syy

2 −
√

(Sxx+Syy)2

4 + SxySyx − SxxSyy

S3 = − (Sxx + Syy)

(4.37)

Contrairement aux critères de Hill, le lien entre les paramètres du critère et les limites d’élas-
ticité σα et les cœfficients d’anisotropie rα n’est pas direct. Il faut d’abord déterminer le tenseur
des vitesses de déformation plastique afin de pouvoir calculer les cœfficients d’anisotropie rα,
par :

˙εpl = λ̇
∂φ

∂σ

Il est donc nécessaire d’exprimer les vitesses de déformations plastiques en fonction des pa-
ramètres du critère de Barlat91 à partir de l’équation suivante :

˙εpl = λ̇
∂φ

∂S

∂S

∂σ
(4.38)

Dans un premier temps, la démarche pour calculer
˙

εpl
xx est présentée.

ε̇pl
xx = λ̇

(

∂φ

∂S1

∂S1

∂σxx
+

∂φ

∂S2

∂S2

∂σxx
+

∂φ

∂S3

∂S3

∂σxx

)

(4.39)

A partir de l’équation (4.31), les expressions suivantes sont obtenues :



















∂φ
∂S1

= m
[

(S1 − S2) |S1 − S2|m−2 − (S3 − S1) |S3 − S1|m−2
]

∂φ
∂S2

= m
[

(S2 − S3) |S2 − S3|m−2 − (S1 − S2) |S1 − S2|m−2
]

∂φ
∂S3

= m
[

(S3 − S1) |S3 − S1|m−2 − (S2 − S3) |S2 − S3|m−2
]

(4.40)

L’objectif est maintenant d’obtenir les relations ∂S1

∂σxx
, ∂S2

∂σxx
et ∂S3

∂σxx
.











∂S1

∂σxx
= ∂S1

∂Sxx

∂Sxx

∂σxx
+ ∂S1

∂Syy

∂Syy

∂σxx

∂S2

∂σxx
= ∂S2

∂Sxx

∂Sxx

∂σxx
+ ∂S2

∂Syy

∂Syy

∂σxx

∂S3

∂σxx
= −∂Sxx

∂σxx
− ∂Syy

∂σxx

(4.41)

En tenant compte des équations précédentes, nous obtenons :



























∂S1

∂σxx
= c2

6 + 2c3+c2
12

Sxx−Syy
√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S2

∂σxx
= c2

6 − 2c3+c2
12

Sxx−Syy
√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S3

∂σxx
= − c2

3

(4.42)

A partir des équations (4.39), (4.40) et (4.42), il est possible de déterminer ε̇pl
xx. La même

démarche est maintenant utilisée pour déterminer ε̇pl
yy.
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ε̇pl
yy = λ̇

(

∂φ

∂S1

∂S1

∂σyy
+

∂φ

∂S2

∂S2

∂σyy
+

∂φ

∂S3

∂S3

∂σyy

)

(4.43)

Par un raisonnement analogue on obtient les relations ∂S1

∂σyy
, ∂S2

∂σyy
et ∂S3

∂σyy
:



























∂S1

∂σxx
= c2

6 + 2c3+c2
12

Sxx−Syy
√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S2

∂σyy
= c1

6 − 2c3+c1
12

Syy−Sxx
√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S3

∂σyy
= − c1

3

(4.44)

A partir des équations (4.40), (4.43) et (4.44), il est possible de déterminer ε̇pl
yy. Enfin, la

démarche est à nouveau utilisée pour déterminer ε̇pl
xy.

ε̇pl
xy = λ̇

(

∂φ

∂S1

∂S1

∂σxy
+

∂φ

∂S2

∂S2

∂σxy
+

∂φ

∂S3

∂S3

∂σxy

)

(4.45)

Le calcul de ∂S1

∂σxy
, ∂S2

∂σxy
et ∂S3

∂σxy
permet d’obtenir :



























∂S1

∂σxy
= 1

2
c4Syx

√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S2

∂σxy
= −1

2
c4Syx

√

(Sxx+Syy)2

4
+SxySyx−SxxSyy

∂S3

∂σxy
= 0

(4.46)

Les equations(4.40), (4.45) et (4.46), permettent de déterminer ε̇pl
xy.

A partir de toutes les équations précédentes, nous pouvons construire le tenseur des vitesses
de déformations plastiques ε̇pl et donc le cœfficient d’anisotropie à partir de la loi d’écoulement
présentée dans la section 4.1.2 et rappelée ici :

rα =
ε̇pl
yy

ε̇pl
zz

il faut donc diagonaliser ε̇pl et obtenir r, les expressions Sxx, Syy, Szz et Sxy s’écrivent donc
également en fonction de l’angle α.















Sxx =
(

c2+c3
3 cos2α − c3

3 sin2α
)

σα

Syy =
(

c1+c3
3 sin2α − c3

3 cos2α
)

σα

Szz = −
(

c2
3 cos2α + c1

3 sin2α
)

σα

Sxy = Syx = c4σαsinαcosα

(4.47)

Ainsi pour toutes valeurs de α il est possible de déterminer le cœfficient d’anisotropie et la
limite d’élasticité σα en fonction de c1, c2, c3 et c4. Ce critère est donc constitué, dans le cas des
contraintes planes, de 4 paramètres c1, c2, c3 et c4 à identifier et d’un paramètre m qui dépend
de la structure cristallographique du matériau [BAR 91].

4.3.5.2 Présentation des résultats obtenus à partir du critère de Barlat91 pour les
alliages 2024-T3 et Al-Li

L’identification des paramètres c1, c2, c3 et c4 est réalisée à partir d’essais de traction réa-
lisés à 0°, 45° et 90°. Comme pour l’identification des critères de Hill48 et Hill90, les quatre
paramètres à identifier peuvent l’être à partir de six données expérimentales (limites d’élasticité
et/ou cœfficients d’anisotropie).
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CHAPITRE 4. MODÉLISATION DU COMPORTEMENT PLASTIQUE ANISOTROPE DE DIFFÉRENTS
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Cependant, contrairement à l’identification des paramètres des critères de Hill qui consistait
à résoudre un système linéaire, le système d’équations générées par le critère de Barlat91 est non
linéaire. Nous avons donc recours à des méthodes d’optimisation afin de pouvoir déterminer un
jeu de cœfficients optimisé. Cette procédure est réalisée à l’aide du logiciel Matlab, l’algorithme
d’optimisation choisi est Levenberg Marquardt. L’optimisation repose sur la minimisation de
l’écart entre les résultats simulés, calculés à partir des équations présentées précédemment, et des
résultats expérimentaux pour les cœfficients d’anisotropie et les limites d’élasticité. Les équations
à optimiser sont donc les suivantes :

min.

∥

∥σsim
α (ci) − σexp

α

∥

∥

‖σexp
α ‖ (4.48)

min.

∥

∥rsim
α (ci) − rexp

α

∥

∥

‖rexp
α ‖ (4.49)

avec (ci) = {c1, c2, c3, c4}
Chaque équation est définie pour trois valeurs de α (0°, 45° et 90°). Comme pour les critères

de Hill, six équations existent pour identifier quatre paramètres. Il est donc possible d’utiliser au
choix plusieurs variables pour l’identification des paramètres du critère de Barlat91 :

Méthode 1 : les cœfficients d’anisotropie pour les trois directions (r0, r45, r90) et une limite
d’élasticité (σ45).
Méthode 2 : les limites d’élasticité pour les trois directions (σ0, σ45, σ90) et un cœfficient d’ani-
sotropie (r45).
Méthode 3 : les limites d’élasticité pour les trois directions (σ0, σ45, σ90) et les cœfficients d’ani-
sotropie pour les trois directions (r0, r45, r90). Cette méthode est possible car le principe de
l’identification repose sur la minimisation d’un système surdéterminé.

Le critère de Barlat91 est appliqué aux alliages 2024-T3 et Al-Li. Le tableau 4.18 présente
les paramètres identifiés en fonction de la méthode utilisée et de la valeur du paramètre m pour
le 2024-T3. La valeur du paramètre m n’influence que très peu les valeurs de c1, c2 et c3 et
encore moins c4 qui représente le cisaillement. L’évolution du cœfficient d’anisotropie et de la
limite d’élasticité en fonction de l’angle α n’est pas influencée par la valeur de m choisie. Dans
la littérature, pour l’alliage 2024-T3 le paramètre m est égal à 8 par rapport à sa microstructure
[BAR 91].

Identification à partir
des cœfficients

d’anisotropie et de σ45

(méthode 1)

Identification à partir des
limites d’élasticité et de

r45 (méthode 2)

Identification à partir des
limites élasticité et des
cœfficients d’anisotropie

(méthode 3)

valeur de m 4 8 12 4 8 12 4 8 12

c1 1.0370 1.0610 1.0711 1.2013 1.2005 1.1993 1.1273 1.1508 1.1613

c2 1.2041 1.1601 1.1413 1.0398 1.0202 1.0126 1.0657 1.0322 1.0213

c3 1.0291 1.0561 1.0675 0.9597 0.9795 0.9872 0.9953 1.008 1.004

c4 1.0861 1.0897 1.0913 1.0862 1.00895 1.0910 1.0785 1.0856 1.0886

Tableau 4.18 − Influence de la valeur de m et de la méthode d’identification sur les paramètres du
critère de Barlat91 pour l’alliage 2024-T3

La figure 4.18 représente l’évolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité
en fonction de l’angle α pour les trois méthodes d’identification possibles. Comme on pouvait
s’y attendre, la méthode utilisée pour l’identification a une influence sur la détermination des
paramètres du critère. Néanmoins, la méthode 1 permet de bien représenter l’évolution des cœf-
ficients d’anisotropie tandis que la méthode 2 permet de bien représenter l’évolution des limites
d’élasticité dans le cas de l’alliage 2024-T3.
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Figure 4.18 − Evolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité en fonction de
l’angle α pour l’alliage 2024-T3

Comme dans le cas de l’identification des critères de Hill, le choix de la méthode est très
important et va privilégier une bonne prédiction soient des limites d’élasticité, soient cœfficients
d’anisotropie.

Le critère de Barlat91 est maintenant appliqué à l’Al-Li. Le tableau 4.19 présente les para-
mètres du critère identifiés en fonction de la méthode utilisée et de la valeur du paramètre m.
Comme pour l’alliage 2024-T3 la valeur du paramètre m n’influence que très peu les valeurs de
c1, c2, c3 et c4. L’évolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité en fonction de
l’angle α n’est pas influencée par la valeur m choisi comme le montre la figure 4.19. N’ayant pas
trouvé dans la littérature d’étude sur l’utilisation du critère de Barlat pour un alliage Al-Li une
valeur de m égale à 8 a été choisie.

Identification à partir
des cœfficients

d’anisotropie et de σ45

(méthode 1)

Identification à partir des
limites d’élasticité et de

r45 (méthode 2)

Identification à partir des
limites élasticité et des
cœfficients d’anisotropie

(méthode 3)

valeur de m 4 8 12 4 8 12 4 8 12

c1 1.1449 1.1406 1.1354 0.9551 1.0445 1.0878 1.0538 1.0298 1.0200

c2 0.7901 0.9115 0.9667 0.9878 1.0096 1.0149 0.8502 0.9334 0.9662

c3 0.9700 1.0335 1.0591 1.0121 0.9903 0.9848 1.0149 1.0088 1.0030

c4 1.1547 1.1368 1.1295 1.1551 1.1372 1.1297 1.1426 1.1073 1.0867

Tableau 4.19 − Influence de la valeur de m et de la méthode d’identification sur les paramètres du
critère de Barlat91 pour l’alliage Al-Li

La figure 4.20 représente l’évolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité
en fonction de l’angle α pour les trois méthodes d’identification possible. Aucune méthode ne
permet de bien modéliser l’évolution des contraintes d’écoulement et des cœfficients d’anisotropie
pour une tôle d’alliage Al-Li.

145
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Figure 4.19 − Evolution du cœfficient d’anisotropie identifié à partir des rα et de σ45 en fonction
de l’angle α pour l’alliage Al-Li pour différentes valeurs du paramètre m
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Figure 4.20 − Evolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité en fonction de
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Les figures 4.21 (a) et (b) présentent les surfaces de charge calculées pour le critère de Barlat91
à partir de différentes méthodes respectivement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li. Comme pour
les critères de Hill, les surfaces de charge sont différentes selon la méthode d’identification des
paramètres mais néanmoins leurs formes sont semblables.

La même démarche que pour les critères de Hill est réalisée. Les figures 4.22 (a) et (b) pré-
sentent respectivement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li les surfaces de charge identifiées à partir
des σα calculées pour différentes valeurs de cisaillement. Les points expérimentaux à 0, 45 et 90°

qui ont servi à identifier les paramètres sont bien positionnés sur leurs surfaces de charge associées.

Comme pour les critères de Hill, le fait d’avoir plusieurs méthodes pour identifier les pa-
ramètres d’un même critère pose problème. Selon le choix de la méthode, il est impossible de
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Figure 4.22 − Surfaces de charge identifiées à partir des σα calculées pour différentes valeurs de
cisaillement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li

modéliser correctement à la fois l’évolution des limites d’élasticité et des cœfficients d’anisotro-
pie. L’identification des paramètres de la première version du critère de Barlat n’échappe pas à
cette problématique. De plus ce critère ne parvient pas à modéliser le comportement de l’Al-Li.
Cependant, il parait nécessaire d’étoffer notre base expérimentale.

4.4 Conclusions et perspectives

Les modèles de comportement présentés dans ce chapitre sont des modèles élasto-plastiques,
constitués d’une loi d’écrouissage et d’un critère de plasticité. Les essais permettant d’identifier
les différents paramètres des modèles ont été présentés. Les notions de limites d’élasticité et de
cœfficients d’anisotropie ont été introduites. Le choix de la loi d’écrouissage va conditionner la
qualité de la modélisation de l’évolution de la plasticité lors de calculs éléments finis.

Les figures 4.23 (a) et (b) présentent respectivement l’évolution du cœfficient d’anisotropie
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et de la limite d’élasticité en fonction de l’angle α pour l’alliage 2024-T3 pour l’ensemble des
critères utilisés.

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
0.7

0.75

0.8

0.85

0.9

0.95

1

1.05

1.1

α°

C
oe

ffi
ci

en
t d

’a
ni

so
tr

op
ie

 r
α

 

 

expérimental

critère de Hill48 identifié à partir de rα et σ
45

Leacock

critère de Hill90 identifié à partir de rα et σ
45

critère de Barlat91 identifié à partir de rα et σ
45

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
0.9

0.92

0.94

0.96

0.98

1

1.02

α°

R
ap

po
rt

 d
es

 c
on

tr
ai

nt
es

   
   

   
 

d’
ec

ou
le

m
en

t (
σ α/R

0) 

 

 
expérimental

critère de Hill48 identifié à partir de σα et r
45

Leacock

critère de Hill90 identifié à partir de σα et r
45

critère de Barlat91 identifié à partir de σα et r
45

(a) cœfficient d’anisotropie (b) critère de plasticité

Figure 4.23 − Evolution du cœfficient d’anisotropie (a) et de la limite d’élasticité (b) en fonction
de l’angle α pour l’alliage 2024-T3

Dans chaque cas, les valeurs expérimentales à 0°, 45° et 90° passent par les courbes puisqu’elles
sont utilisées pour l’identification des paramètres des critères. Le critère de Leacock permet
de bien représenter l’évolution des cœfficients d’anisotropie et des limites d’élasticité sauf pour
α=30°.

Les résultats des critères de Hill48, Hill90 et Barlat91 sont superposés. La superposition des
limites d’élasticité pour les critères de Hill48 et Barlat91 avait déjà été observée par Barlat
et al. [BAR 91]. La différence principale entre ces critères provient des différentes formes des
surfaces de charges qu’ils représentent comme le montre les figures 4.24 (a) et (b) qui comparent
respectivement les surfaces de charge obtenues pour les critères de Hill48 et 90 et Barlat91
identifiés à partir des rα ou des σα pour l’alliage 2024-T3. Ces surfaces de charge sont très
importantes car elles délimitent la limite entre le domaine d’élasticité et le domaine de plasticité.
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Figure 4.24 − Comparaison des surfaces de charge pour les critères de Hill48, Hill90 et Barlat91
identifiés à partir des rα (a) ou des σα (b) pour l’alliage 2024-T3 pour un

cisaillement nul (σ12

R0
)

Le problème de ces critères est qu’il existe plusieurs méthodes pour identifier les paramètres les
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constituant. Cependant aucun critère ne parvient à reproduire convenablement le comportement
de l’alliage Al-Li, les surfaces de charge obtenues pour cet alliage sont présentées en annexe. Des
critères plus complexes comme le critère de Bron [BRO 04] seraient peut-être plus adaptés pour
cet alliage.

Les surfaces de charges pour les critères de Hill48 et de Barlat91 sont de formes différentes
et la méthode d’identification des paramètres de ces critères modifient également la forme des
surfaces de charge. Il serait intéressant d’étudier l’influence de la méthode d’identification et du
choix du critère sur des résultats de calcul éléments finis lors de la simulation du procédé de
formage incrémental.

Ce travail a permis d’étudier plusieurs critères de plasticité anisotrope et de d’observer leurs
spécificités, cependant, dans le cadre d’une identification plus rigoureuse, il parait nécessaire
d’étoffer la base de données expérimentales des essais de traction en particulier sur l’alliage Al-li.

Les perspectives par rapport à cette étude consisteraient par exemple à obtenir des points
expérimentaux à placer sur dans le plan (σ11

R0
, σ22

R0
) à partir d’essais de traction bi-axiale [BAN 03].

Enfin, notre modèle de comportement est un modèle élasto-plastique constitué d’une loi
d’écrouissage et d’un critère de plasticité. Un autre travail consisterait à étoffer ce modèle en
identifiant une loi d’écrouissage cinématique susceptible de reproduire le comportement plastique
du matériau en traction et compression proche d’une sollicitation de fatigue, sollicitation qui
semblerait induite dans le procédé de formage incrémental. Enfin, le modèle de comportement
pourrait être couplé à une loi d’endommagement afin de pouvoir prédire, pour un chargement
donné, les zones préférentielles d’apparition de la striction dans la tôle lors de la mise en forme.
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Chapitre 5

Identification des paramètres de
modèles de comportement à partir
de la méthode de recalage de modèle
éléments finis associée à la mesure de
champs

Le chapitre 4 a montré que l’identification des paramètres de modèles de comportement élasto-
plastique nécessitait la réalisation de plusieurs essais de traction dans différentes directions de
prélèvement de la tôle. Ce chapitre présente une méthode permettant d’identifier les paramètres
d’un modèle de comportement à partir d’un seul essai de traction sur une géométrie d’éprouvette
générant un champ de déformations hétérogènes. Cette méthode, nommée méthode de recalage
de modèle éléments finis, est présentée dans un premier temps. La validité de cette méthode
ainsi que l’influence du choix de la géométrie de l’éprouvette et du nombre d’images sur la
convergence des résultats optimisés est étudiée. Enfin, la méthode est appliquée à l’identification
de paramètres de modèle élasto-plastique.

5.1 Présentation de la méthode de recalage de modèle éléments
finis (FEMU)

La connaissance précise du comportement de certaines structures nécessite une détermina-
tion préalable des paramètres de lois de comportement des matériaux. Cependant les méthodes
usuelles ne permettent pas d’identifier ces paramètres directement sur les structures car celles ci
présentent souvent des géométries complexes. Dans les cas où cette détermination s’avère pos-
sible, elle demeure fastidieuse en raison de la complexité des installations et du nombre important
de mesures à effectuer. Le développement récent des techniques de mesures de champs cinéma-
tiques a permis de reconsidérer la problématique présentée précédemment et a ouvert la voie à
de nouvelles méthodes d’identification de paramètres.

Ces méthodes reposent sur l’identification de plusieurs paramètres à partir d’un seul essai
statiquement indéterminé (qui n’offre pas de solution analytique simple) générant des champs de
déformations hétérogènes. La détermination de paramètres pilotant un modèle de comportement
à partir d’une réponse mécanique mesurée au cours d’un essai statiquement indéterminé constitue
un problème inverse.

Ces méthodes de détermination de paramètres à partir de mesures de champs cinématiques
sont maintenant nombreuses. Elles sont présentées et comparées pour l’identification de para-
mètres d’élasticité par Avril et al. [AVR 08B] :
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– la méthode des champs virtuels (Virtual Fields Method) [GRE 89],
– la méthode de l’écart à l’équilibre (Equilibrium Gap Method) [CLA 04],
– la méthode de l’erreur en relation de comportement (Consitutive Equation Gap Method)

[CON 98],
– la méthode de l’écart à la réciprocité (Reciprocity Gap Method) [BUI 04],
– la méthode de recalage de modèle éléments finis (Finite Element Model Updated, FEMU).

C’est cette dernière technique qui a été développée au CROMeP [VAL 06] [RAM 07]. Elle a
été choisie car elle peut être découplée du modèle de comportement utilisé et elle reste facilement
applicable dans le domaine plastique. Un certain nombres de travaux utilisent cette méthode
de recalage de modèle éléments finis [MEU 98] [HAD 05] [GIT 06] [VEL 07] [LEC 07] [HAD 07]
[COO 08] [DEC 09]. La méthode FEMU consiste à comparer des résultats expérimentaux avec
des résultats issus d’une simulation éléments finis afin d’optimiser des paramètres. Avant la dé-
mocratisation des mesures de champs cinématiques, la méthode de recalage de modèle éléments
finis utilisait les efforts comme données pour alimenter la boucle d’optimisation [COT 84]. Les
résultats expérimentaux peuvent à la fois inclure les efforts et la valeur du champ de déplace-
ment/déformation résultant de l’état de sollicitation d’une structure. Ce champ peut être mesuré
par une méthode spécifique comme la corrélation d’images numériques par exemple.

Dans notre étude, l’utilisation du champs de déplacement est préféré à celle du champs de
déformations [MEU 98]. Cette approche se différencie de celle adoptée dans plusieurs études de la
littérature, Cooreman/Lecompte et al. [COO 08] [LEC 07] ou Haddadi et al. [HAD 05] [HAD 07]
basées sur les champs de déformations. Ce choix se justifie pour plusieurs raisons. Tout d’abord,
le même champ de déformations est obtenu par dérivation du champ de déplacements lui-même
entaché d’un bruit de mesure. Ce bruit crée une erreur de mesure que la dérivation accentuera.
Ainsi, afin d’atténuer l’erreur de mesure, il est préférable de travailler à partir du champ de
déplacement plutôt que du champ de déformations. De plus, la taille de la zone de calcul des
déformations (ZCε) utilisée dans Vic-3D® influence les valeurs des déformations obtenues. Il est
alors nécessaire d’avoir une taille de la ZCε identique à la taille des éléments de la simulation
éléments finis dans le cas d’éléments linéaires. Il faut également s’assurer que le schéma numé-
rique de dérivation soit le même, aussi bien pour le calcul à partir des champs de déplacement
expérimentaux que pour le calcul du champ issu de la simulation éléments finis. Par conséquent
l’utilisation du champs de déplacements permet de s’affranchir de ces problèmes.

L’idée générale des méthodes d’identification à partir de mesure de champs réside dans le fait
qu’il n’est absolument pas nécessaire de concevoir des essais mécaniques assurant une homogé-
néité des contraintes (et des déformations) sur la structure, bien au contraire.

L’objectif général de ce travail est donc de pouvoir activer différents chemins de déformation
(traction uniaxiale, cisaillement, ...) à partir d’un seul essai de traction générant un champ de
déformations hétérogène, ce dernier étant facilement mesurable avec une bonne résolution. Cet
état de sollicitation est donc équivalent à plusieurs essais simples. Pour cela, deux techniques
sont à notre disposition :

– soit utiliser une éprouvette de forme complexe,
– soit générer des sollicitations complexes.

Dans notre cas, les mesures expérimentales proviennent d’essais de traction sur différentes
géométries d’éprouvettes de formes complexes induisant des champs de déformation hétérogènes.
L’objectif est d’étudier si dans le cadre de l’identification de modèles de comportement, la mé-
thode FEMU peut devenir un bon compromis par rapport à l’utilisation de plusieurs essais de
traction standard (dans plusieurs directions de la tôle par exemple) présentée dans le chapitre 4.

La figure 5.1 présente de la principe de la méthode FEMU, qui nécessite un certains nombres
d’étapes.

La première étape consiste à réaliser un essai de traction et à acquérir les résultats expéri-
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Figure 5.1 − Principe de la méthode de recalage de modèle éléments finis (FEMU)

mentaux E (forces et champs de déplacements) qui seront utilisés dans la boucle d’optimisation.
Dans cette étude, les essais de traction sont réalisés sur l’alliage d’aluminium 2024-T3 dans le
sens transverse, c’est-à-dire perpendiculaire à la direction de laminage (α=90°), à l’aide de la
machine d’essais électromécanique INSTRON présentée dans le chapitre 4.

La deuxième étape consiste à réaliser le modèle éléments finis. La forme de l’éprouvette
est définie à partir de l’AOI de l’éprouvette expérimentale obtenue par Vic-3D®. Une mise en
correspondance entre les nœuds des maillages expérimentaux et simulés est ensuite réalisée, ce qui
permet d’imposer à la simulation EF (éléments finis) des conditions aux limites expérimentales.

La troisième étape extrait du calcul EF (sous Abaqus) les résultats de simulation S dépen-
dant des conditions initiales et des paramètres P de la loi de comportement. Un script Python
permet après chaque simulation EF d’extraire les résultats qui seront comparées avec les résultats
expérimentaux.

La quatrième étape consiste à construire une fonction objectif φ(P) qui porte sur l’écart

entre E et S définit de la façon suivante : φ(P ) = ‖E−S(P )‖
‖E‖ Cette procédure est réalisée à l’aide

d’un programme Matlab qui fait appel à un algorithme d’optimisation permettant de déterminer
le jeu de paramètres de la loi de comportement P en minimisant φ(P).

Tant que l’algorithme ne converge pas une cinquième étape est nécessaire. Un autre pro-
gramme Matlab met à jour le jeu de paramètres à identifier de la simulation EF et un nouveau
calcul est réalisé jusqu’à ce que l’algorithme converge.

Un programme central réalisé à l’aide du logiciel Matlab permet de lancer les simulations
EF sous Abaqus, le script Python ainsi que les programmes Matlab permettant de construire et
d’optimiser la fonction objectif et de mettre à jour les paramètres de la simulation numérique.

5.1.1 Acquisition des données

La majorité des auteurs [HAD 05], [GIT 06], [LEC 07] et [COO 08] utilise la corrélation
d’images pour acquérir les données expérimentales (champ de déplacements ou de déformations),
mais d’autres options existent [MEU 98]. Ces méthodes peuvent permettre l’obtention (i) des
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conditions aux limites à appliquer dans la simulation, (ii) de la géométrie d’éprouvette et (iii) du
champ de déplacement permettant de construire la fonction objectif. Sur un essai 2D (éprouvette
mince en état de contraintes planes), l’utilisation de la stéréo-corrélation n’est pas obligatoire,
mais elle permet de :

– s’affranchir des effets hors plan sur la mesure,
– corriger les distorsions géométriques des objectifs,
– mesurer la forme de la zone à étudier (AOI) avec une métrique.

L’acquisition des efforts durant l’essai de traction est effectué par la cellule de force de la
machine d’essais INSTRON. L’effort mesuré est une information globale contrairement au champ
de déplacement mesuré par la corrélation d’images qui fournit une information locale (information
pour chaque nœud du maillage expérimental).

5.1.2 Création des modèles éléments-finis

Les simulations éléments finis sont réalisées à partir du logiciel Abaqus, les éléments choisis
sont des éléments coques S4R à interpolation linéaire. La géométrie de l’éprouvette et le maillage
sont réalisés sous IDEAS. Lors de l’essai de traction, un mouvement de solide rigide est introduit.
Il correspond à un déplacement supplémentaire dû au fait que l’axe de sollicitation de la machine
de traction ne correspond pas forcément à l’axe de l’éprouvette [VAL 06] (combiné à un léger
glissement de l’éprouvette dans les mors lors de l’essai). Afin de s’affranchir de ce genre de
problèmes, la zone d’étude appelée zone d’intérêt ou AOI (Area Of Interest) est limitée comme
le montre la figure 5.2 (cf. chapitre 2).

Figure 5.2 − Définition de la zone d’intérêt (AOI) en vert positionnée sur l’éprouvette mouchetée
(taches blanches sur fond noir)

Le contour de l’éprouvette est défini en mesurant la forme de l’AOI de l’éprouvette par trai-
tement d’images à l’aide du logiciel Vic-3D®. Ce contour sert de base au maillage expérimental
en prenant soin de ne pas considérer les points non corrélés. Ce maillage est ainsi défini par
l’ensemble des points corrélés de l’AOI. Il s’obtient par un traitement numérique effectué avec le
logiciel Matlab permettant d’éliminer tous les points non corrélés (cf. figure 5.3(a)).

Les nœuds frontières du maillage expérimental (contour de l’AOI) sont utilisés pour décrire le
contour du modèle éléments finis conçu dans IDEAS. Le maillage EF est constitué de Nk nœuds
(cf. figure 5.3(b)). Les déplacements des nœuds Nk de l’AOI sont collectés et comparés avec ceux
du maillage EF. L’équation (5.1) présente les champs de déplacements des nœuds Nk.
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Figure 5.3 − Points expérimentaux corrélés (a) et maillage éléments finis (b)
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Le maillage expérimental fournit un grand nombre de points (jusqu’à un point tous les pixels).
Il est généralement beaucoup plus dense que le maillage éléments finis. L’objectif est d’associer
à chaque nœud du maillage EF un vecteur déplacement expérimental. Il convient donc de placer
les deux maillages dans le même repère spatial. Pour cela, une procédure spécifique développée
sous Matlab permet pour chaque nœud du maillage EF d’extrapoler un vecteur déplacement
par interpolation bicubique à partir du maillage expérimental. Par la suite, les frontières, en
général les zones de l’éprouvettes proches des mors, sont définies. Les nœuds appartenant aux
frontières supérieurs Ω1 et inférieurs Ω2 du maillage sont isolés. Les conditions limites imposées
aux nœuds des frontières de la simulation EF sont donc directement les déplacements mesurés
comme l’illustre la figure 5.4.

Figure 5.4 − Définition des frontières et application des conditions aux limites
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5.1.3 Choix de la formulation de la fonction objectif et de l’algorithme d’op-
timisation

Dans notre cas, les données comparées dans la boucle d’optimisation sont les déplacements
et l’effort. Cependant, différentes formulations de la fonction objectif existent dans la littérature
et diffèrent suivant les auteurs.

En imposant l’effort comme condition limite, l’objectif peut être formulé sur les déformations
[COO 07]. Cela peut engendrer des erreurs du fait qu’une déformation n’est pas mesurée mais
calculée sur une base de mesure et à l’aide d’un algorithme propre à chaque logiciel de corrélation
comme discuté précédemment. Cooreman et al. [COO 07] ont construit leur fonction objectif uni-
quement à partir des déformations. Elle repose sur l’écart entre les déformations expérimentales
et simulées. Cet écart est normalisée afin que la valeur de chaque terme de la fonction objectif
soit du même ordre de grandeur, ce qui évite d’utiliser des cœfficients de pondération.

C(p) =

√

√

√

√

s
∑

i=1

(

εnum
i (p) − εexp

i

εexp
i

)2

(5.2)

avec p le jeu de paramètres à optimiser et s le nombre de points expérimentaux.

Une démarche analogue [HAD 05] considère non seulement les déformations dans la formu-
lation de l’objectif mais également les efforts. La fonction objectif d’Haddadi et al. [HAD 05] est
donc constituée de deux fonctions, une sur les efforts et l’autre sur les déformations longitudinales
εxx. Un cœfficient de pondération, β, est utilisé et permet aux résidus des deux fonctions d’être du
même ordre de grandeur afin d’éviter de favoriser l’identification à partir d’une donnée privilégiée.

φ(P ) = (1 − β)φF (P ) + βφεxx(P )

φF (P ) =
1

nF

nF
∑

i=1

(

F sim(ti, P ) − F exp(ti)

F exp(ti)

)2

φεxx(P ) =
1

nimg

nimg
∑

i=1

1

nmp

nmp
∑

j=1

(

εsim
xx (Xj , ti, P ) − εexp

xx (Xj , ti)

εexp
xx (Xj , ti)

)2

(5.3)

avec P le jeu de paramètres à optimiser, ti la variable relative au niveau de déformations, nF le
nombre de valeurs d’efforts utilisé, nimg le nombre de champs de déformations utilisé et nmp le
nombre de points du maillage expérimental.

Dans notre étude, l’expression de la fonction objectif est considérée comme la combinaison
d’une fonction coût sur les déplacements nodaux Nk et d’une fonction coût sur les efforts avec β
un cœfficient de pondération (0<β<1) qui peut s’écrire comme suit [VEL 07] :

φ(P) = βφU(P) + (1 − β)φF(P) (5.4)

φ(P ) = β

∥

∥U exp − U sim
∥

∥

‖U exp‖ + (1 − β)

∥

∥F exp − F sim
∥

∥

‖F exp‖
L’effort étant une information globale obtenue pour chaque image, la fonction coût φF, for-

mulée sur l’effort, dépend donc uniquement du nombre d’images Ni. Une image correspond
en fait à un état de sollicitation.

∥

∥F exp − F sim
∥

∥ =

√

√

√

√

1

Ni

Ni
∑

i=1

(F exp − F sim(P ))2i
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Le déplacement est une information locale obtenue pour chaque nœud de chaque image. La
fonction coût φU, formulée sur les déplacements, dépend donc du nombre d’images Ni et du
nombre de nœuds du maillage Nk.

∥

∥U exp − U sim
∥

∥ =

√

√

√

√

1

Nk, Ni

NkNi
∑

k,i=1

(

(

U exp
1 − U sim

1

)2
+
(

U exp
2 − U sim

2

)2
)

k,i

La fonction coût formulée sur l’effort, calculée pour chaque image, est simplement normalisée
comme suit :

φF(P) =

√

1
Ni

∑Ni

i=1

(

Fexp − Fsim(P )
)2

i
√

1
Ni

∑Ni

i=1 (Fexp)2i

(5.5)

La normalisation de la fonction coût φU est par contre modifiée. En effet, le déplacement
expérimental contient une grande partie de mouvement de solide rigide, comme schématisé sur
la figure 5.5 pour le cas de traction simple. Le numérateur de la fonction coût φU reste inchangé
mais la contribution du mouvement de solide rigide doit être extraite du dénominateur. Evi-
demment, la simulation éléments finis prend en compte ce mouvement de solide rigide à travers
les déplacements expérimentaux imposés comme conditions limites. Cela permet au numérateur
∥

∥U exp − U sim(P )
∥

∥ de ne pas être sensible au phénomène.

Figure 5.5 − Principe du déplacement de solide rigide

Par contre, la contribution du mouvement de solide rigide dans le dénominateur ‖U exp‖ est
importante. En considérant l’écart type des déplacements expérimentaux, qui n’est rien d’autre
que la dispersion par rapport au déplacement moyen de l’AOI lors de l’essai, il est possible
d’extraire cette contribution de mouvement parasite. La fonction coût φU (P) s’écrit donc :

φU (P ) =

∥

∥U exp − U sim(P )
∥

∥

σ(Uexp)

avec,

σ(Uexp) =
√

E(U2
exp) − E2(Uexp)

et les espérances :
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En remplaçant Uexp par sa norme, ‖Uexp‖ =

√
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U2
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)

on obtient :

σ(Uexp) =

√

√

√

√

√

1

NiNk

Ni,Nk
∑

i,k=1

(

U2
1exp + U2

2exp

)

i,k
−





1

NiNk

Ni,Nk
∑

i,k=1

√

(

U2
1exp + U2

2exp

)

i,k





2

La fonction objectif en déplacement est donc calculée pour chaque image et la moyenne
pour toutes les images est ensuite effectuée. En remplaçant Usim par sa norme, ‖Usim‖ =
√

(

U2
1sim + U2

2sim

)

, φU s’écrit donc de la façon suivante :

φU(P) =

√

1
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2
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2exp

)

i,k

)2
(5.6)

Afin de minimiser l’écart entre les données expérimentales et simulées, l’algorithme Nelder-
Mead a été sélectionné. Cet algorithme, plus couramment nommé Simplex non linéaire, est éga-
lement choisi par Haddadi et al. [HAD 05] pour sa robustesse, mais contrairement à certaines
méthodes à gradients il ne permet pas d’effectuer une optimisation sous contraintes. En revanche,
cette méthode d’optimisation n’est pas basée sur le calcul de la Jacobienne et donc de la dérivée
de la fonction objectif. Cet algorithme semble donc être bien adapté à notre problème où la fonc-
tion objectif n’est connue que de manière discrète aux points de calcul correspondant à un jeu de
paramètres donné et n’est à priori pas dérivable (ou du moins sa dérivée calculée numériquement
est une très mauvaise approximation de la Jacobienne).

5.2 Mise en œuvre de la méthode FEMU pour l’identification
de lois d’écrouissage

Dans un premier temps, la méthode FEMU est utilisée afin d’identifier les paramètres K et
n de la loi d’écrouissage isotrope de Ludwig rappelée par l’équation suivante :

R = R0 + K
(

εpl
eq

)n

(5.7)

La détermination de seulement deux paramètres permet de représenter graphiquement l’évo-
lution de la fonction objectif en fonction de K et n, et constitue la raison du choix d’une loi de
type Ludwig pour ce travail. La méthode a été utilisée dans un premier temps sur l’éprouvette
de type Meuwissen [MEU 98], dont la géométrie est présentée sur la figure 5.6.
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Figure 5.6 − Géométrie de l’éprouvette Meuwissen et position des marqueurs réfléchissants
[MEU 98]

Meuwissen a utilisé une méthode couplant essais mécaniques et simulation numérique afin
d’identifier les propriétés élasto-plastiques d’un alliage d’aluminium 1200 sous forme de tôle de
0.5 mm d’épaisseur.

Deux essais de traction sont réalisés à partir de la géométrie d’éprouvette présentée sur la
figure 5.6. L’échantillon A correspond à un essai de traction dans le sens transverse de la direction
de laminage (90°) tandis que pour l’échantillon B, un angle de 60° est considéré entre la direction
de chargement et la direction de laminage.

Les déplacements expérimentaux sont enregistrés à partir de marqueurs réfléchissants posi-
tionnés sur l’éprouvette et mesurés à l’aide d’un système de suivi vidéo (Video Interface 84.330,
Hentshell GmbH Hannover). La figure 5.6 présente le positionnement des marqueurs réfléchis-
sants (points noirs) sur la zone utile de l’éprouvette. Ils sont au nombre de 120 et ont un diamètre
de 0.7 mm. Le système de suivi vidéo permet de calculer un vecteur déplacement pour chacun des
marqueurs comme le montre la figure 5.7. Ce déplacement inhomogène provient principalement
de la géométrie de l’éprouvette et d’un chargement non-uniforme causé par des glissements dans
les mors.

Figure 5.7 − Vecteurs déplacements des marqueurs réfléchissants mesurés pour une contrainte
égale à la limite d’élasticité (grossissement de 50) [MEU 98]

La modélisation éléments finis de ces essais est réalisée à l’aide du logiciel MARC, avec une
hypothèse de contraintes planes ; le maillage est constitué de quadrangles à 4 nœuds fournissant
une interpolation linéaire sur les déplacements. Les marqueurs proches des mors délimitent les
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bords de l’éprouvette (cf. figures 5.6 et 5.7). Meuwissen impose des conditions limites mesurées.
Les déplacements selon l’axe x et y sont imposés sur le bord inférieur tandis que les déplacements
selon l’axe x et les efforts selon l’axe y sont appliqués sur la frontière supérieure. Imposer les
conditions limites permet à Meuwissen de s’affranchir des problèmes de glissement dans les mors.

La boucle d’optimisation utilisée dans la méthode de couplage numérique-expérimental est
présentée sur figure 5.8. Le chargement appliqué à l’éprouvette correspond à u et le champ mesuré
à m. Les résultats obtenus à partir de la simulation éléments finis sont représentées par h et θ est
le jeu de paramètres à identifier, θ0 étant le jeu de paramètres initial. La matrice de sensibilité
H est défini de la façon suivante : H = ∂h

∂θ
. Les nouvelles estimations des paramètres à identifier

sont déterminées en minimisant l’équation suivante :

J = (m − h(θ))T V (m − h(θ)) + (θ0 − θ)T W (θ0 − θ) (5.8)

Figure 5.8 − Boucle d’optimisation utilisée par Meuwissen [MEU 98]

où V et W sont deux matrices définies positives symétriques. L’algorithme de Gauss-Newton est
utilisé pour minimiser l’équation 5.8.

Meuwissen a appliqué cette procédure pour identifier des critères de plasticité isotrope (Von
Mises) et anisotrope (Hill48) en utilisant dans un premier temps une loi d’écrouissage linéaire

(R = R0 + Lεpl
eq avec L le module de plasticité) puis une loi d’écrouissage de Nadai-Ludwig

(R = R0 + c(εpl
eq)n avec c et n les paramètres matériaux). Le modèle, ainsi identifié, ne parvient

pas à représenter correctement le comportement des éprouvettes A et B. Le problème réside
principalement dans l’utilisation de lois d’écrouissage et de critères de plasticité qui ne sont
pas les plus appropriés pour modéliser le comportement de l’alliage d’aluminium 1200. Néan-
moins la procédure d’optimisation présentée par Meuwissen [MEU 98] appliquée à une géométrie
d’éprouvette générant un champ de déplacements inhomogène est prometteuse, moyennant l’uti-
lisation de modèles de comportement permettent de reproduire les spécificités de comportement
du matériau. C’est pour cette raison que, dans un premier temps, la procédure de recalage de
modèle éléments finis présentée dans le paragraphe 1 a été appliquée à la géométrie d’éprouvette
développée par Meuwissen. La première étape de la démarche est donc de valider le processus
d’optimisation proposé au paragraphe 1.

5.2.1 Validation de la méthode de recalage de modèle éléments finis

Cette étude est réalisée sur l’alliage d’aluminium 2024-T3 dont le comportement plastique
est considéré comme anisotrope. Dans un premier temps, les paramètres du critère de Hill48
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sont fixes et sont identifiés à partir des limites d’élasticité obtenues à partir d’essais classiques
de traction réalisés dans les trois directions (F=0.728 ; G=0.528 ; H=0.472 et L=M=N=1.769)
et présentés dans le chapitre 4.

Une loi d’écrouissage de type Ludwig constituée de 3 paramètres R0, K et n est considérée.
Comme discuté précédemment seulement 2 des 3 paramètres sont initialement choisis car la
sensibilité aux paramètres est aisément représentable graphiquement, R0 ayant la valeur de la
limite élastique (Rp0.2) fixée à 325 MPa dans la direction de laminage (0°).

5.2.1.1 Construction des données expérimentales

Afin de valider la méthode FEMU, le processus d’optimisation a été réalisé à partir d’un
résultat provenant non pas d’une expérience mais d’une simulation EF directe permettant ainsi
de connâıtre à priori les paramètres recherchés. Dans ce cas certains problèmes expérimentaux
disparaissent comme la définition de l’AOI, la correspondance entre les maillages EF et expéri-
mentaux, le bruit et les erreurs de mesures, etc ... Les données permettant de construire cette
solution expérimentale sont donc issues d’une simulation dont le couple utilisé, K=800 MPa et
n=0.66 correspond au jeu initial P0.

Dans un premier temps, nous souhaitons visualiser la sensibilité de la fonction coût par
rapport aux paramètres et donc tracer φ(K, n) sur une cartographie 2D avec K en ordonnée et n
en abscisse. Pour cela, plusieurs simulations directes EF sont réalisées pour différents couples (K
et n). Pour chacune d’elles, K varie entre 200 et 1900 MPa avec un pas de 100 MPa et n entre
0.16 et 1.16 avec un pas de 0.1. La figure 5.9 présente l’évolution de la fonction coût en fonction
de K et n.
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Figure 5.9 − Carte de sensibilité pour l’éprouvette Meuwissen simulée φ(K, n) en fonction de K et
n à partir de l’image finale

Cette carte de sensibilité montre tout d’abord la présence de plusieurs minimas locaux situés
dans une vallée. Afin d’étudier l’influence du jeu de paramètres initial sur la convergence de la
fonction coût et donc sur l’identification du jeu de paramètres final, plusieurs jeux de paramètres
initiaux (P1 et P2), physiquement admissibles, ont été choisis proches de ces minimas. Les résul-
tats sont présentés dans le tableau 5.1 et sur la figure 5.9. Les flèches illustrées sur la figure 5.9
représentent le sens d’évolution des valeurs du couple de paramètres entre le début et la fin du
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processus d’optimisation.

Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

0.441 × 10−2 K=799 MPa
0.409 × 10−2

n=0.660 n=0.660

P1
K=200 MPa

8.188 × 10−2 K=255 MPa
2.931 × 10−2

n=0.200 n=0.157

P2
K=1500 MPa

2.783 × 10−2 K=1677 MPa
0.542 × 10−2

n=1.000 n=0.891

Tableau 5.1 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette Meuwissen simulée (procédure réalisée à partir d’une image)

Seul le jeu de paramètre P0 converge vers la solution qui a servi à construire les données expé-
rimentales. Les jeux P1 et P2 se dirigent vers d’autres minimas locaux et ne convergent donc pas
vers la solution de référence. L’influence du jeu de paramètre initial s’avère dont très importante.
Pour tenter de remédier à cette dépendance, il faut noter que cette étape d’identification n’a uti-
lisé qu’une seule image. La dénomination ”image” correspond en fait à une image stéréoscopique
obtenue à partir du banc stéréoscopique et du logiciel Vic-3D®. Cette image peut être associée
à un champ de déplacements et à un champ de déformations. Pour le reste de l’étude, le
terme image est associé à un champ de déplacements. Bien que le champ de déplacement
observé à partir de cet état soit hétérogène, il est probable que l’ajout d’images supplémentaires
permettrait une augmentation de cette hétérogénéité et ainsi assurerait une meilleure conver-
gence de la méthode en diminuant l’influence du jeu de paramètres initial sur la solution finale.
Ainsi, dans la suite, l’optimisation sera réalisée non pas à partir d’une seule image mais à partir
de 10 images.

5.2.1.2 Influence du nombre d’images sur l’identification des paramètres

Dix images sont donc extraites de l’essai expérimental simulé. Les résultats obtenus sont
présentés dans le tableau 5.2. Dans ce cas, l’optimisation n’est plus dépendante du jeu de para-
mètres initial, toutes les optimisations convergent vers un même minimum global correspondant
au jeu de paramètres à partir duquel la solution ”expérimentale” (K=800 MPa et n=0.66) a
été construite. Ces résultats permettent de valider la méthode de recalage de modèle éléments
finis développée dans ce travail et montrent l’importance du nombre d’images à considérer dans
la boucle d’optimisation afin de garantir la robustesse de la méthode. Celle-ci va maintenant
être appliquée sur des résultats expérimentaux provenant d’un essai de traction réalisé sur une
éprouvette de type Meuwissen. L’influence du jeu de paramètres initial et du nombre d’images à
considérer lors de l’optimisation sera à nouveau étudiée.

Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

0.441 × 10−2 K=799 MPa
0.409 × 10−2

n=0.660 n=0.660

P1
K=200 MPa

8.188 × 10−2 K=798 MPa
0.408 × 10−2

n=0.200 n=0.661

P2
K=1500 MPa

2.783 × 10−2 K=801 MPa
0.409 × 10−2

n=1.000 n=0.660

Tableau 5.2 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette Meuwissen simulée (procédure réalisée à partir de 10 images
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5.2.2 Identification à partir des résultats expérimentaux provenant de l’éprou-
vette de type Meuwissen

Un essai de traction sur l’éprouvette de type Meuwissen est réalisé sur la machine d’essais
électromécanique INSTRON précédemment présentée. La stéréo-corrélation a été utilisée afin
d’obtenir un certain nombre de champs de déplacements entre l’état initial et la rupture de
l’éprouvette. La géométrie développée par Meuwissen présente bien un champ de déformations
hétérogènes comme l’illustre la figure 5.10.

Figure 5.10 − Cartographie des déformations principales maximales mesurées par Vic-3D® pour
l’éprouvette Meuwissen

Désormais, la procédure permettant de calculer pour chaque nœud du maillage EF un vecteur
déplacement expérimental est utilisé. Les conditions limites imposées sur les bords supérieurs et
inférieurs de l’éprouvette (cf. figure 5.11 (a)) sont directement les déplacements mesurés expéri-
mentalement par Vic-3D®. Cela permet de prendre en compte le déplacement de solide rigide
comme démontré précédemment.

Concernant le choix des images, il est important de noter que l’utilisation d’images prises
après striction n’est pas pertinente pour calculer la fonction coût. En effet, le modèle de com-
portement ne prend pas en compte ce phénomène et il est donc primordial d’utiliser des données
expérimentales obtenues avant l’apparition de la striction.

La figure 5.11 présente les champs de déplacements selon l’axe de traction (simulé (a) et
expérimental (b)) obtenus à partir d’ABAQUS (taille moyenne des éléments finis 1 mm2) et
Vic-3D®.

Ces cartographies proviennent d’une image que l’on nommera image finale, obtenue avant
l’apparition de la striction. Les champs de déplacements simulé et expérimental présentés sur
la figure 5.11 sont relativement similaires ce qui permet de valider la procédure permettant d’im-
poser les déplacements expérimentaux comme conditions limites pour la simulation numérique.
A chaque champ de déplacements est associé un champ de déformations. Chaque image couvre
donc un certain niveau de déformations. La figure 5.12 présente pour chaque image obtenue par
corrélation d’images, son niveau de déformations maximales par rapport à la courbe contrainte-
déformation obtenue à partir d’un essai de traction standard dans la direction 90° présentés dans
le chapitre 4.

L’influence du jeu de paramètres initial sur l’identification est également étudiée. Le tableau
5.3 présente les résultats d’optimisation obtenus en partant de trois jeux de paramètres initiaux
différents (P0, P1 et P2) et en utilisant l’image finale dans le calcul de la fonction objectif.

Les résultats montrent que les trois jeux de paramètres ne convergent pas vers un minimum
global, comme dans le cas de l’éprouvette de type Meuwissen simulée présentée précédemment.
L’optimisation à partir de données provenant d’une seule image est donc fortement sensible au jeu
de paramètres initial utilisé. La partie suivante discute du choix du nombre d’images à considérer
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CHAMPS

Figure 5.11 − Cartographie des champs de déplacements selon l’axe de traction simulée (a) et
expérimentale (b) pour l’éprouvette Meuwissen
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Figure 5.12 − Niveau de déformations maximales atteintes pour chaque image dans le cas de
l’éprouvette Meuwissen, superposé à la courbe de traction simple

dans le calcul de la fonction objectif.
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Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

8.021 × 10−2 K=982 MPa
1.171 × 10−2

n=0.660 n=0.509

P1
K=200 MPa

41.63 × 10−2 K=608 MPa
0.789 × 10−2

n=0.200 n=0.713

P2
K=1500 MPa

119.481 × 10−2 K=5610 MPa
4.834 × 10−2

n=1.000 n=1.372

Tableau 5.3 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette Meuwissen : utilisation de l’image finale uniquement

5.2.2.1 Sensibilité relative au nombre d’images

Plusieurs optimisations ont été réalisées en modifiant uniquement le nombre d’images utilisées.
Trois séries sont donc considérées : 5, 10 ou 20 images. Les niveaux de déformations maximales
des images utilisées dans ces séries sont présentés sur la figure 5.12.

Le tableau 5.4 compare les jeux de paramètres optimisés obtenus en partant de P0 (K=800
MPa et n=0.66) pour différents choix du nombre d’images à utiliser.

Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût

image finale
K=982 MPa

1.171 × 10−2

n=0.509

5 images
K=949 MPa

1.379 × 10−2

n=0.492

10 images
K=1016 MPa

1.212 × 10−2

n=0.510

20 images
K=967 MPa

1.515 × 10−2

n=0.495

Tableau 5.4 − Influence du nombre des images sur le calcul de la fonction coût pour l’éprouvette
Meuwissen : jeu initial P0 (K=800 MPa et n=0.66)

D’après les résultats du tableau 5.4, modifier le nombre d’images modifie un peu le jeu de
paramètres optimisé. Cependant, le jeu de paramètres obtenu dans les quatre cas semble conver-
ger vers une valeur que l’on peut estimer par la moyenne des quatre optimisations précédentes :
K=965.4 MPa (écart-type de 38.25 MPa) et n=0.494 (écart-type de 0.011). Cette analyse ne
tient évidemment pas compte de l’influence du jeu de paramètres initial sur la convergence des
résultats, abordé dans la partie suivante.

5.2.2.2 Sensibilité relative au choix des paramètres initiaux pour une séquence de
dix images

L’optimisation est maintenant basée sur les résultats extraits d’une série de 10 images obte-
nues avant striction. Le tableau 5.5 montre qu’une optimisation à partir de 10 images dans le
cadre de l’éprouvette de type Meuwissen n’est pas perturbée par le choix du jeu de paramètres
initial.

La figure 5.13 présente la carte de sensibilité des paramètres K et n pour l’éprouvette Meu-
wissen pour une optimisation à partir de 10 images (φ(K, n) en fonction de K et n). Dans les
trois cas, l’optimisation converge vers un même jeu de paramètres : K=1016 MPa et n=0.51.
Tout comme la carte de sensibilité de l’éprouvette Meuwissen simulée, il n’existe pas cependant
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Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

5.951 × 10−2 K=1016 MPa
1.212 × 10−2

n=0.660 n=0.510

P1
K=200 MPa

5.951 × 10−2 K=1016 MPa
1.212 × 10−2

n=0.200 n=0.510

P2
K=1500 MPa

8.327 × 10−2 K=1017 MPa
1.212 × 10−2

n=1.000 n=0.510

Tableau 5.5 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette Meuwissen pour 10 images
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Figure 5.13 − Carte de sensibilité de l’éprouvette Meuwissen pour une optimisation à partir de dix
images φ(K, n) en fonction de K et n

de point de convergence mais plutôt une ”vallée” constituée de plusieurs minimas locaux. Néan-
moins, l’optimisation à partir de plusieurs images favorise la convergence des solutions vers un
minimum global situé dans cette ”vallée”.

La figure 5.14 montre la répartition des déformations principales maximales calculées par
ABAQUS sur l’éprouvette de type Meuwissen pour l’image finale.

L’histogramme représente le nombre d’éléments par classe de niveau de déformations. On ob-
serve que la plupart des éléments présentent de petites déformations. L’augmentation du nombre
d’images favorise une densification des données dans la zone des petites déformations (zone de
transition élasto-plastique, déformations inférieures à 2%) au détriment des grandes déforma-
tions. Le jeu de paramètres optimisé n’est donc peut être valable que dans le cas des petites
déformations. L’objectif serait donc d’augmenter l’importance du ratio petites/grandes déforma-
tions en faveur des grandes déformations de façon à avoir une équi-répartition des niveaux de
déformations sur l’image.

Pour cela, un choix judicieux de la zone utile de l’éprouvette permettrait de limiter l’impor-
tance des petites déformations sur le calcul de la fonction coût. En effet des zones de grandes
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Figure 5.14 − Histogramme de répartition des niveaux de déformations principales maximales
extraites de l’image finale

déformations apparaissent au niveau des entailles, qui demeurent localisées alors que les zones
de petites déformations constituent la majorité du champ mesuré. Evidemment, la mesure de
la déformation au niveau des entailles est délicate. De plus, la géométrie définie par Meuwissen
favorise le cisaillement ainsi que la localisation de la striction au niveau des entailles.

Pour cette raison, la géométrie proposée par Haddadi et al. [HAD 05], permettant d’obtenir
des champs de déformations hétérogènes lors d’un essai de traction mais sans concentration de
déformations, a été étudiée.

5.3 Influence de la géométrie d’éprouvette

5.3.1 L’éprouvette de type Haddadi

Cette géométrie d’éprouvette induit également des champs de déformations hétérogènes lors-
qu’elle est sollicitée en traction. Haddadi [HAD 05] a proposé cette géométrie d’éprouvette pour
des aciers afin d’identifier les paramètres de la loi de Swift [HAD 05] et les paramètres du critère
de Hill 48 [HAD 07], à partir de champs de déformation mesurés pas corrélation d’images. Il
a travaillé sur trois types d’éprouvettes dont les quarts de géométrie sont illustrés sur la figure
5.15. L’éprouvette CTT (Classical Tensile Test) correspond à une géométrie d’éprouvette pour
un essai de traction standard, l’éprouvette PTT (Plane Tensile Test) génère un champ de défor-
mations planes tandis que l’éprouvette HTT (Heterogeneous Tensile Test) génère un champs de
déformations hétérogènes. C’est cette dernière que nous avons utilisée.

La géométrie de l’éprouvette HTT est présentée sur la figure 5.16. Sa forme ne favorise
pas l’apparition de la striction qui apparâıt très tard juste avant la rupture contrairement à
l’éprouvette de type Meuwissen où la striction apparaissait plus tôt au niveau des entailles.

La figure 5.17 confirme l’hétérogénéité du champ de déformations généré par l’éprouvette de
type Haddadi lors d’un essai de traction. Ce niveau de déformation est atteint pour une image
prise avant l’apparition de la striction. Comme dans le cas de l’éprouvette de type Meuwissen,
cette image sera appelée l’image finale.

Les déformations maximales obtenues pour l’image finale de l’éprouvette de type Haddadi
sont supérieures à celles obtenues dans le cas de l’éprouvette de type Meuwissen et le champ de
déformations est plus hétérogène et illustre une concentration des déformations moins importante,
comme le montre les histogrammes de la répartition des déformations dans le cas des deux
géométries d’éprouvettes, figure 5.18.
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Figure 5.15 − Géométries d’éprouvettes définies par Haddadi [HAD 05]

Figure 5.16 − Géométrie de l’éprouvette Haddadi

Contrairement à l’éprouvette Meuwissen dont la quasi-totalité des déformations se trouve
dans la zone de petites déformations avec quelques zones à forte déformation (cf. figure 5.14),
la répartition de l’hétérogénéité des déformations est ici plus continue et les déformations maxi-
males atteintes sont plus importantes (13% vs. 16%). Afin d’améliorer encore la répartition des
niveaux de déformations, seule la zone centrale de l’éprouvette illustrée sur la figure 5.19 (a) a été
sélectionnée pour évaluer la fonction coût. La figure 5.19 qui présente les champs de déplacements
selon l’axe de traction simulé (a) et expérimental (b) obtenus à partir d’ABAQUS et Vic-3D®

montre des champs très similaires. Les conditions limites en déplacements imposées sont donc
validées.

Figure 5.17 − Cartographie des déformations principales maximales mesurées par Vic-3D® pour
l’éprouvette Haddadi
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Figure 5.18 − Histogramme de répartition des niveaux de déformations extraites de l’image avant
striction pour les éprouvettes Meuwissen et Haddadi

Figure 5.19 − Cartographie des champs de déplacements selon l’axe de traction simulée (a) et
expérimentale (b) pour l’éprouvette Haddadi (image finale)

L’optimisation est réalisée à partir de dix images enregistrées au cours de l’essai de traction
et traitées par Vic-3D®. Ces dix images couvrent le début de la plasticité jusqu’à l’image finale
et leurs niveaux de déformations maximales sont répertoriés sur la figure 5.20.

La procédure FEMU est appliquée pour plusieurs jeux de paramètres initiaux et les résultats
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Figure 5.20 − Niveaux de déformations maximales atteintes pour chaque image dans le cas de
l’éprouvette de type Haddadi

Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

18.591 × 10−2 K=633 MPa
3.084 × 10−2

n=0.660 n=0.368

P1
K=200 MPa

12.266 × 10−2 K=636 MPa
3.084 × 10−2

n=0.200 n=0.370

P2
K=1500 MPa

14.423 × 10−2 K=634 MPa
3.084 × 10−2

n=1.000 n=0.369

Tableau 5.6 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette Haddadi sur 10 images

sont présentés dans le tableau 5.6. Ces résultats montrent que l’identification considérant 10
images n’est pas influencée par le jeu de paramètre initial.

Il est maintenant intéressant de comparer les valeurs des paramètres identifiées dans les
différents cas. Le tableau 5.7 compare le jeu de paramètres identifiés à partir de différentes
géométries d’éprouvette (Meuwissen, Haddadi et essai de traction standard) pour une limite
d’élasticité égale à la limite élastique à 0.2% de déformation plastique (Rp0.2=325 MPa).

Type d’éprouvette K en MPa n

Meuwissen 1016 0.51

Haddadi 635 0.369

Traction standard 593 0.57

Tableau 5.7 − Influence du jeu de paramètres optimisé en fonction de la géométrie d’éprouvette

Le choix de la valeur de la limite élastique pour l’identification a principalement une influence
sur le paramètre K qui permet de représenter la zone élasto-plastique. Le jeu de paramètre identi-
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fié à partir de l’éprouvette de type Haddadi (K=635 MPa) est donc plus proche de celui identifié
à partir des essais de tractions sur éprouvette standard (K=593 MPa) que de celui identifié à
partir de l’éprouvette de type Meuwissen (K=1016 MPa). De plus, l’éprouvette Haddadi générant
des niveaux de déformations plus importants, les cœfficients identifiés tiennent compte de la zone
de transition élasto-plastique et des grandes déformations. L’hétérogénéité et l’équi-répartition
des déformations semblent améliorer la robustesse de la procédure d’identification. Cependant,
les éprouvettes de type Meuwissen et Haddadi génèrent des déformations uniquement dans le
domaine de la traction comme le montre la figure 5.21 qui positionne dans le plan (ε1, ε2) les
valeurs des déformations des nœuds des maillages expérimentaux des deux types d’éprouvettes.
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Figure 5.21 − Comparaison de la répartition des déformations générées lors d’essais de traction à
partir des éprouvettes Meuwissen et Haddadi

Il semble donc intéressant de travailler sur une géométrie d’éprouvette présentant une plus
grande diversité de chemins de déformations comme par exemple l’essai de traction bi-axial sur
une éprouvette cruciforme.

5.3.2 L’éprouvette de type cruciforme

L’objectif de cette géométrie d’éprouvette est d’obtenir un champ de déformations le plus
hétérogène possible avec une grande diversité des chemins de déformations afin d’étudier l’in-
fluence du champ de déformation sur la convergence vers un minimum global. Pour générer un
champ de déformation hétérogène ayant des zones dans le domaine de la bi-expansion (ε1 et ε2

positives) un essai de traction bi-axiale sur une éprouvette cruciforme peut être réalisé. N’ayant
pas eu la possibilité de réaliser cet essai, nous avons procédé comme pour la validation de la
méthode FEMU, en générant un essai expérimental à partir d’une simulation. Le couple de para-
mètre solution reste le jeu de paramètres P0 (K=800 MPa, n=0.66). Une optimisation est donc
réalisée à partir d’un ”essai virtuel” de traction biaxiale fournissant les données expérimentales.
La simulation ne tient pas compte de l’apparition de la striction ni de l’endommagement de la
matière qui se produirait lors d’un essai réel. Cela explique en grande partie le large spectre de
déformation obtenu grâce à cet ”essai virtuel” illustré par la figure 5.22.

La géométrie de l’éprouvette s’inspire des travaux de Lecompte [LEC 07] qui a travaillé sur
deux géométries d’éprouvettes cruciformes trouées sollicitées en traction bi-axiale. L’utilisation
d’une éprouvette trouée favorise la localisation de la déformation plastique dans la partie centrale
de l’éprouvette où se situent les déformations et les contraintes de bi-expansion, contrairement
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Figure 5.22 − Comparaison de la répartition des déformations générées lors d’essais de traction à
partir des éprouvettes Meuwissen, Haddadi et cruciforme

aux branches de la croix qui sont soumis à de la traction pure. La première géométrie lui a per-
mis d’identifier le comportement élastique d’un matériau composite renforcé de fibres de verre
(modules d’élasticité et de cisaillement et cœfficient de poisson). Pour la seconde géométrie,
l’éprouvette en acier est utilisée pour l’identification d’un modèle de comportement plastique, la
taille du trou de l’éprouvette est dimensionnée de façon à ce que la section de l’éprouvette soit
constante. Cela permet ainsi d’éviter la localisation des contraintes et l’apparition de la striction
et de la rupture dans une zone privilégiée. C’est dans cette optique que nous avons dimensionné
notre éprouvette cruciforme dont la géométrie est représentée figure 5.23.

Figure 5.23 − Géométrie de l’éprouvette sollicitée en traction biaxiale

La simulation numérique de l’essai de traction bi-axiale est réalisée par symétrie sur un quart
de l’éprouvette comme l’illustre la figure 5.24 présentant les champs de déformations principales
maximales (a) et minimales (b).

La procédure d’identification inverse a donc été appliquée à cette géométrie. Le chargement
imposé pour cet essai permet d’obtenir des niveaux de déformations pour la ”dernière image”
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(a) Déformations principales maximales (b) Déformations principales minimales

Figure 5.24 − Champs de déformations principales simulés sous ABAQUS pour l’éprouvette
cruciforme de traction biaxiale

proches des niveaux obtenus pour l’essai de traction virtuel réalisé à partir de l’éprouvette de
type Meuwissen comme le montre la figure 5.22. L’influence du jeu de paramètres initial sur la
solution finale est étudiée et les résultats sont présentés dans le tableau 5.8.

Initial Optimisé
Paramètres Valeur de la fonction coût Paramètres Valeur de la fonction coût

P0
K=800 MPa

3.227 × 10−2 K=800 MPa
3.227 × 10−2

n=0.660 n=0.660

P1
K=200 MPa

10.143 × 10−2 K=801 MPa
3.226 × 10−2

n=0.200 n=0.660

P2
K=1500 MPa

8.235 × 10−2 K=802 MPa
3.227 × 10−2

n=1.000 n=0.660

Tableau 5.8 − Influence du jeu de paramètres initial sur le calcul de la fonction coût pour
l’éprouvette de biexpansion simulée

Contrairement au cas de l’éprouvette Meuwissen utilisant une solution expérimentale calcu-
lée, les résultats des optimisations fournissent toujours le même couple K=800 MPa et n=0.66
bien que seul un champ de déplacements soit considéré (l’image finale cf. figure 5.24). L’augmen-
tation de la diversité des chemins de déformations semble donc favoriser la convergence vers une
solution unique. La carte de sensibilité de l’éprouvette cruciforme (φ(K, n) en fonction de K et
n) est présentée sur la figure 5.25. Contrairement à la ”vallée” et à ses multiples minimas locaux
rencontrés dans le cas de l’éprouvette de type Meuwissen (cf.figure 5.9), cette carte de sensibilité
montre la présence d’un puit autour du minimum global (ici autour du jeu de paramètre : K=800
MPa, n=0.66). Ces résultats montrent que des déformations plus hétérogènes et une plus grande
diversité de chemins de déformations favorisent la convergence vers un minimum global.

N’ayant pu réaliser un tel essai dans le cadre de notre étude, cette analyse ne sera pas
approfondie davantage. La géométrie développée par Haddadi sera donc utilisée dans la suite de
l’étude.

L’objectif de la première partie de ce chapitre était dans un premier temps de valider la
méthode de recalage de modèle éléments finis utilisée (fonction coût sur les déplacements, condi-
tions limites en déplacements, ...) puis d’étudier l’influence du champ de déplacement, du nombre
d’images et du jeu de paramètres initial sur la solution finale identifiée. L’enjeu maintenant est
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Figure 5.25 − Carte de sensibilité de l’éprouvette de biexpansion (φ(P) vs. (K, n))

d’utiliser cette procédure afin d’identifier des paramètres de modèles de comportement.

5.4 Mise en œuvre de la méthode FEMU pour l’identification
des paramètres d’un modèle de comportement

Dans cette section, la procédure FEMU utilisera désormais dix images extraites de l’essai de
traction réalisé sur l’éprouvette de type Haddadi. La zone étudiée est présentée sur la figure 5.19.
Dans un premier temps, l’identification de l’ensemble des 3 paramètres de la loi d’écrouissage
(R0, K et n) sera réalisée pour des paramètres du critère de Hill48 fixes et identifiés dans le
chapitre 4. Dans un second temps, l’identification portera sur les paramètres du critère de Hill48
(F, G, H, L, M et N) pour des valeurs des paramètres de la loi d’écrouissage fixes et identifiés
dans le chapitre 4 à partir d’essais de traction standard.

On peut rappeler ici que Haddadi [HAD 07] et Lecompte [LEC 07] ont réalisé une identifica-
tion complète et simultanée des paramètres de loi d’écrouissage (Swift dans les deux cas) et des
paramètres de critère de plasticité (Hill48 dans les deux cas). Les hypothèses posées, G+H=1
et N=L=M, réduisent le nombre de paramètres à identifier au nombre de 6 : R0, K, n, F, G
et N. Dans les deux études, l’identification des paramètres du critère de plasticité est réalisée
dans un premier temps à partir des cœfficients d’anisotropie sans prendre en compte les limites
élastiques. Dans les deux cas, la fonction coût est calculée à partir des déformations comme le
montre les équations (5.2) et (5.3), mais Haddadi y associe une fonction coût en déplacement.
Lecompte a travaillé sur un acier DC06 d’épaisseur 0.8 mm. L’algorithme d’optimisation utilisé
est de type Gauss-Newton et permet d’imposer des contraintes aux paramètres à identifier. Même
si Lecompte et Haddadi identifient simultanément les paramètres d’un modèle de comportement
(loi d’écrouissage de Swift et critère de plasticité de Hill), un découplage de l’identification des
paramètres est réalisé dans cette étude. En effet, le rôle des critères de plasticité est de définir
la transition entre le domaine élastique et plastique, tandis que les lois d’écrouissage définissent
l’évolution de la plasticité des matériaux. Ces deux mécanismes sont différents [LEM 85], c’est
pourquoi il nous semble plus pertinent de découpler leur identification.

176
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5.4.1 Identification des paramètres de la loi d’écrouissage isotrope de Ludwig

Jusqu’à maintenant, toutes les optimisations portaient sur deux paramètres de la loi d’écrouis-
sage de Ludwig, K et n, afin de pouvoir représenter graphiquement l’évolution de la fonction
objectif. La valeur de R0 était fixée égale à Rp0.2. Une optimisation sur les trois paramètres de la
loi de Ludwig, incluant R0 est réalisée. Les résultats sont présentés dans le tableau 5.9 où sont
comparés les valeurs finales de K, n, et φ(P) pour des optimisations avec la valeur de R0 fixe et
libre.

R0 (MPa) K (MPa) n φ(P)

fixe=325 635 0.369 3.084 × 10−2

226 606 0.227 2.801 × 10−2

Tableau 5.9 − Comparaison des valeurs des paramètres optimisés pour une valeur de R0 fixe et
libre

Il s’avère que valeur de R0 optimisée (226 MPa) correspond plus à une limite d’élasticité vraie
qu’à la limite élastique obtenue pour une déformation plastique de 0.2 % de l’alliage 2024-T3.
La valeur de la fonction coût est aussi légèrement plus faible dans le cas de l’optimisation sur
3 paramètres. Ces résultats semblent corroborer le choix de l’utilisation de la limite élastique
lors de l’identification de paramètres de loi d’écrouissage au détriment de la limite élastique à
0.2 % de déformation plastique. La section suivante s’intéresse maintenant à l’identification des
paramètres du critère de plasticité de Hill48 à partir de la méthode FEMU.

5.4.2 Identification des paramètres du critère de plasticité

Jusqu’à présent la loi d’écrouissage de Ludwig a été utilisée car elle ne possède que 3 para-
mètres à identifier. Cependant, comme nous l’avons montré au chapitre 4, cette loi ne représente
pas au mieux l’évolution de la plasticité de l’alliage 2024-T3. Or pour identifier les paramètres
du critère de plasticité de Hill48, il est nécessaire de bien représenter l’écrouissage du maté-
riau. C’est dans cette optique que la loi d’écrouissage possédant plusieurs termes exponentiels,
présentée dans le chapitre 4, est utilisée. Son équation est rappelée ici :

R(p) = R0

[

1 + K1

(

1 − e−k1p
)

+ K2

(

1 − e−k2p
)]

avec K1=1.721, k1=1204, K2=2.363 et k2=12.56, valeurs identifiées dans le chapitre 4 sur des
essais de traction conventionels.

L’identification classique du critère de Hill48 présentée dans le chapitre 4 a montré qu’il
existe deux méthodes d’identification conventionnelles de ce critère : soit à partir des limites
d’élasticité, soit à partir des cœfficients d’anisotropie. Nous avons vu dans la section 5.2.1 que le
jeu de paramètres du critère de Hill48 utilisé jusqu’à présent dans ce chapitre était celui identifié
à partir des limites d’élasticité dans les trois directions caractéristiques (0°, 45° et 90°) et r45.
La méthode de recalage de modèle éléments finis est maintenant appliquée à l’identification des
paramètres du critère de Hill 48.

L’identification des paramètres du critère de plasticité porte donc sur les paramètres F, G,
H et N. L’hypothèse imposant N=L=M est maintenue. Par contre la contrainte G+H=1 n’a pas
été considérée lors de l’optimisation. En effet, ne pas imposer cette contrainte permet également
d’optimiser la valeur de la limite élastique dans la direction 0° car σ(0) = R0√

G+H
. Les résultats

sont présentés dans le tableau 5.10. Les paramètres initiaux de Hill48 choisis correspondent à un
cas isotrope.

On observe que la valeur de la fonction objectif calculée pour le jeu optimisé est bien inférieure
à celle calculée pour le jeu initial isotrope. Le tableau 5.11 récapitule les valeurs des paramètres
du critère de Hill48 en fonction de la méthode utilisée.
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Paramètres Valeur de la fonction coût

Initial

F=0.5

8.807 × 10−2G=0.5
H=0.5
N=1.5

Optimisé

F=0.481

2.049 × 10−2G=0.564
H=0.487
N=1.793

Tableau 5.10 − Jeu de paramètres du critère de plasticité de Hill48 identifié par la méthode FEMU

F G H L, M, N

Identification classique à
partir des cœfficients

d’anisotropie
0.431 0.577 0.423 1.417

Identification classique à
partir des limites d’élasticité

0.728 0.528 0.472 1.769

Identification à partir de la
méthode FEMU

0.481 0.564 0.467 1.793

Tableau 5.11 − Identification des paramètres du critère de Hill48 par trois méthodes différentes

La figure 5.26 présente les évolutions du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité
en fonction de la direction d’anisotropie (α) pour l’alliage 2024-T3. Les résultats comparent les
évolutions obtenues pour ces trois méthodes d’identification des paramètres de Hill 48.

Une identification couplée des paramètres de la loi d’écrouissage ”exponentielle” et des pa-
ramètres du critère de Hill48 (identification simultanée de 9 paramètres) a été réalisée mais les
valeurs obtenues n’ont pas présentées de sens physique. Des algorithmes permettant de réaliser
une optimisation sous contraintes seraient nécessaire pour améliorer le processus d’identification
couplé de l’ensemble de ces paramètres.

La figure 5.27 représente les surfaces de charge du critère de Hill48 identifiées à partir des trois
méthodes. Ces résultats montrent que la surface de charge construite à partir des paramètres
identifiés à l’aide de la méthode FEMU est un compromis entre les deux autres surfaces de
charges et que les résultats obtenus sont cohérents.

La réalisation d’un essai de traction sur une éprouvette de type Haddadi couplée à notre
procédure FEMU permet bien d’identifier des paramètres du critère de plasticité anisotrope de
Hill48.
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Figure 5.26 − Evolution du cœfficient d’anisotropie et de la limite d’élasticité en fonction de
l’angle α pour l’alliage 2024-T3. Comparaison de trois méthodes d’identification
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5.5 Conclusions et perspectives

La méthode de recalage de modèle éléments finis est une des méthodes de détermination de
paramètres de lois de comportement et de plasticité à partir de mesures de champs cinématiques
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CHAPITRE 5. IDENTIFICATION DES PARAMÈTRES DE MODÈLES DE COMPORTEMENT À PARTIR
DE LA MÉTHODE DE RECALAGE DE MODÈLE ÉLÉMENTS FINIS ASSOCIÉE À LA MESURE DE

CHAMPS

[AVR 08B].
Nous l’avons choisi pour sa validité dans le domaine plastique et sa facilité de mise en œuvre.

Son principe consiste à minimiser une fonction objectif comparant des résultats expérimentaux
avec des résultats issues de simulations éléments finis. Le but est d’optimiser le jeu de paramètres
du modèle de comportement utilisé dans la simulation éléments finis. Les résultats expérimentaux
proviennent d’essais de traction réalisés sur des géométries d’éprouvette générant des champs de
déformations hétérogènes. Les résultats expérimentaux sont les efforts mesurés par le capteur de
forces de la machine de traction et les champs de déplacements sur la surface de l’éprouvette
mesurés par stéréo-corrélation d’images. Le choix et la densité des données expérimentales servant
à la construction de la fonction objectif permettent d’améliorer la robustesse de la procédure
d’identification.

Les géométries d’éprouvettes de type Meuwissen [MEU 98], Haddadi [HAD 05] et cruciforme
[LEC 07] ont été étudiées. Leurs choix s’avèrent également important pour la réussite de la pro-
cédure. Il apparâıt qu’une forme d’éprouvette générant une grande variété de trajets de déforma-
tions accompagnée de niveaux de déformations équi-répartis permet une meilleure identification
du jeu de paramètres. De plus, le jeu de paramètres ainsi identifié est proche du jeu de paramètres
identifié à l’aide d’une méthode plus classique.

Le découplage de l’identification de la loi d’écrouissage et du critère de plasticité a semblé
pertinent. En effet, l’écrouissage qui modélise l’évolution de la surface de charge et le critère de
plasticité qui correspond au seuil de plasticité sont deux phénomènes indépendants. L’identifi-
cation découplée a permis de déterminer des valeurs de paramètres physiquement admissibles
et proches des valeurs obtenues par des méthodes plus conventionnelles. Cependant, le critère
de plasticité (Hill48) n’est pas le plus adapté à la modélisation du comportement des alliages
d’aluminium car il ne représente pas correctement à la fois les évolutions des limites d’élasti-
cité et des cœfficients d’anisotropie. Néanmoins, cela a permis de valider la procédure FEMU
sur l’identification d’un petit nombre de paramètres (quatre). Par la suite il serait intéressant
d’identifier des critères de plasticité plus adaptés à partir de cette méthode.

Néanmoins, la mise en place de la méthode FEMU est plus longue et complexe que l’utili-
sation d’essais de traction standard pour l’identification d’un modèle de comportement (Ludwig
et Hill48) sur un matériau homogène. L’utilisation de ces méthodes de détermination de para-
mètres à partir de la mesure de champs semble particulièrement plus appropriée à l’étude du
comportement de matériaux hétérogènes comme les compostites par exemple [CRO 08].

Elles peuvent permettre d’observer des zones localisées sur une pièce afin d’étudier le compor-
tement (plasticité, endommagement) spatialement dépendant du matériau et l’étude de champs
de propriétés mécaniques.

A l’aide du pilote SPIF, il est possible d’obtenir des champs de déformations hétérogènes
3D. Ainsi la méthode pourrait être adaptée afin de considérer un champ hétérogène en surface
d’emboutis 3D plus représentatif des déformations de tôles en formage incrémental.

180



Bibliographie

[AVR 08B] S. Avril, M. Bonnet, A.S. Bretelle, M. Grédiac, F. Hild, P. Ienny, F. Latourte, D.
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Chapitre 6

Modélisation et simulation d’une
trajectoire simple en formage
incrémental

L’analyse d’essais simples de formage incrémental réalisée au chapitre 3 a montré la complexité
des sollicitations mécaniques subies par la tôle et l’influence des paramètres procédés sur les
pièces réalisées. La simulation numérique peut-elle reproduire l’influence de tous ces paramètres
procédés ? Pour le vérifier, il est tout d’abord nécessaire d’utiliser un modèle de comportement
qui reproduit le plus fidèlement possible le comportement du matériau et des conditions limites
compatibles avec celles observées expérimentalement.

L’idée principale de ce chapitre est d’appréhender l’influence du jeu de paramètres du cri-
tère de plasticité anisotrope de Hill48 identifiés dans le chapitre 4, sur les résultats issus de la
simulation d’un essai simple représentatif d’une trajectoire en formage incrémental. En effet, de
nombreux auteurs travaillant sur la simulation du procédé de formage incrémental n’utilisent
généralement que le critère de plasticité de Mises (isotrope) et des lois d’écrouissage isotropes de
type Swift pour modéliser le comportement des tôles en formage incrémental [YAM 08], [VAN 07],
[DEJ 07], [BAM 07] même si certains auteurs comme Olesik [OLE 07] utilisent le critère de plas-
ticité anisotrope de Barlat89 [BAR 89]. Ces résultats de simulation seront ensuite comparés avec
des résultats issus d’essais expérimentaux.

Un des paramètres procédé qui semble le plus important est la taille de l’incrément vertical
du poinçon (∆z), en effet il conditionne en partie l’état de surface de la pièce finale et également
la trajectoire du poinçon et par conséquent les temps de mise en forme. Plusieurs simulations
vont donc être réalisées afin d’étudier l’influence de la trajectoire du poinçon sur les résultats
issus de calculs éléments finis.

Dans un premier temps, des essais simples de formage incrémental sont réalisés pour les
alliages d’aluminium 5086-H111 et 2024-T3 sur le pilote SPIF associé à la stéréocorrélation. La
trajectoire décrite par le poinçon est présentée ainsi que les résultats expérimentaux obtenus. La
modélisation de cet essai et notamment les conditions aux limites utilisées sont précisées.

Un état de l’art des études réalisées sur la modélisation et la simulation du procédé de formage
incrémental ainsi qu’une discussion sur le choix de la méthode de résolution sont décrites. Les
essais de formage incrémental seront ensuite simulés à l’aide du logiciel de calcul éléments finis
ABAQUS, les résultats de simulation permettent d’étudier les influences du jeu de paramètres
du critère de Hill48 et du nombre d’incréments verticaux.
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CHAPITRE 6. MODÉLISATION ET SIMULATION D’UNE TRAJECTOIRE SIMPLE EN FORMAGE
INCRÉMENTAL

6.1 Analyse expérimentale d’un essai simple représentatif du
formage incrémental

6.1.1 Présentation de l’essai de référence

Ces essais représentatifs de formage incrémental sont réalisés sur le pilote SPIF présenté dans
le chapitre 2. La trajectoire correspond à l’essai A présentée dans le chapitre 3, elle est rappelée
sur la figure 6.1. Le poinçon se déplace verticalement selon l’axe Z de 16 mm (point A), puis
se déplace horizontalement selon l’axe X de 50 mm (point B) et enfin redescend verticalement
jusqu’à ne plus être au contact de la tôle (point C). Cet essai est appelé ”essai de référence” pour
le reste de l’étude. Les observations présentées dans cette section correspondent à un essai réalisé
sur l’alliage 5086-H111.

Figure 6.1 − Trajectoire du poinçon pour la réalisation de l’essai de référence

Un banc stéréoscopique est placé de façon à obtenir un champ de déplacements / déformations
de toute la tôle. Tout d’abord, une analyse de l’état initial de la tôle montée dans le serre-flan est
réalisée. La figure 6.2 présente la cartographie des déformations principales maximales obtenues
après mise en place de la tôle et serrage des vis du serre-flan (couple de serrage de 25 N.m) et
avant le début de la mise en forme. La taille de l’AOI est égale à la taille de la tôle hors serre-flan
(400 × 400 mm2). Cette cartographie présente une répartition hétérogène de déformations avant
formage due aux sollicitations mécaniques rencontrées lors de la mise en place de la tôle dans
les serre-flans. La déformation moyenne est de l’ordre de 3×10−4 et donc nettement supérieure
à l’erreur de mesure systématique (10−5) quantifiée dans le chapitre 2. L’état est donc un état
moyen de traction, par contre, l’erreur aléatoire spatiale est de l’ordre de 10−4 (cf. chapitre 2),
et donc l’hétérogénéité apparente est liée à la faible valeur des déformations moyennes de la tôle
avant formage.

La figure 6.3 présente le champ de déplacement vertical (hors plan) de la tôle pour une position
du poinçon correspondant au point B (cf. figure 6.1). Le déplacement reste localisé autour du
poinçon.

En parallèle, un deuxième banc de stéréocorrélation est mis en place pour cet essai de ré-
férence. Sa zone d’observation est centrée sur la zone de la tôle déformée plastiquement par le
poinçon. Elle est localisée sur la figure 6.4 qui représente les déformations principales maximales
pour une position du poinçon au point B.

6.1.2 Présentation des résultats obtenus pour les alliages d’aluminium 5086-
H111 et 2024-T3

6.1.2.1 Influence de l’alliage d’aluminium étudié

On s’intéresse d’abord aux efforts issus du capteur de forces tri-axes équipant le pilote SPIF.
Les résultats montrant l’évolution des efforts dans les trois directions en fonction du temps
obtenus pour les alliages 2024-T3 et 5086-H111 sont présentés sur la figure 6.5.

184



6.1. ANALYSE EXPÉRIMENTALE D’UN ESSAI SIMPLE REPRÉSENTATIF DU FORMAGE
INCRÉMENTAL

Figure 6.2 − Cartographie des déformations principales maximales sur la tôle mise en place du
serre-flan

Figure 6.3 − Cartographie 3D des déplacements verticaux (point B)

Figure 6.4 − Localisation de la zone déformée par le poinçon (point C, 2024-T3)
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Figure 6.5 − Comparaison de l’évolution des efforts selon les axes Y, X et Z en fonction du
déplacement du poinçon pour les alliages 5086-H111 et 2024-T3

Les efforts selon l’axe Y (Fy) sont du même ordre de grandeur dans les deux cas. Ces efforts
sont générés par les effets de bord car l’essai n’est pas réalisé au milieu de la tôle. La figure 6.5
compare aussi respectivement les efforts horizontaux selon l’axe de déplacement du poinçon (axe
X) et les efforts verticaux (axe Z). Dans les deux cas les efforts mis en jeu pour mettre en forme
la tôle sont plus important d’environ 20% pour l’alliage 2024-T3 ce qui est normal car sa limite
d’élasticité est plus élevée.

Figure 6.6 − Déformations principales maximales, AOI du deuxième banc stéréoscopique et
localisation du profil étudié (point C, 5086-H111)

Concernant les mesures de champs obtenus par stéréocorrélation à partir du banc stéréosco-
pique, la figure 6.6 présente le champ des déformations principales maximales (ε1). Les résultats
sont obtenus après mise en forme de la tôle (point C) pour l’alliage 5086-H111. Les déformations
sont très localisées autour de la trajectoire du poinçon. La taille de l’AOI (zone d’observation)
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du deuxième banc stéréoscopique et la définition d’une ligne perpendiculaire à l’axe X appelée
”coupe” sont également visibles sur la figure 6.6.
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Figure 6.7 − Déformations principales maximales (a) et forme de la tôle (b) après mise en forme le
long du profil pour les deux alliages 5086-H111 et 2024-T3

Les figures 6.7 (a) et (b) présentent respectivement les déformations principales maximales et
la forme de la tôle extraite après mise en forme, le long de la coupe définie sur la figure 6.6 pour
les deux alliages d’aluminium. La hauteur d’embouti après mise en forme est plus importante
dans le cas du 5086-H111 (10.5 mm) que dans le cas du 2024-T3 (6.5 mm) (cf. figure 6.7 (b)). Les
déformations générées lors de la mise en forme du 5086-H111 sont plus importantes d’environ
30% que dans le cas du 2024-T3 puisque le premier a une limite d’élasticité plus faible que le
second. Dans le cas de la mise en forme du 5086-H111 les efforts mis en jeu et donc par conséquent
le retour élastique sont moins importants.

La partie suivante compare deux essais de référence réalisés sur le 2024-T3, l’un dans la
direction de laminage (0°) l’autre dans la direction transverse (90°).

6.1.2.2 Influence de la direction de sollicitation de la tôle

L’alliage 2024-T3 a un comportement plastique anisotrope. Deux essais de référence ont été
réalisés sur cet alliage sur la même tôle dans les mêmes conditions comme montré sur la figure 6.8,
l’un dans la direction 0° (sens de laminage) et l’autre à 90°. L’objectif est d’analyser l’anisotropie
de la tôle lors d’essais de formage incrémental à l’aide de nos moyens de mesures.

La figure 6.9 compare les efforts horizontaux et verticaux lors du déplacement du poinçon
du point 0 vers le point C pour les essais réalisés sur l’alliage 2024-T3 dans les directions 0° et
90°. Les efforts selon l’axe Y sont des efforts parasites dus aux effets de bords et sont identiques
pour les deux essais. La différence provient des efforts Fx et Fz. Les efforts sont plus importants
lors de la mise en forme selon la direction 0°, environ 18% pour Fx et 7% pour Fz. La limite
d’élasticité étant plus importante dans le sens de laminage (0°), il est donc normal que pour une
même trajectoire de poinçon les efforts mis en jeu soient plus important à 0° qu’à 90°.

La figure 6.10 (a) présente pour l’alliage 2024-T3 dans les directions 0° et 90°, la forme de la
tôle après mise en forme (point C) le long de la coupe localisée sur la figure 6.6. La profondeur
d’embouti est plus importante dans la direction 0°

La figure 6.10 (b) compare les déformations plastiques (εpl
xx, εpl

yy et εpl
xy) obtenues pour les

directions 0° et 90° après mise en forme. Les déformations transverses (εpl
yy) sont quasiment nulles

pour les deux cas. Pour les déformations longitudinales (εpl
xx) et de cisaillement (εpl

xy), les valeurs
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Figure 6.8 − Localisation sur la tôle des essais de formage incrémental réalisés sur le 2024-T3 dans
les directions 0° et 90°

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
0

500

1000

1500

2000

2500

3000

3500

4000

Déplacement du poinçon des points 0 à C (mm)

E
ffo

rt
s 

(N
)

 

 
direction 90° − axe Z
direction 0° − axe Z
direction 90°  − axe X
direction 0° − axe X
direction 90° − axe Y
direction 0° − axe Y

Figure 6.9 − Comparaison de l’évolution des efforts en fonction du déplacement du poinçon pour
deux essais réalisés sur l’alliage 2024-T3 dans les directions 0° et 90°

atteintes sont plus importantes dans la direction 0° (environ 7%). Des efforts plus importants
dans la direction 0° ont certainement engendré des déformations plastiques plus importantes ce
qui pourrait expliquer que l’embouti à 0° soit plus profond. Les résultats expérimentaux présentés
dans cette section seront comparés par la suite avec les résultats issus des simulations éléments
finis de la section 6.2.

6.1.3 Modélisation de l’essai de référence

Dans cette section, des résultats obtenus à partir du banc stéréoscopique sont analysés afin
d’imposer correctement les conditions limites nécessaires à la modélisation de l’essai de référence.
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INCRÉMENTAL

−30 −20 −10 0 10 20 30
1

2

3

4

5

6

7

Coordonnées de la coupe (mm)

D
ép

la
ce

m
en

t v
er

tic
al

 (
ax

e 
z 

en
 m

m
)

 

 
direction 90°
direction 0°

−30 −20 −10 0 10 20 30

−2

0

2

4

6

8

10

12

Coordonnées de la coupe (mm)

D
éf

or
m

at
io

ns
 p

la
st

iq
ue

s 
(%

)

 

 
direction 90° − ε

xx

direction 0° − ε
xx

direction 90° − ε
yy

direction 0° − ε
yy

direction 90° − ε
xy

direction 0° − ε
xy

(a) (b)

Figure 6.10 − Forme de la tôle (a) et déformations plastiques (b) après mise en forme le long de la
coupe pour l’alliage 2024-T3 dans les directions 0° et 90°

6.1.3.1 Etat initial de la tôle

La figure 6.11 montre la forme de la tôle après sa mise en place dans le serre-flan. Il s’avère
que la tôle n’est plus plane mais bombée pour un écart maximal de 2.68 mm.

Figure 6.11 − Représentation 3D de la forme de la tôle après mise en place du serre-flan

Cela pose un problème vis-à-vis de la modélisation car la tôle avant mise en forme devrait
être théoriquement parfaitement plane. Par ailleurs, pour l’AOI présentée sur la figure 6.4 (grand
champ de vue), le facteur d’échelle des images de la tôle est de 2 pixels/mm et la ZCε (Zone
de Calcul des Déformations) minimale est de 20 pixels, ce qui nécessite une taille d’éléments de
10 × 10 mm2 pour pouvoir obtenir des déformations calculées sur la même base. Cette taille
d’élément est beaucoup trop importante en regard de la taille d’un poinçon de diamètre 20 mm,
il n’est donc de ce fait pas possible de réaliser une modélisation éléments finis de la tôle dans son
ensemble. Uniquement la zone fortement déformée autour du poinçon sera donc modélisée et de

189
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plus, à l’état initial, la tôle dans cette petite zone peut être considérée comme quasi plane.

6.1.3.2 Etat déformé de la tôle

La figure 6.12 présente des cartographies de déplacements pour une position du poinçon
correspondant au point B de la figure 6.1. L’image (a) correspond aux déplacements selon l’axe
X tandis que l’image (b) correspond aux déplacements selon l’axe Y. Les déplacements mesurés
sont très faibles au niveau du serre-flan : à peu près nuls sur l’ensemble du contour, sauf à
proximité de la zone formée présentant des amplitudes inférieures à 0.2 mm.

(a) (b)

Figure 6.12 − Cartographies des déplacements, U selon l’axe X (a), et V selon l’axe Y (b)

Une hypothèse d’encastrement de la tôle au niveau du serre-flan est donc à priori acceptable.
Le contour de la zone locale maillée autour du poinçon ainsi que l’AOI sont illustrés sur la figure
6.13. Cette figure présente les déformations principales maximales de la tôle pour une position
B du poinçon. Le seuillage des couleurs est tel que la zone centrale en rouge correspond à des
déformations supérieures à 0.46%. Les déformations maximales atteintes au niveau du contour du
maillage EF sont très faibles, inférieures à 0.25%, et correspondent à la limite entre les domaines
élastiques et plastiques sur un essai de traction simple.

La zone de calcul des déformations (ZCε) est de 21 pixels pour un grossissement de 7
pixels/mm, soit une résolution spatiale en déformation (taille des jauges optiques) de 3 mm2.
Afin de pouvoir comparer les déformations d’Hencky mesurées par Vic-3D à celles calculées par
ABAQUS, des éléments de dimensions 3 × 3 mm2 sont donc choisis.

Les conditions classiques d’encastrement ne pouvant pas être utilisées, il est donc nécessaire
d’imposer des conditions limites en déplacement sur le contour de la zone maillée. Un protocole
proche de celui présenté dans le chapitre 5 est utilisé où une interpolation cubique du champ
de déplacement expérimental était réalisée afin d’associer à chaque nœud du maillage éléments
finis un vecteur déplacement expérimental 2D. Dans le cas présent, les maillages sont 3D, et
les méthodes d’interpolation sont délicates à mettre en œuvre. Nous avons donc développé une
procédure permettant de rechercher le plus proche voisin entre deux maillages 3D surfaciques
[DEC 08], cette dernière a été testée sur les maillages 2D traités dans le chapitre 5, et comparés
avec l’interpolation cubique. Une différence moyenne inférieure à 1% pour les déplacements ob-
tenus sur les nœuds EF entre les deux méthodes a été obtenue, ce qui permet de valider notre
méthode du ”plus proche voisin”. La figure 6.14 (a) montre la superposition des maillages ex-
périmental (Vic-3D) et éléments finis, le maillage expérimental est beaucoup plus dense que le
maillage EF. La figure 6.14 (b) montre l’appariement entre les nœuds expérimentaux et les nœuds
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Figure 6.13 − AOI de la zone d’observation du deuxième banc stéréoscopique et délimitation du
contour du maillage EF

éléments finis. En moyenne, la distance entre le nœud du maillage éléments finis et le nœud ex-
périmental associé est de l’ordre de 100 µm. Les conditions limites imposées aux nœuds du bord
du contour EF le sont pour les 3 étapes du calcul et correspondent aux positions du poinçon aux
points A, B et C (3 étapes de calcul), c’est-à-dire pour chaque changement de direction de ce
dernier. A partir des observations expérimentales de déplacements au niveau du contour lors du
formage (mesures de champs), une hypothèse de déplacement linéaire sur les conditions limites
entre chaque étape est retenue.
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Figure 6.14 − Superposition du maillage expérimental dense et du maillage du modèle EF (a) et
appariement entre les nœuds expérimentaux et EF (b)

Concernant le modèle de frottement, une hypothèse de frottement avec glissement constant
au cours de l’essai a été faite. Cette hypothèse semble cohérente avec notre cas d’étude, car
l’observation de la tôle après mise en forme ne montre pas de détérioration apparente de la tôle
en surface, et il est donc possible de supposer que le poinçon glisse sur la tôle. Cependant la
valeur de ce cœfficient a une influence sur la forme finale de la pièce et sur la valeur des efforts
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mis en jeu. Comme le capteur de forces du pilote SPIF (cf. chapitre 2) nous fournit un indice de
frottement et non pas un cœfficient de frottement, plusieurs simulations de l’essai de référence
avec un modèle de comportement simple (Mises), en modifiant pour chaque cas le cœfficient de
frottement, sont réalisées. Le rapport Fxmax sur Fzmax pour chaque simulation est comparé
avec le rapport d’effort maximum obtenu lors de l’essai expérimental. Le tableau 6.1 présente les
résultats pour chaque simulation.

Expérimental Simulation

cœfficient de frottement inconnu 0.05 0.2 0.6 0.9
Fxmax
Fzmax

0.31 0.17 0.32 0.67 1

Tableau 6.1 − Influence du cœfficient de frottement sur les résultats des simulations numériques

L’augmentation du cœfficient de frottement, qui peut être associé au rapport Fxmax
Fzmax

, augmente
le niveau de Fx car le frottement s’oppose au déplacement du poinçon. Ces résultats montrent
l’importance du choix de la valeur du cœfficient de frottement. Le cœfficient retenu pour toutes
les simulations de cette étude est de 0.2, puisque la valeur calculée de Fxmax

Fzmax
est dans ce cas

proche de celle mesurée expérimentalement.

6.2 Simulation du procédé de formage incrémental

6.2.1 Etude bibliographique sur la simulation du procédé de formage incré-
mental

De nombreuses études ont été réalisées sur la simulation du procédé de formage incrémen-
tal que ce soit à l’aide du logiciel ABAQUS ([VAN 07] [BAM 07] [HE 05]), du logiciel LS-
DYNA([YAM 08], [FRA 07], [DEJ 07]), du logiciel LAGAMINE [WAT 05] développé à l’uni-
versité de liège, du logiciel DIEKA [HAD 09] ou du logiciel PAM STAMP 2G 2003® [CER 05].
La tôle est modélisée par des éléments de type coques ([YAM 08], [VAN 07], [DEJ 07], [BAM 07],
[FRA 07], [CER 05]) ou des éléments briques 3D ([VAN 07], [WAT 05]).

La plupart des auteurs utilisent un schéma d’intégration de type explicite [AMB 04], [BAM 07],
[CER 05] mais certains comme Fratini et al. [FRA 07] utilisent un modèle explicite couplé à un
modèle implicite pour le retour élastique ce qui permet d’obtenir une forme finale de la pièce
plus proche de la réalité.

Une des principales difficultés de la simulation du procédé de formage incrémental concerne
le temps de calcul. Pour y remédier, certains auteurs utilisent le principe de remaillage adaptatif
[AMB 04] [DEJ 07] qui permet de mailler plus finement la tôle autour du poinçon afin d’éviter
le recours à un maillage fin sur l’ensemble de la tôle qui entrâıne soit une augmentation des
temps de calcul. Pour diminuer la durée des calculs implicites en formage incrémental, Hadoush
et al. [HAD 09] ont travaillé sur une méthode directe de sous-structuration. La structuration
est utilisée pour diviser le maillage éléments finis en plusieurs zones adjacentes. Cette méthode
repose sur l’hypothèse que les déformations plastiques sont localisées. Les sous-structures sont
classées en deux catégories : les structures plastiques non linéaires et les structures élastiques
pseudo-linéaires. L’ensemble des sous-structures plastiques constitue la zone du maillage qui
est au contact du poinçon, elles sont réactualisées de façon itérative en respectant toutes les
non-linéarités. Le reste du maillage est considéré comme élastique. La catégorie de chaque sous-
structure est modifiée au cours de la simulation en fonction de la position du poinçon. Cette
méthode a permit de diminuer les temps de calcul par 2.4 selon les auteurs. Notons que le
principe de découpler le maillage éléments finis en deux catégories était déjà utilisé par [MUR 05]
et [SEB 07].
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La durée des temps de calcul est également liée à la trajectoire du poinçon. Bambach et al.
[BAM 07] ont analysé l’influence de la définition de la trajectoire de l’outil sur la modélisation
du procédé de formage un point et développé un outil permettant d’optimiser ces trajectoires gé-
nérées par CAO. Dans le cas d’un calcul sans optimisation de la trajectoire, l’analyse a échoué à
90% du temps total de mise en forme à cause d’une trop grande distorsion du maillage provenant
d’effets dynamiques. Ces résultats montrent que la trajectoire du poinçon est très importante
pour mettre en forme une tôle à l’aide du procédé de formage incrémental.

La simulation numérique du procédé de formage incrémental peut également être utilisée
afin d’analyser l’influence des paramètres procédés sur les pièces mises en forme [FRA 07]. Par
exemple Ambrogio et al. [AMB 04] comparent la forme mesurée d’une pièce avec celle obtenue
par simulation EF. Les résultats, présentés figure 6.15, montrent que la simulation permet une
bonne prédiction de la forme finale, les simulations pouvant ainsi être validées par des résultats
expérimentaux.

Figure 6.15 − Comparaison de la forme finale d’une pièce réelle et simulée [AMB 04]

De même, Watzeels et al. [WAT 05] ont analysé une trajectoire simple de poinçon qui consi-
dère un déplacement horizontal de 100 mm pour une profondeur d’embouti de 5 mm. Le poinçon
se déplace selon l’axe X, le point A correspond à x=0, le point B à x=50 mm et le point C
à x=100 mm. Des éléments volumiques à 8 nœuds sont utilisés (3 dans l’épaisseur). Les défor-
mations obtenues par simulation EF sont comparées avec celles mesurées par stéréo-corrélation
d’images sur la pièce formée. Les résultats sont présentés dans le tableau 6.2.

simulation mesure

εx (%) εy (%) εx (%) εy (%)

A (x=0) 2.380 2.510 1.000 1.300

B (x=50) 0.053 2.220 0.070 1.000

C (x=100) 0.893 2.060 0.400 1.100

Tableau 6.2 − Comparaison entre les valeurs des déformations mesurées et simulées le long du
profil formé [WAT 05]

La grande différence entre les déformations mesurées et simulées (environ 50%) peut provenir,
d’après les auteurs, des conditions limites, de l’état initial de la tôle ou de différents problèmes de
contact. Nous pensons que d’autres hypothèses peuvent également contribuer à expliquer cette
différence : la loi de comportement utilisée, et la taille de la zone de calcul des déformations
à partir des déplacements mesurés, la taille des éléments ainsi que la forme du tenseur des
déformations utilisé dans chaque cas.

6.2.2 Choix du schéma d’intégration

Deux schémas d’intégration des équations d’équilibre existent : les techniques implicite et
explicite. O. Makarova [MAK 06] dans sa thèse présente ces deux méthodes de résolutions, cette
section s’inspire de ces écrits. D’un point de vue mécanique, l’analyse de l’emboutissage des tôles
est caractérisée par la présence de non-linéarités occasionnées par le comportement plastique du
matériau, la cinématique de la déformation et les conditions variables de contact. La résolution
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INCRÉMENTAL

des équations d’équilibre à travers la technique implicite est réalisée généralement par la mé-
thode de Newton-Raphson, dans laquelle les déplacements des nœuds sont déterminés de façon
itérative en minimisant le résidu entre les forces appliquées. Dans cette méthode, la condition
d’équilibre est assurée par un contrôle de convergence et, en principe, la solution est stable par
rapport à la taille de l’incrément de temps de calcul du moins dans l’analyse des problèmes bi-
dimensionnels d’emboutissage des tôles. Néanmoins, la transition à un problème tridimensionnel
conduit souvent à des problèmes de convergence dus aux conditions de contact conditionnant
ainsi la taille de l’incrément de temps de calcul. Dans ce cas, le nombre d’itérations d’équilibre
nécessaire à la solution augmente ainsi que le nombre d’opérations (assemblages et inversions
supplémentaires de la matrice de rigidité). Par conséquent, le temps d’utilisation du processeur
augmente considérablement lorsque la taille du modèle 3D augmente. La technique explicite
utilise une matrice de masse diagonale sans avoir besoin d’une méthode de décomposition de
matrice ni d’effectuer des itérations d’équilibre à chaque incrément du temps de calcul. Cepen-
dant, la stabilité de la solution obtenue avec cette technique dépend de la taille de l’incrément
de temps de calcul. Cette valeur limite peut être estimée par le temps minimum nécessaire pour
qu’une onde élastique traverse un élément donné [ABAQUS] :

∆t ≤ L

C
(6.1)

où L est une longueur caractéristique de l’élément et C est la vitesse de propagation d’une onde
dans un milieu élastique défini par :

C =

√

E

ρ
(6.2)

où E et ρ sont respectivement le module d’élasticité et la masse volumique du matériau. L’ap-
plication de la technique explicite dans la résolution de problèmes quasi-statiques possède un
inconvénient principal : la limite de stabilité ∆ t est normalement trop petite en comparaison de
la durée réelle du problème T, comme dans le cas de l’emboutissage des tôles,. Par conséquent,
le nombre total d’incréments N donné par l’équation (6.3) peut rendre très longue une analyse
par éléments finis réalisée avec la technique explicite.

N =
T

∆t
(6.3)

En pratique, N peut être réduit artificiellement soit en diminuant la durée réelle T de l’analyse
soit en augmentant la taille de l’incrément de temps de calcul ∆t. Dans l’analyse de l’emboutissage
des tôles, ces artifices sont obtenus en augmentant respectivement la vitesse de déplacement du
poinçon et la masse volumique du matériau ce qui correspond sous le logiciel Abaqus à l’option
”*MASS SCALING” [ABAQUS]. Toutefois, ces options peuvent également produire des résultats
erronés dus à l’influence des effets d’inertie non souhaitables pendant la simulation numérique.
Le moyen le plus simple d’évaluer si la réponse de la solution peut être considérée comme quasi-
statique ou non, consiste à examiner les fractions d’énergie résultat de la stratégie adoptée dans
l’analyse. Une règle pratique consiste à ce que l’énergie cinétique associée au corps déformable
ne dépasse pas 5% de l’énergie interne, durant la simulation numérique [PRI 94].

L’avantage principal de la technique explicite par comparaison avec la technique implicite
s’explique par le fait que la solution de problèmes 3D n’est pas trop altérée par les conditions
de contact variables. Dans la technique d’intégration explicite, le problème de contact est traité
sans itération d’équilibre ni contrôle de convergence. Ainsi, le schéma explicite gère mieux les
problèmes de contact et de frottement entre les différentes pièces qui sont nombreux dans une
opération d’emboutissage. Dans certains cas, l’analyse de la mise en forme par emboutissage
peut être réalisée avec la technique explicite et le calcul du retour élastique avec la technique
implicite [PRI 94]. La méthode de résolution des calculs éléments finis des procédés de mise
en forme généralement utilisée est la méthode explicite [HAR 00] [CER 06] [ROJ 96] [BAN 06].
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Nous avons choisi d’utiliser la version explicite du logiciel ABAQUS pour réaliser nos simulations
de trajectoires de poinçon.

6.2.3 Simulations éléments finis d’une trajectoire simple de poinçon

La simulation de la trajectoire du poinçon pour l’essai de référence est réalisée à l’aide du
logiciel éléments finis ABAQUS. Le maillage EF de la tôle ainsi que ses dimensions (60 × 111
mm2) sont présentés sur la figure 6.16, il est constitué de 740 éléments et de 798 nœuds. Le
poinçon est considéré comme un solide rigide indéformable. Les éléments utilisés sont des éléments
coques (S4R) à 4 nœuds à interpolation linéaire possédant 9 points d’intégration dans l’épaisseur
[LIE 02] (tôle de 1 mm d’épaisseur).

Figure 6.16 − Maillage éléments finis et localisation de la coupe sur laquelle seront extraits
l’ensemble des résultats des calculs

Le modèle de frottement de Coulomb définit dans ABAQUS [ABAQUS] est utilisé (*FRIC-
TION), la variable µ est définie par le rapport des contraintes de cisaillement sur la pression
de contact, cette valeur est choisie égale à 0.2 comme évaluée précédemment. Le contact est
géré en associant une surface esclave (la tôle) à une surface mâıtre (le poinçon) par le mot clé
*CONTACT PAIR, INTERACTION=NAME.

Les valeurs de *MASS SCALING sont choisies de façon à respecter la règle de Prior [PRI 94]
à savoir que l’énergie cinétique associée au corps déformable ne dépasse pas 5% de l’énergie
interne.

Les simulations numériques vont porter sur deux études. La première repose sur l’analyse
de l’influence du jeu de paramètres du critère de Hill48 et la seconde concerne l’influence de la
trajectoire du poinçon sur les résultats simulés. Dans les deux cas, la loi d’écrouissage isotrope
constituée de deux termes exponentiels est utilisée.

6.2.4 Influence de la méthode d’identification des paramètres du critère de
Hill48

Deux simulations éléments finis de ”l’essai de référence”sont réalisées à partir des deux jeux de
paramètres du critère de Hill48 identifiés pour l’alliage 2024-T3 dans le chapitre 4, l’un en utilisant
les cœfficients d’anisotropie (méthode 1) et l’autre à partir des limites d’élasticité (méthode 2).
Pour chaque jeu de paramètres, des simulations de l’essai de référence dans les direction 0° et
90° sont ainsi réalisées. Les résultats sont présentés ci-dessous.

Les figures 6.17 (a) et (b) présentent les évolutions des efforts dans les trois directions pour les
deux simulations numériques. Quel que soit le jeu de paramètres utilisé, les efforts générés pour
les essais simulés dans les directions 0° et 90° sont presques identiques, l’influence des paramètres
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du critère de Hill48 est très faible. Cependant, les efforts selon le déplacement du poinçon (Fx)
sont, comme pour les résultats expérimentaux, supérieurs dans la direction 0°. Les simulations
prennent bien en compte l’anisotropie de la tôle. Les efforts issus de la simulation numérique sont,
dans l’ensemble, supérieurs à ceux mesurés expérimentalement dans le cas de l’effort horizontal
Fx (8%) et dans le cas de l’effort vertical Fz (12%).
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Figure 6.17 − Evolution des efforts lors de la simulation de la mise en forme de l’essai de référence
à partir de deux jeux de paramètres du critère différents et dans les directions 0° et

90°

La figure 6.18 présente, après retour élastique, les profils obtenus le long de la coupe perpendi-
culaire au déplacement horizontal du poinçon (localisée sur la figure 6.16). Le jeu de paramètres
utilisé n’influence pas la forme finale de la pièce, cependant dans les deux cas la profondeur de
l’embouti est plus importante dans la direction 0°.

−30 −20 −10 0 10 20 30
1

2

3

4

5

6

7

8

9

Coordonnées de la coupe (mm)

D
ép

la
ce

m
en

t v
er

tic
al

 (
ax

e 
Z

 e
n 

m
m

)

 

 
méthode 1 − 0°
méthode 1 − 90°
méthode 2 − 0°
méthode 2 − 90°

Figure 6.18 − Forme finale de la pièce après mise en forme de la tôle le long de la coupe
perpendiculaire au déplacement horizontal du poinçon

Les figures 6.19 (a) et (b) présentent les déformations en cisaillement (εxy) et selon le dépla-
cement du poinçon (εxx) après mise en forme de la tôle. Quelque soit le jeu de paramètres utilisé
et quelque soit la direction de la simulation les courbes sont superposées. Ces figures mettent
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également en avant l’importance de la taille des éléments finis qui ne permet pas d’obtenir une
information continue ; il serait ainsi nécessaire d’utiliser un maillage plus raffiné, mais les défor-
mations simulées ne seraient plus alors calculées dans une base de taille identique à celle des
déformations expérimentales.
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Figure 6.19 − Déformations plastiques en cisaillement (a) selon l’axe X (b) après mise en forme de
la tôle le long de la coupe

Dans le cas de la simulation de la mise en forme des tôles d’alliage 2024-T3 à partir d’une
trajectoire simple du poinçon, le choix du jeu de paramètres du critère de plasticité de Hill48
n’influence pas significativement les résultats obtenus. Il serait intéressant de réaliser les mêmes
analyses avec différents critères de plasticité anisotrope tels que Hill90 [HIL 90] ou Barlat91
[BAR 91] et sur des matériaux présentant un comportement fortement anisotrope. De plus, la
trajectoire du poinçon considère une trajectoire simple, une analyse similaire concernant la si-
mulation d’une pièce plus complexe, telle une pyramide par exemple, permettrait peut être de
mettre plus en évidence l’importance du choix du jeu de paramètres du critère de plasticité choisi.

Comparaison avec les données expérimentales

Les figures 6.20 et 6.21 (a) et (b) comparent les résultats expérimentaux et simulés le long de
la coupe de la pièce après retour élastique (déformations plastiques).

Les résultats de la figure 6.20 montrent des formes finales globalement proches même si les
niveaux obtenus par l’expérience et la simulation sont différents (8%). Cet écart peut s’expliquer
en tenant compte des allures de courbes pour les déformations plastiques selon l’axe X. Ainsi,
une rigidité différente de la tôle peut entrâıner un retour élastique différent, et peut accentuer
cette différence, cela peut s’expliquer par l’utilisation d’éléments coques au détriment d’éléments
volumiques. Néanmoins, dans le cas des déformations de cisaillement, les résultats expérimentaux
et simulés sont relativement proches. Cette différence peut également provenir de l’hypothèse de
linéarité entre les déplacements expérimentaux imposés ou de l’utilisation de la méthode explicite
pour gérer le retour élastique. De même, les efforts issus de la simulation EF sont légèrement
supérieurs aux résultats expérimentaux (environ 8%).

6.2.5 Influence de la trajectoire du poinçon

Cette partie s’intéresse à l’influence de la trajectoire du poinçon sur la forme finale de la
pièce lors de la simulation numérique. L’objectif est d’observer si la simulation EF est capable de
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Figure 6.20 − Forme finale de la pièce après mise en forme de la tôle le long de la coupe
perpendiculaire au déplacement horizontal du poinçon
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Figure 6.21 − Comparaison des profils (a) et des déformations principales maximales (b)
expérimentaux et simulés après mise en forme de la tôle

reproduire les tendances observées à partir de résultats expérimentaux présentés dans le chapitre
3.

Les simulations numériques sont réalisées sur ”l’essai de référence” mais en considérant un ou
plusieurs incréments verticaux (profondeur de passe ∆z variable) avec un déplacement total du
poinçon de 8 mm et des conditions limites classiques d’encastrement de la tôle dans le serre-flan.
Les simulations sont réalisées en considérant le modèle de comportement mécanique isotrope de
l’alliage 5086-H111 et 3 cas sont étudiés :

– simulation 1 : 1 incrément (∆z=8 mm)
– simulation 2 : 4 incréments (∆z=2 mm)
– simulation 3 : 10 incréments (∆z=0.8 mm)

Le principe des trajectoires du poinçon est présenté sur la figure 6.22 pour deux incréments.
Le déplacement horizontal du poinçon est toujours réalisé de 0 vers C.
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Figure 6.22 − Exemple de la trajectoire du poinçon pour deux incréments verticaux

Les figures 6.23 (a), (b) et (c) présentent les déplacements du poinçon selon les axes X et Z
pour les trois trajectoires de poinçon étudiés.
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Figure 6.23 − Déplacements du poinçon selon les axes X et Z pour les trois trajectoires de poinçon
étudiées : 10 incréments (a), 4 incréments (b) et 1 incrément (c)

Les figures 6.24 (a), (b) et (c) présentent les efforts générés pour chaque simulation lors de
la mise en forme de chaque palier. Par rapport au modèle EF, la trajectoire du poinçon est
réalisée au milieu de la zone maillée, les efforts selon l’axe Y sont compensés et sont donc nuls.
Les résultats montrent que pour chaque nouveau palier formé, les efforts augmentent.

La figure 6.25 présente les efforts générés lors de la mise en forme du dernier palier (z=8mm)
pour les trois simulations étudiées. Les résultats montrent que la diminution du nombre d’incré-
ments augmente les efforts horizontaux (Fx) mis en jeu lors de la simulation mais que les efforts
verticaux ne sont pas influencés.

Les résultats expérimentaux présentés dans le chapitre 3 confirment ces observations, néan-
moins les résultats expérimentaux montraient aussi que l’utilisation d’un seul incrément diminuait
les efforts ; une hypothèse (cf. chapitre 3) de décomposition des efforts entre une partie élastique
et une partie de mise en forme de la tôle était proposée. Cette décomposition n’est peut être pas
pris en compte dans nos simulations du fait de la petite taille de la zone étudiée et des conditions
d’encastrement utilisées.

La figure 6.26 (a) présente la forme de la pièce simulée le long de la coupe après retour élastique
en fonction du nombre d’incréments. Les formes sont proches même si la profondeur d’embouti
est légèrement plus importante pour la simulation avec un seul incrément ; il est important de
noter que cette profondeur est très proche du déplacement vertical du poinçon (z=8 mm). Le
retour élastique est très faible cela peut s’expliquer par les dimensions de la tôle (largeur de 60
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Figure 6.24 − Efforts selon les axes X et Z pour les trois trajectoires de poinçon étudiés
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Figure 6.25 − Comparaison des efforts générés lors de la mise en forme du dernier palier pour les
trois simulations étudiées

mm) par rapport à la taille du diamètre du poinçon (20 mm). Néanmoins, les résultats de la figure
6.26 (b) montrent que l’utilisation d’un seul incrément diminue les déformations engendrées lors
de la mise en forme. L’augmentation du nombre d’incréments augmente les déformations mises
en jeu, ces observations sont en accord avec les résultats expérimentaux obtenus dans le chapitre
3. On constate que les déformations au niveau du contour ne sont pas nulles, on retrouve ces
zones sur les figures 6.27 et 6.28, elles peuvent être dues à la taille du poinçon par rapport à la
taille de la zone maillée.

Les figures 6.27 et 6.28 présentent les cartographies de déformations principales plastiques
maximales et minimales pour une position du poinçon après mise en forme de la tôle.

200



6.2. SIMULATION DU PROCÉDÉ DE FORMAGE INCRÉMENTAL
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Figure 6.26 − Forme finale de la pièce (a) et déformations principales maximales (b) après mise en
forme de la tôle (en%) en fonction du nombre d’incréments

Figure 6.27 − Cartographies de déformations principales plastiques minimales pour différent
nombre d’incréments

Figure 6.28 − Cartographies de déformations principales plastiques maximales pour différent
nombre d’incréments
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6.3 Conclusions et perspectives

Les simulations éléments finis d’une trajectoire simple de poinçon ont permis de mettre en
évidence que, dans le cadre de la mise en forme de l’alliage 2024-T3 et de l’utilisation du critère
de plasticité anisotrope de Hill48, la méthode d’identification du jeu de paramètres utilisé n’a pas
d’influence sur les résultats simulés. Toutefois, cet alliage d’aluminium est faiblement anisotrope
ce qui pourrait expliquer ces observations. La réalisation d’une démarche analogue sur différents
critères de plasticité anisotrope tels que Hill90 ou Barlat91 et sur des matériaux présentant un
comportement plus anisotrope que l’alliage 2024-T3 pourraient conforter cette explication. De
plus, il serait intéressant de réaliser cette étude sur la simulation d’une pièce plus complexe, ce qui
pourrait mettre en évidence l’importance du choix du jeu de paramètres du critère de plasticité
choisi ainsi que le choix de la formulation du critère. La simulation parvient à reproduire les
observations expérimentales concernant l’influence de l’incrément vertical sur la forme finale de
la pièce et sur les déformations plastiques générées.

Dans notre cas, l’application des déplacements expérimentaux mesurés comme conditions
limites permet de s’affranchir d’un certain nombre d’hypothèses (conditions limites, rigidité de
la machine, ...) pour se focaliser sur l’impact de la loi de comportement et éventuellement de la
loi de frottement sur les résultats d’un calcul.

Cependant, cette méthodologie s’avère peu compatible avec la simulation de la mise en forme
d’une pièce de géométrie complexe. En effet, l’application de conditions limites expérimentales
pour la simulation nécessite au préalable la réalisation de l’essai expérimental associé. Or l’objectif
de la simulation est justement d’optimiser la trajectoire afin d’éviter la réalisation de nombreux
essais. L’application de conditions limites d’encastrement semble donc la méthode la plus adap-
tée, cependant il est nécessaire lors de la simulation de ne pas partir d’une tôle plane, mais de
partir de la forme de la tôle après mise en place et serrage dans les mors.

Les modèles proposés dans le chapitre 4 sont des modèles phénoménologiques identifiés sur
des essais à déformation continue croissante contrairement aux sollicitations rencontrées par la
tôle lors du procédé de formage incrémental qui se rapprochent d’une sollicitation de type cy-
clique. Ils ne tiennent pas compte de la microstructure de la tôle. Ainsi, dans le cadre d’un projet
Carnot Mines, des analyses préliminaires ont été réalisées au C.E.M.E.S. à Toulouse sur un Mi-
croscope Electronique à Transmission. Elles visent à étudier l’influence du nombre de passage
du poinçon sur la tôle sur la microstructure de l’alliage 2024-T3 et notamment sur la répartition
des dislocations. Les résultats de cette analyse, présentés en annexe C, ont mis en évidence qu’en
formage incrémental le nombre de passes du poinçon modifiait la microstructure et en particulier
l’organisation des dislocations. L’augmentation du nombre de passes augmente la densité de dis-
locations qui s’organisent en structures dites ”de veines” à l’intérieur des grains. Il est intéressant
de noter que ce type d’organisation des dislocations se rencontre généralement dans des métaux
déformés en fatigue avec des amplitudes de déformation faibles [LEE 00] [YAG 01]. Le passage
répété du poinçon sur une même zone pourrait donc être considéré comme une sollicitation en
fatigue de cette zone de la tôle. En effet, dans le cas d’une sollicitation en traction monotone ou en
fatigue avec des fortes amplitudes de contrainte, les dislocations auraient tendance à s’organiser
préférentiellement en cellules de dislocations à l’origine de la formation de sous-joints de grain.

La mise en relation de la modélisation du comportement de la tôle avec cette étude micro-
structurale semble être une voie intéressante dans l’optique de la modélisation du procédé de
formage incrémental.
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numéro 3 (2009) pp. 181-189.

[CER 05] E. Ceretti, A. Attanasio et C. Giardini. ”Optimization of sheet incremental forming
process by means of FE simulations”. 8th ESAFORM Conference on Material Forming
(2005).

[AMB 04] G. Ambrogio, I.Costntino, L. De Napoli, L. Filice, L. Fratini et M. Muzzupappa.
”Influence of some relevant process parameters on the dimensional accuracy in incremental

203



BIBLIOGRAPHIE

forming : a numerical and experimental investigation”. Journal of Materials Processing
Technology 153-154 (2004), pp. 501-507.

[MUR 05] I. C.-O. Muresan, A. Brosius, W. Homberg et M. Kleiner. ”Finite Element Analysis
of Incremental Sheet Metal Forming”. 8th ESAFORM Conference on Material Forming
(2005).

[SEB 07] G. Sebastiani, A. Brosius, A. E. Tekkaya, W. Homberg et M. Kleiner. ”Decoupled Simu-
lation Method for incremental Sheet Metal Forming”. CP 908, NUMIFORM 07, Materials
Processing and Design, Simulation and Applications (2007), pp. 1501-1506.
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Conclusions générales et Perspectives

Ce travail présente une analyse du comportement de tôles mises en forme par formage incré-
mental, procédé basé sur le principe du repoussage.

Pour ce faire, un pilote de formage incrémental un point instrumenté d’un capteur d’efforts tri-
axes et d’un banc multi-caméras a été développé au sein du Laboratoire. Le banc multi-caméras
a permis l’utilisation des techniques de mesures de champs cinématique par stéréocorrélation
d’images lors de la mise en forme. Le banc multi-caméras, la corrélation d’images et le capteur de
forces tri-axes permettent ainsi d’accéder à de nombreuses données pour chaque essai de formage.

Dans une première partie, des analyses phénoménologiques du procédé de formage incrémental
(SPIF) ont ainsi pu être réalisées et ont montré que :

– la tôle subissait lors de sa mise en forme, trois modes de déformations à savoir de l’expan-
sion, de la traction large et de la traction. Une même zone de la tôle peut être soumise
successivement à ces trois différentes sollicitations,

– la trajectoire du poinçon influe sur la forme des pièces finales, sur les déformations et les
efforts générés. Ainsi, former de l’intérieur vers l’extérieur de la tôle, génère des efforts
verticaux légèrement supérieurs mais diminue les déformations de la tôle. Par ailleurs,
l’inversion du sens de la trajectoire du poinçon diminue les déformations engendrées mais
ne modifie pas les niveaux des efforts. Enfin, une diminution de l’incrément vertical diminue
les efforts ainsi que la zone et le niveau de déformation plastique,

– les paramètres procédés (diamètre du poinçon et taille des incréments) doivent être adap-
tés à la formabilité de la tôle afin d’optimiser l’emboutissabilité de celle-ci, notamment en
cherchant à homogénéiser la répartition des déformations sur la tôle.

Dans une deuxième partie, des modèles de comportement élasto-plastique de plusieurs alliages
d’aluminium ont été abordés. L’identification des paramètres des lois d’écrouissage et des critères
de plasticité constituant ces modèles a été réalisée à partir de deux stratégies différentes :

– la première est basée sur des essais de traction simple effectués dans plusieurs directions
de la tôle et sur l’utilisation des cœfficients d’anisotropie et des limites d’élasticité dans
ces différentes directions. Plusieurs critères de plasticité anisotrope (Hill48, Hill90, Hill90
amélioré et Barlat91) ont été étudiés, et il a été montré que pour la plupart, le jeu de
paramètres n’était pas unique.

– le deuxième repose sur la méthode FEMU ou méthode de recalage de modèle éléments
finis. Sur la base d’une essai de traction sur une éprouvette générant des déformations
hétérogènes, les paramètres du critère de Hill48 ont été identifiés. Une forme d’éprouvette
générant une grande variété de trajets de déformations et permettant des niveaux de dé-
formations équi-répartis permet une meilleure identification du jeu de paramètres.

La mise en place de la méthode FEMU est plus longue et complexe que l’utilisation d’essais
de traction standard pour l’identification d’un modèle de comportement (Hill48) sur un matériau
homogène.

La simulation éléments finis d’une trajectoire simple du poinçon a conduit à des résultats
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proches de ceux mesurés expérimentalement grâce à l’application de conditions limites expéri-
mentales en déplacement. Le jeu de paramètres du critère Hill48 utilisé ne modifie pas signifi-
cativement les résultats simulés. De plus, la simulation numérique rend compte de la trajectoire
du poinçon sur la forme finale de la pièce simulée.

Suite à cette étude, plusieurs perspectives peuvent être proposées afin d’approfondir d’une
part la connaissance et l’optimisation du procédé de formage incrémental, et d’autre part de
fiabiliser les stratégies d’identifications des paramètres de modèles et la compréhension de la
formabilité.

Ainsi, les moyens d’essais (pilote SPIF, banc multi-caméras) développés pourraient permettre
de poursuivre l’analyse de l’influence des paramètres procédés tels que par exemple l’angle de
mise en forme critique, les conditions de lubrification, les vitesses de déplacement du poinçon,
les conditions de bridage de la tôle.

Par ailleurs, dans le cadre de l’identification de paramètres de modèles élasto-plastiques,
il serait nécessaire d’étoffer la base de données expérimentales, notamment en augmentant le
nombre d’essais de traction dans les différentes directions et par des essais de traction bi-axiale. De
même, il semblerait intéressant d’appliquer la méthode FEMU à l’identification des paramètres
des autres critères de plasticité anisotrope proposés dans cette étude.

Il semble également important de poursuivre et d’amplifier la démarche de simulation du
procédé et de comparaison aux résultats expérimentaux. En particulier quant à l’importance du
critère de plasticité et sur des trajectoires de poinçon plus complexes.

Enfin, il est primordial pour une bonne compréhension de l’amélioration de la formabilité des
tôles en formage incrémental de poursuivre la démarche d’observation microstructurale ébauchée
à la fin de cette étude. En particulier, il semble important de confirmer le premier résultat obtenu
qui tendrait à montrer que le formage incrémental induit des microstructures similaires à celles
obtenues par fatigue cyclique à faible amplitude.
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Annexes A

Exemple d’une pièce volumique réalisée sur le pilote SPIF

Figure 6.29 − Forme finale de la pyramide
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Figure 6.30 − Coordonnées théoriques de la pyramide
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Annexes B

Courbes contraintes-déformations lors des essais de traction dans sept directions
de prélèvement pour les alliages 2024-T3 et 5086-H111
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Figure 6.31 − Courbes contraintes-déformations lors des essais de traction dans sept directions de
prélèvement pour l’alliage 2024-T3

Différentes caractéristiques mécaniques mesurées à partir de deux séries d’essais
pour les alliages 2024-T3 et 5086-H111

direction
d’anisotropie

0° 15° 30° 45° 60° 75° 90°

E (GPa) 73.5 75.4 72.8 76 72.9 75.3 74.6

E (GPa) 72.6 74.8 71 72.3 71.0 73.0 73.2

Rp0.2 (MPa) 322 315 311 299 307 296 297

Rp0.2 (MPa) 328 317 316 298 304 293 296

Rm (MPa) 555 535 542 544 528 536 533

Rm (MPa) 544 541 539 537 523 540 539

A (%) 21.0 20.5 22.3 22.3 20.7 21.3 21.0

A (%) 22.1 21.2 22.0 22.6 21.2 22.2 21.3

Tableau 6.3 − Propriétés mécaniques de l’alliage 2024-T3
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Figure 6.32 − Courbes contraintes-déformations lors des essais de traction dans sept directions de
prélèvement pour l’alliage 5086-H111

direction
d’anisotropie

0° 15° 30° 45° 60° 75° 90°

E (GPa) 72.1 70.5 71.2 71.5 69.8 70.6 72.5

E (GPa) 68.0 67.5 69.1 70.5 68.1 69.5 71.6

Rp0.2 (MPa) 132 134 129 132 126 132 135

Rp0.2 (MPa) 135 135 133 135 129 135 139

Rm (MPa) 364 368 365 363 352 363 372

Rm (MPa) 367 371 360 366 360 370 369

A (%) 24.1 24.2 24.2 24.5 24.6 25.5 23.9

A (%) 24.6 24.9 24.7 25.0 24.3 24.6 24.2

Tableau 6.4 − Propriétés mécaniques de l’alliage 5086-H111

Calcul de l’expression du cœfficient d’anisotropie pour le critère de Hill48.

Le tenseur des contraintes dans le repère d’orthotropie s’écrit de la façon suivante dans le cas
de contraintes planes :

σ1,2 =





σ11 σ12 0
σ12 σ22 0
0 0 0



 (6.4)

A partir de la loi d’écoulement ε̇pl
ij = λ̇ ∂f

∂σij
, les vitesses de déformations plastiques dans le

repère d’orthotropie sont calculées :











ε̇pl
11 = λ̇ (Gσ11 − H(σ22 − σ11))

ε̇pl
22 = λ̇ (Fσ22 − H(σ11 − σ22))

ε̇pl
12 = λ̇Nσ12

(6.5)

Le cœfficient d’anisotropie se calcule à partir des vitesses de déformations plastiques dans le
repère d’essai (x,y,z) :
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rα =
ε̇pl
yy

ε̇pl
zz

il est donc nécessaire de calculer les vitesses de déformations plastiques dans le repère d’essai.
On a tout d’abord :

ε̇pl
zz = ε̇pl

33

Grâce au principe d’incompressibilité plastique ε̇pl
33 = −ε̇pl

11 − ε̇pl
22, soit :

{

ε̇pl
zz = −λ̇ (Gσ11 + Fσ22)

ε̇pl
yy = ε̇pl

ij .
→
y .

→
y

(6.6)

De plus, avec
→
y= −sin

→
e 1 +cos

→
e 2, vecteur de passage entre le repère d’orthotropie et le

repère d’essai, on obtient donc :

ε̇pl
yy = sin2(α)λ̇ (Gσ11 − H(σ22 − σ11)) + cos2(α)λ̇ (Fσ22 + H(σ22 − σ11)) + 2λ̇Nσ12cos(α)sin(α)

En posant σ11 = σcos2(α), σ22 = σsin2(α) et σ12 = σcos(α)sin(α) on obtient :

{

ε̇pl
zz = −λ̇σ

(

Gcos2(α) + F sin2(α)
)

ε̇pl
yy = λ̇σ

(

cos2(α)sin2(α) (G + 4H + F − 2N) − H
) (6.7)

L’expression de rα pour le critère de Hill48 s’écrit donc de la façon suivante :

rα =
(G + 4H + F − 2N) sin(α)2 cos(α)2 − H

−Gcos(α)2 − F sin(α)2
(6.8)

Calcul de l’expression du cœfficient d’anisotropie pour le critère de Hill90.

La démarche reprend en partie celle utilisée pour le calcul de rα dans le cas du critère de
Hill48.

rα =
ε̇pl
2

−ε̇pl
1 − ε̇pl

2










ε̇pl
1 = λ̇σm−1

α

[

m + mAm + m(Bcos(2α) + Ccos2(2α)
]

ε̇pl
2 = λ̇σm−1

α

[

m + mAm − 2Ccos2(2α))
]

ε̇pl
3 = −εpl

1 − εpl
2 = −λ̇σm−1

α

[

2m + mBcos(2α) + (m − 2)Ccos2(2α)
]

(6.9)

Le cœfficient d’anisotropie s’écrit de la façon suivante :

rα =
ε̇pl
2

ε̇pl
3

= −
(

m + mAm − 2Ccos2(2α)
)

(2m + mBcos(2α) + (m − 2)Ccos2(2α))

1 + 2rα = 1 +

(

2mAm − 2m + 4Ccos2(2α)
)

(2m + mBcos(2α) + (m − 2)Ccos2(2α))

1 + 2rα =

(

2mAm + mBcos(2α) + (m + 2)Ccos2(2α)
)

(2m + mBcos(2α) + (m − 2)Ccos2(2α))

On obtient finalement :

rα =
1

2

(

Am + 0.5B cos(2α) +
(

m+2
2m

)

Ccos(2α)2

1 + 0.5B cos(2α) +
(

m−2
2m

)

Ccos(2α)2
− 1

)

(6.10)
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Surfaces de charge pour l’alliage Al-Li obtenues à partir des critères de plasticité
de Hill48 et Barlat91 pour deux méthodes d’identification différentes
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Figure 6.33 − Comparaison des surfaces de charge pour les critères de Hill48 et 90 et Barlat91
identifiés à partir des rα (a) ou des σα (b) pour l’alliage Al-Li pour un cisaillement
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Annexes C

Analyse de la microstructure de tôle après mise en forme incrémental

Dans le cadre d’un projet Carnot Mines 2008, une étude a été menée en collaboration avec
le C.E.M.E.S. à Toulouse afin d’étudier, à l’aide d’un Microscope Electronique à Transmission
(MET), l’influence du nombre de passage du poinçon sur la tôle sur la microstructure de l’alliage
2024-T3 et notamment la répartition des dislocations. La pièce, une pyramide à base carrée
représentée sur la figure 6.34, est réalisée en formage positif (dont le principe est présenté dans
le chapitre 3) de façon à ce que le poinçon passe plusieurs fois au même endroit de la tôle, ce qui
est une des spécificités du formage incrémental. Une analyse de la microstructure est réalisée au
MET, dont le principe est rappelé dans le chapitre 2, sur différentes zones de la tôle présentées
sur la figure 6.34 (c).

Figure 6.34 − Trajectoire du poinçon dans le plan horizontal (XY) lors de la mise en forme (a).
Vue 3D de la trajectoire du poinçon (b). Vue partielle (c) de la tôle après

déformation (du côté du contact avec le poinçon) avec l’indication du nombre de
passage du poinçon qui défini les zones 2, 3, 4 et 5 étudiés

Pour rappel, l’alliage 2024-T3 est un alliage Al-Cu (4.3% Cu, 1.5% Mg, 0.6% Mn) caractérisé
par un durcissement structural, c’est-à-dire par la présence de précipités durcissants répartis de
façon homogène dans la matrice. Cette phase durcissante dépend de la quantité de cuivre et
du rapport massique cuivre/magnésium ainsi que des paramètres de vieillissement : les agents
durcissants pouvant précipiter sont soit Al2Cu, soit Al2CuMg, soit les deux.
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Les figures 6.35, 6.36 et 6.37 illustrent la microstructure de zones ayant subies le passage du
poinçon 1 fois (zone 2 - figure 6.35), 4 fois (zone 3 - figure 6.36 (a)) ou 6 fois (zone 4 - figures 6.36
(b) et (c) et zone 5 - figure 6.37), la zone 4 correspondant à la zone d’apparition de la rupture.

Ces observations à fines échelles mettent en évidence une modification claire de la microstruc-
ture et en particulier de l’organisation des dislocations lorsque le nombre de passages du poinçon
et donc le niveau de déformation macroscopique augmente : leur densité augmente avec l’ap-
parition de nombreux débris de dislocations (provenant des interactions entre les dislocations).
De plus, elles s’enchevêtrent de plus en plus pour former des forêts denses (figures 6.36(c) et
6.37(b)) et des amas de dislocations qui s’organisent en structures dites ”de veines” à l’intérieur
des grains (figures 6.36(b) et 6.37(a)). Dans les zones 3, 4 et 5, il devient impossible d’imager
des dislocations individuelles ainsi que des boucles de dislocations (contournement des précipi-
tés par les dislocations). Il est aussi difficile de trouver des conditions d’observation permettant
qu’un grain apparaisse sans dislocations. Il est intéressant de noter que ce type d’organisation
des dislocations en ”structure de veines” se rencontre généralement dans des métaux déformés
en fatigue avec des amplitudes de déformation faible [LEE 00] [YAG 01]. Le passage répété du
poinçon sur une même zone pourrait donc être considéré comme une sollicitation en fatigue de
cette zone de la tôle. En effet, dans le cas d’une sollicitation en traction monotone ou en fatigue
avec des fortes amplitudes de contrainte, les dislocations auraient plus tendance à s’organiser en
cellules de dislocations (réorganisation de la structure des dislocations) à l’origine de la formation
de sous-joints de grain.

Ainsi, afin de mieux appréhender le type de sollicitations complexes subies par la tôle, il serait
intéressant par exemple de comparer la microstructure obtenue sur des éprouvettes sollicitées
en traction simple, en fatigue et/ou en chargement bi-axial et essayer de le corréler avec la
microstructure obtenue à différentes zones d’une tôle mise en forme par SPIF.

Figure 6.35 − Images MET en champ clair de la zone 2 (a) vue d’ensemble (b) enchevêtrement de
dislocations et précipités
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Figure 6.36 − Images MET en champ clair. Vue d’ensemble de la zone 3 (a) et zone 4 (b) :
augmentation de la densité de ”débris ”de dislocations et réarrangement en

structure de veines. Forêt de dislocations dans la zone 4 (c)

Figure 6.37 − Images MET en champ clair obtenues dans la zone 5. (a) vue d’ensemble mettant
en évidence la sous-structure de veines des dislocations, (b) forêt de dislocations et

(c) débris de dislocations entourant les précipités
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[LAC 69] Lacombe. ”Méthode d’utilisation des grilles susceptibles d’aider l’interprétation des
emboutis.” Colloque GAMI ISMCN, mai 1969.

[HOS 72] W.F. Hosford ”A Generalized Isotropic Yield Criterion” J. Appl. Mech. Trans. ASME,
E39, (1972), pp. 607.

[MAR 73] Marciniak, Kuczynski et Pokora. ”Influence of the plastic proporties of a material on
the forming limit diagram for sheet metal in tension”. Journal of Mecanic Sciences 10, 1973.
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[BAI 00] J.P. Bäılon, J.M. Dorlot. ”Des matériaux, troisième édition”. Edité par les Presses
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[MUR 04] G. Maury. ”Aide mémoire : Métallurgie, procédés - alliages - propriétés”. Edité par
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[CER 05] E. Ceretti, A. Attanasio et C. Giardini. ”Optimization of sheet incremental forming
process by means of FE simulations”. 8th ESAFORM Conference on Material Forming
(2005).

[DUF 05] J. Duflou, B. Lauwers, J. Verbert, Y. Tunckol, H. De Baerdemaeker. ”Achievable Ac-
curacy in Single Point Incremental Forming : Case Studies”. The 8th ESAFORM (2005),
Roumanie.

[DUF 05C] J. Duflou, A. Szekeres et VanHerck. ”Force Measurements for Single Point Incremen-
tal Forming : and experimental study”. Journal Advanced Materials Research, Vols. 6-8,
May 2005, pp. 441-448.

[FIL 05] G. Ambrogio, L. De Napoli, L. Filice, F. Gagliardi, M. Muzzupappa. ”Application of
Incremental Forming process for high customised medical product manufacturing”. Journal
of Materials Processing Technology 162-163 (2005), pp. 156-162.

[HAD 05] H. Haddadi, S. Belhabib, M. Gaspérini et P. Vacher ”Identification of the Parameters of
Swift Law Using Strain Field Measurements.”In Proc. 8th European Mechanics of Materials
Conference on Material and structural identification from full-field Measurements,(2005)
Cachan, France.

[HE 05] S. He, A. Van Bael, P. Van Houtte, Y. Tunckol, J. Duflou, C. Henrard, C. Bouffioux
et A.M. Habraken. ”Effect of FEM choices in the modelling of incremental forming of
aluminium sheets”. 8th ESAFORM Conference on Material Forming (2005).

[JES 05] J. Jeswiet, F. Micari, G. Hirt, A. Bramley, J. Duflou et J. Allwood. ”Asymmetric Single
Point Incremental Forming of Sheet Metal”. Annals of CIRP 54(1), (2005) pp. 623-650.

[JES 05B] J. Jeswiet, D. Young. ”Forming limit diagrams for single-point incremental forming
of aluminium sheet”. Proceedings of the I MECH E Part B Journal of Engineering Manu-
facture (2005), pp. 359-364.

[JES 05C] J. Jeswiet, J. Duflou et A. Szekeres. ”Forces in Single Point and Two point Incremental
Forming”. Journal Advanced Materials Research, Vols. 6-8, May 2005, pp. 449-456.

[KOP 05] J. Kopac, Z. Kampus. ”Incremental sheet forming on CNC milling machine-tool.”
Journal of Materials Processing Technology 162-163 (2005), pp. 622-628.

[MEI 05] H. Meier, O. Dewald et J. Zhang. ”Development of a Robot-Based Sheet Metal Forming
Process”. In : steel research, Issue 1/2005, Dusseldorf : Verlag Stahleise.

[MUR 05] I. C.-O. Muresan, A. Brosius, W. Homberg et M. Kleiner. ”Finite Element Analysis
of Incremental Sheet Metal Forming”. 8th ESAFORM Conference on Material Forming
(2005).
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Cu/X (X=Nb ou Ta) par l’étude des mécanismes élémentaires de déformation”. Thèse de
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[COO 07] S. Cooreman, D. Lecompte, H. Sol, J. Vantomme et D. Debruyne. ”Elasto-plastic ma-
terial parameter identification by inverse methods : Calculation of the sensitivity matrix.”
International Journal of Solids and Structures 44 (2007) pp. 4329-4341.

[DEJ 07] S. Dejardin, S. Thibaud, J.C Gelin. ”Experimental and numerical Investigations in
Single Point Incremental Sheet Forming For Micro Parts”. CP 907, 10th ESAFORM Confe-
rence on Material Forming (2007), pp. 145-150.

[EYC 07] P. Eyckens, S. He, A. Van Bael, P. Van Houtte et J. Duflou ”Forming limit predic-
tions for the serrated strain paths in single point incremental forming”. In : Proceedings
Numiform, Portugal, AIP CP908, 17-21 juin 2007, pp. 141-146.

[FRA 07] G. Ambrogio, L. Filice, L. Fratini, G. Ingaro, L. Manco. ”Measuring of Geometri-
cal Precision of some Parts obtained by Asymmetric Incremental Forming Process after
Trimming”. CP 908, NUMIFORM 07, Materials Processing and Design, Simulation and
Applications (2007), pp. 431-436.
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rameters and characterization of Lüders behavior using digital image correlation and the
virtual fields method”. Mechanics of Materials, vol. 40, Issue 9, (2008), pp. 729-742.

[AVR 08B] S. Avril, M. Bonnet, A.S. Bretelle, M. Grédiac, F. Hild, P. Ienny, F. Latourte, D.
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1.5 Principaux modes de déformation par emboutissage. e0 : épaisseur du flan à l’état
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1.55 Rapport diamètre du poinçon/épaisseur de la tôle pour chaque essai de formage
incrémental [AMB 07] . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 37

1.56 Cycle de fabrication d’un support de cheville [FIL 05] . . . . . . . . . . . . . . . 38
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2.1 Modèle CAO du pilote SPIF . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 48

2.2 Architecture du système de contrôle/commande . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 49
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du poinçon et l’influence de la lubrification . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
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3.25 Schéma des deux principes de mise en forme . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 93

3.26 Présentation des trajectoires de mise en forme des deux troncs de cône . . . . . . 94
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3.39 Evolution des déformations de la tôle le long du profil 0 sur la pièce B finale après
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4.4 Contraintes vraies en fonction des déformations logarithmiques mesurées par Vic
3D dans la direction de laminage pour les différents alliages d’aluminium étudiés 122
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4.15 Evolution de la limite d’élasticité (a) et du cœfficient d’anisotropie (b) en fonction
de l’angle α pour l’alliage 2024-T3 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 139
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cisaillement pour les alliages 2024-T3 et Al-Li . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 147

4.23 Evolution du cœfficient d’anisotropie (a) et de la limite d’élasticité (b) en fonction
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trois méthodes pour un cisaillement nul (σ12

R0
=0) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 179
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vette Haddadi sur 10 images . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 172
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