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Notations

Dans ce manuscrit les conventions de notation suivantes sont adoptées.

— a représente une variable scalaire
— −→a représente une variable vectorielle
— a représente une variable tensorielle d’ordre 2
— a représente une variable tensorielle d’ordre 4

Dans un souci de lisibilité la convention des notations de Voigt sera utilisée. En ma-
thématiques, la notation Voigt est un moyen de représenter un tenseur symétrique en
réduisant son ordre. Ainsi un tenseur symétrique d’ordre 2 devient un vecteur d’ordre 1.
Par exemple, le tenseur des contraintes (en notation matricielle) est donné par :

σ =

 σxx σxy σxz
σyx σyy σyz
σzx σzy σzz


En notation de Voigt, il s’écriera :

−→σ =



σxx
σyy
σzz
σyz
σxz
σxy


=



σ11
σ22
σ33
σ23
σ13
σ12


Le glossaire, disponible ci-après, présente les différents termes utilisés dans ces travaux.
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Contexte de l’étude
Les alliages de titane sont utilisés de manière récurrente pour la fabrication de pièces
aéronautiques (20% de titane sur l’A350) et dans l’automobile (pièces massives). Dans
l’industrie aéronautique, ces alliages sont utilisés pour leur excellent comportement
mécanique associé à une faible masse volumique, une remarquable résistance à la
corrosion et une bonne tenue en température jusqu’à 600◦C [Lütjering+2007]. Ils sont
employés notamment pour la fabrication de cadres de fuselage et sur le mât réacteur
pour la réalisation de la structure primaire (usinage de blocs forgés) et pour la structure
secondaire sous forme de tôles (cadres de renfort, carénages). Dans ce dernier cas, la
mise en forme des tôles peut se faire par le biais de différents procédés :

� à température ambiante, les procédés d’emboutissage poinçon/matrice/serre-flan
ou d’hydroformage sont bien connus et relativement bien maîtrisés mais sont
limités dans la réalisation d’emboutis profonds ou de formes complexes du fait
d’une ductilité limitée à basse température [Col2010].

� le formage superplastique (SPF) est un procédé qui permet de mettre en forme des
géométries complexes et en particulier des emboutis plus profonds [Blandin+1996 ;
Combres1999]. La tôle initialement plane est positionnée sur un moule. Elle
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est déformée par gonflage à l’aide d’un gaz inerte (en général l’argon) qui fait
office de poinçon gazeux. Ce procédé qui utilise les propriétés superplastiques du
matériau permet d’obtenir des allongements de plusieurs centaines de pourcents
sans apparition de striction ni de rupture du matériau. Cependant, ce procédé
revêt plusieurs inconvénients. Il est long à mettre en œuvre impliquant ainsi des
temps de cycles conséquents. De plus, il nécessite une montée en température
jusqu’à ≈ 900◦C qui doit être effectuée de façon lente pour respecter une durée de
vie acceptable des outillages [Martinier2005].

� le formage à chaud (HF), pour des températures inférieures à celles considérées
pour le procédé SPF, représente un compromis intéressant à plusieurs niveaux
[Stutz+2014]. Il peut supplanter le formage superplastique afin de minimiser les
temps de cycles et de réduire la consommation d’énergie tout en conservant, pour
une même nuance d’alliage de titane (Ti-6Al-4V), des niveaux d’allongement
nécessaires à la mise en œuvre de formes complexes ou d’emboutis profonds
[Odenberger2009]. Dans ce cadre, différentes techniques peuvent être mises en
œuvre pour la mise en forme. Il peut s’agir d’une pression de gaz comme pour
le procédé SPF ou d’un poinçon métallique [Stutz+2014]. La matrice peut être
associée ou non à un serre-flan afin d’essayer de maîtriser au mieux l’écoulement
de matière (rétreint...) [Combres1999].

Le contexte de ces travaux de thèse repose sur le développement d’un procédé de formage
à chaud en conditions isothermes. Les paramètres matériaux et procédés les plus propices
à la formabilité de l’alliage de titane Ti-6Al-4V dans ces conditions sont recherchés et
analysés. Cet alliage est l’un des plus couramment utilisé dans l’aéronautique, cette
démarche aura pour perspective de pouvoir s’appliquer aux alliages futurs. Il s’agit, in
fine, de proposer un nouveau procédé de mise en forme d’alliages de titane permettant de
réduire les temps de cycle, d’optimiser la quantité de matière première et de s’affranchir
de certaines limites de formabilité liées aux propriétés d’emploi de ces matériaux.
L’utilisation de ce procédé contribuerait, en même temps, à réaliser des économies
énergétiques au sens de la préservation de l’environnement en réduisant l’empreinte
carbone associée à la fabrication des pièces de tôlerie.

POINCON

SERRE-FLAN

MATRICE

(a) step 1

SERRE-FLAN

POINCON

MATRICE

(b) step 2

SERRE-FLAN

POINCON

MATRICE

(c) step 3

SERRE-FLAN

POINCON

MATRICE

(d) step 4

Figure 1 – Séquence d’emboutissage considérée dans ces travaux.
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Problématique

Pour ce projet, le procédé d’emboutissage préconisé par les partenaires industriels sera
introduit comme le suggère la figure 1. L’outillage sera composé d’un poinçon, d’une
matrice et d’un serre-flan. L’opération de mise en forme sera isotherme afin de simplifier
l’étude. Des essais de mise en forme sur géométrie simple seront réalisés au sein du
laboratoire, la montée en température de la tôle ainsi que de l’outillage sera réalisée
à l’aide d’un four résistif. A l’échelle industrielle, le flan sera chauffé en amont dans
un four puis convoyé dans l’outillage dont la montée en température est réalisée par
cannes-chauffante et isolé thermiquement par une enceinte adiabatique.

Problématique
Ces travaux sont réalisés en collaboration avec deux sociétés : Aurock et Loire Étude.
La PME Aurock est spécialisée dans la simulation numérique de procédés de mise en
forme et dans la mise en forme à chaud des alliages de titane. Loire Étude est spécialisée
dans la conception et la fabrication d’outillages métalliques pour l’emboutissage. Les
attentes industrielles sont de pouvoir définir différents paramètres procédés (tels que
la température d’emboutissage, la vitesse de déplacement des outils, la géométrie du
flan initial ou des outils) qui permettront la réalisation de pièces par emboutissage en
considérant un certain nombre de paramètres matériau prédéfinis. Afin de répondre
à tous les questionnements industriels, l’étude scientifique permettra de déterminer
les paramètres influents du procédé. Une part importante de ce travail portera sur
la formulation d’un modèle de comportement adapté aux sollicitations induites dans
l’alliage Ti-6Al-4V lors de l’emboutissage. Les trajets de chargement sont fortement liés
aux paramètres procédés considérés dont certains peuvent interagir avec le comportement
comme le frottement entre la tôle et les outils.

Objectifs
Cette thèse vise par conséquent à déterminer les paramètres procédés et matériaux
optimaux de manière à réussir la mise en forme de pièces industrielles en emboutissage
à chaud. Le procédé utilisera des outillages (poinçon / matrice / serre-flan) préchauffés,
le flan sera porté à la température de mise en forme dans un four puis positionné sur la
presse. Les paramètres procédés étudiés sont essentiellement liés à la vitesse de descente
du poinçon, aux efforts de retenue appliqués par le serre-flan et à la température de
mise en forme. Les paramètres matériaux influençant le comportement de l’alliage de
titane sont analysés et quantifiés. Ils peuvent être de trois natures différentes, à savoir
écrouissage, viscosité et anisotropie, et évoluer en fonction de la température du flan.
Un modèle de comportement sera formulé afin de tenir compte des différents éléments
énoncés précédemment (température, vitesse de déformation, taux de déformation, ...).
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Approche
L’approche proposée pour répondre aux problématiques énoncées ci-avant est décomposée
en trois grandes parties complémentaires.

La première vise à identifier le comportement du matériau sous des sollicitations
plus ou moins complexes. Plusieurs types de sollicitation sont proposés afin d’identifier un
comportement pouvant répondre pleinement aux divers trajets de chargement subis par
la tôle lors de la mise en forme. Ainsi des essais de traction monotone en grandes défor-
mations (GD) utilisant une mesure de déformation par corrélation d’images numériques
(DIC) sont réalisés. Des essais de traction - compression et de compression - traction
en petites déformations (PD) ont également été menés pour caractériser l’évolution de
l’écrouissage. Cette première étude permet de caractériser les aspects rhéologiques à
prendre en considération pour l’identification d’un modèle de comportement.

La deuxième partie vise à modéliser le comportement du matériau en prenant en
considération l’ensemble des facteurs influents identifiés via les essais mécaniques. En
ce sens, une loi de comportement élasto-viscoplastique modulable est proposée. Elle
peut considérer des variables d’écrouissage isotrope ou cinématique et divers critères de
plasticité isotrope ( modèles MOD-iso ou MOD-cine) ou anisotrope ( modèles MOD-rα,
MOD-σα, MOD-κ8), afin de correspondre au mieux aux phénomènes macroscopiques
identifiés.

La troisième et dernière partie vise à vérifier la robustesse du modèle de comportement
sous chargement multi-axial en comparant des résultats expérimentaux et simulés issus
de la mise en forme d’une éprouvette technologique. La mise en œuvre des modèles
numériques est réalisée par méthode éléments finis (M.E.F.) considérant le modèle
de comportement identifié et divers jeux de paramètres procédé. Finalement, plusieurs
simulations numériques de la mise en forme d’une pièce à géométrie complexe à l’échelle
industrielle sont proposées et comparées.
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Introduction
L’analyse d’un procédé de mise en forme de tôle à hautes températures associée à l’étude
isotherme du comportement mécanique d’un alliage de titane est complexe de par le
nombre important de phénomènes mécaniques et thermiques à considérer. Cette étude né-
cessite une connaissance élargie dans les domaines de la mise en forme par emboutissage,
le comportement mécanique du matériau à mettre en forme et également les phénomènes
aux interfaces qui peuvent intervenir lors de la mise en forme. De nombreuses études
s’attachent à l’identification des problématiques à l’œuvre durant le procédé de mise en
forme notamment des aciers [Col2010 ; Dietrich+1979 ; Karbasian+2010] ou en lien avec
le matériau [Kotkunde+2014a ; Odenberger2005 ; Stutz+2013]. D’autres se focalisent sur
le comportement de la tôle de titane à température ambiante [Gilles+2011] ou à haute,
voire très haute, température [Combres2010 ; Odenberger+2008b]. Enfin certains auteurs
font un lien entre les mécanismes microstructuraux de déformation et les phénomènes
physiques macroscopiques pour expliquer et modéliser le comportement de ce type de
matériau [Alabort+2015 ; Doquet+2015 ; Julien2017 ; Velay+2016].

La prédiction de la mise en forme par la méthode des éléments finis prend une place
de plus en plus importante dans le milieu industriel. Afin de pouvoir prédire le plus
précisément possible la formabilité d’une nouvelle pièce, il faut identifier dans un premier
temps le comportement du matériau via des modèles mathématiques [Firat+2008 ;
Odenberger+2013b ; Simon+2005a]. Ces modèles une fois implantés dans le code de
calcul, permettent la prédiction numérique de la formabilité d’une pièce [Åkerström2006 ;
Chartrel2016 ; Odenberger+2011].

Cette synthèse bibliographique s’intéresse à différents axes de recherche complémentaires
qui seront indispensables à la compréhension des problématiques étudiées dans ces
travaux de thèse. Dans un premier temps, une présentation des alliages de titane
traitant des aspects métallurgiques et de leur dépendance aux phénomènes thermiques
et mécaniques est abordée. Dans un second temps, un état de l’art sur les procédés
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de mise en forme utilisés pour les tôles de titane et plus particulièrement sur le
procédé d’emboutissage à chaud en général est présenté. Une troisième partie
traite de la modélisation du comportement mécanique des alliages de titane
et des matériaux métalliques sous forme de tôles. Enfin un bref aperçu des méthodes
et instruments de caractérisation des matériaux sous forme de tôles à haute
température est proposé.

1.1 Le titane et ses alliages

1.1.1 Généralités sur le titane et ses alliages

Le titane est un élément chimique métallique de symbole « Ti » et de numéro atomique
22. Il est présent sur la croûte terrestre à un niveau d’environ 0, 6% en masse et est
donc le quatrième métal le plus abondant après l’aluminium (8%), le fer (5%) et le
magnésium (2%) [Skinner1979]. Ce matériau a, pour la première fois, été identifié par le
révérent anglais Gregor en 1791, amateur de minérologie, puis par le chimiste allemand
Klaproth en 1795. Ce n’est qu’à partir du XXème siècle qu’un procédé d’extraction
commercialement attractif est développé par Kroll au Luxembourg [Lütjering+2007].
L’extraction du titane métallique est réalisée en plusieurs étapes successives complexes
dont le minerai de départ est soit du rutile (TiO2) soit de l’ilménite (FeT iO3). Le titane
métallique ainsi obtenu, à partir du minerai, est appelé éponge du fait de son aspect.

L’apparition de ce métal dans l’industrie est notable après la deuxième guerre mondiale
et s’intensifie dans les années 1950. Ainsi les premiers alliages à base d’aluminium
(Ti-5Al-2,5Sn) font leur apparition pour des applications à hautes températures et
présentent une résistance accrue par rapport au titane commercialement pur (RT40

m =
460 MPa / RT i−5Al−2,5Sn

m = 970 MPa). Dans les années suivantes, de nouveaux alliages,
tel que le Ti-6Al-4V, émergent. Cet alliage reste le plus utilisé encore actuellement grâce
à un rapport résistance / masse volumique supérieur à celui des aciers et des aluminiums
[Lütjering+2007].

Les applications techniques des alliages de titane se retrouvent traditionnellement
dans les secteurs aéronautiques, principalement pour les turboréacteurs, grâce aux
excellentes propriétés mécaniques à hautes températures que présentent ces matériaux
[Blau+1998]. De plus, ses propriétés de résistance à la corrosion lui confèrent de bonnes
propriétés en milieux hostiles, comme les milieux marins. Le secteur médical utilise
également le titane du fait de sa biocompatibilité par exemple pour des implants
dentaires [Froes+2018]. On trouve d’autres applications dans les secteurs sportifs ou
ceux de la mode toujours pour son rapport résistance / masse volumique supérieur à
celui des autres métaux.
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L’industrie aéronautique est depuis toujours le plus grand consommateur de titane
et notamment des alliages T40 et Ti-6Al-4V comme le précise Veiga et al. [Veiga+2012].
L’alliage T40 est un alliage de titane de grade 2 1, dit commercialement pur (environ 99%
de titane pur en masse). Il présente une forte résistance combinée à une bonne formabilité
et une résistance élevée à la corrosion. Cependant, l’alliage T40 est principalement
utilisé à température ambiante car il présente une chute rapide de ses caractéristiques
mécaniques lorsque la température croît [Boyer+1994]. L’alliage de titane Ti-6Al-4V est
un alliage de grade 4. Il présente des caractéristiques mécaniques supérieures à celle du
T40 surtout à hautes températures. Cependant sa mise en forme à température ambiante
étant restreinte, celle-ci est mise en œuvre à hautes températures et est principalement
réalisée par formage superplastique [Bellet1988].

1.1.2 Aspect cristallographique du titane pur

D’après Lütjering [Lütjering+2007], la structure cristallographique du titane pur, stable
à température ambiante, est composée d’une unique phase. Il s’agit de la phase α solide
correspondant à un réseau cristallin hexagonal pseudo-compact (HC) de paramètres
de maille : a = 2,95 Å et c = 4,682 Å. Les plans pyramidaux ou prismatiques (suivant
les éléments d’alliages) deviennent les plans atomiques possédant une densité plus
importante, favorisant ainsi le glissement comme le présente la figure 1.1. La multiplicité
des plans de glissement (cf. figures 1.1 et 1.2) qui en résulte explique la grande ductilité
du titane [Balasubramanian+2002].

Figure 1.1 – Plans caractéristiques de la maille hexagonale
[Balasubramanian+2002].

Le titane suit une transformation allotropique (phase α → phase β) lors du passage
au-dessus de la température de transus (Tβ) [Combres2010] (882, 5◦C pour le titane
pur). Au-dessus de la température de transus Tβ , cette structure se transforme en phase
β solide ; une structure cristalline cubique centrée (CC - a = 3,32 Å) comme l’illustrent
les figures 1.2 et 1.3 suggérées par Combres [Combres2013]. Cette transformation
allotropique peut être envisagée suivant deux points de vue : métallurgique comme le

1. le grade est défini en fonction des caractéristiques physiques et des applications des différents
alliages par la norme ASTM [ASTM2009].
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suggère Burgers et al. [Burgers1934] ou thermodynamique comme le montre Bieler et al.
[Bieler+2002].

T  (C°) 

1670 

882 

0 

A 

C 

B 

A : état liquide 

B : phase   cubique centrée 

C : phase   hexagonale compacte 

Figure 1.2 – Structure
cristallographique du titane en
fonction de la température

[Combres2013].

c 

a 

Couche A 

Couche A 

Couche B 

a 

Structure α 

Structure β 

Figure 1.3 – Représentation des
structures cristallographiques des
phases α et β [Combres2013].

1.1.3 Les alliages base titane

Le titane pur n’est pas utilisé pour la fabrication de pièces mécaniques [Leyens+2003 ;
Veiga+2012 ; Vydehi Arun2006]. Afin d’améliorer les propriétés du matériau pur, il
est nécessaire d’ajouter certains éléments d’alliages [Beal+2006 ; Bieler+2002]. Chaque
élément confère au matériau des propriétés différentes [Hickman1969]. Ils peuvent
stabiliser soit la phase α soit la phase β. Les différents alliages peuvent alors être
regroupés en trois catégories [Combres2010 ; Veiga+2012] :

— Les éléments alphagènes ou α-stabilisants (aluminium (Al), azote (N), carbone
(C) et oxygène (O)) qui favorisent l’apparition de phase α et augmentent la valeur
de la température de transus Tβ.

— Les éléments bêtagènes ou β-stabilisants (chrome (Cr), fer (Fe), molybdène (Mo),
silicium (Si) et vanadium (V)) qui exhortent l’apparition de phase β et diminuent
la valeur de la température du transus Tβ.

— Les éléments neutres (étain (Sn), zirconium (Zr) et hafnium (Hf)) qui n’ont pas
d’influence sur la création et la stabilisation de phases mais modifient les propriétés
finales du matériau.

Ces éléments d’alliage peuvent être intégrés dans la matrice suivant deux phénomènes,
soit d’insertion, soit de substitution [Combres2010]. Les éléments d’insertion se localisent
au cœur de la maille tandis que les éléments de substitution remplacent un élément
de la maille. Ces éléments d’addition ont une influence directe sur les propriétés de
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chacune des phases, sur les équilibres thermodynamiques et conditionnent la cinétique
de transformation allotropique.

La modification des propriétés mécaniques imputées à l’addition d’éléments d’alliage va
engendrer des modifications de propriétés mécaniques et physiques. Ainsi et comme le
suggère Combres [Combres2013], les alliages α présenteront une bonne tenue au fluage
et une soudabilité améliorée tandis que les alliages α + β et β présenteront eux des
résistances mécaniques accrues et une facilité de mise en forme plus élevée ainsi qu’une
meilleure réponse aux traitements thermiques. Dans le cas de la mise en forme, les
alliages α+β sont les plus utilisés puisque ce sont eux qui présentent le meilleur rapport
ductilité / résistance mécanique en fonctionnement.

1.1.4 L’alliage de l’étude

L’alliage Ti-6Al-4V, TA6V ou VT-6 de l’étude, d’une épaisseur de 1, 6 mm et fourni
par VSMPO, possède une composition chimique normalisée par l’ASTM [ASTM2009]
rappelée à la deuxième ligne du tableau 1.1.

Tableau 1.1 – Composition chimique (en % massique) de l’alliage Ti-6Al-4V
préconisée par l’ASTM [ASTM2009] et composition de l’alliage de l’étude.

Al V Cmax Omax Nmax Hmax Femax Autre élém.
(%) (%) (%) (%) (%) (%) (%) max chacun

(%)
ASTM 5,5-6,75 3,5-4,5 0,08 0,2 0,05 0,015 0,4 0,1

TA6V étude 6,46 4,23 0,011 0,174 0,005 0,0125 0,21 <0,001

Cette norme définit des plages de teneur admissible pour l’aluminium (Al) ainsi que
pour le vanadium (V ) et des teneurs maximales à ne pas dépasser pour les autres
éléments d’alliage (cf. tableau 1.1) .

Les deux éléments d’alliage tel que l’aluminium (Al) et le vanadium (V ) nous intéressent
plus particulièrement. Ce sont des éléments de substitution. Comme le précise Combres
[Combres2010], l’aluminium durcit la phase α, augmente la résistance mécanique ainsi
que la tenue au fluage et diminue la ductilité. Il est limité à une teneur de 7% en masse
afin d’éviter la précipitation du composé intermétallique fragilisant Ti3Al. Le vanadium
favorise la ductilité et diminue la tenue à l’oxydation. Lütjering [Lütjering+2007]
souligne que son utilisation en présence d’aluminium permet de réduire la tendance à la
fragilisation de l’alliage.

La composition chimique de l’alliage de l’étude, identifiée par le fournisseur, est présentée
en troisième ligne du tableau 1.1. On peut remarquer qu’elle respecte bien la norme
définie par l’ASTM.
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1.2 Comportement de l’alliage Ti-6Al-4V

1.2.1 Description des propriétés physiques de l’alliage de
l’étude : Ti-6Al-4V

Dans cette section, les données du comportement mécanique de l’alliage Ti-6Al-4V issues
de la littérature sont exposées. Ces observations serviront de base au choix des essais
mécaniques de caractérisation à réaliser ainsi qu’à la modélisation du comportement
mécanique.

Ce matériau présente de nombreuses caractéristiques intéressantes pour plusieurs do-
maines d’application tel que le médical (bio-compatibilité), l’industrie automobile (rap-
port résistance/densité), maritime (résistance à la corrosion) ou aéronautique (rapport
résistance/densité, résistance à la corrosion, ...) [Blau+1998]. Les différentes propriétés
thermo-élastiques de l’alliage Ti-6Al-4V ont pu être mises en évidence grâce à cette
étude bibliographique et sont synthétisées dans le tableau 1.2. Dans les paragraphes
suivants, nous nous concentrerons sur quelques propriétés de cet alliage ainsi que sur les
phénomènes physiques adjacents observés.

Tableau 1.2 – Propriétés de l’alliage de titane Ti-6Al-4V à différentes
températures.

Propriétés Valeurs Références
coefficient de poisson (T=20°C) 0.33 1
dureté Vickers 350 MPa 1
module d’Young (T=20°C) 110 GPa 1, 2
module d’Young (T=400°C) 82− 90 GPa 3, 4
module d’Young (T=600°C) 76− 80 GPa 5
limite d’élasticité(T=20°C) 828− 1075 MPa 6, 2
limite d’élasticité (T=400°C) 400− 530 MPa 3, 4
limite d’élasticité (T=600°C) 380− 450 MPa 3
transus béta Tβ 980− 1000◦C 6, 7
masse volumique (T=20°C) 4420− 4520kg/m3 1, 7
coefficient de dilatation thermique 8, 8.10−6K−1 (à 100◦C) 8

1[Robert2007], 2[Tuninetti+2015], 3[Vanderhasten2007], 4[Kotkunde+2017],
5[Odenberger+2013a], 6[Combres2010] , 7[Blau+1998], 8[Lütjering+2007].

Le comportement plastique constitue également une propriété essentielle pour cette
étude. Dans leur ouvrage, Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] expliquent que la déformation
plastique est une déformation irréversible qui exhibe à l’échelle macroscopique des
mécanismes à l’œuvre à l’échelle atomique (mouvement des dislocations, diffusion
des atomes ...) et à l’échelle microscopique (morphologies des phases en présence et
leurs dimensions caractéristiques). Ces travaux de thèse se basent sur une échelle
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macroscopique et phénoménologique cependant la compréhension des phénomènes
physiques associés est nécessaire.

La caractérisation de ce comportement mécanique (comportement plastique) fait l’objet
de nombreuses études. Les paragraphes suivants présentes les résultats issus de diverses
études scientifiques sur le comportement de l’alliage de Ti-6Al-4V.

1.2.2 Influence de la température

Dans leurs travaux de recherche, Lecomte [Lecomte2000], Odenberger et al. [Odenber-
ger+2013a] ou encore Vanderhasten [Vanderhasten2007] montrent que l’élévation de
la température engendre une diminution du module d’Young ainsi que de la limite
d’élasticité, ce qui permet d’augmenter la formabilité des tôles comme le suggère la
figure 1.4. Ainsi sur les figures 1.4a et 1.4b, la chute de la limite et du module d’élasticité
liée à l’élévation de température sont mis en évidence.

(a) Limite d’élasticité [Lecomte2000]. (b) Module d’élasticité [Lecomte2000]

Figure 1.4 – Influence de la température sur la limite et le module d’élasticité
pour un alliage de Ti-6Al-4V.

Pour les températures considérées dans ces travaux (< 700◦C), la figure 1.4b présentée
par Lecomte [Lecomte2000] est en accord avec les données identifiées par Odenberger et
al. [Odenberger+2013a] ou Vanderhasten [Vanderhasten2007].

De plus, pour des températures comprises entre 630◦C et 730◦C, des effets d’anisotropie
plastique sont présents et évoluent avec la température comme le présente Chartrel
[Chartrel2016] dans son manuscrit de thèse. La figure 1.5 montre l’évolution du coefficient
de Lankford en fonction de la température, de la vitesse de sollicitation et de l’orientation.
Ainsi, lorsque la température augmente, les coefficients d’anisotropie ont tendance à
tendre vers 1 soit vers un matériau à comportement isotrope.

12



Comportement de l’alliage Ti-6Al-4V

0,75

0,8

0,85

0,9

0,95

1

0 22,5 45 67,5 90

C
oe

ffi
ci

en
t d

e 
La

nk
fo

rd

Orientation [°]

630°C - 0,15 mm/s
630°C - 1,5 mm/s
680°C - 0,15 mm/s
680°C - 1,5 mm/s
730°C - 0,15 mm/s
730°C - 1,5 mm/s

Figure 1.5 – Evolution du coefficient de Lankford en fonction de la température
et de la vitesse de sollicitation [Chartrel2016].

Le coefficient d’anisotropie plastique, ou coefficient de Lankford, traduit la propriété
de dépendance d’un matériau à la direction de sollicitation. Il est défini par le rapport
des déformations plastiques transversale εyy et dans l’épaisseur εzz lors d’un essai de
traction (ou compression) monotone. Ce paramètre est expliqué plus en détail dans la
partie 1.5.2.

L’élévation de température a également un effet sur l’allongement à rupture du matériau.
De nombreuses études [Odenberger+2013a ; Vanderhasten2007 ; Velay+2014] montrent
que les alliages de titane présentent des taux d’allongement maximaux importants
lorsque la température de sollicitation est augmentée. Ainsi la figure 1.6, issue des
travaux de Hamilton et al. [Hamilton1987], montre l’évolution de la déformation vraie
en fonction de la température. On remarque que pour des températures très élevées
(T ' 900◦C) le matériau présente des taux d’allongement pouvant atteindre plus de
800%.

Figure 1.6 – Allongement en fonction de la température pour un alliage de
Ti-6Al-4V [Hamilton1987].
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Enfin dans son étude sur le Ti-6Al-4V, Vanderhasten [Vanderhasten2007] montre
l’évolution du pourcentage de phase en fonction de la température. Ainsi, la figure 1.7
montre que pour des températures supérieures à 800◦C le pourcentage de phase évolue
significativement. Pour les températures de cette étude (T < 700◦C), ce pourcentage
n’évolue que de 3%.
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Figure 1.7 – Evolution du pourcentage de phase α et β en fonction de la
température pour un alliage de titane Ti6Al-4V [Vanderhasten2007].

1.2.3 Influence de la vitesse de déformation

La vitesse de déformation joue également un rôle important dans le comportement
du matériau. Dans les travaux de Majorell et al. [Majorell+2002], Vanderhasten et
al. [Vanderhasten+2008], ainsi que Lecomte [Lecomte2000] ou Chartrel [Chartrel2016],
les auteurs mettent en évidence que la vitesse de déformation a une influence sur la
contrainte d’écoulement plastique.

Figure 1.8 – Contrainte d’écoulement plastique en fonction de la température et
de la vitesse de déformation [Majorell+2002].

La figure 1.8 présente l’évolution de la contrainte d’écoulement plastique en fonction de la
température pour plusieurs vitesses de déformation. Ainsi pour une même température,
on peut observer une chute de contrainte en lien avec la vitesse de déformation (de
10−3 s−1 à 10 s−1). A 830◦C, cette baisse est de l’ordre de 300 MPa et cet écart
augmente lorsque la température diminue. Ceci justifie la prise en considération de la
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part visqueuse du matériau, illustrée par un niveau de contrainte qui va dépendre de la
vitesse de sollicitation.

1.2.4 Anisotropie des tôles laminées

L’anisotropie des tôles de titane a fait et fait encore l’objet de nombreuses études
(Roth et al. [Roth+2014] , Tuninetti et al. [Tuninetti+2014], Gilles et al. [Gilles+2011],
Tritschler et al. [Tritschler+2014]). La figure 1.9 présente les résultats de l’étude de
Gilles et al. [Gilles+2011] sur un alliage Ti-6Al-4V à température ambiante.

Figure 1.9 – Essais de traction uniaxiale suivant trois directions de prélèvement
[Gilles+2011].

Ces trois essais de traction monotone montrent une évolution de la limite d’élasticité
en fonction de la direction de sollicitation. Ainsi, un écart de près de 100 MPa est
observé entre les deux valeurs extrêmes. Lütjering et al. [Lütjering+2007] et Combres
[Combres1999] expliquent cette différence de réponse du matériau, suivant l’orientation
de sollicitation, par deux phénomènes : le laminage et la structure cristalline. L’opération
de laminage, permettant d’obtenir un matériau sous forme de tôle, va inévitablement
induire une anisotropie très marquée du matériau à la sortie du laminoir, comme le
suggère Combres [Combres1999], par texturation de ce dernier. De plus, la structure
cristalline joue un rôle important. L’alliage Ti-6Al-4V est composé à près de 90% de phase
α de structure cristalline hexagonale compacte (HC). Lütjering et al. [Lütjering+2007]
rappelle que ce type de structure induit une anisotropie (cf. figure 1.1).

1.2.5 Dissymétrie de réponse en traction-compression

Les travaux de Tritschler et al. [Tritschler+2014] menés à température ambiante mettent
en évidence la dissymétrie en traction compression. La figure 1.10 montre l’évolution de
la contrainte vraie en fonction de la déformation vraie pour des essais de traction et
de compression. La réponse en compression présente une limite d’élasticité plus faible
qu’en traction mais une évolution de l’écrouissage similaire.
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Figure 1.10 – Comparaison des réponses en traction et compression
[Tritschler+2014].

Lütjering et al. [Lütjering+2007] explique que cette dissymétrie provient également de
la structure cristalline hexagonale compacte de la phase α. Odenberger et al. [Odenber-
ger+2013a] réalisent des essais à 400◦C sur un alliage de titane Ti-6Al-4V et identifient
une dissymétrie plus marquée dans la direction de laminage que dans la direction
transverse. Ainsi les limites d’élasticité, identifiées par les auteurs, sont de 681 MPa en
traction et 596 MPa en compression, soit un écart de 85 MPa.

1.2.6 Réponse mécanique en sollicitation alternée

Un autre phénomène qui pourrait être mis en évidence est la réponse du matériau soumis
à un chargement non monotone de type traction - compression. Lors d’une opération
d’emboutissage simple, comme proposée par la figure 1, la zone de la pièce située entre
les deux rayons va passer par différents stades de pliage - dépliage. La tôle subira donc
un chargement complexe comme le suggère Col dans son ouvrage sur l’emboutissage
[Col2010].

Les études de Simon et al. [Simon+2005b] et de Sabourin et al. [Sabourin+2005]
concernant le pliage et dépliage d’une éprouvette permettent de mettre en évidence que
la réponse d’un matériau métallique est différente suivant le cycle qu’elle suit. La figure
1.11 illustre le trajet de chargement que subit une éprouvette lors d’une opération de
pliage - dépliage. Ce trajet de chargement se retrouvera dans la partie de la tôle située à
la sortie d’un rayon d’entrée de matrice, d’où l’importance de la prise en considération
d’un chargement complexe de type traction - compression.
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Figure 1.11 – Diagramme d’une opération de pliage-dépliage [Sabourin+2005].

1.2.7 Influence de la taille des grains

Dans des études sur le formage superplastique, soit à très hautes températures, Velay et
al. [Velay+2016] et Alabort et al. [Alabort+2015] montrent que la taille de grain des
alliages de Ti-6Al-4V a une influence directe sur le niveau de contrainte maximal ainsi
que sur le taux d’allongement obtenu lors d’essais de sollicitations monotones. Dans leur
article, Velay et al. [Velay+2014] observent des différences de comportement notables
pour un alliage Ti-6Al-4V ayant des microstructures initiales différentes caractérisées par
une taille de grains de 0, 5 µm pour l’une, et 3 µm pour la seconde. Cette microstructure
influence grandement le comportement de l’alliage entrainant une diminution de la
contrainte d’écoulement ainsi qu’une augmentation de l’allongement pour la microstruc-
ture la plus fine comme le montre la figure 1.12. Il est donc important de connaitre le
type de microstructure ainsi que la taille de grain afin de pouvoir comparer des résultats
ou compléter des bases d’essais.

Figure 1.12 – Réponse contrainte - déformation à T = 750◦C et différentes
vitesses de déformation pour la microstructure à grains fins (gauche) et à grains

ultrafins (droite) [Velay+2014].

A présent que les divers paramètres pouvant influencer le comportement de l’alliage de
titane ont été présentés, le procédé de mise en forme ainsi que ses problématiques sont
exposés.
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1.3 Généralités sur les procédés de mise en
forme de tôles

La mise en forme de produits minces, comme le suggère Col [Col2010], regroupe un
ensemble de techniques successives à ne pas confondre : laminage, profilage, pliage,
emboutissage, etc. Dans le cadre de ce projet, nous nous intéressons au procédé d’em-
boutissage.

Selon Col [Col2011b], l’emboutissage de tôles est un terme technique qui définit une
opération mécanique permettant la transformation permanente d’une tôle plane et
mince en une pièce de forme tridimensionnelle complexe et non développable sous
l’action d’outils. L’outillage est composé, à minima, d’une matrice, d’un poinçon et d’un
serre-flan qui permettent la mise en forme comme l’illustre la figure 1.13. L’opération
d’emboutissage (cf. figure 1) consiste, tout d’abord, à serrer la tôle entre le serre-flan et
la matrice. Ensuite, le poinçon descend dans la matrice. Au cours de ce mouvement, le
serre-flan contrôle l’écoulement de la tôle afin que cette dernière épouse la forme du
poinçon et de la matrice en se déformant plastiquement. Enfin, le poinçon retourne
à sa position initiale pour permettre l’éjection de la pièce. Lors de cette dernière
étape (éjection), les pièces subissent un retour élastique dû aux contraintes internes
induites dans le matériau lors de la mise en forme comme l’expliquent Banabic et al.
[Banabic2010] dans leur ouvrage.

Figure 1.13 – Outils considérés pour une opération d’emboutissage [Col2010].

L’écrouissage engendré par la déformation plastique lors de l’opération de mise en
forme permet d’augmenter les propriétés mécaniques du matériau en terme de limite
d’élasticité. Ainsi, Col [Col2011b] précise que pour une résistance mécanique identique,
des gains de matière sont donc réalisés. Un autre avantage réside dans l’amélioration
de l’état de surface des pièces embouties en comparaison des pièces moulées (tôles pré-
peintes ou pré-imprimées). Les opérations de finition très couteuses comme le polissage
sont ainsi évitées [Col2011a].

En revanche, selon Col [Col2010] et Marciniak et al. [Marciniak+2002], il est nécessaire de
maîtriser l’écoulement de la tôle lors de la mise en forme. Ainsi l’opération d’emboutissage
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est, le plus souvent, effectuée au travers de plusieurs étapes successives donnant lieu à
une gamme d’emboutissage [RondéOustau1995] ou procédé d’emboutissage (succession
d’opérations unitaires), afin d’assurer la réalisation d’une pièce sans défaut. Ceci aura
une influence directe sur la complexité des outillages. Outre la complexité de ces outils,
qui vont également dépendre de la complexité de la forme à obtenir, de nombreux
paramètres vont considérablement influencer le résultat des opérations. Ces paramètres
peuvent être de deux natures : procédé et matériau [Col2011b ; Marciniak+2002].

Aujourd’hui, la conception de ces moyens de production repose essentiellement sur
l’expérience de quelques spécialistes dans les entreprises. Il existe quelques règles métiers
notamment proposées par le Centre Technique des Industries Mécaniques (CeTIM), dans
des ouvrages tels que « Le précis de construction mécanique » coédité par l’Association
Française de Normalisation [Dietrich+1979], les techniques de l’ingénieur ou encore
des documents CNOMO (Comité de normalisation des moyens de production créé
par les groupes PSA Peugeot Citroën et Renault) [PSA et Renault2017]. Comme le
précise Banabic et al. [Banabic2010], ces règles ne sont certainement pas suffisantes
à l’obtention d’une pièce conforme. C’est pourquoi la mise en œuvre de simulations
numériques (M.E.F.) est nécessaire afin de prédire la mise en forme et affiner les
paramètres procédé par l’utilisation de logiciels métiers (PAM STAMP®, AutoForm®,
. . . ) ou généralistes (Abaqus®, LS DYNA®, Marc®, . . . ) d’aide à la conception des
opérations et des procédés de mise en forme.

1.3.1 Mise en forme des tôles d’alliage de titane

Comme indiqué dans l’introduction générale, la mise en forme des tôles de titane peut
se faire via trois procédés considérant trois gammes de températures : formage à froid,
formage à chaud et formage superplastique.

1.3.1.1 Le formage à froid

La mise en forme à froid, généralement utilisée pour les alliages de titane très ductiles
tel que les alliages T40 ou T60 [Chartrel2016], permet des opérations de mise en forme
simple, demandant de faibles allongements et des précisions dimensionnelles larges. A
cette température, les procédés de mise en forme utilisés sont l’emboutissage [Revil-
baudard2010], l’hydroformage [Djavanroodi+2010] ou encore le formage incrémental
[Balcaen2013].

Comme le suggère Gilles et al. [Gilles+2011], le titane et ses alliages sont très sensibles
à la vitesse de déformation et un meilleur degré de formabilité est obtenu lorsque la
vitesse de déformation est très faible (10−4s−1) à température ambiante.
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1.3.1.2 Le formage à chaud

Le formage à chaud (Hot Forming ou HF) est une opération de mise en forme couramment
utilisée dans l’industrie aéronautique pour mettre en forme des produits minces d’alliage
de titane entre 750◦C et 890◦C comme le montre Stutz et al. [Stutz+2013]. Ce procédé
permet d’obtenir des allongements plus importants mais pour des formes géométriques
"simples". Les opérations de formage à chaud des alliages de titane ont été étudiées
par Odenberger et al. [Odenberger+2008b] ou encore par Chartrel et al. [Chartrel2016]
comme le présente la figure 1.14a sur une pièce à géométrie complexe. L’emboutissage à
chaud au sens du contrôle de l’écoulement de matière dans la matrice n’a, pour l’instant,
fait l’objet que de très peu d’études. Celles qui ont pu être identifiées sont les travaux
de Kotkunde [Kotkunde+2014c] sur l’emboutissage à chaud de gobelet (cf. figure 1.14b)
ainsi que ceux de Stutz [Stutz+2013] sur l’emboutissage à chaud d’une pièce en forme
de U (cf. figure 1.14c). À la vue du nombre restreint de travaux scientifiques concernant
l’emboutissage (avec serre-flan) à chaud des alliages de titane, cette partie sera consacrée
à une étude plus large des différents moyens utilisés pour la mise en forme à haute
température de tôles.

(a) Pièce à géométrie
complexe réalisé à 680◦C

[Chartrel2016]

(b) Gobelet
embouti à 400◦

[Kotkunde+2014b].

(c) Composant en forme de U produit par
emboutissage à T = 750◦C-890◦C

[Stutz+2014].

Figure 1.14 – Exemples de pièces réalisées par formage hautes températures
[Chartrel2016], [Kotkunde+2014b], [Stutz+2014].

1.3.1.3 Le formage superplastique SPF

D’après Blandin et al. [Blandin+1996], sous certaines conditions de température, de
vitesse de déformation et de taille de grain, certains alliages métalliques présentent
des propriétés superplastiques. Cette caractéristique a originellement été utilisée, sur
les alliages de titane, afin de développer un nouveau procédé : le Formage Super
Plastique (SuperPlastic Forming ou SPF) comme le présente Bellet dans ses travaux
de thèse [Bellet1988]. Le formage superplastique des alliages de titane est réalisé à une
température avoisinant 900◦C (pouvant varier suivant l’alliage et sa microstructure). Ce
procédé considère toujours des températures en dessous du transus Tβ et des vitesses
de déformation très faibles (de l’ordre de 10−4s−1 − 10−3s−1). Cependant, du fait des
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faibles vitesses de déformation et des très hautes températures nécessaires au procédé,
le SPF reste une solution de mise en forme de durée importante (de l’ordre de l’heure)
[Combres1999] mais essentielle pour la fabrication de certaines pièces possédant un haut
degré de complexité [Lütjering1998] et offrant des gains de masse et prix de revient par
rapport à des procédés alternatifs [Combres1999].

1.3.2 Le procédé d’emboutissage à chaud

L’emboutissage à chaud vise à augmenter la formabilité d’une tôle en augmentant sa
température lors de la mise en forme [Neugebauer+2006]. Il peut se faire suivant un
procédé isotherme ou anisotherme. La logique isotherme conduit à maintenir les outils
et la tôle à la même température afin de s’affranchir des possibles échanges thermiques
qui pourraient survenir lors de l’opération d’emboutissage et qui engendreraient des
défauts de mise en forme [Odenberger2009]. Cette technique a, dans un premier temps,
été développée pour l’emboutissage des tôles fortes [Karbasian+2010 ; Turetta+2006],
des alliages d’aluminium [Bariani+2013 ; Maeno+2017] et de magnésium [Ghaffari
Tari+2013 ; Zhang+2007] dans un souci de réduction de masse des véhicules automo-
biles [Åkerström2006]. Comme le décrit Karbasian [Karbasian+2010], l’emboutissage à
chaud des aciers auto-trempants vise à les porter à une certaine température afin de
diminuer leurs limites d’élasticité pour faciliter leur mise en forme, puis de réaliser une
trempe de la pièce emboutie afin de lui conférer des caractéristiques mécaniques élevées.
Nalewajk [Nalewajk2005] montre, dans ses travaux de thèse, la pertinence d’utiliser
l’emboutissage à chaud pour la réalisation de pièces automobiles en alliage d’aluminium.
Cette augmentation de température permet la mise en forme de géométries complexes
impossibles à obtenir à température ambiante.

1.3.3 Problématique de l’emboutissage à chaud

Dans la littérature, quelques études concernant le formage à chaud du titane ou l’em-
boutissage à chaud d’autres matériaux permettent d’identifier certains paramètres à
prendre en considération. Dans ses travaux de thèse, Odenberger [Odenberger2009]
travaille sur le formage à hautes températures de l’alliage Ti-6242. L’auteur conclut
que pour une mise en forme isotherme à 400◦C un bon degré de formabilité est atteint
lorsqu’un effort constant est maintenu (≈ 15 min) à la fin de l’opération de formage
[Odenberger+2008b]. De plus, cette étude a permis de montrer que lorsque l’opération
de mise en forme est anisotherme, la formabilité de la tôle est très amoindrie. Chartrel
et al. [Chartrel+2013] travaillent sur les opérations de mise en forme de tôle en alliage
Ti-6Al-4V par formage à chaud. Au travers de ses différents travaux [Chartrel2016],
l’auteur se focalise sur l’identification d’une loi de comportement pour une large gamme
de températures et trois alliages de titane (T40, Ti-6Al-4V et Ti-6242) tout en utilisant
des procédés de mise en forme "classiques" (élastoformage et formage à chaud).
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Pour les opérations d’emboutissage à chaud il faut également considérer les interfaces
tôle / outils d’un point de vue mécanique et/ou thermique afin de pouvoir prédire
au mieux les efforts de presse, la formabilité des tôles, le retour élastique, etc. La
détermination d’un coefficient de frottement entre une tôle et un outil n’est pas aisée.
Dans leur travail de revue, Semiatin et al. [Semiatin+1998] montrent que des coefficients
de frottement compris entre 0,1 et 0,4 sont utilisés afin de modéliser les efforts de retenue
lors de la simulation d’opération d’emboutissage par M.E.F.(Méthode Eléments Finis).
Adamus [Adamus2009] explique que ce coefficient de frottement va être influencé par le
type d’alliage de titane, le type de matériau des outils et les éléments de lubrification.

Pour clôturer cette partie sur la mise en forme, les paragraphes suivants introduisent les
limites de formage. Des outils de prédiction de la rupture des tôles embouties, notamment
via les Courbes limite de Formage ou CLF ont été développés et sont présentés dans la
section suivante.

1.3.4 Limite de formage

Les courbes limites de formage ont été développées au milieu du XXème siècle par
Lankford et Gensamer [Gensamer1946] puis par Keeler et Goodwin [Col2010]. Dans
son ouvrage sur l’emboutissage des aciers [Col2010], Col explique en détail les diffé-
rentes méthodes américaines ("industrielle") et européennes ("laboratoire") utilisées pour
établir de tels diagrammes [ISO2008]. En suivant une méthode européenne plusieurs
techniques d’identification peuvent être utilisées en réalisant différents essais de type
Nakajima ou Marciniak afin de définir les niveaux de déformations critiques dans un
diagramme de déformations principales dans le plan de la tôle (ε1 , ε2). Ce niveau
de déformation est identifié par une mesure de déformation utilisant une grille ou un
mouchetis préalablement déposé sur la tôle. Ainsi, les niveaux de déformation à striction
peuvent être identifiés suivant plusieurs méthodes utilisant différentes définitions de
la striction et fournissant donc des courbes limite de formage différentes. D’autres
méthodes pour la définition des CLF sont utilisées, comme le présente Arrieux dans ses
travaux [Arrieux1995], avec une définition utilisant les contraintes principales. Ainsi,
la représentation devient indépendante des trajectoires de déformations. En outre, Col
[Col2010] précise que certains paramètres influencent l’identification de ces courbes.
Ainsi, la taille de la grille de mesure, l’épaisseur de la tôle, le frottement, la courbure
des outils, et les trajets de chargement vont fortement impacter la prédiction de la mise
en forme.

Le dernier paramètre lié au trajet de chargement, nous intéresse particulièrement. En
effet, la figure 1.15 [Col2010] montre que, la plupart du temps, les CLF sont définies
pour des trajets de chargement monotone, or dans le cas de l’emboutissage, ces trajets
de chargement peuvent être plus complexes.
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E+R
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Figure 1.15 – Courbes limite de formage pour différents trajets de chargement
[Col2010].

Dans leurs travaux sur l’alliage de Ti-6Al-4V, Kotkunde et al. [Kotkunde+2017] et
Odenberger et al. [Odenberger+2013a] identifient la courbe limite de formage pour
leur alliage respectif présentée sur les figures 1.16a et 1.16b par des essais Nakazima.
La réalisation de ce type d’essai à haute température reste complexe et nécessite
l’utilisation d’appareillage complexe. Ainsi, Kotkunde at al. [Kotkunde+2017] utilisent
un four inductif afin de garantir des essais d’identification isothermes.

(a) CLF pour une épaisseur de 0, 9 mm
[Kotkunde+2014b]

(b) CLF pour une épaisseur de 2, 0 mm
[Odenberger+2013a]

Figure 1.16 – Courbes limite de formage pour un alliage de Ti-6Al-4V à 400◦C
[Kotkunde+2014b] et à température ambiante et à 400◦C [Odenberger+2013a].

On peut remarquer que les deux diagrammes réalisés pour un alliage Ti-6Al-4V à la même
température ne sont pas identiques. Effectivement pour une déformation transversale
("minor strain") nulle, la courbe réalisée par Kotkunde et al. [Kotkunde+2014b] (cf.
figure 1.16a) donne une déformation longitudinale ("major strain") de 0, 076 alors que
celle de Odenberger et al. [Odenberger+2013a] (cf. figure 1.16b) propose une déformation
longitudinale de 0, 23. Comme le suggère Col [Col2010], ces écarts pourraient être dus à
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la variation d’épaisseur et à la composition métallurgique des tôles qui ne sont pas tout
à fait identiques mais qui respectent la norme ASTM [ASTM2009].

Dans l’industrie, ces courbes limites de formage sont combinées avec l’utilisation des
outils de simulation numérique par éléments finis pour prédire la formabilité de nouveaux
produits. L’alimentation d’un modèle numérique éléments finis utilise des lois de com-
portement spécifiques à chaque matériau et à chaque condition de mise en forme. En ce
sens, des travaux de modélisation du comportement des matériaux sont indispensables.
C’est le sujet de la partie suivante.

1.4 Modélisation du comportement des alliages
de titane

La modélisation met en œuvre des équations mathématiques qui traduisent le compor-
tement mécanique du matériau. Cela permet de relier la contrainte et la déformation
avec différents paramètres physiques et/ou empiriques.

1.4.1 De la microstructure à la modélisation

La modélisation du comportement d’un matériau peut se faire à différentes échelles,
de l’échelle atomique à l’échelle macroscopique. Le choix du type de modélisation va
dépendre des résultats escomptés. La dynamique moléculaire [Chipot2002] s’attache
à modéliser la répulsion entre les noyaux atomiques et la contribution des électrons
en utilisant une équation de mouvement qui permet de suivre les particules à partir
d’une situation hors équilibre. La dynamique des dislocations [Ghorbel+2006] permet de
prédire l’évolution des dislocations dans un grain et son influence sur le comportement
plastique. Les modèles mésoscopiques considèrent quant à eux un volume représentatif
(échelle du grain) et se basent sur les scissions critiques du glissement pour identifier
le comportement rhéologique global [Bishop+1951]. À l’échelle macroscopique, échelle
retenue pour les modélisations mises en œuvre dans cette thèse, la réponse du matériau
est réalisée par des modèles phénoménologiques considérant un volume représentatif
comprenant un nombre de grains suffisant permettant d’obtenir une réponse unique
et indépendante de la zone d’observation. Le comportement est alors identifié par
plusieurs séries d’essais expérimentaux. Ces modèles seront utilisés dans des simulations
numériques par la Méthode des Éléments Finis (M.E.F.).

A la vue du comportement de l’alliage de titane présenté au paragraphe 1.2, il est
important de sélectionner un modèle de comportement adéquat (élasto-plastique, élasto-
viscoplastique ou thermo-élasto-viscoplastique pour les cas anisothermes) prenant en
considération les différents phénomènes observés.
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1.4.2 Modélisation du comportement

Les lois phénoménologiques permettent de décrire le comportement mécanique macro-
scopique d’un matériau sans pour autant réaliser une étude à des échelles plus fines
(mésoscopique et microscopique). Ainsi, il est possible de modéliser la réponse de ce
dernier sans réaliser l’identification de paramètres physiques. La détermination des
paramètres du modèle est alors réalisée par minimisation de l’écart entre la réponse
en contrainte ou en déformation du modèle et celle donnée expérimentalement. Ces
lois phénoménologiques peuvent être classées en quatres catégories comme le propose
Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] :

— les solides rigides considérés indéformables,
— les solides élastiques à déformation réversible,
— les solides plastiques à déformation permanente après sollicitation,
— les solides "visqueux" à déformation permanente en fonction du temps.

D’après les études réalisées par différents auteurs et présentées dans la section pré-
cédente [Alabort+2015 ; Bellet1988 ; Chartrel2016 ; Gilles+2013 ; Kotkunde+2014a ;
Majorell+2002 ; Odenberger+2013a ; Odenberger+2008a ; Stutz+2014 ; Tritschler+2014 ;
Vanderhasten2007 ; Velay+2014], l’alliage Ti-6Al-4V présente un comportement élasto-
viscoplastique. La transition entre les domaines de déformation élastique (réversible)
et plastique (irréversible) est prise en compte au travers d’une surface de charge dont
l’expression peut s’avérer complexe notamment pour les comportements anisotropes. La
part élastique du comportement mécanique du matériau diminue avec l’augmentation
de la température. La contribution viscoplastique à la réponse mécanique de l’alliage
peut être décomposée en une part visqueuse et une part due à l’écrouissage. Les lois de
viscosité, les différentes surfaces de charge et les lois d’évolution de l’écrouissage sont
présentées dans les paragraphes suivants.

1.4.3 La modélisation macroscopique du comportement
élastique

Les travaux de Gilles et al. [Gilles+2011] portant sur l’alliage Ti-6Al-4V à température
ambiante montrent que le matériau présente un comportement élastique isotrope. Cette
tendance se vérifie également dans de nombreuses autres études menées par Zhang et al.
[Zhang+2014], Tuninetti et al. [Tuninetti+2015], Kotkunde et al. [Kotkunde+2014d]
ou encore Chartrel [Chartrel2016] sur différents alliages de titane. Pour modéliser le
comportement élastique du titane, les auteurs utilisent donc une loi d’élasticité isotrope
(la loi de Hooke). Cette loi de comportement élastique linéaire est définie sous forme
tensorielle par l’équation 1.4.1.

σ = Ce : εel (1.4.1)
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avec Ce le tenseur d’élasticité isotrope d’ordre quatre défini par le module d’Young E et
le coefficient de poisson ν, σ le tenseur des contraintes et εel le tenseur des déformations
élastiques.

1.4.4 La modélisation macroscopique du comportement
viscoplastique

Comme le suggère Lemaitre et al. [Lemaitre+2009], la modélisation du comportement
viscoplastique prend en considération un certain nombre de composants telle que la
surface seuil et son évolution au travers de variables d’écrouissage. Les paragraphes
suivants sont dédiés à la compréhension de ces phénomènes.

1.4.4.1 Surface seuil ou critère de plasticité

On distingue un grand nombre de critères de plasticité qui peuvent être classés en
deux catégories : isotropes ou anisotropes, comme le décrit Chaboche [Chaboche2008].
L’anisotropie d’un matériau signifie que la réponse mécanique est différente selon
la direction de sollicitation (l’isotropie est donc, a contrario, une réponse identique
indépendamment de la direction de sollicitation). Généralement pour les tôles minces, le
sens de laminage est pris comme direction de référence. La direction 0◦ est donc définie
comme celle de laminage.

Les critères de plasticité anisotropes sont classiquement divisés en deux sous-catégories
comme le suggère Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] :

— On nommera critère anisotrope quadratique, tous les critères qui définissent la
surface de charge par des fonctions quadratiques. Ces critères sont surtout utilisés
pour la modélisation du comportement anisotrope des aciers.

— Les autres sont dits critères non quadratiques. Ils ont été développés dans l’optique
d’une modélisation de l’anisotropie des alliages d’aluminium et autres matériaux
à structure cristalline complexe.

Les critères isotropes

Le critère de von Mises. Ce critère de plasticité dépend du second invariant J2 et du
déviateur des contraintes S. Il peut s’exprimer de la façon suivante en considérant σy
comme la limite d’élasticité obtenue en traction :

f = f(J2, σy) = σeq − σy =
√

3J2 − σy =
√

3
2S : S − σy (1.4.2)

avec S = σ − 1
3Tr(σ)I.
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Dans l’espace des contraintes, ce critère peut s’écrire :

f =
√

1
2
(
(σ11 − σ22)2 + (σ22 − σ33)2 + (σ33 − σ11)2 + 6

(
σ2

12 + σ2
23 + σ2

31
))
− σy
(1.4.3)

avec σij les contraintes du tenseur σ.

Le critère de Tresca. Ce critère considère que le matériau passe dans le domaine plastique
dès lors qu’une contrainte de cisaillement maximale τ atteint une valeur critique. Il
s’exprime de la façon suivante :

f = maxi 6=j |σi − σj | − σy (1.4.4)

où les σi (i = 1, 2, 3) désignent les contraintes principales du tenseur σ.

La figure 1.17 de Banabic et al. [Banabic2010] représente ces deux critères dans le repère
des contraintes principales de la tôle (σ1 , σ2). Elle permet de montrer que le critère de
von Mises représente un cylindre alors que le critère de Tresca montre un prisme à base
hexagonale tous deux axés sur la trisectrice dans ce repère.

σ1

σ0 σ2

–σ0

–σ0

σ0 Von Mises

Tresca

Figure 1.17 – Représentation graphique des critères de plasticité de Tresca et de
von Mises dans le repère des contraintes principales [Banabic2010].

Il existe d’autres critères de plasticité isotrope tel que Hosford ou Karafillis et Boyce
[Banabic2010 ; Lemaitre+2009]. Toutefois, l’ensemble des matériaux ne présentent
pas un caractère d’isotropie, d’autant plus les tôles laminées. C’est pour cela que le
développement de critères anisotropes s’avère nécessaire.

Les critères anisotropes

Le critère de Hill48 . Le critère de plasticité de Hill48 [Hill1948] est le premier critère
anisotrope à avoir été proposé en 1948. Il propose une évolution du critère de von
Mises par pondération des termes le composant. Cela permet la prise en considération
d’un comportement mécanique différent suivant la direction de sollicitation. Ce critère
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s’énonce comme le montre l’équation suivante :

f =
√
F (σ11 − σ22)2 +G(σ22 − σ33)2 +H(σ33 − σ11)2 + 2Lσ2

12 + 2Mσ2
23 + 2Nσ2

13

−σy
(1.4.5)

Les six paramètres d’anisotropie F , G, H, L, M et N peuvent être identifiés via trois
essais de traction monotone en considérant les limites d’élasticité ou les coefficients
d’anisotropie comme le suggère Lemaitre et al. [Lemaitre+2009].

De nombreux autres critères de plasticité ont été développés. Dans la suite de ce para-
graphe, deux critères de plasticité non-quadratique sont présentés. Ils ne définissent pas
une liste exhaustive mais sont les deux critères de plasticité anisotrope non-quadratiques
les plus utilisés pour modéliser la surface de charge des alliages de titane [Gilles+2011 ;
Kotkunde+2014a ; Odenberger+2013b ; Tuninetti+2015].

Le critère de Barlat91 . Ce critère de plasticité s’inspire du critère de plasticité isotrope
d’Hosford [Banabic2010]. Il a initialement été développé par Barlat et al. [Barlat+1991]
en 1991 pour décrire le comportement des alliages d’aluminium. Comme pour le critère
de Hill48, l’anisotropie se caractérise par six coefficients et s’énonce comme le décrit
l’équation 1.4.6.

f =
[1

2 (|S1 − S2|κ + |S2 − S3|κ + |S3 − S1|κ)
]1
κ − σy (1.4.6)

avec κ le paramètre lié à l’état microstructural du matériau [Barlat+1991]. S1, S2 et S3

représentent les valeurs propres du tenseur déviateur des contraintes S défini pour un
milieu orthotrope par S = L : σ.

L est le tenseur d’ordre quatre que l’on peut écrire sous forme d’une matrice en utilisant
les notations de Voigt :

S11

S22

S33

S23

S13

S12


=



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





σ11

σ22

σ33

σ23

σ13

σ12


(1.4.7)

Le critère de CPB06 (Cazacu-Plunkett-Barlat). Ce critère de plasticité est le plus utilisé
pour décrire l’anisotropie des alliages de titane. Il a été présenté par Cazacu et al.
[Cazacu+2006] et développé dans l’optique de modéliser le comportement des matériaux à
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structure cristalline hexagonale compacte. Ce critère permet de prendre en considération
les deux aspects identifiés notamment par Gilles et al. [Gilles+2011] à température
ambiante, à savoir l’anisotropie et la dissymétrie traction - compression.

Ce critère de plasticité s’attache donc à représenter les deux phénomènes précédents et
s’écrit de la façon suivante :

f = (|Σ1| − kΣ1)a + (|Σ2| − kΣ2)a + (|Σ3| − kΣ3)a − σy (1.4.8)

Pour cela la dissymétrie de limite d’élasticité est introduite par les deux coefficients k et
a. Ces deux paramètres sont dépendants et peuvent être identifiés comme l’indiquent
Cazacu et al. [Cazacu+2006] ou Gilles et al. [Gilles+2011] dans leurs travaux en
considérant un essai de traction et de compression. La relation 1.4.9 met en évidence la
prise en compte de la dissymétrie de limite d’élasticité en traction σt et compression
σc.

σt

σc
= 2a(1 + k)a + 2(1− k)a

2a(1− k)a + 2(1 + k)a (1.4.9)

L’anisotropie est introduite par transformation linéaire L sur le tenseur déviateur des
contraintes S afin de substituer les valeurs du tenseur de Cauchy par les valeurs du
tenseur transformé Σ.



Σ11

Σ22

Σ33

Σ23

Σ13

Σ12


=



L11 L21 L31 0 0 0
L12 L22 L32 0 0 0
L13 L23 L33 0 0 0
0 0 0 L44 0 0
0 0 0 0 L55 0
0 0 0 0 0 L66





S11

S22

S33

S23

S13

S12


(1.4.10)

Au travers de leurs travaux, Cazacu et al. [Cazacu+2006] montrent que l’application
du critère proposé sur des tôles de magnésium et d’alliage de titane permet une bonne
description du comportement complexe de ces matériaux. Plunkett et al [Plunkett+2008]
montrent que le critère de base développé par Cazacu et al. [Cazacu+2006] peut être
amélioré en augmentant le nombre de coefficients d’anisotropie comme le montre la figure
1.18. Cette augmentation s’effectue par une addition de transformations linéaires.

Plusieurs études ont confronté ces critères afin de pouvoir tester leur robustesse et ainsi
identifier le critère permettant de décrire précisement la réponse du matériau pour divers
trajets de chargement. Gilles et al. [Gilles+2012] ont comparé les critères de Hill [Hill1948]
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Figure 1.18 – Comparaison de l’évolution des limites d’élasticité et des
coefficicents d’anisotropie pour la tôle d’alliage 2090-T3 suivant les différentes

identifications du critère de plasticité [Plunkett+2008].

(Hill48 ) et de Cazacu [Cazacu+2006 ; Plunkett+2008] (CPB06 ) pour des essais de
traction et compression à température ambiante. Odenberger et al. [Odenberger+2013b]
ont étudié la mise en forme d’une tôle Ti-6Al-4V à 400◦C. Dans cette étude, les auteurs
comparent les critères de Barlat [Barlat+2005 ; Barlat+2003] (Barlat03 ) et le critère de
Cazacu (CPB06 ). Revil-Baudard et al. [Revil Baudard+2009] simulent une opération
de mise en forme de tôle Ti-6Al-4V à température ambiante et comparent le critère de
Hill (Hill48 ) et de Cazacu (CPB06 ). Kotkunde et al. [Kotkunde+2014b] confrontent
également les différents critères de Hill (Hill48 ), de Barlat (Barlat91, Barlat96 et
Barlat2000 ) et de Cazacu (CPB06 ) pour décrire le comportement plastique d’une
tôle en alliage de titane Ti-6Al-4V à 400◦C lors d’une opération de formage à chaud.
L’ensemble de ces études montre que le critère le plus représentatif est le critère de
Cazacu (CPB06 ). Les auteurs mettent également en avant que la détermination des
paramètres du critère de Cazacu n’est par aisée car elle nécessite un nombre important
d’essais expérimentaux dont certains peuvent s’avérer complexes à réaliser (bi-expansion,
bi-compression). De nombreuses autres études (Gilles et al. [Gilles+2011], Odenberger
[Odenberger+2013b] Tuninetti et al. [Tuninetti+2015], Banabic et al. [Banabic2010],
Chartrel [Chartrel+2013] , Tritschler et al. [Tritschler+2014]) mettent en évidence que
le critère développé par Cazacu et al. [Cazacu+2006] est le plus adéquat pour décrire le
comportement plastique des alliages de titane à différentes températures.

La figure 1.19 [Kotkunde+2014b], compare les trois critères de plasticité de Hill (Hill48 ),
Barlat (Barlat91 ) et Cazacu (CPB06 ) pour un alliage Ti-6Al-4V à 400◦C dans le plan
des contraintes principales σ1 − σ2. Dans ce cas, le critère de Cazacu [Cazacu+2006]
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est le plus approprié concernant la prédiction des limites d’élasticité obtenues pour
différents cas de chargement.

Figure 1.19 – Comparaison des surfaces de charge définies par les critères (de
gauche à droite) de Hill48, Barlat91 et CPB06 pour un alliage de titane Ti-6Al-4V

à 400◦C [Kotkunde+2014b].

Au cours des opérations d’emboutissage, la tôle va subir des chargements complexes qui
entrainent une évolution de la surface de charge. Ce phénomène peut être modélisé au
travers de variables d’écrouissage.

1.4.4.2 Variables d’écrouissage

L’étude de l’influence de l’écrouissage ne fait pas l’objet de nombreuses études surtout
concernant les alliages de titane sous forme de tôle. Pour d’autres matériaux, Firat
et al. [Firat+2008], Tang et al. [Tang+2010] et Lee et al. [Lee+2012] ont mis en
évidence la prépondérance de la prise en compte de l’évolution de la surface seuil.
La figure 1.20, proposée par Tang et al. [Tang+2010], illustre l’évolution de la force
en fonction du déplacement considérant différentes variables d’écrouissage (isotrope,
cinématique et mixte) pour une même sollicitation de pliage - dépliage d’un alliage
d’aluminium. Ils intègrent ensuite ce modèle de comportement dans un calcul E.F.
simulant la mise en forme d’une éprouvette technologique proposée à la conférence
NUMISHEET93’. La simulation numérique permet également d’étudier l’influence
du type d’écrouissage considéré sur la prédiction du retour élastique [Haddag+2007 ;
Haddag+2005 ; Tang+2010].

Lors d’une opération d’emboutissage, une bonne prédiction de l’évolution de la surface
seuil est primordiale. En effet, la tôle subissant des sollicitations non-monotones, le
type de variable d’écrouissage considéré va significativement modifier les niveaux de
contraintes résiduelles calculées [Col2002] et donc agir directement sur la prédiction
du retour élastique de la pièce [Lemaitre+2009]. Au travers des figures 1.20 ou 1.11
proposée par Sabourin et al. [Sabourin+2005], nous pouvons aisément comprendre que
suivant le modèle choisi, la réponse mécanique sera différente.
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Figure 1.20 – Comparaison de la réponse force - déplacement dans une opération
numérique de pliage - dépliage d’une tôle de 0, 93 mm en alliage d’aluminium
AL6022-T4 ovbtenue à l’aide de différentes lois d’écrouissage [Tang+2010].

Comme le présente Hull et al. [Hull+2011], la déformation plastique d’un matériau
cristallin est principalement engendrée par le mouvement des dislocations. Pour un
matériau à structure cristalline hexagonale compacte, comme le titane pur, Frost et
Ashby [Frost+1982] montrent que ce mécanisme peut être accompagné d’un phénomène
de maclage pour des conditions de températures et de vitesses de déformation définies
(cf. figure 1.21).

Figure 1.21 – Mécanismes de déformation activés dans le cas du titane pur en
fonction des conditions de températures et de vitesses de déformation [Frost+1982].
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Jaoul [Jaoul2008] et Kocks et al. [Kocks+2000] définissent le maclage comme la sépara-
tion d’un cristal en deux entités distinctes possédant des orientations différentes. La
conséquence de cette séparation est la création de deux nouveaux cristaux, avec des
propriétés différentes. Au cours d’une sollicitation mécanique, la densité des dislocations
augmente en raison de la rencontre avec des obstacles qui ralentissent ou bloquent
leurs mouvements, ce qui engendre le durcissement du matériau. Comme le définissent
Lemaitre et al. [Lemaitre+2009], la modélisation de ces phénomènes d’écrouissage peut
alors être envisagée suivant deux mécanismes définis au travers de variables d’écrouissage
isotrope et/ou cinématique.

Écrouissage à variable isotrope : il s’agit d’une loi d’évolution permettant de
décrire une dilatation (ou une contraction) de la surface seuil comme le montre la figure
1.22. L’avantage majeur de ce type d’approche est la simplicité d’écriture des lois de
comportement. Comme le décrivent Lemaitre et al. [Lemaitre+2009], la déformation
plastique cumulée p peut être utilisée comme variable d’état. Une variable scalaire R
introduite dans la fonction de charge permet de décrire son évolution :

f = J2(σ)−R− σy (1.4.11)

La composante d’écrouissage isotrope évoluant avec le chargement prend classiquement
la forme suivante :

R = Q(1− e−bp) (1.4.12)

avec Q et b des paramètres matériau.

Pour modéliser plus finement le phénomène et traduire plus fidèlement la forme de la
courbe contrainte - déformation, une somme de plusieurs écrouissages peut être utilisée.
La surface de charge s’exprime alors de la façon suivante :

f = J2(σ)−
n∑
i=1

Ri − σy (1.4.13)

Plusieurs lois d’évolution ont été proposées pour la modélisation de l’écrouissage isotrope ;
qu’il s’agisse d’approches macroscopiques phénoménologiques (travaux de Gilles et al.
[Gilles+2011] avec une loi de type Voce, ou de Odenberger et al. [Odenberger+2011] avec
une loi tabulée) ou d’approches prenant en considération l’évolution microstructurale
(proportion de phase), comme le propose Julien dans ses travaux de thèse [Julien2017].
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Figure 1.22 – Représentation graphique de l’évolution de l’écrouissage isotrope.
A gauche : dans l’espace des contraintes principales, à droite : dans l’espace

contrainte-déformation plastique pour un chargement uniaxial [Chaboche2008].

Écrouissage à variable cinématique : L’écrouissage cinématique permet la modéli-
sation de l’effet Bauschinger 2, qui détermine le comportement plastique du matériau
lors de sollicitations non-monotones [Lemaitre+2009]. Ce phénomène est modélisé par
l’intermédiaire d’un tenseur d’écrouissage cinématique X. Cette variable X est introduite
dans la fonction de charge sous la forme décrite par l’équation 1.4.14, permettant de
décrire une translation de la surface de charge dans l’espace des contraintes au cours de
la déformation plastique comme le montre la figure 1.23.

f = J2(σ −X)− σy (1.4.14)

L’expression de la variable d’écrouissage cinématique peut prendre plusieurs formes.
L’équation 1.4.15 donne une expression couramment utilisée [Lemaitre+2009].

X = 2
3Cα

α̇ = ε̇pl −Dαṗ
(1.4.15)

avec C et D des paramètres matériau et ε̇pl le tenseur des vitesses de déformation
plastique.

Tout comme l’écrouissage isotrope, une somme de variables cinématiques peut être
envisagée afin de traduire plus finement le comportement du matériau.

L’écrouissage cinématique permet donc de modéliser le comportement en chargement
cyclique d’un matériau. Il permet, ainsi, d’améliorer la prédiction du comportement
mécanique en traction - compression comme le montre Tang et al. [Tang+2010] au
travers de la figure 1.20.

2. durcissement dans un sens (sens de l’écoulement plastique) et adoucissement d’égale amplitude
dans le sens contraire (décharge élastique).
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Figure 1.23 – Représentation graphique de l’évolution de l’écrouissage
cinématique. A gauche : dans l’espace des contraintes principales, à droite : dans

l’espace contrainte-déformation plastique pour un chargement uniaxial
[Chaboche2008].

L’identification de l’ensemble des coefficients d’un modèle de comportement implique la
réalisation préalable d’essais de caractérisation. Ces essais peuvent être de différentes
natures et plus ou moins complexes à mettre en place. C’est l’objet de la dernière partie
de ce chapitre.

1.5 Essais de caractérisation du comportement
Cette section vise à identifier les différents essais de caractérisation et les outils expéri-
mentaux utilisés pour permettre l’identification d’un modèle de comportement. Cette
étude est principalement axée sur la caractérisation d’un matériau sous forme de tôle.

Dans de nombreux ouvrages, tel que celui de Lemaitre et al. [Lemaitre+2009], l’identifi-
cation du comportement élastique et/ou plastique peut être réalisée à partir d’essais
de caractérisation uniaxiaux. Ces essais, réalisés à l’aide de machine de traction - com-
pression électromécanique ou hydraulique, permettent de caractériser le matériau en
contrainte, via une cellule de force, et en déformation, via une mesure réalisée selon
différentes méthodes. L’instrument de mesure le plus répandu est l’extensomètre mé-
canique. Cependant, les outils de mesures sans contact sont de plus en plus utilisés
[Orteu2002].

L’étude bibliographique a permis de mettre en évidence deux phénomènes majeurs
(anisotropie et dissymétrie) du comportement de l’alliage Ti-6Al-4V. Les parties suivantes
se focalisent sur les caractérisations de ces deux phénomènes.

1.5.1 Mise en évidence de la dissymétrie

La caractérisation de la dissymétrie de limite d’élasticité implique la réalisation d’essais en
traction et en compression. La complexité des essais de compression sur des éprouvettes
plates provient du rapport épaisseur / largeur très faible favorisant le flambage. Ce dernier
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phénomène est mis en défaut, à température ambiante, par Gilles et al. [Gilles+2011]
en utilisant un outillage spécifique qui contraint l’éprouvette dans un système évitant le
flambage (cf. figure 1.24) et par Tritschler et al. [Tritschler+2014] en considérant une
zone utile de l’éprouvette très petite réduisant ainsi le rapport épaisseur / largeur.

A hautes températures, Odenberger et al. [Odenberger+2008b] utilisent un système
développé par Eggertsen et al. [Eggertsen+2010] (semblable à celui utilisé par Gilles
et al. [Gilles+2011], cf. figure 1.24) résistant à la température. Cependant, la mise
en œuvre de ce type d’essais engendre un frottement inévitable entre l’outillage et
l’éprouvette perturbant l’acquisition de l’effort au cours de l’essai. C’est pour cela que
des corps intermédiaires sont positionnés entre l’outillage et l’éprouvette afin de favoriser
le glissement et réduire au maximum le frottement.

Figure 1.24 – Représentation schématique de l’outillage anti-flambage
[Gilles+2011].

1.5.2 Caractérisation de l’anisotropie

L’anisotropie d’un matériau se caractérise par la dépendance de son comportement
vis-à-vis de la direction selon laquelle il est sollicité. Banabic et al. [Banabic2010]
rappellent que le processus de laminage induit une anisotropie particulière caractérisée
par la symétrie des propriétés mécaniques par rapport à trois plans orthogonaux. Un
tel comportement mécanique est appelé orthotropie. Dans le cas des tôles laminées,
leur orientation est la suivante : sens de laminage (rolling direction : RD) ; direction
transversale (transverse direction : TD) ; direction normale (normal direction : ND)
visible schématiquement sur la figure 1.25.

L’influence de la direction de sollicitation sur l’anisotropie d’un matériau est caractérisée
par le paramètre de Lankford ou coefficient d’anisotropie plastique. Ce coefficient est
déterminé par des essais de traction uniaxiale sur des éprouvettes plates. Le coefficient
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Figure 1.25 – Représentation des trois directions : sens de laminage (RD),
direction transverse (TD) et normale (ND) [Banabic2010].

d’anisotropie r est défini par l’équation suivante dans l’ouvrage de Banabic et al
[Banabic2010] :

r =
εplyy

εplzz
(1.5.1)

avec εplyy et εplzz respectivement les déformations plastiques dans la largeur et dans
l’épaisseur de l’éprouvette caractérisant la section normale à la sollicitation.

Comme l’épaisseur de l’échantillon est très petite par rapport aux deux autres dimensions,
les erreurs de mesure relatives seront très différentes [Banabic2010]. Par conséquent,
en considérant l’hypothèse d’incompressibilité plastique (Tr(εpl) = 0), des quantités
ayant le même ordre de grandeur peuvent être introduites et l’équation 1.5.1 peut être
remplacée par :

r = −
εplyy

εplxx + εplyy
(1.5.2)

L’identification de ces deux déformations est généralement réalisée par Corrélation
d’Image Numérique (CIN) ou Digital Image Correlation (DIC).

Gilles et al. [Gilles+2011], Tuninetti et al. [Tuninetti+2015], Odenberger [Odenber-
ger2005], Chartrel [Chartrel2016], Revil-Baudard [Revilbaudard2010] utilisent cette
technique de mesure pour l’obtention des données. Elle permet l’acquisition du champ
de déplacement et ainsi le calcul du champ de déformation. Cependant, la réalisation
d’une mesure par corrélation d’images implique l’utilisation d’outils spécifiques.
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1.5.3 Corrélation d’Images Numériques (CIN ou DIC)

Le principe de la corrélation d’images numériques est décrit par Sutton et al. [Sut-
ton+2009] :

"La corrélation d’images numériques est une technique expérimentale permettant de
mesurer un champ de déplacement en comparant les images numériques d’un objet avant
et après déformation."

Ce type de mesure s’applique particulièrement bien à la caractérisation du comportement
d’un matériau. Dans les travaux d’Orteu [Orteu2002], il est stipulé que l’extensométrie
bidimensionnelle permet la mesure de champs de déplacement d’une surface plane. Les
déplacements de points répartis à la surface de l’objet déformé sont calculés à partir de
l’analyse des images acquises durant le temps de l’essai. La création des points (motif)
répartis sur la surface assurent le codage en niveau de gris et est indispensable à la
réalisation du post-traitement permettant le calcul des champs de déplacement. Le motif
peut être réalisé sous forme de grille ou de mouchetis (ou "speckle") suivant la technique
de corrélation d’images utilisée. Dong et al. [Dong+2017] ont réalisé un travail de revue
regroupant les différents motifs ainsi que leurs méthodes de réalisation suivant le type
de substrat et de conditions d’essais. Ainsi, pour la caractérisation des métaux à hautes
températures, le dépôt de mouchetis à base de peinture et la gravure laser semblent les
plus adaptés.

Le post-traitement des images, permettant l’analyse des champs de déplacements et le
calcul des champs de déformation, est généralement réalisé à l’aide de solutions logiciel
clé en main tels que ICASOFT® [LaMCoS+], Aramis® [GOM] ou encore VIC-2D®

[Correlated Solutions2017].

1.5.4 Mesure de champs et essais hautes températures

Les travaux de caractérisation cités au paragraphe 1.5.2, utilisent la technique de la
mesure de champs pour le calcul de la déformation mais ne s’attardent pas sur la mise
au point d’une telle mesure. Des travaux spécifiques dans le domaine : Lyons et al.
[Lyons+1996], Hoffmann et al. [Hoffmann+2003], Grant et al. [Grant+2009], Leplay et
al. [Leplay+2015] ou encore Jones et al. [Jones+2017] montrent que de telles mesures
sont possibles mais qu’une attention particulière doit être portée sur les divers éléments
composant le banc de corrélation d’images ainsi que sur le motif utilisé pour le codage
en niveau de gris.

Lyons et al. [Lyons+1996] montrent que la qualité de la mesure de champs de déforma-
tions lors d’essais de traction hautes températures peut être augmentée en contrôlant les
effets convectifs proches de la fenêtre du four. Cette technique a pour but de maintenir
un indice de réfraction constant. De plus, une étude concernant la qualité des éléments
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dans le chemin optique (ex : fenêtre quartz du four) montre que des verres de haute
qualité permettent d’éviter la distorsion des images.

Oven

Oven

0.1 m

Sample support
structure

DIC 
cameras

Lights

Sample

Window

Figure 1.26 – Installation expérimentale pour observer la déformation d’un
échantillon dans un four [Jones+2017].

Grant et al. [Grant+2009] proposent une technique de mesure utilisant directement
la texture du matériau mise en évidence par un système d’éclairage et de filtrage
optique spécifique. Cette technique permet de supprimer le rayonnement thermique
de l’éprouvette et ainsi de réduire les erreurs de mesures. Jones et al. [Jones+2017]
expliquent que les courants d’air convectifs de température et de densité hétérogène sont
une source d’erreur fréquente mais souvent négligée en mesures de déformation. Pour des
conditions d’essais similaires, illustrées par la figure 1.26, Pan et al. [Pan+2014] indiquent
que cette erreur de mesure est proportionnelle à la température et peut atteindre 6.10−3

pour une température cible de 600◦C. Jones et al. [Jones+2017] montrent que l’utilisation
d’un ventilateur, pour homogénéiser le flux convectif entre la fenêtre du four et les
caméras, permet de réduire l’amplitude des erreurs de mesure du déplacement (1, 31µm
et 1, 08µm respectivement sans et avec ventilateur), mais ne supprime pas complètement
les effets des vagues de chaleur.

L’ensemble de ces études fait apparaître une problématique commune : les effets convec-
tifs. Ces effets viennent perturber la qualité des images acquises à hautes températures
(même isotherme) s’ils ne sont pas contrôlés. De plus, pour les matériaux métalliques,
les phénomènes d’oxydation à hautes températures peuvent provoquer des changements
d’aspect de surface et ainsi dégrader la qualité des mesures [Chen+2012 ; Dong+2017].

De plus, la technique de corrélation d’images numériques permet de réaliser l’identifica-
tion de paramètres matériaux aux moyens de mesures de champ. Erreur en relation de
comportement, champs virtuels, écart à l’équilibre et recalage éléments finis sont des
méthodes utilisées pour cette identification. Pottier et al. [Pottier2010 ; Pottier+2011 ;
Pottier+2012] montrent que l’utilisation d’une méthode de recalage par éléments finis
permet l’identification des paramètres d’une loi de comportement par recalage des
champs de déplacements et de déformations numériques à ceux expérimentaux.
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Conclusion Chapitre 1

Au travers de ce premier chapitre, un certain nombre de notions importantes ont été
présentées. L’étude du comportement de l’alliage Ti-6Al-4V a été analysée et discutée en
tenant compte des trajets de chargements spécifiques subis par la tôle lors d’opérations de
mise en forme. Cette analyse donne la possibilité, pour la suite, d’exposer les principaux
aspects qui seront utiles pour la réalisation de ces travaux de recherche. Les points
abordés dans ce premier chapitre sont rappelés ci-dessous.

Le comportement mécanique

L’étude du comportement mécanique de l’alliage de titane Ti-6Al-4V permet dans une
première approche de prendre en considération un grand nombre de phénomènes qui
pourront impacter le comportement du matériau. Ainsi la sensibilité à la vitesse de
déformation [Majorell+2002 ; Vanderhasten2007], l’influence de la température [Char-
trel2016 ; Lecomte2000 ; Odenberger2005], l’anisotropie des tôles laminées [Banabic2010 ;
Chartrel2016 ; Gilles+2011], la dissymétrie de réponse en traction et en compression
[Gilles+2011 ; Odenberger+2013a ; Tritschler+2014] et l’influence de la taille de grain
[Alabort+2015 ; Velay+2014] ont été exposées.

L’augmentation de la température et/ou la diminution de la vitesse de déformation
entrainent une chute de la résistance du matériau [Lecomte2000] (fig. 1.4) et une aug-
mentation de son allongement [Hamilton1987] (fig. 1.6). L’anisotropie du matériau a été
étudiée sur une large gamme de températures [Chartrel2016 ; Gilles+2011 ; Roth+2014 ;
Tuninetti+2014] et n’est pas négligeable pour les températures considérées (T < 700◦C).
La dissymétrie de comportement en traction - compression est observée à tempéra-
ture ambiante [Cazacu+2006 ; Gilles+2011 ; Tritschler+2014] mais peu de travaux
montrent également sa présence à plus hautes températures [Odenberger+2013a]. Enfin,
la microstructure initiale de l’alliage influence grandement la ductilité du matériau
[Alabort+2015 ; Velay+2014].

La mise en forme de tôle

Un descriptif succinct des procédés de mise en forme de tôle utilisés pour les alliages de
titane et une présentation du procédé d’emboutissage utilisé dans ce projet est proposé
[Banabic2010 ; Col2010 ; Col2011b ; Marciniak+2002]. Cela permet d’appréhender les
problématiques industrielles (vitesse de poinçon, effort serre-flan, ...) et scientifiques
(vitesse de déformation, écrouissage, ...) auxquelles nous sommes confrontés avec plus
de détails. Un des nombreux avantages que propose l’utilisation de ce procédé est le
contrôle de l’écoulement de matière qui permet la réalisation de pièces à géométrie
complexe pour des températures inférieures à celles mises en jeu dans le procédé de
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formage superplastique (SPF). De plus, une déformation plus importante que celle
proposée par les procédés de mise en forme à froid est obtenue.

Au travers de cette analyse bibliographique, seuls les travaux de Kotkunde et al. [Kot-
kunde+2014c ; Kotkunde+2017] ont pu être identifiés s’inscrivant dans la logique de l’uti-
lisation du procédé d’emboutissage et des température inférieures (150◦C < T < 400◦C)
à celle considéré actuellement (750◦C < T < 890◦C [Stutz+2013]).

La modélisation du comportement mécanique

Concernant la modélisation du comportement mécanique de l’alliage de titane Ti-6Al-4V,
deux approches ont été présentées : physique et phénoménologique.

L’approche physique est basée sur le mouvement des dislocations et les phénomènes de
maclage qui sont les mécanismes principaux de déformation plastique de l’alliage Ti-
6Al-4V [Frost+1982 ; Hull+2011]. Grâce à un tel modèle, le comportement du matériau
(viscosité, écrouissage, restauration statique) peut être prédit en intégrant des paramètres
métallurgiques.

L’approche phénoménologique propose, quant à elle, de décrire le comportement ma-
croscopique du matériau en s’affranchissant de paramètres métallurgiques complexes à
identifier et à caractériser [Chaboche2008 ; Lemaitre+2009]. L’identification est donc
simplifiée. Le but est de pouvoir associer le comportement mécanique à des paramètres
physiques observés lors d’essais simples ou issus de la littérature. Le modèle identifié
peut alors décrire un comportement mécanique capable de prendre en considération des
trajets de chargements complexes [Chaboche+1995 ; Sabourin+2005].

La caractérisation mécanique

Finalement, la caractérisation expérimentale du matériau à haute température nécessite
l’utilisation d’outils spécifiques afin d’identifier au mieux l’ensemble des paramètres.
En ce sens, les alliages de titane sont largement caractérisés à température ambiante
[Gilles+2011 ; Revilbaudard2010 ; Tritschler+2014 ; Tuninetti+2015] et à très hautes
températures [Bellet1988 ; Majorell+2002 ; Velay+2016 ; Wang+2009b] mais la base
de données reste peu fournie aux températures intermédiaires [Kotkunde+2014b ; Kot-
kunde+2017 ; Odenberger+2013a].

Deux phénomènes prépondérants doivent être identifiés afin de pouvoir décrire avec
précision le comportement de notre alliage, à savoir l’anisotropie et la dissymétrie. A
température ambiante, les alliages de titane présentent une dissymétrie de comportement
en traction - compression [Cazacu+2006 ; Gilles+2011 ; Tritschler+2014]. Un outillage
spécifique est utilisé par divers auteurs afin de mettre en avant cette particularité. A
plus hautes températures, ce phénomène reste mal connu du fait de la complexité des
essais à réaliser [Odenberger+2013a].
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L’identification de l’anisotropie plastique est classiquement réalisée à l’aide de mesures
par corrélation d’images numériques (DIC ) [Chartrel2016 ; Odenberger2009]. Cependant
les différentes études réalisées dans ce domaine [Grant+2009 ; Jones+2017 ; Lyons+1996]
montrent qu’une attention particulière doit être portée sur la qualité des mesures
obtenues.
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Introduction
La modélisation du comportement mécanique d’un matériau nécessite l’identification
d’un ensemble de paramètres en lien avec les conditions de trajet de chargement
prédéfinies. De nombreuses études se sont attachées à déterminer les paramètres pouvant
influencer le comportement des alliages de titane (cf. paragraphe 1.2). Les aspects
phénoménologiques du comportement mécanique de ces alliages présentés dans le chapitre
précédent sont analysés avec attention dans cette partie afin de quantifier l’importance
de chaque mécanisme en vue de leur prise en compte dans la modélisation.

L’étude bibliographique a montré que l’état microstructural, la température, la vitesse
de déformation, l’orientation et le type de sollicitation ont un impact non négligeable sur
la réponse du matériau. Dans ce chapitre, des essais mécaniques isothermes monotones
et cycliques sont réalisés afin de permettre la définition d’un modèle de comportement
et l’identification de l’ensemble de ses paramètres.

La première partie de ce chapitre décrit les modes de déformation caractérisant les
opérations de mise en forme puis lematériau de l’étude est présenté. Enfin, des essais
mécaniques monotones et cycliques, en grandes et petites déformations, sont
réalisés. Ils permettent une caractérisation du comportement mécanique de l’alliage
Ti-6Al-4V suivant différents trajets de chargement.

2.1 Mode de déformation lors des opérations de
mise en forme

Lors d’une opération d’emboutissage, les modes de déformation vont être influencés
par les paramètres du procédé et la géométrie de la pièce à réaliser. Comme le présente
Col [Col2011b], les modes principaux sont décrits par la figure 2.1. Ce diagramme,
défini dans le repère des déformations principales, met en évidence les divers modes de
sollicitations que subit une tôle en les reliant au trajet de chargement.

La figure 2.2 montre l’évolution de la position d’une section de la tôle en fonction du
temps. Lors de l’étape initiale t0, cette section n’est pas sollicitée ; à l’instant t1, la face
supérieure est sollicitée en traction alors que son opposée est sollicitée en compression.
Enfin, à l’état t2 cette section se situe dans une partie plane et la sollicitation aura évolué.
Ainsi les zones précédemment en traction (respectivement en compression) peuvent
subir de la compression (respectivement de la traction).
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Figure 2.1 – Diagramme de divers modes de déformation [Col2011b].

L’objectif de ces travaux est de caractériser le matériau pour des sollicitations représen-
tatives de celles induites dans la tôle lors de la mise en forme. D’après la figure 2.2, le
cycle typique subi par un point de la face supérieure (respectivement face inférieure)
de la tôle au cours d’une opération d’emboutissage correspond à un cycle de traction -
compression (respectivement compression - traction) [Sabourin+2005].
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Figure 2.2 – Évolution de la position d’une tranche de la tôle au cours d’une
opération de mise en forme.

Dans un premier temps, le comportement du matériau est étudié en grandes déformations
afin d’identifier la température optimale de mise en forme dans la gamme de température
T = 400− 700◦C. Elle correspond au meilleur compromis permettant une déformation
maximale du matériau et une réduction significative des coûts énergétiques du procédé en
abaissant la température de formage en comparaison des procédés classiquement utilisés
(SPF ou HF). Dans un second temps, une caractérisation complète du matériau est
réalisée à la température de formage sélectionnée. Ainsi, plusieurs vitesses de déformation
sont considérées afin d’identifier sa sensibilité à la vitesse de sollicitation et différents
angles de prélèvement sont sélectionnés dans le but de caractériser son anisotropie.
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2.2 Le matériau de l’étude : Ti-6Al-4V

2.2.1 Composition chimique

Le matériau de l’étude est un alliage de titane largement utilisé dans l’industrie aé-
ronautique : l’alliage Ti-6Al-4V [Lütjering+2007]. L’ensemble des éprouvettes a été
découpé dans un flan de cet alliage d’une épaisseur nominale de 1, 6 mm fourni par
VSMPO. Cette épaisseur de flan a été choisie pour permettre un compromis entre coût
matière et épaisseur minimale après mise en forme. Un traitement thermique de recuit,
appliqué à ce flan par le fournisseur, considère un maintien à 790◦ C pendant 45 min et
un refroidissement à l’air [Combres2013]. La composition chimique moyenne de l’alliage
Ti-6Al-4V de l’étude est donnée dans le tableau 2.1.

Tableau 2.1 – Composition chimique moyenne de l’alliage de titane Ti-6Al-4V de
l’étude.

Al V Cmax Omax Nmax Hmax Femax Autre élém.
(%) (%) (%) (%) (%) (%) (%) max chacun

(%)
6,46 4,23 0,011 0,174 0,005 0,0125 0,21 <0,001

2.2.2 Microstructure

Ce matériau révèle une structure microscopique biphasée α+β équiaxe comme le présente
la figure 2.3a. Concernant cette microstructure, deux phénomènes prépondérants peuvent
influencer le comportement mécanique de l’alliage : il s’agit de l’évolution de la taille de
grains et du pourcentage des phases en présence. La taille de grains initiale aura un
effet important sur le comportement de l’alliage. Ainsi, les conditions de chargement
peuvent conduire à une augmentation importante de la taille de grains provoquant
un phénomène de recristallisation engendrant un adoucissement [Alabort+2015]. La
figure 2.3a illustre la microstructure initiale du matériau observée par Microscopie
Électronique à Balayage (MEB). La taille moyenne des grains est de 6 µm, nous sommes
donc en présence d’une microctrusture fine ("fine-grain") conventionnellement utilisée
en mise en forme superplastique. Par ailleurs, la proportion de phase α en fonction de
la température [Vanderhasten2007] a fait l’objet d’une analyse qui a montré que, pour
les températures considérées, cette proportion reste quasi-identique à 400◦C (90%) et
700◦C (85%). Les figures 2.3b et 2.3c illustrent la microstructure du matériau de la
présente étude à 400◦C et 700◦C après une sollicitation en traction à une vitesse de
10−4s−1 soit une vitesse lente et par conséquent un temps d’essai long (90 min) propice
à l’évolution de la taille de grains. L’observation de ces clichés montre que la taille de
grains n’évolue pas aux températures considérées et que le pourcentage de phase reste
sensiblement le même.
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Figure 2.3 – Micrographies initiale, après essai à 400◦C et après essai à 700◦C de
l’alliage de titane Ti-6Al-4V utilisé dans la présente étude.

Pour la suite de l’étude, nous pouvons considérer un état microstructural stable pour
la gamme de température étudiée permettant de s’affranchir d’une étude plus poussée
concernant les évolutions microstructurales du matériau

2.2.3 Découpe des éprouvettes

L’ensemble des éprouvettes a été découpé en utilisant la technique jet d’eau afin de
réduire l’apport de source de chaleur lors de la découpe et ainsi garantir l’intégrité de la
microstructure du matériau sur la totalité des éprouvettes ainsi fabriquées. Les mises
en plan des éprouvettes grandes déformations (GD) et petites déformations (PD) sont
fournies par les laboratoires de recherche et sont données sur la figure 2.4.
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Figure 2.4 – Dimensions des éprouvettes de traction grandes déformations (GD)
et petites déformations (PD).

Les essais mécaniques réalisés suivant différentes orientations d’extraction par rapport à
la direction de laminage de la tôle, permettent de caractériser l’anisotropie du matériau
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[Banabic2010]. Cette étude est réalisée suivant trois directions. L’angle défini entre
la direction de laminage et la direction d’extraction des éprouvettes est noté α et
est représenté schématiquement sur la figure 2.5. Ainsi, un angle de 0◦ correspond
à la direction de laminage (RD : rolling direction), un angle de 90◦ à la direction
perpendiculaire au laminage (TD : transverse direction) et un angle de 45◦ à la direction
diagonale (DD : diagonal direction).

Direction de laminage

Direction transverse

Repère essai

x

y



Figure 2.5 – Représentation schématique de l’angle α formé entre les directions
de laminage et de sollicitation.

2.3 Essais mécaniques de traction monotone
isotherme en grandes déformations

A la vue de l’analyse bibliographique présentée au chapitre précédent, nous avons fait
le choix de réaliser un plan d’expériences prenant en considération trois paramètres, à
savoir :

— la température ;

— la vitesse de déformation ;

— l’orientation d’extraction.

L’analyse de l’effet de la température permettra de déterminer la température optimale
de formage afin d’obtenir le meilleur compromis entre déformation maximale et coût
énergétique engendré par le chauffage.

Dans le chapitre 1, l’analyse bibliographique a montré que les alliages de titane sont
très sensibles à la vitesse de déformation surtout à hautes températures [Leyens+2003].
Au cours d’une opération de formage, les vitesses de déformation rencontrées par la
tôle seront dépendantes des paramètres procédés et évolueront en fonction de la zone
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déformée. La caractérisation du matériau doit donc prendre en considération cette
sensibilité à la vitesse de déformation. Dans notre cas, cette caractérisation est réalisée
suivant trois vitesses de déformation 10−2s−1, 10−3s−1, 10−4s−1. Cet ensemble de vitesses
permet de couvrir une large gamme de vitesses de déformation pour caractériser le
matériau au mieux afin de prédire le plus fidèlement possible son comportement au
cours du procédé d’emboutissage à chaud.

L’identification de l’anisotropie plastique, ou coefficient de Lankford, est définie par
l’équation 2.3.1. Pour calculer rα il faut pouvoir déterminer la déformation plastique
transverse (εplyy) mais également celle induite dans l’épaisseur (εplzz) lors d’un essai de
traction uni-axiale (cf. figure 2.5). Cependant, il est souvent complexe de mesurer une
déformation dans l’épaisseur. Afin de pallier à cette difficulté, l’hypothèse d’incompres-
sibilité plastique εplxx+εplyy+εplzz=0 est considérée. Par conséquent, il suffit de connaître
les déformations plastiques longitudinale (εplxx) et transversale (εplyy) pour identifier le
coefficient d’anisotropie plastique.

rα =
εplyy

εplzz
= −

εplyy

εplxx + εplyy
(2.3.1)

Les valeurs des déformations plastiques sont donc obtenues à partir des essais uni-
axiaux en supposant la partition de la déformation en une partie élastique et une partie
plastique : ε = εel + εpl. Les déformations élastiques sont obtenues à partir de la loi de
Hooke dont la formulation générale est donnée par l’équation 2.3.2.

εel = − ν
E
Tr(σ)I + 1 + ν

E
σ (2.3.2)

avec ν le coefficient de Poisson défini constant égal à 0, 3 [Vanderhasten2007], E le module
d’élasticité et σ et εel respectivement les tenseurs des contraintes et des déformations
élastiques.

Dans une configuration uni-axiale, les déformations plastiques sont donc calculées, à
partir de l’équation 2.3.2 et des équations suivantes :

εplxx = εxx − εelxx = εxx −
σxx
E

(2.3.3)

εplyy = εyy − εelyy = εyy + ν
σxx
E

(2.3.4)

avec σxx la contrainte longitudinale de traction. Cette analyse se restreint à des niveaux
de déformation suffisamment faibles permettant d’admettre l’hypothèse des petites
déformations.
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Pour les tôles, l’expression de l’anisotropie est généralement effectuée suivant le coeffi-
cient d’anisotropie plastique moyen Rmoy [Marciniak+2002]. Il se calcule à partir des
coefficients d’anisotropie : Rmoy = r0+2r45+r90

4 , avec rα défini par l’équation 2.3.1. On
rappelle ici que plus ce coefficient 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 allongements plus importants
sans apparition de défaut dans l’épaisseur, une striction par exemple [Banabic2010].

Le tableau 2.2 indique les essais réalisés pour l’identification complète du comportement
du matériau. Tous les essais ont été doublés ou triplés lorsque les données des deux
premiers ne présentaient pas une répétabilité suffisante (écart-type inférieur à 5%).

Tableau 2.2 – Conditions des essais de traction en grandes déformations (†=GD)
et en petites déformations(‡=PD) pour les directions de sollicitation RD, DD et

TD et pour les vitesses de déformation de 10−2s−1 à 10−4s−1.

RD DD TD
T (◦C) ε̇xx(s−1) 10−2 10−3 10−4 10−2 10−3 10−4 10−2 10−3 10−4

400 † ‡ † † ‡ † † † † † †
500 † ‡ † † ‡ † † † † † †
600 †
700 †

2.3.1 Développement d’un moyen d’essai

La réalisation d’essais mécaniques en température n’est pas aisée (gradients de tempéra-
ture, mesure de déformation) [Lemaitre+2009] notamment lorsque des allongements
importants sont considérés. Ainsi, il faut garantir un gradient thermique le plus faible
possible mais également pouvoir réaliser une mesure de déformations tout au long de
l’essai (jusqu’à striction) afin d’identifier précisément le comportement du matériau
dans un domaine le plus large possible.

2.3.1.1 La machine de traction, les lignes d’amarrage et le four

Pour la réalisation des essais de traction uni-axiale, une machine de traction hydraulique
MTS® de force nominale 50 kN a été utilisée. Le pilotage est réalisé par un contrôleur
MTS TESTAR 2S®, le logiciel multi usage MPT® et une cellule de force de 25 kN
comme illustré par la figure 2.6. L’amarrage de l’éprouvette est réalisé à l’aide de deux
goupilles cylindriques. Enfin un four tubulaire AET® permet la réalisation d’essais en
température. Ce four composé de trois zones de chauffe indépendantes, permet d’obtenir
des gradients inférieurs à 2◦C tout au long de l’essai.

Puisque le contrôle du déplacement à l’aide d’un extensomètre mécanique s’avère très
complexe (grandes déformations) un déplacement non linéaire du vérin est programmé
afin d’obtenir une vitesse de déformation longitudinale ε̇xx quasi-constante au centre de
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l’éprouvette. Ce déplacement est calculé via l’équation 2.3.5 définie par Kotkunde et al.
[Kotkunde+2014d].

v = ε̇xx.L0.e
(ε̇xx.t) (2.3.5)

avec L0 la longueur utile de l’éprouvette (ici 15 mm), ε̇xx la vitesse de déformation cible
à atteindre et t le temps en seconde.

LUMIERE

CAMERA FILTRE

OBJECTIFFOUR

CELLULE
FORCE

Figure 2.6 – Vue globale du moyen expérimental développé pour la réalisation
des essais de traction uni-axiale en grandes déformations.

2.3.1.2 Mesure de la déformation à hautes températures

La mesure de déformation lors d’essais de traction uni-axiale à hautes températures
en milieu clos implique l’utilisation d’appareillage adapté. Cependant comme indiqué
auparavant, l’utilisation d’un extensomètre mécanique n’est pas possible dans ces condi-
tions (grandes déformations et milieu clos). En outre, il peut, pour certaines conditions
de températures, engendrer une flexion non désirée due à l’effort de maintien des tiges
de l’extensomètre sur la surface de l’éprouvette. Le calcul de la déformation pourrait
être introduit via le déplacement traverse mais sa mesure présente trop d’incertitudes
surtout à basses températures (T ≤ 400◦C) et pour de faibles allongements. La mesure
de déformations est donc réalisée par appareillage sans contact combiné à une technique
de Corrélation d’Images Numériques (CIN) ou "Digital Image Correlation" (DIC), outil
adapté à cette application. La synchronisation entre les appareillages mécanique et
d’imagerie est réalisée à l’aide d’un déclencheur commun ("trigger").

La mesure sans contact fournit quand à elle des informations plus riches. En effet, elle
permet la détermination des champs de déplacements longitudinaux et transversaux
de l’éprouvette puis d’en déduire le champ de déformations par post-traitement. Ces
derniers sont utilisés pour l’identification des coefficients d’anisotropie comme décrit
précédemment par l’équation 2.3.1.
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Un autre bénéfice qu’offre cette technique de mesure est la possibilité d’identifier
précisément l’apparition de la striction de l’éprouvette en observant les champs de
déplacement transversaux dans la zone utile de l’éprouvette.

2.3.2 Mesure de champs par corrélation d’images
numériques (DIC)

2.3.2.1 Corrélation d’images numériques (DIC)

D’après Sutton et al. [Sutton+2009], le principe de la corrélation d’images est basé
sur le fait que la déformation de la surface d’un objet est identique à la déformation
de l’image acquise de cet objet au cours du temps (principe de conservation du flot
optique). D’un point de vue pratique, il faut à minima effectuer les étapes suivantes :

— Acquisition de deux images numériques d’un même objet à deux états mécaniques
différents (état initial et état déformé).

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

— Déduction du champ de déplacement des points (appelé disparité), puis par
dérivation discrète, du champ de déformation.

La réalisation du tracking par corrélation d’images requiert le réglage d’un certain nombre
de paramètres afin de pouvoir réaliser une mesure de qualité (cf. Annexe A.1). Le réglage
de l’ensemble de ces paramètres est réalisé à l’aide des logiciels VIC-Snap® et VIC-2D®

proposés par la société Correlated Solution [Correlated Solutions2017]. Ils intègrent des
algorithmes de corrélation optimisés pour fournir des champs de déplacements et de
déformations bidimensionnels pour des essais mécaniques réalisés sur des échantillons
plans.

Dans notre étude, le but est de suivre le déplacement de l’éprouvette durant un essai
de traction uni-axiale afin de pouvoir identifier par post-traitement les déformations
associées et ainsi les coefficients d’anisotropie plastique.

2.3.2.2 Le banc de corrélation d’images numériques

La lecture de la déformation nécessite seulement la connaissance des données dans le
plan (équation 2.3.1) et l’utilisation d’une seule caméra pour l’acquisition d’images est
suffisante [Lyons+1996]. Une vue globale du moyen d’essai développé dans cette étude
est présentée sur la figure 2.6. Les éléments composant le banc de mesure présentés sur
la figure 2.6 sont :

— une caméra : Pike® « F-505B / F-505C (5MP ) » ;

— un objectif : Tamron® « AF28-300 XR Di » ;
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— un système d’éclairage : Dedolight® « DLH400 » ;

— un filtre spectral : filtre de couleur vert.

2.3.2.3 Étude du marquage des éprouvettes

La technique de mesure choisie implique la réalisation d’un marquage de l’éprouvette
(mouchetis) pour permettre le codage en niveau de gris et ainsi le suivi de pixels. Comme
la plage de températures que nous considérons dans un premier temps est très large
(400◦C - 700◦C) il faut pouvoir réaliser un même type de marquage sur l’éprouvette qui
ne se dégrade pas avec la température. Il existe un très grand nombre de techniques de
marquage comme le suggère Dong et al. [Dong+2017] chacune adaptée à des besoins
spécifiques (températures, échelles de mesures, environnement, ...).

Trois types de marquage ont été testés afin de pouvoir répondre pleinement aux attentes
de l’étude. Ils s’appuient soit sur une projection de peinture dont le motif est aléatoire
(mouchetis), soit directement sur la microstructure du matériau ou encore sur une
technique d’anodisation de la surface de l’éprouvette. Chacune de ces techniques demande
un savoir faire particulier et permet d’obtenir un marquage différent. Dans la suite de
ce paragraphe les trois techniques sont présentées.

La technique par projection de peinture est la méthode de marquage le plus répandue
pour les métaux [Dong+2017]. Le principe est de déposer une couche de peinture
mouchetée sur le substrat et ainsi permettre le codage en niveaux de gris. Cette technique
a souvent fait ses preuves [Chen+2012 ; Leplay+2015 ; Sutton+2009]. Cependant, dans
notre cas, il faut pouvoir utiliser une peinture qui résiste à une température maximale
de 700◦C et qui puisse également se déformer suffisamment afin d’éviter une perte de
données trop importante lors de l’essai. Huit peintures, de différentes compositions, ont
été testées mais aucune n’a réussi à répondre pleinement à nos attentes. La figure 2.7a
montre une éprouvette équipée d’un mouchetis de peinture lors d’un essai de traction à
400◦C à une vitesse de déformation de 10−4s−1. On peut observer, sur cette image, que
la peinture s’écaille (zones blanches saturées) au cours de l’essai probablement du fait
d’une déformation trop importante de l’éprouvette que la peinture ne supporte pas.

La technique d’attaque chimique permet de créer un contraste afin de révéler la
microstructure (grains et joints de grains). Elle est notamment utilisée pour des essais
où la zone d’observation est réduite. La figure 2.7b illustre un essai considérant une
préparation de la surface par une attaque chimique de type Kroll pour des conditions
d’essais identiques à celles de la figure 2.7a. A cette échelle d’observation, le contraste
obtenu entre les différentes phases n’est pas suffisant pour permettre le codage en
niveaux de gris et donc le suivi du champ de déplacement.
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(a) peinture (b) attaque
chimique

(c)
anodisation

Figure 2.7 – Prise de vue de la caméra numérique du banc de corrélation
d’images pour différents mouchetis (peinture, attaque chimique et anodisation) lors
d’un essai de traction monotone à 400◦C et une vitesse de déformation de 10−4s−1.

Enfin, la technique dite de l’anodisation permet de réaliser un mouchetis anodisé
s’appuyant sur les études de l’A3TS 1 et d’Aladjem [Aladjem1973]. Cette technique
permet de créer un film d’oxyde de titane qui a la particularité, suivant son épaisseur,
de bloquer certaines longueurs d’ondes et ainsi laisser transparaître de la couleur. La
figure 2.7c montre la réalisation d’un tel marquage. Cette technique permet de créer un
mouchetis directement imprégné dans le substrat de l’éprouvette sans utiliser de dépôt
extérieur. Un des avantages de cette technique est de s’affranchir des problématiques
visant à s’interroger sur la cohésion entre le dépôt et le substrat. La mise en œuvre de
ce type de mouchetis requiert la réalisation d’étapes successives à accomplir avec le
plus grand soin. Les différentes étapes sont décrites ci-dessous et illustrées par la figure
2.8 :

— Attaque chimique : en mesure optique toute surface brillante affecte fortement
la qualité de la mesure puisque la lumière est réfléchie dans l’objectif de la caméra
et crée une zone saturée. Afin de rendre mate la surface de l’éprouvette, il faut
réaliser une attaque chimique. Cette attaque, habituellement utilisée pour révéler
les joints de grains des alliages de titane, permet ici de matifier la surface de
l’échantillon. La composition chimique de l’attaque utilisée ici est 100 ml d’eau
(H2O), 2 ml d’acide fluoridrique (HF ), 5 ml d’acide nitrique (HNO3). La durée
de l’exposition de l’éprouvette peut varier en fonction de son état initial. En
moyenne, cette durée varie de 10 à 15 secondes.

— Nettoyage : afin de retirer l’ensemble de l’attaque et ainsi arrêter complètement
la réaction chimique, l’éprouvette doit être nettoyée soigneusement à l’eau claire
puis à l’éthanol afin de retirer toute impureté avant le dépôt du vernis.

1. Association de Traitement Thermique et de Traitement de Surface
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— Dépôt du vernis (cf. figure 2.8a) : l’application du mouchetis est réalisée à l’aide
d’une brosse et d’un vernis uréthane (type Jelt®) qui possède une très bonne
résistance aux acides et permet ainsi d’obtenir un bon rendu final. Cette opération
est réalisée en trois temps. Afin de pouvoir créer un mouchetis le plus fin possible,
il faut éviter de créer de grosses gouttelettes liquides de vernis. Si les gouttelettes
liquides sont trop proches les unes des autres, elles vont créer une gouttelette de
plus grosse taille. Il faut donc appliquer le vernis en plusieurs étapes afin de lui
permettre de sécher entre deux applications.

— Anodisation (cf. figure 2.8b) : la réaction globale est une réaction d’électrolyse
en milieu acide qui va conduire à la création de dioxyde de titane à la surface de
la pièce. On parle d’anodisation puisque l’objet en titane relié au pôle (+) sera
l’anode (où aura lieu une oxydation) et l’autre objet en acier inoxydable sera
la cathode (où aura lieu la réduction). Cette couche d’oxyde de titane va ainsi
conférer différentes couleurs à l’objet.

éprouvette
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Figure 2.8 – Schématisation des étapes de dépôt du vernis et de l’anodisation
pour la création d’un mouchetis anodisé.

Le résultat final obtenu sur une éprouvette est illustré sur la figure 2.9. La couche
d’oxyde de titane (TiO2) est de couleur bleu et se crée là où le masque de vernis
n’est pas présent. La couleur de la couche d’oxyde va dépendre de son épaisseur et est
directement liée à la tension appliquée lors de l’étape d’anodisation [Aladjem1973]. Ici
une tension de 22 V continue est utilisée pour obtenir cette couleur bleu foncée et ainsi
créer un contraste le plus grand possible entre la couleur grise du titane et l’oxyde.

Figure 2.9 – Éprouvette en alliage de titane Ti-6Al-4V dont le marquage de
surface a été réalisé par anodisation.
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2.3.2.4 Résultats issus de la Corrélation d’Images Numériques

La mesure du champ de déformations par Corrélation d’Images Numériques produit
des erreurs comme toute instrumentation. Cette erreur peut être de deux natures,
à savoir spatiale ou temporelle. La quantification de l’erreur temporelle est réalisée
en considérant un déplacement imposé (déplacement nul) ce qui permet de pouvoir
comparer simplement la déformation calculée à la déformation théorique (dans ce cas
nulle). Le calcul des champs de déformations, à partir des champs de déplacements, est
réalisé par le logiciel VIC-2D®. La figure 2.10a montre l’évolution de la déformation en
fonction du temps dans la zone étudiée. Ainsi on peut observer une erreur inférieure à
2.10−3.
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Figure 2.10 – Identification de l’erreur de mesure suivant la direction de
sollicitation à 500◦C et une vitesse de déformation de 10−4s−1.

La figure 2.10b présente l’erreur de mesure spatiale pour ces conditions d’essais. On peut
remarquer que l’erreur de mesure spatiale est de 2, 5.10−3. Cela implique qu’en petites
déformations les données expérimentales de ces essais seront difficilement exploitables.
Cependant en grandes déformations cette erreur de mesure peut être négligée. Effective-
ment pour des niveaux de déformation pouvant atteindre 0, 3 cette erreur représente
une erreur de mesure inférieure à 1%.

Comme indiqué précédemment cette technique de mesure permet d’identifier précisément
l’instant t de l’apparition de la striction. L’équation 2.3.6 définit le critère utilisé
dans cette étude pour la déterminer. Il s’agit d’un critère définissant le début d’une
hétérogénéité du champ de déplacement transverse, c’est à dire l’instant à partir duquel
un champ de déplacement transversal hétérogène est induit sur une génératrice D
verticale le long d’une extrémité de la zone utile de l’éprouvette. La figure 2.11a illustre
les champs de déplacement transverse pour un essai de traction à 500◦C et une vitesse
de sollicitation de 10−4s−1. Sur cette figure, la striction est largement introduite et est
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visible en observant les différences des champs de déplacement sur les deux génératrices
verticales extrêmes de la zone utile.

max(Uy(x)) − min(Uy(x)) > Υ
x ∈ D x ∈ D

(2.3.6)

avec Uy(x) le déplacement transversal le long d’une génératrice D de la zone utile de
l’éprouvette et Υ le critère d’instabilité permettant de définir le début de la striction.

Ce critère doit être défini supérieur à l’erreur de mesure U erry . Cette erreur est quantifiée
par la mesure du champ de déplacement de l’éprouvette lors d’un déplacement nul (voir
annexe A.1 pour le détail) à hautes températures. Pour le cas présenté ici, cette erreur
spatiale maximale est visible sur la cartographie proposée par la figure 2.11b pour un
instant t à température stabilisée (500◦C) avant sollicitation. Ainsi, pour cet exemple,
le critère d’instabilité est choisi comme : Υ = 2 pixels > U erry
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Figure 2.11 – Identification de la striction pour une éprouvette en traction à
500◦C et une vitesse de déformation de 10−4s−1.

Ainsi lorsque la zone de striction est défini la mesure de la déformation est définie par
une valeur scalaire au centre cette dernière.

2.4 Résultats des essais de traction monotone
Dans cette section, les résultats obtenus à l’aide du moyen expérimental développé pour
les essais en grandes déformations sont présentés. Dans un première temps, les résultats
de l’identification de la température optimale de mise en forme considérant le meilleur
compromis entre déformation maximale et énergie de chauffage sont proposés. Dans
une seconde partie, les résultats des essais aux températures optimales sont exposés.
L’ensemble de ces essais a été réalisé au laboratoire d’essais mécanique de l’Institut
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Clément Ader d’Albi (ICAA) en collaboration avec Thomas Papaïx, Didier Ade et
Jean-Michel Mouys.

2.4.1 Identification de la température de formage

Pour définir clairement la température optimale de formage, il faut définir un taux de
déformation acceptable pour la mise en forme de pièces industrielles. En s’appuyant sur
l’expérience des deux entreprises partenaires de ce projet de recherche, Aurock et Loire
Etude, un taux de déformation de 20% est retenu comme critère.

Les essais de traction uni-axiale ont été réalisés à 400◦C, 500◦C, 600◦C et 700◦C pour
une vitesse de déformation de 10−2s−1. Parmi la gamme de vitesses de déformation
sélectionnée pour cette étude, cette valeur correspond à une vitesse de déformation
élevée pour laquelle les allongements seront les plus critiques.

La figure 2.12 présente l’évolution de la contrainte vraie en fonction de la déformation
vraie pour ces quatre essais. Ce graphe illustre clairement l’effet de la température sur le
comportement du matériau. En effet, l’augmentation de la température de sollicitation
provoque une chute importante du niveau de contrainte et retarde l’apparition de la
striction de l’éprouvette. Pour l’ensemble des essais grandes déformations (GD), la
contrainte vraie est calculée à partir de la section réelle de l’éprouvette (hypothèse de
conservation du volume) identifiée via la mesure par DIC.
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Figure 2.12 – Effet de la température. Graphe contrainte vraie / déformation
vraie pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V, une vitesse de déformation de 10−2s−1 et

des températures de 400◦C à 700◦C.

Après analyse des résultats présentés sur la figure 2.12, les deux températures les plus
basses T = 400◦C et 500◦C sont retenues pour la suite du projet. Elles permettent
d’obtenir un bon compromis entre le taux de déformation maximal avant striction et
le niveau de température. Dans ce cas, les essais menés à une vitesse de déformation
de 10−2s−1 fournissent des déformations à striction respectivement de 0, 1 et 0, 25.
Comme indiqué dans l’étude bibliographique du chapitre 1, cette déformation à striction
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devrait augmenter lorsque la vitesse de déformation diminue. Ce phénomène sera étudié
plus en détails dans la suite avec la réalisation d’essais menés à différentes vitesses
de déformation. Par ailleurs, des essais supplémentaires prendront en considération
différentes orientations de sollicitation (cf. table 2.2).

Les essais de traction, mis en place pour identifier le comportement du matériau, se
focaliseront désormais sur les deux températures retenues ci-avant. Tous les essais de
traction monotone réalisés et tenant compte de l’influence de la température, de la
vitesse de déformation et de l’orientation ont été doublés. Certains d’entre eux non
reproductibles ont été triplés. La figure 2.13 illustre l’erreur de mesure quantifiée en
prenant en compte les doublons à 400◦C et 500◦C dans la direction de laminage et une
vitesse de déformation de 10−4s−1. Ainsi une erreur proportionnelle à la déformation est
enregistrée. L’erreur maximale à 400◦C est de ± 13 MPa alors qu’elle est de ± 15 MPa

à 500◦C. Cette erreur de mesure, grandissante avec la température, peut provenir de
divers phénomènes liées au banc DIC (effet convectif, déformations hors plan) ou bien à
la partie mécanique de l’essai (mise en place de l’éprouvette, mesure de section, etc)
mais reste acceptable pour les besoins de notre étude.
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Figure 2.13 – Représentation graphique de l’erreur de mesure quantifiant la
répétabilité des essais dans ces conditions suivant la direction de laminage (RD) et

à une vitesse de sollicitation de 10−4s−1 à 400◦C et 500◦C.

2.4.2 Essais à 400◦C
Dans cette section, les essais mécaniques isothermes menés en grandes déformations
à 400◦C sont présentés. Cette gamme de température d’essais est peu étudiée dans la
littérature. Pour rappel, Gilles et al. [Gilles+2012] ou Revil-Baudard[Revilbaudard2010]
ont étudié le matériau à température ambiante. Stutz et al. [Stutz+2013], Chartrel
[Chartrel2016], Alabord et al. [Alabort+2015], Majorell et al. [Majorell+2002], ... ont
travaillé à hautes températures (T ≥ 750◦C). Aux températures intermédiaires (400◦C)
les références sont plus rares, ainsi seuls les travaux de Kotkunde et al. [Kotkunde+2014c]
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et Odenberger et al.[Odenberger+2013a] ont été identifiés comme présentant des résultats
de caractérisation à plus basses températures.

La batterie d’essais proposée, permet l’observation de plusieurs phénomènes comme
l’illustrent les figures 2.14 et 2.15. La figure 2.14a met en évidence l’effet de la vitesse de
déformation sur le matériau. A cette température, les effets visqueux sont présentés pour
les trois décades de vitesses de déformation considérées. Ainsi l’écart maximal sur le
niveau de contrainte en fonction des différentes vitesses peut atteindre 30 MPa, ce qui
situe ce résultat dans la gamme d’erreur de mesure. En outre, la vitesse de déformation
a une grande influence sur la déformation avant striction. De ce fait, une diminution
de la vitesse de sollicitation engendre une augmentation de la déformation maximale
avant striction. Ce graphe donné pour la direction de laminage (RD) est représentatif
des résultats obtenus dans les deux autres directions (DD et TD). Ainsi, pour les
trois directions étudiées, la déformation enregistrée pour une vitesse de déformation de
10−2s−1 est en moyenne de 0,1 alors que pour une vitesse de déformation de 10−4s−1

cette valeur est doublée.
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Figure 2.14 – Graphe contrainte vraie / déformation vraie pour l’alliage de titane
Ti-6Al-4V illustrant l’effet de la vitesse de déformation et de l’orientation

d’extraction à 400◦C.

L’effet de l’orientation de sollicitation (RD, DD, TD) sur le niveau de contrainte et de
déformation à striction est mis en évidence par la figure 2.14b pour une sollicitation à
une vitesse de déformation de 10−4s−1. Le matériau présente une résistance maximale
suivant le sens de laminage (RD) et minimale à 45◦ (DD). Ce constat est identique à
celui réalisé par Odenberger et al. [Odenberger+2013a] concernant une tôle en alliage de
titane Ti-6Al-4V de 2 mm d’épaisseur et une température de sollicitation de 400◦C.

En observant le niveau de déformation maximale avant striction, le matériau présente
une déformation maximale amoindrie dans le sens transverse (TD) de près de 10%. Ce

60



Résultats des essais de traction monotone

constat est retrouvé à température ambiante dans l’analyse de Gilles et al. [Gilles+2012]
sur un alliage Ti-6Al-4V suivant les trois même directions.

Le calcul du coefficient d’anisotropie est réalisé comme indiqué dans la section 2.3 par
l’équation 2.3.1. La figure 2.15 illustre l’évolution du coefficient d’anisotropie au cours de
l’essai d’écrouissage à 400◦C pour la direction de laminage et une vitesse de déformation
de 10−4s−1. Le tracé de εplyy en fonction de εplzz (obtenu en considérant l’incompréssibilité
plastique) permet de montrer que le coefficient d’anisotropie plastique est peu sensible
au niveau de déformation plastique. Une évolution similaire est obtenue pour les deux
autres décades de vitesses de déformation pour une erreur inférieure à 1%.

L’ensemble des valeurs des coefficients d’anisotropie identifiées est donné dans le tableau
2.3. Ces valeurs sont en accord avec celles fournies par Odenberger et al. [Odenber-
ger+2013a] pour l’alliage Ti-6Al-4V à la même température.
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Figure 2.15 – Calcul du coefficient d’anisotropie. Graphe εplyy / εplzz pour l’alliage
de titane Ti-6Al-4V pour une vitesse de déformation de 10−4s−1 suivant la

direction de laminage (RD) à 400◦C.

On peut remarquer que les coefficients d’anisotropie calculés à 400◦C sont inférieurs ou
proches de 1 (tableau 2.3). Cela signifie que les déformations plastiques dans l’épaisseur
sont supérieures à celles de la direction transverse. Le matériau aura donc plutôt
tendance à s’amincir qu’à s’allonger.

L’ensemble des résultats expérimentaux issus des essais réalisés à 400◦C est disponible
en Annexe A.2.

2.4.3 Essais à 500◦C

Dans cette section, des essais mécaniques isothermes menés en grandes déformations à
500◦C sont présentés de manière analogue à ceux réalisés à 400◦C.
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Tableau 2.3 – Récapitulatif des valeurs de limite d’élasticité et de coefficient
d’anisotropie pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V à 400◦C en grandes déformations.

Σr représente l’écart-type de l’ensemble des coefficients d’anisotropie dans une
direction.

Temp. [◦C] E [GPa] orient. [◦] σy [MPa] r Σr Rmoy

400 100
0 425 0,514 5,03E-02

0,83345 325 1,100 3,66E-02
90 410 0,617 3,44E-02

A cette température les effets de sensibilité à la vitesse de déformation et à l’orientation
n’ont pas la même proportion qu’à plus basses températures. Les deux phénomènes
énoncés précédemment sont illustrés sur les figures 2.16 et 2.17.

La figure 2.16a met en évidence l’effet de la vitesse de déformation sur le matériau. A
cette température, ce paramètre influence beaucoup plus le comportement qu’à 400◦C.
On observe une chute du taux de contrainte de près de 35% et une augmentation du taux
de déformation à striction de 40% entre les deux vitesses de déformations extrêmes. Ces
conclusions se rapprochent plus des phénomènes observés à très hautes températures.
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Figure 2.16 – Graphe contrainte vraie / déformation vraie pour l’alliage de titane
Ti-6Al-4V illustrant l’effet de la vitesse de déformation et de l’orientation

d’extraction à 500◦C.

L’effet de l’orientation (RD, DD, TD) sur le niveau de contrainte est mis en évidence par
la figure 2.16b à une sollicitation de 10−4s−1. Ici l’analyse sur le niveau de contrainte
est complexe à évaluer puisque les trois courbes se situent dans la zone de dispersion
des mesures expérimentales. Cependant, contrairement à ce qui est observable à 400◦C
(cf. figure 2.14b), les disparités de limites d’élasticité sont très largement réduites. De
plus, on remarque que la répartition de la déformation à striction est différente de celle
obtenue à 400◦C. A cette température, la déformation à striction est maximale suivant
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la direction transverse au laminage (TD) et minimale suivant la direction diagonale
(DD). Les disparités de déformation maximale à striction présentent un écart inférieur
à 5%. Elles sont donc réduites avec l’augmentation de la température.

Le calcul du coefficient d’anisotropie est mené de manière contiguë à l’analyse faite à
400◦C. La figure 2.17 illustre l’évolution du coefficient d’anisotropie à 500◦C. Confor-
mément aux résultats obtenus à plus basse température, cette évolution est linéaire
et permet d’admettre l’hypothèse d’un coefficient d’anisotropie constant sur toute la
gamme de déformations plastiques avant striction.
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Figure 2.17 – Calcul du coefficient d’anisotropie. Graphe εplyy / εplzz pour l’alliage
de titane Ti-6Al-4V pour une vitesse de déformation de 10−4s−1 suivant la

direction de laminage (RD) à 500◦C.

Le tableau 2.4 regroupe les valeurs de module d’élasticité, des limites d’élasticité, des
coefficients d’anisotropie et des coefficients de Lankford identifiés pour l’alliage de l’étude
à 500◦C. Dans la littérature, à cette température, les données expérimentales de carac-
térisation concernant l’alliage Ti-6Al-4V sont peu abondantes. Cependant les données
expérimentales identifiées et publiées par Odenberger et al. [Odenberger+2013a] à 560◦C
montrent une tendance similaire concernant le module d’élasticité. Les valeurs des coef-
ficients d’anisotropie semblent également cohérentes avec celles identifiées par Chartrel
[Chartrel2016] dans ses travaux de thèse à plus haute température (T = 630◦C).

L’ensemble des résultats des essais de traction en grandes déformations est présenté
dans l’Annexe A.2.

Cette première analyse du comportement du matériau a permis de mettre en évidence
un certain nombre de phénomènes identifiés dans l’étude bibliographique à différentes
températures. Ainsi la dépendance du matériau à la température est exposée et on
remarque que lorsque la température croît, le niveau de contrainte diminue et la
déformation maximale à striction augmente pour les trois vitesses de déformation et
les trois orientations étudiées. La température a également un effet sur le taux de
déformation à striction en fonction de la direction de sollicitation. L’influence de la
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Tableau 2.4 – Récapitulatif des valeurs de limite d’élasticité et de coefficient
d’anisotropie pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V à 500◦C en grandes déformations.

Σr représente l’écart-type de l’ensemble des coefficients d’anisotropie dans une
direction.

Temp. [◦C] E [GPa] orient. [◦] σy [MPa] r Σr Rmoy

500 92
0 50 0,462 3,19E-02

0,81845 40 1,149 5,41E-02
90 48 0,511 1,35E-03

vitesse de déformation aux deux températures retenues (400◦C et 500◦C) est plus
marquée lorsque la température augmente comme le suggère Lecomte [Lecomte2000]
dans ses travaux de thèse. Enfin, les disparités de limite d’élasticité tendent à s’amoindrir
lorsque la température augmente a contrario des coefficients d’anisotropie plastique qui
auraient tendance à rester identiques.

2.5 Caractérisation en petites déformations
Le but de la caractérisation en petites déformations est double. Dans un premier temps,
il s’agira d’estimer plus précisément les modules et limites d’élasticité en mesurant la
déformation à l’aide d’un extensomètre mécanique. Dans un second temps, elle permettra
de caractériser le matériau pour un trajet de chargement plus complexe et représentatif
de certaines zones de la pièce obtenue par emboutissage à chaud comme indiqué dans le
paragraphe 2.1.

2.5.1 Le moyen d’essai

Des essais de traction-compression et compression-traction uni-axiaux menés en petites
déformations ont été réalisés par le laboratoire matériau de la société Faurecia 2. Ces
essais sont réalisés à l’aide d’une machine de traction hydraulique MTS® de capacité
nominale 50 kN . Le pilotage est réalisé par un contrôleur MTS FLEXTEST 40®, un
logiciel Low-Cycle Fatigue (LCF) et une cellule de force 50 kN comme illustré par la
figure 2.18a. La mesure de déformation est réalisée à l’aide d’un extensomètre haute
température EPSILON®, disposant d’une base de mesure de 10 mm et d’une amplitude
de mesure de ±10%. Enfin un four résistif MTS® permet la réalisation d’essais en
température. Ce four composé de trois zones de chauffe indépendantes, permet d’obtenir
des gradients thermiques inférieurs à 5◦C tout au long de l’essai.

La complexité de l’essai réside dans la réalisation de sollicitation en compression sur
une éprouvette plate sans que cette dernière ne flambe, ce qui fausserait les résultats de
mesure et risquerait d’endommager la machine. Pour cela, un montage spécifique a été

2. Faurecia Emissions Control Technologies, 25550 BAVANS
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Figure 2.18 – Vue globale du moyen d’essais ainsi que du dispositif limitant le
flambage pour la caractérisation en petites déformations.

développé basé sur une conception originale des tiges d’amarages. Comme illustré sur la
figure 2.18b, le système "anti-flambage" n’est pas en contact direct avec l’éprouvette,
contrairement au système présenté par Gilles et al. [Gilles+2011] ou d’autres auteurs
[Boger+2005 ; Eggertsen+2010 ; Odenberger+2013a]. Ainsi, la mesure de l’effort n’est
pas perturbée par des frottements s’initiant entre l’éprouvette et le montage. Le système
proposé permet d’éviter ou du moins de limiter grandement les effets de flambage lors
de sollicitations en compression. Les taux de déformation choisis (±0.8%) permettent
de pouvoir identifier correctement les différentes phases élastiques et plastiques du
comportement mécanique du matériau aussi bien en traction qu’en compression.

Les tests sont réalisés uniquement dans la direction de laminage (RD) afin de limiter
le nombre d’essais. Par ailleurs, les études de Odenberger et al. [Odenberger+2013a],
à 400◦C, ou de Gilles et al. [Gilles+2011], à température ambiante, ont montré une
dissymétrie de comportement entre les phases de traction et de compression suivant les
trois directions. Ce phénomène pourra être analysé avec ce type d’essai.
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2.5.2 Résultats et Analyses

Cette section présente les résultats des essais de traction-compression et compression-
traction. Deux phénomènes sont distinctement identifiables sur les figures 2.19 et 2.20 à
savoir l’influence de la vitesse de déformation et de la symétrie de comportement.

2.5.2.1 Influence de la vitesse de déformation

L’influence de la vitesse de déformation en fonction de la température a déjà été mise
en évidence dans le paragraphe précédent et les résultats présentés ici confirment la
première analyse. La figure 2.19a montre l’évolution de la contrainte en fonction de
la déformation pour deux vitesses de déformation à 400◦C. Par analogie aux essais
en grandes déformations, on remarque qu’à cette température le matériau reste peu
sensible à la vitesse de déformation. Les contraintes maximales sont de 625 MPa et
595 MPa pour des vitesses de déformation respectives de 10−2s−1 et 10−4s−1, soit un
écart de 1, 5%.
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Figure 2.19 – Graphe contrainte / déformation pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V
pour deux demi-cycle Traction-Compression (TC) ou Compression-Traction (CT)

suivant la direction de laminage à 400◦C et 500◦C.

La figure 2.19b représente la réponse contrainte-déformation à 500◦C pour deux vitesses
de déformation. Les résultats obtenus rejoignent les analyses réalisées pour les essais
grandes déformations avec une viscosité beaucoup plus significative qu’à 400◦C. Les
contraintes maximales sont respectivement de 555 MPa et 455 MPa pour des vitesses
de déformation de 10−2s−1 et 10−4s−1, soit un écart de 17%.

De plus, les courbes de la figure 2.19 montrent une diminution de la limite d’élasticité
en compression après une sollicitation en traction ou inversement. Ce phénomène laisse
supposer une part importante de l’écrouissage cinématique dans le comportement de
l’alliage, comme le décrivent Lemaitre et al. [Lemaitre+2009].
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2.5.2.2 Influence du type de sollicitation

La figure 2.20 illustre le premier quart de cycle (traction ou compression) des essais
menés en traction - compression et en compression - traction. On observe que la limite
d’élasticité est pratiquement identique dans les deux cas :

— 400◦C : 425 MPa en traction et 415 MPa en compression,

— 500◦C : 52 MPa en traction et 51 MPa en compression.

Ainsi, la dissymétrie de comportement souvent observée sur cet alliage ne semble pas
prépondérante pour les conditions d’essais et le matériau considéré dans cette étude.
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Figure 2.20 – Graphe contrainte / déformation pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V
pour un cycle traction et compression à 10−4s−1 suivant la direction de laminage à

400◦C et 500◦C.

Les résultats liés à la sensibilité du matériau à la vitesse de déformation fournissent les
mêmes tendances pour les essais menés en grandes et petites déformations. Il est pour
autant difficile de les comparer avec précision du fait principalement d’une différence du
mode de pilotage inhérent aux deux dispositifs employés. En effet, les essais en petites
déformations pilotés à l’aide d’un extensomètre fournissent une vitesse de déformation
parfaitement constante dans la zone utile de l’échantillon. En revanche, les essais grandes
déformations ne permettent pas ce pilotage et malgré les précautions prises, la vitesse de
déformation cible n’est pas atteinte dans les premiers stades du chargement. La figure
2.21 illustre ce phénomène en montrant l’évolution de la déformation en fonction du
temps pour les essais grandes et petites déformations à 500◦C suivant la direction de
laminage et une vitesse de déformation cible de 10−4s−1. On peut remarquer que pour
l’essai en petites déformations, la vitesse de déformation cible est obtenue dès le début
de l’essai. Pour l’essai en grandes déformations, la vitesse de déformation cible n’est
obtenue qu’au bout de 500 secondes.
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Figure 2.21 – Graphe déformation vraie / temps pour l’alliage de titane
Ti-6Al-4V à 500◦C et une vitesse de déformation de 10−4s−1.

2.5.2.3 Influence de la relaxation des contraintes

Enfin, un essai de traction - relaxation est réalisé afin de quantifier la viscosité du
matériau sur une gamme de vitesses de déformation plus large.

Les essais de relaxation ont été réalisés suivant un chargement en traction jusqu’à
1% avec une vitesse de déformation de 10−4s−1 suivi d’un maintien à ce niveau de
déformation pendant 300s. Cet essai permet l’étude de vitesses de déformation très
faibles en considérant des temps d’essais relativement courts.

La figure 2.22 illustre les deux essais de relaxation à 400◦C et 500◦C. Dans un premier
temps, on peut remarquer qu’au bout de 300 secondes de maintien la contrainte n’est
pas totalement stabilisée. Une extrapolation des données est réalisée afin de pouvoir
identifier la contrainte non visqueuse.

L’essai à 500◦C présente un comportement visqueux important marqué par une relaxa-
tion des contraintes d’environ 160 MPa. En revanche, on remarque également pour
l’essai à 400◦C une relaxation significative des contraintes (environ 100 MPa). A cette
température, le matériau présente donc des effets visqueux non négligeables pour des
vitesses de déformation très faibles (≈ 10−10s−1).
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Figure 2.22 – Graphe des deux essais de traction-relaxation à 400◦C et 500◦C
suivant la direction de laminage (RD) pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V.

Le tableau 2.5 récapitule les valeurs des modules d’élasticité, des limites d’élasticité et
des contraintes obtenues à l’issue de la relaxation (σrelax) identifiées pour l’alliage de
l’étude à 400◦C et 500◦C. On remarque que les valeurs obtenues pour les modules et
les limites d’élasticité des deux études (GD - tableaux 2.3 et 2.4 et PD - tableau 2.5)
sont très proches (inférieures à 4%), ce qui conforte les résultats de l’analyse réalisée
en grandes déformations. Pour les deux niveaux de température étudiées, les essais en
petites déformations ont permis de mettre en évidence deux effets notables :

— une symétrie de comportement en traction et en compression ;

— des effets visqueux non négligeables à prendre en considération.
Tableau 2.5 – Récapitulatif des valeurs des modules d’élasticité, des limites

d’élasticité et contraintes obtenues en fin de relaxation (σrelax) pour l’alliage de
titane Ti-6Al-4V aux deux températures retenues 400◦C et 500◦C en petites

déformations.

Température [◦C] E [GPa] orientation [◦] σy [MPa] σrelax [MPa]
400 100 0 420 525
500 92 0 52 290
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Conclusion Chapitre 2
L’étude des résultats de ces essais a permis de quantifier les effets de comportement mis
en évidence dans le chapitre 1 et d’analyser leur importance.

Essais Grandes Déformations

La réalisation des essais menés en grandes déformations a nécessité l’utilisation de la
Corrélation d’Images Numériques (CIN) ou "Digital Image Correlation" (DIC) pour
l’identification des déformations dans le plan. Cette méthode de mesure nécessite le
marquage de la surface de l’éprouvette, qui a été réalisé dans cette étude par anodisation
(cf. figure 2.9). Cette technique innovante et peu répandue a fourni des résultats très
satisfaisants parfaitement adaptés à nos conditions d’essais qui ne permettaient pas
l’utilisation de techniques conventionnelles comme la peinture ou l’attaque chimique.

L’analyse des résultats des essais grandes déformations (GD) a permis d’identifier un
compromis entre température de formage diminuant le coût énergétique du procédé et
un allongement maximal suffisant pour la réalisation de pièces aujourd’hui fabriquées par
formage superplastique ou formage à chaud (T > 700◦C). Cette analyse s’est appuyée sur
le savoir-faire des sociétés Aurock et Loire-Etude pour définir la gamme de températures
optimales de formage pour des niveaux entre 400◦C et 500◦C. Un approfondissement
des connaissances pour ces deux températures a donc été réalisé. Ainsi, nous avons pu
mettre en évidence que la température joue un effet important tant sur le niveau de
contrainte que sur le niveau de déformation à striction comme le montre les figures
2.14 et 2.16. De plus, les effets visqueux sont très présents à 500◦C contrairement à
ce qui se produit à plus basse température. L’anisotropie plastique du matériau (rα)
étudiée suivant trois directions (RD, DD, et TD) a pu être identifiée à l’aide du calcul
des champs de déformation issus de la mesure sans contact des champs de déplacement
(cf. tableaux 2.3 et 2.4). Ces trois éléments sont à prendre en considération pour la
modélisation du comportement du matériau qui fait l’objet du chapitre suivant.

Essais Petites Déformations

L’étude du comportement en petites déformations permet l’utilisation de moyens de me-
sure plus conventionnels (extensomètre mécanique). Les essais de traction - compression
et de compression - traction permettent de définir la réponse du matériau sur un cycle
de chargement représentatif d’une zone de la tôle lors d’une opération d’emboutissage à
chaud [Col2010]. L’analyse des résultats de ces essais petites déformations (PD) per-
met de montrer un effet important de l’évolution de l’écrouissage cinématique comme
l’illustre la figure 2.19. De plus, ces tests montrent qu’à ces températures, le matériau
ne présente pas de dissymétrie de comportement (cf. figure 2.20) contrairement à ce
que d’autres auteurs observent à plus basses températures [Gilles+2012 ; Nixon+2010 ;
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Odenberger+2013a ; Tuninetti+2015]. Enfin ces essais de rhéologie permettent de confir-
mer les résultats des essais grandes déformations (GD) obtenus par DIC (cf. tableau
2.5).

L’ensemble des essais mécaniques isothermes présenté dans ce chapitre va servir de base
à la modélisation du comportement du matériau de l’étude.
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Introduction
La simulation numérique par la Méthode Éléments Finis (M.E.F.) d’une opération
d’emboutissage nécessite une caractérisation du comportement mécanique du matériau à
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mettre en forme. Dans ce chapitre, le modèle de comportement ainsi que la méthodologie
d’identification de ses paramètres sont présentés en détail.

La complexité d’un modèle de comportement dépend directement du nombre de para-
mètres à considérer en relation avec les effets que l’on souhaite reproduire (anisotropie,
écrouissages, viscosité, ...). Ainsi, comme présenté dans le chapitre précédent, le modèle
de comportement doit prendre en considération les parts élastique, visqueuse et plas-
tique du comportement du matériau [Banabic2010 ; Lemaitre+2009 ; Marciniak+2002].
Dans cette étude, un modèle de comportement élasto-viscoplastique est donc
considéré. Une attention particulière est portée sur les variables d’écrouissage (iso-
trope ou cinématique) et sur leur influence dans les essais cycliques. Trois critères de
plasticité, isotrope (von Mises) et anisotropes (Hill48 et Barlat91 ), sont également
étudiés. L’identification de leurs paramètres nécessite un nombre d’essais différent et
leurs prédictions sont analysées et discutées.

3.1 Modélisation du comportement
élasto-viscoplastique

Les conclusions du chapitre 2 sur le comportement phénoménologique de l’alliage de
titane Ti-6Al-4V nous amènent à considérer la formulation d’un modèle de comportement
élasto-viscoplastique anisotrope. Ce modèle suppose la décomposition de la déformation
totale en une partie élastique (réversible) et inélastique (irréversible). La transition
entre les deux types de comportement est régie par un critère de plasticité. Dans notre
étude, deux critères anisotropes seront étudiés (Hill48 et Barlat91 ) et les résultats
seront comparés à ceux fournis par le critère isotrope de von Mises. Chaque critère peut
être représenté par une surface de charge dont l’évolution au cours du chargement est
définie au travers de variables d’évolution pouvant être de natures différentes : isotrope
ou cinématique. Ce point fera l’objet d’une étude particulière par la suite. Enfin, une
loi d’écoulement viscoplastique permet de prendre en compte la sensibilité du matériau
à la vitesse de déformation.

Le formalisme de la loi de comportement utilisé dans ces travaux de thèse s’appuie
sur les études de Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] et Chaboche et al. [Chaboche2008 ;
Chaboche+1995]. La formulation proposée reste en accord avec les principes de la
thermodynamique des processus irréversibles.

3.1.1 Décomposition de la déformation et loi d’élasticité

La présente formulation du modèle de comportement doit être valable aussi bien en
petites qu’en grandes déformations. Dans notre étude, une décomposition additive des
tenseurs des vitesses de déformations totale d en une part élastique del et une part
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viscoplastique dpl est supposée comme le présente Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] :

d = del + dpl (3.1.1)

L’extension de la loi d’élasticité aux grandes déformations nécessite l’utilisation d’une
dérivée objective notée ‘O• ’ permettant d’écrire les équations constitutives du modèle de
comportement indépendamment du repère d’observation. La loi d’élasticité peut alors
s’écrire sous la forme de l’équation 3.1.2.

O
σ = Ce :

(
d− dpl

)
(3.1.2)

avec Ce le tenseur d’élasticité isotrope d’ordre quatre défini par le module d’Young E
ainsi que le coefficient de Poisson ν et σ le tenseur des contraintes.

3.1.2 Définition de la loi d’écoulement

La loi d’écoulement viscoplastique se définit par une relation liant la contrainte à la
vitesse de déformation. Elle s’exprime le plus souvent par la relation 3.1.3 donnée ici
pour un cas uniaxial.

σv = K|dpl|(
1
n) (3.1.3)

avec σv la contrainte visqueuse, dpl la vitesse de déformation plastique dans la direction
de sollicitation, K et n des paramètres matériau.

Cette relation permet de rendre compte des effets de sensibilité à la vitesse de déformation
pour différents matériaux (polymères, composites thermoplastiques ou matériaux métal-
liques) associés à de nombreux procédés. Elle est notamment utilisée par de nombreux
auteurs [Chaboche2008 ; Chaboche+1996 ; Chun+2001 ; Doquet+2015 ; Wang+2009a]
pour modéliser la sensibilité des alliages de titane à la vitesse de déformation.

La loi d’écoulement s’écrit selon l’hypothèse de normalité :

dpl = λP
∂f

∂σ
(3.1.4)

avec λP le multiplicateur plastique défini comme une fonction puissance de la surface
de charge représentée par la fonction f :

λP =
〈
f

K

〉n
(3.1.5)

où 〈•〉 représente les parenthèses de Macaulay soit : 〈a〉 = a si a > 0 ou sinon 0.
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3.1.3 Surface de charge et loi d’écrouissage isotrope ou
cinématique

La surface de charge f(σ) représente la limite entre les domaines élastique et plastique
dans l’espace des contraintes à un instant t. A l’intérieur de ce domaine, toute variation
de contrainte n’engendre que des déformations réversibles (élastiques) et aucune défor-
mation viscoplastique. Sur la limite du domaine, le comportement est considéré comme
viscoplastique. L’ensemble de ces notions est généralisable au cadre tridimensionnel, ce
qui permet de définir un critère de plasticité (cf. 3.2) [Lemaitre+2009].

Pour les matériaux écrouissables, la surface de charge s’exprime en fonction des compo-
santes du tenseur des contraintes et dépend directement de l’état d’écrouissage décrit par
l’intermédiaire de variables thermodynamiques internes nommées variables d’écrouissage
isotrope et cinématique. La variable scalaire isotrope R décrit une dilatation (ou une
contraction) de la surface de charge tandis que la variable tensorielle cinématique X dé-
crit une translation de cette surface. Les équations 3.1.6 et 3.1.7 illustrent l’introduction
de ces deux lois d’écrouissage dans l’expression de la fonction de charge f .

f(σ,R) = Φ(σ)− (R+ σy) (3.1.6)

f(σ,X) = Φ(σ −X)− σy (3.1.7)

avec R la variable d’écrouissage isotrope, X la variable d’écrouissage cinématique, σy la
limite d’élasticité et Φ la fonction caractérisant le critère de plasticité.

Pour un critère de plasticité donné, deux modèles de comportement distincts sont
étudiés, chacun caractérisé par un type d’écrouissage (isotrope ou cinématique). Les
équations d’évolution retenues pour ces variables sont classiques et sont fournies par
exemple dans l’ouvrage de Lemaitre et al. [Lemaitre+2009]. Pour chaque équation
d’évolution, notons que plusieurs variables d’écrouissage sont considérées et qu’un terme
de restauration statique est introduit dans l’une d’elle. Le choix des composantes des
modèles et l’identification de ses différents paramètres sont explicités par la suite. La
formulation des différents modèles est donnée par les équations 3.1.8 et 3.1.9

Ri = biQiri ; R =
3∑
i=1

Ri

ṙ1 = λP

(
1− R1

Q1

)
−
(
R1
M

)m
ṙi = λP

(
1− Ri

Qi

)
, i = 2, 3


(3.1.8)

76



Formulation et identification de critères de plasticité



Xi = 2
3Ciαi ; X =

3∑
i=1

Xi

O
α̇1 = dpl − 3

2
D1
C1

X1λP −
3
2

〈
J(X1)
M

〉m
X1

J
(
X1
)

O
α̇i = dpl − 3

2
Di

Ci
XiλP , i = 2, 3


(3.1.9)

avecQi, bi, Ci,Di,M etm représentant des paramètres matériau. λP est le multiplicateur
plastique défini par l’équation 3.1.5 et J la norme définie par J(a) =

√
3
2a : a.

Dans cette étude, les deux types d’écrouissages sont analysés séparément. Dans le cas
d’une sollicitation monotone uniaxiale, les relations 3.1.8 et 3.1.9 sont équivalentes en
supposant la relation 3.1.10. {

Ci ⇔ Qibi

Di ⇔ bi

}
(3.1.10)

La formulation détaillée de la loi de comportement est proposée en annexe B.1.

Comme indiqué précédemment, la fonction Φ caractérise le critère de plasticité. La
partie suivante présente une analyse des critères de von Mises, Hill48 et Barlat91.
L’identification des paramètres des différents critères y est détaillée.

3.2 Formulation et identification de critères de
plasticité

Comme énoncé dans le chapitre 1, de nombreuses études [Gilles+2011 ; Kotkunde+2014b ;
Odenberger+2013b ; Revil Baudard+2009 ; Tritschler+2014] sur les alliages de titane ont
montré que le critère de plasticité anisotrope de Cazacu [Cazacu+2006 ; Plunkett+2008]
est couramment utilisé pour décrire la surface seuil des alliages de titane. Cependant,
l’identification des paramètres de ce critère nécessite la réalisation d’un grand nombre
d’essais mécaniques dont certains peuvent s’avérer complexes surtout à hautes tempé-
ratures (bi-expansion, bi-compression). De plus, l’avantage de ce critère de plasticité
réside dans la prise en considération de la dissymétrie de limite d’élasticité en traction
et compression. Or les essais en petites déformations réalisés au chapitre 2 ont montré
que ce phénomène n’est pas observé (cf. figure 2.21) pour nos conditions d’essais et de
température. Pour ces deux raisons et ne pouvant pas utiliser aisément les données de
la littérature (différentes microstructures, épaisseurs et températures) pour compléter
notre base de données, trois critères de plasticité sont étudiés et comparés. Il s’agit
du critère de von Mises utilisé pour les comportements isotropes et deux critères de
plasticité anisotrope : le critère de Hill48 [Hill1948] et de Barlat91 [Barlat+1991].
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3.2.1 Critère de von Mises

Le critère de plasticité utilisé par défaut lors d’une première identification est le critère de
von Mises. Ce critère de plasticité est généralement utilisé pour décrire le comportement
des matériaux isotropes [Lemaitre+2009].

Il énonce que le comportement du matériau passe dans le domaine plastique lorsque
l’énergie élastique atteint un seuil critique. En introduisant la contrainte équivalente de
von Mises définie par ‖σ‖ = σeq =

√
3J2, la fonction seuil associée au critère dépend

donc du second invariant J2 et du tenseur déviatorique des contraintes S. Elle s’écrit
sous la forme suivante :

f(σ) = f(J2, σy) = σeq − σy =
√

3J2 − σy =
√

3
2S : S − σy = J(σ)− σy (3.2.1)

L’expression développée de la contrainte équivalente σeq dans l’espace des contraintes
(σ11, σ22, σ33, sigma12, sigma23, sigma13) au sens de von Mises s’écrit :

σeq =
√

1
2
[
(σ11 − σ22)2 + (σ22 − σ33)2 + (σ33 − σ11)2

]
+ 3

(
σ2

12 + σ2
23 + σ2

13
)

(3.2.2)

Ce critère nécessite donc l’identification d’un seul paramètre, à savoir la limite d’élasticité
σy obtenue à partir d’un essai de traction.

Dans une première approche, ce critère peut être utilisé. Cependant comme le matériau
présente une anisotropie plastique non négligeable (cf. tableaux 2.3 et 2.4), d’autres
critères de plasticité sont proposés afin de décrire plus fidèlement le comportement du
matériau.

3.2.2 Critère de Hill48

Le premier critère de plasticité anisotrope a été proposé par Hill [Hill1948]. Ce critère
propose une extension du critère de von Mises. Il intègre une série de paramètres
d’anisotropie associés à chacun des termes du critère isotrope. La formulation de ce
critère est décrite par les équations suivantes.

f(σ) =
√
σ : MHill : σ − σy

=
√
F (σ11 − σ22)2 +G(σ22 − σ33)2 +H(σ33 − σ11)2 + 2Lσ2

12 + 2Mσ2
23 + 2Nσ2

13

−σy
(3.2.3)
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Le tenseur d’ordre quatre MHill s’écrire comme une matrice 6 × 6 en utilisant les
notations de Voigt. Les termes de MHill s’écrivent alors de la manière suivante :

F +H −F −H 0 0 0
−F G+ F −G 0 0 0
−H −G H +G 0 0 0

0 0 0 2L 0 0
0 0 0 0 2M 0
0 0 0 0 0 2N


(3.2.4)

Puisque les travaux effectués ici considèrent une tôle et que la dimension dans l’épaisseur
est largement inférieure aux dimensions dans le plan, l’hypothèse des contraintes planes
(σi3 = 0) peut être appliquée. Dans ce cas, L = M = N et le critère peut se simplifier
sous la forme suivante :

f(σ) =
√
F (σ11 − σ22)2 +Gσ2

22 +Hσ2
11 + 2Lσ2

12 − σy (3.2.5)

En supposant le cas d’un essai de traction uniaxiale, le critère peut être formulé en
fonction de la contrainte appliquée σα dépendant de la direction de sollicitation et de
l’angle α formé entre le repère d’essai et le repère d’orthotropie :

f(σα) = σα

√
(F +H)cos4(α) + (G+ F )sin4(α) + 2(L− F )cos2(α)sin2(α)− σy

(3.2.6)

Les quatre coefficients à identifier (F,G,H,L) dépendent des coefficients d’anisotropie
et des limites d’élasticité identifiés dans les tableaux 2.3 et 2.4 du chapitre 2.

La contrainte d’écoulement se définit pour f = 0 :

σα = σy√
(F +H)cos(α)4 + (G+ F )sin(α)4 + 2(L− F )cos(α)2sin(α)2 (3.2.7)

Comme indiqué au chapitre 2, les coefficients d’anisotropie sont définis par le rapport des
vitesses de déformation plastique définies par la loi d’écoulement (eq. 2.3.1). L’expression
de rα est donnée par l’équation 3.2.8 [Decultot2009].

rα = (H + 4F +G− 2L)sin(α)2cos(α)2 − F
−(Hcos2(α) +Gsin2(α)) (3.2.8)

L’identification de ces coefficients peut être effectuée suivant au moins deux méthodes. La
première utilise les trois coefficients d’anisotropie (r0, r45, r90) et la condition F +H = 1
permettant d’identifier σy comme la limite d’élasticité selon α = 0◦. La seconde utilise
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les trois limites d’élasticité (σ0, σ45, σ90) et un coefficient d’anisotropie [Hill1948]. Il
n’existe donc pas une solution unique.

— Méthode rα : utilisation des coefficients d’anisotropie r0, r45, r90. Les paramètres
du critère sont identifiés à l’aide des quatre équations suivantes :

F +H = 1 H = 1
r0 + 1 G = F

r90
L = (H +G)(2r45 + 1)

2 (3.2.9)

— Méthode σα : utilisation des limites d’élasticité σ0, σ45, σ90 et d’un coefficient
d’anisotropie rα. Dans le cas présent, le coefficient d’anisotropie utilisé est celui
à 45◦ : r45. Les paramètres du critère sont déterminés à l’aide des équations
suivantes :

F = −1
2

[((
σy
σ45

)2 2
r45 + 1

)
−
(
σy
σ90

)2
− 1

]
L = (G+H)(2r45 + 1)

2

H + F =
(
σy
σ0

)2
= 1 G+ F =

(
σy
σ90

)2

(3.2.10)

Les deux tableaux 3.1 et 3.2 présentent les valeurs identifiées via les équations précédentes
pour les deux méthodes et aux deux températures de l’étude. Les valeurs des coefficients
sont largement influencées par la méthode d’identification.

Tableau 3.1 – Valeurs de l’identification des coefficients du critère de Hill48 à
400◦C

F G H L
méthode rα 0.339 0.550 0.660 1.937
méthode σα 0.223 0.852 0.777 2.606

Tableau 3.2 – Valeurs de l’identification des coefficients du critère de Hill48 à
500◦C

F G H L
méthode rα 0.316 0.618 0.684 2.148
méthode σα 0.315 0.769 0.685 2.398

La figure 3.1 présente les surfaces de charge (3.1a et 3.1b) et l’évolution des coefficients
d’anisotropie (3.1c et 3.1d) générées par les deux méthodes d’identification (rα et σα)
aux deux températures 400 et 500◦C.
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Figure 3.1 – Représentation des surfaces de charge (a, b) et de l’évolution des
coefficients d’anisotropie (c, d) du critère de Hill48 tracées à partir des deux

méthodes d’identification σα et rα à 400◦C et 500◦C.

Les surfaces de charge sont tracées dans un plan (σ11 , σ22), à partir des limites
d’élasticité identifiées à 0◦, 45◦ et 90◦ il est possible d’obtenir les points dans ce plan.
Dans le cas des contraintes planes, le tenseur des contraintes se réduit à :

σ =
(
σ11 σ12

σ12 σ22

)
= σα

(
cos2(α) −cos(α)sin(α)

−cos(α)sin(α) sin2(α)

)
(3.2.11)

avec σα la contrainte dans le repère d’essai (x, y) et σij les contraintes dans le repère
d’orthotropie. σ12 = τ représente la contrainte de cisaillement.

Pour chaque valeur de α, excepté pour α = 0◦ = 90◦, une contrainte de cisaillement est
générée, ainsi la représentation de la surface de charge est décalée suivant ce plan σ12.
Les limites d’élasticité identifiées dans les tableaux 2.3 et 2.4 du chapitre 2 peuvent être
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intégrées dans ce repère dont les coordonnées sont définies par (σ11 , σ22) ou (σαcos2(α)
, σαsin2(α)). Le tableau 3.3 présente les valeurs de cisaillement et les coordonnées des
points associées à l’angle α.

Tableau 3.3 – Valeurs des contraintes de cisaillement et coordonnées des
contraintes d’écoulement suivant l’angle α à 400◦C et 500◦C.

α τ σ11 σ22

400°C
0° 0 425 0
45° 162.5 162.5 162.5
90° 0 0 410

500°C
0° 0 50 0
45° 20 20 20
90° 0 0 48

A 400◦C, la méthode σα permet une estimation précise des limites d’élasticité mais
induit une erreur maximale relative supérieure à 50% sur les coefficients d’anisotropie et
inversement pour la méthode rα. A 500◦C, ces erreurs sont largement réduites. Ainsi la
méthode σα permet une estimation des coefficients d’anisotropie plastique moyennant
une erreur maximale inférieure à 20% et inversement pour la méthode rα.

Le point critique de ce type de critère de plasticité est qu’il ne permet pas l’identification
d’un jeu de paramètres permettant une bonne prédiction à la fois des limites d’élasticité
et des coefficients d’anisotropie. Afin de pallier à ce problème, l’identification d’un second
critère anisotrope est présentée : le critère de plasticité de Barlat91 [Barlat+1991].

3.2.3 Critère de Barlat91

Barlat et al. [Barlat+1991] ont développé un critère de plasticité anisotrope et l’ap-
pliquent à des alliages d’aluminium dans leur étude. Dans sa première version, ce
critère utilise une surface de charge phénoménologique proposée par Hershey et Hosford
[Banabic2010] décrite par l’équation suivante :

f(σ) =
[1

2 (|S1 − S2|κ + |S2 − S3|κ + |S3 − S1|κ)
]1
κ − σy (3.2.12)

avec κ le paramètre lié à l’état microstructural du matériau [Barlat+1991]. S1, S2 et S3

représentent les valeurs propres du tenseur déviateur des contraintes modifié S défini
pour un milieu orthotrope par la relation tensorielle S = L : σ.
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L est le tenseur d’ordre quatre que l’on peut écrire sous forme matricielle en utilisant
les notations de Voigt :



S11

S22

S33

S23

S13

S12


=



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





σ11

σ22

σ33

σ23

σ13

σ12


(3.2.13)

L’identification des coefficients de ce critère est plus complexe que celle réalisée précé-
demment pour le critère de Hill48. La méthodologie d’identification est présentée dans
le paragraphe suivant.

Dans le cas des contraintes planes, seuls quatre paramètres sont à identifier : c1, c2,
c3 et c4 puisque S se réduit à 5 composantes. Ils peuvent être déterminés à partir des
équations suivantes exprimées dans le repère d’essai :


S11 S12 0
S21 S22 0
0 0 S33

⇒



S11 = c2 + c3
3 σ11 −

c3
3 σ22

S22 = c1 + c3
3 σ22 −

c3
3 σ11

S33 = −c2
3 σ11 −

c1
3 σ22

S12 = S21 = c4σ12

(3.2.14)

Le critère est énoncé en fonction des valeurs propres du tenseur déviatorique des
contraintes. Les valeurs propres sont la solution de l’équation det(S−λI) = 0 et peuvent
être identifiées par l’équation suivante :

[S11 − λ]
[
λ2 − (S11 + S22)λ+ S11S22 − S2

12

]
= 0 (3.2.15)

Ainsi les valeurs principales du déviateur des contraintes sont obtenues :


S1 = S11 + S22
2 +

√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

S2 = S11 + S22
2 −

√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

S3 = S33 = −(S11 + S22)

(3.2.16)
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Contrairement au critère de Hill48, le lien entre les paramètres du critère, les limites
d’élasticité σα et les coefficients d’anisotropie rα, n’est pas explicite pour obtenir un jeu
de paramètres. Dans un premier temps, de manière analogue au critère de Hill48, le
calcul des coefficients d’anisotropie rα nécessite la détermination du tenseur des vitesses
de déformation plastique :

dpl = λP
∂f

∂σ
(3.2.17)

Par conséquent il faut exprimer la loi d’écoulement en fonction des paramètres du
critère :

dpl = λP
∂f

∂S
: ∂S
∂σ

(3.2.18)

Afin de pouvoir identifier l’ensemble des paramètres, les différentes composantes du
tenseur des vitesses de déformation sont présentées ci-dessous :

Calcul de dpl11

dpl11 = λP

(
∂f

∂S1

∂S1
∂σ11

+ ∂f

∂S2

∂S2
∂σ11

+ ∂f

∂S3

∂S3
∂σ11

)
(3.2.19)

A l’aide de l’énoncé du critère 3.2.12 et des équations 3.2.19, les expressions suivantes
sont obtenues :

∂f

∂S1
= κ

[
(S1 − S2)|S1 − S2|κ−2 − (S3 − S1)|S3 − S1|κ−2]

∂f

∂S2
= κ

[
(S2 − S3)|S2 − S3|κ−2 − (S1 − S2)|S1 − S2|κ−2]

∂f

∂S3
= κ

[
(S3 − S1)|S3 − S1|κ−2 − (S2 − S3)|S2 − S3|κ−2]

(3.2.20)

A présent il faut déterminer ∂S1
∂σ11

, ∂S2
∂σ11

et ∂S3
∂σ11

∂S1
∂σ11

= ∂S1
∂S11

∂S11
∂σ11

+ ∂S1
∂S22

∂S22
∂σ11

∂S2
∂σ11

= ∂S2
∂S11

∂S11
∂σ11

+ ∂S2
∂S22

∂S22
∂σ11

∂S3
∂σ11

= −∂S11
∂σ11

− ∂S22
∂σ11

(3.2.21)
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En considérant les équations 3.2.14 et 3.2.16 les résultats sont les suivants :

∂S1
∂σ11

= c2
6 + 2c3 + c2

12
S11 − S22√

(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S2
∂σ11

= c2
6 −

2c3 + c2
12

S11 − S22√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S3
∂σ11

= −c2
3

(3.2.22)

La vitesse de déformation plastique longitudinale dpl11 est déterminée par les équations
3.2.19, 3.2.20 et 3.2.22.

Calcul de dpl22

La détermination de dpl22 est réalisée par un calcul analogue à celui proposé pour dpl11

dpl22 = λP

(
∂f

∂S1

∂S1
∂σ22

+ ∂f

∂S2

∂S2
∂σ22

+ ∂f

∂S3

∂S3
∂σ22

)
(3.2.23)



∂S1
∂σ22

= c1
6 + 2c3 + c1

12
S22 − S11√

(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S2
∂σ22

= c1
6 −

2c3 + c1
12

S22 − S11√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S3
∂σ22

= −c1
3

(3.2.24)

La vitesse de déformation plastique transverse dpl22 est déterminée par les équations
3.2.23, 3.2.20 et 3.2.24.

Calcul de dpl12

La détermination de dpl12 est réalisée par un calcul similaire aux cas précédents.

dpl12 = λP

(
∂f

∂S1

∂S1
∂σ12

+ ∂f

∂S2

∂S2
∂σ12

+ ∂f

∂S3

∂S3
∂σ12

)
(3.2.25)
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∂S1
∂σ12

= 1
2

c4S12√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S2
∂σ12

= −1
2

c4S12√
(S11 + S22)2

4 + S12
2 − S11S22

∂S3
∂σ12

= 0

(3.2.26)

La vitesse de déformation plastique transverse dpl12 est déterminée par les équations
3.2.25, 3.2.20 et 3.2.26.

L’ensemble des équations précédentes permet de construire le tenseur des vitesses de
déformation plastique dpl et par conséquent de déterminer l’expression du coefficient
d’anisotropie plastique rα présenté dans le paragraphe 2.3 et rappelé ici en fonction des
déformations principales :

rα = dpl22

dpl33
(3.2.27)

Par conséquent, en diagonalisant dpl et en écrivant les expressions de S11, S22, S33 et
S12 en fonction de l’angle α et de la limite d’élasticité, l’expression de rα peut s’écrire
uniquement en fonction de ci et α.

S11 =
(
c2 + c3

3 cos2(α)− c3
3 sin

2(α)
)
σα

S22 =
(
c1 + c3

3 sin2(α)− c3
3 cos

2(α)
)
σα

S33 = −
(
c2
3 cos

2(α) + c1
3 sin

2(α)
)
σα

S12 = Syx = c4σαcos(α)sin(α)

(3.2.28)

Un résultat analogue peut être formulé pour l’expression de la limite d’élasticité σα en
posant f = 0 et en exprimant les composantes Si du critère en fonction de σα (3.2.16
et 3.2.14). Ce critère est donc constitué, dans le cas des contraintes planes, de cinq
paramètres c1, c2, c3, c4 et κ.

L’identification des paramètres du critère Barlat91 est réalisée à l’aide des mêmes essais
de traction que pour le critère de Hill48. L’identification utilise simultanément les trois
limites d’élasticité (σ0, σ45 et σ90) et les trois coefficients d’anisotropie (r0, r45 et r90)
soit six données expérimentales.

Contrairement au critère de Hill48 dont les paramètres ont été déterminés par la
résolution d’un système d’équations linéaires, le système d’équations obtenu est non-
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linéaire. Une méthode d’optimisation numérique est mise en œuvre à l’aide du logiciel
Matlab® afin d’identifier les paramètres du critère de Barlat91. Elle considère une
fonction coût minimisant les écarts des valeurs des limites d’élasticité et des coefficients
d’anisotropie obtenues expérimentalement et numériquement (voir annexe B.2 pour le
détail).

Les paramètres du critère de Barlat91 obtenus après optimisation sont présentés dans
le tableau 3.4 pour différentes valeurs de température et de κ. Comme l’énonce Barlat
et al. [Barlat+1991] ce paramètre dépend directement de la structure cristalline du
matériau. Cependant dans le cas présent, le matériau est biphasé avec une majorité
de phase α de structure cristalline hexagonale compacte. Dans leurs travaux, Barlat
et al. [Barlat+1991] identifient ce paramètre pour des alliages d’aluminium et évoque
que ce paramètre peut évoluer de façon à améliorer la prédiction. Odenberger et al.
[Odenberger+2013b] et Kotkunde et al. [Kotkunde+2014a] montrent que pour une
valeur de κ = 8 une prédiction optimale de la mise en forme d’éprouvettes en alliage de
titane Ti-6Al-4V est obtenue. De plus, la valeur de ce paramètre impacte grandement la
forme de la surface de charge [Barlat+1991]. En effet, une valeur de κ = 2 ou 4 fournit
une surface seuil dont la forme est semblable à celle obtenue avec un critère de von
Mises et pour une valeur de κ =∞ la surface est identique à celle du critère de Tresca.
Pour notre étude, les paramètres du critère de Barlat91 sont identifiés pour des valeurs
de κ égales à 4, 8 et 12.

Tableau 3.4 – Valeurs des coefficients du critère de Barlat91 à 400◦C et 500◦C

Température [◦C] κ c1 c2 c3 c4 erreur max (%)

400
4 1,219 1,163 0,866 1,269 6,0
8 1,178 1,138 0,936 1,207 6,4
12 1,189 1,121 0,939 1,202 9,8

500
4 1,228 1,153 0,843 1,264 6,4
8 1,158 1,140 0,928 1,189 6,8
12 1,115 1,142 0,974 1,150 9,2

L’erreur maximale relative, présentée dans le tableau 3.4, est calculée en cherchant
l’écart maximal que propose le modèle en fonction des valeurs expérimentales σα et rα.
On remarque ici que plus la valeur de κ augmente plus l’erreur maximale augmente,
avec un écart inférieur à 0, 5% pour des valeurs de κ = 4 ou 8. Un écart minimum entre
les valeurs expérimentales et numériques, inférieur à 7%, est donc obtenu pour une
valeur de κ = 4 ou 8 (cf. tableau 3.4).

La figure 3.2 présente les surfaces de charge calculées pour le critère de Barlat91
aux deux températures de l’étude et pour les trois valeurs de κ. On remarque que,
comme indiqué précédemment, la valeur du paramètre κ a une grande influence sur
la forme de la surface de charge. Puisque l’erreur maximale (cf. tableau 3.4) reste
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sensiblement identique suivant la valeur de κ et d’après les études de Odenberger et
al. [Odenberger+2013b] et Kotkunde et al. [Kotkunde+2014a] sur la mise en forme
d’alliage de titane à haute température une valeur de κ = 8 est retenue.
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Figure 3.2 – Représentation des surfaces de charge (a, b) et de l’évolution des
coefficients d’anisotropie (c, d) du critère de Barlat91 pour différentes valeurs de κ

à 400◦C et 500◦C.

3.2.4 Comparaison des résultats obtenus à partir des
différents critères

Le choix des données expérimentales (σα ou rα) utilisées pour déterminer les paramètres
du critère de Hill48 influence énormément la prédiction. En effet, la méthode rα base
l’identification des paramètres sur la prédiction des coefficients d’anisotropie en fonction
de la direction de laminage ce qui entraîne une mauvaise estimation des limites d’élasticité
avec une erreur maximale relative d’environ 18%. Inversement, la méthode σα offre
une bonne description des limites d’élasticité mais fournit une mauvaise description des
coefficients d’anisotropie avec une erreur maximale relative d’environ 50%.
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Le critère de Barlat91 offre un meilleur compromis en considérant simultanément
l’ensemble des valeurs des limites d’élasticité et des coefficients d’anisotropie. Ainsi il
permet une prédiction de l’ensemble des données avec une erreur maximale relative
inférieure à 7%.

La figure 3.3 compare les évolutions des limites d’élasticité est des coefficients d’anisotro-
pie identifiés avec les deux critères de plasticité anisotrope. Au travers de ces différentes
évolutions, on peut remarquer que suivant la méthode utilisée pour l’identification du
critère de Hill48, la prédiction des limites d’élasticité et des coefficients d’anisotropie
est fortement influencée. Le critère de Barlat91 permet d’obtenir un compromis sur la
prédiction des six données expérimentales utilisées pour identifier les paramètres du
critère (r0, r45 , r90, σ0, σ45, σ90).
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Figure 3.3 – Comparaison des évolutions des limites d’élasticité (a, b) et des
coefficients d’anisotropie (c, d) identifiées avec les critères de plasticité anisotrope

de Hill48 et de Barlat91 à 400◦C et 500◦C.

Enfin, la figure 3.4 compare les surfaces de charge obtenues par les deux critères pour
l’alliage de titane Ti-6Al-4V de l’étude à 400◦C et 500◦C. Pour le critère de Hill48, deux
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jeux de paramètres sont utilisés en fonction de la méthode d’identification utilisée (σα
ou rα). Les prédictions obtenues sont comparées aux valeurs expérimentales fournies
par les essais de traction dans les 3 directions de sollicitation (RD, DD et TD).
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Figure 3.4 – Comparaison des surfaces de charges des critères de Hill48 et
Barlat91 pour σ12 = 0 à 400◦C et 500◦C.

La partie suivante s’intéresse à l’identification des variables d’écrouissage régissant
l’évolution des surfaces de charges données par les différents critères présentés.

3.3 Procédure d’identification des paramètres
du modèle de comportement

La procédure d’identification des paramètres de la loi de comportement présentée
au paragraphe 3.1 est complexe. Elle suggère de réaliser plusieurs types d’essais. La
méthodologie est résumée sur la figure 3.5 par le biais de quatres étapes principales qui
sont présentées en détail dans la suite.

1. Examen des essais dans la direction de laminage (RD)

— Identification des paramètres d’élasticité. Les essais réalisés en petites
déformations permettent de déterminer le module et la limite d’élasticité
vraie.

— Identification de la part visqueuse. Les essais de traction - relaxation per-
mettent de déterminer la contrainte interne σi du matériau. Cette contrainte,
induite après un écrouissage, est obtenue à l’issue de l’étape de relaxation des
contraintes lors du maintien à déformation imposée. La phase de relaxation
(ε̇ = 0) permet alors d’établir une relation entre la contrainte visqueuse σv et
la vitesse de déformation plastique ε̇pl. Cette relation permet une première
évaluation de la loi de Norton donnée par l’équation 3.3.1 (identification
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des paramètres K et n). La relation déterminée précédemment σv = f(ε̇pl)
exprimée dans un diagramme bi-logarithmique (équation 3.3.2) permet alors
de calibrer les paramètres K et n. A partir de ces valeurs, une procédure
d’optimisation numérique est mise en œuvre utilisant le logiciel Zset® et les
essais menés à différentes vitesses de déformation aussi bien en petites qu’en
grandes déformations.

σv = K(ε̇pl)
1
n = (σ − σi) (3.3.1)

ln(σv) = ln(K) +
( 1
n

)
ln(ε̇pl) = ln(σ − σi) (3.3.2)

— Identification de la première variable d’écrouissage X1. La première
variable d’écrouissage cinématique X1 est déterminée en utilisant les essais
cycliques (paramètres C1 et D1 pour l’évolution cinématique via la relation
3.1.9). En outre, les termes de restauration statique (paramètres M et m)
sont étalonnés en utilisant les courbes de relaxation précédentes. Ce terme
de restauration permet de décrire avec plus de précision le comportement du
matériau lors de l’essai de relaxation notamment pour les très faibles vitesses
de déformation. Pour l’instant, seuls les essais menés dans la direction de
laminage (RD) sont étudiés et le critère de plasticité de von Mises est utilisé.
A ce stade, les essais de traction-relaxation et de traction - compression ou
compression - traction menés à différentes vitesses de déformation sont bien
reproduits.

— Deuxième et troisième variables d’écrouissage X2 et X3. Ces deux
variables d’écrouissage (paramètres Ci et Di, où i = 2, 3, pour l’évolution
cinématique via la relation 3.1.9) sont incorporées dans le modèle et identifiées
afin d’étendre la prédiction aux grandes déformations.

2. Première optimisation
— Les valeurs des paramètres sont ajustées par une optimisation numérique,

utilisant une méthode des moindres carrés (équation 3.3.3) et un algorithme
d’optimisation de Levenberg-Marquardt, à l’aide du logiciel Zset® [MinesPa-
risTech+2014]. Le modèle considère une loi d’écoulement viscoplastique, trois
variables d’écrouissage cinématique et un critère de plasticité isotrope. Cette
combinaison permet de reproduire les essais menés en petites et grandes
déformations dans la direction de laminage (RD).

F = 1
2(tmax − tmin

)
∫ tmax

tmin

(σnum(t)− σexp(t))2 dt (3.3.3)

avec tmin et tmax les temps de début et de fin d’essai et σnum et σexp
les contraintes numériques et expérimentales. Une interpolation numérique
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permet d’assurer la correspondance des sorties temporelles fournies par la
méthode d’intégration numérique avec celles issues des données expérimen-
tales.

3. Examen des essais dans les trois directions (RD, DD et TD)

— Identification des critères de plasticité anisotrope. A l’aide de l’en-
semble des essais menés en grandes déformations et de la méthodologie décrite
au paragraphe 3.2, deux critères de plasticité anisotrope sont identifiés à
savoir les critères de Hill48 et Barlat91.

— Optimisation des paramètres d’écrouissage X2 et X3. Les valeurs des
paramètres des variables d’écrouissage cinématique X2 et X3 sont optimisées,
suivant la même méthode que la première optimisation, pour décrire au
mieux l’ensemble des essais. La première variable d’écrouissage cinématique
X1 n’est pas modifiée.

4. Deuxième optimisation

— Enfin, les valeurs des paramètres du modèle sont optimisées en utilisant toute
la base d’essais afin d’obtenir un jeu de valeurs de paramètres unique pour
chaque critère de plasticité.

La même procédure est utilisée pour chaque niveau de température considérée dans
cette étude (T = 400◦C, 500◦C).

Durant les étapes d’optimisation, les valeurs des coefficients du modèle de compor-
tement sont bornées afin de considérer des valeurs finales physiquement admissibles.
L’introduction des deux critères de plasticité anisotrope dans le logiciel d’optimisation
est présentée dans l’annexe B.3.

L’ensemble des valeurs des coefficients est transcrite dans le tableau 3.5. Les valeurs des
coefficients de l’écrouissage isotrope sont déduites directement de la relation 3.1.10.
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3.4 Résultats

3.4.1 Essais cycliques

Comme expliqué précédemment, il est important que le modèle de comportement puisse
décrire correctement les essais traction - compression ou compression - traction afin de
prédire au mieux l’état de contraintes résiduelles dans la pièce après mise en forme et
ainsi le retour élastique.

La figure 3.6 compare les résultats fournis par les modèles de comportement à écrouis-
sage cinématique (MOD-cine) et isotrope (MOD-iso) avec les données expérimentales
à 500◦C. En observant le premier quart de cycle (en traction ou compression) le type
de modèle de comportement utilisé n’a pas d’influence sur la réponse en contrainte -
déformation. Par contre en prolongeant cette analyse sur un cycle complet, la réponse
du modèle est totalement différente. Le modèle MOD-cine décrit avec plus de précision
les essais expérimentaux, ce qui vérifie l’hypothèse du chapitre 2 relative aux effets
cinématiques pour notre alliage. Ainsi, pour l’essai de traction - compression à une
vitesse de déformation de 10−4s−1 (cf. figure 3.6a) lors de la sollicitation en compression
le modèle MOD-cine donne, pour une déformation de −0.2% une valeur de contrainte
de −315 MPa contre −450 MPa pour le modèle MOD-iso. Ces remarques sont trans-
posables à l’essai de compression - traction à une vitesse de déformation de 10−2s−1 (cf.
figure 3.6b).
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Figure 3.6 – Comparaison des résultats expérimentaux et numériques pour les
deux modèles de comportement à écrouissage isotrope (MOD-iso) et cinématique
(MOD-cine) suivant la direction RD à 500◦C pour deux vitesses de déformation

10−4s−1 et 10−2s−1.

Le modèle à écrouissage cinématique permet donc de décrire le comportement du
matériau en petites déformations pour un écart relatif maximal avec les données expéri-
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mentales inférieur à 10 %. Cette analyse implique que le niveau de contraintes en fin de
mise en forme variera et, par conséquent, modifiera le niveau de retour élastique prédit
par les modèles. Le choix de la variable d’écrouissage aura donc un effet significatif sur
les niveaux de contraintes prédites en fin de mise en forme (cf. chapitre 4 paragraphe
4.2.3.1 pour l’analyse du retour élastique sur éprouvette technologique).

Comme précédemment à 500◦C, la figure 3.7 compare les modèles MOD-cine et MOD-iso
avec les données expérimentales à 400◦C. Le modèle MOD-cine décrit avec précision le
comportement du matériau pour des cycles de compression - traction (cf. figure 3.7a)
ou de traction - compression (cf. figure 3.7b) en petites déformations. L’écart relatif
maximal entre le modèle et les résultats expérimentaux est inférieur à 8 %.
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Figure 3.7 – Comparaison des données expérimentales et numériques pour les
deux modèles de comportement à écrouissage isotrope (MOD-iso) et cinématique
(MOD-cine) suivant la direction RD à 400◦C pour deux vitesses de déformation

10−4s−1 et 10−2s−1

Compte tenu des résultats précédents mettant en évidence les effets prépondérants de
l’écrouissage cinématique, seul ce type d’écrouissage sera étudié dans la suite.

3.4.2 Essais de relaxation

Le matériau présente une forte sensibilité à la vitesse déformation à 500◦C. A 400◦C,
même si cet effet est considérablement réduit, il demeure actif au sein du matériau comme
en atteste la relaxation des contraintes durant le maintien à déformation constante
(cf. figure 2.22). Il est donc important de modéliser cet aspect du comportement pour
pouvoir le prendre en considération lors de la mise en forme de pièces industrielles.
Les essais de relaxation sont effectués à l’aide d’un maintien en déformation durant
300 s à l’issue d’un chargement en traction à une vitesse de déformation de 10−4s−1. Ce
temps de maintien est supérieur à celui appliqué durant une opération de relaxation des
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contraintes lors d’une opération de mise en forme 1. Après avoir optimisé les paramètres
du modèle de comportement, ce dernier surestime toujours le niveau de contrainte en
fin d’essai. En observant les courbes de la figure 3.8, l’erreur en fin de relaxation est
inférieure à 5 % pour les deux températures. Cependant lors de la mise en forme de
pièce industrielle, les temps de maintien à déformation constante n’excèderont jamais
180 secondes sans quoi le cycle de mise en forme serait trop long. En considérant cette
durée, l’erreur fournie par le modèle est inférieure à 2, 5 % à 500◦C et à 1 % à 400◦C.
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Figure 3.8 – Comparaison de la réponse du modèle et des données expérimentales
pour l’essai de relaxation. Graphe contrainte / temps suivant la direction de

laminage (RD) et une approche à 10−4s−1 aux deux températures 400◦C et 500◦C.

3.4.3 Essais de traction en Grandes Déformations (GD)

Comme indiqué précédemment, la première phase d’identification du modèle de com-
portement est réalisée sur les essais en petites déformations (cf. figure 3.5) puis la
seconde phase étend la prédiction aux essais grandes déformations en incorporant deux
variables d’écrouissage supplémentaires. Pour cette analyse en grandes déformations les
chargements sont unidirectionnels et monotones, donc le type de modèle de comporte-
ment (MOD-iso ou MOD-cine) n’impacte pas la réponse. Cependant en comparant les
différents critères de plasticité anisotrope étudiés la réponse est différente.

Avant la dernière phase d’optimisation, nous avons remarqué que la forme de la courbe
d’écrouissage est modifiée par le critère de plasticité puisque ce dernier impacte directe-
ment la définition de la fonction de charge f (équation 3.1.6 et 3.1.7). Cette dernière
étape d’optimisation du processus d’identification permet d’améliorer les prédictions
des modèles.

Les figures 3.9 et 3.10 présentent les résultats numériques obtenus en fonction des
différents critères de plasticité étudiés en comparaison aux résultats expérimentaux.

1. information préconisée par les partenaires industriels.
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Figure 3.9 – Comparaison de la réponse des critères de plasticité Hill48 - σα,
Hill48 - rα et Barlat91 pour trois vitesses de déformation : 10−2s−1, 10−3s−1,
10−4s−1 et suivant trois directions : direction de laminage (RD), à 45◦ de la

direction de laminage (DD) et perpendiculaire à la direction de laminage (TD) à
400◦C.
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Figure 3.10 – Comparaison de la réponse des critères de plasticité Hill48 - σα,
Hill48 - rα et Barlat91 pour trois vitesses de déformation : 10−2s−1, 10−3s−1,
10−4s−1 et suivant trois directions : direction de laminage (RD), à 45◦ de la

direction de laminage (DD) et perpendiculaire à la direction de laminage (TD) à
500◦C.
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Indépendamment de la température, on remarque que le critère de plasticité permettant
de décrire le plus précisément les courbes d’écrouissage dans la direction de laminage
(RD) est le critère de Hill48 -σα (cf. figures 3.9a, 3.9b, 3.9c, 3.10a, 3.10b, 3.10c). Ce-
pendant lorsque l’on considère l’ensemble des directions, et plus particulièrement la
direction à 45◦, on remarque que le critère de Hill48 -σα décrit fidèlement les limites
d’élasticité mais ne reproduit pas correctement l’évolution de la contrainte dans la partie
plastique. Les critères de Hill48 -rα et de Barlat91 sont moins précis sur les limites
d’élasticité mais présente une évolution plus proche des courbes expérimentales. Ce
dernier phénomène est plus marqué à 400◦C et est présenté par les figures 3.9d, 3.9e,
3.9f. Enfin en observant les comparaisons dans la direction transverse (TD), les trois
critères présentent sensiblement les mêmes résultats (cf. figures 3.9g, 3.9h, 3.9i, 3.10g,
3.10h, 3.10i).

Au travers de cette étude sur les différents critères de plasticité, on remarque que la prise
en considération de l’anisotropie est indispensable afin de pouvoir reproduire fidèlement
le comportement de notre matériau. En considérant les coefficients d’anisotropie plastique
et les limites d’élasticité suivant trois directions, il apparait complexe de pouvoir identifier
un critère de plasticité permettant une description fidèle de l’ensemble des résultats
expérimentaux. Dans notre cas, le critère de Barlat91 permet d’obtenir un compromis
entre description des courbes d’écrouissage et l’évolution des coefficients d’anisotropie

Par la suite, cinq formulations de modèles de comportement vont être analysées, elles
sont résumées dans le tableau 3.6.

Tableau 3.6 – Récapitulatif des différents modèles de comportement

Nom Loi écoulement Critère de plasticité Variable d’écrouissage

MOD-iso σv = K|dpl|(
1
n) von Mises R

MOD-cine σv = K|dpl|(
1
n) von Mises X

MOD-σα σv = K|dpl|(
1
n) Hill48 - méthode σα X

MOD-rα σv = K|dpl|(
1
n) Hill48 - méthode rα X

MOD-κ8 σv = K|dpl|(
1
n) Barlat91 X

3.5 Intégration de la loi de comportement dans
Abaqus®

Le chapitre suivant s’intéresse à la simulation numérique par éléments finis de la mise
en forme d’une tôle en alliage de titane Ti-6Al-4V dans des conditions d’emboutissage à
chaud (T = 400◦C, 500◦C). Deux niveaux de complexité seront envisagés, le premier
considère la mise en forme d’une éprouvette technologique. Le second s’intéressera à
l’opération d’emboutissage d’une pièce industrielle. Ces différents cas de simulation
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nécessitent l’introduction du modèle de comportement dans le code E.F. Abaqus®. Dans
la présente étude, cette introduction est facilitée par l’utilisation conjointe de la librairie
ZMat® et du code Abaqus®.

Dans un premier temps, afin de valider l’implantation du modèle de comportement
dans le logiciel éléments finis Abaqus®, des simulations d’essais de traction monotone et
cyclique sont réalisées sur un élément de volume. Les résultats sont ensuite comparés
aux essais précédemment simulés directement via le simulateur de la suite Zset : Zsim®

[Chaboche+1996 ; Foerch+1997].

Dans ce cas, le modèle E.F. prend en considération un élément 2D en contraintes
planes possédant deux plans de symétrie orthogonaux. Des chargements pilotés à
déplacement imposé permettant d’atteindre des vitesses de déformation constantes de
10−2s−1, 10−3s−1 ou 10−4s−1 sont appliquées sur l’élément. Cela permet de modéliser
une sollicitation de traction, traction - relaxation, traction - compression ou compression
- traction. Le modèle de comportement appliqué à cet élément est un modèle élasto-
viscoplastique comme décrit dans les paragraphes précédents. Le type d’élément de
maillage considéré est CPS4 (élément contrainte plane quadrilatère à 4-nœuds).

La figure 3.11 compare la réponse du matériau en contrainte / déformation pour un
essai de traction - compression à 500◦C et une vitesse de déformation de 10−4s−1

entre le simulateur (Zsim®) et le modèle E.F. (Abaqus® + Zmat®) pour le modèle de
comportementMOD-cine. Cette comparaison permet de conclure à la bonne implantation
du modèle de comportement puisque les deux courbes sont parfaitement superposées.
Ce constat est le même pour toutes les autres vitesses de déformation, les directions
d’extraction, les différents cycles applicables et les autres formulations de modèle de
comportement.
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Figure 3.11 – Représentation en contrainte / déformation d’un essai numérique
de traction suivant la direction de laminage et une vitesse de déformation de
10−4s−1 à 500◦C pour les deux simulations : Zsim® et Abaqus® + Zmat®
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L’implantation du modèle de comportement étant désormais validée sur un élément 2D,
des simulations E.F. de mise en forme d’éprouvette technologique et de pièce complexe
vont être réalisées.
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Conclusion Chapitre 3
Dans ce chapitre plusieurs modèles de comportement élasto-viscoplastiques ont été
présentés. Ils considèrent différentes surfaces de charges traduites au travers du critère
de plasticité de von Mises (eq. 3.2.1) caractérisant un milieu isotrope ou des critères
de Hill48 (eq. 3.2.3) ou de Barlat91 (eq. 3.2.12) pour un milieu anisotrope. De plus,
deux types d’évolution de surface de charge sont étudiés par l’intermédiaire de variables
d’écrouissage cinématique ou isotrope (eq. 3.1.8 et 3.1.9). Les différents essais réalisés
au chapitre 2 ont permis l’identification de l’ensemble des paramètres de la loi de
comportement. Ainsi les paramètres E et σy de la part élastique, K et n de la part
viscoplastique, Ci, Di (i = 1, 2, 3), m et M (respectivement Qi, bi (i = 1, 2, 3), m et
M) en lien avec les variables d’écrouissage cinématique (respectivement isotrope) et les
différents paramètres des critères de plasticité ont été identifiés.

Le choix du type d’écrouissage (isotrope ou cinématique) va dépendre du trajet de
chargement que peut subir la tôle au cours de la mise en forme. Une somme de trois
variables d’écrouissage cinématique X associée à un terme de restauration statique et
un critère de plasticité anisotrope fournit une bonne prédiction du comportement du
matériau pour l’ensemble de notre base expérimentale comme le montre les figures 3.6,
3.7, 3.8, 3.9 et 3.10.

Concernant le choix du critère de plasticité, de nombreux auteurs [Gilles+2012 ; Kot-
kunde+2014b ; Odenberger+2013b ; Revil Baudard+2009] ont montré que les critères
de plasticité anisotrope permettent de décrire finement le comportement des alliages de
titane. Le critère de Cazacu [Cazacu+2006] est celui qui, d’après ces auteurs, décrit le
mieux le comportement de ces alliages. Cependant, il est spécialement développé pour
les matériaux proposant un comportement dissymétrique en traction et en compression.
Or, dans cette étude, nous avons montré que notre matériau ne présente pas cette
caractéristique pour nos conditions expérimentales (cf. figure 2.20). C’est pourquoi,
notre choix s’est porté finalement sur les critères de Hill48 et de Barlat91.

Le critère de Hill48 permet, suivant la méthode d’identification choisie, de décrire avec
précision les limites d’élasticité ou les coefficients d’anisotropie plastique par la résolution
d’un système d’équations linéaires (cf. figure 3.1). Le critère de Barlat91 propose un
système d’équations non-linéaires, et une identification de ses paramètres est réalisée
numériquement en utilisant simultanément les limites d’élasticité et les coefficients
d’anisotropie plastique. Le critère de Barlat91 semble plus adapté puisqu’il propose
un écart maximal relatif inférieur à celui du critère de Hill48 (cf. figure 3.3). De plus
les formes des surfaces de charge fournit par les deux critères de plasticité anisotrope
sont différentes (cf. figure 3.4). Cela signifie que les deux critères peuvent aboutir à des
prédictions de comportement très différentes pour certains cas de chargement. L’analyse
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de ces deux critères lors de la simulation de la mise en forme de pièces complexes
permettra d’approfondir cette analyse. C’est l’objet du chapitre suivant.

Il est consacré à la validation du modèle de comportement pour des sollicitations
multiaxiales proches de celles induites dans les procédés d’emboutissage à chaud. Dans
un premier temps, la mise en forme d’éprouvettes technologiques sera développée. Les
résultats obtenus seront comparés à différentes simulations éléments finis considérant
les modèles de comportement exposés dans ce chapitre. Enfin, la simulation éléments
finis d’une opération d’emboutissage d’une pièce à géométrie complexe typiquement
mise en forme par formage superplastique sera réalisée.
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Introduction
Les outils de simulation numérique sont largement utilisés dans divers domaines d’appli-
cation nécessitant la résolution de systèmes complexes. En ce sens, pour les opérations
mécaniques de type emboutissage de produits minces, ils permettent de prédire la mise
en forme de pièces complexes et génèrent un gain de temps sur la mise au point des
outillages en considérant notamment un modèle capable de traduire précisement le
comportement de la pièce au cours de la mise en forme [Crisfield2000 ; Vince+1999]. Le
modèle de comportement précédemment identifiée constitue l’une des données majeures
pour alimenter le modèle éléments finis (E.F.), mais d’autres paramètres (comportement
aux interfaces) restent à définir.

Dans ce chapitre, plusieurs aspects seront abordés. Dans une première partie, des essais
demise en forme d’éprouvettes technologiques de profil Omega sont proposés afin
de créer une base de données expérimentales. Ils permettent, dans un premier temps, de
vérifier la possibilité de mise en forme d’une forme simple en alliage de titane Ti-6Al-4V
à des températures plus basses (T = 400◦C, 500◦C) que celles considérées classiquement
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(T = 750◦C, 890◦C) dans les procédés de formage à chaud (HF). La seconde phase
vise à modéliser, par modèle éléments finis (E.F.), l’opération d’emboutissage
d’éprouvettes technologiques. Ainsi les résultats de ces simulations sont comparés avec
ceux de l’expérience (déplacement, effort et géométrie après retour élastique). Cette
analyse permet de vérifier la validité des modèles de comportement définis au chapitre
précédent et de mettre en évidence leurs possibilités ou leurs limites sur un cas de mise
en forme simple. Finalement, la simulation numérique de la mise en forme de
pièces industrielles utilisant l’emboutissage à chaud multipasses est proposée, pour
des températures de 400◦C et 500◦C, sur une géométrie complexe. Les résultats proposés
par les différents modèles de comportement sont analysés et discutés.

4.1 Emboutissage d’éprouvettes technologiques

Un banc d’essais a été conçu afin de réaliser des essais d’emboutissage sur une éprouvette
Omega illustrée par la figure 4.1. Le but des essais est double. D’une part, il s’agit
de quantifier le retour élastique par une mesure géométrique angulaire de la pièce
obtenue après emboutissage à hautes températures puis de créer une base de résultats
expérimentaux macroscopiques en terme d’efforts et de déplacements. D’autre part,
ces essais permettent de valider les simulations numériques en comparant les résultats
expérimentaux avec ceux issus des calculs éléments finis.

100 mm

Figure 4.1 – Photographie du banc d’essai utilisé pour la mise en forme des
éprouvettes technologiques

Les essais exposés dans cette section sont inspirés de ceux présentés à la conférence
NUMISHEET’93 [Makinouchi1993] et dérivent de ceux réalisés par Odenberger et al.
[Odenberger+2008b] pour l’emboutissage de l’alliage de titane Ti-6242 (Ti-6Al-2Sn-4Zr-
2Mo).
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4.1.1 Les différents paramètres de l’étude

Les essais d’emboutissage d’éprouvettes technologiques sont réalisés dans des conditions
isothermes à hautes températures. Le banc d’essais (cf. figure 4.1) est composé d’un
poinçon, d’une matrice et d’un serre-flan fabriqués en acier à outils X38-Cr-Mo-V5 avec
une dureté nominale de 48 HRC (Rm = 1600 MPa). Ce type d’acier est généralement
utilisé pour la fabrication d’outils de forge ou de fonderie des alliages d’aluminium
[Velay2003]. Le groupe BÖHLER [BöhlerUddeholm] précise dans ses fiches matériaux
qu’un des principaux avantages que présente cette nuance est qu’elle possède une bonne
résistance aux chocs thermiques ainsi qu’une température de revenu aux alentours de
600◦C. Cela implique que ce matériau est parfaitement applicable aux températures de
l’étude.

Les différentes parties du montage sont présentées sur la figure 4.2. Les dimensions de
l’outillage permettent l’intégration de l’ensemble dans une enceinte thermique (cf. figure
4.3) utilisée pour la mise en forme à hautes températures. Une largeur de flan de 30 mm
est considérée pour garantir un effort machine suffisant (50 kN) ainsi que la mise en
forme complète de l’éprouvette. La cotation de chaque élément est visible en annexe
C.1.
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Figure 4.2 – Schéma du poinçon, de la matrice et du serre-flan (épaisseur
poinçon et matrice = 30 mm)

Le banc est monté sur une machine d’essais hydraulique MTS® 50 kN et les tests
d’emboutissage sont effectués dans une enceinte thermique AET® 1600◦C permettant
de réduire les gradients de température sur l’éprouvette à 2◦C. La figure 4.3 illustre
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les moyens mis en place pour la réalisation de tels essais. La mesure de l’effort est
enregistrée par une cellule de force 50 kN positionnée sur la ligne d’amarrage supérieure
(côté du poinçon) et le déplacement de la matrice est exercé par le vérin inférieur. De
plus, un capteur LVDT 1 permet l’acquisition du déplacement du centre de la tôle.

Le déplacement de la matrice est réalisé en deux étapes de pilotage. La procédure d’essais
considère, dans une première phase, un pilotage en déplacement à vitesse constante afin
d’atteindre un effort de 45 kN . Cette valeur d’effort permet de conserver une marge
de sécurité afin de ne pas dépasser la capacité de la cellule de force. Dans un second
temps, un asservissement en effort (0, 5 kN/s) est considéré jusqu’à la fin de la séquence
de mise en forme afin d’atteindre, pour l’ensemble des essais, un effort maximal de
48 kN .

FOUR

MTS

OUTILS

(a) Photographie

POINCON

MATRICE

SERRE-FLAN

FOUR

AMARAGE SUP

AMARAGE INF

LVDT

(b) CAO

Figure 4.3 – Photographie et vue CAO à l’intérieur du four des moyens
technologiques mis en place pour réaliser les essais d’emboutissage

Les éprouvettes technologiques sont placées et centrées dans la matrice puis le banc
d’essais est installé dans le four sur la machine de traction. La séquence de montée
en température est alors appliquée (600◦C/h). Une fois la température cible atteinte,
l’opération d’emboutissage est finalement effectuée. La matrice inférieure monte à une
vitesse constante de 0, 5 ou 1, 0 mm/s et le jeu entre la matrice et le serre-flan peut
varier de 1, 65 et 1, 8 mm pour une épaisseur initiale de tôle de 1, 6 mm. Une fois
l’opération réalisée, le banc est retiré du four à une température de 150◦C (sécurité
four) et la pièce est éjectée de l’outillage.

Trois types d’échantillons sont testés, associés aux trois orientations définies au chapitre
2 (RD, DD, TD). Les dimensions des éprouvettes sont de 205 × 30 mm2. Comme

1. « Linear Variable Differential Transformer », capteur inductif de mesure de déplacement linéaire.
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précédemment, afin de garantir l’intégrité de la microstructure du matériau, les flans
sont découpés par une technique jet d’eau. Les éprouvettes ainsi obtenues sont nettoyées
à l’éthanol puis pulvérisées avec du Nitrure de Bore (BN) appliqué en une seule couche
mince. Cette couche de BN permet d’abord une protection contre l’oxydation mais
également une lubrification afin de réduire le frottement entre l’éprouvette et l’outillage
comme le définissent Odenberger et al. [Odenberger+2008b].

Les conditions d’essais réalisés sont synthétisées dans les quatre premières colonnes du
tableau 4.1. Ces essais permettent de tester un ensemble de paramètres procédé pour
mettre en évidence leur influence sur la réponse mécanique de la pièce. Les différentes
configurations choisies mettent en évidence les effets de jeu de serre-flan, d’orientation
de la tôle et de vitesse de mise en forme. Les jeux de serre-flan et les vitesses de mise en
forme ont été choisis en accord avec les partenaires du projet afin de se rapprocher des
conditions d’emboutissage d’une géométrie industrielle.

Enfin la cinquième colonne du tableau 4.1 donne la valeur de l’effort induit par le contact
tôle - outil pour chaque condition d’essais. Puisque la fin des essais utilise un mode de
pilotage en force, la comparaison des efforts de mise en forme ne peut pas être réalisée
en force maximale. Cette comparaison est réalisée pour un déplacement de la tôle de
35 mm. Cette valeur est sélectionnée pour permettre une comparaison dans le premier
mode de pilotage (déplacement) en dehors de la phase "stable", lors de la deuxième
montée de l’effort d’emboutissage (cf. figure 4.5a).

Tableau 4.1 – Valeurs des paramètres des essais d’emboutissage sur éprouvettes
technologiques - Orientation : {RD=Rolling direction, TD=Transverse Direction et
DD=Diagonal Direction} et efforts F enregistrés pour un déplacement de 35 mm.

Temp. [◦C] Vitesse [mm/s] Orientation Jeu [mm] F [kN]

400

0,5 RD
1,7 12,1
1,65 12,9
1,8 11,6

1 RD 1,7 12,0
0,5 TD 1,7 12,1
0,5 DD 1,7 12,0

500

0,5 RD
1,7 11,1
1,65 11,6
1,8 10,0

1 RD 1,7 11,1
0,5 TD 1,7 11,1
0,5 DD 1,7 11,0

4.1.2 Analyse des résultats

Lors de la réalisation de l’emboutissage d’éprouvettes technologiques, plusieurs types de
résultats expérimentaux peuvent être analysés. Ainsi, la base d’essais proposée permet
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d’évaluer l’importance de chaque paramètre d’entrée sur l’effort de mise en forme ou sur
le retour élastique obtenu après emboutissage. Ces deux derniers résultats peuvent être
comparés à des résultats numériques obtenus par simulation E.F. (cf. paragraphe 4.2).

4.1.2.1 Au cours de l’emboutissage

L’effort induit lors de la mise en forme est analysé en fonction du déplacement du dôme
de la tôle (partie centrale de l’éprouvette) qui apparaît lors de la mise en forme comme
l’illustre la figure 4.4 pour un essai réalisé sur une éprouvette en alliage d’aluminium
2024 à température ambiante. Le déplacement est obtenu à l’aide d’un capteur LVDT.
Ces informations permettent également la détermination de l’instant précis à partir
duquel l’outil entre en contact avec la tôle. Par la suite, ces données expérimentales
seront comparées à des données numériques (cf. paragraphe 4.2).
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Figure 4.4 – Vue du dôme de l’éprouvette (a) ainsi que de l’évolution du
déplacement du dôme de la tôle (LVDT) et de la matrice (Traverse) en fonction du
temps (b). Ici pour un essai réalisé sur une tôle d’aluminium 2024 à température

ambiante

La figure 4.5 présente l’évolution de l’effort de mise en forme suivant le déplacement du
dôme de la tôle pour différentes conditions de paramétrage.

En observant la figure 4.5a et la dernière colonne du tableau 4.1, on remarque que
la vitesse d’emboutissage et l’orientation de la tôle (RD et TD) n’ont qu’un effet
minime, voire nul à l’erreur de mesure près, sur l’évolution de l’effort d’emboutissage.
Effectivement l’effort relevé pour un déplacement de 35 mm est de 11, 1 kN ±0, 1 kN à
500◦C et de 12, 1 kN ±0, 1kN à 400◦C. Cependant, comme le montre la figure 4.5b, les
efforts mis en jeu diminuent lorsque le jeu entre la matrice et le serre-flan augmente. En ce
sens, pour des jeux de 1, 8 mm et de 1, 65 mm les efforts enregistrés sont respectivement
de 10, 0 kN et 11, 6 kN à 500◦C et de 11, 6 kN et 12, 9 kN à 400◦C. Cette diminution de
l’effort est expliquée par le fait que lorsque le jeu augmente les efforts de retenue (efforts
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tangentiels), engendrés par le serre-flan sur la tôle, diminuent. De plus, la température
présente également un effet important sur les efforts mis en jeu pour l’emboutissage.
L’évolution de l’effort présentée sur la figure 4.5a est différente selon la température
de mise en forme. En effet, pour une profondeur d’embouti de 10 mm à 30 mm on
obtient un écart d’environ 10%, alors que pour une profondeur de 30 mm à 39 mm

l’écart diminue pour atteindre une valeur d’environ 2%. On notera ici que lorsque la
température diminue, l’évolution de la force de poinçon augmente moins rapidement de
0 mm à 10 mm. Ainsi pour un déplacement de 5 mm l’effort de mise en forme est de
7 kN à 400◦C contre 4 kN à 500◦C.
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Figure 4.5 – Évolution de l’effort de poinçon en fonction du déplacement axial du
dôme de la tôle pour différentes conditions. Légende : Température - Orientation :
{RD=rolling direction, TD=transverse direction} - Vitesse de poinçon [mm/s] -

Jeu entre la matrice et le serre-flan [mm]

4.1.2.2 Après l’emboutissage

L’évaluation du retour élastique obtenu après emboutissage est effectuée par deux
mesures d’angles à l’aide d’un rapporteur d’angle. Ces mesures d’angles peuvent être
obtenues entre la partie horizontale supérieure et l’oreille de l’éprouvette (γi), ainsi
qu’entre la partie horizontale inférieure et le mur de l’éprouvette (θi), comme le suggère
la figure 4.6. La référence définie sur cette figure représente la géométrie de la matrice
(respectivement le poinçon), visible sur la figure 4.2, dont les angles sont 0◦ pour γ et
85◦ pour θ.

Le tableau 4.2 retranscrit les valeurs des angles γi et θi pour les différentes conditions
d’essais. Dans une première approche, on remarque que les valeurs des angles pour les
deux températures sont éloignées de la valeur cible de la référence. Une analyse plus
poussée montre que le retour élastique est plus faible lorsque la température augmente
et que les deux angles, γi et θi, se rapprochent de la valeur de référence.
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EXP 400°C
EXP 500°C

REFERENCE θ1

γ1

θ2

γ2

Figure 4.6 – Présentation du retour élastique obtenu à 400◦C et 500◦C suivant la
direction de laminage, une vitesse de poinçon de 0,5 mm/s et un jeu de 1,7 mm.

Contrairement aux résultats précédents sur l’analyse de l’évolution de l’effort, plusieurs
paramètres d’entrée jouent un rôle sur le retour élastique. Effectivement, la direction de
prélèvement, la vitesse de poinçon et le jeu entre la matrice et le serre-flan ont un impact
sur le retour élastique mesuré après la mise en forme (cf. tableau 4.2). Ainsi, lorsque le
jeu entre la matrice et le serre-flan augmente, le retour élastique a également tendance à
augmenter (75◦ pour un jeu de 1, 65 mm et 74◦ pour un jeu de 1, 8 mm à 400◦C). Dans
ce cas, l’augmentation du jeu entraine une diminution de l’effort tangentiel ainsi qu’une
baisse de l’écrouissage du matériau. De plus, la diminution de la vitesse du poinçon
pourrait également avoir tendance à accentuer le retour élastique (74◦ pour une vitesse
de 0, 5 mm/s et 74, 5◦ pour une vitesse de 1 mm/s à 400◦C). Enfin, l’orientation de
l’éprouvette technologique influence également le retour élastique, il est le plus marqué
suivant la direction de laminage (74◦ à 400◦C) et le moins important suivant la direction
transverse (76◦ à 400◦C). Finalement, la température joue un effet considérable sur
ce retour élastique puisque entre les deux températures (400◦C et 500◦C) et pour des
conditions identiques, le retour élastique diminue lorsque la température augmente (74◦

à 400◦C et 80◦ à 500◦C).

Deux autres analyses post-emboutissage ont été menées, une concernant la mesure
de l’épaisseur et l’autre la largeur de l’éprouvette. Les valeurs ainsi obtenues sont
inexploitables puisque les écarts entre les différentes valeurs (centièmes de millimètres
pour l’épaisseur et dixième de millimètres pour la largeur) entrent dans la gamme
d’erreur de l’instrument de mesure utilisé et de découpe des éprouvettes (tolérance de
±0, 2 mm).
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Tableau 4.2 – Mesures expérimentales des valeurs des angles γi et θi quantifiant
le retour élastique des éprouvettes après mise en forme, incertitudes : ±0, 25◦.

Temp. [◦C] V [mm/s] Orient. Jeu [mm] γ1 θ1 θ2 γ2

400

0,5 RD
1,7 9,0 73,5 74,0 8,5
1,65 8,5 75,0 74,5 8,5
1,8 9,0 74,0 73,5 9,0

1 RD 1,7 8,5 74,0 74,5 8,0
0,5 TD 1,7 8,5 75,0 75,0 9,0
0,5 DD 1,7 7,0 76,0 75,5 7,5

500

0,5 RD
1,7 4,0 79,5 80,0 4,0
1,65 3,0 79,5 79,0 3,0
1,8 4,5 81,5 81,0 4,5

1 RD 1,7 3,5 79,5 80,0 3,0
0,5 TD 1,7 4,0 80,0 79,5 3,5
0,5 DD 1,7 3,5 80,5 80,5 3,0

Maintenant que la base de résultats expérimentaux est établie, la réalisation de simu-
lations E.F. permettra de confronter les résultats et ainsi de déterminer le modèle de
comportement le plus adapté pour la prédiction de la mise en forme d’une géométrie
simple (Omega) par emboutissage à chaud.

4.2 Simulations numériques des essais de mise
en forme de géométrie Omega

Les premières simulations numériques d’une opération d’emboutissage simple isotherme
hautes températures permettent, dans un premier temps, de tester les différents modèles
de comportement identifiés au chapitre 3. Dans un second temps, elles permettent de
créer une base de résultats numériques afin de les comparer aux résultats expérimentaux
et ainsi vérifier la robustesse des modèles.

Pour la simulation des opérations de mise en forme le logiciel Abaqus/Standard 6.14®

est utilisé. Des simulations en conditions isothermes seront menées et les étapes de mise
en chauffe et de refroidissement ainsi que la dilatation thermique du banc ne seront pas
considérées.

4.2.1 Présentation du modèle éléments finis Omega

4.2.1.1 Géométrie

Le modèle E.F. considère une géométrie 3-D comme le présente la figure 4.7a. Il est
composé de quatre parties, trois d’entre elles rattachées à l’outillage (poinçon, matrice
et serre-flan) et la dernière à l’éprouvette. Ce modèle considère un quart de l’outillage
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global puisque ce dernier dispose de deux plans de symétrie : un transversal (plan zx) et
l’autre longitudinal (plan yz). Cette réduction de géométrie permet de pouvoir réduire
considérablement les temps de calcul (pour une même taille de maille) sans pour autant
dégrader la qualité des résultats de la simulation E.F..

4.2.1.2 Maillage

Les outils sont tous considérés comme des surfaces rigides ("Discrete rigid"). Cette
hypothèse permet de considérer un ensemble outillage indéformable (dans cette analyse
seul le comportement de l’éprouvette est pris en compte). Ces derniers sont maillés avec
des éléments rigides quadrilatères à 4 nœuds (R3D4) et le ratio du maillage avoisine
1 élément/mm comme le présente la figure 4.7b.

X Y

Z

U2 = UR1 = UR3 = 0

U1 = UR2 = UR3 = 0

(a) Vue de la modélisation géométrique

X Y

Z

(b) Vue du maillage

Figure 4.7 – Présentation de la modélisation géométrique et du maillage utilisé
avec Abaqus/Standard®

Concernant le maillage de l’éprouvette, une comparaison en termes de résultats et de
temps de calcul entre des éléments volumiques et coques a montré que les éléments coques
permettent d’obtenir des résultats identiques à des éléments volumiques pour un temps
de calculs réduit de près de 8%. Dans ce cas, le maillage est réalisé à l’aide d’éléments
coques minces à interpolation linéaire à 4 nœuds (S4) pour lesquels 6 ddl 2 par nœud
sont considérés. Comme pour les outils, le ratio du maillage avoisine 1 élément/mm.
Dans le but de tenir compte de l’épaisseur de la tôle, plusieurs points d’intégration dans
l’épaisseur sont pris en compte. Une étude de sensibilité a montré qu’un nombre de
points d’intégration de 5 suffit. Au delà, l’ajout de points d’intégrations supplémentaires
augmente le temps de calcul mais n’améliore pas la précision des résultats.

2. degré de liberté
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4.2.1.3 Comportement

L’éprouvette est considérée comme un solide déformable et utilise un comportement
élasto-viscoplastique. Le comportement élastique est défini par la loi de Hooke (ep.
3.1.2). La loi d’écoulement viscoplastique est définie par une loi de type Norton (eq.
3.1.3). La variable d’écrouissage peut être soit isotrope (eq. 3.1.6) soit cinématique (eq.
3.1.7) comme indiqué au paragraphe 3.1. Enfin la surface seuil peut être isotrope (von
Mises, eq. 3.2.1) ou anisotrope (Hill48, eq. 3.2.3 ou Barlat91, eq. 3.2.12) comme décrit
à la section 3.2. Le nom de chaque modèle de comportement, utilisé dans la suite de
ces travaux, est indiqué dans le tableau 3.6. Les valeurs de l’ensemble des paramètres
composant les modèles de comportement sont indiquées au tableau 3.5.

4.2.1.4 Conditions aux Limites

Concernant les conditions aux limites, la matrice et le serre-flan sont fixes (encastrés),
le seul déplacement réside dans le poinçon qui est piloté comme dans les conditions
expérimentales (pilotage en déplacement jusqu’à 45 kN puis en force jusqu’à 48 kN).
Le modèle E.F. considère également les deux plans de symétrie en bloquant certains ddl
en translation et en rotation des nœuds appartenant à ces deux plans comme le montre
la figure 4.7.

4.2.1.5 Comportement des interfaces

Pour le comportement aux interfaces un contact "surface to surface" est considéré. Le
comportement mécanique est décrit par un contact normal et un contact tangentiel
avec un modèle de frottement de type Coulomb défini par l’équation 4.2.1 [SIMULIA].
Le concept de base du modèle de frottement de Coulomb est de lier la contrainte de
frottement (cisaillement) maximale admissible au travers d’une interface de pression de
contact entre les corps en contact. Dans la forme de base du modèle de frottement de
Coulomb, deux surfaces en contact peuvent admettre des contraintes de cisaillement
jusqu’à un certain seuil avant qu’elles ne commencent à glisser l’une par rapport à
l’autre. Ce modèle de frottement définit cette contrainte seuil de cisaillement critique
τcrit comme une fraction de la pression de contact p entre les surfaces (cf. équation
4.2.1). Cette fraction µ, est connue sous le terme de coefficient de frottement.

τcrit = µp (4.2.1)

Dans le cas présent, l’identification d’un coefficient de frottement caractéristique entre
les outils et la tôle à hautes températures est complexe. Dans leur travail de revue,
Semiatin et al. [Semiatin+1998] montrent que ce coefficient de frottement peut évoluer
de 0, 1 à 0, 4 pour la mise en forme à chaud des alliages de titane en fonction de la
nuance du matériau utilisé pour la fabrication de l’outillage.
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4.2.1.6 Résolution

Une résolution quasistatique en grandes déformations est mise en œuvre pour la simula-
tion de la mise en forme des éprouvettes technologiques.

4.2.1.7 Validité du modèle de comportement

La première analyse concerne les vitesses de déformations rencontrées par la tôle au cours
de la mise en forme. Les conditions de procédé et de géométrie du banc d’essais proposent
des vitesses de déformations comprises dans la gamme des vitesses de l’identification
des modèles de comportements ne dépassant pas 8.10−3s−1.

4.2.2 Influence du coefficient de frottement

La figure 4.8 montre l’évolution de l’effort de poinçon en fonction du déplacement du
dôme de la tôle pour deux valeurs de coefficient de frottement respectivement de µ = 0, 1
et µ = 0, 4 et le modèle de comportement MOD-cine identifié à 400◦C. Dans ce cas, la
mise en forme considère une tôle positionnée dans la direction de laminage (RD), une
vitesse de déplacement de 0, 5 mm/s et un jeu de 1, 7 mm. Sur la figure 4.8, on remarque
que le niveau d’effort est proportionnel au coefficient de frottement. La variation de ce
coefficient de frottement met en évidence que l’utilisation d’un coefficient de µ = 0, 4
permet de mieux représenter les essais expérimentaux à 400◦C et reste en accord avec les
informations de la bibliographie [Semiatin+1998]. Pour les essais à 500◦C, l’utilisation
d’un coefficient µ = 0, 45 permet d’obtenir la meilleure confrontation avec les résultats
expérimentaux.
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Figure 4.8 – Comparaison des résultats numériques de l’évolution de l’effort du
poinçon en fonction du coefficient de frottement entre la tôle et les outils.

L’évolution de ce coefficient de frottement va également impacter le retour élastique
prédit par le modèle numérique. Lorsque la valeur du coefficient de frottement augmente,
le retour élastique a également tendance à augmenter. A 400◦C, pour un coefficient de
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frottement µ = 0, 1 les angles γ et θ sont respectivement de 5◦ et 82◦ alors que pour un
coefficient µ = 0, 4 ces angles sont respectivement de 9, 9◦ et 71, 8◦. De plus, les efforts
tangentiels sur le serre-flan sont de Ft = 0, 2 kN pour µ = 0, 1 alors que lorsque ce
coefficient est augmenté à une valeur µ = 0, 4, les efforts tangentiels sont quadruplés
Ft = 0, 8 kN . Cela génère des champs et des niveaux de contraintes résiduelles différents
comme le suggère la figure 4.9. Dans les rayons, le niveau maximal de contrainte est
sensiblement identique ( 910 MPa) alors que dans le pied de l’éprouvette il est différent.
Pour un frottement µ = 0, 1 le niveau maximal de contrainte atteint 680 MPa alors
qu’il n’est que de 610 MPa pour un coefficient µ = 0, 4. La répartition des champs
de contrainte, présentée par la figure 4.9, génère inévitablement un retour élastique
différent comme en atteste les mesures des différents angles γ et θ.

=0,4=0,1 S, Mises (MPa)

+0.0e+00
+7.6e+01
+1.5e+02
+2.2e+02
+3.0e+02
+3.8e+02
+4.5e+02
+5.3e+02
+6.1e+02
+6.8e+02
+7.6e+02
+8.3e+02
+9.1e+02

(a) (b)

Figure 4.9 – Comparaison des champs de contraintes (MPa) obtenus pour deux
coefficients de frottement µ = 0, 1 et µ = 0, 4 à l’étape de fin de mise en forme
avant retour élastique (obtention de la géométrie complète de l’éprouvette par

l’option miroir proposée par Abaqus®).

4.2.3 Influence de la loi de comportement

Dans cette partie, une attention particulière est portée sur l’influence des variables
d’écrouissage ainsi que du critère de plasticité concernant l’évolution de l’effort et la
prédiction du retour élastique, au regard des trajets de chargement induits dans cet essai.
Les analyses réalisées dans cette partie s’appuient sur la simulation d’un essai de mise
en forme à 400◦C suivant la direction de laminage (RD), une vitesse de déplacement de
0, 5 mm/s et un jeu de 1, 7 mm qui sont les conditions de mise en forme se rapprochant
le plus de celles utilisées industriellement.

4.2.3.1 Variables d’écrouissage

Les résultats fournis par deux modèles de comportement sont comparés considérant un
critère de plasticité isotrope (critère de von Mises) ainsi qu’une composante d’écrouissage
isotrope pour le premier (MOD-iso) et cinématique pour le deuxième (MOD-cine). Les
deux formulations ont fait l’objet d’une étude détaillée au chapitre 3.
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Évolution de l’effort d’emboutissage

La figure 4.10 illustre l’évolution de l’effort de poinçon en fonction du déplacement du
dôme de la tôle pour les deux modèles de comportement MOD-cine et MOD-iso. On
peut observer que les deux courbes sont pratiquement confondues (écart maximal de
0, 1 kN) et donc, que le choix de la variable d’écrouissage n’a pas ou peu d’influence
sur la réponse en effort.
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Figure 4.10 – Comparaison de l’effort de poinçon prédit par les deux modèles de
comportement : MOD-cine et MOD-iso et un critère de plasticité isotrope de von
Mises - Conditions de simulation : 400◦C suivant la direction de laminage (RD),

une vitesse de déplacement de 0, 5 mm/s et un jeu de 1, 7 mm.

En revanche, la répartition des contraintes en fin de mise en forme au sein de la pièce
est largement influencée par le choix du modèle comme en atteste la figure 4.11 qui
présente la répartition des champs de contraintes en fin de mise en forme et avant
retour élastique. En effet, le modèle MOD-iso prédit, dans les rayons, des niveaux de
contraintes plus élevés ( 940 MPa) que le modèle MOD-cine ( 860 MPa). De plus,
la répartition des champs de déformations plastiques et d’épaisseurs est également
différente (cf. figure C.1 en annexe C.2). En sortie du rayon d’entrée de matrice, le
modèle MOD-iso prédit des niveaux de déformations plastiques équivalentes de 17%
contre 20% pour le modèle MOD-cine. Concernant les champs d’épaisseurs, le modèle
MOD-iso préjuge d’un amincissement pouvant atteindre 1, 54 mm opposé à 1, 58 mm
pour le modèle MOD-cine.
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MOD-cine MOD-isoS, Mises (MPa)
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Figure 4.11 – Comparaison des champs de contraintes (MPa) sur la face
supérieure prédits par les deux modèles MOD-iso et MOD-cine en fin de mise en
forme et avant l’étape de retour élastique - Conditions de simulation : 400◦C

suivant la direction de laminage (RD), une vitesse de déplacement de 0, 5 mm/s et
un jeu de 1, 7 mm.

Quantification du retour élastique

Ce dernier résultat nous conduit à l’étude du retour élastique simulé par les deux modèles.
Comme expliqué pour la partie expérimentale, la quantification du retour élastique
est réalisée par la mesure des deux angles γ et θ. Dans ces conditions numériques, la
simulation du retour élastique de la pièce est réalisé suivant trois étapes après la mise
en forme. La première consiste à bloquer (en translation et en rotation) l’ensemble des
nœuds de la tôle. La seconde vise à supprimer tous les contacts entre la tôle et les outils.
La dernière fixe les nœuds considérant initialement la condition de symétrie du pied
de l’éprouvette. Le tableau 4.3 présente les résultats obtenus pour les deux modèles de
comportement MOD-iso et MOD-cine, aux deux températures de l’étude. Les valeurs
entre ‘(•)’ représentent l’écart 3 entre la valeur numérique et la valeur expérimentale qui
est rappelée sur la dernière colonne du tableau.

Contrairement à l’analyse précédente, on remarque que le retour élastique évolue en
fonction du type de loi d’évolution utilisée. Ainsi, on peut remarquer que l’utilisation
de l’écrouissage cinématique génère plus de retour élastique qu’un écrouissage isotrope.
De fait, les valeurs d’angles proposées par le modèle MOD-cine sont plus conformes aux
valeurs d’angles mesurées expérimentalement.

Effectivement, en observant le retour élastique induit pour les différents modèles aux
différentes températures, on remarque que les informations fournies par le modèle de
comportement MOD-cine sont en adéquation avec les données expérimentales. Le modèle
MOD-iso produit une erreur de 7% et 44% à 400◦C et de 2, 5% et 28% à 500◦C sur la
mesure respective des angles θ et γ. Le modèle MOD-cine permet de réduire grandement
ces valeurs à moins de 1% et 4% respectivement pour les angles θ et γ.

3. l’écart est la valeur absolue de la différence des valeurs expérimentales et numériques : |Yexp−Ynum|
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Tableau 4.3 – Valeurs des angles γ et θ : de la pièce de référence, fournies par les
deux modèles et mesurées expérimentalement pour les conditions suivantes :

direction de laminage (RD) - vitesse de poinçon de 0, 5 mm/s et un jeu de 1, 7 mm.
Les valeurs entre () représentent l’écart avec les valeurs expérimentales.

angle Réf. 400◦C
MOD-iso MOD-cine EXP

γ[◦] 0 7,1 (1,9) 9,9 (0,9) 9,0
θ[◦] 85 78,9 (4,9) 71,9 (2,1) 74,0

angle [◦] Réf. 500◦C
MOD-iso MOD-cine EXP

γ[◦] 0 2,1 (1,9) 2,7 (1,3) 4,0
θ[◦] 85 81,9 (1,9) 78,8 (1,2) 80,0

Cette première étude montre que le modèle de comportement utilisant une variable
d’écrouissage cinématique (MOD-cine) permet de mieux prédire le retour élastique de
l’éprouvette technologique. Les différences observées entre les deux modèles s’expliquent
par des trajets de chargement complexes (traction - compression ou compression -
traction) de certaines zones de la tôle.

Trajets de chargement

L’étude des trajets de chargement lors de la mise en forme par E.F. permet d’identifier
trois zones sur l’éprouvette comme le suggère la figure 4.12. La zone 1 (pied de l’éprou-
vette) montre un trajet de chargement en compression puis un retour à déformation
nulle. La zone 3 (oreille de l’éprouvette) montre un cycle de traction - compression mais
pour de très petites déformations (de l’ordre de 0, 1%). Dans ces deux zones, le choix de
l’écrouissage n’a que peu d’influence sur la réponse du matériau. En revanche, dans la
zone 2 (mur de l’éprouvette), le trajet de chargement traction - compression prend un
sens différent puisque les déformations engendrées dans cette partie de l’éprouvette sont
beaucoup plus conséquentes (de l’ordre de 1%). Effectivement, on remarque ici que pour
une même sollicitation, le trajet de chargement induit n’est pas identique et influence
grandement le niveau de contraintes résiduelles en fin de cycle et par conséquent le
retour élastique induit. Ainsi, comme le montre la figure 4.12, le modèle MOD-iso
prédit, dans la zone 2 en fin de mise en forme, un niveau de déformation de ε = 0, 5%
et de contrainte de σ = 270 MPa contre ε = 0.7% et σ = 180 MPa pour le modèle
MOD-cine à 400◦C. A 500◦C, le modèle MOD-iso prédit une déformation de ε = 0, 4%
et de contrainte de σ = 340 MPa contre ε = 0.5% et σ = 350 MPa pour le modèle
MOD-cine. Ces écarts de contraintes et de déformations calculés par les deux modèles,
expliquent les différences de retour élastique établis dans le tableau 4.3.
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Figure 4.12 – Trajets de chargement en contraintes principales - déformations
principales obtenus pour les deux modèles de comportement (MOD-iso et

MOD-cine) en fonction de la température.

Cette analyse a montré que le modèle MOD-cine permet une meilleure prédiction du
retour élastique que le modèle MOD-iso. Ainsi, l’analyse suivante concernant l’influence
du critère de plasticité ne considèrera qu’une composante cinématique pour décrire
l’évolution de l’écrouissage.

4.2.3.2 Les critères de plasticité

Les résultats des simulations E.F. présentés dans cette partie considèrent trois modèles
de comportement à variables d’écrouissage cinématique et utilisant trois critères de
plasticité différents : von Mises, Hill48 et Barlat91. Les formulations de ces modèles ont
fait l’objet d’une étude détaillée dans le chapitre 3. Dans la suite, les notations indiquées
dans le tableau 3.6 sont adoptées pour nommer les différents modèles (MOD-cine,
MOD-rα, MOD-σα, MOD-κ8).

Le choix du critère de plasticité influence également le retour élastique. Les valeurs des
angles γ et θ regroupées dans la tableau 4.4, mettent en évidence ce phénomène. En
effet, on remarque que l’intégration de l’anisotropie dans le modèle de comportement
permet de réduire les écarts observés entre les valeurs expérimentales et numériques. De
plus, le critère de plasticité qui permet d’obtenir l’écart le plus faible est le critère de
plasticité anisotrope de Barlat91. A 500◦C, ce critère prédit des angles γ de 3, 9◦ et θ
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de 80, 1◦ très proches des angles mesurées expérimentalement (γ = 4, 0◦ et θ = 80, 0◦).
Des résultats similaires sont obtenus à 400◦C.

Une analyse analogue concernant l’effort d’emboutissage pour un embouti de 35 mm
montre également un apport significatif de l’introduction d’un critère de plasticité
anisotrope dans le modèle de comportement. Une réduction significative de l’écart est
observée pour les trois modèles anisotropes, le critère de plasticité MOD-σα permettant
de retrouver exactement l’effort expérimental. Cependant on peut conclure que les trois
modèles fournissent des résultats très proches (cf. tableau 4.4).

Tableau 4.4 – Valeurs de l’effort F à 35 mm et des angles γ et θ numériques
quantifiant le retour élastique des éprouvettes pour les conditions suivantes :

direction de laminage (RD) - vitesse de poinçon de 0,5 mm/s, un jeu de 1,7 mm et
un coefficient de frottement µ = 0.4 à 400◦C et µ = 0.45 à 500◦C. Les valeurs entre

‘()’ représentent l’écart avec les valeurs expérimentales.

Modèle 400◦C 500◦C
γ[◦] θ[◦] F [kN] γ[◦] θ[◦] F [kN]

MOD-cine 9,9 (0,9) 71,9 (2,1) 12,7 (0,6) 2,7 (1,3) 78,8 (1,2) 11,8 (0,7)
MOD-rα 8,3 (0,7) 72,9 (1,1) 12,3 (0,2) 2,9 (1,1) 79,9 (0,1) 11,3 (0,2)
MOD-σα 8,9 (0,1) 73,4 (0,6) 12,1 (0,0) 3,8 (0,2) 79,9 (0,1) 11,1 (0,0)
MOD-κ8 9,0 (0,0) 73,7 (0,3) 12,2 (0,1) 3,9 (0,1) 80,1 (0,1) 11,2 (0,1)

Finalement, l’introduction d’un critère de plasticité anisotrope permet une réduction
importante des écarts observés avec les mesures expérimentales. Ces résultats semblent
cohérents puisque, comme nous l’avons montré au chapitre 2 (tableaux 2.3 et 2.4), le
matériau présente un comportement anisotrope non-négligeable. Au travers des valeurs
d’angles et d’efforts retranscrites dans le tableau 4.4, on remarque que le modèle MOD-rα
permet de réduire l’écart entre les valeurs expérimentales et numériques (en comparaison
d’un modèle de comportement incluant un critère de plasticité isotrope). Cependant,
le même modèle utilisant le même critère de plasticité mais identifié avec la méthode
σα (MOD-σα) permet de retrouver les efforts de poinçon expérimentaux et des valeurs
d’angles de retour élastique très proches des mesures expérimentales. Le modèle MOD-κ8
permet d’obtenir le meilleur compromis sur la précision des efforts et des angles.

4.2.4 Simulation E.F. des essais expérimentaux

Le même plan d’expériences que celui réalisé expérimentalement est appliqué sur la
mise en forme numérique des éprouvettes technologiques. Il prend en compte le jeu de
serre-flan, la vitesse d’emboutissage et l’orientation de la tôle. Le tableau 4.5 regroupe
l’ensemble des résultats numériques en terme d’effort à 35 mm de déplacement et
d’angles après retour élastique. Le modèle E.F. utilise, dans ce cas le modèle MOD-κ8
puisque cette formulation offre les meilleurs résultats compte tenu de l’étude précédente.
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L’ensemble des valeurs d’angles et d’efforts pour un déplacement de 35 mm est regroupé
dans le tableau 4.5.

Tableau 4.5 – Valeurs numériques des efforts pour un déplacement de 35 mm et
des angles γ et θ quantifiant le retour élastique des éprouvettes.

Temp. [◦C] V [mm/s] Orient. Jeu [mm] F [kN] γ θ

400

0,5 RD
1,7 12,2 9,0 73,7
1,65 12,7 8,7 73,5
1,8 11,8 9,0 74,3

1 RD 1,7 12,0 8,9 74,1
0,5 TD 1,7 12,0 8,4 75,1
0,5 DD 1,7 12,0 8,5 74,4

500

0,5 RD
1,7 11,2 3,9 80,1
1,65 11,5 3,0 79,0
1,8 10,4 4,0 81,2

1 RD 1,7 11,3 3,9 80,1
0,5 TD 1,7 11,0 3,9 79,8
0,5 DD 1,7 11,3 3,9 80,3

Ces résultats vont être comparés dans la partie suivante aux essais réalisés dans les
conditions décrites au tableau 4.5.

4.2.5 Confrontation des résultats expérimentaux et
numériques pour différents paramètres procédé

Comme précédemment deux types de comparaison sont réalisés : une concernant l’ef-
fort d’emboutissage lors de la mise en forme et la seconde sur la mesure des angles
caractérisant le retour élastique de l’éprouvette.

4.2.5.1 Comparaison des efforts

La figure 4.13 présente l’évolution de l’effort d’emboutissage en fonction du déplacement
mesuré sur le dôme de l’éprouvette pour différents paramètres procédé. L’erreur maximale
donnée par le modèle numérique est inférieure à 5% (pour un déplacement de 10 mm)
indépendamment de la température.

Les deux tableaux 4.1 et 4.5 regroupent l’ensemble des valeurs des efforts (pour un
déplacement de 35 mm) obtenues expérimentalement et numériquement. Ainsi on
peut remarquer que les efforts relevés montrent une bonne corrélation entre valeurs
expérimentales et simulées. L’écart maximal à 400◦C est de 0, 2 kN soit 1, 5% et de
0, 3 kN à 500◦C soit 2, 5%.
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Figure 4.13 – Comparaison de l’évolution de l’effort d’emboutissage expérimental
et numérique

4.2.5.2 Comparaison du retour élastique

En comparant les valeurs obtenues expérimentalement (cf. tableaux 4.2) et les valeurs
numériques (cf. tableau 4.5) on remarque que le modèle de comportement identifié permet
de bien reproduire les valeurs expérimentales. Ainsi à 400◦C, l’erreur est inférieure à 3%
et à 500◦C cette erreur est réduite à moins de 1%.

4.2.5.3 Conclusion partielle

Finalement, le modèle de comportement prenant en considération l’ensemble des es-
sais de caractérisation et notamment les essais cycliques permet de mieux décrire le
comportement lors d’une opération d’emboutissage à chaud d’un alliage de titane.

Concernant le critère de plasticité, les critères anisotropes Hill48 et Barlat91 associés
à un écrouissage cinématique sont ceux qui permettent d’obtenir les valeurs les plus
proches des valeurs expérimentales (cf.tableaux 4.2 et 4.5). Le critère de Barlat91 permet
d’obtenir un compromis entre la prédiction de l’effort d’emboutissage et celle du retour
élastique.

Cette partie a permis d’analyser l’influence du modèle de comportement sur les opérations
d’emboutissage d’une géométrie simple. La section suivante s’intéresse à la simulation
E.F. de la mise en forme d’une pièce industrielle et donc d’une géométrie complexe.
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4.3 Simulation de la mise en forme de la pièce
industrielle

L’emboutissage expérimental de la pièce industrielle n’a pas encore été réalisé pour que
l’on puisse établir ici une comparaison entre des résultats expérimentaux et numériques.
Cependant une analyse analogue à celle réalisée sur les simulations E.F. d’emboutissage
d’éprouvettes technologiques est mise en œuvre. Ces simulations permettent d’une part
d’étudier l’influence des paramètres procédés et matériaux et d’autre part d’établir des
conditions de mise en forme optimales.

4.3.1 Cas d’étude

La pièce sélectionnée, avec les partenaires industriels du projet, présente une forme
caractéristique d’une géométrie réalisée par formage superplastique SPF. Elle est com-
posée de plusieurs éléments géométriques typiques du procédé tel que : un soyage, un
bossage et un embouti profond comme le montre la figure 4.14. Ces mêmes éléments
géométriques se retrouvent dans la mise en forme par emboutissage. De fait, cette
pièce est particulièrement bien adaptée à la démonstration de la faisabilité du procédé
d’emboutissage à des températures inférieures à 700◦C.

EMBOUTI PROFOND 70 mm

BOSSAGE

SOYAGE

DOUBLE MARCHE

620 mm

480 mm

Figure 4.14 – Présentation de la géométrie industrielle

La gamme d’emboutissage, proposée par nos partenaires industriels Aurock et Loire
Étude, est plus complexe que celle utilisée pour les éprouvettes technologiques. La
figure 4.15 illustre la géométrie des outils utilisés pour permettre la mise en forme de
cette géométrie. La lame-inférieure est la partie fixe de l’outillage (représentée par la
géométrie de couleur bleu foncé sur la figure 4.15). Le scénario considéré pour la mise
en forme est le suivant (présentation graphique en annexe C.3) :

1. Descente de la lame-supérieure (géométrie bleu clair sur la fig. 4.15) qui agit
comme un serre-flan. Cet élément se déplace suivant l’axe vertical (axe z) afin de
garantir un jeu de 0, 1 mm entre cette dernière et le flan, soit un déplacement de
10 mm durant 10 s ;
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2. Première montée de la matrice (géométrie violette sur la fig. 4.15) à travers la
lame-inférieure pour réaliser le début de l’opération. Ce déplacement est réalisé
suivant l’axe z durant 300 s et une distance de 50 mm ;

3. Descente du presseur (géométrie verte sur la fig. 4.15) pour mettre en forme le
soyage et le bossage. Le déplacement du presseur, d’une durée de 300 s, est défini
de telle sorte que la distance entre ce dernier et la matrice soit égale à l’épaisseur
de la tôle, soit un déplacement de 10 mm. ;

4. Deuxième montée de la matrice pour terminer la mise en forme de la pièce.
Ce dernier déplacement, d’une durée de 300 s, permet d’obtenir un jeu égal à
l’épaisseur de la tôle entre la matrice et la lame-supérieure, soit un déplacement
de 47 mm.

Cette combinaison de mouvement, réalisée sur une presse triple effet, permet d’optimiser
l’avalement de la matière en réduisant au maximum les risques de déchirure notamment
dans la double marche et les rayons. Les durées de chaque étape sont définies de telle
sorte à proposer une gamme d’emboutissage courte (en comparaison au procédé SPF)
tout en utilisant les propriétés visqueuses du matériau. De plus, elles permettent de
considérer une gamme de vitesse de déformation, du même ordre de grandeur que celle
étudiée lors de l’identification des modèles de comportement.

L’emboutissage de cette géométrie sera réalisé dans une enceinte thermique, ainsi
l’hypothèse de mise en forme en conditions isothermes est considérée, et les aspects de
montée et descente en température ainsi que les effets de dilatation thermique ne sont
pas pris en compte. Deux températures de formage sont considérées à 400◦C et 500◦C
.

PRESSEUR

FLANLAM
E-INFERIEURE

U2=UR1=UR3

LAME-SUPERIEURE

MATRICE

X
Y

Z

Figure 4.15 – Présentation des différents outils utilisés pour la simulation E.F. de
la mise en forme de la pièce industrielle
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4.3.2 Présentation du modèle élément finis

4.3.2.1 Géométrie

Le modèle E.F. considère une géométrie 3-D composée de cinq éléments : presseur,
lame-supérieure, flan, lame-inférieure et matrice. Ce modèle considère la moitié des
outils et de la tôle puisque l’ensemble (pièce et outillage) présente un plan de symétrie
(plan xz) dans la longueur comme le montre la figure 4.15.

4.3.2.2 Maillage

Les outils sont supposés rigides comme pour la simulation des opérations d’emboutissage
des éprouvettes technologiques. Ils sont également maillés avec des éléments quadrilatères
linéaires à 4 nœuds (R3D4). Afin de réduire les temps de calcul sans trop dégrader
la qualité des résultats, un raffinage du maillage est réalisé dans les rayons. Le ratio
moyen du maillage est de 1 élément/10 mm sur les parties planes et est réduit à
1 élément/1, 5 mm dans les rayons avec un minimum de 4 éléments. Une vue du
maillage de l’ensemble des éléments est proposée en annexe C.4.

Le maillage du flan emploie des éléments coques minces à interpolation linéaire à 4
nœuds (S4) et 6 ddl par nœud. Afin de réduire les erreurs de calcul dans les rayons
d’outils et simplifier la convergence des calculs, un raffinage du maillage dans ces zones
est appliqué (cf. annexe C.4). Pour ce composant, la taille maximale des mailles est de
4 mm (partie plane) et la taille minimale est de 1, 5 mm dans les zones de rayon d’outil.
Comme pour l’analyse précédente sur le modèle Omega, cinq points d’intégration sont
considérés dans l’épaisseur.

4.3.2.3 Comportement

Le flan est considéré comme un solide déformable et utilise un comportement élasto-
viscoplastique. Le comportement élastique est défini par la loi de Hooke (ep. 3.1.2).
La loi d’écoulement viscoplastique est définie par une loi de type Norton (eq. 3.1.3).
La variable d’écrouissage peut être soit isotrope (eq. 3.1.6) soit cinématique (eq. 3.1.7)
comme indiqué au paragraphe 3.1. Enfin la surface seuil peut être isotrope (von Mises,
eq. 3.2.1) ou anisotrope (Hill48, eq. 3.2.3 ou Barlat91, eq. 3.2.12) comme décrit à la
section 3.2. Le nom de chaque modèle de comportement, utilisé dans la suite de ces
travaux, est indiqué dans le tableau 3.6.

4.3.2.4 Conditions aux Limites

Concernant les conditions aux limites, la lame-inférieure est le seul élément fixe (encastré).
Le déplacement des outils correspond à la gamme d’emboutissage présentée au début de
cette partie et illustré par les figures de l’annexe C.3, à savoir un pilotage en déplacement
de la matrice, du poinçon et de la lame-supérieure suivant l’axe z.
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4.3.2.5 Comportement aux interfaces

Le comportement mécanique aux interfaces est décrit par un contact normal et un
contact tangentiel avec un modèle de frottement de type Coulomb défini par l’équation
4.2.1 comme décrit au paragraphe 4.2.1.5. En accord avec l’étude sur la mise en forme
des éprouvettes technologiques, le coefficient de frottement de Coulomb varie de µ = 0, 4
pour 400◦C à µ = 0, 45 pour 500◦C (entre la tôle et les outils).

4.3.2.6 Résolution

Comme dans le cas des éprouvettes technologiques, une résolution quasistatique en
grandes déformations est mise en oeuvre pour la simulation de la mise en forme de la
pièce industrielle. La documentation en ligne Abaqus/Standard® fournie par SIMULIA®

[SIMULIA] indique qu’en terme de convergence, les problèmes statiques non linéaires
peuvent être instables. Elle stipule que de telles instabilités peuvent être de nature
géométrique, tel un flambage, ou de nature matérielle, telle une perte de rigidité de
la matière. Si l’instabilité se manifeste par une réponse de déplacement de charge
globale avec une rigidité négative, le problème peut être traité comme un problème
de flambage. Cependant, si l’instabilité est localisée, il y aura un transfert local de
l’énergie de déformation d’une partie du modèle vers les parties voisines, et les méthodes
de résolution globale pourraient ne pas fonctionner. Cette classe de problèmes doit
être résolue dynamiquement ou à l’aide d’un amortissement artificiel ; par exemple, en
utilisant des facteurs d’amortissement (damping factor). Abaqus/Standard® fournit un
mécanisme automatique pour stabiliser les problèmes quasi statiques instables grâce à
l’ajout automatique d’un amortissement proportionnel au volume du modèle.

A la vue des grandes dimensions de la pièce (480×620 mm2) devant l’épaisseur (1, 6 mm)
un facteur d’amortissement est utilisé pour permettre la convergence des calculs. Afin de
vérifier que ce facteur d’amortissement ne modifiera pas les résultats de la simulation de
l’opération, une analyse des énergies interne totaleWt et de stabilisationWs est effectuée.
L’énergie de stabilisation doit être négligeable devant l’énergie interne (Ws � Wt).

Enfin, l’équipement informatique utilisé pour la réalisation des calculs E.F. utilise une
machine de calcul "HP® Z820 Workstation" équipée de deux processeurs Intel® Xeon®

E5-2643 v2 3, 50 GHz possédant chacun 6 cœurs et 32 Go de RAM . Une simulation
numérique de mise en forme de la pièce industrielle est d’une durée moyenne de 10
heures en répartissant la charge de calcul sur 15 processeurs.

Dans la partie suivante, différents paramètres procédé et matériau sont analysés.

4.3.3 Influence de la géométrie du flan

Dans ce paragraphe, le modèle E.F. considère les deux modèles de comportement,
associée au flan, (MOD-iso) et (MOD-cine).
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4.3.3.1 Évolution des éléments du maillage

En considérant une opération d’emboutissage à 500◦C, une première analyse des résultats
montre l’influence de la forme du flan initial. En ce sens, la figure 4.16 propose une vue du
maillage de la pièce à mi-course de la dernière étape de mise en forme (deuxième montée
de la matrice). La simulation E.F. utilisant le modèle de comportement MOD-cine
(figure 4.16a) ne montre aucun problème d’évolution du maillage. Cependant pour des
conditions identiques, la simulation E.F. utilisant le modèle MOD-iso (figure 4.16b)
présente un étirement critique des éléments sur le mur court (MC) faisant apparaitre
une localisation de la déformation dans cette zone. Par ailleurs, cet étirement excessif
du maillage peut engendrer des erreurs de calculs.

(a) MOD-cine (b) MOD-iso

Figure 4.16 – Présentation de la déformation des éléments du maillage pour les
mêmes conditions de mise en forme à mi-course de la dernière étape et les deux

modèles de comportement MOD-cine et MOD-iso.

Afin de pallier à ces défauts de mise en forme, une optimisation de l’opération d’embou-
tissage est proposée dans le paragraphe suivant.

4.3.3.2 Géométrie du flan

A la vue des résultats précédents et pour pouvoir comparer équitablement les différents
paramètres matériau et procédé, une modification du modèle E.F. s’impose. L’élongation
importante des éléments dans le mur court (MC) provient principalement d’une retenue
de matière trop importante. Deux solutions sont envisageables pour remédier à ce
problème : augmentation du jeu de serre-flan et/ou optimisation de la géométrie du flan
initiale.

L’augmentation du jeu de serre-flan permet de moins contraindre la matière entre le
serre-flan et la lame-inférieure et ainsi diminuer les efforts de retenue. Cependant, cela
augmentera inévitablement la formation de plis qui peut engendrer un rétreint plus
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conséquent (notamment dans les zones de rayon) et ainsi provoquer un avalement de
matière tout aussi rédhibitoire pour la pièce.

La modification géométrique du flan initial permet de réduire les zones de matière en
contact entre le serre-flan et la lame-inférieure pour diminuer l’influence des efforts de
retenue. Cette approche est finalement validée et discutée dans la suite de ce chapitre.

La figure 4.17 présente les deux géométries de flan utilisées pour la mise en forme de la
pièce industrielle. Sur le flan octogonal, on peut remarquer que les angles de la tôle ont
été retirés. Cela permet de réduire les efforts tangentiels.

FLAN OCTOGONAL

FLAN INITAL

690

30
0

670

290
160

180

Figure 4.17 – Présentation du flan initial et octogonal.

Cette nouvelle géométrie de flan permet de simuler l’opération de mise en forme de
la pièce à géométrie complexe jusqu’à la fin de la gamme d’emboutissage sans que les
éléments du maillage ne présentent d’élongation unidirectionnelle importante. Ainsi, la
comparaison des différents paramètres de l’étude peut être réalisée.

4.3.4 Influence de l’écrouissage : MOD-iso / MOD-cine
Pour la comparaison des multiples paramètres du modèle de comportement, différentes
zones sont définies afin de couvrir une large gamme de trajets de chargement. Ces cinq
zones caractéristiques sont illustrées sur la figure 4.18.

Contrairement à l’analyse réalisée sur l’éprouvette technologique, les sollicitations ne sont
pas principalement inscrites suivant une direction prédéfinie, c’est pourquoi l’analyse des
contraintes et des déformations sont réalisées, dans une première approche, en utilisant
la contrainte équivalente de von Mises σeq et la déformation plastique équivalente εpleq.

Dans ce paragraphe, l’influence des variables d’écrouissage (MOD-iso et MOD-cine)
sur l’emboutissage de la pièce est prise en considération. Pour cette comparaison, les
simulations sont réalisées pour des conditions à 400◦C.
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R1

Figure 4.18 – Présentation des cinq zones choisies pour la comparaison des
résultats. ML = Mur Long, MC = Mur court, DM = Double marche, R1 et R2

= Rayons.

4.3.4.1 Avalement de matière

La première remarque qui peut être formulée concerne l’avalement de matière. Effective-
ment, l’avancement de la matière dans l’outillage n’est pas identique suivant le type
d’écrouissage utilisé comme le montre la figure 4.19. Le modèle MOD-iso (cf. figure 4.19
image gauche) prédit des zones où l’avalement est plus important et différent que le
modèle MOD-cine (cf. figure 4.19 image droite). Ainsi le modèle MOD-iso propose un
avalement maximal de 56 mm alors que l’avalement identifié par le modèle MOD-cine
s’élève à 46 mm soit un écart de 10 mm.

MOD-iso MOD-cine

U, U1

−6.200e+01
−5.217e+01
−4.233e+01
−3.250e+01
−2.267e+01
−1.283e+01
−3.000e+00
+6.833e+00
+1.667e+01
+2.650e+01
+3.633e+01
+4.617e+01
+5.600e+01

X

Y

Z X

Y

Z

56 mm -62 mm 46 mm -52 mm

Figure 4.19 – Mise en évidence de l’avalement de matière (mm) en fonction du
type d’écrouissage : MOD-iso à gauche et MOD-cine à droite à 400◦C.

4.3.4.2 Contraintes - Déformations

Une seconde analyse peut être faite en observant l’évolution des contraintes équivalentes
de von Mises σeq et les déformations plastiques équivalentes εpleq au cours de la mise en
forme dans les différentes zones identifiées sur la figure 4.18. La figure 4.20 illustre ces
évolutions. On remarque ici une forte influence, tant sur le niveau de contrainte que sur
le niveau de déformation, suivant le modèle de comportement utilisé.
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Pour l’ensemble des éléments étudiés, les déformations sont proportionnelles et sensible-
ment équivalentes pour la double marche (DM) et les murs (ML et MC) comme le
montre les figures 4.20a et 4.20c. Dans les rayons, les déformations ne sont pas identiques
mais proposent des allures semblables pour des niveaux maximums respectivement de
55% et 65% (soit un écart de 15%) pour les modèles MOD-cine et MOD-iso comme
le montre la figure 4.20e. En revanche, les figures 4.20b, 4.20d et 4.20f font apparaitre
une forte influence du modèle de comportement sur la réponse en contrainte. Effecti-
vement, pour la première montée en charge les deux modèles proposent des niveaux
de contraintes parfaitement superposés (jusqu’à 180 s), mais lorsque le chemin de
chargement devient complexe, la réponse en contraintes est fortement modifiée. Ainsi
les niveaux de contraintes atteints en fin de mise en forme (900 secondes) calculés via
le modèle MOD-cine sont supérieurs à ceux calculés via le modèle MOD-iso. Sur la
double marche (ou les murs) ces niveaux sont respectivement de 355 MPa et 263 MPa,
soit un écart de 25%, entre les deux modèles. Dans les rayons (R1 et R2) le modèle
MOD-iso propose des niveaux de contraintes supérieurs à ceux fournis par le modèle
MOD-cine. Ces niveaux de contraintes sont respectivement de 470 MPa et 340 MPa

soit un écart de près de 30%.

Ces écarts de contraintes et de déformations engendreront inévitablement des prédictions
de retour élastique différentes de la pièce.

Enfin, concernant les temps de calculs, la résolution du modèle E.F. considérant le
modèle MOD-iso requiert 9, 77 heures contre 9, 80 heures pour celle considérant le
modèle MOD-cine, soit une différence de temps de calcul entre les deux méthodes
inférieure à 0, 5%.
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Figure 4.20 – Evolution de la déformation plastique équivalente εpleq et de la
contrainte équivalente de von Mises σeq en fonction des zones définies par la figure

4.18 à 400◦C.
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4.3.5 Influence du critère de plasticité

L’analyse proposée ici, s’intéresse à l’influence du critère de plasticité (en considérant une
loi d’évolution à écrouissage cinématique) sur la mise en forme de cette pièce à géométrie
complexe. Les trois critères de plasticité considérés dans cette section sont le critère
isotrope de von Mises ainsi que les critères anisotropes de Hill48 et de Barlat91. Cela
correspond aux modèles de comportement MOD-cine, MOD-rα, MOD-σα et MOD-κ8.
Les résultats présentés ici considèrent une opération de mise en forme à 400◦C. Les
résultats à 500◦C sont présentés en annexe C.5.

La figure 4.21 présente l’évolution des contraintes équivalentes de von Mises σeq et les
déformations plastiques équivalentes εpleq au cours de la mise en forme dans les différentes
zones identifiées sur la figure 4.18.

On peut remarquer que le choix du critère de plasticité va influencer aussi bien la réponse
en déformation qu’en contrainte. Ce constat est vrai sur l’ensemble des zones étudiées.
L’allure des courbes de déformations et de contraintes reste sensiblement identique mais
présente des valeurs différentes.

Les niveaux de contraintes et de déformations proposés par le modèle MOD-cine sont
supérieurs à ceux proposés par les modèles MOD-rα, MOD-σα et MOD-κ8. Ainsi, entre
les modèles considérant un critère de plasticité de von Mises et de Barlat91, on observe
un écart moyen de près de 15% tant sur le niveau de déformations que de contraintes
en fin de mise en forme.

Les deux modèles de comportement anisotrope MOD-σα et MOD-κ8 proposent un écart
maximal de déformation inférieur à 4% dans les murs (cf. fig. 4.21c) et des écarts de
niveau de contraintes inférieurs à 7%.

Enfin le modèle de comportement MOD-rα, considérant le critère de plasticité anisotrope
de Hill48 - rα, propose les valeurs de déformations et de contraintes les plus faibles. En
effet, il montre une chute des niveaux de déformations de près de 20% et de contraintes
de près de 10% en comparaison du modèle MOD-κ8.

Enfin les temps de calculs induits par la résolution du modèle E.F. utilisant le modèle
MOD-cine sont de 9, 80 heures contre 9, 95 heures pour les critères anisotropes, soit
une différence de temps de calcul inférieure à 2%.
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Figure 4.21 – Evolution de la déformation plastique équivalente εpleq et de la
contrainte équivalente de von Mises σeq en fonction du temps des éléments définis
par la figure 4.18 pour les trois critères de plasticité von Mises, Hill48 et Barlat91

à 400◦C.
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4.3.6 Influence de la température

Dans ce paragraphe, l’influence de la température sur la mise en forme par éléments
finis est analysée. Dans ce cas, le modèle MOD-κ8 est étudié. Ce modèle fourni les
prédictions les plus satisfaisantes pour le cas de l’éprouvette technologique. Le seul
paramètre évolutif de cette analyse concerne la température de mise en forme : 400◦C
et 500◦C.

Comme illustré précédemment, la figure 4.22 propose l’évolution des contraintes équi-
valentes de von Mises σeq et les déformations plastiques équivalentes εpleq au cours de
la mise en forme dans les différentes zones identifiées sur la figure 4.18. Sur les figures
4.22a, 4.22c, et 4.22e on remarque que les niveaux de déformations sont sensiblement
identiques et présentent des écarts pouvant atteindre 10%. Cependant les niveaux de
contraintes présentés sur les figures 4.22b, 4.22d, et 4.22f montrent des écarts de près
de 50%.

La figure 4.23 propose les cartographies des contraintes équivalentes de von Mises σeq,
des déformations plastiques équivalentes εpleq et des champs d’épaisseurs à l’étape de fin
de mise en forme. Comme vue précédemment sur les graphiques de la figure 4.22, on
remarque que les niveaux moyens de contraintes à 500◦C (295 MPa) sont inférieurs à
ceux proposés à 400◦C (655 MPa). Cependant, les niveaux de déformation plastique
sont sensiblement équivalents. Enfin, l’amincissement de la pièce est moins important à
500◦C qu’à 400◦C, avec une épaisseur minimale de 1, 23 mm à 500◦C et de 1, 14 mm à
400◦C.

Cette première partie a mis en évidence l’influence du modèle de comportement sur la
simulation numérique de l’opération de mise en forme d’une pièce industrielle. La partie
suivante va tenter d’établir un critère de réussite de la pièce emboutie par intégration
d’une courbe limite de formage (CLF).
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Figure 4.22 – Evolution de la déformation plastique équivalente εpleq et de la
contrainte équivalente de von Mises σeq en fonction des zones définies par la figure
4.18 pour les deux températures de l’étude (T = 400◦C et 500◦C) et un modèle de

comportement MOD-κ8.
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Figure 4.23 – Cartographies des contraintes équivalentes de von Mises σeq, des
déformations plastiques équivalentes εpleq et des champs d’épaisseur (STH) sur la
géométrie en fin d’emboutissage pour les deux températures 400◦C (à gauche) et

500◦C (à droite) et un modèle de comportement MOD-κ8.

139



Essais d’emboutissage sur éprouvette technologique et simulation éléments finis

4.3.7 Limite de formabilité

Cette dernière partie propose un critère d’emboutissabilité de la pièce industrielle de
cette étude. Ce critère s’appuie sur les simulations numériques précédentes associées à
l’utilisation d’une Courbe Limite de Formage (CLF). N’ayant pas réalisé d’essais propres
à la détermination de CLF ou identifié de modèles d’endommagement, nous avons choisi
d’utiliser des données issues de l’analyse bibliographique.

4.3.7.1 Identification de la CLF

Comme indiqué dans le chapitre 1 au paragraphe 1.3.4, Kotkunde et al. [Kotkunde+2017]
et Odenberger et al. [Odenberger+2013a] ont identifié des courbes limite de formage
(CLF) pour leur alliage Ti-6Al-4V respectif à une température de 400◦C. Cette courbe
définit les niveaux de déformations critiques dans le diagramme des déformations
principales ε1 − ε2. Dans la suite de cette étude, nous choisissons d’utiliser la CLF
identifiée par Kotkunde et al. [Kotkunde+2017] car l’identification de cette courbe utilise
un plus grand nombre de points expérimentaux.

Afin de pouvoir utiliser cette CLF, un travail de recalage est nécessaire. Les essais de
caractérisation du comportement, présentés au chapitre 2, utilise la corrélation d’images
numériques (paragraphe 2.3.2) pour l’identification des déformations dans le plan. Cette
technique permet d’identifier la striction (paragraphe 2.3.2.4) au travers d’une analyse
des champs de déplacements. Grâce à cette analyse, il est possible d’identifier les
déformations ε1 et ε2 lors de la striction de l’éprouvette comme le montre la figure
4.24 pour les trois vitesses de déformation et les deux températures : figure 4.24a à
400◦C et figure 4.24b à 500◦C. De plus, lors de la mise en forme de la pièce industrielle,
les vitesses de déformation sont strictement inférieures à 10−3s−1. La courbe identifiée
par Kotkunde et al. [Kotkunde+2017] est donc translatée suivant ε1 pour obtenir une
intersection entre cette dernière et le point identifié pour une vitesse de déformation de
10−3s−1.

4.3.7.2 Validité de l’emboutissage de la pièce industrielle

Grâce aux simulations E.F. de la mise en forme de la pièce industrielle, les déformations
principales maximales ε1 et minimales ε2 peuvent être identifiées. La figure 4.25 présente
ces déformations pour les trois dernières étapes (voir paragraphe 4.3) de la mise en forme.
Dans ce cas, le modèle de comportement MOD-κ8 à 500◦C est utilisé. Les résultats
pour la mise en forme à 400◦C sont présentés en annexe C.6.

Au travers de cette analyse de la formabilité de la pièce à la fin de chaque étape, on
remarque que les zones de la pièce qui seraient susceptibles d’aboutir à une rupture
correspondent au bossage circulaire et au rayon proche de la double marche. Cette
rupture apparait dès la fin de la troisième étape.
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Figure 4.24 – Présentation des courbes limite de formage identifiées par
Kotkunde et al. [Kotkunde+2017] et recalées sur les résultats de notre étude.

Cependant, comme le stipule Col [Col2011b] et Hosford [Hosford+2014], l’identification
des courbes limite de formage dépend d’un grand nombre de paramètres et notamment
des épaisseurs des tôles. Ils indiquent dans leurs travaux que, pour des aciers, lorsque
l’épaisseur de la tôle augmente, les niveaux de déformations augmentent également.
L’étude de Kotkunde et al. [Kotkunde+2017] est réalisée sur une tôle Ti-6Al-4V d’une
épaisseur de 0, 9 mm. L’épaisseur de la tôle de notre étude étant de 1, 6 mm, on pourrait
supposer que la courbe limite de formage liée à notre matériau soit plus conservatrice que
celle identifiée avec la méthode décrite au paragraphe 4.3.7.1. De plus, comme indiqué
dans l’analyse bibliographique (figure 1.15), les trajets de chargement ont une forte
influence sur la position de la CLF. Pour des opérations de mise en forme multipasses,
comme celles considérées ici, ce type d’analyse permet de donner un critère d’ordre
qualitatif mettant en évidence les zones susceptibles de rompre ainsi que les étapes de
la mise en forme qui sont les plus critiques. Ces résultats amènent donc à proposer une
modification des rayons de bossage et de la double marche. Des résultats plus quantitatifs
nécessiteraient une étude complémentaire afin d’identifier la CLF en accord avec nos
pièces (épaisseurs, microstructure, ...) et notre procédé (trajets de chargement, vitesses
de chargement, ...) en utilisant des méthodes comme celles proposées par Cayssials
[Cayssials1998] ou Abspoel et al. [Abspoel+2013].
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(a) Etape 2 : première montée de la matrice
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(b) Etape 3 : descente du presseur
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(c) Etape 4 : deuxième montée de la matrice

Figure 4.25 – Présentation des déformations de la pièce industrielle pour les trois
étapes de mise en forme dans le diagramme des déformations principales (à gauche)
et sur la géométrie (à droite) à 500◦C et utilisant un modèle de comportement

MOD-κ8
.
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Conclusion Chapitre 4
Dans ce chapitre, des comparaisons entre des opérations de mise en forme expérimentales
et numériques d’une géométrie Omega ainsi que la simulation E.F. de l’opération d’em-
boutissage d’une géométrie industrielle sont discutées. Les simulations E.F. effectuées sur
une éprouvette technologique et sur la pièce industrielle ont mis en évidence l’influence
significative de plusieurs paramètres matériau et procédé.

Mise en forme d’éprouvettes technologiques

La mise en forme expérimentale des éprouvettes technologiques a montré que la vitesse
d’emboutissage et l’orientation de la tôle n’ont qu’une faible influence sur la réponse
en effort de poinçon (inférieur à 2%) ou sur le retour élastique (inférieur à 3%) comme
le montrent les tableaux 4.1 et 4.2. A contrario, la température et le jeu de serre-flan
font apparaitre des effets non négligeables. Ainsi, lorsque la température de mise en
forme croît ou que le jeu de serre-flan augmente, les efforts mis en jeu sont de moindre
importance (réduction de 10%) et le retour élastique tend à diminuer (réduction de
8%).

Une comparaison des résultats expérimentaux et numériques concernant l’effort de
mise en forme et le retour élastique de la pièce est proposée. Les modèles numériques
considèrent plusieurs modèles de comportement identifiés au chapitre 3. A la suite de
cette comparaison, le modèle de comportement MOD-κ8 fournit le meilleur compromis
entre la prédiction de l’effort d’emboutissage et celle du retour élastique de la pièce
après mise en forme. Ainsi les écarts que proposent les simulations numériques sont
inférieurs à 1% sur l’effort et à 2% sur les angles quantifiant le retour élastique de la
pièce comme l’illustrent les tableaux 4.2 et 4.5.

Les différences de résultats obtenues en considérant les deux modèles de comporte-
ment MOD-iso ou MOD-cine sur le retour élastique sont expliquées par les trajets de
chargement non-monotones observés sur la mise en forme du mur de l’éprouvette (cf.
figure 4.12). Ces prédictions, dépendantes du modèle de comportement, vont inévita-
blement conduire à des prédictions de contraintes résiduelles différentes influençant
directement le retour élastique. Le modèle de comportement MOD-κ8 s’avère donner les
résultats les plus proches des mesures expérimentales aussi bien sur les niveaux d’effort
d’emboutissage que sur la prédiction du retour élastique.

Pièce industrielle

L’emboutissage des pièces industrielles n’a pas encore pu être réalisé par nos partenaires.
Cependant une étude numérique des différentes étapes de l’opération d’emboutissage
permet d’identifier les paramètres les plus influents. Ainsi, l’analyse de l’évolution des
contraintes équivalentes de von Mises σeq, des déformations plastiques équivalentes εpleq,
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des épaisseurs ou des déplacements du flan permet de discuter l’influence de plusieurs
paramètres procédés et matériaux.

En observant l’influence des variables d’écrouissage, on s’aperçoit que, pour des conditions
de procédé de mise en forme et de géométrie de flan identique, le modèle MOD-iso
prédit une localisation importante de la déformation dans le mur court laissant penser
à une déchirure de la tôle alors que cette localisation est nettement moins importante
avec le modèle MOD-cine (cf. figure 4.16). Il apparaît donc important de vérifier les
trajets de chargement induits dans le matériau lors de la mise en forme afin d’identifier
une loi de comportement adaptée au procédé choisi. Selon les modèles considérés, les
écarts de contraintes et de déformations peuvent respectivement atteindre près de 25%
et 15% comme le montre la figure 4.20.

L’influence du critère de plasticité est tout aussi importante. En observant les niveaux
de contraintes et de déformations au cours de la mise en forme (cf. figure 4.21), on
remarque que les écarts proposés par un critère de plasticité isotrope et anisotrope
peuvent atteindre 25% sur le niveau de contraintes et 20% sur le niveau de déformations.
La méthodologie d’identification des paramètres des critères de plasticité va également
influencer la réponse en contrainte et déformation. Ainsi des écarts de 30% sur le niveau
de contraintes et de 20% sur le niveau de déformations sont observés entre les modèles
MOD-rα et MOD-κ8.

Une confrontation entre les résultats expérimentaux et numériques permettrait de valider
l’approche et de statuer sur la validité du modèle de comportement MOD-κ8. Cette
comparaison pourrait être réalisée en comparant les retours élastiques géométriques de
la pièce, comme pour l’éprouvette technologique, mais également en mesurant l’épaisseur
de la tôle en divers points caractéristiques ainsi que les déplacements de certains points
considérés sur le pourtour du flan initial.
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Conclusion Générale
Ces travaux de thèse sont réalisés en collaboration avec deux partenaires industriels
Aurock et Loire Etude. L’objectif de ce projet concerne le développement d’un procédé
d’emboutissage à hautes températures offrant des capacités d’allongement permettant
la réalisation d’emboutis complexes tout en limitant la température de mise en forme à
des niveaux inférieurs (T = 400◦C, 500◦C) de ceux considérés en formage à chaud (T =
730◦C, 880◦C). Cette configuration permet à la fois de réduire l’impact environnemental
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en abaissant la température de formage et d’augmenter les cadences de production en
comparaison au procédé SPF.

Ce manuscrit présente une contribution à l’étude du comportement de l’alliage de
titane Ti-6Al-4V dans des conditions d’emboutissage à des températures de T = 400◦C,
500◦C. Pour répondre aux problématiques scientifiques liées à cette étude, une approche
de caractérisation classique mais utilisant des méthodes innovantes est proposée. Les
conclusions de ces divers travaux de caractérisation, modélisation et simulation E.F., ont
permis de proposer un modèle de comportement élasto-viscoplastique anisotrope per-
mettant de décrire le comportement mécanique de l’alliage aux températures considérées
lors d’opérations d’emboutissage.

Caractérisation et comportement mécanique

La caractérisation de l’alliage de l’étude a été réalisée à l’aide de deux bancs d’essais
mécaniques dédiés aux grandes (GD) et petites (PD) déformations. Les essais en grandes
déformations sont réalisés en traction monotone uniaxiale pour identifier l’écrouissage
du matériau jusqu’à striction. La caractérisation en petites déformations est effectuée en
sollicitation cyclique, de traction-compression ou compression-traction, pour permettre
l’identification de l’évolution de l’écrouissage sur un trajet de chargement complexe.

Étude en grandes déformations par DIC

Les essais menés en grandes déformations ont nécessité l’utilisation de la corrélation
d’images numériques (Digital image correlation DIC) pour l’identification des défor-
mations dans le plan. Cette méthode de mesure utilise un marquage de la surface de
l’éprouvette qui a été réalisé, dans cette étude, par anodisation (cf. figure 2.9 ). Cette
technique innovante a fourni des résultats très satisfaisants et parfaitement adaptés à
nos conditions d’essais. Cette étude a permis d’identifier la température optimale de
mise en forme en étudiant l’évolution des champs de déformations au cours de l’essai.
De plus, cette analyse permet de localiser précisément le moment de l’apparition de
la striction et ainsi évaluer l’allongement du matériau pour différentes conditions de
chargement. En outre, la mesure des champs de déformations du plan de l’éprouvette
permet l’identification de l’évolution du coefficient d’anisotropie au cours d’un essai de
traction (cf. figure 2.15). Enfin, le plan d’expériences réalisé a permis de quantifier et
de qualifier la sensibilité du matériau à la température (cf. figure 2.12), à la vitesse de
déformation (cf. figures 2.14a et 2.16a) et à l’orientation de la sollicitation (cf. figures
2.14b et 2.16b).

Caractérisation cyclique en petites déformations

L’étude en petites déformations utilise des moyens de mesure de la déformation plus
conventionnels (extensomètre). L’analyse des résultats des essais en traction - com-
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pression et compression - traction permet de mettre en évidence un effet d’écrouissage
cinématique important (cf. figure 2.19). De plus, ils montrent qu’à ces températures, le
matériau présente un comportement symétrique en traction et en compression (cf. 2.20)
contrairement à ce que d’autres auteurs observent à plus basses températures. Enfin, les
essais de traction - relaxation (cf. figure 2.22) mettent en évidence les effets visqueux
du matériau.

Modélisation du comportement mécanique

Les essais de caractérisation ont permis l’identification de plusieurs modèles de com-
portement élasto-viscoplastiques. Ces lois sont composées d’une part élastique (loi de
Hooke eq. 3.1.2) et d’une part viscoplastique (loi de Norton 3.1.3). La surface de charge
est décrite par un critère de plasticité isotrope (von Mises eq. 3.2.1) ou des critères de
plasticité anisotrope (Hill48 eq. 3.2.3 ou de Barlat91 eq. 3.2.12). L’évolution de cette
surface est introduite par des variables d’écrouissage isotrope (eq. 3.1.8) ou cinématique
(eq. 3.1.9). Les différents essais de caractérisation ont permis l’identification de l’ensemble
des paramètres des modèles de comportement MOD-iso, MOD-cine, MOD-rα, MOD-σα,
MOD-κ8 (cf. figure 3.5).

Variables d’écrouissage

Le choix de la variable d’écrouissage va dépendre des trajets de chargement que subit
la tôle au cours de l’opération d’emboutissage. Dans le cas présent, le cycle défini sera
de type traction-compression ou compression-traction. L’étude montre qu’un modèle
considérant une somme de trois variables d’écrouissage cinématique associées à un terme
de restauration statique et un critère de plasticité anisotrope fournit les meilleures
prédictions compte tenu de la gamme de sollicitation considérée (cf. figures 3.6, 3.7,
3.8, 3.9 et 3.10). L’étude de sensibilité du critère de plasticité, montre que le critère
anisotrope de Barlat91 permet d’obtenir de meilleurs résultats que ceux de von Mises
ou de Hill48 indépendamment de la méthode d’identification (cf. figures 3.3 et 3.4).

Simulation numérique du procédé d’emboutissage à chaud

Ces lois de comportement sont implantées dans le code de calcul E.F. Abaqus/Standard
6.14 ® par un sous programme UMAT généré à partir de la librairie Zset®. Différentes
simulations sont conduites afin d’étudier l’influence de plusieurs paramètres matériaux
et procédés. Deux études principales sont menées, la première concerne la simulation
numérique de la mise en forme d’éprouvettes technologiques et la seconde aborde celle
d’une pièce industrielle.

Validation de l’emboutissage d’éprouvettes technologiques

L’analyse expérimentale de la mise en forme d’éprouvettes technologiques (cf. figure
4.1) a montré une influence marquée de la température et du jeu de serre-flan (cf.
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tableau 4.1). Ainsi, lorsque la température de mise en forme croît ou que le jeu de
serre-flan augmente, les efforts mis en jeu sont de moindre importance. Une comparaison
des données expérimentales et numériques concernant l’effort de mise en forme et le
retour élastique de la pièce est proposée. Elle montre que le modèle de comportement
considérant une loi élasto-viscoplastique à évolution cinématique et le critère de plasticité
anisotrope de Barlat91 est le plus représentatif (cf. tableau 4.4 et figure 4.13).

Application à une pièce industrielle

Suite à cette analyse sur une géométrie simple, la simulation E.F. de l’emboutissage d’une
géométrie complexe correspondant à une pièce industrielle en développement (cf. figure
4.14) est proposée. Ainsi l’observation de l’évolution des contraintes équivalentes de von
Mises σeq, des déformations plastiques équivalentes εpleq, et les cartographies d’épaisseurs
ou de déplacements permet de comparer les résultats fournis par les différents modèles de
comportement (cf. figures 4.19, 4.20, 4.21 et 4.23). Le choix de la variable d’écrouissage,
pour des conditions de procédé et de géométrie identique, va engendrer des prédictions
différentes (cf. figure 4.16).

Les résultats des essais industriels seront prochainement comparés à ceux issus des
simulations numériques.

Perspectives
Cette contribution aux travaux de mise en forme de l’alliage de titane Ti-6Al-4V peut
être approfondie suivant différents axes de recherche. Ainsi, afin de re-considérer certaines
hypothèses ou simplifications faites dans cette étude, des améliorations du modèle de
comportement et des modèles éléments finis peuvent être envisagées suivant différentes
approches.

Mesure par DIC

Une première approche concerne les essais grandes déformations. Ils utilisent une
technique de mesure des déformations par corrélation d’images numériques réalisée
en milieu isotherme pour des conditions de températures élevées. L’identification du
champ de déformation va directement dépendre de la qualité des images captées par le
banc de corrélation. Durant l’acquisition des images, ces dernières peuvent subir des
distorsions du fait de l’environnement thermique. Dans ce contexte, des travaux de
recherches pourraient être réalisés afin de quantifier l’importance des erreurs de mesure
liées aux effets de champs convectifs, à la qualité des composants du banc de corrélation
et aux éléments disposés entre l’élément à observer et l’objectif. Par exemple, Jones
et al. [Jones+2017] proposent des solutions afin de contrôler les effets convectifs pour
connaître l’erreur de mesure et ainsi la prendre en compte dans le post-traitement.
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Élargissement de la base de résultats

La base des essais de traction menés en grandes déformations pourrait être élargie par
une analyse suivant différents angles (15◦, 30◦, 60◦, 75◦) de sollicitation. Ces essais
complémentaires permettraient de compléter l’étude menée sur les critères de plasticité
anisotrope. Par ailleurs, des essais de caractérisation en sollicitations multi-axiales (par
exemple bi-expansion) permettraient également d’analyser les réponses fournies par ces
critères pour des trajets de chargement plus complexes.

Extension à la mise en forme anisotherme

Les modèles de comportement identifiés dans ces travaux présentent des formulations
isothermes faisant l’hypothèse que la température de mise en forme est parfaitement
uniforme tout au long du procédé, or la réalité et plus complexe quelle que soit l’étape
du procédé considérée. Durant l’étape de mise en forme, des différences de température
entre la tôle et les outils peuvent conduire à des inhomogénéités de température sur la
tôle qu’un modèle de comportement anisotherme pourrait prendre en compte. Ainsi,
une première approche serait de créer un modèle de comportement dont les coefficients
sont thermiquement dépendants. Cette hypothèse conduit également à une étude plus
approfondie des transferts thermiques entre la tôle et les outils nécessitant par exemple
la détermination de paramètres supplémentaires comme la résistance thermique de
contact.

Conditions de refroidissement

Une étude du comportement de l’alliage pour des conditions de refroidissement mai-
trisées permettrait de pouvoir quantifier précisément le retour élastique de la pièce
en considérant un comportement thermoélastique. Cette dernière analyse permettrait
d’améliorer la démarche d’ingénierie virtuelle pour la conception de la gamme d’embou-
tissage. La définition géométrique d’un outil compensé serait alors envisageable pour
mieux préparer la réalisation d’une pièce offrant une géométrie conforme.

Coefficient de frottement

D’un point de vue mécanique, cette étude n’a pas pu apporter des mesures précises du
coefficient de frottement tôle / outil. En effet, ce dernier a été calibré afin d’améliorer la
corrélation entre les résultats expérimentaux et numériques tout en restant en accord
avec les valeurs de la bibliographie. Afin de valider la valeur de ce paramètre µ, il
faudrait réaliser une analyse plus poussée en ce sens en s’appuyant sur les techniques
expérimentales de la littérature. Dohda et al. [Dohda+2015] ou Ynagida et al. [Yana-
gida+2009] proposent dans leurs travaux l’identification d’un coefficient de frottement
pour un couple matériaux avec différentes techniques expérimentales.

149



Conclusion générale et Perspectives

Limites de formabilité

Finalement, dans un souci d’amélioration de la prédiction de la mise en forme, l’identi-
fication de courbes limites de formage (CLF) permettrait de prévoir numériquement
l’échec ou la réussite de la mise en forme de la pièce. L’identification de ces courbes
semble complexe. De plus, la réalisation d’essais peu conventionnels est nécessaire.
Ainsi, Col [Col2011b] propose différents essais : expansion équibiaxiale ou dissymétrique
par gonflage à poinçon gazeux, traction plane par des essais Nakazima ou Marciniak,
cisaillement pur, ... . Chaque essai permet d’identifier un point sur le diagramme des
déformations principales. Ce diagramme, une fois établi, définit les différentes zones
de succès, striction et rupture. Cependant, cette nouvelle caractérisation devrait être
réalisée à hautes températures et prendre en considération les effets d’anisotropie du
matériau et de trajet de chargement complexe. L’utilisation d’autres critères permet-
tant la validation de la mise en forme serait également envisageable [Abspoel+2013 ;
Cayssials1998].

Une approche alternative consisterait à coupler le modèle de comportement à une loi
d’endommagement afin d’évaluer, au cours de la mise en forme, les zones de la tôle
susceptibles de présenter un risque de déchirure. Plusieurs travaux ont mis en œuvre ce
type d’approches s’inscrivant dans le cadre de la mécanique des dommages continus, on
peut par exemple citer les ouvrages de Lemaitre et Desmorat[Lemaitre+2005] ou de
Saanouni [Saanouni2012].
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A.1 Digital Image Correlation

Paramétrage de la mesure par DIC

Pour la détermination du champ de déplacement observé entre deux incréments de
temps, les réglages suivants ont été appliqués dans le logiciel VIC-2D® :

1. Définition de la zone d’intérêt (region of interest : ROI 1),

2. Division de cette ROI en imagette (subset),

3. Minimisation du coefficient de corrélation.

La figure A.1 illustre la définition du ROI ainsi que du subset sur une éprouvette.
La mesure du déplacement est réalisée sur toute la partie utile de l’éprouvette pour

1. Region of interest
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ROI subset 

Figure A.1 – Représentation du réglage des paramètres de ROI et de subset

une imagette de grande taille (ROI = 440 x 840 pixels, subset = 30 x 30 pixels et
1 pixel = 18µm ). La taille de l’imagette est définie de telle sorte que la valeur du
déplacement soit moyennée sur une "grande" zone de l’éprouvette permettant ainsi de
s’affranchir d’une partie des erreurs engendrées par le bruit de mesure. La mesure de la
déformation est donc une valeur scalaire défini par un subset.

Les paramètres de corrélation sont identiques pour l’ensemble du plan d’expérience réalisé
excepté la fréquence d’acquisition. Elle varie en fonction de la vitesse de déformation
afin de garantir un échantillonnage suffisant :

— 10−−2s−1 : f = 13im/s

— 10−−3s−1 : f = 5im/s

— 10−−4s−1 : f = 1im/s

Les erreurs de mesure

Le calcul de l’erreur de mesure permet de mettre en évidence l’erreur commise par le
logiciel VIC-2D® lors de l’identification des champs de déplacement et par conséquent lors
du calcul du champ de déformation. La précision d’une mesure réalisée par corrélation
d’images est définie par l’équation A.1.1 et le schéma de la figure A.2.

précision = justesse + fidélité (A.1.1)

Pour vérifier cette équation nous avons considéré un déplacement imposé (dans ce cas
un déplacement nul) ce qui permet de pouvoir comparer simplement la déformation
calculée à la déformation théorique (dans ce cas nulle). Les images ont été capturées
à une fréquence de 1 Hz durant 2 minutes après stabilisation de la température. Les
résultats obtenus sont présentés sur la figure A.3.
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Digital Image Correlation

PRECISION  FIDELITE  JUSTESSE  

Valeur à atteindre  

Valeurs mesurées  

Figure A.2 – Représentation schématique de l’équation A.1.1

Dans ce cas, on remarque que les valeurs de déformations obtenues avec la mesure de
déformation, pour notre configuration, montrent une bonne précision et plus précisément
une bonne fidélité. En effet, en regardant les coefficients de la droite de linéarisation des
données expérimentales, la pente de la droite est très proche de zéro ce qui implique
que la majorité des valeurs sont de la même grandeur. Par contre, la justesse est déviée
de 1, 6.10−3. Afin de pouvoir corriger ce phénomène, il suffit de réaliser un blanc pour
chaque essai puis de retirer cette erreur de mesure lors de l’analyse des résultats.
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Figure A.3 – Graphe déformation axiale εxx en fonction du temps pour le calcul
de l’erreur de mesure
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A.2 Résultats des essais de traction grandes
déformations

400◦C

Courbes d’écrouissage

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

200

400

600

800

1000

True Strain

T
ru

e
 S

tr
e
s
s
 [
M

P
a
]

 

 

10
−2

s
−1

10
−3

s
−1

10
−4

s
−1

(a) RD

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

200

400

600

800

1000

True Strain

 

 

T
ru

e
 S

tr
e
s
s
 [
M

P
a
]

10
−2

s
−1

10
−3

s
−1

10
−4

s
−1

(b) DD

0 0.05 0.1 0.15 0.2
0

200

400

600

800

1000

True Strain

T
ru

e
 S

tr
e
s
s
 [
M

P
a
]

 

 

10
−2

s
−1

10
−3

s
−1

10
−4

s
−1

(c) TD

Figure A.4 – Effet de la vitesse de déformation. Graphe contrainte vraie /
déformation vraie pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V pour trois vitesses de

déformation : 10−2s−1, 10−3s−1, 10−4s−1 suivant trois directions : direction de
laminage (RD), à 45◦ de la direction de laminage (DD) et perpendiculaire à la

direction de laminage (TD) à 400◦C.
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Figure A.5 – Calcul du coefficient d’anisotropie. Graphe εplyy / εplzz pour l’alliage
de titane Ti-6Al-4V pour une vitesse de déformation de 10−4s−1 suivant trois

directions : direction de laminage (RD), à 45◦ de la direction de laminage (DD) et
perpendiculaire à la direction de laminage (TD) à 400◦C.
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500◦C
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Figure A.6 – Effet de la vitesse de déformation. Graphe contrainte vraie /
déformation vraie pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V pour trois vitesses de

déformation : 10−2s−1, 10−3s−1, 10−4s−1 suivant trois directions : direction de
laminage (RD), à 45◦ de la direction de laminage (DD) et perpendiculaire à la

direction de laminage (TD) à 500◦C.
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Figure A.7 – Calcul du coefficient d’anisotropie. Graphe εplyy / εplzz pour l’alliage
de titane Ti-6Al-4V pour une vitesse de déformation de 10−4s−1 suivant trois

directions : direction de laminage (RD), à 45◦ de la direction de laminage (DD) et
perpendiculaire à la direction de laminage (TD) à 500◦C.
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B.1 Formulation de la loi de comportement en
petites déformations

La formulation de la loi de comportement présentée au chapitre 3 est basée sur les
travaux présentés par Lemaitre et al. [Lemaitre+2009] et Chaboche et al. [Chaboche2008 ;
Chaboche+1995]. Ainsi les développements montrent que la formulation des modèles
sont en accord avec la thermodynamique des processus irréversibles.

Formulation en petites déformations

Le potentiel d’énergie libre d’Helmholtz Ψ permet la formulation des lois d’états, il se
décompose en une partie élastique et inélastique. Son expression diffère en fonction du
type de variable d’écrouissage considéré.

ρΨ = ρΨel + ρΨpl
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ρΨ = 1
2Ceεel : εel +

3∑
i=1

1
3Ciαi : αi , pour un écrouissage cinématique

ρΨ = 1
2Ceεel : εel +

3∑
i=1

1
2biQir

2
i , pour un écrouissage isotrope

L’expression des lois d’état découle de ce potentiel et s’exprime comme ci-dessous en
supposant ici la partition de la déformation totale ε en une partie élastique εel et un
partie inélastique εpl.

σ = ρ
∂Ψel

∂εel
= Ceεel = Ce (ε− εpl)

Xi = ρ
∂Ψpl

∂αi
= 2

3Ciαi , i = 1, 2, 3

Ri = ρ
∂Ψpl

∂ri
= biQiri , i = 1, 2, 3

Afin de décrire les lois d’évolution, on suppose l’existence de plusieurs potentiels de
dissipation. Le potentiel plastique φP dépend de la contrainte, des variables associées et
des variables internes prises comme paramètres, le potentiel φR en lien avec le terme
de recouvrance dépend des variables associées et des variables internes prises comme
paramètres. Leurs expressions diffèrent suivant le type d’écrouissage considéré dans la
formulation du modèle. Pour chaque potentiel défini, on associera un multiplicateur
indépendant (λP pour φP et λR pour φR). λP sera choisi comme une fonction de
f : λP =

〈
f

K

〉n
et nous choisirons λR = 1 comme le définissent Chaboche et al.

[Chaboche+1995].


φcineP = f +

3∑
i=1

3Di

4Ci
Xi : Xi

φcineR = M

m+ 1

〈
J(X1)
M

〉m+1

 , pour un écrouissage cinématique


φisoP = f +

3∑
i=1

R2
i

2Qi

φisoR = M

m+ 1

(
R1
M

)m+1

 , pour un écrouissage isotrope
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Les équations d’évolution s’écrivent selon l’hypothèse de normalité :

˙εpl = λP
∂φP
∂σ

+ λR
∂φR
∂σ

a) pour un écrouissage cinématique

α̇1 = −λP
∂φcineP

∂X1
− λR

∂φcineR

∂X1

= −λP
(
∂f

∂X1
+ 3D1

2C1
X1

)
−
〈
J(X1)
M

〉m
= −λP

(
−∂f
∂σ

+ 3D1
2C1

X1

)
−
〈
J(X1)
M

〉m
= ˙εpl −

3D1
2C1

λPX1 −
〈
J(X1)
M

〉m

α̇i = −λp
∂φcineP

∂X1
; i = 2, 3

= −λP
(
∂f

∂Xi
+ 3Di

2Ci
Xi

)
= −λP

(
−∂f
∂σ

+ 3Di

2Ci
Xi

)
= ˙εpl −

3Di

2Ci
λPXi

b) pour un écrouissage isotrope

ṙ1 = −λP
∂φisoP
∂R1

− ∂φisoR
∂R1

= −λP
(
∂f

∂R1
+ R1
Q1

)
−
〈
R1
M

〉m
= λP

(
1− R1

Q1

)
−
〈
R1
M

〉m

ṙi = −λP
∂φisoP
∂Ri

; i = 2, 3

= −λP
(
∂f

∂Ri
+ Ri
Qi

)
= λP

(
1− Ri

Qi

)
−
〈
Ri
M

〉m
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Extension aux grandes déformations

Une partition additive des vitesses de déformation totale d en une part élastique
del et une part viscoplastique dpl est supposée comme le présente Lemaitre et al.
[Lemaitre+2009] :

d = del + dpl

La loi d’élasticité s’exprime en vitesse de déformation, son extension aux grandes
déformations est réalisée par l’introduction d’une dérivée objective notée ‘O• ’ :

O
σ = Ce :

(
d− dpl

)
avec Ce le tenseur d’élasticité isotrope d’ordre quatre défini par le module d’Young E
et le coefficient de Poisson ν.

Les équations d’évolution du modèle à écrouissage isotrope restent inchangées. En
revanche, celles liées au modèle à écrouissage cinématique utilise la dérivée objective
définie pour la loi d’élasticité :


O
α1 = dpl − 3

2
D1
C1

λPX1 −
3
2

(
〈J(X1)〉
M

)m
X1

J
(
X1
)

O
αi = dpl − 3

2
Di

Ci
λPXi , i = 2, 3
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Identification des paramètres du critère de Barlat91

B.2 Identification des paramètres du critère de
Barlat91

Pour l’identification des paramètres d’anisotropie du critère de Barlat91 nous avons
utilisé le logiciel Matlab® pour la résolution du système d’équations non-linéaire. Ainsi
nous utilisons une fonction "fminsearch" qui permet la recherche du minimum d’un
problème :

min f(x)
x

(B.2.1)

avec f(x) une fonction qui renvoie un scalaire et x un vecteur ou une matrice.

La fonction objectif associée est définie par l’équation suivante.

pour i = 1, 2, 3, 4
pour α = 0, 45, 90


min.

‖σcalα (ci)− σexpα ‖
‖σexpα ‖

min.
‖rcalα (ci)− rexpα ‖

‖rexpα ‖

(B.2.2)

Les valeurs initiales des paramètres à identifier sont choisies en fonction des valeurs iden-
tifiées par Odenberger et al. [Odenberger+2013b] et Kotkunde et al. [Kotkunde+2014b].
Le choix des valeurs initiales (Odenberger et al. [Odenberger+2013b] ou Kotkunde et
al. [Kotkunde+2014b]) ne modifie que très peu les valeurs finales des coefficients ci
obtenues après optimisation.
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B.3 Introduction des critères de plasticité
anisotrope dans la suite Zset®

Critère de Hill-48
Le critère de Hill48 s’écrit classiquement :

f(σ) =
√
σ : MHill : σ − σy

=
√
F (σ11 − σ22)2 +G(σ22 − σ33)2 +H(σ33 − σ11)2 + 2Lσ2

12 + 2Mσ2
23 + 2Nσ2

13

−σy

En représentant le tenseur d’ordre 4 MHill comme une matrice 6 × 6, les termes de
MHill s’écrivent :



F +H −F −H 0 0 0
−F G+ F −G 0 0 0
−H −G H +G 0 0 0

0 0 0 2L 0 0
0 0 0 0 2M 0
0 0 0 0 0 2N


on passe pour cela par les notations de Voigt qui s’écrivent de la manière suivante dans
Zset® :



σ11 → σ1

σ22 → σ2

σ33 → σ3

σ23 → σ4

σ13 → σ5

σ12 → σ6
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On peut vérifier que ce même critère peut s’exprimer en fonction des composantes du
tenseur déviateur S associé à σ :

f(σ) =
√

3
2S : M̃Hill : S − σy

avec S = σ − 1
3Tr(σ)I.

Dans ce cas, le tenseur d’ordre 4 M̃Hill peut se mettre sous la forme matricielle diagonale
suivante en utilisant les notations de Voigt :

2
3



2F −G+ 2H 0 0 0 0 0
0 2F + 2G−H 0 0 0 0
0 0 −F + 2G+ 2H 0 0 0
0 0 0 L 0 0
0 0 0 0 M 0
0 0 0 0 0 N


Dans le fichier matériau créé dans Zmat, il faut renseigner les 6 coefficients indépendants
de cette matrice : hilla, hillb, hillc, hilld, hille et hillf (4 en 2D et 6 en 3D)
de telle sorte que :

hilla = 2
3(2F −G+ 2H) hillb = 2

3(2F + 2G−H)

hillc = 2
3(−F + 2G+ 2H) hilld = 2

3L

hille = 2
3M hillf = 2

3N
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Critère de Barlat91

L’implémentation du critère de Barlat91 n’est pas directe puisque ce critère de plasticité
n’est pas explicitement défini dans la suite Zset®. Cependant, comme indiqué dans la
documentation Zset [MinesParisTech+2014], le critère de Barlat91 est équivalent à
un critère de Bron et Besson [Bron+2004] en considérant les équations suivantes et la
condition a = b = 1 :

σ =
(
b
(
σ1
)a

+ (1− b)
((
σ2
)a)) 1

a

σς = (ψς)
1
κς

ψ1 =
[1

2
(
|S1

1 − S1
2 |κ

1 + |S1
2 − S1

3 |κ
1 + |S1

3 − S1
1 |κ

1)]

ψ2 = 3κ2

2κ2 + 2
(
|S2

1 |κ
2 + |S2

2 |κ
2 + |S2

3 |κ
2)

Ainsi, on retrouve bien l’écriture classique du critère de Barlat91 :

f(σ) =
[1

2 (|S1 − S2|κ + |S2 − S3|κ + |S3 − S1|κ)
]1
κ − σ0

S1, S2 et S3 sont les valeurs propres du tenseur déviateur des contraintes S définis pour
un milieu orthotrope par : S = L : σ.

L est un tenseur d’ordre 4 que l’on peut écrire sous forme d’une matrice en utilisant les
notations de Voigt.



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 c5 0 0
0 0 0 0 c6 0
0 0 0 0 0 c4
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Dans le fichier matériau créé dans Zset, il faut renseigner les 6 coefficients indépendants
de cette matrice : c11, c12, c13, c14, c15 et c16 (4 en 2D et 6 en 3D) de telle sorte
que :

c11 = c1 c12 = c2

c13 = c6 c14 = c4

c15 = c5 c16 = c6
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Simulation numérique de la mise en forme d’éprouvette technologique

C.2 Simulation numérique de la mise en forme
d’éprouvette technologique

MOD-cine MOD-isoS, Mises
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Figure C.1 – Cartographies des contraintes équivalentes de von Mises σeq, des
déformations plastiques équivalentes εpleq et des champs d’épaisseur (STH) sur la
géométrie Omega en fin d’emboutissage pour les deux modèles MOD-cine et

MOD-iso à 400◦C.
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C.3 Gamme d’emboutissage
La gamme d’emboutissage, proposée par nos partenaires industriels Aurock et Loire
Étude, est la suivante. Le scénario considéré pour la mise en forme est :

0. État initiale ;

1. Descente de la lame-supérieure qui agit comme un serre-flan ;

2. Première montée de la matrice (mi-course) à travers la lame-inférieure pour réaliser
une première passe ;
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Gamme d’emboutissage

3. Descente du presseur pour mettre en forme le soyage et le bossage ;

4. Deuxième montée de la matrice pour terminer la mise en forme.
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C.4 Maillage des éléments pour la mise en
forme de la pièce industrielle

Le maillage des éléments composant le modèle E.F. de l’emboutissage de la pièce
industrielle est présenté dans les figures suivantes (C.2 , C.3 , C.4 , C.5 , C.6).

XY

Z

Figure C.2 – Présentation du maillage du presseur.

XY

Z

Figure C.3 – Présentation du maillage de la lame-supérieure.
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Maillage des éléments pour la mise en forme de la pièce industrielle

XY

Z

Figure C.4 – Présentation du maillage du flan.

XY

Z

Figure C.5 – Présentation du maillage de la lame-inférieure.

XY

Z

Figure C.6 – Présentation du maillage de la matrice.
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C.5 Influence du critère de plasticité à 500◦C
Comme indiqué dans l’analyse à 400◦C (cf. paragraphe 4.3.5) le critère de plasticité
influence également la réponse en contraintes et en déformations du matériau comme le
présente la figure C.7.

Les conclusions diverges quelques peu de celles faites au paragraphe 4.3.5 pour l’étude à
400◦C. Ainsi le critère isotrope de von Mises décrit les niveaux de déformations les plus
élevés. Par contre le critère de Hill48 - rα fourni des niveaux de contraintes supérieurs
aux autres. Les deux critères de plasticité de Hill48 - σα et de Barlat91 proposent des
niveaux sensiblement identiques.

180



Influence du critère de plasticité à 500◦C
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Figure C.7 – Evolution de la déformation plastique équivalente εpleq et de la
contrainte équivalente de von Mises σeq en fonction du temps des éléments définis
par la figure 4.18 pour les trois critères de plasticité von Mises, Hill48 et Barlat91

à 500◦C.
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C.6 Validité de l’emboutissage de la pièce
industrielle à 400◦C

La validité de l’emboutissage de la pièce à 400◦C propose des zones de ruptures différentes
de celles proposées au paragraphe 4.3.7.2 à 500◦C.

On peut remarquer que dès la deuxième étape (première montée de la matrice), le flan
présente des niveaux de déformations dans les rayons conduisant à une rupture comme le
montre la figure C.8a. Ainsi à cette température et en considérant cette courbe limite de
formage (CLF), le modèle E.F. conduit à une rupture critique de la pièce ne permettant
pas sa réalisation.
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Validité de l’emboutissage de la pièce industrielle à 400◦C
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(a) Etape 2 : première montée de la matrice
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(b) Etape 3 : descente du presseur
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(c) Etape 4 : deuxième montée de la matrice

Figure C.8 – Présentation des déformations de la pièce industrielle pour les trois
étapes de mise en forme dans le diagramme des déformations principales (à gauche)
et sur la géométrie (à droite) à 400◦C et utilisant un modèle de comportement

MOD-κ8.
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Étude du comportement mécanique de tôles en alliage de titane et des paramètres procédé dans
les opérations d’emboutissage à hautes températures

Dans l’industrie aéronautique, les alliages de titane sont utilisés pour leur excellent comportement mécanique
associé à une faible masse volumique. Ils sont largement employés sous forme de tôles dont la mise en forme
peut se faire par le biais de trois procédés : à température ambiante par opération d’emboutissage, à très hautes
températures (T ≈ 900◦C) par formage superplastique (SPF) et à des températures intermédiaires (T = 730◦C,
880◦C) par formage à chaud (HF). Le projet repose sur le développement du procédé d’emboutissage à chaud
d’une tôle d’alliage de titane Ti-6Al-4V en conditions isothermes à des températures inférieures à 700◦C. Par
conséquent, la détermination des paramètres procédés et matériaux constitue une étape importante pour la
mise en œuvre de simulations numériques et contribue à la réussite des opérations d’emboutissage de pièces
industrielles. Ces paramètres procédés sont liés à la vitesse du poinçon, aux efforts de serre-flan et au frottement
induit entre le flan et l’outillage. Leur analyse a permis de déterminer deux niveaux de températures (400◦C et
500◦C) offrant une chute drastique du coût énergétique, en comparaison des procédés HF ou SPF, tout en
conservant des niveaux d’allongement suffisants. Les paramètres matériaux influençant le comportement de
l’alliage sont analysés et quantifiés. Ils peuvent être influencés par plusieurs mécanismes : élasticité, viscosité,
anisotropie (Hill48, Barlat91 ) et nature de l’écrouissage (isotrope, cinématique). Dans cette étude, un modèle
de comportement élasto-viscoplastique anisotrope, capable de considérer les trajets de chargement subis par la
tôle lors de sa mise en forme, a été formulé pour les deux niveaux de température. L’implantation du modèle
de comportement a été réalisée dans le code de calcul éléments finis Abaqus/Standard 6.14® interfacé avec le
logiciel ZMAT®. Elle a permis d’une part des simulations d’emboutissage de profil Omega pour lesquelles des
comparaisons avec les expériences ont été réalisées et d’autre part, des calculs sur une pièce de forme complexe.
Mots-clés : Alliage de titane (Ti-6Al-4V), Emboutissage à chaud, Grandes déformations, Comportement
mécanique, Modélisation, Simulation numérique.

Study of the mechanical behavior of titanium sheets alloys and process parameters in hot stam-
ping operations

In the aerospace industry, titanium alloys are used for their excellent mechanical behavior associated with low
density. They are widely available in sheet form and the final shape can be obtained through three processes:
at room temperature by stamping operation, at very high temperatures (T ≈ 900◦C) by superplastic forming
(SPF) and at intermediate temperatures (T = 730◦C, 880◦C) by hot forming (HF). The project is based on
the development of the hot stamping process of Ti-6Al-4V titanium alloy sheet under isothermal conditions
at temperatures below than 700◦C. Therefore, the determination of the process and material parameters
constitutes an important stage for implementing the numerical simulation while contributing to the success of
the stamping operation at the scale of an industrial part. The process parameters are related to the punch
speed, the blank holder forces and the friction induced between the sheet and the tool. Their analysis allowed
to determine two temperature levels (400◦C et 500◦C) leading a drastic drop in energy cost, compared to HF or
SPF processes, while maintaining enough elongation levels. The material parameters influencing the behavior
of the alloy are analyzed and quantified. They can be influenced by several mechanisms: elasticity, viscosity,
anisotropy (Hill48, Barlat91 ) and nature of hardening (isotropic, kinematic). In this study, an anisotropic
elasto-viscoplastic behavior model, able to consider the loading path undergone by sheet during forming,
has been formulated for both temperature levels. The implementation of the behavior model is achieved in
Abaqus/Standard 6.14® Finite Element code with the material library plugin ZMAT®. It enables, on the one
hand, stamping numerical simulations of a simple shape Omega profile for which experimental comparisons
were done, on the other hand, calculations on an industrial part with a complex shape.
Keywords: Titanium alloy (Ti-6Al-4V), Hot deep drawing, Large strains, Mechanical behavior, Modelization,
Numerical simulation.
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