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Introduction générale

a mise en forme des toles minces est un procédé industriel important (industrie auto-

mobile, etc...). La simulation numérique des procédés de mise en forme nécessite la mise
au point de modeles de comportement basés sur les principes de la thermodynamique et
qui tiennent compte des sollicitations que subissent les matériaux utilisés et rendent compte
de Panisotropie matérielle. La détermination des parametres matériels intervenant dans les
lois de comportement des matériaux est une étape importante. Elle permet une meilleure
représentation possible des expériences par les modeles identifiés. En effet, une rigoureuse
identification paramétrique avec le choix d’un modele adéquat permet de simuler correctement
les procédés de mise en forme. L’identification des parametres des modeles est effectuée a
I’aide des essais mécaniques, qui sont généralement des essais réalisés au laboratoire ou sur
des structures industrielles. Classiquement I'identification des coeflicients intervenant dans
les modeles est effectuée par un lissage direct des points expérimentaux. Cette méthode est
justifiée pour le cas des essais homogenes ou le passage des grandeurs mesurées aux grandeurs
locales intervenant dans les lois de comportement est direct. Dans le cas ou les sollicitations
sont complexes, conduisant & des essais hétérogenes, le passage des mesures effectuées par
I’appareillage expérimental comme les forces ou couples appliqués, déplacements ou rotations
d’ensembles vers les grandeurs locales telles que les champs de contraintes et de déformations
n’est pas immédiat. Souvent des hypotheses d’homogénéité sont adoptées, elles ne sont
que des approximations, parfois fortes, conduisant a des parametres non représentatifs du
comportement du matériau et par la suite un écart est observé entre la simulation numérique
et la réalisation expérimentale d’un embouti.

La théorie des problemes inverses peut conduire a la résolution de ce type de prob-
leme d’identification paramétrique a partir des essais hétérogenes sans tenir compte d’hy-
pothese d’homogénéité. Cette théorie fournit des algorithmes permettant la détermination des
parametres des lois de comportement en couplant en général une méthode d’optimisation avec
une méthode de simulation numérique, telle que la méthode des éléments finis par exemple,
afin de coincider la réponse calculée par le modele avec la réponse observée expérimentalement
(Tarantola, 1987), (Bui, 1993), (Gelin, 1995), (Gavrus et al., 1995), (Mahnken et Stein, 1997).
Le modele ainsi identifié peut étre ensuite utilisé dans sa formulation exacte pour réaliser des

simulations numériques des opérations de mise en forme.
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INTRODUCTION GENERALE

Dans ce travail, nous proposons de définir et d’utiliser une stratégie d’identification
paramétrique inverse applicable aux modeles élastoplastiques pour les ajuster aux essais
mécaniques homogenes et non homogenes. Les criteres de plasticité constituent une com-
posante fondamentale dans la formulation des lois de comportement. Il est important de
noter que le critere orthotrope quadratique de Hill (1948) constitue le début des efforts dans
I’établissement de la théorie de la plasticité anisotrope pour la description et la modélisation
de la surface de plasticité pour les métaux anisotropes. A partir de cette date, d’autres criteres
plus compliqués sont proposés pour mieux tenir compte de ’anisotropie et de ’écrouissage
des différents matériaux et alliages destinés a I'emboutissage. En effet, nous disposons d’une
bibliotheque de modeles que nous avons identifiés. Ces modeles sont basés sur les criteres
quadratiques isotrope transverse, orthtrope de Hill ainsi que sur un critere non quadratique
de Barlat, en adoptant I'hypothese de I'écrouissage isotrope et la formulation de lois de
comportement élastoplastiques avec les lois d’écoulement plastique associées et non associées.
Enfin, I’étude de sensibilité paramétrique peut étre menée sur l'analyse intrinseque des
modeles ol nous étudions l'influence des variations des parametres sur la réponse du modele.

Ce travail est réparti en cing chapitres :

Chapitre 1

Le premier chapitre présente la formulation des lois de comportement élastoplastiques
en petites déformations dans le cadre général et dans le cadre thermodynamique. Nous
présentons une syntheése des criteres de plasticité des plus classiques (isotropes, isotropes
transverses) aux modeles les plus récents (orthotropes et non quadratiques). Nous adoptons

I’hypothese d’un écrouissage isotrope et I’hypothese de la plasticité associée et non associée.

Chapitre 2

Le deuxieme chapitre est consacré a la présentation des essais expérimentaux utilisés
dans ce travail. La définition et I'interprétation des essais, du point de vue homogénéité des
champs de contraintes et de déformations sont précisées. En particulier, 'essai de traction
plane réalisé sur une éprouvette large, présente une forte inhomogénéité qui était démontrée
expérimentalement et par une simulation numérique que nous avons effectuée. L’identification
des parametres de comportement a partir de cet essal, nécessite la mise au point d’un
algorithme d’identification basé sur la théorie des problemes inverses. Cet algorithme est

réalisé au chapitre suivant.

Chapitre 3

Dans le troisieme chapitre, apres avoir rappelé I’état de 'art dans le développement
et Dutilisation des méthodes inverses pour identifier les parametres de comportement des
matériaux, nous présentons notre algorithme d’identification inverse. Cet algorithme est basé
sur le couplage d’une nouvelle approche pour le calcul de structures par la méthode des

éléments finis et d’une méthode d’optimisation (méthode du Simplexe). Les sorties du calcul
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par éléments finis sont les courbes : force - déplacement (réponse globale de la structure) et
grace a la procédure d’optimisation qui agit d’une maniere itérative, elle permet de coincider

ces réponses numériques avec les grandeurs mesurées expérimentalement.

Chapitre 4

Le quatrieme chapitre est dédié a la stratégie d’identification des modeles de comporte-
ment anisotrope & partir des essais expérimentaux. Une proposition d’identification des coef-
ficients d’anisotropie pour des modeles élastoplastiques (avec des lois d’écoulement plastique
associé et non associé et un écrouissage isotrope) intégrant ainsi des criteres de plasticité rel-
ativement simples et compliqués est présentée. Nous identifions le modele isotrope transverse
et le modele quadratique orthotrope de Hill. Un modele basé sur un critere récent de Barlat
est identifié, permettant ainsi de décrire I’écrouissage de ’essai de traction plane inhomogene
et de prévoir I’évolution des écoulements plastiques (identification du coefficient d’anisotropie
expérimental).

Cette stratégie d’identification est développée a partir des essais de la traction simple, et
de la traction plane ainsi que des coefficients d’anisotropie, mesurés dans différentes directions
par rapport a la direction du laminage. L’identification des parametres de comportement est
effectuée sur la base de l'interprétation homogene et non homogene des essais. Elle permet
de dégager I’apport de I'utilisation de l"algorithme d’identification inverse et de comparer les

résultats obtenus par les deux approches homogene et inhomogene (identification inverse).

Chapitre 5

Dans le cinquieme chapitre, nous nous proposons d’étudier 'effet de la variation des
parametres identifiés sur les réponses calculées des modeles. Ceci revient a calculer la sensi-
bilité des réponses simulées par rapport aux parametres d’anisotropie des modeles identifiés.
Le calcul de sensibilité que nous avons développé dans ce chapitre est basé sur une méthode
spécifique incrémentale qui découle d’une maniere systématique de l'algorithme particulier
que nous utilisons dans le calcul des structures par la méthode des éléments finis. Nous
procédons par un calcul semi-analytique des équations constitutives des modeles pour dériver
la réponse globale calculée par rapport aux parametres identifiés.

Pour exprimer la capacité d’un essai, afin de mieux identifier les coefficients d’anisotropie
d’un matériau par rapport & un autre essai, nous définissons un indicateur de sensibilité dans
le but de classer la sensibilité d’un ensemble d’essais, pour déduire quel est ’essai le plus
adéquat permettant ainsi l'identification avec plus de précision le coefficient d’anisotropie

d’un modele donné.

Les travauz présentés dans ce mémoire de thése ont été réalisés au sewn du Laboratoire de Génie

Mécanique a l’Ecole Nationale d’Ingénieurs de Monastir, Tunisie.






Chapitre 1

Formulation et modélisation des lois

de comportement élastoplastiques

1.1 Introduction

a simulation numérique des procédés de mise en forme a beaucoup évolué avec la per-

formance des calculateurs ainsi qu’avec le développement rapide des outils numériques
comme la méthode de calcul par éléments finis au cours de ces dernieres décennies. Ces codes
de calcul nécessitent des modeles ou des lois de comportement qui doivent satisfaire aux
principes généraux de la mécanique, en particulier U'indifférence matérielle, et étre physique-
ment "acceptables”, c’est a dire, ils doivent respecter les principes de la thermodynamique et
les symétries de la matiere. Ces lois de comportement doivent étre simples, afin de faciliter
leur identification et leur implémentation dans les codes de calcul.

Les lois élastoplastiques constituent une classe importante de modeles utilisés en calcul

de structures métalliques. Ces modeles se divisent en deux classes : Les modeles phénoméno-
logiques, définis par des fonctions constitutives reliant un certain nombre de variables internes,
qui pourraient tenir compte de la structure interne du matériau ainsi que de [’histoire des
sollicitations. La deuxieme classe est celle des modeles micro-macro basés sur des approches
polycristalines et tenant compte de la texture cristallographique des matériaux.
On se limite aux modeles phénoménologiques a variables internes qui peuvent étre de na-
ture tensorielles ou scalaires. Ces modeles macroscopiques élastoplastiques sont basés sur
I’hypothese de la décomposition de la déformation totale en une partie élastique et une
partie plastique et I’hypothese de I'indépendance du comportement plastique de la vitesse de
déformation. Plusieurs travaux sont menés pour définir, décrire et modéliser 1’évolution de
la surface de plasticité. Les travaux expérimentaux confrontés a ces modeles montrent leurs
limites que se soit pour la description ou I’évolution de la surface de plasticité. Mais aucun
modele ne semble s'imposer et les efforts d’amélioration, d’extension ou encore de nouvelles
propositions de modeles sont en croissance continue.

Nous exposons dans ce chapitre la formulation des lois de comportement dans un cadre

général et thermodynamique pour que ces lois aient un sens physique. La formulation de
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CHAPITRE 1. FORMULATION ET MODELISATION DES LOIS DE COMPORTEMENT ELASTOPLASTIQUES

la plasticité dans le cadre des matériaux standard généralisés (plasticité associée) et de la
plasticité non associée est présentée. Nous présentons une synthese sur les criteres de plasticité

isotropes, isotropes transverses, orthotropes quadratiques et non quadratiques.

1.2 Formulation des lois de comportement élastoplastiques

La phénoménologie des lois élastoplastiques est basée essentiellement sur deux hypotheses :

e La décomposition de la déformation totale en deux composantes : une composante

élastique réversible et une composante plastique irréversible.

e Le comportement plastique est supposé indépendant de la vitesse de déformation. La loi
de comportement est homogene de degré zéro par rapport a la vitesse de déformation
plastique, d’ou 'existence d’un seuil de plasticité. L ’écriture des lois élastoplastiques en

utilisant un formalisme petites déformations peut se synthétiser sous la forme suivante :

décomposition de la déformation e=¢e"4¢&f (1.1)
fonction seuil flo,a) =0 (1.2)

loi élastique oc=A:e" (1.3)

loi d’évolution plastique e¥ = Ah(o, o) (1.4)

loi d’évolution des variables internes a=M(o,a) (1.5)

La relation (1.1) définit la premiere hypothese des modeles élastoplastiques. La relation
(1.2) définit la fonction seuil ou le critére de plasticité; la fonction f définit la surface
seuil dans l'espace des contraintes. A Dl'intérieur de cette surface, il ne peut évoluer que
les déformations élastiques, néanmoins cette surface peut évoluer en fonction de I"écrouissage
(variables internes «). La relation (1.3) définit la loi élastique supposée linéaire élastique
isotrope (elle est souvent suffisante pour décrire le comportement élastique des matériaux
métalliques usuels). A est un tenseur d’élasticité d’ordre 4. La relation (1.4) est la loi
d’évolution de I’écoulement plastique, ou h est une fonction tensorielle constitutive du modele.
Le scalaire A, est le multiplicateur plastique (A > 0), qui est déterminé par la condition
de consistance (f = 0). La relation (1.5) définit I'évolution des variables d’écrouissage. La

fonction [ est peut étre scalaire ou tensorielle suivant la nature de «.

Cadre thermodynamique

L’étude des lois de comportement dans un cadre thermodynamique permet a la fois d’avoir
des lois de comportement ayant une signification physique et satisfaisant aux principes de
la thermodynamique. Dans le cadre des modeles thermodynamiques, deux hypotheses sont a

énoncer :
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Hypothéese de I’état local

— La premiere hypothese postule I’existence d’un potentiel thermodynamique 1, (énergie
libre spécifique) et I’existence d’une famille de variables internes caractérisant I’état du

matériau.

En petites perturbations (HPP), I'hypothése de la décomposition de la déformation totale e
en une partie réversible €€ et en une partie irréversible e est admise. On admet alors que

I’énergie libre spécifique ¢ peut se mettre sous la forme suivante :

= 1,(e, a) (1.6)

L’écriture de I'inégalité de Clausius-Duhem, traduit la combinaison du premier et du second
principe de la thermodynamique permettant de définir les forces généralisées associées aux

variables internes.

8¢p e 8¢

o — Ef4o:éf —p—La>0 1.7
( P oee + PG 2 (1.7)
Si on considere que toute transformation réversible n’induit aucune évolution de &P et des

variables internes d’écrouissage «, alors cette transformation correspond a un comportement

élastique du matériau au point étudié. L'inégalité (1.7) est alors vérifiée si :

IV,
Je®

(1.8)

g=p

Par analogie a (1.8), il est commode d’introduire les forces thermodynamiques ¢ associées

aux variables internes d’écrouissage « et définies par :

Iy

L’inégalité de Clausius-Duhem prend finalement la forme suivante :
og:el —qga >0 (1.10)

Hypotheése de dissipativité normale

— La deuxieéme hypothese (dissipativité normale, dans le cadre des matériaux standards
généralisés), postule I'existence d’une fonction seuil f qui définit un domaine convexe

de plasticité dans I'espace des contraintes, alors la relation (1.2) s’écrit sous le forme :

flo,q)=0 (1.11)

. )
er = \h h= a_j; (1.12)
&= —Al i (1.13)
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Les fonctions constitutives f, ¢, h et [ définissent ce que nous appelons un matériau modele.
Le choix des mesures des contraintes o, des déformations (e, €, eP) et des vitesses de
déformations (&, €%, €7) constitue le cadre cinématique du modéle.

Dans le cadre des matériaux standards généralisés, la donnée des fonctions ¢ et f (loi
de normalité associée) permet de préciser les fonctions constitutives h et [ qui définissent

completement la loi de comportement.

Plasticité non associée

Dans le cas ou la loi d’évolution ne dérive pas du potentiel plastique f, il s’agit alors
de la plasticité non associée. Les fonctions constitutives h et [ dérivent donc d’un potentiel
g différent de f. La formulation du modele nécessite alors trois fonctions : ’énergie libre

massique, la fonction seuil et le potentiel plastique ¢ qui s’écrit :

g(o.q)=0 (1.14)

Les lois d’évolution des variables internes deviennent alors :

. dg

P __ —

& = \h h= 2 (1.15)
. _of

La forme des fonctions constitutives doit respecter les symétries matérielles. Comme on
s’intéresse aux cas isotropes transverses (isotropie dans le plan) et orthotropes, ces fonctions
vont dépendre des arguments o et M; (M; représente un repeére orthonormé définissant les
directions d’orthotropie; les axes du repere se confondent généralement aux directions de
laminage, transverse et normale pour une tole). Si au cours de I’écrouissage, ces symétries

sont conservées ; (généralement par rapport a o) on dira qu’il s’agit d’un écrouissage isotrope.

1.3 Criteres de plasticité

Un critere de plasticité définit, pour un élément de volume dans un état de charge
donné, 'atteinte du régime plastique. Une fonction f appelée fonction de charge décrit
une surface de plasticité dans l’espace des contraintes. Si cette fonction f(o,a) < 0, le
comportement du matériau est élastique (déformations élastiques réversibles). Si f(o,a) =0
(relation (1.2), le matériau est en chargement plastique (déformations irréversibles) et il
subit alors le phénomene d’écrouissage, tant que la relation f(o,a) = 0 est vérifiée a chaque
instant. Nous allons supposer par la suite que la variable interne qui caractérise I’écrouissage
est scalaire, d’ou un écrouissage isotrope. Cette hypothese peut étre raisonnable pour les
toles d’emboutissage tant que les déformations plastiques que subissent les toles au cours du
procédé de mise en forme ne modifie guére I’anisotropie initiale (anisotropie orthotrope) qui

est fonction de I'histoire thermo-mécanique du matériau.



1.3. CRITERES DE PLASTICITE

19

Un critere de plasticité doit étre une fonction convexe dans ’espace des contraintes. La
convexité de la surface de plasticité assure 'unicité d’un incrément de déformation plastique
pour un état de contraintes donné. Mathématiquement parlant, la fonction de charge f
est convexe, si elle est deux fois differentiable et sa matrice Hessienne H est semi-définie
positivement. Ceci implique que les valeurs propres de H sont positives ou nulles. La matrice
Hessienne H est définie par ’écriture suivante :

0% f
do;00;

Hij = (1.17)

Les criteres isotropes expriment que le régime plastique est obtenu pour des états de
contraintes indépendants de 'orientation du repere dans lequel sont appliquées les contraintes
par rapport a un repere matériel quelconque. On peut donc aussi bien exprimer 1’équation

décrivant la surface de plasticité en fonction des contraintes principales : 01,09 et o3 :

flo1,09,03) =0 (1.18)

ol f(]1712713) =0 (119)

ou Iy, Iy et Is sont des invariants principaux, indépendants du repere dans lequel sont

exprimés :
L = Tr(o) = ok (1.20)
1 1
I = Ll(Tre))? - Te(o®)] = Slofy ~ oyos (1.21)
Is = det|o] (1.22)

Un écoulement plastique ne peut pas étre engendré par une contrainte hydrostatique, alors
seule la partie déviatorique du tenseur des contraintes o” = o — +Tr(o)Id induit une

déformation plastique. La fonction de charge est ré-exprimée sous la forme suivante :

F(J2,Js) =0 (1.23)
avec
1 Dy2 1 D _D
J2 = §TI’((O' ) ): §Uij Uij (124)
1 1
J3 = gTr((aD)?’): gai?agiall?i. (1.25)

1.3.1 Criteres de plasticité isotropes

e Critére de Tresca (1864)

Le premier critére utilisé pour les matériaux métalliques a été proposé par Tresca (1864).
Ce critere postule que la limité d’élasticité est atteinte lorsque la contrainte de cisaillement
maximale atteint une valeur critique k. La surface de plasticité est donc déterminée par :

1

1
;§|02—03|;§|01—03|]—k:0 (1.26)
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La limite élastique en cisaillement & peut étre déterminée par un essai de traction uniax-
iale, pour lequel la limite élastique og est égale a 2k.
Sa représentation dans ’espace de contraintes principales (espace de Haigh-Westergaard)
correspond & un prisme droit d’axe A (Figure 1.1) ayant pour base un hexagone régulier

dans le plan déviatoire (Figure 1.2).
e Critére de Von Mises (1913)

Le critere de Von Mises (1913) revient a considérer que la fonction de charge ne dépend

que de l'invariant J;. La surface de plasticité s’exprime sous la forme suivante :
fJ)=Js—k*=0 (1.27)

Ou k est une mesure de la limite élastique en cisaillement ; elle est aussi liée & la limite
élastique en traction - compression uniaxiale ¢y par la relation oo = v/3k. Sa représentation
dans 'espace de Haigh-Westergaard correspond & un cylindre d’axe A (Figure 1.1) & base
circulaire de rayon v/2k dans le plan déviatoire. En utilisant I'expression développée de Js,

on peut également représenter la surface de plasticité par les équations :
(o1 —02)* + (02 — 03)* + (03 — 01)? — 6k* =0 (1.28)
dans les axes principaux de contraintes ou
(00 —0y)* + (0, — 0.)* + (0. — 0,)> + 6(02, + 0, +02,) —6k> =0 (1.29)

dans un systeme d’axes quelconques. Ce critere peut étre interprété en considérant soit
que |’énergie élastique de cisaillement atteint une valeur critique, soit que la contrainte de
cisaillement sur les plans octaédriques, d’équation zy £ x5 £ 25 = 0 dans les axes principaux

de contraintes, atteint une valeur critique.

O;

(o)

Fia. 1.1: Représentation de la surface de plasticité correspondant aux critéres de Tresca et de Von

Mises, dans ’espace des contraintes principales.
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e Critére de Drucker (1949)

C’est un critere isotrope proposé par Drucker en 1949. Ce criteére se situe, dans le plan
déviatoire, entre I'hexagone de Tresca et le cercle de Von Mises. Il est exprimé en fonction

des invariants Jo et J3, sous la forme suivante :

P Js) = (32)° (1 - C(%’O - (1 - ;) o0 =0 (1.30)

Ou og désigne la limite élastique en traction ou compression uniaxiale. La condition de
convexité de ce critere est vérifiée quand ¢ < %.
La figure (1.2) représente les surfaces de plasticité correspondant aux critéres isotropes de

Tresca, Von Mises et Drucker, dans le plan déviatorique.

Von Mises (1913)

Tresca (1864)

Drucker (1949)

o)

Fia. 1.2: Représentation des surfaces de plasticité correspondants aux critéres de Von Mises, Tresca

et Drucker, dans le plan déviatorique.

e Critére de Hershey-Hosford

C’est un critere isotrope non quadratique exprimé dans les axes principaux de ['orthotropie.

Il est introduit par Hershey et Hosford (Hershey, 1954), (Hosford, 1972) et particulierement
convenable pour tenir compte des structures cristallographiques, cubiques centrées (CC) et
cubiques a faces centrées (CFC) des matériaux isotropes. Le coefficient m est un parametre
matériel, basé sur des résultats de calculs microcrisllins. Des valeurs particulieres de ce
coefficient m, sont conseillés pour avoir des prédictions des modeles proches des résultats
expérimentaux (Hosford, 1979, 1992, 1996) (Logan et Hosford, 1980) (m = 6 pour une
structure cristallographique cubique centrée (CC), m = 8 pour une structure cubique a faces
centrées (CFC)). Ce critere se présente formellement comme une extension non quadratique

du critere isotrope de Von Mises sous la forme suivante :
f:|O'1—O'2|m—|—|0'2—0'3|m—|—|0'3—0'1|m—25’m:0 (131)

Ou 0;,1 = 1,2, 3 représente les composantes principales du tenseur déviatorique de contraintes

et o est la contrainte équivalente du critere. D’autres criteres améliorés sont proposés par
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(Hosford, 1985), (Barlat et Lian, 1989) pour tenir compte de la composante de la contrainte

de cisaillement.

1.3.2 Criteres isotropes transverses

e Critére quadratique isotrope transverse de Hill

Le critere isotrope transverse de Hill est un cas particulier de son critere orthotrope.
La symétrie autour de I’axe normal au plan de la t6le(DN) réduit le nombre de parameétres

du critere a un seul coefficient d’anisotropie que I'on peut choisir comme correspondant au
. €22 ‘s P N . .
coeflicient de Lankford r» = —=. Ce critere s’écrit dans le repere d’orthotropie par la relation

. £33
sulvante :

_9 r

- 1+r

142r ,

(Uf1+032)+2m012 (1.32)

(011 — 022)2 +

147
e Critére non quadratique de Hosford (1972)

Ce critere isotrope transverse se présente comme une extension non quadratique du critere
quadratique de Hill (Hosford, 1972). Il s’exprime dans le repere principal de contraintes sous

la forme suivante :
|o1|™ + [oo| ™ + rlor — 2™ = (1+7)0™ =0 (1.33)

Ou 0;,1 = 1,2, 3 représente les composantes principales du tenseur déviatorique de contraintes
et ¢ est la contrainte équivalente du critere. Le parametre m est un coefficient de forme
du critere dépendant de la structure cristallographique du matériau et r est le coeflicient
d’anisotropie.

e Critére non quadratique de Hill (1979)

Le critere de Hill quadratique exprime une certaine anomalie de comportement pour
certains nombre d’alliages d’aluminium et surtout pour ceux qui possedent des coeflicients
d’anisotropie < 1. Hill a proposé des criteres plus généralisés que le critéere quadratique clas-
sique. Ces criteéres sont généralement plus complexes et non quadratiques avec des parametres
d’anisotropie supplémentaires.

Le critere proposé par Hill (1979) correspond a un critere orthotrope applicable unique-

ment dans le cas ou les axes principaux des contraintes coincident avec les directions d’orthotropie.

L’expression de ce critere, s’exprime de la facon suivante :

flog — o3|™ + glos — o1|™ + hloy — 02" + al20y — 03 — 03] + (1.34)

+b|209 — 03 — 01| 4+ ¢|2053 — 0y — 02| — ™ =0

Ou les parametres f, g, h, a,b et ¢, caractérisent 'anisotropie du matériau. La contrainte &
représente la contrainte équivalente du critere et m est le coefficient de forme du critere.
Ce coefficient doit étre supérieur a 'unité pour assurer la convexité du critere. Tous ces

parametres sont déterminés a partir des essais expérimentaux. A partir de cette expression
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généralisée, cing cas sont a distinguer, pour permettre avec certaines valeurs de ces coeflicients
d’anisotropie, de bien prédire le comportement anisotrope des matériaux. Si nous considérons
un essai de traction uniaxiale, Hill a montré que dans le cas isotrope transverse, le coefficient
d’anisotropie r, s’écrit d’une fagon générale a partir du critere, sous la forme suivante (Hill,
1979) :

B (2m_l—l—2)a—c—|—h
27t —a+ 2+ f

(1.35)

Tous ces cas sont écrits sous I’hypothese de I'isotropie transverse, ot (a = b, f = g) et ils

sont exprimés pour un état de contraintes planes sous les formes suivantes :

cas(l) : a=b=0,h=0,f=g
@r+ ) ([o1|™ + |o2™) = rlor + oo = (r+ 1)o™ =0 (1.36)
cas(2) : a=bce=f=¢g=0

[2m_1(r —1) = (r+2))|or — o2|™ + (|]201 — o2|™ (1.37)
+200 —ay|™ = 2"~ D(r+1)a™ =0

cas(3) : a=b, f=g,c=h=0

(271 =)+ (r + 2))(|on|™ + o] ™) (1.38)
(201 — ao|™ + 200 — o1 |™) — (2774 2)(r + 1)E™ =0

cas(4) t a=b=f=¢g=0
(14 2r)oy — o3| + o1+ 03| = 2(r+ 1)a™ =0 (1.39)
cas(5) : a=b=c=0,f=g
lo1|™ + |o2|™ + rloy — o] — (r+1)a™ =0 (1.40)

Les quatre premiers cas sont originalement proposés par Hill (Hill, 1979), alors que le
cinquieme cas est proposé par Hosford. Pour la condition de convexité, Zhu et Lian (Lian
et al., 1989) ont montré que les cas (1), (2) et (3) conduisent & des fonctions non convexes,
pour plusieurs combinaisons de parametres r et m, alors que les cas (4) et (5) sont convexes a
condition que le coefficient m > 1. Le cas (4) satisfaisant la condition de convexité, a plusieurs
applications industrielles pour I’analyse des processus de la mise en forme des téles. Pour cette
raison, Chu (Chu, 1995) a proposé de généraliser ce cas pour introduire la composante de
contrainte de cisaillement en s’inspirant de la formulation proposée par Barlat et Lian (Barlat
et Lian, 1989).
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e Formulation paramétrique du critére de Budiansky (1984)

Budiansky (1984) a développé une représentation en coordonnées polaires de la surface
de plasticité pour un matériau isotrope transverse, soumis & un état de contraintes planes.

La surface de plasticité est décrite sous une forme paramétrique par :

1= T2 _ g(0) cos 1.41
- 2+ 01 9 9
20,

2y = % = ¢(6) sin(0) (1.42)

Ol o1 et o3 sont les contraintes principales, ¢(6) est une fonction représentant le rayon polaire
du point courant de la surface de plasticité normée par o, et 7, qui sont respectivement
les contraintes d’écoulement en traction équibiaxiale et en cisaillement, et 8 ’angle polaire
associé.

La condition de convexité de la surface de plasticité s’exprime par I'inégalité suivante :
9> +2¢% — gg" >0 (1.43)

La condition de traction uniaxiale o, est obtenue avec oy = 0 dans les équations (1.41, 1.42).

Ce qui donne :
o, = 27g(0,) sin(8,) = 204,9(0,) cos(6.,) (1.44)

ou l'angle polaire 8, correspondant a la traction uniaxiale est lié au rapport des contraintes
op et 7 par :

tan(6,) = % =Y  (0<b,< %) (1.45)

La contrainte de traction uniaxiale ¢, étant prise comme contrainte équivalente o, les con-
traintes principales s’expriment finalement par :
Xg(0)sin(8 —6,) oy Xg(0)sin(0 4 0,)

= — et

sin(6,) ERn sin(6,)

Al2

(1.46)
o
ou X = Tb
o
Enfin, une condition relie le coefficient d’anisotropie r, le parametre Y et les valeurs de ¢ et
de ¢' pour 8 = 6, ; cette condition s’écrit :
g(0,) Yi-1-2r

00, ~ V(17 (1.47)

Par conséquent, le tracé d’une surface de plasticité a ’aide du critere de Budiansky nécessite
la connaissance des parametres X, Y, r, 8, et de la fonction ¢(6). Budiansky a proposé

d’utiliser pour g(#) un développement en série de Fourier sous la forme suivante :

g(0) = Z a,, cos(2nb) (1.48)
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qui, en prenant suffisamment de termes, permet a priori d’obtenir une surface de plasticité
rendant compte, avec précision, des points expérimentaux ou des résultats de calculs d’ho-
mogénéisation.

Pour g(#) = 1, les relations ci-dessus se réduisent a celles qui s’appliquent dans le cas du
critere quadratique de Hill (avec X = /14" et ¥ = /(1 + 2r) ou celui de Von Mises (avec
X = 1etY =+/3). Les fonctions non quadratiques proposées par Hill (1979) et par Bassani

(1977) représentent aussi des cas particuliers de la formulation de Budiansky.

1.3.3 Criteres de plasticité orthotropes

L’orthotropie correspond a un cas particulier de D'anisotropie, pour lequel le matériau
présente trois plan de symétrie orthogonaux. La prise en compte de cette anisotropie est
importante, du fait que les procédés mécaniques de fabrication des téles (le laminage, par

exemple) confierent a ces matériaux une anisotropie initiale orthotrope.
e Critére quadratique de Hill (1948)

Parmi les criteres de plasticité initialement anisotropes, le plus classique, pour les matéri-
aux métalliques, (surtout pour les toles) est le critere de Hill (1948). C’est un critere quadra-
tique en contraintes et de symétrie orthotrope. Ce critere est souvent associé a un écrouissage
isotrope, donc la plasticité reste toujours orthotrope. Soit M; un repére orthonormé définis-
sant les directions d’orthotropie. De maniere générale, un critére orthotrope quadratique en

contraintes avec écrouissage isotrope s’écrit (Dogui, 1989) :
o = a;[o : M;)* +b[a? : M) + ;5[0 : M][o : Mj] (1.49)

ot M= M; @ M, désigne le produit tensoriel. Sachant que, le critere de plasticité ne dépend
que de la partie déviatorique du tenseur de contraintes, les 9 scalaires a;, b; et ¢;; (¢;; = ¢j55 1 #

j) doivent vérifier les relations suivantes :
aj + by —ci2 — 13 = 0; as + by — co1 — 23 = 0; az+bz—c3 —c3a=0  (1.50)

Done, ces 9 coefficients se réduisent a 6 coefficients indépendants. Une autre forme d’expres-

sion du critere est possible et découle de I’écriture et des considérations précédentes :

o = Aij(Mia?) : (6P M;) + Bij(a? : M;) (o : M) (1.51)
avec :
0 N M
Ay=|N 0 L (1.52)
M L 0
G+H —-H -G
Bi=| -H H+F -F
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Finalement, dans un repere orthonormé définissant les directions d’orthotropie M;, le critere

est usuellement écrit sous la forme suivante :

0% = (0 — 033)> + G033 — 011)* + H(0oy1 — 092)* + (1.53)
+2Lo2, +2Mo2, 4+ 2Nai,

Ot 7 est la contrainte équivalente de Hill. Les o;; représentent les composantes du tenseur de
contraintes de Cauchy dans le repere d’orthotropie et o représente le déviateur du tenseur
o (6P = o — L tr(o)1 ). La fonction d’écrouissage o,(a) est isotrope, elle dépend de la
variable scalaire interne a. Les coeflicients F,G, H, L, M et N étant les coeflicients de Hill
qui sont généralement constants indépendants des variables d’écrouissage . Cependant, rien
n’empéche ces coefficients pour dépendre de la variable interne d’écrouissage a.

Dans le cas particulier d’un état de contraintes planes (011, 022, 012), ce critere s’écrit dans

le repere d’orthotropie :
o= (G+ H)oi, —2Hoy1092+ (F + H)os, +2Noi, (1.54)

Dans le cas particulier, ot nous avons une symétrie autour de la normale a la tole (DN), les
relations suivantes sont déduites : F' = G et N = G 4+ 2H. Nous retrouvons alors, le critere

isotrope transverse défini par I’expression (1.32).

Le critere quadratique de (Hill, 1948) est largement utilisé pour décrire le comporte-
ment des toles. Ce critere a était tres utile pour expliquer les phénomenes en relation avec
I’anisotropie plastique, essentiellement pour les matériaux métalliques. La proposition de ce
critere a été considérée comment étant le point de départ des efforts pour I’établissement de
la théorie de la plasticité anisotrope. Néanmoins, pour certains matériaux comme les alliages
d’aluminium, (Barlat et al., 1997b), (Yoon, 1998), (Lademo, 1999), le critére quadratique de
Hill n’était pas assez précis pour décrire le comportement de tels matériaux.

Par Conséquent, un certain nombre de critéres ont été proposés pour mieux prévoir le
comportement des matériaux (Hill, 1979) (Hill, 1990), (Hill, 1993), (Karafillis et al., 1993),
(Barlat et Lian, 1989), (Barlat et al., 1991).

e Critére de Hill (1990)

Hill propose en 1990 un nouveau critere, comme une extension du critére proposé en 1979.
Dans ce dernier, les directions de chargement sont limitées dans les directions principales
d’orthotropie. Le critere de Hill(1990) envisage des chargements de directions différentes par
rapport aux directions d’orthotropie. Ce critére se limite & un état de contraintes planes.

L’expression de ce critere est la suivante :

g
o1+ 02" + () "oy = oo™+ (155)

|02 + 02| 24(0? — 62) + b(oy — 03)% cos(2a) } cos(2a) — (208)™ = 0

Ou 7 est la limite élastique en cisaillement, parallelement aux axes d’orthotropie et op est la

limite élastique en traction équibiaxiale, o représente I’angle entre les directions d’orthotropie
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et les directions principales de contraintes. Les constantes a et b sont les coefficients du

matériau, qui s’expriment en fonction des parametres classiques d’anisotropie de Hill (1948).

a:(F—G) ot b:(F+G+4H—2N)

(F+G) (F+G)

(1.56)

Ce critere se réduit au critere quadratique de Hill (1948) quand m = 2 et il recouvre le critere

de Hill (1979) quand les parametres a et b sont nuls.

Pour un essai de traction uniaxiale dans une direction «, le coefficient d’anisotropie r,
est exprimé par cette relation :

(oB/T)™ — acos(2a) + [(m + 2)/2m]b cos? (2c)
1 —acos(2a) + [(m — 2)/2m]b cos? (2a)

1+ 2r, = (1.57)

L’expression de la contrainte élastique uniaxiale o, prise dans une direction « est donnée par

la relation suivante :

208

=1+ ()

™ — 2acos 20+ b cos? 2a (1.58)
T4 T

(

L’équation (1.57) peut étre aussi écrite sous la forme suivante :

(=)

21+ 1a) = 1 —acos(2a) + [(:7; — 2)/2m]b cos?(2) (1:59)

En réalisant des essais de traction hors axes dans les directions 0°, 45° et 90°, on peut
mesurer les coefficients d’anisotropie rg, r45 et rgp par la suite déterminer les parametres a
et b:

4 — "o~ 7To (1 n m—2 ras(ro+ reo) — 2roreo ) (1.60)

T0 + T90 2 roreo(m — 2) — (ro + reo)
p - ™ (ras(ro + roo) — 2rorgo) (L.61)
roroo(m — 2) — (ro + rgo)

o
La relation suivante est utilisée pour obtenir le rapport (—B)m :
T

o
1+ 2ry45 = —(TB)W (1.62)

La condition de convexité du critere est assurée pour m > 1 et a > 0, alors que le
coeflicient b peut étre positif ou négatif, tant que les limites suivantes sont vérifiées pour

m<2:

b o> —2m=D-1 (ZBym (1.63)
T
b o> - (ZBym (1.64)
T

La condition (1.64) implique la condition (1.63) pour m > 2.
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e Critére de Hill (1993)

Ce critere est défini seulement pour un état de contraintes planes et pour des chargements
appliqués selon les axes d’orthotropie (pas de composante de cisaillement ). Ceci permet soit
d’identifier rg et rgg quand og est presque égale a ogp, soit d’identifier oy et o9 quand rg et
rg9o sont presque identiques. L’expression du critere est donnée par I’equation suivante :

Ao, + Bay> 0,0y

)

2 0.2
% _¢ +—§’+<(A+B)—

2
g gg09Q 090

OOy

=1 1.65
00090 ( )

Les constantes A, B et C' sont déterminées a partir des relations suivantes qui nécessitent
des résultats des essais de traction dans les directions 0° et 90° par rapport a la direction de

laminage et d’un essai d’expansion équibiaxiale :

C 1 1 1
= St o T3 (1.66)
009090 O'O 0'90 O'B
1 1 1 2rolop — o 2rg9g0 C
(_ L _) 4~ Z2rolos go) B w08, C (1.67)
0p Og9y OB (1+ro)og (1+r90)oge 00
1 1 1 2rgg(cp — o 2rg0 C
(_ L _) B _ 90(0B 20) B 00B I (1.68)
0p 09y OB (1+rgo)asy (14+ro)og — o90

La figure (1.3) montre une comparaison entre la prédiction de trois criteres. Le critere de Hill
(1993) est en bonne correlation avec les résultats expérimentaux. Ce critere a été utilisé par
Banabic pour prédire théoriquement les courbes limites de formage (CLF), dans une version

isotrope transverse de ce critere (Banabic, 1997).

Experiment .‘/ Experiment
/ __Hill 1993 «
"s“"f) Hill 1993

200 Hill 1948 T P \
‘o
1
150 2 “'r"--von Mises
-von Mises 100 i
b g, i )
¥ ¥ & Hill 1948
. '
60 ‘
50 “ f
2
0 L
0 50 100 150 200 0 40 B0 120 160
Gy Oy
a) ST 1405 b) Al Mg Si1

FiG. 1.3: Comparaison de la prévision de trois critéres (V. Mises, Hill 1948, Hill 1993) avec des
résultats expérimentaux (D’aprés Banabic et al.(1999)).

e Critére de Barlat et Lian (1989)

Le critere de Barlat et Lian (Barlat et Lian, 1989) est exprimé pour un état de contraintes

planes et dans les axes d’orthotropie, sous la forme suivante :

Ap|Ky + Ko

"+ Ag|Ky — Ky

™1 (2 - Ap)|2K,

" =20" (1.69)
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-+ H
K, = w (1.70)

o, — Hpo 2
Ky = (x 2 y) + (Ppoay)’ (1.71)

Les parametres matériels de ce critere sont Ag, Hg, Pg et m. Pour ce critere, les constantes

Ap, Hp sont données en termes de coefficients d’anisotropie plane rg et rgg, comme c’est
donné dans (Barlat et Lian, 1989) :

ToT90
A = 2-2 1.72
B \/(1—|—T‘0)(1—|—T‘90) ( / )

s = \/(1+T‘o)(1—|—7‘90) (1.73)

La condition Ap > 0 est nécessaire pour assurer la convexité du critere. Une fois les parametres

Ap et Hp sont déterminés, le parametre Pg est calculé par la relation suivante :

Py = v 2 v 1.74
B_T_c 2AB+2m(2—AB) ( )

ou o, est la contrainte seuil en traction uniaxiale, 7. est la contrainte seuil de cisaillement

pure parallele aux axes d’orthotropie (0, = o, = 0 et 0,, = 7.). En pratique, Pp varie du
o

fait que le rapport — n’est pas une fonction constante de la déformation équivalente. Ceci a
T

pour effet d’affecter fa forme de la surface de plasticité.
e Critére de Barlat et al. Y1d91

Dans ce critere, Barlat et al. ont proposé une généralisation pour un état de contraintes
quelconque appliqué & un matériau orthotrope (Barlat et al., 1991). L’expression du critere

est la suivante :
|81 —82|m—|—|82—83|m—|—|83—81|m:25'm (175)

O s1, s7 et s3 sont les valeurs principales du tenseur de contraintes modifiées par un opérateur
linéaire L, pour avoir les propriétés anisotropes du matériau. Le tenseur s, dont les valeurs
propres sont les s;,i = 1,2,3, s’écrit en fonction du tenseur de contrainte déviatorique o”,

par la relation suivante :
s=Lo” (1.76)

Dans le cas d’une symétrie orthotrope, seulement six coefficients indépendants du tenseur L

sont non nuls. Ce tenseur est représenté par une matrice 6 X 6 dans les axes d’orthotropie :

(24 c3)/3  —c3/3 —¢3/3 0 0 0]
—c3/3 (c1+¢3)/3 —c1/3 0 0 0
I —c9/3 —c1/3 (c1+¢2)/3 0 0 0 (1.77)
0 0 0 cg 0 O
0 0 0 0 ¢ 0
i 0 0 0 0 0 €6 |
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Les propriétés anisotropes du matériaux sont représentées par les parametres ¢;,¢ = 1..6.
Quand ces coeflicients sont égaux a 'unité, le matériau est isotrope. On retrouve le critere
de Tresca pour m = 1 ou 2 et le critere de Von Mises pour m = 2 ou m =4. La convexité du
critere est obtenue pour m > 1. Généralement des valeurs du coefficient de m sont utilisées.
Les coeflicients m = 8 et m = 6 sont recommandées pour les matériaux dont les structures
sont respectivement (CFC) et (CC). Dans un état de contraintes planes, seulement quatre
coeflicients indépendants ¢y, ¢3, c3 et ¢g caractérisent ’anisotropie du matériau. Ce critere
a été utilisé pour décrire le comportement expérimental et prédire un modele polycristallin
(Modele Taylor-Bishop-Hill, ?”TBH”) d’un alliage d’aluminium Al-2.5% Mg, laminé d’un taux
de 17% (Figure : (1.4) a gauche), alors qu’une différence est observée pour le méme alliage

quand le taux de laminage atteint les 80% (Figure : (1.4) a droite).
e Critere de Barlat et al. Y1d94

Le critere de Barlat et al.(Yld94) est une extension du critere précédent (Y1d91). Il fait
intervenir d’autres parametres d’anisotropie pour tenir compte du comportement de 'alliage
d’aluminium Al-2.5%Mg avec un taux de laminage & froid de 80%. L’expression du critere

proposé par Barlat et al. est la suivante :
aglsy — 5|+ ayls. — s, 4 alsy — 5" = 26" (1.78)

ou sg, 5, et s, sont les composantes principales du tenseur de transformation linéaire L,
définie dans ’équation (1.76). Dans un état de contraintes planes et quand les contraintes de
cisaillement sont considérées comme nulles, les coefficients ¢y, ¢o, ¢3 sont a retenir du tenseur
de transformation linéaire L. Dans ces conditions, les parametres du critere Y1d94, décrivant
I’anisotropie du matériau sont : c1, c2, €3, g, a, et a,. Quand a,=a,=ao,=1, ce critere
se réduit au critere de Barlat (Y1d91). D’apres la figure (1.4 & droite), ce critere permet
de décrire le comportement anisotrope de l'alliage d’aluminum Al-2.5%Mg avec un taux de
laminage a froid de 80%. Ce critere permet de prédire aussi les coefficients d’anisotropie r.
En effet, il apparait capable de prédire les coefficients d’anisotropie expérimentaux rg et rgg,
mais il sous estime significativement le coeflicient ry5. Ces observations ont conduit Barlat
et al. a introduire un parametre supplémentaire pour corriger la prédiction du coefficient ry5
(Barlat et al., 1997b).
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1.5 T . 1.5 T T T
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FiG. 1.4: Surfaces de charge pour un alliage Al-2.5% Mglaminé a 17% a froid (figure & gauche)
et laminé a 80% a froid (figure & droite). Comparaison des résultats expérimentaur avec un modéle
polyeristallin, et les prédictions des critéres Yld91 et YId94 (D’aprés Barlat et al., (1997))

o Critére de Barlat et al. Y1d96

Récemment, Barlat et al. ont proposé un critere amélioré qui permet une meilleure
description de ’anisotropie plastique des alliages d’aluminium (Barlat et al., 1997a). Le critere

de plasticité est défini comme suit :
041|82—83|m—|—042|83—81|m—|—043|81 —82|m :25'm (179)

O s1, 55 et s3 sont les valeurs propres du tenseur s (s=L o). Soit p la matrice de passage

des directions d’orthotropie (x, y et z) aux directions principales du tenseur s, alors :

k= iy + oyp3y + L (k=1,2,3) (1.80)

ou o, oy et a, sont trois fonctions données par :

p = Qucosi(20)) + o,y sin?(26;) (1.81)
, = auosin?(20;) + ayy cos?(26;)
o, = 0O COS2(203) + o sin2(203)

Les angles 6; désignent les angles de rotation permettant le passage du repere principal
du tenseur s au repere d’orthotropie (x=direction du laminage, y=direction transverse et
z=direction normale).

Pour vérifier la convexité de ce critere, Barlat et al. (Barlat et al., 1997b) ont utilisé la
condition de convexité de Budianski (1984). Pour un cas simple, I'utilisation de cette condition

de convexité conduit a :

2" sin 403 (o0 — o) 2™ cos 403 (a0 — @)

L+ (1= m) o 2y - - Emzo (s
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En ce moment, la condition de convexité de la surface de plasticité de ce critere n’est pas
définitivement prouvée (Barlat et al., 2002). D’apres les utilisations et les bons résultats

prévus (figure 1.5) par ce critére, il pourrait étre probablement convexe.

1.5

1 . ]
YId96 shear stress 1
Contours every 0.05
1.0 + Maximum 0.661

1.00

o5 |- - 0.75
© S
—~_ 0.0 ——p ] <= 0.50
o / s
0.5 - . "
i 0.25
; O Exp.
L = S x 6022-T4 _
S s Yidos
i i | t o TlBH 0.00 L I L 1 L | BT |
%45 a0 o5 00 05 10 15 0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
P Loading axis, angle from rolling direction (degrees)

Fi1G. 1.5: (a gauche, la description du critére YId96 d’un modéle polycristallin (TBH) généré avec une
texture cubique{ 100}1< 001 > ) ;(a droite, la prédiction des coefficients d’anisotropie expérimentaur par
le eritére (YId96) pou un alliage 6022-T4) (D’aprés Barlat et al., (1997))

1.4 Lois d’évolution

Nous présentons dans cette section, les lois d’évolution plastiques pour les modeles or-
thotropes quadratiques de Hill. Ce sont ces lois d’évolution associées et non associées qui

seront adoptées pour identifier les modeles de comportement.

1.4.1 Plasticité associée

La loi d’évolution plastique dans le cadre des matériaux standards généralisés ou loi

d’écoulement avec plasticité associée (le critére est celui du potentiel plastique) s’écrit :

0 .
ép:A—f; A>0; Af=0; Af=0 (1.83)
do
La loi d’évolution de la variable interne d’écrouissage est :
af
= —\ =\ 1.84
& Do, (1.84)

Dans un état de contraintes planes, et quand f représente la fonction de charge correspondant

au critere orthotrope quadratique de Hill, nous avons donc :

. 8f ,((;—|—H)O'11—H0'22
p _
€11 = /\8011 ol p (1.85)
. 8f ,((;—|—H)O'22—H0'11

p _

€59 /\8022 = p (1.86)
. af . (2H +G)orz

v A = 1.
812 80’12 “ O ( 87)
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L’incompressibilité plastique conduit a :

. . .  G(o + 022)
By = (4 ) = e ) (1.5%)

Un essai de traction simple dans la direction 1 permet de mesurer le coeflicient d’anisotropie

de Lankford. Ce coeflicient est exprimé sous la forme suivante :

-p
£y H

= = = — 1.89

' gy G ( )

La loi d’écoulement plastique associée dans le cas du critere quadratique isotrope trans-

verse de Hill s’écrit :

(14 7)oy —rog

L= @ T (1.90)
e = d(l—l—(?fi);:ml (1.91)
E. a% (1.92)
€y = —(éf1+é§2):—d% (1.93)

La variable interne d’écrouissage isotrope & est classiquement identifiée a la déformation

plastique équivalente de Hill ££.

) 1+r 02 12 . 2
€= \/(1 Tor ((1 + 1) (Eh] +€5) + 2réf €, + 25}52)) (1.94)

1.4.2 Plasticité non associée

En introduisant une loi d’évolution non associée, nous découplons ’évolution de I’état
d’écrouissage et de déformations pendant I’écoulement plastique. Done, nous supposons ’ex-
istence d’une fonction potentiel plastique, notée g différente de la fonction de charge f. Ceci
n’empéche pas que cette fonction potentiel g peut avoir la méme forme quadratique, par
exemple, par rapport aux contraintes, similaire a celle de la fonction de charge f.

Le potentiel plastique g dans le cas de ’écrouissage isotrope s’écrit :

glo,q) =op(o) — ¢ (1.95)

Ou o, désigne la contrainte équivalente du potentiel plastique et ¢ = o4(a), désigne la fonction
d’écrouissage isotrope. Nous pouvons choisir I’expression du o, sous une forme orthotrope et

quadratique en contraintes, similaire a la forme de la contrainte équivalente o, du critere de

Hill :

(0’) = F/(O'QQ — 0'33)2 —|— G/(O'gg — 0'11)2 —|— H/(O'll — 0'22)2 —|— QL/O'%:)) —|— QM/O'gl —|— QN/O'%Q
(1.96)
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ou I, ', H', N', L', M’ sont les constantes de la fonction potentiel plastique qui définissent
les coefficients d’anisotropie de cette fonction.
Pour un état de contraintes planes (0,3 =0,¢= 1,2, 3), cette expression se réduit a :

o2(0) = (G'+ H")o7, — 2H 011095 + (F' + H')o}, 4+ 2N'o7, (1.97)

La loi d’écoulement plastique est donnée par le potentiel ¢ :

99 _ 99y,
oo o’

er = \

Af=0; A =0 (1.98)
La loi d’évolution de la variable interne scalaire « s’écrit :
a =\ (1.99)

Dans un état de contraintes planes, les composantes du tenseur des vitesses de déformations
plastiques s’écrivent dans le repere d’orthotropie :

dyg

! H/ _ H/
Y :d(G+ Jo11 022

1.100
80’11 O'p ( )
"4 _H

= A g _ NG+ H)on - Hon (1.101)

80’22 O'p
QH/ !

o=z R Ao (1.102)
80’12 O'p

. . . G011+ 022)

€y = —(&]; +é5,) = —a pn (1.103)

P

En supposant que la contrainte équivalente du potentiel coincide avec la contrainte de I'essai
de traction dans la direction 1, (G' 4+ H’ = 1), on obtient :

-p '
£y H !

Zez T 1.104
g G ' ( )

Ce coeflicient est classiquement identifié au coeflicient d’anisotropie de Lankford.
La variable interne d’écrouissage « s’identifie & la déformation équivalente du potentiel b,

qui s’écrit en fonction de r’ sous la forme suivante :

oo (T ((1 ) (€57 4 Eha) 4 2r1eh éh + 25’792) (1.105)
p 1+ 2¢ 11 22 1122 12

Il est important de noter que les modeles de comportement avec plasticité non associée sont
déterminés par la donnée des coefficients d’anisotropie du critere de plasticité, des coefficients
d’anisotropie du potentiel plastique et évidemment d’une fonction d’écrouissage o,(c). Par
exemple dans le cas particulier du modele quadratique isotrope transverse avec plasticité non
associée, il est nécessaire de connaitre le coefficient r du critere et le coefficient ' relatif au

potentiel plastique.
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1.5 Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre, la formulation des lois de comportement élastoplas-
tiques dans le cadre des petites perturbations. Cette formulation est basée sur les principes
de la thermodynamique, pour que les lois de comportement aient une signification physique.
C’est a dire qu’elles sont censées de tenir compte de la nature et de I’anisotropie des matériaux.
Nous avons également exposé une synthese des criteres de plasticité les plus utilisés pour
prédire le comportement des matériaux anisotropes et de symétrie orthotrope. Nous avons
exposé en particulier, les critéres de plasticité orthotropes et quadratiques (isotrope transverse
et orthotrope de Hill) avec des lois d’écoulement associée et non associée. Une synthese de
criteres de plasticité non quadratiques est présentée. Ces criteres sont développés pour mieux
décrire le comportement de certains matériaux fortement anisotropes (alliages d’aluminium).

Nous avons implémenté dans le code de calcul par éléments finis les criteres quadratiques
de Hill (isotrope transverse et orthotrope) ainsi que le critere non quadratique de Barlat
(Y1d96) afin d’identifier les coefficients d’anisotropie des toles, que nous allons les présenté

au chapitre suivant.






Chapitre 2

Essais expérimentaux et

interprétations

2.1 Introduction

a réalisation d’essais expérimentaux constitue une étape tres importante dans la procé-

dure d’identification des parametres de comportement. C’est une tiche parfois difficile
(des exigences pour réaliser des essais qui soient homogenes) et cotteuse (des investissements
dans la matiere premiere et dans les équipements d’expérimentation,...). Malgré ceux-ci,
Iexpérimentateur doit chercher a réaliser des essais qui doivent souligner les propriétés
physiques et de s’approcher des types de sollicitations que subit le matériau dans les situations
réelles de mise en oeuvre (conditions industrielles). Au cours d’une opération d’emboutissage,
la téle subit différents modes de déformation (de la traction, de 'expansion, de la traction
plane, du cisaillement, du pliage, ... ).
Cependant, la réalisation d’essais expérimentaux dont les trajets de chargement sont similaires
a ceux que subit le matériau pendant sa déformation sont d’une grande utilité. Ceci permet
d’exploiter les différents essais tels que la traction simple, la traction plane, de I’expansion
équibiaxiale et du cisaillement simple dans I'identification des parametres matériels ainsi que
pour la validation des modeles choisis pour la description du comportement des matériaux.

Dans ce chapitre nous présentons ces essais en précisant leurs définitions ainsi que leurs

interprétations du point de vue homogénéité des contraintes et déformations.

2.2 Essais expérimentaux

La base de données expérimentales est relative aux essais de la traction simple, de la
traction hors-axes, de la traction plane, du gonflement hydraulique et du cisaillement simple.
Les essais dont nous disposons sont effectués pour trois toles qui présentent des propriétés
mécaniques différentes.

Ces toles (toles minces d’épaisseur 0.8 mm) portent les références 1, 2, 3. C’est uniquement

pour les toles 1 et 3 que nous disposons des essais de cisaillement simple. Ces toles sont
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destinées pour la mise en forme par emboutissage dans I'industrie automobile. Ces matériaux

sont :
1. Tole 1 : D280 acier microallié & haute limite élastique.
2. Téle 2 : IF acier sans interstitiels.
3. Téle 3 : ES acier extra doux.

Les essais réalisés sont effectués dans le plan de la tole et pour les essais de la traction
simple, ils sont effectués dans plusieurs directions par rapport a la direction de laminage
considérée comme la direction de référence (traction hors-axes). L’état de contraintes pour
les courbes d’écrouissage est un état de contraintes planes. Les tenseurs de contraintes et de

déformations, représentés dans le repere d’orthotropie s’écrivent :

oo 0 0 e 0 0
[c]: |0 zoy Of; El: 10 wye1 O (2.1)
0 0 0 0 0 &3
09 = X0
E2 = Y&

Les deux parametres @ et y définissent le trajet de chargement radial soit en contrainte
ou en déformation. Un trajet de chargement est dit radial si au cours du chargement les
directions en contraintes et en déformations restent constantes. Ceci se traduit par : ¢ = ca
et ¢ = gb avec a = Cte et b = Cte.

La notion de chargement radial est tres intéressante car elle rend I'identification indépendante

de l'essai.

2.2.1 Essai de traction simple
Définition et interprétation

C’est I’essal mécanique le plus simple a réaliser et celui dont les résultats sont les plus
”fiables”.
Pour les toles minces (e < 3 mm), les éprouvettes sont normalisées (NF A 03 160). Dans
’essai de la traction simple (TS), la courbe de la traction rationnelle, souvent appelée courbe
d’écrouissage est la représentation graphique de la contrainte vraie appliquée a I’éprouvette
en fonction de la déformation rationnelle. La contrainte et la déformation uniaxiales sont

données par :

— F — F €11 (2 2)
g = S = 506 .
)
11 = 1Il(l—) (23)
0

ou I’ représente la force appliquée et Sp est la section initiale de I’éprouvette. La déformation

vraie £11 est la déformation logarithmique.
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Ou [ et ly représentent respectivement la longueur actuelle et la longueur initiale de la zone
utile de I’éprouvette de traction.

Ce calcul de la fonction d’écrouissage ¢ = f(g), a partir des grandeurs globales (Force-
déplacement fournie par la machine de traction) n’a de sens que si nous considérons I’hy-
pothese d’homogénéité des champs de contraintes et de déformations, au moins dans la
partie utile de ’éprouvette. 1l est admis que 'essai de traction simple est un essai classique et
largement connu. C’est a partir de cet essai qu’on peut déduire les caractéristiques mécaniques
les plus fondamentales telles que le module d’Young! F, la limite élastique R., la résistance
a la rupture R, I'allongement uniforme A, I’allongement & la rupture A,, et avec certaines
hypotheses le coefficient d’écrouissage? n, le coefficient de Lankford ...

La définition du coefficient d’anisotropie de Lankford est basée sur des mesures a partir de
cet essai. Nous allons revenir a la notion de ce coefficient ultérieurement.

L’essai de la traction simple est un essai de référence : d’une part il permet d’avoir des
informations considérables caractérisant les matériaux, d’autre part il est bien interprété
comme étant un essai homogene. Pour ces raisons, cet essai est généralement qualifié d’essai
fiable. La figure (2.1) représente une simulation numérique de 'essai de traction simple, ol

nous observons un état de contraintes homogenes dans la zone utile de ’éprouvette.

[ava. crit.: 75%)
+1.08952-01
+1.008e-01
+3.,214e-02
+5.3472-02
+7.451a-02
+6.514a-02
+5.74Fa-02
+4 . 880a-02
+4,0132-02
+3.146e-02
+2.27%e-02
+1.413e-02
+3.458a-073

FiG. 2.1: Simulation numérique de Uessai de la traction simple (essai homogene).

Néanmoins, ’essai de traction simple reste insuffisant, pour pouvoir 'utiliser seul dans
I'identification des modeles de comportement plus fins, pour des toles qui, au cours de leur
mise en forme par emboutissage, subissent des trajets de chargement complexes. D’ou la
nécessité d’apporter d’autres essais qui soient a la fois relativement faciles a réaliser et surtout
bien malitrisés et interprétés du point de vue homogéneité des champs de contraintes et de

déformations dans I’éprouvette.

! Généralement pour des raisons de précision on utilise des méthodes dynamiques pour déterminer le module

d’Young
2Si la loi d’écrouissage obéit & la loi de Hollomon o = ke, le coeflicient d’écrouissage correspond a la

déformation plastique a la striction n = e,
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Nous avons utilisé un ensemble d’essais réalisables au laboratoire d’essais mécaniques.
Cependant, la réalisation expérimentale d’essais homogenes est une tache relativement diffi-
cile. Pour cette raison, une attention particuliere sera prise pour 'interprétation de ces essais,

afin de justifier I’approche d’identification inverse adoptée.
2.2.2 Essais de traction hors-axes

Définition et interprétation

Expérimentalement, I'essai consiste a tirer sur une éprouvette identique a I’éprouvette
de la traction simple, mais dont la direction fait un angle ¥ par rapport a la direction de
laminage (figure 2.2). L’effort de traction F et le déplacement de la zone utile de I’éprouvette
u sont enregistrés simultanément. Avant d’exprimer la fonction d’écrouissage a partir des
grandeurs mesurées (force-déplacement) pour les essais de traction hors-axes, il faut s’assurer

de 'hypothese d’homogénéité de ces essais.

4 DN direction normale

/E/ DT direction transverse
Z — El

[ —€

€3

L

DL direction de laminage

Fia. 2.2: Schéma d’une éprouvette de traction extraite d’une tole suiwant langle ¥

Dogui a analysé ces essais dans le cas rigide plastique (Dogui, 1989). L’auteur a montré que
si 'on considere les essais expérimentaux de traction hors-axes comme des essais homogenes
alors, pour un acier doux, I’évolution des directions d’orthotropie en petites déformations est
peu importante et la rotation des sections droites des éprouvettes est négligeable.

Gaaloul a vérifié par des simulations numériques de ces essais et pour des modeles plus ou
moins anisotropes, les hypotheses d’homogénéité de ’état de contraintes dans la zone utile
de I’éprouvette de traction (Gaaloul, 1993). Ces analyses ont montré que ces essais peuvent
s’interpréter de facon homogene et que I'utilisation des mors fixes ne semble pas trop affecter
I’homogénéité de la zone utile de I’éprouvette de traction.

Les fonctions d’écrouissage sont calculées de facon identique a celles calculées pour la traction

simple par les relations données par les équations (2.2) et (2.3).
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Nous donnons les figures (2.3), (2.4) et (2.5) qui représentent respectivement les courbes
d’écrouissage des essais de traction hors-axes pour les aciers 1, 2 et 3. L’anisotropie au niveau
de ces courbes d’écrouissage n’est pas tres prononcée, c’est-a-dire qu’elle est peu sensible
a la direction de la traction. Cependant, est ce que c’est le méme cas pour le coeflicient

d’anisotropie ?

Traction Hors axes (Tole1)
500 -
450
400

350 -

300 -

Sigma(Mpa)
n
o
o
|

—TS160
—TS8175
—TS190

200 -

150 4

100 4

50 4

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
Epsilon

FiG. 2.3: Courbes d’écrouissage hors-axes (Téle 1).

Traction Hors-axes (Tole2)

450 +

400 -

350 -

800 7 —TS200

—T8215
—TS230
—TS245

TS260
—T8275
—TS290

250 4

Sigma(MPa)

200 -

0 T T T T T 1
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3

Epsilon

FiG. 2.4: Courbes d’écrouissage hors-axes (Téle 2).
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450 Traction Hors-axes(Téle 3)
400 +
350 +
300 +
= —¥300
_ —T315
s 250 —T330
g T345
& 200 - —T360
on —T375
150 - — T390
100 -
50 -
0 T T T T T 1
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3

Epsilon
FiG. 2.5: Courbes d’écrouissage hors-axes (Téle 3).

Coeflicient d’anisotropie

Ce coeflicient d’anisotropie est déterminé a partir de I'essai de la traction simple. Il est
défini par le rapport de vitesse de déformation plastique transversale et normale au plan
de la tole. Pour pratiquement la majorité des alliages métalliques et en particulier pour les
matériaux dont on dispose, ce coefficient demeure constant en fonction de la déformation
(Genevois, 1992). Expérimentalement, ce coefficient est déterminé graphiquement comme

étant la pente de la droite de la représentation de 5, en fonction de £%,.

ép
p = S22
= — g
£33 deg

P
_ B (2.4)

Les toles étudiées présentent une anisotropie plus au moins marquée par la variation du
coefficient d’anisotropie par rapport a la direction de prélevement de I’éprouvette. Le tableau
(2.1) présente les coefficients d’anisotropie des toles qui ont été mesuré a partir des essais de
la traction hors-axes dans les directions de 1 = 00° jusqu’a 1> = 90° par un pas de 15°.

A partir de ry, le coefficient d’anisotropie moyen 7 et le coefficient d’écart moyen Ar sont

calculés par les formules suivantes :

= ﬁ (ro +2 z_: Ty + 7‘90) (2.5)

=2

n—1
1
Ar = (|r0—r|—|—22|r¢i — 7+ |r90—r|) (2.6)

n—1 .
=2
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La comparaison de ces coeflicient fixera pour les téles étudiées, la plus ou moins grande
validité de I’hypothese d’isotropie transverse.

Dans le tableau ci-dessous, nous pouvons remarquer que pour les aciers 2 et 3, le coeflicient
d’écart moyen est relativement important, ce qui marquera ’anisotropie de ces toles. Pour
I’acier 1, le coefficient Ar est tres faible et le coefficient 7 est proche de 'unité, ce qui permet

de conclure a priori que ce matériau est isotrope.

Toles | rgo | r15 | 30 | 745 | reé0 | 775 | T9o r Ar
Tole 1 | 1.03 | 1.04 | 0.97 | 1.06 | 1.10 | 1.19 | 1.28 | 1.09 | 0.07
Tole 2 | 2.19 | 1.98 | 1.86 | 1.82 | 2.15 | 2.61 | 2.72 | 2.15 | 0.26
Tole 3 | 1.81 | 1.80 | 1.68 | 1.54 | 1.70 | 2.09 | 2.26 | 1.81 | 0.17

TAB. 2.1: Les coefficients expérimentaur de Lankford.

Contrairement aux courbes d’écrouissage hors-axes qui dépendent relativement peu de la
direction de traction, le coefficient d’anisotropie varie d’une facon tres significative de cette

direction (voir figure (2.6)). Ceci se traduit par une distribution anisotrope des déformations

3 —
25 |
o |
a
g ]
2 2
c —o—Tole 1
©
L] € —-Tole 2
- 4 —A—Tole 3
& 15+
L2 T
= £
Q 1
Q
[} 4
1 0/—.\‘/0——/"/’/‘
0.5 1 1 ; 1 1 ; 1 1 ; 1 1 ; 1 1 ; 1 1 !
0 15 30 45 60 75 90

direction de traction y°

Fia. 2.6: Représentation du coefficient d’anisotropie en fonction de la direction de traction.
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2.2.3 Essai de traction plane
Définition de ’essai

La traction plane est un essai mécanique effectué sur une éprouvette large, ot sa largeur
vaut entre 5 & 6 fois sa longueur. La géométrie de ’éprouvette est donnée par la figure (2.7).
Les dimensions de I’éprouvette sont les suivantes : ag = 285mm ; by = b0mm; ¢g = 30mm ;
L = 295mm; Ry = 25mm. Expérimentalement, on tire sur ’éprouvette et on enregistre
leffort appliqué F'(t), en méme temps une méthode ultra-son est utilisée pour mesurer
’épaisseur instantanée e(t) au centre de I’éprouvette.

L’éprouvette est relativement large, ce qui suppose en premiere approximation que €95 = 0.
Dans ces conditions la courbe d’écrouissage en traction plane sous I’hypothese d’homogénéité

est donnée par :

o= -5 expe .
€0
e=In~ (2.8)

Mais est ce que cette approximation est justifiée pour ce type d’essais?

Interprétation de ’essai

Pour interpréter la traction plane et définir la limite de validité de I’hypothese d’ho-
mogénéité, nous nous proposons la simulation numérique de cet essai sur I’éprouvette donnée
par la figure(2.7). Les résultats de cette simulation sont donnés sur la figure (2.8). Nous
représentons les isovaleurs de la déformation équivalente et de la contrainte équivalente au
sens de V.Mises dans la structure. Nous constatons une répartition non homogene de ces
grandeurs, ce qui traduit une distribution hétérogene des champs de déformations et de
contraintes au sein de I’éprouvette.

D’une part, pour vérifier la non validité de I'interprétation homogene de ’essai de la trac-
tion plane, Genevois a mené des mesures expérimentales ot il a évalué les déformations longi-
tudinales et transversales le long des axes de symétrie de I’éprouvette OX et OY a différents
stades de chargement (Genevois, 1992). L’auteur a mis en évidence la forte hétérogénéité
de cet essai, quelque soit 'amplitude de déformation et la position du point considéré (La
condition d’homogénéité n’est méme pas réalisée au centre de I’éprouvette). L’auteur a conclu
aussi que ces essais de la traction plane paraissent beaucoup trop hétérogénes pour qu’on
puisse les interpréter comme homogenes.

D’autre part, Gaaloul a effectué une simulation numérique de cet essai, en considérant
le cas homogene et non homogene. L’auteur a constaté un écart important entre les deux

réponses des simulations (Gaaloul, 1993).
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FiG. 2.7: Géométrie de l’éprouvette de traction plane-Sollac (Gaaloul, 1993).

454 447 - 441
466
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F1G. 2.8: Les isovaleurs de la déformation (a) et de la contrainte équivalente (b) dans I’éprouvette de

traction plane.

2.2.4 [Essai de gonflement hydraulique
Définition et interprétation

L’essai de gonflement hydraulique consiste a appliquer une pression d’huile sur un flan
bloqué a ces bords. [’avantage de cet essai réside dans sa réponse qui ne fait intervenir que les

propriétés intrinseques du matériau en s’affranchissant des problemes de contact et de frotte-
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ment. Généralement 'essai de gonflement hydraulique est facile a réaliser et il est considéré
comme étant une alternative a l’essai d’expansion équibiaxiale. Les essais sont réalisés sur
des matrices de forme circulaire ou elliptique (essais Jovignot). Les mesures expérimentales
portent sur la hauteur au pole et la pression appliquée, mesurées respectivement par un
capteur de déplacement et un capteur de pression.

L’interprétation classique de I’essai de gonflement hydraulique sur une matrice circulaire
consiste a supposer que la déformée est une calotte sphérique. Dans ce cas il s’agit d’un état de
tension et de déformation isotrope autour de la normale au pole. Ces hypotheses peuvent étre
justifiées pour un matériau isotrope ou isotrope transverse. La courbe d’écrouissage déduite
de l’essai de gonflement hydraulique sur une matrice circulaire et avec [’hypothese du modele
de la calotte sphérique, découle de la pression et de la géométrie de ’éprouvette déformée.

La contrainte et la déformation sont données par les relations suivantes :

Pp d? + 412
_Pp. _ . 2.
T 5 F sh (2.9)
4h?
8:—83:—1n%:—1n(1—|—d—2) (2.10)

Avec p est le rayon de courbure, h est la hauteur au pole, P est la pression appliquée, d est
le diametre de la matrice, e et eg représentent ’épaisseur actuelle et initiale du flan (figure
2.9). Dans le cas d’un matériau anisotrope quel est le trajet de chargement subi par le pole?
est-ce qu’il s’agit d’un état de tension équibiaxiale (07 = 03) ou d’un état de déformation
isotrope (€1 = £2) 7 Des simulations numériques sont effectuées par Gaaloul, en utilisant des
modeéles anisotropes (Gaaloul, 1993). L’analyse de 1’état de contraintes et de déformations
au pole, conduit 'auteur a constaté qu’il s’agit d’un état de déformations isotrope (o1 = 03),
plutot qu’un état de tension isotrope.

Les figures (2.10), (2.11), (2.12) montrent les courbes brutes (pression -hauteur au péle)

de ’essai du gonflement hydraulique pour les trois toles qui sont considérées dans cette étude.

Fc |. d . Fc

Fia. 2.9: L’essai expérimental du gonflement hydraulique.
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FiG. 2.10: Courbe expérimentale du gonflement hydraulique (pression-hauteur au péle), Télel.
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FiG. 2.11: Courbe expérimentale du gonflement hydraulique (pression-hauteur au péle), Tole2.
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FiG. 2.12: Courbe expérimentale du gonflement hydraulique (pression-hauteur au péle), Téle3.

2.2.5 Essai de cisaillement simple

L’essai de cisaillement simple est considéré a la fois fort intéressant et innovateur. En
effet, cet essai permet d’atteindre des déformations plastiques assez grandes sans qu’il y ait de
localisation de la déformation ; les rotations matérielles sont du méme ordre de grandeur que
la déformation, ce qui permet une identification, voire une validation plus étendue des modeles
de comportement en grandes déformations. L’essai de cisaillement est le seul essai, mis a part
I’essai de traction simple, que on puisse considérer avec une bonne approximation comme
homogene. Bien que le principe de cet essai soit simple, la réalisation expérimentale de cet essai
requiert des montages spécifiques et un choix bien judicieux de la géométrie de ’éprouvette
pour garder I’hypothese d’homogénéité de ’essai valide. Une synthese expérimentale bien
détaillée de 'essai de cisaillement est présentée par (Genevois, 1992).

Nous ne disposons de résultats expérimentaux de I’essai de cisaillement que pour la tole
1 et 3. Néanmoins, nous allons utiliser ces données pour une éventuelle validation de nos
modeles, mais nous gardons des réserves sur les résultats de validation, du fait que nous
travaillons avec I’hypothése des petites perturbations (HPP).

La figure (2.13) représente les essais de cisaillement simple réalisés sur les toles 1 et 3.
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FiG. 2.13: Essai de cisaillement simple (tole 1 et 3).

2.3 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté un ensemble d’essais mécaniques destinés a I’iden-
tification et a la validation des lois de comportement des téles emboutissables. Nous avons
présenté ces essais, en précisant leurs définitions et leurs interprétations. L’essai de la traction
plane est I'essai de base sur lequel nous menons 'identification des modeles de comportement.
Nous avons effectué une analyse tres fine de cet essai, et nous avons montré que I’hypothese
d’homogénéité, couramment adoptée dans I'identification est une hypothese forte pour 'essai

de la traction plane.

Les essais réalisés, doivent représenter, méme en partie, ’ensemble des trajets de charge-
ment que subit une piece lors de sa mise en forme (emboutissage) ainsi que I’anisotropie du
matériau. Pour cette raison, nous disposons d’essais de traction dans les axes et hors-axes,
de traction plane, de ’expansion ainsi que du cisaillement. Des essais de pliage peuvent étre
probablement de grande utilité (Arnold et al., 2001). Il est relativement difficile de garantir
une homogénéité des champs de contraintes et de déformations pendant la réalisation de tous
ces essais.

Classiquement, l'identification paramétrique des lois de comportement, postule pour I’hy-
pothese d’homogénéité. Dans ce cas, pour identifier avec précision les parametres de com-
portement, I'expérimentateur doit fournir des efforts importants et des cotits élevés dans la
recherche des géométries des éprouvettes adéquates et parfois des montages d’essais spéci-

fiques, lui conduisant a des états de contraintes et de déformations homogenes.
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En effet, une définition et une interprétation rigoureuses des essais réalisés du point de
vue homogénéité et avec ’application de nouvelles techniques d’identification (méthodes
d’identification inverses), que nous allons présenter, peuvent conduire & une identification

précise et fiable des lois de comportement sans tenir compte des hypotheses simplificatrices.



Chapitre 3

Méthode d’identification inverse

3.1 Introduction

ans ce chapitre, nous présentons une introduction aux problemes inverses et I’adaptation

de cette notion aux problemes d’identification paramétriques en mécanique de structures.
Nous discutons brievement le caractere mal posé du probleme inverse, puis nous présentons
une étude sur ’état de I'art de I’évolution et de I'utilisation de ces méthodes inverses. Nous
présentons une synthese sur les différents travaux réalisés dans ce domaine. A partir de ceux-
ci, nous présentons notre algorithme d’identification paramétrique inverse que nous avons
utilisé pour identifier les parametres de comportement a partir des essais décrits au chapitre
précédent. Le type d’algorithme d’identification inverse que nous envisageons d’utiliser est
constitué par le couplage d’une méthode de calcul par éléments finis et d’une méthode
d’optimisation. Cet algorithme consiste a minimiser par un processus itératif, I’écart entre
la réponse de D'essai simulé par la méthode des éléments finis et la mesure expérimentale.
Nous adoptons une nouvelle approche de calcul par la méthode des éléments finis. Dans notre
méthode nous n’utilisons pas de matrice tangente, ce qui permet de découpler presque la partie
structure élastique de la loi de comportement plastique. La méthode d’optimisation que nous
avons couplée avec 'algorithme de calcul par éléments finis est la méthode d’optimisation
du Simplexe. C’est une procédure d’ordre zéro, n’exigeant pas le calcul du vecteur gradient,

permettant ainsi de converger vers le minimum global cherché.

3.2 Introduction aux problémes inverses

3.2.1 Probleme mal posé

Les problemes inverses peuvent étre répartis en deux catégories. Ceux qui, pour toute
mesure m (ex. effort-déplacement), admettent une solution unique s (ex. parametres matériels)
continue par rapport a la mesure m, sont dits ”bien posés”. lls sont généralement résolus (de
manieére exacte ou approchée) par des méthodes classiques. Cependant, dans les problemes
inverses ou les problemes ”mal posés” c’est a dire qui ne respectent pas les conditions d’exis-

tence, d’unicité et de continuité de la solution pour le jeu de mesure m, a cause des différentes
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modélisations introduites dans le calcul par éléments finis, des erreurs numériques inévitables,
des données expérimentales bruitées, du choix inadéquat des modeles de comportement
a optimiser, etc ... qui menent inévitablement a l'inexistence d’une solution conduisant
parfaitement aux résultats souhaités.

La régularisation des problemes ”mal posés”, due initialement a Tikhonov qui cherche a
définir les notions d’inversion de la solution (Tikhonov, 1977), (Tikhonov et Arsenine, 1976),
c’est a dire, trouver une quasi-solution ou une solution approchée, de facon que la solution
régularisée obtenue par inversion régularisée dépende continiment des données et soit proche
de la solution "exacte”. De cette maniere nous changeons le concept de solution par une
solution approchée, donc nous surmontons le probleme de I'existence. Il reste de s’assurer de
I’unicité et de la continuité de la solution par rapport aux mesures. Tikhonov a également
montré que si 'application, (probléme direct) menant a m, & partir d’un jeu de parameétres
considérés est continue, (ce qui est bien le cas avec la méthode des éléments finis), et s’il
existe un sous-espace du domaine de variation des parametres dans lequel la solution définie
ci-dessus est unique, alors la solution possede le caractere de continuité par rapport aux
mesures. Les problemes inverses dans les domaines non linéaires se mettent donc sous la
forme d’un probleme de minimisation d’une fonction objectif, permettant ainsi de s’assurer

de l'existence d’au moins d’une solution au probleme.

3.2.2 Etude bibliographique

La théorie des probléemes inverses, dans le sens le plus large du terme, a été développée
par les géophysiciens. Elle s’est répandue par la suite dans d’autres domaines de la physique.
Parmi les applications de cette théorie on peut citer 'identification des sources (Bui et
Maigre, 1988), ou des caractéristiques internes d’un matériaux (Chicone et Gerlach, 1987),
la prospection géophysique (Bamberger et al., 1980), le contréle non- destructif thermique
(Balageas et al., 1987), l'identification des contraintes résiduelles, le récalage des modeles
vibratoires, et bien d’autres domaines (Bui, 1993).

Au début des années 1990, la détermination précise des parametres des modeles de
comportement devient rapidement un probleme important. L’identification des parametres de
modeles sophistiqués nécessite des techniques tres précises et sans l'introduction d’hypotheses
supplémentaires qui peuvent nuire a la qualité de prévision de ces modeles pour représenter
les essais expérimentaux.

La simulation numérique par la méthode des éléments finis (méthode de calcul direct),
nécessite des parametres tres précis qui sont identifiés a partir des essais expérimentaux. L’ap-
proche classique d’identification consiste a réaliser des essais simples permettant de vérifier
I’hypothese d’homogénéité des champs de contraintes et de déformations dans I’éprouvette.
Des méthodes analytiques basées sur I’hypothese d’homogénéité, permettent de transformer
les mesures expérimentales (forces, couples, déplacements, angles de rotations, ... ) en valeurs
de contraintes et de déformations dans I’éprouvette. L’identification des parametres matériels

revient a effectuer un lissage du modele choisi sur la courbe contrainte-déformation ”expéri-
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mentale”. Toutefois, ces méthodes de calculs analytiques permettant de déterminer les cou-
ples contrainte-déformation souffrent de la forte limitation due a I'hypotheése d’homogénéité
des contraintes et des déformations dans I’éprouvette. En effet, des analyses comme celles
qui sont discutées au chapitre précédent montrent que certains essais expérimentaux sont
inhomogenes. Par conséquent, une interprétation homogene de ces essais, conduit a une
identification paramétrique non précise qui influe sur la prévision des modeles identifiés.
Afin de surmonter I'hypothese d’homogénéité, une technique qui fut introduite par Schnur et
Zabaras (Schnur et Zabaras, 1992) et qui consiste a utiliser le couplage d’un code de calcul par
éléments finis avec une méthode d’optimisation en vue de l'identification du comportement
d’un matériau. Classée parmi les types de problemes inverses qui consistent a minimiser par un
procédé itératif une évaluation de I’écart entre le résultat obtenu et la mesure expérimentale,
cette technique est basée sur une certaine norme, généralement la norme Euclidienne. Depuis,
I'identification du comportement des matériaux formulée dans ce cadre de problemes inverses
est largement utilisée.

Gavrus et ces collaborateurs (Gavrus et al., 1994, 1995, 1996) ont appliqué le principe de la
méthode inverse pour identifier le comportement rhéologique de matériaux thermoviscoplas-
tique sollicités en traction et en torsion dans des conditions séveres de déformation. Ces condi-
tions sont comparables a celles atteintes pour des applications industrielles (des phénomenes
d’auto-échauffement et de localisation de la déformation). L’algorithme développé par ces
auteurs consiste a coupler la méthode des éléments finis qui permet de simuler I’essai (I’essai
de torsion, traction ou torsion-traction) avec un module d’optimisation. La différence entre
la mesure expérimentale et la réponse thermoviscoplastique du modele est définie par une
fonction objectif formulée dans le sens des moindres carrés et l'algorithme de minimisation
utilise la procédure de Gauss-Newton.

Mahnken et Stein (Mahnken et Stein, 1994, 1996, 1997) ont identifié les parameétres de
modeles viscoplastiques en utilisant la méme technique d’identification que celle utilisée par
Gavrus et al.

Mahnken et Kuhl ont continué a utiliser et élargir cette technique d’identification para-
métrique vers d’autres applications (Mahnken et Kuhl, 1999). Les auteurs ont proposé d’i-
dentifier les parametres de modeles d’endommagement pour lesquels une distribution non
uniforme de contraintes et de déformations, avec la prise en compte des variables d’endom-
magement.

Gelin et Ghouati ont largement utilisé cette technique d’identification inverse pour déter-
miner les parameétres de comportement viscoplastiques d’alliages d’aluminium (Ghouati,
1994), (Gelin, 1995), (Gelin, 1996), (Ghouati, 1997; Ghouati et Gelin, 1998), (Ghouati et
Gelin, 2001). Les essais utilisés sont des essais de traction, de compression a différentes vitesses
de déformation et de températures sur des éprouvettes (lopins) cylindriques et annulaires.
Un autre essai est également utilisé est le test de bipoinconnement qui consiste a I’écrase-
ment d’une tranche d’un massif parallélépipédique entre deux poincons plans, rectangulaires,

symétriques et paralleles.
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Lam et Khoddam (Lam et al., 1998) ont utilisé une méthode d’identification inverse a
partir des essais de torsion a chaud, de déformation plane et de la compression axisymétrique,
pour déterminer les parametres de comportement de lois viscoplastiques. Les auteurs ont
défini une fonction objectif représentant la différence entre les grandeurs mesurées et calculées.
La méthode d’optimisation du Simplexe est utilisée pour minimiser cette fonction objectif.

Cailletaud et Pilvin généralisent cette technique d’identification aux cas des modeles de
comportement non linéaire par une combinaison du code de calcul par éléments finis non-
linéaires en grandes transformations avec un outil d’optimisation, SiDolLo. Les auteurs ont
choisi de minimiser la fonction objectif représentant la différence entre les valeurs expéri-
mentales et celles calculées au moyen de deux méthodes d’optimisation. La méthode de la
plus grande pente est utilisée lors des premieres itérations pour améliorer ’approximation
des parametres. Ensuite, la méthode de Levenberg-Marquart permet d’atteindre 'optimum
recherché. Ces deux méthodes sont des méthodes du gradient d’ordre 1, nécessitant le calcul
du vecteur gradient, réalisé par différences finies. Cailletaud et Pilvin ont identifié plusieurs
lois de comportement de matériaux élasto-visco-plastiques, des modeles polycristallins, et des

modeles probabilistes de fissuration, ... .

Actuellement, ce champ scientifique d’identification parametrique par la résolution d’un
probleme inverse ne cesse d’augmenter. De nombreuses publications sur ce sujet ont permis
l'identification des lois de comportement tres sophistiqués (thermoviscoplastique, modeéles
microscopiques, modeles d’endommagement, ... ).

De nombreuses symposia traitent de ce sujet, ou des conférences sont présentées (Picart et
al., 1999), (Pietrzyk et al., 1998) dans ces congres de mécanique, de méthodes numériques
directes et inverses tels que NUMIFORM, ESAFORM, NUMISHEET, ECCOMAS, ...

Il semble que la formulation d’un probleme d’identification parametrique comme un probleme
inverse attire bien les chercheurs a développer des modeles d’autant précis, riches, et sans
avoir recours a négliger des phénomenes importants rendant compte des phénomenes réels se
manifestant au cours de la déformation. La formulation mathématique de ’écart a minimiser
est presque inchangée d’un auteur a l'autre. La norme Euclidienne est la plus répandue et
ceci pour plusieurs raisons (facilité d’utilisation des informations statistiques sur la dispersion
des résultats expérimentaux et erreurs de mesure, norme contintiment dérivable d’ordre
minimum, ... ).

La différence reste dans le choix des méthodes d’optimisation qui dépendent de l'auteur.
Les méthodes d’optimisation rencontrées sont principalement les méthodes de la plus grande
pente, du gradient conjugué, de Quasi-Newton (BFGS ou DFP), de Gauss-Newton et de
Levenberg-Marquart. Pour ces méthodes du gradient d’ordre 1, il est nécessaire d’effectuer
un calcul de sensibilité, c’est-a-dire le calcul de la dérivée de la fonction objectif par rapport
aux parametres a identifier. Selon le type de probleme a identifier et la forme de la fonction
objectif a minimiser (forte non linéarité, implicite, ... ), les techniques de différences finies,
de dérivation semi-analytique ou analytique sont tres utilisées.

D’autres méthodes d’optimisation d’ordre zéro, comme la méthode du Simplexe et les algo-
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rithmes génétiques sont également utilisées (Lam et al., 1998). Ces méthodes ne nécessitent
pas le calcul de la sensibilité (le vecteur gradient), seulement des évaluations successives de

la fonction objectif sont calculées.

3.3 Calcul direct par éléments finis

Nous présentons 'algorithme de calcul de structure basé sur la méthode des éléments
finis. Cet algorithme nous fournit les réponses globales : force - déplacement. Seules, ces
grandeurs nous intéressent au cours de 'identification. Par rapport aux situations classiques,
cet algorithme de calcul de structure élastoplastique n’utilise pas de matrice tangente, c’est un
code qui a été développé dans notre laboratoire (LGM! ) (Bel Hadj Salah et al., 1996, 1999,
2000). La caractéristique majeure de cette approche de calcul de structure est la réduction
de I'intégration spatiale a un calcul élastique, qui en petites déformations, peut étre réalisé
une fois pour toutes. Ce qui permet de découpler presque completement la partie structure
élastique de la partie loi de comportement plastique. Cet algorithme présente une flexibilité
quant a la loi de comportement plastique, d’ou une grande versatilité pour le calcul par des
lois de comportement tres raffinées. Ceci montre que cet algorithme est bien adapté pour

I'identification des lois de comportement.

3.3.1 Formulation du probléme

On considere une structure (éprouvette ) occupant un domaine € (ouvert borné de R? ou
R3)soumis & un déplacement imposé U? sur une partie I', de sa frontiere et libre de contrainte

sur la partie complémentaire. (I'=17 UIl',) avec I', une mesure strictement positive.

I

r=r,uT,

Fia. 3.1: Représentation schématique des chargements appliqués @ un solide déformable.

On suppose que U? s’écrit sous la forme suivante :

—

Ulz,t) =Ut)d(z) x €T, (3.1)

'Laboratoire de Génie Mécanique, Ecole Nationale d’Ingénieurs de Monastir- Tunisie.
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ol le champ J(x) = d est fixé, tandis que les déplacements généralisées U(t), variables de
commande de la structure, varient au cours du temps définissant aussi le chargement. Le calcul
élastoplastique d’une telle structure s’effectue d’une maniere incrémentale. Considérons un
état d’équilibre sous un chargement ﬁd, Calculons I’état d’équilibre suivant sous le chargement
U? 4+ dU". Dans le cadre élastoplastique avec écrouissage isotrope, un état d’équilibre est
défini par un champ de déplacement #(z), un champ de contrainte o(z), un champ de
déformation e(z), un champ de déformation plastique e?(z) et un champ de variables internes
d’écrouissage a(x), définis sur Q(z € Q) vérifiant, en 'absence des forces volumiques, les

équations d’équilibres locales s’expriment classiquement sous la forme suivante :

dive =0 sur Q (3.2)
o.n=0 sur L'y (3.3)
i=U'=Ut)dz) sur Ty (3.4)
P _T
€:§(VU—|—VU ) (3.5)
oc=A:(e—¢€") (3.6)

3.3.2 Probléeme élastique et probléeme résiduel

Si le champ de déformation plastique e?(z) est connu et figé, il s’agit la d’un probleme élas-
tique avec contraintes résiduelles. Le probleme est classique et il est commode de décomposer

en deux :

Probléeme élastique P1(e?(z) = 0)

Il consiste a trouver un champ de déplacement #, un champ de contraintes o et un champ
de déformations e, définis sur €, vérifiant les équations d’équilibres (3.2), (3.3), (3.4), (3.5) et
la loi élastique o = Ae. Ce probleme d’élasticité linéaire est classique. Il admet une solution
unique définie par un champ de contraintes, noté o°(z,U), et un champ de déplacements,
noté #(x, U). En notant s et X respectivement, le champ des contraintes et le champ des

déplacements solutions de (P1) pour U = d. Ces deux champs s’écrivent sous la forme :
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Probléme résiduel P2(U = 0)

Il s’agit de trouver, pour un champ de déformation résiduelle donné e?=e®(z), un champ
de déplacements i, un champ de contraintes o et un champ de déformations e, définis sur €2

vérifiant toujours les équations d’équilibres locales et conditions aux limites homogenes :
“=0 sur [ (3.9)

Le probleme (P2) est un probleme élastique a contraintes résiduelles. Pour ° suffisamment
régulier, le probleme (P2) admet une solution unique (Duvaut, 1990). Cette solution est
linéaire par rapport a €° et ne dépend que de la géométrie de la structure et de ses propriétés
élastiques. On désignera la solution en contrainte et en déplacement de (P2) respectivement
par 0" (e°) et W(e®). La solution du probleme complet s’écrit donc finalement sous la forme

suivante :

@ =Ux + @(e’) (3.10)
et

o=Us+a"(e") (3.11)

Le calcul s’effectuera classiquement & partir de la formulation variationnelle du probleme

élastique : Trouver u € V,4 vérifiant :

alu,v—u)=1l{v—u) Yv € Vy (3.12)
a(u,v) = /Q Ae(u)e(v)dQ (3.13)

I(v) = /Q AsP=(0)dQ (3.14)

et V,q est espace des champs cinématiquement admissibles :
Via={veR"v; € H(Q), et v="U sur [, }

3.3.3 Relation Force -déplacement

Les forces généralisées P associées aux déplacements U s’obtiennent en écrivant le travail

virtuel des efforts extérieurs :
W™ = / ondoUdl' = PSU (3.15)
ou

P:/ Udondl (3.16)
Iy
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En utilisant dans 'expression (3.16) le champ de contraintes o donné par la relation (3.11)

on obtient :
P= U/F Usndl’ + / Ule"ndl' = KU + P° (3.17)
avec “ “
K= /F Udsndl' et P° = / Udotndll (3.18)
Par utilisation de la formule de Green on peut aussi écrire :

K:/st(x)dﬁ et Poz/gzar(ep)s(x)dﬁ (3.19)

La relation (3.17) exprime la force généralisée en fonction du déplacement imposé. C’est cette
relation qui permet de donner, une fois déterminée, I’évolution des déformations plastiques,
et la courbe forces- déplacements. C’est le calage de cette courbe aux résultats expérimentaux

qui permettra 'identification des parametres matériels.

3.3.4 Le probleme élastoplastique

On peut réécrire notre probleme sous la forme suivante : connaissant u, o, €, € et «
vérifiant les relations d’équilibres (3.2), (3.3), (3.4), (3.5), trouver pour un incrément de

charge dU? donné, les incréments do , da et de? vérifiant d’une part :
do = dUs + o (de?) (3.20)
et
dii = dv + w(de?) (3.21)

et d’autre part en chaque point la loi d’évolution plastique reliant do, de? et da. L’intérét de
cette formulation tient au fait que tout le probleme de structure est résumé dans la formule
(3.20) et donc obtenue par un calcul purement élastique. La composante dissipative de la loi
de comportement n’apparait que localement en chaque point. Si 'on considere, par exemple,

un modele standard a écrouissage isotrope :

flo,a)=0d(o) —os(a) <0 (3.22)

ép:aa—f; a>0,af=0,af =0 (3.23)
Jo

ol @ est la contrainte équivalente du critére de plasticité et o4 (a) est la fonction d’écrouissage.

L’écriture de la condition de consistance df =0 compte tenu de (3.20) donne en chaque point :

~0f of of,  of
dU—: — 0" (da=—)+ — :da =10 3.24
( do )+ R ( a@a) da (3:24)
On en tire en chaque point la valeur de do puis de deP. Ainsi formulée, "approche proposée
résout un probleme de structures élastiques et integre localement en chaque point la loi

d’évolution.
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3.3.5 Discrétisation du probléme
Opérateurs de localisation

Dans une formulation primale, I'ouvert €2 sera discrétisé par éléments finis. On écrira

donc :
i)=Y u'd'(x) (3.25)
I

Cette discrétisation est supposée telle que le champ de déformation reste constant sur chaque
élément F,(a = 1, ng). Ceci limite 'approche aux éléments de type P1. L’extension a d’autres

types d’élément peut étre envisagée, mais nous n’en parlerons pas ici.

eh(r) =) ®ff(x) si x€E, (3.26)
I
pour
p_ (o0l 09
®i=3 (axj LTS (3.27)

Il en résulte, par écriture de la loi de comportement pour un matériau supposé homogene

que toutes les autres variables o;;, efj et a seront aussi constantes sur chaque élément. En
particulier :

p _ pa

£, =€, s xX€E, (3.28)

Le probleme élastique discrétisé conduira a :
7 b b
ofi(w) =Usly+ > _ S bt (3.29)
b

ou 7,j = 1,2, 3 représentent les composantes des vecteurs de I'espace physique.
a,b=1,2,...,ng représentent les numéros d’éléments.
L’équivalent discret de la formulation variationnelle donnée par les relations (3.12) a (3.14)

s’écrit en utilisant la formule (3.26) sous la forme suivante :

ap(u,v—u)=l(v—u) V a €V (3.30)
ap(u,v) = ZZZA%UIUJQ)I“(I)J“ (3.31)
a I J

()= Aveev’ @7 (3.32)
a J

v, est le volume de I’élément a et V4 est le sous espace de V4 engendré par les fonctions
bases 1.
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3.3.6 Algorithme de calcul élastoplastique

La condition de consistance sur un élément ”a” s’écrit :

o . o
- Joo Hdot o+ dat

df® tda” =0 (3.33)

A partir de la relation (3.29) et pour £°=de? on peut écrire :

ymn

dofi(v) = dUs; + Y S5 debr, (3.34)
b

olt dU est imposé et dsP? doit satisfaire la loi d’écoulement plastique :

ofe
Jdo?

=" = da (3.35)

Conclusion partielle

Dans cette partie nous avons présenté un algorithme d’intégration de lois de comportement
élastoplastiques. L’idée de base est ’écriture d’un probleme élastoplastique comme une suite
de problemes élastiques linéaires. En effet, la partie structure élastique est presque découplée
de la partie loi de comportement plastique et par suite la matrice tangente n’est pas utilisée.
Les modeles que nous avons formulés au chapitre 1 sont implémentés dans cet algorithme

particulier de calcul par éléments finis.

3.4 Introduction a optimisation

Avant 1940, les méthodes numériques d’optimisation des fonctions a plusieurs variables

étaient peu connues(les premieres tentatives de minimisation des fonctions sont attribuées a
Cauchy, qui en 1847, a utilisé une méthode dite de la plus grande pente, largement modifiée
depuis). En 1959, Davidson (Davidson, 1959) introduit la notion de ”variables métriques”,
lui permettant de minimiser des fonctions & plusieurs variables en un temps record. C’est
le début de la période ou sont développés les outils applicables & des domaines tres variés
comme les sciences, 'ingénierie, les mathématiques, ’économie...
Ces techniques d’optimisation ont une importance capitale dans les applications techniques,
entre autres la mécanique. Elles offrent a 'ingénieur ou au chercheur, la possibilité d’améliorer
et d’optimiser les résultats d’une étude. Au stade de la modélisation et du calcul, I'optimisa-
tion est un outil essentiel qui permet d’améliorer les résultats d’une étude et d’aboutir a la
meilleure solution possible. Fletcher,(Fletcher, 1980) propose de définir 'optimisation comme
la science qui détermine la "meilleure” solution d’un probleme mathématique, qui traduit le
plus souvent une réalité physique.

En mécanique de structures en parle d’ :

— optimisation de forme : les parametres de conception sont des données géométriques de

la structure ou du maillage (diametre, longueur, épaisseur, coordonnées des points...)
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— optimisation structurale : les parametres de conception sont des caractéristiques mé-
caniques de comportement de la structure ou d’une facon générale, les parametres des

lois de comportement.

Dans la littérature, nous distinguons les méthodes d’optimisation qui exigent le calcul
du gradient de la fonction & minimiser et les méthodes d’exploration directe qui n’utilisent
pas le calcul du gradient. Les méthodes du gradient sont classiques en optimisation. Elles
comprennent principalement les méthodes de la plus grande pente ”Steepest Descent”, du
gradient conjugué, la méthode de Gauss-Newton (Gavrus et al., 1995, 1996) et la méthode
de Levenberg-Marquardt (Gelin, 1995), (Ghouati et Gelin, 1998), (Ghouati et Gelin, 2001).
Les méthodes dites de Newton nécessitent la détermination de la matrice Jacobienne et la
matrice Hessienne de la fonction a minimiser. La matrice Hessienne n’est pas toujours facile
a inverser, pour cette raison, il existe essentiellement deux méthodes dites de Quasi-Newton.
La méthode (BFGS) est utilisée par Batoz, pour optimiser les parametres matériels dans un
procédé de mise en forme industriel(Batoz et al., 2000). La méthode (DFP) est utilisée par Jin
pour identifier les parameétres matériels d’alliages d’aluminium (Jin, 2000). Ces méthodes de
quasi-Newton sont des méthodes d’ordre 1. Elles tentent par des approximations successives
de la matrice Hessienne, de retrouver la méthode de Newton.

Les méthode d’exploration directe ou d’ordre zero, explorent ’espace des parametres
par ’évaluation des valeurs de la fonction objectif au cours des itérations. On peut citer la
méthode d’exploration au hasard de Monte-Carlo, les méthodes génétiques et la méthode du
Simplexe non-linéaire (Lam et al., 1998).

Toutes ces méthodes sont caractérisées par des schémas itératifs, exigeant que ’on définisse
un point initial et que 'on progresse en engendrant une suite de points qui présentent des
améliorations successives de la solution.

La méthode du Simplexe Nelder-Mead constitue une technique d’optimisation appar-
tenant aux méthodes d’exploration directe. Elle est tres efficace pour des cas ou le nombre de
variables est relativement petit (Lagarias et al., 1998). Nous allons détailler cette méthode

qui apparait bien adaptée au type de probléemes que nous envisageons résoudre.

3.5 La méthode du Simplexe

La méthode du Simplexe appartient a la famille des méthodes d’exploration directe (méth-
odes d’optimisation non-linéaire sans contraintes), contrairement aux méthodes du gradient
qui nécessitent 1’évaluation des dérivées partielles de la fonction objectif & minimiser. La
méthode du Simplexe repose uniquement sur le calcul des valeurs de la fonction a minimiser et
des informations acquises au cours des itérations antérieures. La méthode opere en considérant
les valeurs prises par la fonction objectif aux sommets d’une figure géométrique située dans
I’espace des parametres a chercher.

La méthode du Simplexe a connu une célébrité des la publication des travaux de Spendley,
Hex et Himsworth (Spendley et al., 1962). Ces méthodes ont vu leur age d’or entre 1960
et 1971 (Fletcher et Powell, 1963), (Nelder et Mead, 1965), (Fletcher, 1965), (Box et al.,
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1969), (Powell, 1964), (Swann, 1972). Elles continuent a étre développées et appliquées jusqu’a
maintenant avec des algorithmes plus élaborés pour les perfectionner en termes de robustesse,
convergence et rapidité (Rykov, 1980, 1983), (Torczon, 1989), (Wright, 1995), (Lewis et al.,
2000).

3.5.1 Les bases de la méthode

Les travaux de Spendley, Hex et Himsworth (Spendley et al., 1962) qui ont contribué a
la définition et a la construction du Simplexe, en y introduisant des opérations d’évolution.
Un Simplexe est une forme géométrique non dégénérée (de sommets distincts), construite de
n—+1 sommets dans ’espace des parametres et ceci pour résoudre un probleme d’optimisation
de n variables indépendants. Par exemple, si le nombre de parametres a optimiser est deux,
le Simplexe aura la forme d’un triangle. Si le nombre de parametres est trois, le Simplexe est
un tétraedre, pas forcément régulier. Une fois le Simplexe initial est construit a partir des
valeurs initiales. L’évolution du Simplexe s’effectue comme suit :

Soient zg, 1, ...., ¥, les sommets du Simplexe et f(xz¢), f(z1), ..., f(z,) sont les calculs de la
fonction objectif aux sommets du Simplexe, de telle sorte que :
flzo) < flzy) < ... < f(z,). La figure(3.2) représente un exemple du Simplexe a trois

sommets de sorte que f(zg) < f(z1) < f(22) (cas de deux parametres a optimiser).

Fia. 3.2: Construction du Simplexe initial dans l'espace des paramétres.

Maintenant, on sait que le sommet z,, a la plus grande valeur f(z,) de tous les sommets
du Simplexe. Il est désirable alors de remplacer z,, par un nouveau point ou la valeur de la

fonction objectif en ce point est inférieure & f(x,,). Ceci est effectué par la réflexzion du point
n—1
x, par rapport au centre de gravité ¥ des m sommets restant (z = — sz) Cette étape
n
=0
de réflexion permet au Simplexe de s’éloigner de la région des grandes valeurs des fonctions
objectifs. D’autres nouvelles régions sont explorées, ol les valeurs des fonctions objectifs aux

sommets du Simplexe sont inférieures & f(z,) et méme si possible a f(zo).
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Sur la figure (3.3) suivante, un cas simple illustre la construction initiale du Simplexe et son
évolution.

Les sommets du Simplexe sont zq,z1, et z3 de telle sorte qu'on a f(zg) < f(z1) < f(22).
Le sommet x5 a la plus grande valeur de la fonction objectif. Ce sommet a subi une réflexion
par rapport au centre du segment zg et a1 vers un autre nouveau sommet z,.. Un nouveau
Simplexe est obtenu a partir des sommets zg, 21 et z,; figure (3.3). De nouveau le calcul
de la fonction objectif aux nouveaux sommets du Simplexe est évalué et par la suite, ces
sommets sont ordonnés pour effectuer 'opération de réflexion sur le sommet qui présente la

plus grande valeur de sa fonction objectif.

X2 X2

X0 X1

X0 X1 Xo X X1

Xy X;

Fia. 3.3: L’étape de réflexion est lopération de base dans la manipulation du Simpleze.

Quelque fois, a proximité du minimum, nous observons une rotation sur les sommets, c’est
a dire le Simplexe revient sur des positions occupées précédemment. Dans ce cas, le Simplexe
oscille autour de lui méme et la progression vers la solution n’est plus possible.
Nelder et Mead ont constaté ces faits et ’algorithme du Simplexe pourrait s’améliorer si le

Simplexe avait la possibilité de changer de forme au cours des itérations.

3.5.2 Le Simplexe de Nelder-Mead

L’algorithme du Simplexe de Nelder -Mead (Nelder et Mead, 1965), et ’algorithme du
Simplexe de Dantzig pour la programmation linéaire sont deux algorithmes totalement dif-

férents, pourtant ils portent la méme nomination (méthode du Simplexe).

La facilité d’implémenter 'algorithme du Simplexe de Nelder-Mead, I'inscrit parmi les
algorithmes d’exploration directe les plus utilisés. Un livre de Walters (Walters, 1991) qui
contient des milliers de références, est dédié entierement a la méthode de Nelder-Mead et

ses variétés. Cet algorithme apparait dans ”Numerical recipes” (Press, 1988) ou il est appelé
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”amoeba algorithme” et dans la boite a outils d’optimisation ” Optimization tool box” de
MATLAB (Maths Works, 1994) sous le nom de "fminsearch”.

L’algorithme de Nelder-Mead est similaire & celui de Spendley, Hex, and Himsworth, sauf
qu’ici le Simplexe a la possibilité de changer de forme. Nelder-Mead permettent des opérations

d’évolution comme une réflexion, une expansion, une contraction et une reduction.

En effet, le but de l'algorithme de Nelder-Mead est de fournir un moyen, par lequel
le Simplexe effectue une expansion le long des directions d’amélioration (les directions ou
la fonction objectif a la tendance & diminuer sa valeur) et se contracter dans des directions
opposées quand le Simplexe ne trouve pas d’amélioration. Si au nouveau point de réflexion, la
valeur de la fonction objectif est inférieure & f(z), il pourrait étre avantageux de continuer
dans la méme direction d’exploration. Ceci est en fait le but de I’étape d’expansion. Le
Simplexe subit une expansion a l'extérieur a partir de z dans la direction ou la fonction
objectif a une tendance de décroissance. Si les étapes de réflexion et d’expansion ne vont
pas dans le sens d’amélioration de la décroissance des valeurs de la fonction objectif, alors le
Simplexe est & proximité d’un minimum. Le Simplexe se contracte dans ['une des deux voies
suivantes :

Si f(x,) a une valeur inférieure a f(z,) au point de réflexion z,, alors le point z, est plus
proche du minimum. Dans ce cas, le Simplexe se contracte a partir de z,, vers le centre de
gravité . Autrement, si la valeur de f(z,) est inférieure & f(z,), le Simplexe se contracte a
partir de z,. vers z. Finalement, si aucune amélioration n’est trouvée, le Simplexe se réduit

(étape de réduction) a .

Sur la figure (3.4) et la figure (3.5), nous illustrons les étapes que subit le Simplexe au
cours de 'exploration de la direction donnant la plus faible valeur de la fonction objectif :
-a) La premiére étape est une opération de réflexion classique (similaire a celle de Spendley,
Hext et Himsworth).

-b) L’étape d’expansion réfléchit ensuite le sommet 25 par rapport a & pour obtenir le sommet
obtenu par expansion z..

-¢) Si f(22) < f(z,), effectuer une contraction a I'intérieure a partir de & vers x5 pour trouver
Tepe

-d) Si f(xg) > f(z,), effectuer une contraction a l'extérieure a partir de z vers z, pour trouver
le sommet 2.

-e) Si a une étape quelconque, les transformations précédentes n’apportent aucune améliora-
tion vers la solution optimale ou le Simplexe repasse par les points précédents, alors la taille
du Simplexe doit changer pour mieux progresser vers ['optimum. Il s’agit de réduire de moitié

les distances qui relient le sommet 2o a tous les autres sommets du Simplexe (figure 3.5).
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Xz X2
*o | %o |
X Xr
Xe
a) Etape de réflexion b) Etape d’expansion
X2 X2
%o | *0 |
C
X
Xy T
c) Contraction interne d) Contraction a I’extérieur

Fia. 3.4: L’étape d’expansion proposée par Ualgorithme de Nelder-Mead.

X2

> |

X0 X1

Xc

X

Fia. 3.5: L’étape de réduction du Simplere.

Des coeflicients sont attribués a chaque étape de I’évolution de la forme du Simplexe :
p(réflexion), y(expansion), v (contraction) et o(réduction).
olp>0, x>1Lx>p, 0<y< et 0<o<1.

Ceux-ci sont des regles générales, alors qu’en pratique ces coefficients prennent les valeurs

suivantes :
1 1
p:17X:277:§7U:§'
Les coefficients 7 et o ont conventionnellement la méme valeur 1, mais ils ont un réle différent

2
dans ’algorithme. La constante « est utilisée pendant I"opération de contraction pour ajuster
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un seul sommet du Simplexe, alors que la constante o est utilisée pendant I’étape de réduction

pour déterminer ’ajustement de n sommets du Simplexe.

3.5.3 Test de convergence

Le test de convergence est la recherche et la définition d’un critere d’arrét, pour lequel
I’algorithme sort des itérations en fournissant un résultat avec la précision voulue. Un des
criteres de convergence est proposé en définissant une valeur A qui représente généralement
la longueur du plus grand c6té du Simplexe. Pendant ’exécution de 'algorithme, le Simplexe
continue a se réduire, et A diminue aussi. Quand A devient plus petite qu’une constante
de tolérance £ pré-définie, il est supposé alors que le Simplexe est suffisamment réduit a
un point, et Palgorithme doit s’arréter. Enfin, le critere de convergence le plus usuel dans
I’algorithme de Nelder-Mead est proposé par Avriel (Avriel, 1976). Trouver la moyenne,
p= 13" f(z;), des valeurs de la fonction en tous sommets du Simplexe sauf au meilleur

point. Arréter lalgorithme si la condition suivante est vérifiée :

LS -l <,

n—l_li:O

ol € est plus petit & une constante de tolérance fixée.

3.5.4 Algorithme du Simplexe de Nelder-Mead

1. Initialisation : Commencer avec un Simplexe de n 4+ 1 sommets et calculer les valeurs
de la fonction objectif pour chaque sommet. Puis a chaque itération k, £ > 0 :

2. Ordonnement : Ordonner les sommets x§, z§,....2% |, 2% de telle sorte que :

n—11
flag) <F(af) <o flafoy) < fla)
n—1
3. Réflexion : Apres avoir calculer le centre de gravité zF= — fo, Calculer le point
n
=0
de réflexion z¥ a partir de :
ak=zF4p(zF—ak).
Si f(xk) <f(zF) <f(aF_,), remplacer zF par 2 et aller & 'étape 7.
k

© a partir de :

4. Expansion : Si f(zF) <f(2F), calculer le point d’expansion x
ak =2k £y (ak - 7).
Si f(zF) < f(zF), remplacer z¥ par z¥ et aller & I’étape 7, sinon (f(zF) > f(zF)),

remplacer ¥ par ¥ et aller & I’étape 7.

k

5. Contraction : Si f(2%) < f(2_,), effectuer une contraction entre z* et soit 2% ou z*

qui correspond & la plus faible valeur de la fonction objectif.

k

n—1

a. Contraction extérieure Si f(zF_|) < f(aF) <f(zF), effectuer une contraction
extérieure : calculer
ak =7k 4 'y(wf — fk)

ce
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Si f(zk) < f(«F), remplacer #F avec z*. et aller & I'étape 7; sinon effectuer une
réduction(étape 6).

k

Ky > f(ak) effectuer une contraction intérieure :

b. Contraction intérieure Si f(z
calculer
oy =T 4y (ap - 7).
Si f(z%) < f(zF), remplacer 2¥ par z*. et aller & I’étape 7; sinon effectuer une
réduction (étape 6).
6. Réduction : Réduire le Simplexe autour de zf en remplagant xf par

1
Bh=ak 5(90’5 —ab),i=1,..n.

7. Test d’arrét : Arréter si un des criteres d’arrét est satisfait. Sinon, passer a 'itération

suivante k = k + 1 et retour a ’étape 2.

3.5.5 Propriétés principales

La méthode du Simplexe comme les méthodes d’exploration directe, présente avant tout
un grand avantage de ne pas nécessiter le calcul des dérivées de la fonction objectif. D’ailleurs
les méthodes basées sur le calcul du gradient (calcul de la sensibilité de la fonction objectif)
trouvent des complexités dans les calculs de la matrice Jacobienne (fonction objectif est
fortement non-linéaire, implicite et non convexe) a part le colt élevé en temps de calcul
(Kleinermann, 2000). Une propriété particulierement intéressante de la méthode du Simplexe
est sa convergence vers le minimum global et non vers un minimum local comme les méthodes
basées sur le calcul du gradient. En effet, celle-ci étant basée uniquement sur les valeurs de la
fonction objectif et pas sur ses dérivées, ne peut converger, cependant dans des minima locaux.
L’algorithme du Simplexe est bien adapté pour 'optimisation des problemes de structures ou
le nombre de parametres a optimiser n’est pas élevé (Lagarias et al., 1998).

Toutefois, le nombre d’itérations nécessaire pour la convergence du Simplexe est relativement

plus grand que celui que nécessitent les méthodes du gradient.

3.6 Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre un algorithme de calcul par la méthode des éléments
finis dans lequel nous avons intégré des lois de comportement élastoplastiques. Ces problemes
élastoplastiques sont écrits comme une suite de problemes élastiques linéaires. La particularité
de cet algorithme réside dans la non nécessité de ’écriture de la matrice tangente classique.

La méthode d’optimisation utilisée est la méthode du Simplexe non linéaire. La méthode
du Simplexe présente 'avantage d’une robustesse et d’une convergence vers un minimum
global sans se préoccuper de la nature de la fonction a minimiser. Elle permet d’éviter le
calcul, parfois incertain, des gradients ou I’évaluation fastidieuse de la matrice Hessienne
dans le cas ou la fonction objectif est complexe (non convexe et implicite).

Le couplage de la méthode des éléments finis et la méthode d’optimisation constitue un

algorithme d’identification parametrique inverse. Nous avons mis au point cet algorithme
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pour identifier des lois de comportement élastoplastiques anisotropes a partir d’essais mé-
caniques, généralement inhomogenes. Ceci permet d’avoir des parametres matériels précis et

de surmonter ’hypothese d’homogénéité classique.



Chapitre 4

Stratégie d’identification des

modeles de comportement

4.1 Introduction

ans ce chapitre, nous présentons l'application de 'algorithme d’identification inverse
que nous avons présenté dans le chapitre précédent. Nous développons également des
stratégies d’identification a partir des essais expérimentaux homogenes et non homogenes.

L’essai de traction plane est un essai non homogene a partir duquel les coeflicients
d’anisotropie d’un ensemble de modeles sont identifiés par la méthode inverse. Pour évaluer
I’ampleur de l'interprétation homogene de cet essai sur les coeflicients d’anisotropie, nous
avons identifié les modeles de comportement sous ’hypothese d’homogénéité des contraintes
et de déformations dans I’éprouvette. Ces résultats sont comparés aux résultats obtenus par
identification inverse ainsi qu’aux résultats expérimentaux.

Dans ce travail, nous avons voulu mettre en oeuvre et appliquer 'algorithme d’identi-
fication inverse pour chercher les coefficients d’anisotropie a partir des essais relativement
complexes (inhomogeénes). Nous présentons ainsi, une technique d’identification permettant
de déterminer les parametres de comportement des matériaux avec plus de rigueur et de préci-
sion. Tout d’abord, pour exhiber ’apport de cette technique et sa fiabilité, nous commencons
par I'identification du coefficient d’anisotropie d’un modele simple. Il s’agit du modele isotrope
transverse associé ot un seul coeflicient est a déterminer. Une fois la procédure d’identification
inverse est établie, nous identifions ensuite le modele quadratique de Hill dans le cadre de
la plasticité associée. Les modeles isotropes transverses et orthotropes quadratiques de Hill
dans le cadre de la plasticité non associée sont également identifiés, en précisant dans chaque
cas, la stratégie adoptée pour déterminer les coefficients d’anisotropie de chaque modele.

Toutefois, I'insuffisance que présente ces modeles pour la prédiction du comportement
anisotrope des téles, nous a conduit a choisir et envisager les modeles non quadratiques les
plus récents. En effet, le modele de type Barlat(Y1d96) est facilement implémenté dans notre

code d’éléments finis pour mieux prédire "anisotropie du comportement des toles considérés.
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4.2 Stratégie d’identification

Les essais expérimentaux que nous avons présentés dans le chapitre 2, fournissent les
courbes d’écrouissage et les coeflicients d’anisotropie de Lankford pour les essais de traction,
la force en fonction de la variation de I’épaisseur(au centre de I’éprouvette) pour la traction
plane, la pression en fonction de la hauteur au pole pour I'essai de gonflement hydraulique, ...
L’identification des modeles de comportement consiste a trouver les parametres matériels,
en coincidant (méthodes classiques ou méthodes inverses) la mesure expérimentale avec la
réponse calculée du modele. Cette réponse du modele est la réponse optimisée quand le
processus d’identification converge. Un modeéle de comportement est completement identifié
si ce dernier puisse prévoir d’autres réponses expérimentales.

Dans notre cas, deux stratégies peuvent étre utilisées :
e identification a partir des coefficients d’anisotropie expérimentaux

e identification a partir des courbes d’écrouissage ou des couples (force-déplacement) dans

le cas d’une identification inhomogene.

C’est la deuxieme stratégie d’identification que nous choisissons pour identifier les coefficients
d’anisotropie des toles dans tous les cas (Khalfallah et al., 2001). Cependant, I'identification
a partir des coefficients d’anisotropie expérimentaux est effectuée pour le modele isotrope

transverse dans un premier temps.

La stratégie d’identification que nous évoquons ici est basée sur le choix d’essais a partir

desquels les modeles de comportement seront identifiés. Pour identifier le modele isotrope
transverse associé, nous avons besoin de la courbe d’écrouissage en traction simple et la
courbe expérimentale de I’essai de traction plane. L’identification des coefficients du modele
quadratique de Hill, nécessite les courbes d’écrouissage des essais de traction hors axes ainsi
que la courbe de P'essai de traction plane. Les coefficients expérimentaux d’anisotropie de
Lankford sont nécessaires dans I'identification des modeles isotropes transverses et quadra-
tiques de Hill avec plasticité non associée, ainsi que les courbes d’écrouissage de traction dans
les différentes directions par rapport a la direction de laminage.
Des identifications de ces modeles sous I’hypothese d’homogénéité sont effectuées. L’identi-
fication des coeflicients d’anisotropie par I'approche homogene permet la comparaison des
deux approches utilisées. Nous utilisons ces coefficients pour les introduire dans 'algorithme
d’identification inverse comme des valeurs initiales dans les itérations du calcul.

Avec les techniques d’identification inverse, nous identifions des modeles plus réalistes et
plus précis, c’est-a-dire qui tiennent compte de ’état de déformation réelle des éprouvettes

sans avoir recours a des hypotheses d’approximation.

4.3 Identification de la fonction d’écrouissage

La fonction d’écrouissage os(«) est identifiée a partir de 'essai de traction simple dans

la direction de laminage(direction de référence). Nous notons que dans la bibliographie
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(Gronostajski, 2000), plusieurs lois d’écrouissage sont proposées. Nous choisissons la loi de
Swift pour décrire la fonction d’écrouissage des toles considérées. Les constantes d’écrouissage
de la loi de Swift o5(a) = K (g9 + «)” sont obtenues par ajustement de la courbe de traction
simple expérimentale avec cette loi. Les résultats de cette identification sont représentés dans
le tableau (4.1). D’apres la figure(4.1), la loi de Swift avec ces trois parametres est largement

suffisante pour d’écrire I’écrouissage isotrope des toles étudiées.

Toles coefficients identifiés
K[MPa] | <o n
Tole 1 643 0.010 | 0.19
Tole 2 580 0.004 | 0.26
Tole 3 557 0.007 | 0.23

TAR. 4.1: Identification des constantes de la loi d’écrouissage de Swift.

500 ~
450 +

400 +

—s—Tole 3 exp
—Tole 3 modele
——Tole 1 exp
—Tole 1 modéle
—Téle 2 modele

Sigma(MPa)
N w w
(o)) o a0
o o o

200 - —o—Tole 2 exp

150 -

100 T T T 8 T T 1
0 0.05 0.1 015 P11 45 0.25 0.3

Fia. 4.1: Identification des courbes d’écrouissage pour les toles 1,2 et 3.

Pour les propriétés élastiques des téles, nous prenons le modele linéaire isotrope avec un
module d’Young £ = 2.10 x 10°MPa et un coefficient de Poisson v = 0.3.

4.4 Identification du modele isotrope transverse associé

L’identification du modele isotrope transverse de Hill avec plasticité associée et dans I’état

de contraintes planes nécessite :

— Une fonction d’écrouissage o,(av).
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— Un coeflicient d’anisotropie r.

Le coefficient r représente I’anisotropie du critere de plasticité. Nous considérons que
I’écrouissage est isotrope (une seule variable interne o qui est prise égale a la déformation
plastique équivalente en traction uniaxiale).

Deux cas peuvent se présenter :

- Soit ce coefficient d’anisotropie est identifié a partir du coefficient d’anisotropie de Lankford
expérimentale (r = regp).

- Soit ce coeflicient est identifié a partir de la courbe d’écrouissage d’un essai donné, comme
par exemple 'essai de traction plane, I'essai d’expansion équibiaxile ou I’essai de cisaillement

simple.

4.4.1 Identification par le coefficient de Lankford r

Cette identification utilise la valeur moyenne du coeflicient d’anisotropie de Lankford
7 déterminé expérimentalement a partir des essais hors-axes dans plusieurs directions par
rapport & la direction de laminage (relation 2.5). [.’avantage de ce modéle est qu’il permet de
tenir compte des coefficients d’anisotropie. La validation est effectuée par la prédiction des
courbes d’écrouissage des différents essais disponibles (traction plane, expansion equibiaxiale,
et cisaillement simple). Nous représentons sur les figures suivantes les courbes d’écrouissage
expérimentales et celles calculées pour r = r. Ce modele prévoit, de par sa construction, une
bonne représentation de 1’écoulement plastique et une mauvaise représentation des courbes
d’écrouissage. Nous allons par la suite, adopter la stratégie permettant d’identifier les coeffi-

cients d’anisotropie a partir des courbes d’écrouissage.
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Fia. 4.2: Validation par la traction plane et expansion équibiariale du modéle r=r pour la Téle 1.
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Fia. 4.3: Validation par la traction plane et expansion équibiariale du modéle r=r pour la Téle 2.
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Fia. 4.4: Validation par la traction plane et expansion équibiariale du modéle r=r pour la Téle 3.
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Fia. 4.5: Validation par Uessai de cisaillement simple du modeéle r=r pour la Tole 1 et la Tole 3.

4.4.2 Modele isotrope transverse sous ’hypothése d’homogénéité des essais

Les essais expérimentaux suivants sont considérés comme homogenes. Dans le cas d’un
modele isotrope transverse quadratique et avec plasticité associée, les contraintes et les
déformations des essais de traction plane, gonflement hydraulique (expansion équibiaxile) et
le cisaillement simple sont écrits en fonction du seul coefficient d’anisotropie r, des contraintes

et des déformations équivalentes comme suit :
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e Essai de traction plane (TP) :

B (14 2r)
o, = T orp (4.1)
1+r
c = & 4.2
Tra2m (4.2)

Ou o7pp et epp sont la contrainte et la déformation de la courbe d’écrouissage en traction

plane.

e Essai du gonflement hydraulique (EB) :

2
oo =4/ OEB (4.3)
€. =

147
/1
‘2|‘7‘€EB (4.4)

Ou opp et epp sont la contrainte et la déformation de la courbe d’écrouissage en expansion

équibiaxile.

e Lissai de Cisaillement simple (CS) :
i)
o = T4y 008 (4.5)
(1+7)
s= T 4.
: 2(1+ 2r)°¢% (4-6)

Ou ocs = 7 et e¢cs = 7 sont la contrainte et la déformation (glissement) de la courbe

d’écrouissage en cisaillement simple.

4.4.3 Identification par les courbes d’écrouissage

Cette stratégie d’identification des coefficients d’anisotropie est basée sur le lissage des
courbes d’écrouissage. Nous déterminons le coefficient de Lankford du modele isotrope trans-
verse de sorte que la courbe calculée coincide avec la courbe expérimentale. Cette approche
classique considere I’hypothese homogene des essais. [’essai d’expansion équibiaxile est utilisé,
sous I’hypothese homogene, par Benchouikh (Benchouikh, 1992) pour approcher au mieux
ces deux courbes. L’auteur a pu déterminer le coefficient de Lankford pour chaque tole,
mais ces coefficients ne permettent de décrire ni I’évolution des déformations plastiques ni
la description des courbes d’écrouissage des autres essais tels que la traction plane et le

cisaillement simple.
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Nous proposons d’utiliser I’essai de traction plane pour identifier le coefficient d’anisotropie
du modele isotrope transverse pour les téles considérées. Nous utilisons la méthode d’optimi-
sation du Simplexe en définissant une fonction objectif F(r)(équation : 4.7) a minimiser ce

qui représente ’écart entre la réponse expérimentale et la prédiction du modele.

cal erp

Ou N, 0P et ¢°* représentent respectivement, le nombre de points expérimentaux, la
contrainte expérimentale et la contrainte calculée en traction plane (o7p) a partir du modeéle
(relations 4.1 et 4.2). Nous présentons dans le tableau suivant (4.2) les résultats que nous
avons trouvés en identifiant le coeflicient d’anisotropie r7p a partir de la courbe d’écrouissage
en traction plane. Nous présentons aussi les résultats trouvés par Benchouikh, qui a utilisé

I’essai d’expansion équibiaxiale pour identifier le méme coefficient d’anisotropie rgp.

Toles | rrp | rEB
Tole 1 | 0.94 | 1.28
Tole 2 | 1.41 | 1.66
Tole 3 | 1.16 | 1.73

TAB. 4.2: Identification du coefficient de d’anisotropie a partir de la traction plane rrp et comparaison
avec les résultats trouvés par Benchouikh (Benchouikh, 1992).

Le coefficients de Lankford que nous avons identifiés a partir de la traction plane pour
les trois toles sont inférieurs aux coefficients trouvées par Benchouikh (Benchouikh, 1992).
Ceci peut étre attribué a la forte hypothese d’homogénéité adoptée dans cette identification
pour l'essai de traction plane. Les coefficients identifiés décrivent correctement les courbes
d’écrouissage en traction plane, sauf pour la tole 1. Cependant, ils ne peuvent pas tenir
en compte de ’évolution des déformations plastiques. Remarquons que le coeflicient que
nous avons identifié pour la tole 1 a partir de la traction plane est plus proche de la valeur

expérimentale que celui identifié a partir de I’expansion équibiaxiale.

4.4.4 Identification par méthode inverse

L’identification du modele isotrope transverse avec plasticité associée par la méthode
d’identification inverse & partir du couple (force - variation d’épaisseur) revient & minimiser 1’é-
cart entre cette courbe expérimentale et la réponse calculée par éléments finis. Ces grandeurs
représentent la réponse globale de I’éprouvette de traction plane aux sollicitations appliquées.
Rappelons ici, qu’aucune approximation ou hypothese n’est introduite. C’est ’avantage de
la technique d’identification inverse. En effet, le coefficient d’anisotropie optimal est obtenu
quand la différence entre la courbe expérimentale et la réponse du modele soit minimale. Nous

avons choisi la norme donnée par I’équation (4.8) qui représente ’écart entre les réponses
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expérimentales et les réponses simulées par la méthode des éléments finis.

EURNES o (= (4.

=1 g

Ou Feol et [P représentent respectivement, la force généralisée calculée par éléments finis
et la force expérimentale de ’essai de traction plane.

Les résultats de 'identification des coefficients d’anisotropie du modele isotrope transverse
avec plasticité associée par I'approche homogene et par la méthode d’identification inverse

sont représentés dans le tableau ci-dessous (4.3).

Toles | Thomog | Tinw | Tewp
Tole 1 | 0.94 | 1.25 ] 1.09
Tole 2 | 1.41 | 1.83 | 2.15
Tole 3 | 1.16 | 1.45| 1.81

TAB. 4.3: Identification des coefficients d’anisotropie du modéle isotrope transverse avec plasticité

associée avec l'approche homogéne et la méthode inverse.

Les courbes ci-dessous (4.6, 4.7 et 4.8) représentent les réponses de ’essai de traction plane
des trois toles pour les coefficients d’anisotropie identifiés par la méthode inverse. Pour les
toles 2 et 3, nous observons une bonne description des courbes expérimentales de la traction
plane par le modele isotrope transverse moyennant les coefficients identifiés. D’apres la figure
(4.6), ce modele ne permet pas de décrire la courbe expérimentale de la tole 1 en traction

plane.

pry e NN inand A d

l...m""”
e

+ Tole 1exp

—Téle 1 identif

F/SO(MPa)
N
o

0 1 1 1 1 1 |
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12
-Ae/e0
Fia. 4.6: Identification du modéle isotrope transverse associé par la méthode inverse pour la Téle 1.
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5 8 & 8

o Tole 2 exp
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— Tole 2 identif

F/SO(MPa)
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Fia. 4.7: Identification du modéle isotrope transverse associé par la méthode inverse pour la Téle 2.
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Fia. 4.8: Identification du modéle isotrope transverse associé par la méthode inverse pour la Téle 3.
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4.4.5 Comparaison des deux méthodes d’identification

La comparaison des résultats d’identification des coefficients d’anisotropie du modele
isotrope transverse par la méthode classique homogene et par la méthode inverse est effectuée
sur deux niveaux :

Pour le premier niveau, nous comparons les coefficients d’anisotropie identifiés par les deux
méthodes par rapport aux coefficients d’anisotropie expérimentaux. D’apres les résultats qui
figurent sur le tableau (4.3), nous constatons que les coefficients qui sont identifiés par la
méthode inverse sont plus proches des coefficients expérimentaux par rapport a ceux identifiés
par la méthode classique homogene.

Pour le deuxieme niveau, nous comparons les courbes obtenues par la méthode homogene
et la méthode inverse d’identification. Pour comparer ces deux courbes, nous transformons
la courbe d’écrouissage de la traction plane identifiée par I'approche homogene (orp, e7p)
dans la méme échelle que celle de la courbe globale (F'/Sy, Ae/eg). Dans le cas homogene,
la variation de I’épaisseur relative Ae/eg est égale a I'allongement relatif Al/ly du fait que
€99 = 0 dans la traction plane homogene.

Les figures (4.9), (4.10), et (4.11) représentent pour les trois toles, la différence entre
les courbes qui sont identifiées par ’approche homogéne et inverse. Nous remarquons aussi
que les courbes qui correspondent a l’identification inverse sont plus proches des courbes
expérimentales. La différence entre les réponses identifiées par ’approche homogéne et inverse
peut paraltre non importante. Néanmoins 'impact de la méthode d’identification inverse sur
les coeflicients d’anisotropie qui sont identifiés par cette méthode est significatif. Malgré 1’in-
capacité du modele isotrope transverse de prévoir les coefficients d’anisotropie expérimentaux,
les coefficients identifiés par I'approche inverse sont meilleurs par rapport a ceux identifiés

par 'approche homogene, relativement aux données expérimentales.
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Fia. 4.9: Comparaison de [identification homogéne et inverse pour la Tole 1.
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Fia. 4.10: Comparaison de lidentification homogeéne et inverse pour la Tole 2.
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Fia. 4.11: Comparaison de lidentification homogeéne et inverse pour la Tole 3.

4.4.6 Validation du modele

La validation du modele isotrope transverse associé est basée sur les coefficients d’anisotropie

qui sont identifiés par la méthode inverse a partir de ’essai de traction plane. La comparaison
des coefficients identifiés avec les coefficients expérimentaux représente une premiere valida-
tion concernant la description de ce modele pour I’évolution des déformations plastiques. Une
deuxieme validation sera présentée dans ce paragraphe, concernant la capacité de prévision de
ce modele identifié pour décrire le comportement des autres essais, comme pour ’expansion
équibiaxiale ou le cisaillement simple. En effet, nous avons substitué les coefficients qui sont
identifiés a partir de ’essai de traction plane par la méthode inverse dans les équations de

comportement des essais d’expansion et de cisaillement.

Les figures (4.12), (4.13) et (4.14) représentent les résultats de validation pour les co-
efficients d’anisotropie par ’essai d’expansion équibiaxiale pour les téles 1, 2 et 3. Nous
constatons pour la tole 1 que le coefficient d’anisotropie identifié décrit bien la réponse en
expansion équibiaxiale. Pour la tole 2, le coefficient que nous avons identifié, avec une bonne
approximation, peut étre représentatif pour la description du comportement de cette tole en
expansion. Le trajet de chargement en expansion pour la téle 3 est au-dessus de la prévision

de ce modele pour le coefficient d’anisotropie identifié a partir de ’essai de traction plane.
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Dans la figure (4.15), nous représentons la validation du modeéle isotrope transverse
associé, identifié a partir de I’essai de traction plane par ’essai de cisaillement pour les toles
1 et 3. Nous rappelons que nous ne disposons des essais de cisaillement que pour ces dernieres
toles. Nous remarquons que les coefficients que nous avons identifié, ne rendent pas compte

du comportement de ces deux toles en cisaillement.
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Fia. 4.12: Validation du modéle par l'essai d’expansion pour la Téle 1.
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Fia. 4.13: Validation du modéle par lVessai d’expansion pour la Téle 2.
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Fia. 4.14: Validation du modéle par lVessai d’expansion pour la Téle 3.
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Fia. 4.15: Validation du modéle par lVessai de cisaillement pour les Toles 1 et 3.
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4.5 Identification du modele isotrope transverse non associé

L’identification du modele isotrope transverse avec plasticité non associée et dans I’état

de contrainte plane nécessite :
— Une fonction d’écrouissage o,(av).
— Un coeflicient d’anisotropie du critere r.
— Un coefficient d’anisotropie du potentiel plastique r’.

Le coeflicient d’anisotropie r est différent du coeflicient r’. Dans le cas de la plasticité non
associée, nous choisissons une fonction potentiel plastique o,(o) différente du critere de
plasticité o.(o). Ceci n’empéche pas de prendre une forme quadratique de la fonction potentiel
plastique similaire a celle du critere.

9 r 1 1420

= T+ n r,(Uu - 022)2 + T n r/(afl + 032) + QWUH (4.9)

op(o)

4.5.1 Identification homogene du modele

Le modele isotrope transverse avec plasticité non associée et sous I’hypothese de 'ho-
mogénéité de 'essai de traction plane, la contrainte équivalente et la déformation équivalente

sont données par les relations suivantes :

(1 2 )
c = 4-1
o 1 orp ( 0)

£ _71+r/ £
Tt T

Le coefficient r’ représente ’anisotropie du potentiel plastique. Nous prenons le coefficient

(4.11)

1'=Fczp et nous identifions le coefficient d’anisotropie r du critere par un lissage de la réponse
du modele avec la courbe expérimentale. Dans le tableau (4.4), nous présentons les résultats

de cette identification homogene du modeéle isotrope transverse non associé.

Sheets | rhomog | 77

Tole 1 0.93 1.09
Tole 2 1.25 2.15
Tole 3 1.05 1.81

TAB. 4.4: Les coefficients identifi¢s du modéle isotrope transverse avec plasticité non associée par la

méthode homogéne.

4.5.2 Identification inverse du modele

Il s’agit d’identifier le modele isotrope transverse avec plasticité non associée par la

méthode inverse. Cette identification nécessite la donnée :

— d’une fonction d’écrouissage o, ()
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— d’un coefficient d’anisotropie du critere r
— d’un coefficient d’anisotropie du potentiel plastique r’

La fonction potentiel plastique est une forme quadratique donnée par la relation (4.9). Nous
choisissons le coefficient d’anisotropie du potentiel ' de sorte qu’il soit égal au coefficient
d’anisotropie expérimental moyen 7.;,. Le coefficient d’anisotropie du critere r est identifié
en minimisant, ’écart entre la courbe expérimentale de I’essai de traction plane (£/Sy, Ae/eg)
et la réponse globale du méme essai, calculée par la méthode des éléments finis.

Les figures (4.16), (4.17) et (4.18) représentent les courbes des réponses expérimentales de
I’essai de traction plane pour les toles 1, 2 et 3, ainsi que les réponses optimales lorsque la

différence entre ces deux réponses est minimale.
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Fia. 4.16: Identification du modéle isotrope transverse non associé par la méthode inverse pour la
Tole 1.
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Fia. 4.17: Identification du modéle isotrope transverse non associé par la méthode inverse pour la

Tole 2.
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Fia. 4.18: Identification du modéle isotrope transverse non associé par la méthode inverse pour la

Tole 3.

Ce modele isotrope transverse non associé décrit bien les courbes expérimentales de 'essai
de traction plane pour les toles 2 et 3. 1l reste encore moins représentatif pour la description du

comportement de la tole 1 en traction plane. Dans le paragraphe suivant, nous présentons la
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capacité de ce modele pour la prévision des réponses d’autres essais tels que I'essai d’expansion
équibiaxiale et ’essai de cisaillement simple.
Dans le tableau (4.5), nous présentons les coefficients d’anisotropie du modele isotrope trans-

verse non associé identifié par I’approche inverse.

Toéles | riphomog | 1

Tole 1 1.21 1.09
Tole 2 1.71 2.15
Tole 3 1.19 1.81

TAB. 4.5: Les coefficients identifiés du modéle isotrope transverse avec plasticité non associée par la

méthode tnverse.

4.5.3 Validation du modele inverse

Dans cette section, nous allons présenter la validation du modele isotrope transverse
non associé. Cette validation permettra de voir si ce modele a la possibilité de prévoir la
description du comportement de ces toles pour d’autres trajets de chargements. Nous utilisons
les coefficients d’anisotropie de ce modele que nous avons identifié par la méthode inverse,
pour enfin, les substituer dans les équations de comportement de ’essai d’expansion et de

cisaillement.

Les figures (4.19), (4.20) et (4.21) représentent les tests de validation du modele isotrope
transverse non associé par ’essai d’expansion pour les trois toles 1, 2 et 3. Dans les figures
(4.22) et (4.23), nous présentons les tests de validation par les essais de cisaillement simple

pour les toles 1 et 3.

Nous constatons que, de par sa construction, ce modele tient compte de 'anisotropie
des déformations plastiques, mais il est incapable de prédire les courbes d’écrouissage des
essais d’expansion et de cisaillement simple. La validation de ce modele isotrope transverse
non associé par l’essai d’expansion sous-estime les réponses expérimentales. Toutefois, la
validation de ce modele par 'essai de cisaillement surestime les courbes expérimentales de

cet essail.
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Fia. 4.19: Validation du modéle isotrope transverse non associé par l'essai d’expansion équibiariale

pour la Tole 1.
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—Iso. Trans. N.ass.
- Courbe exp.
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Fia. 4.20: Validation du modéle isotrope transverse non associé par l'essai d’expansion équibiariale

pour la Tole 2.



4.5. IDENTIFICATION DU MODELE ISOTROPE TRANSVERSE NON ASSOCIE

500 ~

Tole3

450 -
400 -

350 -

——Iso. Trans. N.ass.
- Courbe Exp.

OEB(MPa)
N E\n) w
8 8 8

| | |

Y

150
100 -
50 -

0 I I I I I I I 1
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14 0.16

Fia. 4.21: Validation du modéle isotrope transverse non associé par l'essai d’expansion équibiariale

pour la Tole 3.

Tole 1

350 -

) —Iso. Trans. N.ass.
51 -=- Courbe Exp.
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Y

Fia. 4.22: Validation du modéle isotrope transverse non associé par l'essai de cisaillement pour la
Tole 1.
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300 - Tole 3

—Iso. Trans. N.ass.
-=- Courbe Exp.
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0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
Y

Fia. 4.23: Validation du modéle isotrope transverse non associé par l'essai de cisaillement pour la

Tole 3.

4.6 Identification du modele quadratique de Hill associé

Le modele orthotrope est basé sur le critere orthotrope de Hill(1948). C’est un modéle plus
riche que le modele isotrope transverse. L’identification de ce modele en contraintes planes

et avec ’hypothese de plasticité associée nécessite celle :
— d’une courbe d’écrouissage o, ()
— des coefficients d’anisotropie du modele (F, G, H, et N du critére)

Le critere (1.54) est défini a un coefficient multiplicatif pres. Nous choisissons la contrainte
équivalente de sorte qu’elle coincide avec la contrainte en traction simple selon la direction
1 (direction de laminage), ce qui est équivalent a imposer la relation G + H = 1. En effet,
seulement trois coefficients d’anisotropie sont a identifier ay, a9 et az. Ces coefficients sont

exprimés en fonction des coefficients classiques de Hill comme suit :

_ F4+G44H -2N

a; = G+ i) (4.12a)
F-d

“= e (4.12b)
G-H

ey (4.12¢)

Dans un essai de traction effectué dans la direction 1 par rapport a la direction de laminage,
la contrainte et la déformation sont données par les relations suivantes (Dogui, 1989) :

Os

T a()

(4.13)
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gy = a.a(t)) (4.14)

a() = /14 2azsin%(v)) — ay sin?(20) (4.15)

L’identification de ce modele nécessite la détermination des coefficients ay, a9, as et la donnée
d’une courbe d’écrouissage o,(c). Toutes les courbes d’écrouissage hors-axes ne peuvent
déterminer que les coeflicients a1 et ay (Eq. 4.15). Pour déterminer le troisieme coefficient
du modele as, nous avons besoin d’autres informations supplémentaires. Ce coeflicient peut
étre déterminé soit a partir des coefficients d’anisotropie de Lankford ry (équation 2.6), soit
a partir d’un autre essai. Nous choisissons la courbe d’écrouissage de I'essai de traction plane

pour identifier le coefficient as.

4.6.1 Identification par I’hypothese d’homogénéité

La contrainte et la déformation équivalente de Hill sont exprimées dans un essai de traction

plane homogeéne en fonction de ay et de as par les relations suivantes :

(1 —2a3)?

= 1- 4.1
7 AL+ 2a9) T (4:16)
1
E. = eTp (4.17)
(1 — 2@3)2
A(1+ 2ay)

Les coefficients ay et ag sont déterminés a partir de toutes les courbes d’écrouissage dans les
différentes directions par rapport a la direction de laminage en minimisant 1’écart, défini par

la relation (4.18) entre les courbes d’écrouissage expérimentales et celles calculées.

1L (o8 (a1, a2) — of)” ’
E(ah a?) = Z ﬁ Z %P (418)
i )

(]

La courbe d’écrouissage suivant une direction 1 par rapport a la direction de laminage est

donnée par la relation suivante :

oy = ﬁ[&' (go + %)n (4.19)

Pour identifier le coeflicient as, nous ajustons la courbe d’écrouissage expérimentale de la
traction plane avec la courbe d’écrouissage calculée en utilisant les expressions (4.16) et
(4.17).

Nous présentons dans le tableau suivant (4.6), les résultats d’identification de ce modele
et également les coefficients d’anisotropie de Lankford ry que nous calculons a partir des

coefficients a1, ay et as, par la relation (4.20) :

B 1— 2a3 — 2(11 Sin2(2¢)
r(y) = 1+ 2a3 + 4ag sin? ()

(4.20)
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Toles ay a3 as o0 15 30 T'45 60 s 90
Téle 1 | 0.0170 | -0.0096 | 0.0174 | 0.95 | 0.94 | 0.93 | 0.92 | 0.93 | 0.94 | 0.95
Tole 2 | -0.0023 | 0.0282 | -0.1050 | 1.53 | 1.52 | 1.48 | 1.44 | 1.39 | 1.35 | 1.34
Tole 3 | 0.0539 | 0.0156 | -0.0474 | 1.21 | 1.17 | 1.10 | 1.05 | 1.07 | 1.11 | 1.13

TAB. 4.6: Identification des coefficients a; ;=123 par les courbes d’écrouissage et le calcul des

coefficients de Lankford ry, 1) = 0°,45°,90°.

4.6.2 Identification inverse du modele

L’identification inverse du modele quadratique orthotrope de Hill nécessite une courbe
d’écrouissage os(a) et la détermination des trois parametres aq, az et as. Les coefficients aq
et ag sont identifiés a partir des courbes d’écrouissage hors-axes. Afin d’identifier le parametre
a3, nous appliquons la procédure d’identification inverse pour minimiser ’écart défini par la
relation (4.21), entre la courbe qui représente la force globale calculée (F°*(a3)) en traction

plane inhomogene et celle expérimentalement mesurée (['¢"P).

N FEP

1= g

E(as) = i i (Ff“l(a:a) - fop>2 (4.21)

Nous représentons dans la figure (4.24), la fonction objectif F(as) qui diminue au cours des
itérations. Au début des itérations, nous remarquons une diminution progressive de la fonction
objectif marquée par une réduction de la taille du Simplexe, par la suite, des oscillations qui
montrent que la méthode du Simplexe explore au voisinage du minimum pour le cerner. Enfin,

le Simplexe devient assez compact vérifiant ainsi la condition d’arrét pour la convergence.
0.05 -
0.045

0.04 1

E(a3)

0.035 -

0.03 -

0.025 T T T T T 1

Nbre diitérations

FiG. 4.24: Fvolution de la fonction objectif E(as) au cours des itérations (Téle 1).
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Dans la figure (4.25), nous représentons ’évolution de la fonction objectif E(a3) en
fonction du parametre a identifier. Nous observons qu’il s’agit d’un minimum global vers

lequel la fonction objectif converge.

005

0.045 4

E(a3)
B

0.02 4

0.015 4

0.01

0.005 -

012 01 -0.08 006 A om -0.02 0 0.02

FiG. 4.25: Fvolution de la fonction objectif E(as) au cours des itérations (Téle 1).

A partir des coefficients identifiés a1, as et as, nous calculons les coefficients d’anisotropie
dans n’importe quelle direction 1 par rapport a la direction de laminage. En effet, nous

déterminons ces coefficients par pas de 15°. Ces résultats sont représentés dans le tableau

(4.7).

Toles Coef. d’anisotropie (Méthode inverse)

o 15 30 I'45 60 75 790
Toéle 1 | 1.20 | 1.19 | 1.18 | 1.17 | 1.18 | 1.20 | 1.21
Toéle2 | 1.96 | 1.94 | 1.90 | 1.83 | 1.76 | 1.71 | 1.69
Toéle 3 | 1.48 | 1.44 | 1.36 | 1.31 | 1.32 | 1.37 | 1.39

TAB. 4.7: Identification des coefficients d’anisotropie ry.
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Tole1
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— Hill associé

F/SO(MPa)
8

:

0 T T T T T 1
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FiG. 4.26: Identification du modéle de Iill associé par méthode inverse (Téle 1).
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FiG. 4.27: Identification du modéle de Iill associé par méthode inverse (Téle 2).
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FiG. 4.28: Identification du modéle de Iill associé par méthode inverse (Téle 3).

4.6.3 Comparaison des deux méthodes d’identification

Nous avons représenté ’évolution des coefficients d’anisotropie identifiés par la méthode
inverse, ’approche homogene et les coefficients expérimentaux, dans les figures (4.29), (4.30)
et (4.31). Ces coefficients d’anisotropie sont donnés selon les angles 1 par rapport a la direction

du laminage. Nous constatons d’apres ces figures que les coeflicients identifiés par la méthode

inverse sont plus proches des coeflicients expérimentaux.
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Tole 1

r(w) O. 5. —e— Coefficients de Lankford expérimentaux
) —=— |dentification homogéne
04 —— |dentification inverse
0.2 -
O I I I I I I
0 15 30 45 60 75 90
y(deg)

I'1G. 4.29: Evolution des coefficients de Lankford ry identifiés par Uapproche homogéne et inverse
(Téle 1).

Tole 2

r(w) 1.5 IM

—o— Coefficients de Lankford expérimentaux
—#- |dentification homogéne

0.5 - —&— |dentification inverse

O T T T T T T
75 90

45
y(deg)

I'1G. 4.30: Evolution des coefficients de Lankford ry identifiés par Uapproche homogéne et inverse
(Téle 2).
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Téle 3
2.5

r(v)

—e— Coefficients de Lankford expérimentaux
0.5 - - |dentification homogéne
—— |dentification inverse

0 15 30 45 60 75 90
y(deg)

I'1G. 4.31: Evolution des coefficients de Lankford ry identifiés par Uapproche homogéne et inverse
(Téle 3).

Pour déployer attribut de la méthode inverse, nous avons calculé 'erreur relative définie
par la relation (4.22) entre les coefficients d’anisotropie expérimentaux et ceux identifiés par
les deux méthodes homogene et inverse. Ces résultats sont résumés dans le tableau (4.8).
Ceci confirme 'avantage de la technique d’identification inverse sur la méthode classique

homogene.

\/Z(rlcpal N r;}l’p)Q
Y
B, =

Z(rzjxp)Q

(4.22)

P
Toles ErHomogne Erlnverse
Tole 1 0.16 0.11
Tole 2 0.38 0.24
Tole 3 0.40 0.27

TAB. 4.8: L’erreur relative entre les coefficients d’anisotropie expérimentaur et ceur identifiés par

Uapproche homogéne et inverse.

Prévision des contraintes seuils

Pour mieux voir la validité du modele de Hill et décrire le comportement anisotrope des

toles considérées dans cette étude, nous avons calculé a partir des coeflicients d’anisotropie
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identifiés du modele de Hill (a;), les contraintes seuils o, dans les différentes directions ¢ par
rapport a la direction de laminage (DL). L’évolution de la contrainte seuil o, en fonction
de I'angle v, par rapport a la direction de laminage, est représentée dans la figure(4.32).
Une validation expérimentale est effectuée; les contraintes seuils calculées et celles mesurées
expérimentalement sont représentées dans la méme figure. Cette validation montre que le
modele orthotrope quadratique de Hill ne tient pas correctement compte de "anisotropie des
contraintes. Il parait que les surfaces seuil de plasticité expérimentales des toles sont plus

anisotropes que celles qui sont prévues par le critere de Hill(1948).

320 . Tc“)IeD1: D280
%0 W;*—‘
280 -
260 -
=240 -
&
=220 - Tole 3: XES
?200
180 -
A . —T1exp
160 i Tole 2: IFS e Tical
=x—T2exp
140 —A—T2cal
120 - " Tew
—©—-T3 cal
100 T T T T T T
0 15 30 45 60 75 90

(degree)

Fia. 4.32: L’€volution des contraintes seuils expérimentales et celles qui sont prévues par le modéle
de Hill en fonction de 'angle 1.

4.7 Identification du modeéle de Hill non associé

L’identification de ce modele nécessite celle :

— d’une fonction d’écrouissage o, ()

— des coefficients d’anisotropie du critere (I,G, H et N)

— des fonctions d’anisotropie du potentiel plastique (F',G', H' et N')

Si nous imposons les relations suivantes (G'+ H=1) et (G' 4+ H'=1), alors l'identification de
ce modele nécessite la détermination de six coefficients indépendants que nous notons aq,
az, as, ay, a), et a%. Les trois premiers coefficients sont exprimés en fonction des coefficients
d’anisotropie de Hill (F, G, H et N) par la relation (4.12), alors que les trois autres coefficients

du potentiel plastique sont exprimés en fonction des parametres (F',G’', H' et N') par la
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relation suivante :

F+G' +4H — 2N

r_
ay = G+ 1) (4.23a)
F/ _ G/
r_
a5 = Q(G’ T H’) (4.23b)
G-
aly = SGTIT) (4.23c)

Les coeflicients d’anisotropie du potentiel plastique sont identifiés & partir des coefficients
expérimentaux d’anisotropie de Lankford dans les différentes directions (dans chaque 15° par
rapport a la direction de laminage) 1 par rapport a la direction de laminage. La procédure
d’identification des coefficients d’anisotropie du potentiel plastique consiste a chercher les
coefficients a}, a}, et af de telle sorte que la différence entre les coefficients d’anisotropie de
Lankford expérimentaux et ceux calculés par la relation (4.24) soit minimale.
V() = 11— 2ag/ — 2a’1/si‘1122(2¢)

+ 2al, 4 4al, sin® (1)

L’identification des coefficients d’anisotropie du critere ay et as est effectuée a partir des

(4.24)

courbes d’écrouissage des essais de traction hors axes dans toutes directions 1 disponibles
par rapport a la direction de laminage en minimisant la fonction objectif F(a1,az) et ceci
identiquement & ce qui a été présenté antérieurement dans 'identification du modele de Hill
associé. La fonction d’écrouissage dans la direction 1 par rapport a la direction de laminage,

dans ce cas de modele non associé, est donnée par la relation suivante :

oy = ﬁl{ (go + %)n (4.25)

Ou a), = \/1 + 2al, sin? (1) — @/ sin?(24)) est facilement déterminée & partir des coefficients

d’anisotropie de Lankford ry. Finalement, le coefficient d’anisotropie du critere as est identifié

a partir de D'essai de traction plane, soit en appliquant ’approche homogene pour une
interprétation homogene de ’essai ou la méthode inverse pour une interprétation inhomogene

de l'essai de traction plane.

4.7.1 Identification homogene du modele

L’identification homogene du modele de Hill non associé, suppose que tous les essais
sont interprété comme étant homogenes. Fn effet, la contrainte et la déformation équivalente
de Hill dans le cas d’un modele non associé sont données, dans un essai de traction plane

homogene par les relations suivantes :

(1 = 2a2)?
P S 2 4.2
7 A1+ 2a9) 1T (4:26)

1
E. = eTp (4.27)
(1= 205)°

4(1+ 2d))
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Ou o7p et erp sont respectivement, la contrainte et la déformation dans la direction de
sollicitation de I’éprouvette d’essai de traction plane. Les coefficients a, et af étant déterminés
a partir des coefficients d’anisotropie de Lankford expérimentaux. Il reste alors, a identifier
le coefficient a3 a partir du lissage de la courbe d’écrouissage en traction plane et la réponse
homogene du modele qui vérifie les équations (4.26) et (4.27). Etant donné que les six
coefficients du modele sont identifiés, nous calculons les coefficients d’anisotropie du critere r,
et les coefficients d’anisotropie du potentiel plastique rib dans chaque direction  par rapport

a la direction de laminage. Ces résultats sont présentés dans le tableau (4.9).

Toles | ¢ | 00° | 15° | 30° | 45° | 60° | 75° | 90°
Tole 1 | v/ | 1.03 | 1.02 | 1.00 | 1.02 | 1.11 | 1.21 | 1.26
r 10951094 |0.92]0.90 | 0.90 | 0.90 | 0.91
Tole 2 | v/ | 2.13 | 2.03 | 1.86 | 1.83 | 2.12 | 2.56 | 2.77
r | 1.351.36 | 1.35 | 1.30 | 1.22 | 1.14 | 1.11
Tole 3 | v/ | 1.90 | 1.80 | 1.60 | 1.54 | 1.74 | 2.09 | 2.26
r | 1.05 | 1.04 | 1.00 | 0.96 | 0.95 | 0.96 | 0.96

TAB. 4.9: Coefficients d’anisotropie du modéle de Hill non associé{approche homogéne).

4.7.2 Identification inverse du modele

L’identification inverse du modele nécessite aussi la détermination des six coeflicients
d’anisotropie aq, ag, as, df, a, et af. Les coefficients d’anisotropie du potentiel plastique
sont déterminés a partir des coeflicients d’anisotropie de Lankford expérimentaux. Les deux
coeflicients d’anisotropie du critere ay et ay sont identifiés a partir des courbes d’écrouissage
hors axes. Le coefficient d’anisotropie as est identifié de telle sorte que la différence entre la
réponse globale expérimentale de ’essai de traction plane et calculée soit minimale. Apres
avoir appliqué Palgorithme d’identification inverse, les réponses optimales sont représentées
sur les figures (4.33), (4.34) et (4.34) ainsi que les courbes expérimentales pour les toles 1,
2 et 3. D’apres ces résultats, le modele orthotrope de Hill non associé est capable de décrire
correctement le comportement des toles 2 et 3 en traction plane. Cependant, il s’avere moins

adéquat pour la description de la téle 1 en traction plane.
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Tole1
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FiG. 4.33: Identification du modéle de Hill non associé (Téle 1).

Tole2

8 8 8 8 8§ &

F/SO(MPa)

5 8

3

o

0.02 0.04 0.06 _aglep 0.08 0.1 0.12

o

FiG. 4.34: Identification du modéle de Hill non associé (Téle 2).
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F/SO(MPa)
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0 002 004 006 -pcien 0.08 0.1 012

FiG. 4.35: Identification du modéle de Hill non associé (Téle 3).

Les résultats d’identification de ce modele sont alors illustrés dans le tableau (4.10).

Toles | ¢ | 00° | 15° | 30° | 45° | 60° | 75° | 90°
Tole 1 | ' | 1.03 | 1.02 | 1.00 | 1.02 | 1.11 | 1.21 | 1.26
r | 1.24 | 1.23 | 1.19 | 1.17 | 1.16 | 1.17 | 1.17
Tole 2 | v/ | 2.13 | 2.03 | 1.86 | 1.83 | 2.12 | 2.56 | 2.77
r | 144 | 1.45 | 1.45 | 1.40 | 1.31 | 1.22 | 1.18
Tole 3 | v/ | 1.90 | 1.80 | 1.60 | 1.54 | 1.74 | 2.09 | 2.26
r | 1.38 | 1.36 | 1.31 | 1.26 | 1.24 | 1.24 | 1.24

TaB. 4.10: Coefficients d’anisotropie du modéle de Hill non associé.

Dans les figures (4.36), (4.37) et (4.38), nous représentons les coefficients d’anisotropie
de Lankford dans des directions de pas de 15° par rapport a la direction de laminage et les
coefficients calculés a partir des coefficients identifiés d’anisotropie a}, @), et a}. Nous con-
statons qu’une fonction potentiel plastique de forme quadratique est suffisante pour d’écrire

I’évolution des déformations plastiques pour les trois toles considérées.
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Fia. 4.36: L’évolution des coefficients expérimentaur et théoriques de Lankford en fonction de

Ww(Tole 1).
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Fia. 4.37: L’évolution des coefficients expérimentaur et théoriques de Lankford en fonction de

Wb (Tole 2).
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2.5
7 Tole 3
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Fia. 4.38: L’évolution des coefficients expérimentaur et théoriques de Lankford en fonction de i
(Téle 3).

4.8 Identification du modele non quadratique

Dans ces dernieres décennies, des criteres de plasticité non quadratiques sont proposés
pour tenir compte du comportement anisotrope des toles (Barlat et Lian, 1989), (Hill, 1990,
1993), (Barlat et al., 1991), (Karafillis et al., 1993). Des efforts sont encore déployés, que se
soit dans la direction du développement de criteres de plasticité, dont certains sont destinés a
la modélisation du comportement de I"aluminium et ces alliages, (Barlat et al., 1997b), (Barlat
et al., 2002), ou dans la direction du développement des fonctions potentiels plastiques pour
la description de ’anisotropie plastique (Hill, 1987), (Barlat et al., 1993).

En effet, nous avons implémenté dans notre code de calcul par la méthode des éléments finis,
un critére non quadratique récent, celui proposé par Barlat (Y1d96) (Barlat et al., 1997b).
L’écriture de ce critere est présenté dans le chapitre 1. Nous avons utilisé la forme du critere
qui se réduit a la forme du critere (Y1d91) (ay, oy, a5 sont égales a I'unité), sans que la forme
implémentée ne perde sa généralité. Nous avons voulu tester la facilité d’intégration de tel
critére dans notre code de calcul (calcul direct) et sa capacité pour 'implementation d’autres

criteres.

Nous avons appliqué I’algorithme d’identification inverse (I’approche inhomogene) pour
identifier les coeflicients d’anisotropie des deux toles 2 et 3 dans le cas du modele isotrope

transverse avec plasticité associée. Cette identification nécessite la détermination :
— d’une fonction d’écrouissage o, ()

— des coeflicients d’anisotropie ¢y, ¢3, ¢3, cg et m
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La fonction d’écrouissage est déterminée & partir de I'essai de traction uniaxiale dans la
direction de laminage. Les coefficients d’anisotropie sont identifiés de sorte que la réponse
de lessai de traction plane coincide avec la réponse expérimentale globale du méme essai.
Le coefficient m, couramment appelé coefficient de forme, a été montré qu’il est en relation
avec la structure cristallographique des matériaux (Logan et Hosford, 1980), (Hosford, 1992,
1996). Le coefficient de forme m est pris comme étant égal & 6 dans le cas des matériaux de

structure cubique centrée et m = 8 pour des structures cubiques a faces centrées.

Nous présentons, sur les figures (4.39) et (4.40) l'identification inverse du modele de
Barlat isotrope transverse non quadratique a partir des réponses des essais de traction plane.
Nous constatons que ce modele décrit le comportement des toles 2 et 3 en traction plane.
Les résultats de cette identification inverse sont illustrés dans le tableau (4.11). Si nous
comparons les coefficients d’anisotropie r pour les deux toles aux valeurs expérimentaux rey),
nous constatons clairement que ce modele tient compte a la fois de ’anisotropie des contraintes
ainsi que ’anisotropie des déformations plastiques. Une telle description de ’anisotropie du
comportement n’est pas obtenue pour le modele quadratique de Hill dans le cas de la plasticité
associée (Khalfallah et al., 2002a). Nous avons remarqué pour le modele de Hill que, s’il
permet de prévoir ’anisotropie des contraintes, alors il sera incapable de prédire ’anisotropie

des déformations plastiques et vis-versa.

400 - Tole2
350 -
300 -
5250
o —— Courbe expérimentale.
§2oo ] — ldentif. Inv. (BA YId91)
N
L 150
100 -
m 4
0 I I I I I 1
0.00 0.02 0.04 0.06 _Ag/ep 0.08 0.10 0.12

Fia. 4.39: Identification inverse du modéle de Barlat YId91 Tole 2.
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400 - Tole3
350 -
300 -
=250 —— Courbe expérimentale
% — |dentif. Inv. (BA YId91)
gzn 8
L= 150 -
100 -
a) i
0 I I I I I 1
0 0.02 0.04 0.06 _Ag/eo 0.08 0.1 0.12

Fia. 4.40: Identification inverse du modéle de Barlat YId91 Tole 3.

Toles Coeflicients d’anisotropie de Barlat | Valeurs de r

1 cy C3 Cs m r Terp
Tole 2 | 0.7981 | 0.7981 | 1.1891 | 1.0588 | 8 | 2.14 | 2.15
Tole 3 | 0.8377 | 0.8377 | 1.1539 | 1.0485 | 8 | 1.85 | 1.81

TAB. 4.11: L’%dentification du modéle de Barlat isotrope transverse avec plasticité associée.

4.9 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons contribué a la définition et la mise en oeuvre d’une stratégie
d’identification de lois de comportement anisotropes a partir d’une base de données d’essais
expérimentaux. Selon la définition et 'interprétation de ces essais, une stratégie d’identi-
fication est présentée. Notre effort est concentré sur l'interprétation de ’essai de traction
plane que Benchouikh (Benchouikh, 1992) considérait comme essai "moins fiable” que les
autres. Ceci peut étre expliqué par I’hypothese d’homogénéité que "auteur a adoptée dans ses
travaux. En effet, nous avons conduit notre identification des coefficients d’anisotropie pour
un ensemble de modeles élastoplastiques et avec écrouissage isotrope a partir de la réponse de
cet essai. L’identification des coeflicients d’anisotropie, pour une interprétation homogene de
cet essal, conduit & des coeflicients inférieurs a ceux qui sont mesurés expérimentalement. Ceci
nous a mené a réfléchir sur une méthode d’identification permettant de surmonter I’hypothese

d’homogénéité de I’essai de traction plane, surtout que nous avons prouvé dans 'interprétation
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de cet essai dans le chapitre 2 que I'essai de traction plane est fortement hétérogene. L appli-
cation de la méthode d’identification inverse pour déterminer les coefficients d’anisotropie est
une approche assez pertinente pour identifier ces coefficients avec précision et rend compte
du comportement du matériau, si le choix du modele est judicieux. Cette méthode consiste a
minimiser, par une procédure d’optimisation, la différence entre la réponse du modele calculée
par la méthode des éléments finis et la réponse expérimentale de ’essai de traction plane.
L’identification des coeflicients d’anisotropie sous I'hypothese d’homogénéité est également
effectuée et ceci pour deux buts : Le premier but est de quantifier I'ampleur de ’adoption de
cette hypothese sur les coefficients identifiés, pour des fins de comparaison. Le deuxieme but
de cette identification homogeéne est de prendre ces coeflicients comme des valeurs initiales
pour démarrer le processus itératif de la méthode d’identification inverse. Ceci permet un gain
en nombre d’itérations si ces valeurs initiales sont prises d’une facon aléatoire ou intuitive.
Les résultats obtenus par cette technique d’identification inverse, montrent une meilleure
prédiction des coefficients d’anisotropie que ceux identifiés par I’approche homogene quand

ils sont comparés aux coefficients expérimentaux.

Toutefois, une différence réside entre les coefficients identifiés par la méthode inverse qui
doit fournir les coefficients le plus représentatifs du comportement des toles. Nous notons que
les modeles avec plasticité non associée peuvent étre satisfaisants pour décrire ’anisotrope
de I’état de contraintes (critere de plasticité) et ’anisotropie des déformations plastiques (le
potentiel plastique est identifié a partir des coefficients expérimentaux de Lankford). Cepen-
dant, la validation de ces modeéles pour décrire d’autres trajets de chargement (d’autres essais)
donne de mauvais résultats. Nous pensons que la capacité des modeles isotropes transverses
et quadratiques de Hill est mise en cause, pour tenir compte a la fois de "anisotropie des

contraintes et des déformations plastiques .

Dans la littérature, plusieurs criteres de plasticité non quadratiques sont proposés pour
mieux améliorer la prédiction du comportement anisotrope des toles mieux que celle prévue
par le critere quadratique de Hill. Nous avons implémenté dans notre code maison de calcul
par éléments finis un critere non quadratique relativement récent. Ce critere est proposé par
Barlat et ces collaborateurs (1997). L’identification inverse du modele est basée sur ce critere
conduit a des résultats, permettant de tenir compte a la fois de I’anisotropie des courbes

d’écrouissage en traction plane ainsi que de 'anisotropie des déformations plastiques.






Chapitre 5

Analyse de sensibilité paramétrique

5.1 Introduction

e calcul de sensibilité est défini comme étant la méthode permettant d’obtenir 'influence

de la variation des parametres d’optimisation sur la réponse (force, déplacement, con-
trainte, déformation,etc ... ) fournie par un code de simulation par éléments finis intégrant
un modele de comportement. A partir de cette définition, nous pensons directement au calcul
des dérivées de cette réponse simulée du modele par rapport aux variables d’optimisation.
Nous écrivons d’une maniere formelle la définition de
_OR

5=

(5.1)

ol S représente la matrice de sensibilité (matrice Jacobienne) d’un vecteur de réponses R
macroscopiques fournies par un calcul par la méthode des éléments finis par rapport a un
vecteur de parametres p a optimiser. L’analyse de sensibilité joue un role important dans les
procédés pour I'optimisation des géométries en mise en forme, les problemes inverses et plus

généralement, dans les problemes d’identification paramétriques.

Les méthodes d’optimisation d’ordre 1 nécessitant le calcul du gradient de la fonction
objectif & minimiser. Ceci revient a calculer la sensibilité de cette fonction par rapport
aux variables d’optimisation. La qualité de la convergence de ces méthodes est fortement
dépendante de la précision du calcul de la dérivée de la fonction objectif (Kleinermann,
2000), (Ghouati et Gelin, 1998).

La méthode la plus classique de dérivation, couramment utilisée, est la méthode de différences
finies(MDF) (Forestier et al., 2001), (Boyer, 2001). C’est une méthode de dérivée purement
numérique. Son principe consiste a perturber chaque parametre successivement, positivement
puis négativement d’une valeur a définir et & calculer dans chaque cas la réponse de la
simulation. Bien que la méthode (MDF), soit facile a implémenter, elle est lourde (le calcul
des dérivées par la méthode des différences finis prendrait environ de 80 a 95 % du temps
CPU de la résolution du probleme d’optimisation)(Kleinermann, 2000) et par conséquent,

tres lente pour un nombre important de parametres. Elle sera donc peu intéressante pour un
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grand nombre de parametres (Forestier et al., 2001).

Une deuxieme classe de méthode de calcul de sensibilité est la méthode de différenciation
directe (MDD). C’est une méthode de dérivation analytique permettant une trés bonne
précision. Cependant, (Forestier et al., 2001) trouve dans cette méthode les inconvénients
suivants : la méthode de dérivation analytique nécessite la connaissance du modele direct
puisque les dérivées sont implémentées au coeur du solveur. Elle semble peu flexible, étant
spécifique a la loi de comportement utilisée. Des fois le calcul des dérivées peut se révéler tres
lourd et donc étre source d’erreurs ou imposer 1'utilisation d’outils de calculs formels.

Pour palier a ces inconvénients, une autre classe de méthode de calcul de dérivées est proposée.
C’est la méthode semi-analytique, qui associe le calcul des dérivées analytiques et numériques
(Bakshi, 2000), (Srikanth, 2000), (Law, 1997).

Plusieurs études sont menées sur les méthodes de calcul des sensibilités dans "analyse des
parametres sur le comportement des structures. Le lecteur trouvera de plus amples détails
sur ces méthodes dans les références suivantes : (Tortorelli et Michaleris, 1994a; Tortorelli,
1994b), (Atrek, 1996), (Atrek, 1999).

Une autre méthode d’analyse de sensibilité qui est relativement différente de ces méthodes
de dérivation. C’est une méthode d’analyse de sensibilité statistique, encore appelée méthode
des plans d’expériences (MPE). Cette méthode s’inscrit comme une technique d’analyse de
sensibilité, au sens ou elle permet de prédire les effets induits par des changements de valeurs
des parametres sur la réponse simulée. Son apport fondamental a consisté a montrer que le
fait de faire varier les parametres simultanément et non pas successivement permettait d’une
part une efficacité beaucoup plus grande et d’autre part la prise en compte d’éventuelles
interactions entre les parametres étudiées. Nous n’évoquons pas dans ce travail, ce type de

méthode d’analyse de sensibilité.

Dans ce chapitre, nous présentons une méthode de calcul semi-analytique, spécifique, de
la sensibilité de la réponse globale (force de traction) qui découle de maniére systématique
de la méthode particuliere que nous utilisons pour résoudre le probleme élastoplastique. La
sensibilité de la force de traction plane est étudiée par rapport au coefficient d’anisotropie
r du modele isotrope transverse et par rapport aux coefficients d’anisotropie rq, ry4s, r9o du
modele orthotrope de Hill. Pour mieux exprimer la capacité d’un essai et mieux identifier
les coefficients d’anisotropie d’un matériau par rapport a un autre, nous avons définis un
indicateur de sensibilité permettant de classifier les essais de traction plane, d’expansion
et de cisaillement simple selon la sensibilité de leurs réponses par rapport au coefficient

d’anisotropie.

5.2 Méthode spécifique de calcul de sensibilité

Nous présentons une méthode spécifique de calcul de sensibilité permettant de calculer la

variation de la réponse globale d’un essai par rapport aux parametres identifiés. Ceci revient
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a calculer la variation des champs de contraintes par rapport a ces parametres. Le calcul
est effectué d’une maniere incrémentale. Il est basé sur une méthode spécifique qui découle,
de maniere systématique de 'algorithme particulier, que nous utilisons dans le calcul des
structures par la méthode des éléments finis (Khalfallah et al., 2002b).

L’expression de la force généralisée F associée A la vitesse de déplacement U.d est donnée par

le principe des puissances virtuelles :

F:||ﬁ||:é/g(a:é) d9 (5.2)

Le calcul de la variation de la force globale par rapport a un parametre r a partir de la

ar 1 do . JeP

5.2.1 Calcul de sensibilité

relation (5.2) s’écrit :

. L, o o P do
L’évaluation de la quantité o nécessite le calcul des termes — et ——. Le calcul de —
r r r r

s’effectue d’une maniere incrémentale. Si nous supposons que nous connaissons l'incrément

d(da)
or

. Oo o : do . :
initial (=)o, nous calculons I'incrément suivant (—=—); par I’évaluation du terme

ar ar

(G = gplo T

(5.4)

La formulation en déplacement du probleme et sa discrétisation par des éléments finis per-

mettent d’écrire la forme discrétisée suivante :
a _ Jr.-e ab pb
o =Uaij + Z Skl €k (5.5)
b

Ou a et b désignent des numéros d’éléments, S désigne un tenseur d’ordre 4 ne dépend que
de la géométrie de la structure et de ses propriétés élastiques. Cette derniere relation peut

s’écrire aussi sous la forme suivante :

doij = dUcf; + > Sthy de?? (5.6)
b

La dérivation de I’équation (5.5) par rapport au parametre r permet d’écrire :

d(do) Z ,  O(de?”)
= Sa . .
ar ; ar (57)
pb
Pour évaluer 8((26 ), la dérivation de la loi d’évolution plastique de? = dag—f par rapport
r o

au parametre r.

odery b of o [of
b= grta gy o (57 o
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L’équation (5.7) s’écrit sous la forme :
do) b b of
= S S .
S5 D Y anh (2 o)

Le calcul de (da) est déterminé a partir de la fonction de charge :

floe, ) = 0.(0;5+ doy;) — os(a+ da) =0 (5.10)

La dérivation de I’équation (5.10) par rapport au parametre r donne :

do. O
I —(0i; + doy;) = o — (a4 da) (5.11)
La dérivée de la fonction d’écrouissage o,(«v) par rapport a r conduit :
do,  Jo, da
La différentielle de la contrainte équivalente s’écrit :
do, do,
do. = dr do q
? ar * do (5:13)
La dérivée de la contrainte équivalente par rapport au parametre r s’écrit :
do. 0Oo. 0Oo. do
dr — Or * do dr (5.14)
Finalement, expression (5.11) s’écrit :
do. do. (0o J(do) dos (Do J(da)
| = = 5.15
or o <8r+ 87‘) Do <8r+ or (5.15)

L’expression de - (da) s’écrit :

0 do. (00, \~'  do. (Do 9(do)\ [do\T"  da
or )=, (m) T o (WJF or )(m) “or (5-16)

Si nous substituons ’équation (5.16) dans I’équation (5.15) nous obtenons 'expression suiv-

ante :

d(da)* w . Of [0, (00, \7" Do, (0o  9(do)\ (Do, \T"  da
or N ZS '80{87‘ (804) —I_@a' 8r+ or do ~Or *

b

+Zsab ( f)da (5.17)

d(do)® w O0f do. 0(do)’ (do 7" w Of (0. Do\ 7!
or —Xb:S ‘9o oo or \da —2{;5 A YACIY

of | (0o, do Do\ da
ab . Y J c .77 s _ =
—I_zb:S '80{ 80'87‘) <8a> 8r}+
o [0
+Zsab:ﬁ<a_£ do (5.18)
b
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Ceci est équivalent au systeme linéaire suivant :

Z Aab ~(do) (5.19)

ou

6f do do -
— ab . . c s
Aab = {Id S : ( ) } (5.20)

et

f do. (o, \ "
_ ab__ ¢ 5
B. = zb:S "o Or <8a> *
do. Oo Do\ da
ab . C._ s _ =
+ZS {(80 87‘) <8a> 8r}+
+ Zsab <8f> dov (5.21)

5.2.2 Validation de la méthode de calcul

La validation de la méthode de calcul de sensibilité est effectuée sur des cas simples.
En effet, nous avons considéré I'essai de traction plane homogene et I'essai de cisaillement
simple. Pour ces essais et dans le cas du modele isotrope transverse, le calcul de sensibilité de
la réponse du modele est déterminé analytiquement. Le méme calcul de sensibilité est effectué
par la méthode de calcul que nous avons établie pour déterminer la dérivée de la réponse de ce
modele. Les figures (5.1) et (5.2) représentent les tests de validation de la méthode spécifique
pour le calcul de la sensibilité des réponses calculées par le code de calcul par éléments finis.
Nous remarquons une tres bonne coincidence entre la sensibilité calculée analytiquement a
partir des réponses des modeles et celle calculée par la méthode spécifique que nous avons

présentée.
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Tole2
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K
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Fia. 5.1: Validation de la méthode numérique du calcul de sensibilité pour l'essai de traction plane

homogéne.

Cisaillement pure

0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035
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do12/dr

€12

Fia. 5.2: Validation de la méthode numérique du calcul de sensibilité pour lessai de cisaillement

pure.
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Comme une premiere application, nous calculons la sensibilité de la réponse de 'essai
de traction plane. C’est a dire la variation de la force globale par rapport au parametre
d’anisotropie, lorsque cette réponse est simulée par le modele isotrope transverse associé.
Nous choisissons un coefficient d’anisotropie r = 1.41 pour lequel nous calculons I’évolution
de la sensibilité 8—F en fonction du déplacement. Nous avons déterminé la sensibilité dans le
cas classique ou l’ﬁypothése d’homogénéité est considérée. De méme, la courbe de sensibilité
de la force par rapport au coefficient r est aussi calculée dans l’essai de traction plane
quand il est supposé non homogene. D’apres la figure (5.3), nous remarquons l'influence
de I’hypothese d’homogénéité de l'essai de traction plane sur la sensibilité de la force par
rapport au parametre r. La courbe représentant la sensibilité de la force de I’essai de traction
plane inhomogene par rapport a r est au-dessous, de la courbe de sensibilité de la force de
traction, quand ’essai est considéré comme étant homogene. Mais lallure des courbes de la
sensibilité de la force de traction plane, n’est pas modifiée lorsque cette derniere est considérée
homogene ou non homogene. Nous constatons que la sensibilité de la force F' est une fonction

croissante de ’évolution des déplacements pour un coefficient d’anisotropie r donné.

35000 +

30000 —

25000 +

20000 +

—e—inhomog
- homog

dP/dr (N)

15000 -

10000 -

5000 -

0 T T T T T T )
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14

dl/d0,de/e0

Fia. 5.3: Sensibilité de la force par rapport a v pour l’essai de traction homogéne et inhomogéne.

5.3 Analyse de sensibilité

5.3.1 Indicateur de sensibilité

Pour exprimer la capacité d’un essai et mieux identifier les coefficients d’anisotropie d’un

matériau par rapport & un autre essai, nous définissons l'indicateur de sensibilité qui s’écrit
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sous la forme suivante :

X ()

Ou I est la force globale, désignant la réponse d’un modele pour un coeflicient d’anisotropie
r optimal donné et ”s” représente 'indicateur de sensibilité qui est une grandeur normalisée.
Un indicateur de sensibilité 7s” élevé, signifie que la petite perturbation dans le parametre
d’anisotropie impliquera des changements significatifs dans la réponse du modele. Autrement
dit, plus cet indicateur de sensibilité est important, plus la réponse du modele est sensible
au parametre donné. Nous avons calculé cet indicateur de sensibilité de la force globale pour
I’essai de traction plane par rapport au coefficient d’anisotropie r pour le modele isotrope
transverse. La sensibilité de la réponse de ce modele est déterminée lorsque ’essai de traction
plane est supposé homogene et non homogene (figure 5.3). Pour le coefficient d’anisotropie
r = 1.41, l'indicateur de sensibilité est sgom = 6.93 X 1072 et spp, = 4.54 x 1072 pour
respectivement le cas homogene et inhomogene. La sensibilité de ’essai de traction plane
homogene est supérieure & celle ol 'essai est inhomogene. Ceci est attribué au fait que la
force de traction dans le cas homogene est aussi élevé par rapport a celle ol I’essai de traction

est inhomogene.

5.3.2 Analyse de sensibilité des essais

L’indicateur de sensibilité ”s”, peut étre considéré comme un indice a partir duquel nous
pouvons juger quel essai est plus sensible par rapport & un parametre identifié d’un modele
donné. Si nous disposons d’un ensemble d’essais expérimentaux (essai de traction simple, essai
de traction plane, essai d’expansion équibiaxiale, essai de cisaillement, ... ) et un modele de
comportement donné, la question qu’on doit se poser, quel est ’essai le plus fiable permettant

d’identifier avec précision un tel parametre mieux qu’un autre essai?

Pour répondre a cette question, nous avons considéré trois types d’essais : l'essai de
traction plane, ’essai d’expansion et ’essai de cisaillement. Nous avons calculé 'indicateur
de sensibilité pour ces essais en fonction du coefficient d’anisotropie pour le modele isotrope
transverse. Nous avons constaté d’apres la figure (5.4), que 'indicateur de sensibilité de
I’essai d’expansion est plus élevé que celui de I'essai de traction plane, plus élevé encore de
I'indicateur de l'essai de cisaillement simple. Nous constatons alors, que ’essai d’expansion
équibiaxiale possede 'indicateur le plus élevé, donc c’est 'essai le plus sensible au coefficient
d’anisotropie r. L’essai de traction plane arrive en seconde position quand a la sensibilité
de cet essai, relativement a ce coefficient d’anisotropie. Donc I'identification du coefficient
d’anisotropie du modele isotrope transverse a partir de ’essai d’expansion est plus précise
que celle a partir d’autres essais. Toutefois, la réalisation d’essai d’expansion équibiaxile
pure, pose encore des problemes techniques, méme si cet essai est réalisable, les déformations
plastiques atteintes ne sont pas importantes (Toshihiko et al., 1998). L’essai de gonflement

hydraulique est un essai alternatif a ’essai d’expansion équibiaxiale pure, quand la pression
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appliquée au pole est prélevée en fonction de la hauteur au péle. Mais, I"utilisation d’une
méthode inverse pour identifier le coefficient d’anisotropie a partir d’un essai du gonflement
hydraulique est tres coiteuse en temps de calcul. Le temps pour effectuer un calcul direct est
tres important. Il apparait que, 'identification inverse des coefficients d’anisotropie a partir
de l'essai de traction plane conduit & un bon compromis entre la précision des coefficients

identifiés et le temps de calcul dans la résolution du probleme inverse.
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Fia. 5.4: Comparaison de lindicateur de sensibilité des essais TP, EB et CS en fonction du coefficient

d’anisotropie r.

5.3.3 Analyse de sensibilité du modele de Hill

L’identification du modele orthotrope quadratique de Hill conduit & la détermination des
coefficients d’anisotropie de Lankford r, du modele. Dans ce paragraphe, nous étudions la

sensibilité de la réponse du modele orthotrope quadratique de Hill par rapport aux coefficients

or O - OF
87‘0787‘457 87‘90

pouvons déterminer quel est le coefficient d’anisotropie le plus influant sur la réponse de I'essai

d’anisotropie rg, r45 et rgo, ( ). A partir de cette analyse de sensibilité, nous
de traction plane. Par la suite, nous choisissons cet essai a partir duquel ce coefficient sera
identifié.

Nous avons évalué I'indicateur de sensibilité ”s”, défini par la relation (5.22) pour 'essai
de traction plane, dans le cas homogene et non homogene pour les trois toles 1, 2 et 3. Nous
constatons que la sensibilité de I'essai de traction plane homogene et supérieure a celle dans
le cas inhomogene et que la réponse homogene est indépendante du coeflicient d’anisotropie
r45. Cette constatation est observée dans les valeurs des indicateurs de sensibilité présentées
dans les tableaux (5.1), (5.2) et (5.3).
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Tole 1 SHom STnho
o 1.20 | 1.23 x 1072 | 1.06 x 1072
rgs | 1.17 0 1.09 x 1071
roo | 1.21 ] 1.20 x 1072 | 9.09 x 1073

TAB. 5.1: Indicateur de sensibilité dans le cas orthotrope (Téle 1).

Tole 2 SHom STnho
To 1.96 | 3.73 x 1072 | 3.17 x 1072
rss | 1.83 0 6.48 x 10~*
roo | 1.69 | 2.72 x 1072 | 1.96 x 1072

TAB. 5.2: Indicateur de sensibilité dans le cas orthotrope (Téle 2).

Toéle 3 SHom STnho
To 1.48 | 1.63 x 1072 | 1.36 x 1072
ras | 1.31 0 9.43 x 10~*
roo | 1.39 | 1.75 x 1072 | 1.41 x 1072

TAB. 5.3: Indicateur de sensibilité dans le cas orthotrope (Téle 3).

La figure (5.5) représente, pour la tole 1, les courbes de sensibilité de la force de traction
plane inhomogene par rapport aux coeflicients d’anisotropie rg, r45 et rgp. Il apparait que le
coefficient rg a une influence plus élevée que le coefficient rgg et r45 sur la réponse du modele.

La figure (5.6) présente, pour la tole 2, les courbes de sensibilité de la force appliquée I
dans l'essai de traction plane par rapport aux coefficients d’anisotropie rqg, r4s et rgg aussi
bien dans le cas homogene que non homogene. Nous constatons que la réponse de 'essai de
traction plane est plus sensible au coefficient rg qu’au coefficient rgg. Dans le cas ou 'essai de
traction plane est supposé homogene, il est alors indépendant du coefficient rg5, tandis que
dans le cas inhomogene, le coeflicient r45 est presque 50 fois moins sensible que les coeflicients
ro et rgg.

En effet, I'identification du modele orthotrope quadratique de Hill, nécessite la détermination
des coefficients d’anisotropie aq, ao et as. Le coefficient as est identifié a partir de I'essai de
traction plane, ceci apparait le bon choix pour identifier ce coefficient a partir de la traction

plane, puisque le coefficient d’anisotropie rg est exprimé uniquement en fonction du coefficient
1-— 2(13

T 1+ 2a5
Cependant, la figure (5.7) représente un cas relativement différent de celui rencontré

d’anisotropie as : rqg

avec les toles 1 et 2. Dans ce cas de figure, nous constatons que le coeflicient rgg a une
influence relativement supérieure a celle du coefficient rq sur la réponse du modele. Pourtant

la différence entre les deux sensibilités n’est pas important, il faut noter que le calcul des
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indicateurs de sensibilité ou les courbes de sensibilité dépendent de la valeur des parametres

identifiés.
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F1a. 5.5: Sensibilité de la force en traction plane par rapport aur coefficients d’anisotropie ry, 145 €t

roo dans le cas inhomogéne (Téle 1).
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Fia. 5.6: Sensibilité de la force en traction plane par rapport aur coefficients d’anisotropie ry, 145 €t

roo dans le cas homogéne et inhomogene (Téle 2).
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Fia. 5.7: Sensibilité de la force en traction plane par rapport aur coefficients d’anisotropie ry, 745 €t

roo dans le cas inhomogéne (Téle 3).

5.3.4 Analyse de sensibilité des contraintes

Le calcul de la sensibilité de la réponse globale, c’est & dire, la force de traction de I’essai de
traction s’effectue & partir du calcul de la sensibilité des composantes du tenseur de contraintes
de Cauchy (relation :(5.3)). Dans ce paragraphe, nous avons déterminé la distribution de la
variation des contraintes dans la structure (éprouvette de traction plane) apres un chargement
donné. Ceci revient a représenter les isovaleurs de la sensibilité des contraintes par rapport

au coefficient d’anisotropie r. Nous avons pris comme exemple de cette représentation, la

distribution de 8011, 80227 0013
J or

,
r = 1.83, qui représente le coefficient identifié du modele isotrope transverse.
doyy

dans ’éprouvette de traction plane, pour la tole 2 et avec

dans la structure. Nous observons une

La figure (5.8) représente les isovaleurs de
,
distribution non homogene dans la totalité de I’éprouvette. Ceci nous semble une preuve

supplémentaire sur la non homogénéité de I’essai de traction plane.
80’22

La figure (5.9) représente les isovaleurs de dans I’éprouvette. Nous constatons que la

,
composante oy9 est plus sensible a la variation du coefficient d’anisotropie r que la composante

011. Si nous prenons, a titre d’exemple, un point au centre de ’éprouvette, nous trouvons que

don, est de lordre de 200 MPa, alors que do
dr dr

80’12

2 est approximativement égale a 6000 MPa.

dans la structure. Nous remarquons que,

La figure (5.10) représente les isovaleurs
,
contrairement au cas ou I’hypothese d’homogénéité est considérée et ou ce terme doit étre

nul, dans ce cas inhomogene, la variation de la composante o135 par rapport a r est presque
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doyy
dr

J
En effet, au centre de I’éprouvette, % est de 'ordre de -77 MPa.
r

du méme ordre de grandeur que le terme

11000

all

A0

Fia. 5.8: Représentation des isovaleurs de afh}l (Téle 2).
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gl

Fia. 5.9: Représentation des isovaleurs de 627?2 (Téle 2).
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Fia. 5.10: Représentation des isovaleurs de 627}2 (Téole 2).

5.4 Conclusion

Dans ce chapitre, une méthodologie spécifique pour ’analyse de sensibilité des réponses des
modeles de comportement par rapport aux coefficients d’anisotropie identifiés est présentée.
Cette méthode de calcul de sensibilité est développée sur la base d’une méthode de dif-
férenciation semi analytique de la réponse globale (effort) d’un modele de comportement par
rapport a un coefficient d’anisotropie donné. Cette méthode découle de maniere systématique
de la méthode particuliere que nous utilisons pour résoudre le probleme élastoplastique. Cette
méthode a la faveur d’étre rigoureuse et précise, comparé a une méthode purement numérique
et classique, c’est la méthode des différences finis. Cette derniere méthode, bien qu’elle soit
facile & implémenter dans des codes de calcul, mais elle est lourde et moins précise dans le

calcul de la dérivée d’une réponse donnée.
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Pour classer un ensemble d’essais, afin de chercher quel est ’essai le mieux placé, a partir
duquel nous identifions les parametres de comportement avec précision? Cet essai devra
posséder la sensibilité la plus élevée par rapport a ces parametres, comparé a la sensibilité
des autres essais par rapport a ces mémes parametres. Nous avons défini un indicateur
de sensibilité permettant de qualifier la sensibilité des essais de traction plane, expansion
équibiaxiale et le cisaillement simple par rapport au coefficient d’anisotropie.

Nous avons montré que ’essai d’expansion est relativement plus sensible que la traction
plane et le cisaillement simple, mais ’expansion reste un essai qu’il faut bien maitriser

expérimentalement.

Une analyse de sensibilité de la réponse de I’essai de traction plane est effectuée. Nous
avons considéré dans cette analyse I’hypothese d’homogénéité et non homogene de I’essai.
Nous avons calculé la sensibilité de la force de traction plane ou cette force est calculée par le
modele orthotrope quadratique de Hill. Cette sensibilité de la force est évaluée par rapport
aux coefficients d’anisotropie rg, r45 et rgg. Généralement, cette force calculée est plus sensible
au coefficient d’anisotropie rg qu’aux coefficients r45 et rgg. D’ailleurs, la réponse de cet essai
est sensible au coefficient a3, que nous avons identifié & partir de la traction plane. Toutefois,
il ne faut pas perdre de vue que le calcul de sensibilité de la réponse d’un modele donné

dépend de la valeur des coefficients identifiés.

Finalement, et pour conclure, nous avons pu établir une méthode permettant de calculer
la dérivée de la force avec précision. Sachant calculer le gradient de la fonction objectif a
minimiser avec précision dans un probléeme d’identification, nous pouvons intégrer toutes les
méthodes d’optimisation d’ordre 1 (les méthodes du gradient)pour les coupler enfin, avec la

méthode des éléments finis dans une identification inverse envisageable avec toute rigueur.



Conclusion générale

e but de ce travail était essentiellement de contribuer a la définition et a la mise en

oeuvre d’une stratégie d’identification des lois de comportement de toles anisotropes a
travers une interaction expérience-calcul. Les essais expérimentaux que nous avons utilisés
dans cette identification sont relativement complexes (non homogenes). En particulier, nous
avons montré que l'essai de traction plane est fortement hétérogéne, méme au centre de
I’éprouvette. L’identification classique des coeflicients d’anisotropie a partir de cet essai,
lorsqu’il est interprété comme homogene, conduit a des résultats, parfois dérisoires, car cette
hypothese représente une forte approximation.

Dans ce travail, nous avons mis en oeuvre un algorithme d’identification inverse basé
sur le couplage d’une méthode particuliere pour le calcul de structures par éléments finis et
une procédure d’optimisation (méthode du Simplexe). Cet algorithme permet d’identifier les
coeflicients d’anisotropie d’une maniere rigoureuse en surmontant I’hypotheése d’homogénéité
qui n’est pas toujours vérifiée pour tous les essais mécaniques réalisés. Nous avons utilisé un
algorithme de calcul de structures par éléments finis convivial pour 'intégration de modeles de
comportement élastoplastiques. L’idée de base est d’écrire le probleme élastoplastique comme
une succession de problemes élastiques linéaires, ou la matrice tangente n’est pas utilisée.
La méthode d’optimisation du Simplexe que nous avons utilisée pour coincider la réponse
calculée (force de traction) par la méthode des éléments finis avec la réponse expérimentale
correspondante, a I’avantage d’étre robuste et elle ne nécessite pas ’évaluation du gradient
de la fonction objectif & minimiser.

Pour identifier les coefficients d’anisotropie, deux stratégies peuvent étre considérées :
— soit que ces coefficients sont identifiés aux coefficients d’anisotropie expérimentaux
— soit qu’ils sont identifiés & partir des courbes d’écrouissage des essais mécaniques

En effet, nous avons défini et mis en oeuvre une méthode basée sur la deuxieme stratégie.
La premiere application de I'algorithme d’identification inverse est envisagée pour identifier
un modele de comportement simple, basé sur le critere quadratique isotrope transverse. Dans
un premier temps, nous considérons une loi d’évolution plastique associée et un écrouissage
isotrope. Dans ce cas, un seul coefficient caractérisant ’anisotropie du matériau est identifié.
L’identification inverse de ce modele simple, nécessite une courbe d’écrouissage a partir de
’essai de traction simple et la courbe expérimentale (force - variation d’épaisseur) de ’essai

de traction plane au centre de I’éprouvette. Le but de cette application est double : d’une
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part, nous avons testé la capacité de l'algorithme d’identification inverse que nous avons
développé, sur un cas simple, afin de s’assurer de la robustesse et la rigueur de 'algorithme,
pour 'appliquer a I'identification d’autres modeles de comportement plus complexe ; d’autre
part, ce modele est simple et facile a identifier, donc il est naturel de passer par celui-ci avant
d’aller chercher d’autres modeles plus riches. Nous avons également identifié ce modele, en
adoptant I’hypothese d’homogénéité de I’essai de traction plane. Nous avons constaté que la
différence entre I'identification par I’approche homogene et I'approche inhomogene a partir
des courbes d’écrouissage en traction plane est tres significative au niveau des coeflicients
d’anisotropie, alors qu’elle est peu importante si nous comparons les courbes d’écrouissage
optimales pour chaque approche. Les coefficients d’anisotropie identifiés par la méthode
inverse présentent une meilleure approximation des coefficients d’anisotropie expérimentaux.
La validation de ce modele, en utilisant les coefficients d’anisotropie identifiés par la méthode
inverse, pour décrire le comportement d’autres essais (trajets de chargement), a montré que
ces coefficients permettent de prévoir d’une maniere relativement satisfaisante ’anisotropie
des courbes d’écrouissage en expansion équibiaxiale, alors qu’ils sont non représentatives
pour l'essai de cisaillement simple. Le deuxieme modele que nous avons identifié est le
modele isotrope transverse non associé. Son identification nécessite une courbe d’écrouissage
de l'essai de traction simple et deux coefficients d’anisotropie. Ces coefficients représentent
respectivement le coefficient d’anisotropie du critere plastique et le coefficient d’anisotropie
du potentiel plastique, qui est souvent identifié au coefficient d’anisotropie expérimental de
Lankford. Ce modele permet, généralement, de tenir compte a la fois de ['anisotropie de
la courbe d’écrouissage et de ’anisotropie des déformations plastiques. La validation de ce
modele est moins bonne pour prévoir d’autres trajets de chargement. Par conséquent, le
passage a d’autres criteres plus anisotropes que les deux modeles précédents est nécessaire.
Par la suite, nous avons identifié un modele associé basé sur le critere orthotrope quadratique
de Hill. Pour un état de contraintes planes, ce critere présente trois parametres d’anisotropie
indépendants. Afin d’identifier ces parametres, nous avons développé une stratégie qui consiste
a utiliser les courbes d’écrouissage des essais de traction hors axes et l'essai de traction
plane inhomogene. Nous avons constaté que les coeflicients d’anisotropie de ce modele de
comportement qui sont identifiés par la méthode inverse sont plus proches des coefficients
d’anisotropie expérimentaux que ceux identifiés par la méthode d’identification homogene.
Le modele de Hill avec plasticité non associée est identifié. Son identification nécessite une
fonction d’écrouissage, trois parametres d’anisotropie indépendants pour le critére et trois
autres parametres indépendants pour le potentiel plastique. La stratégie d’identification des
parametres du critére plastique que nous définissons est basée sur les courbes d’écrouissage
des tractions hors axes et la courbe expérimentale de la traction plane, alors que pour les
parametres du potentiel plastique, nous les identifions a partir des coefficients d’anisotropie
expérimentaux dans différentes directions par rapport a la direction du laminage. D’apres les
résultats obtenus, nous concluions que la forme quadratique du potentiel plastique, similaire
a la forme du critere est suffisante pour décrire "anisotropie des déformations plastiques.

Bien que les modeles quadratiques de Hill soient relativement faciles a identifier et utilisés,
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ils présentent moins de flexibilité que les criteres non quadratiques qui sont en évolution
continue. Néanmoins, les criteres classiques de Hill restent les criteres de base les plus utilisés
dans les codes commerciaux de calculs par la méthode des éléments finis. Ces codes sont
généralement plus ou moins ouverts pour intégrer d’autres criteres de plasticité.

En effet, dans notre code maison de calcul par la méthode des éléments finis, nous avons
implémenté, sans difficultés majeures, un critere non quadratique de Barlat relativement
récent. Ce critere fait intervenir un coefficient supplémentaire m, généralement supérieur a 2
et qui dépend de la nature du réseau cristallographique du matériau. Ce modele de Barlat
qui a été développé pour décrire le comportement anisotrope des alliages d’aluminium et que
nous avons utilisé pour nos toles, permet en effet de tenir compte de la traction plane et de
I’anisotropie des déformations plastiques, c’est a dire de prévoir les coefficients d’anisotropie

expérimentaux pour au moins deux toles.

En général, dans les problemes d’identification des modeles, I’analyse de sensibilité para-
métrique est tres importante. Pour étudier I'influence de la variation des parametres d’aniso-
tropie sur la réponse de modeles de comportement identifiés, nous avons développé une nou-
velle méthode de calcul de sensibilité permettant de calculer la dérivée de la force de traction
simulée par rapport aux parametres d’anisotropie. Cette approche est semi-analytique, elle
découle d’une maniere systématique de lalgorithme que nous utilisons pour le calcul de
structures par éléments finis. Elle a "avantage d’étre aussi rigoureuse que la méthode de
sensibilité purement analytique et plus précise que la méthode des différences finies purement
numérique.

Nous avons, également défini et développé un indice de sensibilité permettant de classer
un ensemble d’essais mécaniques (la traction plane, I’expansion équibiaxiale, le cisaillement
simple ... ) selon leur sensibilité par rapport au coefficient d’anisotropie identifié d’un modeéle
de comportement donné. A partir de cet indice, nous pouvons déterminer quel est I’essai le

plus adéquat a partir duquel nous identifions, avec précision, quel coefficient d’anisotropie.

En conclusion, on peut envisager plusieurs perspectives du présent travail, afin de com-
pléter, voire améliorer les résultats obtenus.

Tout d’abord, le calcul par la méthode des éléments finis que nous avons effectué en petites
déformations est envisageable dans une formulation des lois de comportement en grandes
déformations. Quand aux criteres de plasticité, on peut envisager 'implémentation des critéres
récemment développés pour mieux tenir compte du comportement d’autres matériaux bien
anisotropes.

L’identification inverse que nous avons envisagée dans ce travail, peuvent étre effectuée
par l'utilisation d’autres méthodes d’optimisation du type gradient. Le calcul de sensibilité

développé ici, est d’une grande eflicacité dans la précision des parametres a identifier.

Finalement, ce travail présenté dans ce mémoire constitue une approche pour I'iden-

tification fine des modeéles de comportement & partir d’essais relativement complexes (des
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essais inhomogenes) et une stratégie d’identification qui pourra s’exploiter facilement dans la

détermination des coefficients d’anisotropie des toles destinées a I’emboutissage.
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IDENTIFICATION DES LOIS DE COMPORTEMENT
ELASTOPLASTIQUES PAR ESSAIS INHOMOGENES ET
SIMULATIONS NUMERIQUES

Auteur : Al KHALFALLAH

Résumé :

Le sujet de theése que nous abordons concerne l'identification des lois de com-
portement élastoplastiques anisotropes en vue de leur utilisation pour la simu-
lation numérique des procédés de mise en forme par déformation plastique de
toles minces métalliques d’emboutissage. Nous avons essentiellement contribué
a la définition et a la mise en oeuvre de stratégies et techniques d’identifi-
cation des lois de comportement & partir d’essais expérimentaux. Les essals
classiquement utilisés pour l'identification des modeles : la traction simple,
dans les axes et hors axes, la traction plane et le gonflement hydraulique (un
essai alternatif & I’essai d’expansion équibiaxée) sont présentés et analysés du
point de vue homogénéité des déformation pour aboutir a la relation contrainte-
déformation a partir des mesures globales force-déplacement. L’ identification
des modeéles de comportement a partir des essais inhomogénes nécessite une
simulation numérique couplée avec une méthode d’optimisation (méthode du
Simplexe) pour minimiser ’écart entre les résultats expérimentaux et la réponse
du modele calculée par une méthode d’éléments finis. Nous avons identifié des
lois de comportement élastoplastiques anisotropes avec écrouissage isotrope. Ces
lois sont basées, en particulier, sur le choix d'une ou deux fonctions ”contrainte
équivalente” définissant le critére de plasticité et le potentiel plastique(cadre
de la normalité non associée) ayant la méme structure que la fonction seuil.
Plusieurs critéres quadratiques et non quadratiques sont alors utilisés.

Nous avons développé une technique spécifique d’analyse de sensibilité des essais
par rapport aux différents parametres a identifier de la loi de comportement.
Cette technique est mise en oeuvre sur des exemples pratiques.

Mots clés :Identification, traction plane, Elastoplasticité, Anisotropie, Analyse
de sensibilité.

Abstract :

The subject of the thesis deals with the anisotropy elastoplastic constitutive
behavior law identification, in the aim of its use for the numerical simulation of
the metal sheet deep drawing processes. Essentially, we have contributed to the
definition and the application of constitutive behavior identification techniques
and strategies from experimental tests. The classical tests used for the identifi-
cation : Simple tensile test, in the axes and off-axes, plane tensile test and the
bulge test (as an alternatif of the equibiaxial test) are presented and analyzed
from the point of view of the deformation homogeneity to outcome to the
stress-strain relation from the globales measurements force-displacement.The
identification of the behavior laws from inhomogeneous tests needs numerical
simulation coupled with an optimisation procedure (simplex method) for mini-
mizing the difference between measured results and model responses calculated
by finite element method. We have identified anisotropy elastoplastic behaviour
laws with 1sotropy hardening law. These laws are based on the choice of the
constitutive functions ”equivalent stress” which defines the yield locus and
plasticity potential (non associated plasticity) that has the same form as the
yield function. Several quadaratic and non quadratic yield loci are then used.
We have developed a specific sensitivity analysis method of the tests in relation
to the identified behaviour law parameters. This method is applied on practical
examples.

Key Words :ldentification, Plane tensile test, Elastoplasticity, Anisotropy,
Sensitivity analysis.
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