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Résumeé

La simulation de procédés par ordinateur (Virtual Manufacturing) est un outil qui permet
aux entreprises d'améliorer leurs procédés et de réduire leurs cots sans avoir a
effectuer des essais sur leurs lignes de production. Pour que les simulations par
ordinateur soient utiles pour l'industrie manufacturiere de mise en forme, il faut qu'elles
modélisent correctement I'évoiution des matériaux lors des procédés de fabrication. Ce
travail a pour objet de développer un cadre de travail (“framework”) et un modéle qui
décrit correctement {a réponse mécanique du matériau et qui permet de connaitre
I'évolution de t'état du matériau déformé. Dans cette optique, une nouvelle formulation
élasto-viscoplastique unifiée est développée sur les bases des modéles physiques
existants. La formulation se distingue des modéles actuels par I'élimination du terme
d’adoucissement dynamique des lois d’évolution des variables internes. Le modéle est
tel que l'extraction des parameétres est simple et que chaque paramétre a une base

physique bien établie.

Le modele décrit le comportement du matériau comme étant la moyenne pondérée des
réponses mécaniques de chaque structure de dislocation. L'adoucissement dynamique
est obtenu par la transformation d'une structure a durcissement rapide (structure
planaire) en une structure a durcissement lent (structure cellulaire). L'état de chaque
structure de dislocation est décrit par deux variables internes, la contrainte inteme et la

contrainte de friction. L'alliage d'aluminium 1100 a été choisi pour valider le modéle et
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la technique de détermination des paramétres. Des simulations 3D par éiéments finis
ont été utilisées pour la validation du présent modéle. Le modéle correle bien des
essais de compression simple et des essais avec des variations subites de la vitesse de
déformation et il permet de décrire correctement {'influence de la température et de la
vitesse de déformation sur la contrainte d'écoulement plastique et sur le taux de

consolidation.

Contrairement aux modéles existants, le cadre de travail développé est tel que la
recristallisation dynamique et les transformations de phases peuvent étre directement
intégrées dans le modéle sans devoir en changer la formulation. Cet avantage est
particulierement intéressant pour modéliser les procédés de mise en forme, au cours du

quels des transformations de la microstructure ont lieu.
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Abstract

Computer simulations of manufacturing processes (also refers as “Virtual
Manufacturing”) are a tools that ailows industries to improve their processes and to
reduce their costs without having to rely on expensive trial-and-error iterations on their
production lines. For the metal forming industry, it is now necessary that computer
simulations model correctly the evolution of the materials during of fabrication processes
since in addition to the macrostructure (the geometry) of the product, the bulk
microstructure and residual stresses evoive during processing and are important to the
final customer. The aim of this project was to develop a framework and a model that
describes correctly the material mechanical response and allows the tracking of
material’s state. Thus, a new unified elasto-viscoplastic formulation was developed
based on already sound existing physical models. The formulation distinguishes itself
from current models by the elimination of the dynamic softening term found in the
intermal variables evolutionary laws. The model is such that the determination of the
parameters is simple because each parameter comes from fundamental well-
established physics. The model was implemented into a 3D fully updated lagrangian

finite element code (ABAQUS).

The modet describes the behavior of a material as being an average of the mechanical
behavior of each dislocation structures. Dynamic softening is obtained by explicitly

modeling the transformation from a high hardening rate structure (planar structure) to a
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low hardening rate structure (cellular structure). The state of each dislocation structure
is described using two intemal variables, the back stress (tensor variable) and the drag

stress(scalar variable).

The 1100 aluminum alloy has been chosen to validate the model and the parameter
determination technique. The three dimensional simulations have been carried out for
the validation of the present model. The result from the simulations of deformation
experiments showed that the model fits well simple compression tests and the tests with
sudden changes in the strain rate (strain rate jump). The model was also shown to
correctly describe the influence of the temperature and the strain rate on the plastic flow

stresses.

Contrarily to other models, the proposed framework is such that phenomena like
dynamic recrystallization and phase transformations can be directly integrated in the
model without having to change anything in the formulation. This advantage is
fundamental to model metal forming processes, where such transformations take place

and influence the final properties of the product.
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Liste des symboles

Conventions:

L'utilisation du point au dessus d’'une variable désigne la dérivée de celle-ci:

. _do
d=—2
dt

L'utilisation d’'une barre sous une variable signifie qu'elle est un tenseur du premier

ordre (un vecteur):

-

I

I
R )

~n

L'utilisation de deux barmres sous une variable signifie qu'elle est un tenseur du

deuxieme ordre:

<
I

L'utilisation de quatre barres sous une variable signifie qu'elle est un tenseur du

quatriéme ordre:
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L'utilisation d'une barre au dessus d'une variable désigne qu’elle est une valeur

effective. La définition des valeurs effectives sont décrites dans I'annexe A.

Liste des symboles:

Etant donné le trés grand nombre de variables utilisées dans ce travail et pour
conserver leurs significations dans leurs théorie respectives, le méme symbole peut
avoir plusieurs significations. La table suivante décrit la signification des symboles et la

théorie a laquelle ils appartiennent dans les cas de multiple définitions.

£ : Déformation total

e : Déformation plastique

€ : Déformation élastique
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XiX
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Chapitre 1 : Introduction

1.1 Mise en situation

Dans un contexte de globalisation des marchés et de liberalisation des échanges
commerciaux, les entreprises doivent utiliser tous les moyens qui sont & leur dispasition
pour maintenir cu ameliorer leur competitivité. De fagon générale, lindustrie
manufacturiere cherche a déterminer la méthode la plus efficace pour fabriquer des
produits de qualité a un co(t minimum, pour minimiser les temps de design et de
production. La simulation de procédés par ordinateur (Virtuai Manufacturing) est un
outil qui permet aux entreprises d'ameéliorer leurs procédés et de réduire leurs colts

sans avoir a effectuer des essais sur leurs lignes de production.

La simulation par ordinateur n'est pas une solution miracle a tous les problémes, c'est
un outil qui doit étre utilisé avec intelligence et discernement. Pour étre en mesure
d'obtenir des résuitats fiables, ia simulation doit décrire correctement les phénomeénes
physiques et les parametres de base des matériaux doivent étre déterminés avec
précision. Avec laccroissement continu des vitesses de calcul des ordinateurs, la
modélisation des procédés de fabrication, comme la mise en forme des métaux, est

possibie & prix raisonnable.



Pour modéliser les procédés de mise en forme, il est possible de diviser l'analyse en
trois parties. Premiérement, il y a I'analyse thermique qui décrit les échanges de chaleur
entre la piéce, les outils et I'environnement. L'analyse thermmique tient également
compte de la génération de chaleur dans la piéce due a ta déformation plastique et aux
transformations de phases. Deuxiémement, il y a 'analyse de contact qui décrit les
efforts qui résultent du contact entre les outils et la piéce. Finalement, I'analyse des
contraintes décrit le comportement mécanique de la pieéce (déformation élasto-
viscoplastique) et celui des outils (déformation éiastique). Les analyses thermiques
présentent des difficultés numériques, mais la description mathématique des
phénoménes physiques est bien établie. Dans le cas des analyses de contact,
beaucoup de recherche ont encore lieu et ies difficultés numériques sont énormes. Le
traitement des problemes spécifiques au contact n'entre pas dans le cadre de la
présente recherche, qui se concentre sur les modeles constitutifs décrivant le
comportement meécanique des matériaux. Les modéles constitutifs décrivant le
comportement élastique des matériaux sont bien connus, mais il n'existe pas de

formulation générale équivalente pour décrire ieur comportement plastique.

Les transformations intemes du matériau lors de la déformation plastique sont a l'origine
de la difficuité de modéliser correctement le comportement mécanique des métaux.
Cependant, si un modéle ne tient pas compte de ces transformations microstructurales,

il lui estimpossible de décrire correctement le comportement plastique des métaux.



Ce travail a pour objet de développer et d'implanter un modéle constitutif dans un code
d'éléments finis 3D afin de modéliser le comportement mécanique et ['évolution

microstructurale des métaux. La formulation de nouveau modeéle constitutif (MetForm®)

est fondée, dans !a mesure du possible, sur des mécanismes physiques bien établis.
Cette formulation est la contribution majeure de ce travail car elle differe des
formulations conventionnelles en introduisant une approche multi-structure/multi-phase.
MetForm® est un modéle général; il a été spécifiquement développé pour décrire le
comportement des métaux dans une large gamme de conditions possibles de mise en
forme. Cette approche contraste avec les techniques qui pronent l'utilisation de
modeles et de techniques numériques particulieres selon les conditions de mise en

forme.

L'utilisation d'un modéle général n'est toutefois pas sans inconvénients. Les systémes
d'équations a résoudre sont plus complexes et les paramétres du modéle sont
également plus difficites a obtenir que ceux des modeéles simples. Les avantages sont
néanmoins importants: les résultats sont plus prés du comportement du matériau et

permettent de prédire les propriétés mécaniques finales avec plus de précision que les

modeles traditionnels.



1.2 Objectifs du projet

Le projet peut se diviser en six grands objectifs:

i)

ii)

iii)

vi)

Montrer les faiblesses des modéles existants.

Développer un nouveau modéle constitutif (MetForm®) qui décrit

adéquatement le comportement plastique des matériaux tout en respectant
dans fa mesure du possible les mécanismes physiques de la déformation

plastique.

Déterminer les méthodes expérimentales pour obtenir les paramétres de

MetForm®.

Développer une technique numérique permettant d’'accélérer les temps de

calcul.

Implanter MetForm® dans le logiciel d'éléments finis ABAQUS.

Valider MetForm® avec un alliage afin vérifier si le modéle permet de

reproduire des comportements compiexes.



1.3 Méthodologie

Dans un premier temps, les différents modéles existants seront analysés afin de mettre
en évidence leurs composantes communes. Les forces et les faiblesses de ces modéles
seront également discutées. Une bréve description de la théorie de la plasticité et de
ses relations avec les structures de dislocations sera faite pour en arriver a la
formulation d’'un nouveau modéle constitutif. Par la suite, la méthode pour abtenir les
paramétres sera décrite et sera appliquée a I'alliage d'aluminium 1100. Finalement, des
simulations réalisées avec le logiciel d’éléments finis ABAQUS seront utilisées pour

vérifier la capacité du modéle a décrire le comportement des matériaux.



Chapitre 2: Revue de la littérature

Il y a deux grandes approches pour modéliser le comportement des métaux, les
modéles rigides-plastiques et les modéles élasto-viscoplastiques!'. Bien que les deux
approches soient présentées, lauteur insiste plus particulierement sur la théorie des
modeéles élasto-viscoplastiques, puisqu'il privilégie ce type de modéle pour la
modélisation du comportemnent meécanique des métaux dans les procédés de mise en

forme.

2.1.1 Les modeéles rigides-plastiques

Tout comme les modéles élastoc-viscoplastiques, les modéles rigides-plastiques sont
basés sur une loi d'écoulement qui permet de déterminer la réponse mécanique du

matériau.

Dans le cas des modeéles rigides-plastiques, la déformation élastique est négligée et la

déformation totale se résume a la composante plastique:

p Eq. 2-1

e
i\
1y}

Les lois d'écoulement rigides-plastiques isothermes sont des équations qui relient le
tenseur de contrainte déviatorique & la déformation totale. La loi d'écoulement peut

prendre plusieurs formes, les plus courantes étant les suivantes:



s=K,(v8§) ¢ Eq. 22
s=K,(E) ¢ Eq. 2-3
s=K,(v3 ‘E)"'"(E "¢ Eq. 2-4

ou g,g" sont respectivement les tenseurs de déformation totale et plastigue. s estle

tenseur de contrainte déviatorique et € est la déformation effective. Toutes les
définitions des déformations et des contraintes effectives sont présentées en annexe A.

Finalement K,,K,,K,,m,n sont des parameétres qui dépendent de la température.

Les Eg. 2-2, 2-3 et 2-4 sont respectivement des formulations rigide-visco parfaitement
plastique, rigide-plastique et rigide-viscoplastique. L'Eq. 2-2 est appelée la loi de
Norton-Hoff et est la forme la plus utilisée, surtout pour les défommations a chaud. La
déformation effective est utilisée dans les Eq. 2-2 et 2-3 comme variable inteme pour
modéliser le durcissement isotropique. [l est possible de constater que I'on doit imposer
artificiellement l'incompressibilité plastique car la déformation totale n’est pas un tenseur

déviatorique comme la déformation plastique.

Les modeéles rigides-plastiques sont intéressants pour deux raisons: la simplicité des
mesures expérimentales de leurs paramétres et leur efficacité dans les codes
d'éiéments finis. 1| est cependant important de mentionner que ce type de modele

permet difficilement d'expliquer certains comportements observeés, soit:



- le fluage;
- l'effet Bauchinger;
- les boucles d'hystérisis;

- les deéformations élastiques (retour élastique).

Plusieurs auteurs constatent que les modeéles rigides-plastiques ne permettent d'obtenir
qu'une solution grossiére et que des formulations plus précises, comme celles des
modeéles élasto-viscoplastiques, sont nécessaires pour étre en mesure de décrire

correctement le comportement mécanique des métauxt®!

2.1.2 Les modeles élasto-viscoplastiques unifiés

Tous les modéles élasto-viscoplastiques unifiés sont constitués d'une loi d'écoulement

(Eq. 2-6) et des lois d'évolution des variables intemes (Eq. 2-7 et 2-8).

g=¢"+e"+e" Eq. 2-5

_é_p = W(_'é1l_§21...lé‘lA1iA2,-‘.IA"TI Y) E'q' 2-6



X, =E (s X, X, X, AvAs Ay T)
=X.2 =52(£'=x=|'§‘2l”.'_§_1'A1’A2'-"'A]'T) éq. 2.7
X =5(eX Ky K A e A T)
A1 61(27__&_11521"'véirApAzr"'rAlyT)
AZ ﬁz(ﬁ:é‘l:ézv'"l_&_‘lAvAgv”'vA[rT) Eq, 2.8
A 08K KK A AT

ou £,£% £%¢" sont respectivement les tenseurs de déformation totale, élastique,

m

plastique et thermique. s,T,Y sont respectivement le tenseur de la contrainte

deviatorique, la température et la iimite élastique. éjg_zé sont les i variables

intemes tensorielles et A1,A2,---,Ai sont les j variables internes scalaires. Finalement,

w(), £, €20, &0, 940),9,0.--.9;() sontdes fonctions qui varient selon le modéle.

La plupart des modéles se limitent généralement a deux variables intemes: la contrainte
inteme (“back stress”) et {a contrainte de friction (“drag stress”). Bien qu'il soit possible
d'en faire intervenir plusieurs, la complexité des essais pour déterminer les paramétres
des équations d'évolution de ces variables en limite le nombre. L'utilisation de deux
variables intemes est donc un compromis entre une bonne description de I'évolution de

I'état du matériau et Ia facilité de la détermination des parameétres.
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Les modéles faisant intervenir la contrainte interne comme variable inteme tensorielle et
la contrainte de friction comme variable inteme scalaire, sont généralement consitués
de la loi d'écoulement (Eq. 2-9), de la loi d'évolution de la contrainte inteme (Eq. 2-10)

et d'un loi d'évoiution de la contrainte de friction (Eq. 2-11).

& =¢(§,gK,T,Y)(g§ -2) Eq. 2-9
2 =f(QK)E -,(QK TL)Q-f(QK.T)Q Eq. 2-10
K= (QK)e? - 1,(Q T.e° K-, (K, T)K Eq. 2-11

Ou Q est la contrainte inteme, K la contrainte de friction, ¢() une fonction de
proportionnalité entre la contrainte effective et le taux de déformation plastique et f,, fs,
fa, fs, fs, s, fz sSONt des fonctions qui dépendent du modéle. Les fonctions f; et f5 sont
reliées au durcissement dynamique, f, et fs & 'adoucissement dynamique et f; et f; a

'adoucissement thermique.

Plusieurs auteurs ont fait d’excellentes revues de l'ensemble des modéles élasto-

viscoplastiques unifiés, les lecteurs désireux d'en connaitre davantage sur les

particularités de chaque modéle peuvent consulter ces articles®**\.
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2.1.3 Les faiblesses des modéles existants

Les faiblesses des modeéles existants sont principalement de deux ordres: les
paramétres des équations sont difficiles a obtenirt®” et la formulation des équations
d'évolution des variables intemes est complexe. Certains auteurs font intervenir des
termes complexes dans leurs lois d’évolution ®9*""l ajors que d'autres muitiplient le
nombre de variables intemes pour étre en mesure de décrire correctement le
comportement thermomécanique de métauxt'®. Dans les deux cas, la détemmination
des parameétres par des essais expérimentaux est trés complexe car il devient
impossible d’isoler les mécanismes. De plus, dans beaucoup de cas, il n'y a pas de
support physique aux variables utilisées. Puisque que la complexité de la mesure des
parametres est I'une des principales raisons de leur sous-utilisation dans I'industrie en

générale, certains auteurs simplifient leur modéle méme si la précision en est diminuée

[13,14]

La formulation de la loi d'évolution de la contrainte inteme est I'équation critique des
modeles existants, car celle-ci doit refléter la transformation du matériau avec la
déformation viscoplastique. Actuellement, trois types de termes sont utilisés pour
décrire I'évolution de la contrainte interne, soit: le durcissement dynamique,
I'adoucissement dynamique et I'adoucissement thermique. Le durcissement dynamique
et l'adoucissement thermique sont des mécanismes physiques dont la signification est
trés claire dans la « théorie des dislocations ». L'adoucissement thermique est relié aux

mécanismes thermiquement activés tels que le glissement dévié, la montée des
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dislocations, le glissement des joints de grains, ile fluage-dislocation, etc™. Le
durcissement dynamique s’explique par 'augmentation du nombre de dislocations et par

la diminution de leur parcours moyen.

L'adoucissement themmique ne peut expliquer la saturation de la contrainte et la
présence du deuxiéme stade de la courbe de contrainte-déformation (Figure 2-1). Dans
la litterature, I'adoucissement dynamique est utilisé pour expliquer la présence de ce

15.16]

stade! L'adoucissement dynamique serait le résultat du glissement dévié assisté

par la contrainte!™!,

>

(A

Figure 2-1 : Courbe da la contrainte en fonction de la déformation plastique

Pour déterminer la quantité d'adoucissement dynamique, les modeles font intervenir un
terme qui dépend soit de la contrainte interne soit de la déformation plastique dans la loi

d'évolution de la contrainte inteme. Bien que les modeles qui utilisent la déformation
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plastique décrivent correctement le comportement du matériau, l'utilisation de la
déformation plastique comme variable interne pose un probléme. Comme les
deformations totale et élastique, la déformation plastique est une variable externe.
Contrairement aux variables internes, comme la contrainte interme et la contrainte de
friction, la déformation plastique ne décrit pas I'état du matériau™”. Le méme montant
de déformation plastique peut produire différentes structures de dislocations. Les
variables intemes peuvent étre mesurées expérimentalement alors que la déformation
plastique accumulée ne peut étre déduite qu'a partir des variables intemes décrivant

I'état du matériau.

Les modeéles actuels décrivent bien le comportement des métaux et la majorité des
concepts de ces modéles sont récupérés dans la formulation MetForm®; la nouvelle
formulation doit toutefois étre plus simple et fondée sur les fondements physiques de la
deformation plastique. Dans cette optique, voici les grandes lignes du développement

de MetForm®:

- Le modéle devrait avoir une loi d’écoulement dont la forme sera déterminée par
les mécanismes physiques;

- Le madéle devrait avoir au moins deux variables intemes, scit la contrainte
inteme et la contrainte de friction;

- L'adoucissement dynamique ne devrait pas étre directement utilisé dans la

formulation des lois d'évolution des variables intemes.
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Chapitre 3: Formulation du nouveau modele
MetForm®

3.1 Les fondements théoriques

Le comportement plastique des différents métaux dépend de deux mécanismes!*®k
i) La fagon dont les dislocations sont générées et annihilées;

if) L'évolution des structures de dislocations.

La théorie classique propose une contrainte d'écoulement proportionnelle a la racine

19]

carrée de la densité de dislocations, quelle que soit leur structure! Ainsi la cission

réduite t s'écrit:
v2 -
T=T,+0ubp Eq. 3-1
ou 1o est la cission critique pour metire en mouvement les dislocations, a un facteur de

proportionnalite, u le module de cisaillement, b e vecteur de Burgers et p la densité de

dislocations.
Des théories plus récentes formulent la cission réduite de la fagon suivante!"

=1, +f(v)ubp® Eq. 3-2
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ot f(v) est un facteur qui dépend de la structure de dislocations et v est le coefficient de
Poisson.

Par exemple pour une structure cellulaire:

_(1-v/2) (3 _—
f(v) = i) |n( bp"zJ Eq. 3-3

et pour une structure de Taylor (structure planaire):

(o) = — Eq. 34

8r(1-v)

L'Eq. 3-2 montre que la contrainte d'écoulement dépend d'une part, de la densité de

dislocations, c'est a dire de leurs fagons de se muitiplier et s’annihiler (i) et de f(v), un

facteur qui dépend de la structure de dislocations (ii).

A la lumiére de ces informations, on peut se poser la question s'il ne serait pas plus
simple de décrire le comportement des différentes structures de dislocations de fagon
indépendante. Le principe de similitude!"®*®! vient renforcer cette approche. Ce principe
stipule qu'une structure accommode une augmentation de la contrainte en se
contractant jusqu’a ce qu'elle ne soit plus en mesure d'accommader une contrainte plus
élevée. Ainsi les stades linéaires de [a courbe de contrainte-déformation sont
interprétés comme étant contrdlés par une structure de dislocations dans un état de

similitude (voir Figure 2-1).
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Par exemple, le premier stade de la courbe contrainte-déformation d'un acier 4340
normalisé® se termine a 0.2 de déformation environ (Figure 3-1). Cuddy et Bassim®™
rapportent 'apparition de structures cellulaires pour des déformations supérieures a
0.18. Dautre part ils constatent que la structure cellulaire atteint un équilibre pour des
déformations situées entre 0.4 et 0.5, ce qui correspond approximativement au début du
deuxiéme stade linéaire. Il serait donc permis de croire qu'il existe une relation directe
entre les changements des stades linéaires et la transformation des structures de

dislocations. La Figure 3-2 montre les micrographies des structures de dislocations

associées a différentes déformations plastiques.

Le principe voulant que chaque structure de dislocations posséde son propre
comportement constitutif est a la base de la formulation du modéle proposé. Ainsi la
courbe de contrainte-déformation & deux stades d'un polycristal sera modélisée par
deux structures de dislocations. Le premier stade est contrdlée par une structure a
glissement planaire et le deuxiéme stade, par une structure cellulaire (figure 3-3). Entre
ces deux stades ont obtient un mélange de structures, c'est-a-dire un mélange

d’arrangement planaire et cellulaire en accord avec les observations (figure 3-1 et 3-2).
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Figure 1-2 : Micrographies des structures de dislocations d'un acier 4340 pour (a)e=0.0 (bJe=0.12
(c)e=0.18 (d)e=0.30 (e)e=0.4 (fe=0.7"
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3.2 La formation des structures de dislocations

Chaque type de structure de dislocations a un comportement mécanique qui lui est
propre. Avant de décrire formellement le modéle constitutif de chaque structure, il faut
déterminer la refation qui contrdle la formation de ces structures. Par exemple, puisque
la formation d'une structure cellulaire est liée au glissement dévié, il est donc nécessaire
de déterminer une fonction qui permet de le quantifier. Cette fonction permettra de
déterminer I'apport a la réponse mécanique du matériau du mécanisme de déformation

associé a la structure planaire et de celui associé a la structure cellulaire.

La revue des théories actuelles n'a pas permis d'identifier clairement une loi pour
décrire la formation de la structure cellulaire. Des recherches fondamentales pourraient
étre faites pour identifier une telle loi, mais ceci sortirait du cadre de ce travail. Méme si
la forme n'est pas connue, il est clair que cette ioi devrait tenir compte de la contrainte
et de ia vitesse de déformation, les deux facteurs qui influencent le plus le glissement

dévié. Voici la formulation proposée pour évaiuer la fraction de structure cellulaire:

N 2)'
f=1—et°‘ Eq. 3-5
avec

o, =B(") Eq. 3-6
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ici B, ¢ et v sont des constantes pour une température donnée et Q est la contrainte

inteme effective. Q, représente I'énergie de déformation (par unité de volume) critique
pour la transition structure planaire a structure cellufaire.
Avec I'Eq. 3-5, il est possible d'évaluer la proportion des mécanismes associés aux

structures planaires et cellulaires qui contribuent a la réponse mécanique du matériau

pour des valeurs de la contrainte inteme et de la vitesse de déformation connues.

A
(9)
annsmorennaN I A S
Structure Cellulaire
Structure Cellulaire
+
Structure a
Glissoment Plannaire
4
\ -

\ :

Structure 3
Glissement Plannaire

Figure 3-3 : Courbe contrainte déformation, représentation des structures de dislocations
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3.3 Le modéle constitutif d’une structure de dislocations

Le modeéle constitutif élasto-viscoplastique proposé décrit la réponse mécanique de
chaque structure de dislocations. La réponse globale du matériau est obtenue par la

moyenne pondérée des réponses des structures.

3.3.1 La loi d’évolution de [a contrainte interne et de la contrainte de
friction

A partir de 'équation d'Orowan'"™ qui exprime I'évolution de la contrainte inteme on a:

dQ = (‘—3—9-] de® +(_a_g) dt Eq. 3-7
a£ ta ¢ a
p
@_ = [@_] _d‘°'_+(a_Q) éq_ 3-8
dt aE ta dt at °a

A partir de 'Eq. 3-8 il est possible de écrire la loi d’évolution de la contrainte interne pour
une structure de dislocations:

. — o) .
2=h.§-an"“‘(£--_;—_‘-9°) Eq. 3-9

on notera que les coefficients h,a,Q°%,m sont des constantes qui varient en fonction de
la température pour chaque structure de dislocations. Cette formulation exclut

volontairement le terme d’adoucissement dynamique pour les raisons mentionnges
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précédemment et le terme d’adoucissement thermique est dérivée de celui utilisé par

K.P. Walker™® dans [a formulation de sont modeéle élasto-viscoplastique.

La contrainte de friction d'une structure de dislocations est constante par rapport a la

déformation, i.e.

K=K° Eq. 3-10
la constante K° varie en fonction de la température pour chaque structure de
dislocations.

On constate que les formes décrivant I'évolution des variables intemes sont simples car
elles décrivent ce qui se passe pour une structure donnée. Chaque structure (planaire
ou cellulaire) est relié a une série de coefficients qui lui est propre, c’est-a-dire h, a, m,

Q et K°.

3.3.2 La loi d’écoulement plastique

La loi d’écoulement peut prendre plusieurs formes, selon les mécanismes qui contrdlent

la déformation plastique. Ces mécanismes sont divisés en cing grandes catégories®'k:
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i) Déformation idéale:

T
=on —_— —

il t”,,, Eq. 3-11
¥y=0 —<—

rou

ol " est la contrainte théorique de cisaillement et i le module de cisaillement.

ii) Glissement des dislocations:

Y—‘-Yo'e —>— .
B Eq. 3-12
TR

ou t4,AF K, T,v, sont respectivement la limite d'élasticité, I'énergie libre de Helmholtz,

la constante de Boltzmann, la température et une constante de la loi exponentieile.
Si le glissement est contrdié par des obstacles discrets faibies:

0.2-ub’ < AF et u—:cco Eq. 3-13

Si le glissement est contrdlé par des obstacles discrets forts:

AF <2ub® et 1, <MT? Eq. 3-14

Si le glissement est contrdlé par l'interaction entre les dislocations:
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AF = 0.1 ub®

T, = ub,/;

Eq. 3-15

ou p est la densité de dislocations. Dans ce demier cas ¢, c'est a dire la distance
moyenne entre les obstacles, est relié a la densité de dislocations | ¢ =T mais

p
pourrait également étre relié a |a taille des cellules ou a la taille de grains par:

D .
£=D° ou {=—=% Eq. 3-16

ou D.,D,,g sont respectivement la taille des cellules, la taille de grains et le rapport

entre e parcours moyen libre des dislocations et leur espacement. Dans le cas des

structures cellutaires g = 251", Dans le cas ol Zest relié a la taille de grains, les

relations pour décrire g ne correspondent pas avec les observations (il y a beaucoup

d’incertitude sur g).

ili} Maclage:

Eq. 3-17

au y,, AF,, 7, sont respectivement une constante de la loi exponentielle, I'énergie

libre de Helmholtz et la limite d'élasticité.
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iv) Fluage-dislocation:

. ADub(t
y=—=—{—
KT il .
. Eq. 3-18
D, =D, +10[ £ | 2D
p/ b

ou Dy, a,, D sont respectivement le coefficient de diffusion du réseau, la section de

diffusion d'une dislocation et le coefficient de diffusion volumique

v) Fluage-diffusion:

. 421Q
Y kTDZ )
Eq. 3-19
D, =D, + 20 )
ot v D

ou Dy, Q, Dy, & et A, sont respectivement la taille de grains, le volume d'interaction

atomique, le coefficient de diffusion frontiére, I'épaisseur de diffusion d’un grain et une

constante de la loi de puissance.

Pour étre en mesure de faire le lien entre les lois d'écoulements macroscopiques et les
mécanismes de déformation, les différentes constantes sont regroupées a l'intérieur de

chaque équation.

Premiérement, dans le cas des mécanismes controlés par le glissement des
disiocations et pour ceux contrdlés par le maclage, il est possible de reformuler les Eq.

3-12et 3-17:
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_AF{FL] S ]
7=1,-e " =y, e g™ =A™ Eq. 3-20

o i .
Enposant t=— et 7=+3¢",
p \/—3- Y

pour le glissement de dislocation et le maclage, 'Eq. 3-12 et 3-17 deviennent:

= A,eB.E Eq. 3-21

pour le fluage-dislocation, I'Eq. 3-18 devient:

N g ) )
e =A, — Eq. 3-22
Z(EIJ-J q

et pour le fluage-diffusion, 'Eq. 3-19 devient:

. c
e =A— .
3[J§u ) Eq. 3-23
A partir de la loi de Prandlt-Reuss:
;p
g =E3 Eq. 3-24

et en lui introduisant la contrainte inteme, I'Eq 3-24 devient:
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Eq. 3-25

m

]
| o

™

ou

T="s- Eq. 3-26

N w
%)
(ke

En remplagant €° de I'Eq 3-25 par les Eq. 3-20, 3-21 et 3-22 les lois d'écoulement

tensorielles se réécrivent respectivement:

Pour le glissement de dislocation et le maciage:

af
L Eq. 3-27
= z _
Pour le fluage-dislocation:
T Y
uen
RO ST A Eq. 3-28
= Z ==
Pour le fluage-diffusion:
z
o _\Y3) o Eq. 3-29
= Z =
avec
AR
KT -
A =S et aF £q. 3-30




28

et
Aub 10 (Z) a,D
A, = D,+—=|—| == et n,=n Eq. 3-31
Y BN ) ku) b? ?
et
A, = 429‘/25” D, + ™0, Eq. 3-32
kTD? D,

Les lois d'écoulement (Eq. 3-27, 3-28 et 3-29) sont fondées sur le mécanismes de
déformation plastique. Pour déterminer quelle loi doit étre utilisée, il est possible de
choisir celle qui permet mieux coméler le comportement du matériau ou d'utiliser les
cartes des mécanismes de déformation (“deformation mechanism maps”) pour

déterminer leurs respectifs domaines d'application.

MetForm® est un modéle ol la limite élastique n'est pas définie, les déformations

plastique et élastique sont donc possibles dés qu'un chargement est appliqué. Dans la
zone élastique de la courbe contrainte-déformation, la plasticité est faible par rapport &

la déformation élastique. Pour I'Eq. 3-27, le mécanisme de déformation plastique n'est

. e z To | .
pas défini pour des contraintes inférieures a la limite élastique ( 7 < -u"—J il est alors
i

impossible de I'utiliser dans notre modeéle. Voici trois méthodes pour modifier 'Eq. 3-27

afin de la rendre compatible & la formulation de MetForm®:
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i) Modifier Eq. 3-27 pour que la vitesse de déformation plastique soit nulle pour une

contrainte nulle:

& = — z Eq. 3-33
= z =
i) Utiliser une formulation “Power law breakdown™:
T Y\
g’ S‘Eﬁ z <S8, )
= z = 1} > Eq. 3-34
8 z
S.uv3 =
gp = Aie _z_ 2 —_> Sc

ou S, est la contrainte a laquelle il y a une transition entre les mécanismes décrits par la

loi de puissance et la loi exponentielle, le “Power law breakdown™:

iii) Utiliser une formulation en sinus hyperbolique:

)Y
As(sinh(Ba——D
3 ,
& = _mB)) Eq. 3-35
= Z ==
ol
N, =n,B, =2t et A,=sr-2dh Eq. 3-36
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La formulation en sinus hyperbolique n'a aucun fondement théorique, ce n'est qu'un
outil mathématique pour obtenir une transition entre la loi de puissance et la loi
exponentielle. En effet, pour des contraintes faibles, le sinus hyperbolique se réduit en
une loi de puissance et en une loi exponentielle pour des contraintes élevees. Plusieurs
auteurs ont constaté que cette formulation corréle assez bien avec les résultats

expérimentauxt?'?2,

Il est important de constater qu'aucun parameétre des lois de fluage ne dépend des
variables intenes. |l est donc probable que la variation de la contrainte de friction soit
faible pour les matériaux dont les mécanismes de déformation sont associés a une loi
de puissance. Dans le cas de la loi exponentielle (glissement des dislocations et
maclage), le parameétre t, agit comme une variable inteme; I’Eq. 3-37 est alors une
représentation de la contrainte de friction. Dans le cas du fluage dislocation et du
fluage diffusion, Ia contrainte de friction est respectivement décrite par les Eq. 3-38 et 3-

39.

K=""T Eq. 3-37

K= Y3 Eq. 3-38

K = M3u Eq. 3-39
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L'objectif du développement présenté ci-dessus est qu’il permet de comprendre
linfluence des parametres microstructuraux sur les lois d'écoulement. On notera que
les constantes de ces lois ne sont pas obtenues a partir des Eq. 3-30, 3-31, 3-32 et 3-
36, mais sont estimées directement par des essais expérimentaux pour augmenter la

fiabilité des calculs.

3.3.3 La relation constitutive des déformations

La déformation plastique est reliée a la déformation totale par:

g_(32.4-211)gét '
gf=e- Eq. 3-40
Notons que cette équation peut étre réécrite sont la forme suivante:
- p . . P 1 =
g =(Me +2ue-6)— Eq. 3-41
= = = = 2“-

ou €& est la composante déviatorique de la déformation totale, u et A sont les deux
constantes de Lamé, ¢, est le premier invariant de la déformation totale et [ le tenseur

identité. La démonstration de I'Eq. 3-40 est décrite en annexe A.
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3.3.4 La formulation multi-structure

Le comportement global du matériau est relié au comportement de chacune des i

structures par les relations suivantes:

E=¢ Eq. 3-42
n »
§= X9, Eq. 3-43
I
- n - -
Q=3 XQ Eq. 3-44
T =
n pa
K=Y X K, Eq. 3-45
=1
ol X; est la fraction de la i*™ structure.

Ce qu'il faut noter dans le comportement multi-structure proposé, c'est I'hypothése que
les structures subissent le méme champ de vitesse de déformation. Cette hypothése
entraine des niveaux de contrainte différents dans chacune des structures, mais permet
de garantir la compatibilité géomeétrique entre les structures. Pour améliorer la
convergence numérique il est possible d'introduire une correction du type Eshelby®®,
qui tient compte du fait qu'il ne peut pas y avoir de discontinuité de contraintes et qu'un

champ de contraintes supplémentaires (“mismatch stress field") vient s’additicnner pour

maintenir la compatibilité des champs de contraintes entre les structures®!.  Cette
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correction est nécessaire lorsque la déformation plastique est faible, mais négligeable

aux grandes déformations.



Chapitre 4: Mesure des parameétres
microstructuraux

Pour déterminer les constantes du modéle associées a chacune des structures du
matériau, deux types de tests sont utilisés: des essais de traction/compression et des
essais de relaxation. Les mesures décrites dans cette section doivent étre réalisées

pour différentes températures.

4.1 La loi d’écoulement et la contrainte de friction

La détermination des parametres de la loi d’écoulement plastique et celle de Ia loi
d'évolution de la contrainte de friction de chaque structure sont reliées et seront traitées

conjointement dans cette section.

L'algorithme de Levenberg-Marquardt® peut étre utilisé pour déterminer les parametres
de la loi d'écoulement, qu'elle soit exponentielle, de puissance ou en sinus
hyperbolique.  Cet algorithme itératif permet d'optimiser les paramétres afin de
minimiser I'erreur entre une loi et les résultats expérimentaux. Si la fonction peut étre
réduite a une relation linéaire, comme dans le cas de la loi de puissance et de la loi
exponentielle, une simple régression linéaire est alors utilisée. La loi d’écoulement est
choisie selon le mécanisme de déformation connu ou en cherchant celle qui pemmet la

meilieure corrélation avec les résultats expérimentaux (si le mécanisme est inconnuy.
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Pour déterminer la contrainte de friction, on recherche la contrainte la plus faible pour
mettre en mouvement et/ou multiplier les dislocations dans le matériau. Pour
détemminer cette contrainte, une vitesse de déformation de 10°s™ a été arbitrairement
choisie car elle est bien inférieure aux vitesses généralement rencontrées dans les
procédés de mise en forme. Ainsi, la contrainte d’écoulement plastique a cette vitesse

est considérée comme étant une représentation de la contrainte de friction.

La contrainte de friction de la premiére structure est facile a déterminer puisque la
contrainte interne du matériau étant initialement nulle, la limite élastique d'un essai
uniaxial de compression peut étre directement utilisée pour évaluer la contrainte de

friction.

La contrainte de friction de la deuxiéme structure est plus difficile & évaluer car il faut la
différencier de la contrainte inteme. Lorsque I'on déforme le matériau pour obtenir la
deuxiéme structure, la contrainte interne devient non nulle et modifie la valeur de la
contrainte d'écoulement. Pour discerer la contrainte de friction de Ia contrainte interne,
on effectue une traction aprés l'essai de compression®; |a différence entre les
contraintes d’écoulement correspond alors & deux fois la valeur de la contrainte interne

(Figure 4-1), c'est a dire égala Ac /2, ou:

AC=0,-0, Eq. 4-1
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Si la contrainte interne est nul, la demi-différence entre la limite élastique en tension et

la limite en compression est égale a zéro:

si =0 =»2%-¢ Eq. 4-2
2
Si la contrainte inteme est non nul, la demi-différence entre la limite élastique en tension

et celle en compression est égale a la valeur de la contrainte interne:

si Q>0 =>%‘-= Eq. 4-3

L'évaluation exacte de o et o, est la principale difficulté de cette technique®. Pour

éviter la relaxation thermique de la contrainte interne lors du changement de direction
durant I'essali, la vitesse de déformation doit étre assez grande. Mais si la vitesse de
chargement est grande, il faut alors tenir compte des effets de la vitesse de déformation

sur la contrainte d’écoulement.
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Figure 4-1: schéma d'un essai de compression suivi d’un essai de traction
La forme générale de la loi d'écoulement est ia suivante:
€=9()2 Eq. 4-4

ou @() peut prendre une forme exponentielle, de puissance ou de sinus hyperbaolique.

Pour illustrer la méthode de détermination des parameétres, nous utiliserons la loi de

puissance; la loi d'écoulement s'écrit donc:

=sN
e
P=n? 3 Eq. 4-5
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ou A et n sont les paramétres de la loi d’écoulement et K la contrainte de friction de la

structure.

Dans le cas d’un essai uniaxial, 'Eq. 4-2 se résume a:
n
&P = A(-—] Eq. 4-6

Les limites élastiques sont utilisées pour déterminer les paramétres de la loi
d'écoulement et la contrainte de friction de la premiére structure puisque dans ce cas
Z = o (i.e. la contrainte interne initial est nul). Les paramétres sont déterminés a partir
de I'équation suivante:

N o_ n .
e-%i: A(?’) Eq. 4-7

ol oy, est une contrainte pour laquelle la valeur de la contrainte inteme est négligeable
avec une déformation plastique suffisamment élevée pour que les valeurs mesurées
soient précises (ex. 2 % de déformation). Dans le cas de la loi de puissance,

I'optimisation se résume & une régression linéaire de I'équation suivante:
¢ .
lo%é-—E"—J =log(A) —n-log(K)+n-Iog(o'v) Eq. 4-8

Il est important de noter que A et K sont dépendants et que n ne peut prendre qu'une
seule valeur. Il existe toutefois une infinité de combinaisons de A et K qui permettent de
corréler avec les résultats expérimentaux. Selon I'Eq. 3-18, la loi de puissance ne fait
intervenir que deux parametres. L'utilisation de trois paramétres n'est pas une

nécessité mais permet de garder une homogénéité, dans la formulation des lois
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d'écoulement. Pour trouver ces trois paramétres, il faut donc passer une étape

intermédiaire, soit:
e ,
Iog(é - —E"—) =log(A’) +n-log(s, ) Eq. 4-9

La valeur de la contrainte pour une vitesse de déformation de 10" est trouvée avec I'Eq.
4-9, cette contrainte est égale a la contrainte de friction. Les valeurs de n et de K sont

alors utilisées dans I'Eq. 4-8 pour déterminer A.

La méme procédure est utilisée pour déterminer les paramétres de la loi d'écoulement
de la deuxiéme structure, mais la valeur de la contrainte interne doit, dans ce cas, étre

préalablement déterminée avec un essai de compression/tension. On a alors:

.G, c,-QY .
e S Eq. 4-10

et

log(é - %J =log(A) - n-log(K) +n-log(c, - Q) Eq. 4-11



4.2 La loi d’évolution de la contrainte interne

4.2.1 Le terme de durcissement dynamique

Avec des essais de compression ol € est trés grand, les effets de I'adoucissement
thermique peuvent étre négligés et les effets du terme de durcissement dynamique s’en

trouvent isolés.

De la loi d'écoulement de [a contrainte interne, on a:

oQ | o Eq. 4-12
at 3t @
ou
oQ | o aQ 3
t ot s’ |
De I'Eq. 3-26 On obtient
2 .
ds =§(d£+dg Eq. 4-14
et que
L=1(Kg") Eq. 4-15

on a dX =0 si la contrainte de friction et la vitesse de déformation plastique sont

constantes. Dans ces conditions, 'Eq. 4-14 se résume &:
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dQ Eq. 4-16

o
173
1

Wi

Or Pour un essais uniaxial 'Eq. 4-16 et 4-13 deviennent:

do=dQ Eq. 4-17
0 3Q .
§=Ep— Eq. 4-18

En substituant 'Eq. 4-17 dans Eq. 4-18 on abtient alors:

do _

P Eq. 4-19
£

Le parameétre h est déterminé pour les deux structures a I'aide de la pente de la courbe
contrainte-déformation plastique. Ce sont les deux stades linéaires qui sont utilisés

pour déterminer chacune des ces pentes (voir Figures 2-1 et 3-1).

La précision de celte mesure est limitée de deux fagons. Premiérement, les essais
expérimentaux étant réalisés a déformation imposée, la déformation plastique n'est
donc pas réellement constante. Deuxiémement, si le premier stade est trés court ou si
le deuxiéme stade linéaire n'est pas complétement atteint, alors les paramétres sont

difficiles a évaiuer.
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4.2.2 Le terme d’adoucissement thermique

Avec des essais ou & tend vers O, les effets du terme de durcissement dynamique

peuvent étre négligés et les termes d'adoucissement thermique sont isolés. La loi

d'évolution de la contrainte inteme devient alors:

. — Q .
Q=a. Q""‘(Q -én") Eq. 4-20
— 3 E— Q
Dans un cas uniaxial, 'Eq 4-19 se résume a:
Q=aQ™'(Q-Q° Eq. 4-21

Ity a deux possibilités; m=1 et m=1.
i) Cas ol m=1
En intégrant les deux cotés de I'Eq. 4-20, on obtient

a t
[ 9@ [a-t Eq. 4-22
a™ (Q -Q ) b

et la solution de I'équation différentielle est:

-0, =a-at Eq. 4-23

d'ou



|n((%zm——%] =a- At Eq. 4-24
En posant:
AQ=(Q™-Q) et AQ™=(Q™-Q,) Eq. 4-25
on peut écrire:
(Q-Q%)=(Q-Q™ +Q™ -Q°)=-AQ" +AQ Eq. 4-26
et 'Eq. 4-27 devient alors:
In( Ai‘; - 1) =a-At Eq. 4-27

En supposant que seul la contrainte interne peut relaxer lors de I'essai, le changement

de contrainte est alors directement associé a la relaxation de la contrainte inteme, et:

AQ=Ac et AQ™ =Ac™ Eq. 4-28
L'Eq. 4-26 devient donc:
A .
In ~-1|=a- At Eq. 4-29
(AGS“ J a

Si la contrainte inteme initiale est connue, alors Q2° est obtenu a partir de:
Q' =Q™ _Ac™ Eq. 4-30

On obtient ainsi a et Q° pour chacune des structures avec des essais de relaxation,

comme le montre la Figure 4-2.
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Figure 4-2 : Essais da relaxation
i) Cas oum = 1
Ona:
|+
I —— dQ —=-a- t Eq. 4-31
g Q7H(Q-Q°)
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La méthode de détermination des paramétres est la méme que pour m=1, sauf que l'on
doit utiliser l'intégration numérique et trouver la solution d'un systéme non-linéaire (2x2)

pour obtenir a et m pour chacune des structures (Q° est déterminé avec I'Eq. 4-29).

4.2.3 Transformation des structures

L'évaluation des paramétres de I'équation qui détermine la proportion des mécanismes
associés aux structures de dislocations, se fait en comparant la courbe de compression
expérimentale avec les résultats générés par le modéle. Poury arriver, il faut simplifier
ce demier. Ainsi, en supposant que la vitesse de déformation plastique est constante,
on a, dans un cas uniaxial, que Ia contrainte ne dépend que de la variation des variables

intemes et se résume a:
=0, +H Eq. 4-32
ol oo et H sont respectivement la limite élastique et le durcissement relié aux variables
intemes.
Le durcissement est caiculé de fagon incrémentale, soit:
dH =dQ + dK Eg. 4-33
avec:

dQ=[(1-f)-h, +f-h,]-d&* —

Eq. 4-34
{1-H-a,-Q™(Q-Q})-dt+f-a,-Q™(Q-q)-dt}

dK = Af- (K, -K,) Eq. 4-35
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et

ay
J

!
-
a2,

f=1-exp Eq. 3-5

ol f est la fraction de structure cellulaire et h,, Ky,a',m', Q%, h,, Ka, a2 m% Q%, sont

respectivement le coefficient de durcissement, [a contrainte de friction, le coefficient
d'adoucissement themmique, [es exposants d'adoucissement et les contraintes de

saturation de la relaxation de la premiére et de la deuxiéeme structure. < et v sont les
paramétres de la fonction de transformation que I'on recherche. € est lui-méme une

fonction faisant intervenir deux autres parameétres (B et c), c’est a dire:
Q,=B-(¢°) Eq. 36

Pour simplifier le traitement, les paramétres sont obtenus en deux étapes. On évalue

tout d'abord & et v pour différentes vitesses de déformation, vient ensuite la

détermination de B et ¢.

Avec ce modele simplifié, il est possible dutiliser Faigorithme d'optimisation de
Levenberg-Marquardt pour obtenir les paramétres & et v de la fonction de

transformation a partir des courbes de compression expérimentales. Les paramétres
sont déterminés pour différentes vitesses de déformation. Le parameétre v est considére

comme constant alors que ; varie en fonction de la vitesse de déformation. Les
différentes valeurs de ¢ obtenues sont utilisées pour déterminer les paramétres B et ¢

par régression linéaire, soit:
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logQ, =logB +c-loge® Eq. 4-36

La procédure de détermination des paramétres se résume donc a:

i)

i)

Déterminer les parameétres de la loi d'écoulement (A, et n,) et la valeur de Ia
contrainte de friction {K,) de ia premiére structure a [l'aide des contraintes
d’écoulement obtenues a partir des courbes de compression pour différentes

vitesses de déformation.

Determiner {a valeur des coefficients de durcissement de la contrainte inteme (h,

et hy,) pour les deux structures a partir d'une courbe contrainte-déformation

plastique.

Déterminer la valeur de la contrainte interne au moment ou la transformation de
la premiére a la deuxiéme structure est terminée lors d'une traction (précédée
d'une compression). Une fois cette valeur déterminée, la méthode utilisée pour
la premiére structure est appliquée a la deuxiéeme afin d'évaluer les paramétres

de la loi d’écoulement (A et ny) et la contrainte de friction (K5).

Déterminer la valeur des paramétres du terme de relaxation de la contrainte

inteme avec des essais de relaxation sur la premiére structure (a,,m,,Q°) et la

deuxiéme structure (a,m,2%).
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v) Détermminer les parameétres de la fonction de transformation (v,B,c) avec

successivement, une optimisation a partir des courbes de compression et une

régression linéaire des valeurs de & en fonction de la vitesse de déformation.
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Chapitre 5: Validation des approches proposées

Cette section a pour objet de valider le modéle ainsi que [a procédure élaborée pour
I'évaluation des parameétre microstructuraux nécessaires au modéle. En premier lieu,
les paramétres du modéle sont déterminés a partir de courbes de compression. En
second lieu, I'écoulement plastique est modélisé pour diverses conditions et les
résultats des simulations numériques sont comparés avec les résultats expérimentaux.
Sont finalement présentées, les capacités du modéle a pouvcir tenir compte des

phénomeénes de transformation de phases.

5.1 Détermination des paramétres de ['alliage d’aluminium
Al1100

L'alliage d'aluminium Al1100 a été choisi parce qu'il existe des données fiables dans la
littérature qui permettent une caractérisation partielle de I'alliage. Les données ont été
tirtes d'une étude la modélisation de forgeage a haute température ou l'auteur utilise
I'aluminium 1100 pour valider son modéle 8. Différentes courbes de compression (au
nombre de 24), vitesses de déformation (1.0, 0.1, 0.01, 0.001 s™") et températures (300,

350, 400, 450, 500, 600 °C) seront utilisées pour caractériser les paramétres de
MetForm®. Les échantillons utilisés par Brown et al.?! ont été usinés a partir de barres

extrudées puis recuits avant les essais. La compaosition de I'alliage est décrite dans le
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Tableau 5-1 et les courbes de compression sont présentées a la Figure 5-1. Les
courbes montrent le comportement du matériau pour différente température et vitesse
de déformation, en effet la contrainte d'écoulement augmente lorsque la température
diminue et lorsque la vitesse de défommation augmente. Une étude plus approfondie de
des phénomeénes physiques causant causent ces effets sera réalisée dans la prochaine

section.

Tableau 5-1 : Composition de I'afliage d’aluminiurmn 1100

Elément Composition
(w%)
Al 99.72
Fe 0.16
Si 0.08
Ti 0.03
\' 0.01

Les données disponibles dans la littérature étant limitées a de simples courbes de
compression, certains parametres du modele ne peuvent étre déterminés. Ainsi,

certaines approximations ont di &tre faites afin de caractériser l'alliage:

i) les deux structures ont la méme contrainte de friction;

i} laloi d'écoulement et les paramétres qui s’y rattachent sont les mémes pour les
deux structures de dislocations;

iii) la relaxation des deux structures est négligée;

iv) seuls les paramétres de la loi d'évolution de ia contrainte inteme sont différents

pour les deux structures.
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Nous réalisons que de telles suppositions ainsi que la source des données entrainent
des erreurs importantes. Ces demieres ne nous empéchent toutefois pas de tester la

capacité du modele a décrire correctement le comportement du matériau.

Les modules élastiques du Al1100 ont été tirés de Fétude™, le Tableau 5-2 présente les

constantes élastiques pour différentes températures.

Tableau 5-2 : Constantes élastiques des I'alliage d'afuminium 1100

Température E v
(°C) (Mpa)
300 59.4 0.356
350 57.3 0.359
400 55.1 0.362
450 52.9 0.365
500 50.7 0.368

600 46.4 0.377
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5.1.1 La loi d’écoulement et la contrainte de friction

Les paramétres de la loi d’écoulement de puissance et de la contrainte de friction,

obtenus a partir des courbes présentées a la Figure 5-1, sont les suivants:

Tableau 5-3 : Paramslres de la loi d'écoulement de I'alliage d’alurniniurm 1100

Température A K n

(°C) (s™) (MPa)

300 8.73x10° 6.3 12.3
350 8.63x10* 4.5 11.0
400 6.59x10° 3.6 11.8
450 9.56x10°° 14 7.33
500 1.20x10°® 0.97 7.09
600 1.00x107° 0.23 5.28

Le tableau 5-3 montre les résuitats de la régression linéaire obtenue a partir de données

extraites des courbes expérimentales de la Figure 5-1. |l faut noter que la valeur de ia

contrainte de friction (K} a été extrapolée & partir de la contrainte d’écoulement pour une

vitesse de 10® s™.

Mentionnons qu'aprés quelques essais d’optimisation des

parametres, la loi de puissance s'est révélée comme étant la loi d'écoulement qui

corrélait le mieux avec les données. La Figure 5-2 montre la comparaison entre les

données experimentales et la loi d'écoulement de puissance pour les six températures.



54

T L L] T Lo Iﬁ*W‘I T T T

1000 =« 3g0°C E
~ e 350°C ]
8 | 4 400°C ]
5 v 450°C
§ 0100 ¢ 500°C -
£ - * 600°C ]
K<} - 3
‘g : Aluminium 1100 :‘
]
o 0.010 | vi o 4
123 - 3
N o 3
2 C ]
> - ]

0'001 3 ) A 1 P S T T L N L3

1 10

Contrainte (MPa)

Figure 5-2 : Comparaison de la loi d'écoulement de puissance et des points expérimentaux

5.1.2 Laloi d’évolution de la contrainte interne

Etant donné que la relaxation est ici négligée, le seul parameétre & déterminer est le
coefficient de durcissement dynamique. Ce paramétre est évalué d’aprés la courbe
contrainte-déformation ayant la vitesse la plus élevée (1.0 ™). Les coefficients de la
premiére et de la deuxiéme structure sont respectivement déterminés a partir des

pentes initiale et finale de ia courbe o-¢°. Le Tableau 5-4 présente les coefficients de
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durcissement de la contrainte inteme pour les deux structures de dislocations en

fonction de la température.

Tableau 5-4 : Coefficients de durcissement dynamique ds I'alfiage d’aluminium 1100

Température hy (structure 1) h, (structure 2)
(°C) (MPa) (Mpa)
300 175 1.5
350 155 0.0
400 135 0.0
450 88 0.0
500 62 0.0
600 38 0.0

Certains phénoménes comme la recristallisation dynamique et la relaxation peuvent
fausser les résultats et ainsi faire apparaitre des coefficients de durcissement négatifs
pour la deuxiéme structure. Toutefois, comme ces coefficients ne peuvent en réalité

étre négatifs, ils ont arbitrairement été fixés a zéro.

5.1.3 La loi de transformation des structures de disiocations

Les différents paramétres de la loi de transformation des structures de dislocations ont
été obtenus avec la méthode décrite précédemment a la section 4.2.3. Par contre, en
négligeant les termes de relaxation et de variation de la contrainte de friction, I'Eq 4-31

ce résume a:

dH=[(1-f)-h +f-h,]- d&’ Eq. 5-1
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Le Tableau 5-5 présente les résuitats obtenus et la Figure 5-3 montre la comparaison

entre la relation de puissance et les valeurs estimées du parametre ; pour différentes

vitesses de déformation.

Tableau 5-5 : parameétres de la loi de transformation des structures de dislocations de I'alurninium 1100

Température B c v

(°C) (Mpa)

300 26.86 0.159 1.0
350 21.56 0.245 1.0
400 16.34 0.315 1.0
450 7.16 0.188 1.0
500 5.15 0.209 1.5
600 2.71 0.229 1.5
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5.2 Résultats des simulations

5.2.1 Comparaison des simulations avec des résuitats expérimentaux

Afin d'en vérifier I'nabileté a décrire correctement le comportement mécanique du
matériau, le modéle a été inséré dans le code d'éléments finis logiciel ABAQUS. Ce
logiciel permet a l'usager d'écrire une sous-routine dans laquelle la réponse du matériau
est codée. Les détails de cette implantation sont décrits dans 'annexe B. Pour trouver
la réponse mécanigue du modele, il faut solutionner un systtme de 12
équations/inconnues. |l est possible d'utiliser la méthode de Newton, mais le temps de
calcul est long. Pour pallier & ce probléme, la méthode de l'intégration asymptotique a
éte utilisée. Cette méthode, décrite dans I'annexe C, est fondée sur le fait que les lois
d'écoulement et les lois d’eévolution des variables sont des équations différentielles non
homogénes du premier ordre. L'intégration asymptotique permet de réduire les temps
de calcul sans toutefois en diminuer de fagon significative ia précision. Plusieurs tests
de comparaison entre la méthode de Newton et celle de I'intégration asymptotique ont
conclu a des solutions équivalentes pour des déformations monotonique et cyclique

(voir figure C-2 et C-3).

Les simulations des essais uniaxiaux isothermes ont été réalisées avec deux éléments
3D quadratiques, soit des briques a 20 noeuds et 27 points d'intégration. Comme trois

plans de symétrie ont été utilisés, la simulation a été réalisée sur 1/8 d'échantillon (voir
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figure 5-4). La traction ou la compression était imposée en fixant la vitesse des noeuds
en surface. L'échantilion était en contrainte plane, alors que le champs de déformation

était uniforme et dans la direction du chargement.

Plan de symétrie =" | id

Figure 5-4: Schéma du meillage de la simulation par éléments finis

Les paramétres de l'alliage d'aluminium 1100 sont utilisés pour valider le modéle (voir
les Tableaux 5-2 a 5-5). Toutes les figures présentant les comparaisons entre les
résultats expérimentaux et ceux des simulations se trouvent dans {'annexe D. Entre

autres, les Figures D-1, D-3, D-5 et D-7 montrent les résuitats expérimentaux d'essais
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de compression uniaxiale, alors que les Figures D-2, D-4, D-6 et D-8 montrent les
résultats des simulations correspondantes. Les résultats de ces demiéres concordent
généralement bien avec les résultats expérimentaux. Le modeéle suit correctement les
tendances du comportement par rapport a la température et la vitesse de déformation.
La contrainte d'écoulement diminue lorsque la vitesse de déformation diminue et
lorsque la température augmente. Le taux de consolidation obtenu par le modéie
représente également bien le comportement du matériau, alors qu'il augmente avec la

vitesse de déformation et diminue lorsque la température augmente.

Ce type de comportement est naturel dans la formulation du modéle et il aurait été
surprenant que des effets différents soient observés. Les effets de la température et de
la vitesse de déformation sur la contrainte d'écoulement sont obtenus par la loi
d'écoulement. En effet, la loi de puissance utilisée semble montrer que la montée des
dislocations, couplée au glissement des dislocations, est I'un des mécanismes de
déformation dominants. La montée est un mécanisme relié a la diffusion de lacunes,
elle est donc activée thermiquement. De pius, dans les métaux & structure cubique a
faces centrées (CFC), le glissement dévié est important et ce, surtout si I'énergie de
faute d'empilement est élevée. L'étape critique pour obtenir le glissement dévié est le
pincement des dislocations partielles. Le pincement est un mécanisme qui est activé

thermiquement et assisté par la contrainte.
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Pour l'aluminium, un CFC dont 'énergie de faute d’empilement est trés élevée, le
glissement dévié se produit facilement et est grandement influencé par la vitesse de
déformation et ia température. Ainsi, la loi de transformation (Eq. 3-5) qui représente ie
passage d'un mécanisme de déformation reli€ a une structure planaire 3 celui relié a
une structure cellulaire, tient compte de la vitesse de déformation et de la température.
Lorsque la vitesse de déformation augmente et que la température diminue, la
probabilité d'obtenir du glissement dévié diminue car le mécanisme est thermiquement
activé. Ceci a pour effet daugmenter la consolidation car les mécanismes associés a la
formation de la structure cellulaire, qui sont directement reliés au glissement dévié, sont
retardés au profit de ceux de la structure planaire, dont le taux de consolidation est plus
grand. Le passage du stade | (structure planaire) au stade |l (structure cellulaire) est
alors plus lent lorsque la température est faible et que la vitesse de déformation est

élevée.

Le modéle ne décrit pas correctement toutes les courbes expérimentaies. Les

simulations a une température de 450 °C, par exemple, surestiment la contrainte

d'écoulement de 1 &4 2 MPa. Des problémes dans linterprétation des données ou des
phénomeénes comme la recristallisation dynamique pourraient étre a I'origine des erreurs
observées a cette température. D'autres exemples de problémes rencontrés, pour les
simulations a trés grandes vitesses de déformation et a basses températures qui
surestiment {a contrainte d'écoulement. [l est possible que des effets d'échauffement
adiabatique, pour des vitesses de déformation trés élevées (1.0 s™), aient faussé la

mesure des paramétres. Les courbes expérimentales réalisées a grandes vitesses
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décriraient donc [e comportement d’'un matériau dont la température réelle est plus
élevée que celle de la température nominale des essais. La mesure de tels paramétres

entrainerait alors une surestimation des contraintes d'écoulement.

Il était prévisible que le modéle décrive correctement les courbes de compression
uniaxiale puisque ces demiéres ont été utilisées pour obtenir les parameétres du modéle.
Il est toutefois plus intéressant de comparer le modéle avec de nouvelles conditions de
chargement. Des simuiations d'essais de compression avec variations de vitesse de
déformation ont été réalisées pour vérifier la capacité de prédiction du modéle. Les
Figures D-9, D-11 et D-13 présentent les résultats expérimentaux abtenus pour un saut
de vitesse de déformation donné, alors que les Figures D-10, D-12 et D-14 montrent les
simulations réalisées a partir de la méme variation de vitesse de déformation. Pour les
courbes simulées, la contrainte d’écoulement initiale correspond bien a celle des
résultats expérimentaux, alors que la consolidation obtenue est de beaucoup
supérieure a celle des résultats expérimentaux. Il semblerait que la relaxation
thermique prenne de I'importance pour des vitesses de déformation de I'ordre de 10™s™.
Les sauts de contrainte et [es formes des courbes sont bien décrits par les simuiations.
Encore une fois, les simuiations a 450 °C surestiment la valeur de la contrainte
d'écoulement. Les figures D-15 et D-16 présentent respectivement les résultats
expérimentaux et des simulations pour des courbes avec un double saut de vitesse de
déformation. A nouveau, les résultats obtenus par simulation corrélent bien avec les

résultats expérimentaux, a I'exception de ceux obtenus a 450 °C.
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Lorsque la vitesse de déformation fait un saut, le taux de consolidation augmente
brutalement, c’est a dire que les mécanismes reliés a la structure planaire sont alors
favorisés par rapport a ceux reliés a la structure cellulaire. Ceci est consistant avec le
fait que les mécanismes associés aux structures cellulaires sont reliés au glissement
dévié. Lorsque la vitesse de déformation augmente, la probabilité d'obtenir du
glissement dévié diminue et favorise la déformation par des mécanismes associés a la

structure planaire.

De fagon générale le modéle proposé décrit bien le comportement de [Ialliage
d'aluminium 1100. Les forces de MetForm® sont d’étre a la fois simple et le plus prés
possible des mécanismes physiques de la déformation, ce qui permet au modéle de
correspondre de fagon naturelle au comportement du matériau. La démarcation de
MetForm® par rapport aux autres modéles viscoplastiques, réside dans sa formulation,
ou le comportement du matériau est considéré comme une combinaison de
meécanismes reliés aux structures de dislocations. Cette approche flexible permet de

corréler avec les résultats expérimentaux, tout en simplifiant la mesure de paramétres.



5.2.2 Extrapoilation des capacités du formalisme proposé

Le modele présente de nombreuses qualités, mais certaines améliorations pourraient
étre apportées pour le simplifier davantage ou pour modéliser adéquatement des cas

plus complexes.

La premiére modification qui pourrait étre apportée au modéle serait de rendre les
paramétres dépendants de la température. Une telle dépendance pourrait étre évaluée

a partir de la loi d'Arrhenius:

Q
X=X"e " Eq. 5-2
Il serait alors possible de définir le paramétre X A toutes les températures avec les
paramétres X° et Q, respectivement une constante préexponenticlle et I'énergie
d'activation. Cette équation permet également d’extrapoler la valeur du paramétre en
dehors de lintervalle de température dans lequel les mesures ont été faites. Cette

extrapolation est valable tant que le mécanisme d'activation thermique reste le méme.

La Figure 5-2 montre linfluence de la température sur le coefficient de durcissement de
la premiére structure (h,), sur la constante de proportionnalité de la loi d'écouiement (A),
sur le drag stress (K) et sur la constante de proportionnalité de {a loi de transformation
(B). L'Eq.5-1 permet une bonne corrélation pour ce qui est des paramétres h,, K et B,

mais est moins satisfaisante en ce qui a trait au parametre A. Notons que l'influence de
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la température sur le coefficient d’adoucissement thermique pourrait étre également

modélisée par I'Eq. 5-2.

La Figure 5-5 nous permet de constater qu'il y a probablement un changement du
mécanisme d'activation themmique car il y a un changement de pente entre 400 et 450
°C (i.e. 1/T = 0.00143). Pour étre en mesure de vérifier cette hypothése, des mesures
de paramétres plus précises doivent étre réalisées ainsi que des vérifications par

observations en microscopie électronique a transmission.

De I'Eg. 5-3, on obtient la relation utilisée pour réaliser la régression linéaire des

parametres (voir Figure 5-5):

Q1 i
INA =InA® -—— Eq. 5-3
RT d
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Figure 5-5: comparaison entre las paramétrss et la loi d’Arrhenius

Idéalement, e modéle ne devrait contenir aucun paramétre déterminé arbitrairement
alors qu'en réalité, i dépend de la température. Les exposants devraient rester
contants si les mécanismes demeurent inchangés. Les parametres qui dépendent de la
température devraient également étre modélisés a partir de I'Eq. 5-2. Pour un intervalle

de température ou le mécanisme d'activation reste inchangé, Q serait le méme pour
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tous les parameétres et seuls les X° seraient différents. Dans un tel cas, le nombre de
paramétres décrivant le modéle diminuerait grandement. |l est probable que le modéle
serait moins précis, mais la simplification des mesures des paramétres est un enjeu

aussi important que la précision du modéle.

La forme de la loi de transformation entre les mécanismes associés & la structure
planaire et ceux associées a la structure cellulaire pourrait étre améliorée. It est clair
que la loi utilisée représente un des points faibles du modéle. Bien que la forme
actuelle décrive bien le comportement du matériau, elle ne présente pas un fondement
physique aussi solide que ceux des lois d'évolution du back stress et des lois
d’écoulement. Des recherches pour trouver une nouvelle forme qui reposerait sur des

assises solides, contribueraient grandement a 'amélioration du modeéte.

L'incorporation de la recristallisation dynamique et des transformations de phases
entrainerait le développement d'une version du modele plus flexible et plus précise. La
formulation multi-structure du modeéle permet d’intégrer facilement ces deux
phénomeénes. La recristallisation dynamique s'intégre dans le modeéle en effectuant
une transformation des structures cellulaires et planaires en une structure planaire dont
le back stress est nul. D'autre part les transformations de phases peuvent étre

introduites en ajoutant de nouvelles structures au modeéle.

Chaque phase posséde deux structures et le comportement du matériau correspond a

la somme des réponses de chacune de ces structures selon I'équation suivante:
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X' =xm"x* Eq. 5-4
XPP =P ) et X%=¥%() Eq. 5-5

L'Eq. 5-4 montre que la fraction globale de la *™ structure (X') devient le produit de la
fraction de la phase (X™) et de la fraction de la structure dans la phase (X¥). Les
fractions de phases et de structures peuvent étre calculées indépendamment avec leurs
fonctions respectives de transformation (Eq. 5-5). L'auteur suppose que la fraction des
phases pourrait étre calculée par un module exteme couplé au modéle. La possibilité
d’intégrer des transformations microstructurales sans aucun changement a la
formulation du modéle est un grand avantage par rapport aux modeéles élasto-
viscoplastique conventionnels. En effet, des simulations tenant compte de ce type
de transformations pourraient étre intégrées aux sous-routines du modéle proposé,
mais le travail entourant la détermination et la validation des paramétres de telles

équations n'entrent pas dans le cadre du présent ouvrage.

D'autres parameétres peuvent étre également incorporés au modéle; le drag stress
pourrait, par exemple, étre utilisé pour introduire la dépendance de la taille de grains.
L'effet de la taille de grains devrait étre beaucoup plus important pour les structures
planaires que pour les structures cellulaires. La taille de grains modifie la contrainte
d'écoulement en limitant le parcours moyen des dislocations (Eq. 3-16). Dans le cas de
la structure cellulaire, la taille de grains étant beaucoup plus grande que la taille des

cellules, elle influence donc peu la contrainte d'écoulement. Ainsi, le modéle permet
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d’avoir un drag stress qui dépend de Ia taille de grains pour la structure planaire et qui

est indépendant de celle-ci pour la structure cellulaire.
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Conclusion

Le principal objectif de ce travail était de développer une nouvelle approche et de
formuler un modéle prés des mécanismes physiques de la déformation plastique. Ce
modeéle devait permettre de bien décrire le comportement des matériaux dans le but de

modéliser les procédés de mise en forme.

Le modeéle développé dans ce travail est unique dans sa fagon de décrire
“radoucissement dynamique”. Généralement, [|'adoucissement dynamique est
explicitement décrit par un terme dans les équations d'évolution des variables internes.

MetForm® ne fait pas intervenir de terme d’adoucissement dynamique comme le font les

autres modeles existants, il décrit plutdt ladoucissement dynamique via une
transformation de structures de dislocations. En plus, dans le modéle proposé, les
stades linéaires des courbes contrainte-déformation sont associés aux mécanismes de
déformation de chaque structure. Ce type de formulation simplifie la mesure des
parametres et décrit tout aussi bien le comportement des matériaux. Le modele n'a pas
la maturité de ceux dont la formulation s'est raffinée avec les années. Par contre, le

type de formulation utilisée dans MetForm® est prometteuse, elle est plus flexible que

celle de ses prédécesseurs et permet de décrire de fagon naturelle des phénoménes

complexes comme la recristallisation dynamique et les transformations de phases.
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Certaines améliorations peuvent étre apportées au modéle. La formulation des
parameétres qui varient avec [a température peut étre modifiée pour tenir compte
explicitement de 'effet de la température en utilisant une loi d’Arrhenius. La formulation
de la loi d'évolution de la contrainte de friction pourrait étre modifiée pour tenir compte

de l'influence de la taille de grains.

Le modéle décrit bien le comportement de laluminium 1100, dans fa mesure des
erreurs réalisées lors de l'estimation des paramétres avec [Putilisation d’un modele
incomplet et d'une source de données imprécise. Des caractérisations plus poussées
avec différents alliages doivent étre réalisées pour vérifier la validité du modéle. La
réalisation des essais expérimentaux est un point critique du modéle. Ce document
indique comment obtenir les paramétres a partir de courbes expérimentales, mais ne
décrit pas comment les essais doivent étre réalisés. Pour obtenir de bons parameétres,
les montages expérimentaux daoivent étre bien réalisés et leur élabaration pourrait faire

'objet d'un rapport d'envergure équivalente au présent travail.

En conclusion, nous pensons que 'approche proposée et le modéle développé dans ce
travail permettent une grande flexibilité grace a la formulation utilisée. Plusieurs
améliorations peuvent étre apportées au modéle sans qu'il soit nécessaire d'en modifier
la structure inteme. 1l décrit bien le comportement des matériaux méme dans les cas ou
des chargements mécaniques complexes, comme des sauts de la vitesse de

deéformation, sont appliqués. Le modéle permet d'espérer des simulations de mises en
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forme qui soient beaucoup plus précises que celies obtenues avec les modéles rigides-
plastiques traditionnels, car il décrit mieux le comportement mécanique des matériaux.
De plus, l[e modéle est applicable sur un vaste intervalie de températures (a froid, a
tiede et & chaud), contrairement aux formulations rigides-plastiques. Le modéle permet
également de simuler les effets de durcissement directionnel (comme [effet
Bauchinger) observés dans ia plupart des matériaux. Parce que le modéle a été
développé dés le départ a partir de considérations microstructurales, son potentiel de
simulation de 'évolution de [a microstructure, lors des procédés thermomeécaniques, est

trés grand.
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Contrainte effective et déformation effective

Contrainte effective pour un tenseur de contrainte non déviatorique:

G= J%[(O'“ ~0Cp )2 +(0 - 033)2 +(0y, - 0'33)2] +303, +30), +30;,  Eq. A-t

Contrainte effective pour un tenseur de contrainte deviatorique:

— 1 .
o= J—z-[(s,, - szz)2 +(s,, - sm,)2 +(Sy; —Sa )z] + SS; +3s2, + Elsf2 EqQ. A-2

1 .
G= \/E[ZSf, +282, +282, ~ 25,5, ~ 25,8y, — 25,5y, | + 355, +3s}, +3s, Eq.A-3

— 1 -
S =\/§[3-(sf, +85, +55)~(Syy +S2 -|~sss)2]+3s§3 +3s% +3s?, Eq. 1-4

puisque s,, +S,, +S,, =0, alors:

G= \/g(sf, +85, + 85, +285, +2s%, +2s,) EqQ. A-5

Déformation  effective pour un tenseur de déformation (Green-Lagrange) non

déviatorique:

- |2 .
£= JE[(E" - ezz)z +(ep - 533)2 +(gy — 833)2 +6¢;, +6¢;, + 68,22] Eq. A-6

Déformation effective pour un tenseur de déformation (Green-Lagrange) déviatorique:
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€= J%[(en —€» )2 +(ezz - e:!:!)2 + (en - e:a)z +Be:3 +6€123 + 6832] éq' A-7

E= \/:52;_[%3‘ +2€2, +2e2 ~2e,.8,, — 28,8, ~ 28,8, +6e5 +6el + Gefz] Eq. A-8

e= E[a ’ (3121 +e5, +e§a) -(e, +ep + eaa)z +6e, +6el, + 66}, Eq. A-9

puisque que e,, +e,, +e,, =0, alors

£= (el vl el + 265 + 26} +223) £q. A10
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Relations entre la déformation plastique et la déformation

élastique

La loi de Hooke généralisée s’écrit sous forme tensorielle de la fagon suivante:

g=He" Eq. A-11
et sous forme matricielle:

c,,] [Ar+2u A A 0 o0 07"

G, A A+2u A 0 0 Ofle,

c A A A+2 0 O O0|fe .
L= " § 2L Eq. A-12

G,y 0 0 0 2p 0 0 lle,

G, 0 0 0 0 2u O (ley,

o) L O 0 0 0 0 2ujfle,]

La loi de Hooke peut étre également réécrite avec les constantes de Lamé:

o=h-g' - [+2u-¢" Eq. A-13
et inversement

e =i(5-—£‘10’1[ Eq. A-14

= 2” = E =

s=2u-¢" Eq. A-15

En supposant I'additivité des déformations élastique et plastique, on a:
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g=g’+g" et £=&"+¢° -
== = == = Eq. A-16
e=g’+e" et &=¢' +¢
et en combinant 'Eq. A-20 et 'Eq. A-21, il est possible d’obtenir:
5 $ .
gf=e-= et '=6-= Eq. A-17

Ces deux relations sont trés utilisées dans les modéles dévetoppés dans ce travail, i.e.:

E-v

_— et u= Eq. A-18
evii-2v) = “T20+v) q

ou ¢,s sont les tenseurs de contrainte et de contrainte déviatorique. g, g,g".g",g" sont

respectivement les tenseur de déformation totale, totale déviatorique, élastique,
élastique déviatorique et plastique. A etp sont les constantes de Lameé, Eetv sont
respectivement le module de Young et le coefficient de Poisson. [l est important de
mentionner que la définition de la déformation de Green-Lagrange est utilisée dans tous

les développements de ce travail.



Annexe B

Méthode des éléments finis
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Application des éléments finis a la déformation des solides
Soit V le volume d'une partie d'un objet et S sa surface; avec t un vecteur de force

surfacique, f un vecteur de force volumique, u le vecteur position et p la densité. De la

généralisation de la loi « F=M"A », on obtient:

ilds-&-{ﬁ dv=£pgzt% dv Eq. B-1
avec:
t=n-g Eq. B-2
et avec le théoréme de Gauss:
- ( )ds=f(-aa—x)—( ) dv Eq. B-3
s vio2
L'Eq. B-1 devient:
J[ail)-gds+'\[idv=‘[p% dv Eq. B-4

Etant donné que le choix du volume est arbitraire, I'Eq. B-4 doit s'appliquer en tous

points de I'abjet et elle devient:

(i]g.{-tz pé.-._g_ éq_ B-5
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Pour développer les équations d'éléments finis, il est nécessaire de trouver [a

formulation variationnelle « weak form » de I'Eq. B-5. Soit v', une fonction comprise

dans H', c'est a dire:

veH(Q) = {u el}(Q) Ag—:Ze LZ(Q)}
N Eq. B-6
we 2(Q) o {Imzd§< .,o}

Si la fonction est comprise dans H' et qu'elle respecte les conditions du théoreme de
Lax-Milgram, alors il est possible de montrer que la formulation variationnelie posséede

une solution unique®!. La formulation variationnelle de I'équation Eq. B-5 est:

J.{['aa_xjg}g. dV+J'fr'2. dv:fpaat% v’ dv Eq. B-7
= v

v

(gl e o

v

en utilisant le Théoréme de Gauss, on obtient:

e

v

En utilisant le théoréme de Cauchy et en substituant Eq. B-9 dans Eq. B-7, on obtient la

version finale de la forme variationnelle:
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. ag. aZ!_J_T - T - T - 2
Ig. —_— dv+fp -0 dv+j§1 ) ds=ff -v dv Eq. B-10
v X v ot S v

Voici les définitions de quelques refations importantes:

Q)
x
Q)
b s
i

<
]
|
-
]
cul Q
1% |l<
Im
]
!
(1]
]
10
+
o
()
=
(I
]
m
T

Q
—
Q
1>

et
D=sym=o{L+L") ot Q=asymy=_{L-L")

ou x est le vecteur position de la configuration actuelle, X le vecteur position de la
configuration initiale, v le vecteur vitesse de transformation de la configuration actuelle,

Fest le gradient de la transformation, L est le gradient de ta vitesse de transformation

de la configuration actuelle, D est le taux de transformation, et Q estle taux de rotation.
Sachantque g =g, alors on peut voir que:

Q=

la

:L=G:Q+

ia
a

:D Eq. B-11

Avec ces relations, il est possible de réécrire I' Eq. B-10 comme suit:

o:D'adv+|p 2-T-y'dv+ v ds=[f v dv Eq. B-12
v v \'4
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Quel que soit le choix du conjugué contrainte-déformation, le développement de la
formulation reste le méme. Nous utilisons donc de fagon générique, le conjugué

contrainte t -déformation ¢ ':

2. T
2 gz ‘H.dV‘JiT =] dV—ﬁT -n°ds Eq. B-13
at ! !

I_E:g' dv+J'p

v v

L'interpolation par éléments finis s'écrit:

n n . .
U= U et w=)u ¥ Eq. B-14
=0 =0
ou sous forme matricielle:

W)
ul
Cn ‘12
ZU:\H U,
u' =0 Y ¥, ¥, 0 0 0 0 0 0]
u={qut={Yu¥,={0 0 0 ¥ ¥, ¥ 0 0 0 fu
T I 0 0 0 0 0 0 ¥ ¥ VY|
D WY, 0
L i=0 ) 1
uz
(Un

' lci T n'est pas le tenseur de Cauchy mais I'état de contrainte de Kirchoff, c'est a dire le Cauchy corrigé
pour le changement de volume du a ['élasticité.
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n
uy
u
¥ 0 0 ¥, 0 0 ¥, 0 O0lu
=0 ¥ 0 0 ¥ 0 0 Y 0<u§t Eq. B-15
0 0 ¥ 0 0 ¥, 0 0 ‘Y]u
ul
up
v3)
Alors:
u=[¥}a} . v =[¥)fa} et ZLo[w]fd) Eq. 816
- = ot

Sachant qu’il existe un opérateur de transformation [T] propre a chaque définition de la

aformation t8 qus:
e=[T]-u £q. B-17

aors:
e=[e}a} . ¢ =[Blfs} ou []=[T}[¥]  Eams

ot u' u? u® sont les trois composantes des positions nodales d’un élément a n noeuds

et ¥, sont les fonctions d'interpolation. Ainsi, 'Eq. B-13 devient:
{8} (B z+o[¥T[¥KA av - [{a} [¥]'t dv-§{a} [¥] tds =0
v v s

Eq. B-19
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Soit que:

{8} ([K]+[M{A}-{f}-{Q}) =0 Eq. B-20

» » L] T . - - -
etant donné que {A} est arbitraire mais non nul, nous obtenons le systéme

d'équations d'un élément:

[K]+[me {2} -{r}-{@°} =0 Eq. B-21
[K“] = _‘[[B"]T:g av Eq. B-22

[M"] = _\[p[‘I”]T[‘{”] dv Eq. B-23

fre} = £ [#°]'t dv Eq. B-24
{@°}= i[‘{"’]T tds Eq. B-25

M® étant la matrice masse de I'élément et K° la matrice de rigidité, matrices qui sont
d'ordre 3nx3n, ol n est le nombre de noeuds dans I'élément. ° et Q° sont les vecteurs

forces d’ordre 3nx1.

Dans le logiciel ABAQUS, ie terme de la matrice masse est négligé dans les analyses

de plasticité. L'équation d'équilibre solutionnée par ABAQUS est la suivante™:



[K]-{"}-{a°}=0 Eq. B-26

Dans le but d’utiliser la méthode de Newton Ralphson pour solutionner le systéme non
linéaire, il est primordial de trouver la matrice Jacobienne de I'élément. Cette matrice

est obtenu a partir d’'une variation de 'Eq. B-13, soit:

I(d’t:s‘ +7:de’) dv - §df .y ds—§f - 9A; gs— df' v’ dv-_[it =y WY av=0
v s 5 A, v v J
Eq. B-27
od
ds dv .
A_= et J= Eq. B-28
*|ds® dv’® d
Des relations constitutives (formulation incrémentale), on tire:
dr =H:de+g Eq. B-29
A partir de la forme suivante:
ad d d d "
_ Eq. B-30
o{a} {au{ au; auﬂ} a
on peut écrire:
de at .
—=_=|B gt —=-=H: B Eq. B-31
Sa) B! et 5iay ~HE] ;

Le premier terme du jacobien s'écrit donc:
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“[{A.}T([B]T;g )d\, +.[{A } [B{A} ] v Eq. B-32

et avec

[W]= aE{);} +1 ; :{Z} Eq. B-33
of .1 dJ :
=501+t i30T =a. B-34

alors les deux demniers termes s'écrivent:
'J &Y (e Y] av- §{A'}T([‘*’]T[W]) ds £q. B-35

. T
Etant donné que {A} est arbitraire, alors la matrice compléte du jacobien s’écrit:

=Tl ove [ 2o [l [ au- g ]

Eq. B-36

Il est nécessaire d'assembler les éléments avant de solutionner les systémes avec la
méthode approprie. L'assemblage est déterminé par la table de connectivité, le

résultat & la forme suivante:
[Ke]+[me)fas}-{t°}-{Q®} =0 Eq. B-37

et I'on trouve également la matrice jacobienne globale [JE.
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M® est la matrice masse globale, K® est la matrice de rigidité globale, (3m-c)x(3m-c), ol
m est le nombre de noeuds dans 'ensemble du maillage et ¢ est le nombre de degrés
de liberté contraints. et Q% sont les vecteurs forces globaux d’ordre (3m-c)x1.
Finalement la matrice jacobienne du systéme non linéaire, J®, est d'ordre (3m-c)x(3m-

c).

Pour solutionner le systéme d'équation (3m-c)x(3m-c) décrit par 'Eq. B-26, le logiciel
ABAQUS utilise directement la matrice jacobienne globale [J®]. Pour évaluer les termes
du systéme d'Eq B-26 et de son jacobien, ABAQUS doit évaluer plusieurs intégrales.
Ces intégrales scnt évaluées en trois étapes. Premiérement, on effectue une projection
de l'élément déformé sur un élément de référence, deuxidmement, la méthode
d'intégration de Gauss est utilisée sur 'élément de référence? et finalement, on effectue
la transformation inverse pour transférer les résultats de lintégrale sur I'élément

deformé. La méthode d'intégration de Gauss s'écrit:
[[Jtxy.2) dxdydz = ¥ o, -1(x;, y,,2) +R £q. B-38
v j=t

ol uy est le poids du [*™ point d'intégration dont les coordonnées sont (4ynz), H06yL23)
est la valeur de la fonction a étre intégrée aux coordonnées du j*™ paint d'intégration et

R est le résidu de I'approximation de la méthode. Par exemple:



[K"] = J'[B"]ng dv = imi ~[B° -T:Zi Eq. B-39
v =t

Pour trouver 'intégrale, ABAQUS évalue la fonction en chaque peint d'intégration. C'est
pour cette raison qu'il utilise la sous-routine UMAT a chaque point d'intégration. Le
travail de cette sous-routine est de calculer la réponse mécanique {la contrainte) pour

un certain chargement (une déformation).

2 intégration par la méthode de Gauss nécessite la connaissance de la géométrie de I'élément pour
déterminer les paints de Gauss. La projection sur un élément de référence dont la géométrie est fixe,
permet l'intégration par la méthode Gauss pour des géométrie variées.
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La méthode de Newton

Soit le systeme non linéaire de nxn équations/inconnues de la forme:

f1(u1.u2,...,un) =0
fz(UuUa....,u") =0

Eq. B-40
f (u,u,,...,u,)=0
Le systéme peut &tre réécrit de la fagon suivante:
f.(u, + 8u,,u, +3du,,...,u, +48u, ) =0
f,(u, +du,,u, +8u,,...,u, +3du_)=0 .
_2( oo ) Eq. B-41

f.(u, +du,,u, +8u,,...,u, +06u,)=0

Ou les u; sont des approximations de la solution et du; sont des corrections de la solution

approximée.

Par le développement de Taylor, nous avons:

0=f (u’,ud,---,ud) +-a—fl(u1,u2,---,un)+—a—f1(u1,u2,---,un) e

au, du,
0= (U2, U0, - U2) b, (U Uy oo Uy )+ o by (U g e U ) e
) S qu, = T Eq. B-42
0=f (UO,UO'...'UO)-{-—a-f (U U, U )+i (UI,U-,,"',U )+
nidpra n au, n\Mped2 n ou, n 2 n

Sous forme matricielle:
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o o S ]
au,  du, au, |(8u, fi(ul.uy, - uy
of, o o ||su f,(ud,ul,---,up z
du, du, au .=y T Eq. B-43
A AR 2 I (X ATy
 du, du, ou, |
[J}{u} =-{R} Eq. B-44

Avec une évaluation initiale (ufuguﬂ) on solutionne I'Eq. B-44 pour trouver le

vecteur correction (8u,,8u,,---,8u,). La nouvelle évaluation s'écrit alors:

(ul,ud, -, up) = (U +8uy, U3 +8u,,---,uf +8u,) Eq. B-45

La figure B-1 présente I'aigorithme de la méthode de Newton



—>| [4.]{ou}=—{R,}

l

(WU e U ") = (U] +8u,, U] + 8u,, - U0 +8U, )

oui

(u:inll' lenal" ”’u:‘inll)

Figure B-1: Algorithme de Newton
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Annexe C

Formulation asymptotique
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Formulation Asymptotique

L'algorithme d'intégration asymptotique a été développé pour solutionner les équations
différentielles linéaires non homogénes du premier ordre. Cette méthode a été adaptée
pour résoudre les équations des modéles élasto-viscoplastiques®™'*¥,  Ainsi,
I'intégration asymptotique sera utilisée pour résoudre le modeéle de chacune des
structures du modéle constitutif. Dans un premier temps, on retrouvera dans cette
annexe, une description des bases théoriques utilisées pour obtenir la formulation

asymptotique. Il s’en suivra la présentation de I'application de la méthode a MetForm®.
Soit I'équation différentielle linéaire non homogeéne du premier ordre suivante:

y +a’{t)y =f(t) Eq. C-1
ou a'(t) et f'(t) sont les dérivées de fonctions quelconques.

La solution de cette équation est:

_{J‘-a:(é) g} l Jja:(:) , }
yt)=y(e == '+[tEelt T Jd Eq. C-2
a
Pour un temps t+At I'équation devient :
y(t+ At) = y(0) e +4-20k 4 1t 4 At) Eg. C-3

ou

t+at
[(t+At) = [eta®lie(e) e Eq. C-4
o
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En y insérant deux exponenticlles (i.e. 1), il est possible de simplifier davantage

I'expression pour obtenir:
t t+At i .
[(t+At) = [t 2@l (gag-at ) (g) o + [ Clp(E) dE  Eq. C-5
a t

et

t t+At
I{t + At) = g O [l g 4 [@ 2@l g) g Eq. C-6
0

t
La premiére intégrale de 'équation Eq. C-6 peut tre remplacée par I(t)

et avec Aa =a(t + At) —a(t) =a’(t)- At, 'Eq. C-6 devient:

t+Al

[(t+A) =1(t) e + [ert =@l (z)ge Eq. C-7
t

avec:
I(t) = y(t) - y(0)e = Eq. C-8

Et avec l'expansion asymptotique de I(At):

t+Al 1 _ e_.Aa i
I(At) = je‘{a“*“"“‘“’}f'(g) dE = Af ( J Eq. C-9
Aa

t
o Af =f{t+ At)-f(t).

L'expression de la solution de y(t+At) peut alors s'écrire:
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_a-da
y(t+At) = y(0) e 1 (y(1) —y(0) ) o7 + Af -(1 Aea )

Eq. C-10

Si y(0) = 0, 'expression devient:

— _Aa .
y(t+ At) =y(t) e““‘+Af-(1 Aea J Eq. C-11

L'Eq. C-11 est la formulation asymptotique de I'Eq. C-1.

Application au nouveau modeéle

La formulation du modele se fait a partir de la loi d’écoulement plastique suivante:

3 Q 2 .
& = (_s-n)=—(s_-n) Eq. C-12
. $ .
ou Q=3p-¢(), sachant que &° = g—zi, alors 'EqQ. C-12 peut se réécrire:
I - 24
Co2.) . 2 - .
S——Q|+Qs-——Q|=2u-e-—Q Eq. C-13

Or avec:

Y=2_§£ . a'(t)zc et L(t):zug_ég
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et en considérant (g -%g) =0 pour t=0, la solution de I'Eq. C-13 se résume a:

(2(*+At)-§£(t+m)]=(g(t)-—§—g_(t)) o +[au-ag-2 Ag(*-e‘“)

3 AQ
Eq. C-14
En substituant maintenant I'équation suivante:
§=g—(l+§u)£€, et g=§—%£e, Eq. C-15

dans I'équation Eq. C-14, la solution devient:

g(t+At) =§g(t+m)+(k+-§-u)l-a'(t+ At)

+{g(t)—§_!=2(t) -(l +§u)£-e.(t)}~ e Eq. C-16

2 2 1-g™°
+{2u' Ag-Zpl-de, _5@(t+ At) - g(t))}( 20 )

AQ=3p ¢() At Eq. C-17

L'équation Eq. C-16 est utilisée pour solutionner les 6 équations/inconnues assaciées a

la loi d’écoulement plastique.

Pour la loi d’évolution de la contrainte interme, nous avons:

: — Q .
Q=h¢’-a Q’““(Q—%Q") Eq. C-18



103

avec:

y=Q , a(t)=G=aQ™' et f(t)=h-g Eq. C-19

en considérant Q = 0 pour t=0, la solution de I'Eq. C-18 est:

— —AG -
Qt+A) =Q(t)-e™* +h Ag(1 Ai; ) Eq. C-20

En substituant maintenant:

5—Al-& -
g =¢g— il W) Eq. C-21
dans I'Eq. C-20, la solution devient:
Q(t+At) =Q(t)- e
ot + At) - o(t _e e Eq. C-22
YV G -
= 2u 2u= AG
o
— Q° 8
AG=a Q™' (1 - —5—) Eq. C-23

L'Eq. C-22 est utilisée pour solutionner les 6 équations/inconnus de la loi d’évolution de

la contrainte inteme.

Si I'on suppose que AG et AQ sont constants dans les Eq. C-16 et C-22, alors les
composantes du stress et de la contrainte intere sont indépendantes les unes des

autres; le lien entre les composantes se faisant par les valeurs scalaires AG et AQ.
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Cela se traduit par le découplage des solutions des composantes. |l est alors possible
d'utiliser une méthode a double résolution successive pour trouver la solution du
systéeme. Dans un premier temps, les solutions des 6 composantes des équations
asymptotiques de la contrainte et de la contrainte inteme sont trouvées

indépendamment, avec un algorithme de Newton. Les nouvelles valeurs de AG et AQ

sont calculées avec une solution compléte des tenseurs de {a contrainte et de la

contrainte inteme. La convergence est atteinte lorsque les valeurs de AG et AQ se

stabilisées. La figure C-1 montre I'algorithme de solution de la méthode asymptotique.

Le grand avantage de cette méthode est de faire passer le systéme d'équations de
« 12x12 » pour la formulation différentielle a « 6 systémes 2x2 » pour la formulation
intégrale. Sachant que le nombre d'opérations pour trouver la solution d'un systeme
linéaire est de l'ordre de n°, alors pour n=12 le nombre d'opérations est environ 1728
pour la formulation différentielle. Pour 6 systémes avec n=2, le nombre d’opérations est
de l'ordre de 48 pour la formuiation asymptotique. Par contre, le nombre d'itérations
pour obtenir la solution est plus grand avec la méthode d'intégration asymptotique. De
fagon générale, la diminution du temps de calcul est d'un ordre de grandeur avec la

méthode asymptotique.

Comme le montrent les figures C-2 et C-3, les résultats ne semblent pas étre influencés
par la technique utilisée car plusieurs simulations ont donné des résultats identiques

pour les deux méthodes. Ces simulations ont été réalisées a partir du logiciel ABAQUS
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avec deux éléments 3D paraboliques (brique 20 noeuds et 27 points d'intégration).
D'autres simulations, comme du forgeage 2D et 3D, ont été réalisées sans que des

différences notables soient constatées au niveau des résultats.
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Solution Avec l'algorythme de Newton
de

G’,‘.I et n;-c

2

ou

!

Calcul des nouveaux
et aQ™

AG
) i—nanon
jﬁ

oul
Refaxation de Valeurs Finales
AG™ ot aQ™ ™. 0", 4Q"™, 4G

Figure C-1: Algorithme de solution de l'intégration asymptotique
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Figure C-2 : Cornparaison de la méthode différentislle et asymptotique pour un essai de traction
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Figure C-3 : Comparaison de la méthode différantielle et asymptotique pour un essai de traction
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Annexe D
Résultats
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Figure D-1 Courbes de compreassion uniaxiales expérimentales de 'aluminium 1100, € = 0.001
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Figure D-2 : Courbaes de compression uniaxialss simulées de 'aluminium 1100, £ = 0.001
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Figure D-3 Courbes de compression uniaxiales axpérimantalss de I'aluminium 1100, € = 0.01%
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Figure D-4 : Courbes de compression uniaxiales simulées de I'aluminium 1100, € = 0.01
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Figure D-5 Courbes da comprassion uniaxiales expérimentales da {"afurninium 1100, & = 0.1%%



Contrainte (MPa)

800 7T T 7T

L Aluminium 1100
T £=0.1s"

50.0 -

40'0 i /’—_—-——_T

Déformation Vraie

Figure D-6 : Courbes de compression uniaxiales simulées de I'aluminium 1100, € = 0.1
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Figure D-7 Courbes ds compression uniaxiales expérimentales de l'aluminium 1100, & = 1.0



Contrainte (MPa)

70.0 | L | E—— 1

- Aluminium 1100

L £=1.0¢8"
60.0 300 °C
500 L p /

i 350 °C
400 |- /

LSS 400 °C
30.0 f-... ./

- S 450 °C
20.0 |s* 500 °C

600 °C

10.0

5

N

| I (TSN RN W S S

| B

0.0
0.0 0.1

Figure D-8 : Courbes de compression uniaxiales simulées de I'alurninium 1100, € = 1.0

02 03 04 05 06 0.7 08 09 1.0

Déformation Vraie

117



118

50.0 v T r Y v T r .y
- 1100 Aluminum € = —1.0 zec™

‘0.0 350 .C N
L -0.1 -
)
S_;'_ 30.0 i
» —0.01 4
v
§ 20.0 -
m -

10.0 Expertinental Data |

o-o h d. i A ' . 1 't { L

a.0 0.2 a.4 0.8 0.8 1.0
True Strain

Figure D-9 Courbes de sauts de vitesse de déformation expérimentales ds I'aluminium 1100, & une
température de 350 °C°%
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Figure D-10 Courbes de sauts de vitasse de déformation simulés de I'aluminiurn 1100, a une température

de 350°C
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Figure D-11 Courbes de sauts de vitesse de déformation expsrimentales de 'aluminium 1100, & une
température de 400 o8l
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Figure D-12 Courbes de sauts de vitesse de déformation simulés de I'alurninium 1100, a une tampérature

de 400 °C
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Figure D-13 Courbes de sauts de vitesse de déformation expérimentales de I'aluminium 1100, a une

température de 450 ol
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Figure D-14 Courbes de sauts da vitesse de déformation simulés de I'aluminium 1100, & une température
de 450°C
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Figure D-15 Courbes de double sauts de vitesse de déformation expérimentale de I'aluminium 1100 %
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Figure D-16 Courbes de doubla sauts de vitesse de déformation simulés de I'aluminium 1100
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