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Résumé. La simulation numérique par la méthode des éléments finis devient à l'heure actuelle un outil 

incontournable pour l'étude des phénomènes complexes liés à la formabilité des métaux tels que le retour 

élastique et la localisation des déformations. Cependant, le modèle utilisé pour décrire le comportement 

mécanique du matériau est  sans doute un facteur déterminant dans la modélisation du procédé. A cette fin, le 

modèle de comportement doit reproduire toutes les propriétés du matériau en relation avec sa formabilité à 

savoir l'anisotropie et la loi d'écrouissage plastique. L'objectif primordial de ce travail de thèse est de montrer 

via des simulations numériques l'influence du modèle constitutif du comportement du matériau sur la 

prédiction du retour élastique lors d'une opération étirage - pliage ou emboutissage en U. Les essais ont été 

menés sur des éprouvettes plates (tôles) en titane T40 grade 2. Vu ses propriétés spécifiques, Le matériau 

choisi a une vaste gamme d'applications en industries de haute technologie telle que dans l'aéronautique. 

Egalement, nous avons étudié l'influence de certains paramètres sur le retour élastique tels que la force de 

serrage, la profondeur d'étirage, l'anisotropie et les hétérogénéités du matériau. Afin de justifier l'efficacité du 

modèle éléments finis proposé dans le cadre de cette étude,  qui tient compte des hétérogénéités 

microstructurales du matériau, une comparaison avec des résultats expérimentaux a été effectuée. Il a été 

constaté tout au long de cette étude que le modèle hybride compartimenté est le mieux adapté pour la 

simulation du retour élastique lors d'une opération étirage - pliage.    

 

Mots-clés :  Retour élastique, modèle hybride, écrouissage cinématique, anisotropie, étirage-pliage.  

 

Abstract. Nowadays, numerical simulation by finite element analysis is an essential tool for the study of 

complex phenomena related to the formability of metals such as springback and localization of deformation. 

However, the model used to represent the mechanical behaviour is a determining factor in the process 

modelling. To perform well, the model must reproduce all the properties of the material such as the anisotropy 

and the strain hardening induced by plastic deformation. The primary objective of this thesis is to show via 

numerical simulations the influence of the constitutive model of the materiel behaviour on springback 

prediction in stretch-bending operation. The tests were carried out on titanium T40 grade 2 sheets. Because of 

the specific properties, the chosen material has a wide range of applications for high tech industries such as in 

aeronautics. Also, we investigated the influence of some parameters on springback amount such as the 

clamping force, the stretching depth, the anisotropy and heterogeneity of the material. In order to justify the 

effectiveness of the proposed finite element model taking into account the material heterogeneities, a 

comparison with experimental results was performed. It was found along this study that the hybrid model is 

better suited for springback simulation in stretch - bending operation.   

 

Key Words : Springback, hybrid model, kinematic hardening, Anisotropy, stretch-bending. 

 

حالٌا أصبحت المحاكاة الرقمٌة بالعناصر المنتهٌة أداة جد فعالة  لدراسة الظواهر المعقدة المتعلقة بتشكٌل القطع المعدنٌة مثل الرجوع . ملخص

. غٌر أن النموذج المستعمل لوصف السلوك المٌكانٌكً للمواد من المؤكد أن ٌكون عاملا مهما فً نمذجة عملٌة التصنٌع .المرن و تمركز التشوه

. ٌجب على هذا النموذج استنتاج كل خصائص المادة التً لها علاقة بعملٌة التشكٌل مثل تباٌن الخواص و قانون التصلد الانفعالً,من أجل هدا 

تأثٌر نموذج سلوك المادة على دقة التنبؤ بكمٌة الرجوع المرن أثناء ,هو إظهار عن طرٌق المحاكاة الرقمٌة ,الهدف الرئٌسً من هدا الأطروحة 

نظرا . (40T)التٌتانٌوم النقً من ( صفائح)الاختبارات التجرٌبٌة أجرٌت على عٌنات رقٌقة .  (Uشكل)ثنً أو التشكل بالكبس - عملٌة تمدد 

أٌضا قمنا بدراسة تأثٌر بعض العوامل على . فان مجال تطبٌقاته واسعة جدا خاصة فً مجال صناعة الطائرات,للخصائص النوعٌة لهدا المعدن 

.                          الخ,عدم تجانس المادة ,تباٌن الخواص بالنسبة لاتجاه التصفٌح ,عمق التمدد ,مدى ظاهرة الرجوع المرن مثل قوة التثبٌت 

قمنا بعملٌة التحقق عن طرٌق المقارنة مع النتائج ,لتبرٌر مدى فاعلٌة النموذج الرقمً المقترح و الذي ٌأخذ بعٌن الاعتبار عدم تجانس المادة 

ثنً - فً الأخٌر استنتجنا  أن النموذج الهجٌن  هو أكثر ملائمة للمحاكاة الرقمٌة لظاهرة الرجوع المرن أثناء عملٌة تمدد.  المتحصل علٌها تجرٌبٌا

.الصفائح المعدنٌة  
 

.    ثنً- تمدد , تباٌن الخواص, التصلد الانفعالً الحركً, النموذج الهجٌن,  الرجوع المرنːالكلمات الرئيسية   
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INTRODUCTION GENERALE 

On s'intéresse ici aux procédés de mise en forme des matériaux métalliques, et plus spécifiquement 

ceux qui s'appliquent aux produits plats (tôles et feuilles métalliques). Ces procédés ont des 

avantages spécifiques par rapport à d'autres types de procédés (grandes cadences de production, 

faible taux de chutes, pièces avec des formes géométriques complexes, etc.), ce qui les rend 

incontournables pour la production en grande série de pièces aux géométries élancées. 

Malgré un investissement initial important (machine et outillage), c'est un procédé qui s'avère 

apporter un bon rapport qualité-prix car : 

d'une manière générale le taux de conversion entre matière brute et matière de la pièce finie est 

bon, les propriétés mécaniques sont améliorées pendant l'opération du fait de l'écrouissage, on 

obtient des pièces structurelles finies sans opérations de reprise et la simplicité et la robustesse des 

machines en font des outils à longue durée de vie largement amortissables. 

Par contre, produire des pièces avec une géométrie cible qui comporte des tolérances géométriques 

resserrées est souvent une gageure notamment s'il existe des retours élastiques importants comme 

c'est le cas lorsqu'elles sont obtenues par pliage. De ce fait, le temps de mise au point du procédé 

s'allonge et cette dernière peut s'avérer coûteuse. On fait alors par exemple appel à des effets 

complémentaires proches de l'estampage pour "bloquer" un pli par exemple et limiter ainsi le retour 

élastique. Un bon compromis qualité-délai-coût devient alors plus difficile à atteindre. 

Dans un contexte économique actuel tendu avec une concurrence interentreprises  qui continue à 

s'exacerber de jour en jour, il s'agit non seulement, pour chaque entreprise de préserver ses parts de 

marché mais aussi d'en conquérir de nouvelles en travaillant pour que les points faibles du procédé 

soient éliminés.  

Dans le domaine de la mise en forme, différentes directions sont alors explorées pour atteindre cet 

objectif. Il s'agit par exemple de trouver des pistes pour permettre la production en petite série ou 

diminuer les temps de production. 

Une des pistes que souhaite explorer cette thèse est l'amélioration de la maîtrise de la géométrie des 

pièces produites par déformation des tôles métalliques. Cette question ne se pose donc pas 

immédiatement pour des pièces produites de façon géométriquement très contraintes 

(emboutissage de godets par exemple) pour lesquelles le retour élastique est bloqué du fait de la 

forme de la pièce. Elle se pose de façon particulièrement aigüe sur des pièces de géométries 

élancées obtenues par pliage simple ou successif (en Vé, en U, …) qui sont largement répandus. 

L'élasticité des métaux et ses conséquences peuvent être éventuellement anticipées mais elles ne 

peuvent pas être supprimées. 
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Pour progresser, il faut donc être en mesure de prédire les effets du retour élastique de façon à 

anticiper ces derniers par la définition de géométries d'outillages corrigées  pour obtenir des pièces 

finies conformes aux prescriptions dimensionnelles du dessin de définition. Le recours à la simulation 

numérique est alors nécessaire pour déterminer virtuellement la meilleure géométrie d'outils qui 

permet après retour élastique du métal d'obtenir la pièce avec les dimensions exigées.  

Cependant, la question du retour élastique reste malgré tout problématique pour les modélisateurs 

depuis que les outils de simulation numérique ont été mis au point. En effet, malgré les efforts et les 

progrès constants dans ce domaine, il n'est toujours pas évident aujourd'hui d'exploiter les résultats 

de simulations pour faire pratiquement de la mise au point d'opérations de formage qui présentent 

de forts retours élastiques. La géométrie virtuelle de la pièce reste trop éloignée de la géométrie 

réelle pour pouvoir envisager une optimisation des outillages.  

Bien que a priori très difficile à estimer avec précision, la détermination du retour élastique (ou la 

forme finale de la pièce après enlèvement des outils) revient pourtant à résoudre un problème assez 

trivial de mécanique de solides déformables qui vise à déterminer des contraintes internes qui se 

redistribuent en fonction des conditions aux limites imposées. 

La (ou les étapes) de mise en forme par déformation permanente contrôlée par les outillages génère 

une distribution des contraintes à l'intérieur du matériau (et notamment dans l'épaisseur) qui 

dépend directement des propriétés d'écrouissage de ce dernier. Le changement de conditions aux 

limites suite au retrait des outils impose à la matière de redistribuer les contraintes dans les sections 

de façon compatible avec les nouvelles conditions aux limites. Cette nouvelle distribution opère 

nécessairement par des déformations élastiques locales qui se traduisent globalement par un 

changement de forme générale appelé retour élastique. Comme la détermination de la nouvelle 

géométrie qui permet l'équilibre des contraintes internes dans une section n'est pas un problème 

trivial et que la maîtrise de l'outil numérique qui peut être utilisé pour la déterminer reste l'apanage 

de sociétés privilégiées, de nombreuses études alternatives visent à aider le concepteur d'outillage 

en lui proposant des liens de cause à effet "simples" entre des propriétés du matériau, des formes 

d'outillages et le retour élastique. 

Objectifs de la thèse 

Ce travail de thèse se propose d'étudier l'influence du modèle de comportement des tôles 

métalliques sur la prédiction des phénomènes pénalisants pour la mise en forme tels que le retour 

élastique et la localisation de la déformation à l'issue d'une opération de mise en forme.  

Des tests comparatifs préliminaires de résultats obtenus par simulation et résultats expérimentaux 

d'essais de traction montrent l'intérêt d'une nouvelle modélisation qu'on désigne par "modèle 
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hybride"  qui prend en compte les hétérogénéités  du matériau (Tabourot, 2014), par rapport à un 

modèle phénoménologique standard développé quant à lui dans le cadre classique de la mécanique 

des milieux continus qui repose sur les hypothèses fortes d'homogénéité et de continuité du 

matériau.  

Les progrès réalisés dans le domaine de sa mise en œuvre font du titane un matériau très attractif au 

regard de ses excellentes propriétés physico-chimiques et mécaniques. De nombreux secteurs 

(aéronautique, maritime, biomédical...) industriels de pointe mettent ainsi à profit ses 

caractéristiques différenciantes (Doc_int1).    

Les compositions chimiques et les morphologies de microstructure des alliages de titane sont très 

variées. Sous ses différentes formes, le titane présente donc des propriétés industrielles très 

intéressantes telles que la résistance à la corrosion, à l’érosion et au feu, la biocompatibilité, une 

faible densité, d'excellentes performances mécaniques comparables à celles de l’acier, une haute 

ténacité à basses et hautes températures, etc. Le développement d'applications du titane en 

aéronautique, pour l'aérospatial et dans la chimie s’explique également par la précision, la légèreté 

et la souplesse des pièces mises en forme.   

Les deux points précédents ont conduit à définir le programme de travail développé durant la 

préparation du doctorat. Les performances de deux types de modélisation du comportement 

élastoplastique du titane ont été comparées avec l'idée de mesurer l'intérêt de prendre en compte 

les hétérogénéités intrinsèques aux métaux dans une étude. 

A cette fin, ce travail se concentre sur l'étude du retour élastique d'une pièce de géométrie simple 

mais obtenue en faisant intervenir des modes de déformation complexes comme ceux présents en 

emboutissage. Notre contribution porte donc principalement sur la simulation numérique d’une 

opération étirage-pliage (appelé aussi emboutissage en U) avec la phase du retour élastique. 

 Les modèles proposés ont alors été exploités pour la prédiction numérique du retour élastique lors 

d'un essai étirage-pliage. Différents essais expérimentaux ont ainsi été réalisés et des simulations 

numériques corollaires ont été menées au moyen du code de calcul commercial Abaqus. L'influence 

de quelques paramètres déterminants tels que la force de serrage, la profondeur d'étirage et 

l’anisotropie de la tôle sur le retour élastique a été étudiée. Les simulations numériques ont été 

élaborées et validées par comparaison à des tests expérimentaux. 

Cette simulation lorsque des paramètres mécaniques sont spécifiés à l'échelle de l'élément pour 

prescrire le comportement élastoplastique local spécifique dans le code de calcul par éléments finis 

permet  d'intégrer l'hétérogénéité du matériau. Cette option, comparativement à un modèle plus 

standard, peut être considérée comme une étape importante vers la prise en compte de 
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phénomènes fins liés aux déformations irréversibles si elle s'avère faire ses preuves. Le solveur 

éléments finis généraliste Abaqus/Standard est retenu pour cette étude. 

Plan de thèse 

Cette étude se compose de deux volets principaux : 

Le premier concerne le développement d'un nouveau modèle de comportement élastoplastique 

pour la simulation des phénomènes délicats induits par la déformation plastique tels que le retour 

élastique et la localisation de la déformation. Ce modèle dit hybride (ou parfois mixte) vise à relier les 

mécanismes physiques élémentaires au comportement rhéologique du matériau des tôles 

métalliques. L'intégration du caractère hétérogène des matériaux et de ses effets sur la déformation 

permet par exemple de restituer des phénomènes fins d'écrouissage cinématique. Sur la base de ce 

concept, on réalise virtuellement des tests préliminaires de traction simple et de traction-

compression, qui permettent de mettre en évidence le mode opératoire d'un modèle et les intérêts 

qui en découlent du point de vue précision des résultats de simulations. 

Le second volet concerne l'application du modèle hybride au cas d'une simulation d'une opération de 

pliage ou d’emboutissage en U avec la phase du retour élastique. Différents tests numériques ont été 

réalisés afin de déterminer de manière qualitative et quantitative le retour élastique en fonction de 

quelques paramètres d'influence tels que la force de serrage, profondeur d'étirage, anisotropie et 

l'épaisseur de la tôle. Les résultats numériques ainsi obtenus ont été ensuite validés par comparaison 

avec des mesures expérimentales. Ces dernières sont obtenues sur un dispositif original, conçu et 

réalisé au laboratoire LPMMM de l'université Ferhat Abbas Sétif 1.  

Le plan de ce rapport de thèse se décline de la façon suivante : 

Le premier chapitre est consacré à une synthèse bibliographique sur le phénomène du retour 

élastique observé lors des opérations de mise en forme. Il s'intéresse notamment à la description des 

méthodes de mesure et de calcul utilisées pour l'estimation de ce retour élastique et à l'étude des 

effets de plusieurs paramètres liés au matériau et au procédé de fabrication sur la géométrie de la 

pièce mise en forme.   

Parmi les paramètres déterminants qui ont une grande influence sur la qualité finale de la pièce on 

cite, entre autres, l'effort de serrage exercé par le serre-flan, la profondeur d'enfoncement du 

poinçon, le rayon de matrice, la nature du matériau, l'épaisseur de la tôle, etc.  

Le deuxième chapitre est consacré à la caractérisation et l'identification du comportement 

mécanique de l'alliage d'étude qui est le titane T40 grade 2. Pour atteindre cet objectif, des essais de 

traction simple ont été réalisés à température ambiante sur des éprouvettes normalisées. Afin de 

déterminer l'anisotropie initiale due à la texture cristallographique (résultat du laminage 
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unidirectionnel de la tôle), les essais de traction ont été réalisés selon trois orientations différentes 

(0°, 45° et 90°) par rapport à la direction de laminage. 

Ce chapitre expose également les deux types de modélisation du comportement élastoplastique 

proposés dans le cadre de cette étude. A travers des simulations numériques du phénomène de 

localisation des déformations lors d'un essai de traction simple, les avantages de l'application d'un 

modèle hybride par rapport à un modèle phénoménologique classique sont mis en évidence.  

Le troisième chapitre est consacré à l'étude expérimentale et la simulation numérique du retour 

élastique lors d'une opération d'emboutissage en U. Les essais expérimentaux ont été réalisés sur 

des éprouvettes plates de faible épaisseur en utilisant un dispositif spécifique en Ω. Ce dispositif 

adaptable à la machine de traction offre la possibilité de faire varier plusieurs paramètres qui ont une 

influence directe sur le retour élastique. 

Le but recherché dans ce chapitre est de construire un modèle éléments finis pour l'opération 

d'emboutissage en U avec la phase du retour élastique. Afin d'étudier l'influence du modèle de 

comportement du matériau sur le retour élastique, les deux types de modèles proposés (classique et 

hybride) ont été introduits dans le code de calcul par éléments finis Abaqus. Les résultats de 

simulation sont commentés et comparés à des mesures expérimentales.   

Enfin, une conclusion générale fait la synthèse de ce travail et des perspectives sont mises en 

lumière. 
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 Chapitre 1 Etude bibliographique sur le phénomène du 

retour élastique lors de la mise en forme 

 

1.1 INTRODUCTION 

Après une mise en forme par déformation plastique (pliage, emboutissage, etc.), il est rare que la 

pièce produite conserve parfaitement sa forme après retrait des outillages, la forme et les 

dimensions que les outils lui ont imposées. Cette modification de forme est due essentiellement au 

retour élastique. Le problème peut être extrêmement préjudiciable à la qualité géométrique du 

produit dans le cas où les tolérances recherchées doivent être serrées notamment si la pièce 

produite doit être utilisée dans un assemblage. Par conséquent, pour que la pièce fabriquée soit 

conforme aux exigences du cahier des charges, il faut préalablement définir des formes d'outillage 

qui anticipent ce retour élastique. Le phénomène du retour élastique s'explique par le fait que le 

changement de distribution des contraintes pour respecter une nouvelle configuration d'équilibre 

après retrait de l'outillage, modifie la forme de la pièce et pose des problèmes de maîtrise de 

géométrie. Dans le cas d'un essai de traction, le retour élastique résulte de la disparition de la 

composante élastique de la déformation totale imposée à l'éprouvette. Du point de vue physique, le 

schéma ci-dessous (Figure 1-1) montre un exemple d'un réseau cristallin qui subit une déformation 

élastoplastique sous l'effet d'une contrainte de cisaillement τ. Le retour élastique qui se manifeste 

après décharge est dû à l'énergie élastique stockée dans le réseau. Ce phénomène devient critique 

par exemple pour les aciers à haute résistance et en particulier pour les pièces de grandes longueurs. 

La Figure 1-2 montre un simple exemple d’une déformée obtenue à la fin de l’étape de pliage en l'air 

après enlèvement des outils. Cette figure illustre clairement la différence entre les deux déformées. Il 

faut bien mentionner que le phénomène du retour élastique n’apparaît pas sur toutes les pièces, 

mais uniquement sur certaines formes où des degrés de liberté en rotation de la tôle sont possibles. 

C’est la raison pour laquelle le retour élastique n’apparaît pas par exemple sur des pièces embouties 

de forme tubulaire (godets, bouteilles, tubes etc.) (Haddag, 2007). Pour paramétrer le retour 

élastique, les grandeurs représentatives sont soit des variations angulaires, soit des rayons de 

courbure (Nakamachi, 1993).  
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Figure ‎1-1. Représentation d'une déformation élastoplastique et retour élastique dans le réseau 

cristallin (Col, 2010),  (a) Etat initial,  

(b) application d'une contrainte de cisaillement, 

(c) déformation permanente (après retour élastique). 

 

 

Figure ‎1-2. Exemple d'une opération de pliage d'une tôle métallique (Doc_int2).  

 

A priori le retour élastique affecte sensiblement la forme et la précision géométrique au regard de 

celles demandées par le cahier des charges. Son intensité dépend de plusieurs paramètres liés 

principalement : 

 à la forme et aux dimensions de la pièce, 

 à la géométrie de l’outillage (rayon de courbure de la matrice, rayon de courbure du poinçon, 

etc.), 

 aux propriétés du matériau mis en œuvre (composition chimique, propriétés mécaniques, 

taille des grains, texture de la tôle,...), 
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 aux effets des paramètres du procédé de fabrication tels que vitesse de déplacement du 

poinçon, force de serrage, profondeur d'enfoncement, conditions de contact, température, 

etc. 

Un mauvais paramétrage lors de la conception des outils de forme peut amplifier le retour élastique. 

La détermination à l'avance de la quantité du retour élastique permet en conséquence la conception 

et la fabrication des outils en anticipant cette quantité et éventuellement en le diminuant (Tekaslan, 

2006). Le retour élastique est dû au rééquilibrage des contraintes qui se sont développées dans 

l'épaisseur de la tôle pendant l'opération de formage. Un essai de pliage en l'air montre que, lors du 

chargement, l'histoire de déformation plastique diffère d’une zone à une autre, la surface extérieure 

de la tôle en contact avec la matrice subit une traction tandis que la surface intérieure en contact 

avec le poinçon subit une compression. La surface qui délimite ces deux états de contrainte est 

appelée surface neutre (fibre neutre en théorie des poutres). Lorsque l'effort de pliage cesse 

(décharge), on aura un relâchement des contraintes élastiques et rééquilibrage des contraintes 

résiduelles entre les deux parois (extérieure et intérieure) comme le montre la Figure 1-3.  

 

 

Figure ‎1-3. Distribution de la contrainte dans l'épaisseur à la fin du pliage et après retour élastique 

(acier C67S, rayon de pliage =12,5 mm), (Pouzols, 2011).     

 

1.2 PARAMETRES D'EVALUATION DU RETOUR ELASTIQUE 

La composante élastique de la déformation totale tend à ramener la tôle dans sa position initiale. Ce 

phénomène est facilement vérifiable à l’aide d’un essai de traction à déformation contrôlée (Figure 
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1-4). Pour un cycle charge-décharge en un point donné (B), le retour élastique est calculé comme 

suit : 

∆𝐿𝐵 =  e 𝐵 − e𝑝(𝐵) . 𝐿0, 

avec 𝐿0  est la longueur initiale de l'éprouvette. 

La quantité e 𝐵 − e𝑝(𝐵) représente l'allongement réversible ou la composante élastique de la 

déformation conventionnelle (e) en un point (B). 

Plusieurs techniques peuvent être utilisées pour l’évaluation du retour élastique après formage de la 

tôle. P. Sun et al. (Sun, 2006) ont mesuré le retour élastique suivant la direction d'enfoncement du 

poinçon. D’autres auteurs tels que (Banua, 2006), (Firat, 2007) and (Samuel, 2000) ont évalué le 

retour élastique par le biais de la déviation  mesurée sur les extrémités de l’échantillon.   

Pour une estimation précise du retour élastique, le paramètre d'évaluation doit être choisi en 

fonction de la forme de la pièce à obtenir. On donne ci-dessous quelques exemples indiquant les 

paramètres d'évaluation du retour élastique en fonction de la forme de la pièce (Figure 1-5, Figure 1-

6 et Figure 1-7). 

 

 

Figure ‎1-4. Evolution du retour élastique par l’effet d’écrouissage pour un essai de traction 

unidimensionnel (données conventionnelles). 

 

 

Figure ‎1-5.  Pliage en tombée de bord (Al-tahat), le retour élastique peut être évalué en utilisant le 

paramètre ∆α (∆α=αi-αf). 
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𝛼i  et 𝛼f  représentent successivement les angles de pliage avant et après le retour élastique.  

𝑅i  et 𝑅f  représentent successivement les rayons de pliage avant et après le retour élastique.  

 

On observe que l'angle final (𝛼f) diminue par rapport à l'angle imposé par l'outillage (𝛼i).  

Expérimentalement, les angles 𝛼𝑖  et 𝛼𝑓  peuvent être mesurés à l'aide d'un projecteur de profil qui est 

un appareil de mesure optique promettant une image de profil d'une zone d'évaluation sur un écran. 

 

Figure ‎1-6. Mesure du retour élastique dans le cas de pliage en U (doc.int4). 

 

 

Figure ‎1-7.  Exemple de déformée obtenue après l'opération d'emboutissage en U (Ouakdi, 2012). 
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Comme il est indiqué sur la figure ci-dessus qui montre un modèle plus représentatif d'une 

géométrie en «Oméga», le retour élastique peut être mesuré de différentes façons : 

 à travers les angles 𝜃1 et 𝜃2 proposés par Tang et al. (Tang, 2008), 

 à travers les angles 𝜃1 et 𝜃2 et la déviation de l'extrémité du profil ∆𝜃 proposés par P. A. 

Eggertsen et al. (Eggertsen, 2009), 

 à travers les angles 𝜃1 et 𝜃2 et le rayon de courbure 𝜌 proposés par Gomes et al. (Gomes, 

2005), 

 par la déviation de l'extrémité du profil ∆𝜃 et l'écart ∆𝑕2 (∆𝑕2 = 𝑕 − 𝑕2) proposés par E. H. 

Ouakdi et al (Ouakdi, 2012). h et 𝑕2  représentent successivement la profondeur 

d'enfoncement du poinçon dans la pièce à la fin de l'opération étirage-pliage et la 

profondeur d'étirage après retour élastique.  

1.3 METHODES D'ESTIMATION DU RETOUR ELASTIQUE 

Pour obtenir une pièce finale avec une géométrie précise, il est nécessaire de prévoir l’angle du 

retour élastique de la tôle que l’on s’apprête à former. Il existe plusieurs méthodes dont l'efficacité 

diffère de l'une à l'autre. Industriellement, la méthode empirique classique d’essais-erreurs est 

couramment applicable, néanmoins cette méthode est fastidieuse et moins rentable si la complexité 

des pièces augmente. Cette phase de mise au point prend donc un temps considérable et les rebuts 

de pièces sont importants, par conséquent le coût de cette méthode est non négligeable pour 

l’entreprise (Pouzols, 2011). Actuellement, avec l'apparition de logiciels plus puissants, la simulation 

numérique utilisant généralement la méthode des éléments finis devient un outil incontournable 

pour l'étude et l'analyse des phénomènes complexes générés par la mise en forme du matériau, 

comme le  retour élastique et la localisation des déformations.   

Toutefois, de nombreux travaux ont été proposés dans la littérature pour estimer le retour élastique 

des tôles métalliques sans pour autant faire appel à la simulation numérique. Dans le cas de pliage en 

l'air (à 90°) on peut être satisfait d'une méthode directe qui est basée sur l'évaluation d'un coefficient 

₭ qui est défini par le rapport entre les deux angles de pliage 𝜃  (avant RE) et 𝜃′ (après  RE) selon la 

Figure 1-8. Le coefficient ₭  est généralement fourni par un abaque en fonction du rapport (𝑟/𝑒).  𝑟 

et 𝑒 représentent successivement le rayon intérieur du pliage et l'épaisseur de la tôle. Le Tableau 1-1 

récapitule quelques valeurs pratiques de ₭ en fonction du rapport (𝑟/𝑒). 

 



12 

 

 

Figure ‎1-8. Déformée d'une pièce pliée avant et après retour élastique. 

L'angle du retour élastique est donné par l'écart ∆𝜃 = 𝜃 − 𝜃′. 

𝑟𝑚  rayon moyen à la fibre neutre avant retour élastique, 

𝑟𝑚
′  rayon moyen à la fibre neutre après retour élastique.  

 

Tableau ‎1-1. Valeurs de ₭ pour quelques nuances de tôles métalliques. 

₭ → Aluminium Acier doux Laiton Z2 CN18-10 

 

𝑟

𝑒
  ↓ 

1 
0,99 0,99 0,98 0,99 

2 0,99 0,99 0,97 0,97 

4 0,99 0,98 0,95 0,94 

10 0,99 0,95 0,92 0,90 

40 0,96 0,85 0,82 0,85 

 

Dans le cas de pliage en U, Wassilieff (Wassilieff, 1968) a également proposé une méthode empirique 

de correction du retour élastique donnée sous forme d’abaques comme il indiqué sur la Figure 1-9. 

Le facteur de correction ₭′ dépend à la fois de la nature du matériau et du rapport 𝑟/𝑒 où r 

représente le rayon intérieur de pliage.  
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Figure ‎1-9. Correction du retour élastique selon la méthode de Wassilieff (Wassilieff, 1968). 

𝐴0 angle de pliage avant retour élastique, 

𝐴 angle de pliage après retour élastique. 

 

De manière analytique, le retour élastique peut être quantifié dans des cas simples en utilisant des 

relations mathématiques obtenues lorsque des hypothèses simplificatrices sont appliquées. On 

constate également que ces relations sous-estiment généralement l’amplitude du retour élastique, 

en particulier dans le cas des tôles d'acier à haute résistance. Des corrections leur ont été apportées 

pour certaines configurations sans toutefois que ces corrections puissent être généralisées. 

Le problème de l’imprécision du modèle analytique pour la prédiction du retour élastique est 

typiquement posé lorsque la pièce est soumise à une histoire de déformation complexe comme dans 

le cas de l’emboutissage par exemple. Le recours à la simulation numérique est indispensable 

compte tenu du nombre important de paramètres influençant le retour élastique.  

Parmi les modélisations analytiques permettant d’estimer la valeur du retour élastique en pliage, on 

trouve la formulation de Gardiner (Gardiner, 1957) qui est la plus connue dans le domaine de la mise 

en forme. Cette formulation définit l’expression du retour élastique en se basant principalement sur 

les données géométriques de l'outillage et les propriétés mécaniques de la tôle. Cette formulation 

qui est vérifiée expérimentalement pour de nombreux alliages métalliques est donnée par la relation 

suivante : 

 

𝑟𝑚
𝑟𝑚

′ = 4  
𝑟𝑚
𝑒

.
𝑅𝑒

𝐸
 

3

− 3  
𝑟𝑚
𝑒

.
𝑅𝑒

𝐸
 + 1. 

 (1-1) 

 

Comme l'indique la Figure 1-8, 𝑟𝑚  et 𝑟𝑚
′  représentent successivement le rayon moyen (ou rayon de la 

fibre neutre) avant et après retour élastique,  

𝑒 (𝑚𝑚)  l'épaisseur de la tôle, 

𝑅𝑒(𝑀𝑃𝑎) la limite élastique du matériau, 

E (MPa) le module d’Young du matériau. 
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La formulation donnée ci-dessus se trouve restreinte parce qu'elle ne fait apparaître que les 

paramètres liés à l’élasticité du matériau (𝐸 et 𝑅𝑒 ), alors que le retour élastique dépend aussi de la 

loi d'écrouissage du matériau. Une deuxième formulation proposée par Queener (Queener, 1968)  a 

pour avantage d’avoir pris en compte la loi d’écrouissage du métal. Elle se présente comme suit : 

 

𝑟𝑚

𝑟𝑚
′ = 1 −

3𝐾(1−𝜐2)

𝐸 2+𝑛 (
3

4
)(1+𝑛)/2

.  
2𝑟𝑚

𝑒
 

(1−𝑛)
, 

 (1-2) 

 

où 𝐾 et 𝑛 représentent les paramètres de la relation d'Hollomon qui décrit le comportement du 

matériau sur la partie plastique de la courbe de traction. Dans un état de contraintes multiaxiales, la 

relation de Hollomon s'écrit comme suit : 

 

σ = 𝐾 𝜀 𝑝 
𝑛

,  (1-3) 
 

où 𝜍 est la contrainte équivalente au sens de von Mises et 𝜀  𝑝  est la déformation plastique cumulée 

ou déformation plastique équivalente (en mesure logarithmique).   

On définit ainsi un coefficient d'écrouissage 𝑛 par 𝑛 =
𝑑𝑙𝑛𝜍

𝑑𝑙𝑛𝜀
. 

𝐾 et 𝑛 peuvent être identifiés en utilisant un solveur, ce dernier consiste à ajuster une courbe 

théorique d'équation donnée 𝜍 𝜀𝑝  à une courbe expérimentale. La qualité de l'ajustement est plus 

fiable si l'écart entre les deux courbes est négligeable.    

Il faut bien préciser que la formulation de Queener qui prend en compte la loi de comportement 

plastique s’adapte bien au calcul du retour élastique pour des faibles valeurs de 𝑟𝑝   𝑟𝑝 ≤ 10𝑒  

(Bahloul, 2005), avec 𝑟𝑝  est le rayon de pliage. 

Selon la configuration de la Figure 1-8, le facteur 𝑓  𝑓 =
𝑟𝑚

𝑟𝑚
′ =

𝜃 ′

𝜃
  traduit la valeur estimée de ce 

retour élastique. 

Pour une opération de pliage simple (pliage en V par exemple), le rayon moyen de pliage est donné 

par : 

Avant RE : 𝑟𝑚 = 𝑟 + 𝓀. 𝑒  

Après RE : 𝑟𝑚
′ = 𝑟′ + 𝓀. 𝑒  

 

𝓀 est un coefficient (sans unité) qui définit la position de la fibre neutre lors du pliage, il dépend 

étroitement du rapport 𝑟/𝑒. Le graphique ci-dessous (Figure 1-10) illustre la variation du coefficient 

𝓀  avec le rapport adimensionnel 𝑟/𝑒. 
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Figure ‎1-10. Variation du coefficient 𝓀  avec le rapport adimensionnel 𝑟/𝑒  (doc_int3). 

 

Monfort et Bragard (Monfort, 1984) prévoient que la tôle se déforme plastiquement dans la zone en 

contact avec la matrice et élastiquement dans le jeu poinçon-matrice comme il est indiqué sur la 

Figure 1-11. 

 

Figure ‎1-11. Modes de déformation en pliage selon Monfort et Bragard (Monfort, 1984). 

 

Les auteurs supposent donc que l'angle du retour élastique dépend simultanément des deux zones 

considérées, c'est-à-dire qu'il peut être décomposé en deux parties :  

 

𝜃𝑡𝑜𝑡 = 𝜃𝑒𝑙 + 𝜃𝑝𝑙 .  (1-4) 

 

Pour modéliser le comportement plastique du matériau de la tôle, les auteurs utilisent la loi  

saturante de Voce qui a pour expression : 
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𝜍 = 𝜍0 +  𝜍𝑚𝑎𝑥 −𝜍0  1 − 𝑒−𝛽𝜀𝑝  ,  (1-5) 

 

avec: 

𝜍  la contrainte équivalente au sens de von Mises,  

𝜍0  la limite élastique du matériau, 

𝜍𝑚𝑎𝑥  la valeur de la contrainte équivalente de saturation, 

𝛽 un paramètre matériau responsable de la courbure, 

𝜀𝑝  la déformation plastique équivalente. 

Si le matériau est sollicité uniquement en traction uniaxiale, 𝜍𝑚𝑎𝑥  représente la contrainte maximale 

dans la direction de sollicitation.  

Selon Monfort et Bragard, les composantes 𝜃𝑒𝑙  et 𝜃𝑝𝑙  de l'angle total du retour élastique ont pour 

expressions : 

𝜃𝑒𝑙 =
540

𝜋
 

𝜍0

2𝐸
×

𝐽 − 𝑒

𝑒
, 

(1-6) 

 

avec : 

J le jeu entre le poinçon et la matrice, E module d'Young, et e l'épaisseur de la tôle. 

 

𝜃𝑝𝑙 =
270

𝐸 × 𝐹
×  

𝜍𝑚𝑎𝑥

2
+

𝑄0

𝛽2 × 𝐹2 ×  𝑒−𝛽𝐹 ×  1 + 𝛽 × 𝐹 − 1  , 
 (1- 7) 

 

avec 𝑄0  =  𝜍𝑚𝑎𝑥 − 𝜍0, 

𝐹 un coefficient dont l'expression est donné par 𝐹 =
𝑒/2

𝑅𝑑 +(𝑒/2)
, 

𝑅𝑑  le rayon de la matrice de pliage. 

 

Il est bien entendu que les formulations analytiques proposées sont fondées sur des hypothèses 

simplificatrices issues de la mécanique des milieux continus telles que la section droite et plane de la 

tôle reste droite et plane pendant toute l’opération de pliage, la position de la fibre neutre est 

souvent prise au milieu de la section, ainsi que le problème est généralement réduit à un état de 

déformation plane ou état de contrainte plane. 

L'hypothèse de déformation plane est souvent établie dans le cas où le rapport 𝑙/𝑒 (𝑙 est la largeur 

de la tôle) est important, alors que l'hypothèse de contrainte plane est établie si le rapport 𝑙 ⁄ 𝑒 est 

faible et les bords libres de tout chargement, alors aucune contrainte transversale ne sera produite 

et les déformations seront reliées à l’effet de la seule contrainte uniaxiale de traction ou de 
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compression. Les états de contrainte et de déformation dans une tôle pliée sont représentés sur la 

Figure 1-12. 

Le niveau du retour élastique est lié d’une part aux conditions imposées par le procédé de fabrication 

(pliage, emboutissage, sertissage, etc.), et d’autre part aux propriétés géométriques et mécaniques 

de la tôle déformable. Maintes recherches ont été menées ces 15 dernières années plus 

particulièrement sur l'acier et les alliages d'aluminium et ont conclu que le retour élastique est 

influencé par une combinaison de plusieurs paramètres, il pourrait être réduit d'une part en 

augmentant la force de serrage exercée par le serre-flan (cas d'emboutissage par exemple), 

l'épaisseur de la tôle, la vitesse de mise en forme, la profondeur de pénétration du poinçon, etc.,  

d'autre part en diminuant le rayon de courbure de la matrice et la largeur de la tôle. 

 

 Figure ‎1-12. Etats de contrainte et de déformation dans une tôle pliée (Mkaddem).  

 

1.4 EFFETS DES DIFFERENTS PARAMETRES SUR LE RETOUR ELASTIQUE 

..1 Paramètres liés à la géométrie de l'outillage 

Angles de l'outillage   

A travers des essais de flexion simple sur un alliage de titane, F. Toussaint et al. (Toussaint, 2008) ont 

mis en évidence l’influence de l’angle de l’outillage sur la géométrie finale de la pièce formée, ils ont 

conclu que le retour élastique varie presque proportionnellement avec l’angle de l’outil comme il est 

indiqué sur la Figure 1-13.  
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Figure ‎1-13. Evolution de l'angle du retour élastique (𝜃) en fonction de l'angle de l'outil (𝛼) 

(Toussaint, 2008). 

 

Rayon de courbure de la matrice  

En effectuant des essais d'étirage-pliage sur des éprouvettes en alliage d'aluminium, Ouakdi et al. 

(Ouakdi, 2012) ont montré qu'un grand rayon de courbure de la matrice diminue sensiblement le 

retour élastique notamment si un faible effort de serrage est appliqué (Figure 1-14). Pour une force 

de serrage donnée, les éprouvettes déformées en utilisant un rayon d'entrée de la matrice 

𝑅𝑑 =  8𝑚𝑚, glissent lentement sous l'effet de la force d'étirage par rapport à celles déformées en 

utilisant un rayon Rd = 5mm. En sachant que le glissement diminue les tensions résiduelles dans la 

tôle, cela permet d'augmenter le rayon de courbure de la tôle. Pour cette raison, nous pouvons dire 

que le rayon Rd est indirectement responsable de l'augmentation (ou diminution) du retour élastique. 

 

Figure ‎1-14. Influence du rayon d'entrée de la matrice sur le retour élastique (Ouakdi, 2012). 
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..2 Paramètres liés au procédé de fabrication 

Force de serrage  

La force de serrage appliquée par le serre-flan est un facteur technologique important qui influence 

le retour élastique. Plusieurs auteurs comme Liu Wei et al. (Liu, 2007), Kim et Koç (Kim, 2008), Lee et 

al. (Lee, 1998) et E. H. Ouakdi et al. (Ouakdi, 2012) ont montré via des essais expérimentaux réalisés 

en particulier sur des tôles en acier et en alliages d'aluminium, que l'augmentation de la force de 

serrage diminue le retour élastique. En effet, pour une force de serrage élevée (cas représenté par 

exemple par la Figure 1-15), les tensions internes (déjà existantes dans le matériau) deviennent très 

importantes et sont corollaires d'une augmentation de l'écrouissage (le matériau est plus déformé en 

traction), ce qui permet d'atténuer sensiblement l'effet de moment local de retour en flexion. Il en 

résulte un état d'équilibre plus ou moins uniforme de contraintes résiduelles dans l'épaisseur de la 

tôle. A titre d'exemple, pour un essai étirage-pliage réalisé sur des tôles d'aluminium EN AW-6061, la 

Figure 1-16 décrit schématiquement l'influence de la force de serrage sur l'état de contraintes 

résiduelles. De plus, les Figures 1-14 et 1-17 décrivent l'influence de la force de serrage sur l'angle du 

retour élastique. Il faut bien mentionner que l'angle final du retour élastique ∆𝜃 peut prendre des 

valeurs négatives si la force de serrage et le rapport 𝑅𝑑/𝑅𝑝  sont élevés. 

𝑅𝑑  désigne le rayon de courbure de la matrice, 

𝑅𝑝  désigne le rayon de courbure du poinçon. 

 

Figure ‎1-15. Contrainte de traction générée par la force de serrage lors de l'emboutissage (Morestin, 

1996). 
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Figure ‎1-16. Influence de la force de serrage sur l'état de contrainte dans l'épaisseur de la tôle lors 

d'un essai étirage-pliage (Ouakdi, 2012). 

 

   

Figure ‎1-17. Retour élastique pour différents efforts de serrage sur un acier doux (Ouakdi, 2012). 

 

Vitesse de l'opération 

La vitesse de descente du poinçon (cas d'emboutissage par exemple) influe également sur le retour 

élastique. Pour mettre en évidence l'effet de la vitesse de déplacement du poinçon sur le niveau du 

retour élastique, Azaouzi (Azaouzi, 2007) a réalisé une série de simulations numériques de 
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l'emboutissage avec différentes vitesses (allant de 0,1 jusqu’à 30 𝑚/𝑠). Il a remarqué que la longueur 

de l’embouti augmente avec la vitesse, par contre le retour élastique diminue. Le niveau du retour 

élastique est représenté schématiquement par l’écart entre les deux courbes de la Figure 1-18.  

 

 

Figure ‎1-18. Influence de la vitesse du poinçon sur le retour élastique en emboutissage (Azaouzi, 

2007). 

 

Effet du frottement 

Les frottements dus aux interactions pièce/outils peuvent être aussi introduits dans la simulation du 

retour élastique. En faisant varier les conditions de frottement (à sec, avec lubrifiant et avec rotation 

libre de l’outil), Carden el al. (Carden, 2002) ont conclu que le frottement influe très peu sur le niveau 

du retour élastique. L'étude a été réalisée sur trois matériaux différents (acier doux, acier à haute 

résistance et alliage d’aluminium).  

 

Effet de la température 

La température est aussi un facteur déterminant qui influence le retour élastique. En augmentant la 

température de formage, le niveau du retour élastique diminue. La Figure 1-19 décrit, lors de pliage 

en V de tôles en alliage de magnésium AZ31, la variation du retour élastique en fonction de la 

température de formage (Bruni, 2006). L'effet du rayon et de la vitesse du poinçon est également 

souligné. La diminution du retour élastique sous l'effet de la température peut être expliquée par le 
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fait qu'après relâchement de la pièce, l'angle de pliage fait un petit retour élastique à cause de 

l'augmentation de la ductilité et la diminution de la résistance mécanique de la pièce qui sont dues 

au phénomène de restauration dynamique.   

      

 

Figure ‎1-19. Effet de la température sur le retour élastique lors de pliage en V de tôles en alliage de 

magnésium AZ31 (Bruni, 2006). 

 

Dans le cas de pliage libre en V, le retour élastique peut être minimisé en forçant le poinçon à 

s'appuyer sur le fond de la matrice (Figure 1-20), cette action est appelé "pliage en frappe" sous 

laquelle la tôle est écrasée (forgée) le long de la ligne de pliage. Cette solution présente 

l’inconvénient de surcharger les machines (50-60 % plus d’effort supplémentaire que dans le pliage 

en l’air (Lepadatu, 2008) et de n’être applicable qu’aux presses mécaniques.  

 

Figure ‎1-20. Principe de pliage en frappe, photo (doc.int4). 
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..3 Paramètres liés aux propriétés du matériau 

Module de Young 

Le module d'Young ou module d'élasticité (longitudinale) E est une propriété intrinsèque du matériau 

qui a une influence significative sur le phénomène du retour élastique. Comme il a été souligné 

précédemment, les formulations analytiques pour estimer le retour élastique (relations 1-1, 1-2, et 1-

4) dépendent étroitement du module d'Young qui caractérise le comportement élastique du 

matériau. Les recherches menées dans ce domaine montrent que le retour élastique est inversement 

proportionnel au module d'Young, c'est-à-dire que plus le module d'Young du matériau 

plastiquement déformé est petit, plus le retour élastique généré par cette déformation sera 

important (Gildemyn, 2009). La Figure 1-21 montre à titre d'exemple une relation non linéaire (forme 

exponentielle) entre le module d'élasticité et l'angle du retour élastique (Nikhare, 2012). 

 

 

Figure ‎1-21. Influence du module d'Young sur le retour élastique lors de pliage-traction           

(Nikhare, 2012). 

 

Il est bien constaté encore que le module d'Young diminue progressivement avec la déformation 

plastique. Morestin et al. (Morestin, 1996), Yu (Yu, 2009), Yang et al. (Yang, 2004), etc. ont présenté 

d’importants résultats expérimentaux concernant ce phénomène. Les auteurs ont expliqué que 

l'effet est dû principalement à l'aspect physique de la déformation plastique (mouvement et 

réarrangement des dislocations au cours de la déformation). Morestin et al. (Morestin, 1996) ont 

testé plusieurs types d’aciers et ils ont noté que le module d'élasticité perd 17,5% de sa valeur pour 

seulement 5% de déformation plastique pour les aciers à haute résistance mécanique (HLE). Les 

résultats d'un essai de traction obtenus sur un acier XC38 étayent cette constatation (Figure 1-22). 
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Par conséquent Morestin a modélisé l'évolution du module d'élasticité au cours de la déformation 

plastique par une fonction affine par morceaux définie sur deux intervalles (Figure 1-23). Cette 

fonction s'exprime comme suit :  

 

 
𝐸 =  

𝐸2−𝐸1

𝜀𝑝 2
 × 𝜀𝑝 + 𝐸1    𝑠𝑖 0 ≤ 𝜀𝑝 ≤ 𝜀𝑝2

𝐸 = 𝐸2                          𝑠𝑖 𝜀𝑝 > 𝜀𝑝2

 , 

 

 

(1-8) 

 

avec : 

𝐸1  est le module d’élasticité initial, 

𝜀𝑝2   est la valeur de la déformation plastique à partir de laquelle le module d’élasticité se stabilise à 

une valeur constante 𝐸2. 

 

Figure ‎1-22. Variation du module d'Young en fonction de la déformation plastique pour un acier XC 38 lors d'un 

essai de traction (Morestin, 1996). 

 

 

Figure ‎1-23. Modélisation mathématique de l'évolution du module d'Young en fonction de la 

déformation plastique (Morestin, 1996). 
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D'autres auteurs ont modélisé la variation du module d'élasticité avec déformation plastique par une 

fonction exponentielle telle que celle proposée par Yoshida-Uemori (Yoshida, 2002) dans l'expression 

suivante :  

𝐸 𝜀𝑝 = 𝐸1 −  𝐸1 − 𝐸∞ (1 − 𝑒−𝛣𝜀𝑝
), (1-9) 

 

avec :  

𝐸∞  désigne le seuil de saturation, 

𝐸1  module d'Young initial, 

𝛣 est un paramètre géométrique à déterminer. 

 

Du point de vue numérique, Abaqus ne propose pas de modèles préprogrammés pour faire décroître 

le module élastique en fonction de la déformation plastique. Ceci est réalisé par l’écriture de routines 

utilisateurs en fortran de type USDFLD (user defined field) pour le solveur implicite ou VUSDFLD pour 

le module explicite (Pouzols, 2011).  

 

Limite élastique 

Les incertitudes liées à la caractérisation du comportement élastique peuvent entraîner des 

variations significatives des résultats de calcul du retour élastique. La limite élastique 𝜍0  qui est par 

définition la contrainte à partir de laquelle le matériau commence à se déformer de manière 

irréversible (pratiquement égale à 𝑅𝑒0,2  pour la plupart des alliages métalliques) a une relation 

directe avec le phénomène du retour élastique. Ce dernier est d'autant plus marqué que la limite 

d'élasticité du métal est plus élevée (les aciers HLE par exemple). L'augmentation de la limite 

élastique par effet d'écrouissage induit un fort retour élastique (Figure 1-24), car pour une 

déformation donnée, la contrainte devient plus importante ce qui corrèle parfaitement avec le 

moment fléchissant (Akrout, 1994).  

 

Figure ‎1-24. Retour élastique lors d'un essai de traction (Wellman, 2009). 
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A titre comparatif, la Figure 1-25 montre la différence de comportement entre deux matériaux ayant 

des limites élastiques différentes et un module d'Young quasi-identique. Le premier matériau est un 

acier à haute limite élastique (AISI410), alors que le second matériau est acier ductile (AISI304). 

Lorsqu’on effectue une décharge élastique au même niveau de déformation, nous obtenons des 

niveaux de déformation résiduelle différents. L'acier AISI410 exhibe un retour élastique plus élevé 

par rapport à un matériau ductile AISI304 (Azaouzi, 2007).  

 

 

Figure ‎1-25. Illustration par une courbe rhéologique de la sensibilité au retour élastique de deux 

matériaux ayant le même module d'Young et des limites d’élasticité différentes (Azaouzi, 2007). 

 

Composition chimique 

La composition chimique du métal a aussi un impact non négligeable sur les propriétés du matériau 

en relation avec le retour élastique. Dans les alliages commercialement purs, les propriétés 

mécaniques sont fortement dépendantes de la fraction massique d’oxygène présent dans l’alliage, 

plus cette fraction est importante plus la limite élastique et la contrainte à la rupture seront élevées. 

Au contraire, l’allongement et donc la ductilité du matériau diminuent avec la teneur en oxygène 

(Revil-Baudard, 2010). 

 

Anisotropie  

Du fait de l'orientation préférentielle des cristaux imposée par le laminage, la tôle métallique ne 

dispose pas les mêmes caractéristiques mécaniques dans les différentes directions, le matériau est 

donc anisotrope. Dans le cas particulier de la mise en forme des tôles, plusieurs causes peuvent être 

à l'origine de cette anisotropie de comportement (Hutchinson, 1978) : 
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 l'hétérogénéité de distribution des contraintes résiduelles de redressage des tôles 

(laminage), 

 les alignements de ségrégations, de précipités ou d'inclusions, donnant lieu à une 

anisotropie structurale, 

 l'existence d'une texture cristallographique, c'est-à-dire la présence d'orientations 

préférentielles dans la distribution des orientations des grains du matériau, 

    l'existence d'une anisotropie morphologique. 

L'anisotropie initiale est généralement caractérisée au moyen d’essais de traction qui doivent être 

effectués dans trois directions distinctes (0°, 45° et 90°) par rapport au sens de laminage. Les 

coefficients de Lankford caractérisant l’anisotropie initiale du matériau sont déterminés via ces essais 

de traction à température ambiante. Nous rappelons que les coefficients de Lankford sont définis par 

le rapport entre les déformations plastiques dans la direction transverse et celle dans l’épaisseur de 

la tôle. Pour une traction dans la direction 𝛼 par rapport au sens de laminage (Figure 1-26), le 

coefficient d’anisotropie 𝑟𝛼  (Lankford, 1950) est défini par :  
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(1- 10) 

 

L’orientation de la tôle par rapport à la direction de laminage dans le dispositif de formage peut avoir 

une influence directe sur le retour élastique. En utilisant un alliage d'aluminium, la Figure 1-27 

montre lors d'une opération de pliage en U, la variation du retour élastique avec le coefficient 

d'anisotropie moyen 𝑟  (Dongjuan, 2007). 

Le coefficient d’anisotropie moyen 𝑟  est calculé par la relation suivante : 

 

𝑟 =
𝑟0 + 2𝑟45 + 𝑟90

4
. 

(1- 11) 

 

 

Figure ‎1-26. Description des axes principaux et d’orthotropie (Makarova, 2006). 
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Figure ‎1-27. Effet de l'anisotropie initiale sur le retour élastique lors de pliage en U (Dongjuan, 2007), 

(a) géométrie de la pièce pliée après retour élastique,  

(b) variation du retour élastique en fonction du coefficient d’anisotropie moyen 𝑟 .   

 

En outre, Verma et Haldar (Verma, 2007) ont montré que le retour élastique est plus grand si la tôle 

est pliée perpendiculairement à la direction de laminage. 

 

Effet de l'écrouissage cinématique (effet Bauschinger) 

Pendant la mise en forme des alliages métalliques, les changements de trajets de déformation 

impliquent des mécanismes d’écrouissage beaucoup plus complexes qui influent directement sur 

l’état local de chaque point matériel de la pièce et ainsi sur son état global. Un des effets de 

changement de trajets de déformation les plus connus est l’effet Bauschinger (Haddag, 2005). Afin de 

caractériser ce phénomène, il est plus consistant de réaliser des essais cycliques de type cisaillement 

simple ou traction-compression sur des éprouvettes de traction. L'objectif est donc de caractériser le 

comportement mécanique du matériau sous sollicitations non monotones (cycliques). Pour ce genre 

de sollicitation, on constate souvent que la limite d’élasticité en compression est inférieure à la limite 

d’élasticité en traction, autrement dit , la traction préalable a écroui le matériau dans le sens de la 

traction, cela est traduit par l'augmentation de sa limite élastique, tandis que le matériau est adouci 

dans le sens de compression ce qui signifie que sa limite élastique devient plus faible par rapport à sa 

valeur en compression pure (Figure 1-28). La prise en compte de l'effet Bauschinger se traduit par 

l'application d’un modèle d'écrouissage cinématique pour la modélisation du comportement du 

matériau.  
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(a)                                     (b) 

Figure ‎1-28. Schématisation de l'effet Bauschinger lors d'un essai de traction-compression (Col, 2010) 

(a) sans effet Bauschinger, 

(b) avec effet Bauschinger. 

 

Il faut souligner que dans le cas des tôles minces, la caractérisation de l’écrouissage cinématique se 

fait plutôt à l'aide de tests cycliques de cisaillement que par le biais d'essais cycliques traction-

compression qui font apparaitre rapidement du flambage dès les premiers cycles. L'essai de 

cisaillement s'opère sur des éprouvettes planes de faible épaisseur (L>>e), le déplacement de 

l'éprouvette s'effectue avec une vitesse constante. Les courbes contrainte - déformation plastique 

équivalentes présentent des hystérésis.    

L’identification des paramètres caractéristiques d’écrouissage cinématique pur du modèle de 

Lemaitre et Chaboche (Lemaitre, 1985) donné par la relation (1-12) se fait à partir de boucles 

obtenues en cisaillement alterné correspondant à des amplitudes de déformations différentes 

(Makarova, 2006) :  

 

𝜍 = 𝜍0 +
𝐶0

𝛾0
 1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛾0𝜀𝑝) , (1- 12) 

 

où 𝜍0, 𝐶0  et 𝛾0 représentent les paramètres d’écrouissage cinématique (à identifier) et 𝜀𝑝  est la 

déformation plastique.  

Afin de se rapprocher au mieux de la réponse du matériau au chargement cyclique, il est utile de 

combiner les deux modèles d’écrouissage (isotrope et cinématique) appelé souvent modèle 

d’écrouissage combiné (combined hardening). Pour l’écrouissage isotrope, la courbe de référence est 

modélisée par une des lois phénoménologiques classiques (Hollomon, Ludwik, Voce, etc.) qui seront 
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décrites dans le deuxième chapitre. Dans le cas où la courbe de référence est modélisée par une loi 

simple de type Hollomon et l'écrouissage cinématique est décrit par le modèle de Lemaitre et 

Chaboche (relation 1-11), la courbe de référence est donc modélisée par :  

 

𝜍 = 𝜍0 + 𝐾𝜀𝑛 +
𝐶0

𝛾0
 1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝛾0𝜀𝑝) . 

(1- 13) 

 

Ensuite, une optimisation des paramètres du modèle d’écrouissage combiné est effectuée par 

ajustement de la courbe modélisée sur la courbe expérimentale de l’essai cyclique. Il faut souligner 

que le modèle d’écrouissage cinématique est programmé dans le code de calcul éléments finis 

Abaqus, il suffit d'introduire les coefficients caractéristiques du modèle (𝜍0, 𝐶0 et 𝛾0).   

..4 Paramètres liés à la géométrie de la tôle 

Epaisseur de la tôle 

Les différentes études menées dans ce domaine montrent que le retour élastique est sensible à 

l'épaisseur de la tôle. Il est bien constaté que cette épaisseur est un paramètre décisif dans les 

différentes approches utilisées pour le calcul du retour élastique. Les études montrent que le retour 

élastique est inversement proportionnel à l'épaisseur de la tôle. La Figure 1-29 donne une 

représentation graphique de la valeur du retour élastique en fonction de l'épaisseur de la tôle dans le 

cas de pliage en U (selon la configuration de la Figure 1-28) : 𝑒 ↑ 𝜃1 ↓ 𝜃2 ↑ 𝜌 ↑. 

𝜌 rayon de courbure du cercle passant par les points A, B, et C de la Figure 1-28.   

 

 

Figure ‎1-29. Influence de l'épaisseur de la tôle sur le retour élastique dans le cas de pliage en U 

(Dongjuan, 2007). 
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Largeur de la tôle 

Selon une étude numérique de l'emboutissage des fonds bombés menée par Ho et al. (Ho, 2004) sur 

un alliage d'aluminium, le retour élastique diminue avec l'augmentation de la largeur de la pièce 

comme indiqué sur la Figure 1-30.  

 

 

Figure ‎1-30. Variation du retour élastique (RE) en fonction des dimensions de la tôle 

(largeur/longueur) (Ho, 2004). 

 

RE représente un rapport de contrainte avant et après retour élastique qui varie entre 0 (pas de 

retour élastique) et 1 (retour élastique max).    

1.5 ETAT DE DEFORMATION DANS UNE TOLE EMBOUTIE EN U 

Généralement, au cours d’une opération d’emboutissage, la tôle subit différents modes de 

déformation (traction, expansion, traction plane, cisaillement, flexion, etc.). En effectuant une 

analyse de l’état de déformation d’une tôle emboutie en U, Zhang et al. (Zhang, 2007) proposent de 

diviser la tôle emboutie en 5 différentes zones suivant sa longueur (Figure 1-31). Chaque zone 

présente un mode de déformation bien défini (Pham, 2014). Les efforts et les moments de flexion 

dans chaque zone ont été aussi représentés.  
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Figure ‎1-31. Efforts intérieurs le long d’une section d’une tôle en forme de U après emboutissage 

(Zhang, 2007). 

 

Les deux régions I et V sont les parties planes qui entrent en contact avec les bords droits de 

l’outillage. Pour simplifier l'étude, les moments de flexion qui apparaissent dans ces deux régions 

sont négligés. Les régions II et IV subissent un étirage-pliage via le rayon de courbure du poinçon et 

de la matrice respectivement. La distribution des contraintes et des déformations ainsi que le 

moment de flexion peuvent être calculés en utilisant les hypothèses classiques de la flexion. La 

région III est soumise à une histoire complexe de déformation, elle est d’abord étirée-pliée autour de 

la courbure de la matrice et par la suite dépliée sous l’action du poinçon. Dans la zone tendue III, la 

pièce emboutie subit un écrouissage de trajet complexe qui ne peut pas être modélisé précisément 

de manière analytique. Les contraintes résiduelles dans cette zone sont réparties donc d’une 

manière complexe et la prédiction analytique du retour élastique est quasi impossible, d'où l'étude 

fait souvent appel à la simulation numérique.     

 

Déformation‎au‎niveau‎de‎la‎région‎ΙΙ‎et‎ΙV 

En utilisant les hypothèses classiques de la flexion, la distribution des déformations dans l’épaisseur 

de la tôle peut être déterminée analytiquement. Les modèles analytiques de pliage sont 

généralement définis dans le cas d’une flexion pure où deux moments M de même amplitude et de 

signes opposés sont appliqués à la section de la tôle. Cette section est supposée plane et normale 

avant et après le pliage et converge vers le centre de pli comme il est indiqué sur la Figure 1-32.  
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Figure ‎1-32. Modélisation analytique de pliage combiné à la traction simple (Mkaddem).   

 

L'étude est fondée donc sur les hypothèses simplificatrices suivantes : 

 le matériau est homogène et isotrope , 

 le comportement est élastoplastique écrouissable, 

 la fibre neutre situe au milieu de l'épaisseur (z=0).  

Sous une sollicitation combinée de traction et de flexion, la longueur initiale de la fibre neutre 𝑙0 

subit un allongement ∆𝑙. Considérons une fibre vers l’extérieur éloignée d’une distance z≠0, la 

longueur finale de la fibre après chargement est donnée par (Mkaddem) : 

 

𝑙 = 𝑙𝑠  1 +
𝑧

𝜌
 , (1-14) 

 

avec : 

 𝜌 rayon de courbure de la fibre neutre, 𝜌 = 𝑅 +
𝑒

2
 . 

𝑙𝑠  longueur de la fibre neutre après chargement, 𝑙𝑠 = 𝜌𝜃.  

La déformation logarithmique totale de la fibre 𝜀1 est décomposée en deux parties :  

 

𝜀1 = 𝑙𝑛  
𝑙

𝑙0
 = 𝑙𝑛  

𝑙𝑠
𝑙0

 + 𝑙𝑛  1 +
𝑧

𝜌
 . 

(1-15) 

 

Il en résulte que :  

 la composante 𝜀1𝑇 = 𝑙𝑛  
𝑙𝑠

𝑙0
   représente la déformation logarithmique due à la traction sous 

l’action de l’effort T, 
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 la composante 𝜀1𝐹 = 𝑙𝑛  1 +
𝑧

𝜌
  représente la déformation logarithmique due à la flexion 

pure sous l’action du moment M. 

En supposant que le terme 
𝑧

𝜌
 est très petit devant 1 (cas où le rayon de courbure est important par 

rapport à l’épaisseur), l’expression 𝜀1𝐹 = 𝑙𝑛  1 +
𝑧

𝜌
  devient  𝜀1𝐹 ≈

𝑧

𝜌
 .  

Pour plus de simplifications, les contraintes radiales de cisaillement ainsi que les contraintes dans la 

direction de la largeur sont négligées (Marciniak, 2002).  

Si on choisit un intervalle restreint autour de la fibre moyenne (Figure 1-33), la courbe contrainte -

déformation vraies est supposée linéaire dans cet intervalle dont la pente est égale à  
𝑑𝜍

𝑑𝜀
 .  La 

distribution de la contrainte appliquée 𝜍1  qui correspond à la déformation totale 𝜀1 en un point 

donné est implicitement décrite par : 

  

𝜍1 = 𝜍1𝑇 + 𝜍1𝐹 = 𝜍1𝑇 +
𝑑𝜍1

𝑑𝜀1
𝜀1𝐹 . 

(1-16) 

 

 Le terme 
𝑑𝜍1

𝑑𝜀1
  est le module plastique appelé aussi taux d’écrouissage, il est plus faible que le 

module élastique. Dans le cas où la courbe de référence du matériau est décrite par une 

relation d'Hollomon on écrit : 

𝑑𝜍1

𝑑𝜀1
= 𝑛

𝜍1

𝜀1
. (1-17) 

 

Pour des faibles valeurs de 𝜀1, la pente devient plus importante ce qui induit un grand retour 

élastique. 

 

Figure ‎1-33. Courbe contrainte - déformation vraies pour un matériau écroui qui montre la 

distribution de la contrainte sur un intervalle restreint autour de la fibre neutre (Marciniak, 2002). 

 

Quand l’hypothèse de déformation plane est retenue (Mkaddem), les expressions de la tension axiale 

T et du moment appliqué M sont calculées par unité de largeur (b = 1) par : 
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𝑇 =  𝜍1𝑑𝑧 =  𝐾𝜀1𝑇
𝑛

𝑒

2

−
𝑒

2

𝑒

2

−
𝑒

2

𝑑𝑧= 𝐾𝜀1𝑇
𝑛 e, 

(1-18) 

 

𝑀 =  𝜍1𝑑𝑧 =  𝐾𝜀1𝑇
𝑛

𝑒

2

−
𝑒

2

𝑒

2

−
𝑒

2

𝑧𝑑𝑧=  𝐾  
𝑧

𝜌
 

𝑛𝑒

2

−
𝑒

2

𝑧𝑑𝑧 = 𝐾  
1

𝜌
 

𝑛 𝑒𝑛+2

(𝑛+2)2𝑛+2. 
(1-19) 

 

Déformation‎dans‎la‎zone‎IΙΙ‎ 

La déformation dans la zone III ne varie pas de façon monotone parce que le matériau en région IV, 

qui est soumis à la flexion en traversant le rayon de la matrice, est maintenant déplié et redressé 

(Pham, 2014). La Figure 1-34 décrit implicitement la variation complexe de la déformation dans la 

zone III. L’effet de changement de trajet de déformation entre les régions III et IV représente bien 

l’effet Bauschinger. Au cours de l’opération d’emboutissage, le comportement du matériau change 

de direction entre les régions III et IV, c'est-à-dire en traversant la zone de pliage IV, les points situés 

sur la surface extérieure de la tôle (qui étaient en traction) sont maintenant en compression dans la 

zone tendue III, alors que les points situés sur la surface intérieure (qui étaient en compression) sont 

maintenant en traction. Par conséquent, les propriétés mécaniques changent significativement entre 

ces deux zones de chargement. 

 

 

Figure ‎1-34. Changement de trajet de déformation entre les régions III et IV au cours de 

l’emboutissage en U (Pham, 2014). 

 

1.6 SIMULATION NUMERIQUE DU RETOUR ELASTIQUE 

A l’heure actuelle, avec le développement de codes de calcul capables de réaliser des simulations 

complexes, et donc de reproduire divers phénomènes physico-mécaniques générés au cours de 

formage de la tôle, l’analyse par éléments finis devient une technique de simulation incontournable 

pour prédire les forces de contact, la déformation et les niveaux de contraintes à l’intérieur de la 
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structure déformée. La prédiction, au moyen de la simulation numérique du procédé de formage, 

des phénomènes tels que le retour élastique et la localisation des déformation, fait l'objet de 

plusieurs recherches depuis ces 15 dernières années; néanmoins, les prédictions numériques restent 

encore insuffisamment robustes et leurs résultats varient sensiblement en fonction des paramètres 

numériques à savoir le nombre d'éléments à placer dans l'épaisseur de la tôle, le type d'élément fini 

à utiliser, le nombre de points d'intégration dans l'épaisseur, etc. 

Xue et al. (Xia, 2004 ) ont constaté par exemple que les simulations de déchargement pour 

l’évaluation du retour élastique sont très sensibles aux paramètres numériques tels que le type et la 

taille des éléments du maillage, le nombre de points d’intégration, etc.  Ainsi, pour avoir des résultats 

fiables, ils ont proposé une gamme de valeurs pour ces facteurs à travers une comparaison avec des 

résultats expérimentaux.  

En utilisant les technologies de simulation améliorée (méthode des plans d'expériences et méthode 

des éléments finis), Chen et al. (Chen, 2007) ont mené diverses études sur le formage des pièces de 

structure automobile en tenant compte de l'écrouissage cinématique et de l'effet Bauschinger, les 

résultats de simulation ont montré une amélioration significative de la prédiction du retour élastique 

par rapport à l'expérience. 

 

Choix des modèles de comportement pour les simulations numériques 

La majorité des travaux menés dans ce domaine de recherche suppose que le comportement des 

tôles est de type élastoplastique. Ce dernier repose sur le postulat qu’il est possible de décomposer 

macroscopiquement la déformation totale en une déformation élastique réversible et une 

déformation plastique irréversible, c’est à dire  𝜀 = 𝜀𝑒 + 𝜀𝑝  .  

Pour une description plus réaliste du phénomène étudié, le développement d'un modèle de 

comportement plus performant nécessite simultanément la modélisation du comportement 

élastique et la modélisation du comportement plastique. Le comportement élastique est souvent 

supposé linéaire et isotrope quelles que soient les conditions de sollicitation (température, vitesse de 

déformation, etc.), il est généralement défini par les deux constantes d'élasticité : le module de 

Young 𝐸 et le coefficient de Poisson 𝜈. Le comportement plastique est souvent modélisé avec des 

modèles phénoménologiques utilisables dans les codes commerciaux à vocation industrielle. Quand il 

s'agit de trajets complexes de chargement (cas d'emboutissage par exemple), un modèle 

phénoménologique d’élastoplasticité intégrant un modèle d’écrouissage combiné (relation 1-13) doit 

être envisagé.  

Pour améliorer la prédiction des phénomènes générés par la déformation plastique, des essais de 

caractérisation particuliers doivent être réalisés. La plupart des modèles de comportement 
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développés dans le cadre classique implique la notion de volume élémentaire représentatif, cette 

notion suppose que le matériau est globalement homogène, c'est-à-dire qui présente les mêmes 

propriétés en tout point du milieu déformable, alors que les matériaux métalliques ont généralement 

un comportement complexe et fortement hétérogène à petite échelle, comme c'est le cas, par 

exemple, pour le mouvement collectif des défauts cristallins (dislocations) qui conditionnent les 

propriétés plastiques des métaux (Brenner).  Ces études classiques ne permettent pas cependant 

d'appréhender précisément la détermination du retour élastique car elles restent à un niveau très 

qualitatif. Il est évident que la détermination quantitative du retour élastique repose indéniablement 

sur la simulation très précise de la distribution de contraintes établie lors de la première étape et 

ensuite de bien modéliser le comportement élastique. Malgré les nombreux travaux dans le domaine 

de la modélisation, il nous semble qu'une limite soit atteinte dans la précision des modèles tels qu'ils 

sont conçus et développés actuellement. Il ressort que ces deux aspects de modélisation pointés ici 

lois de comportement élastique et plastique doivent être analysées fondamentalement pour 

améliorer la précision des prédictions numériques. A cet égard, la détermination du retour élastique 

sur un matériau écroui après un trajet de déformation complexe constitue un défi intéressant, car 

l'histoire de déformation doit être modélisée précisément en intégrant notamment de délicates 

questions de stockage/restitution d'énergie par le matériau entrainant les effets d'écrouissage 

cinématique que l'on connait. Dans ce cas, afin de prédire précisément le retour élastique ou tout 

autre phénomène lié à la plasticité du matériau, il convient d’introduire la notion du comportement 

local représentatif qui prend en considération l’hétérogénéité du matériau. De nombreux travaux ont 

été menés récemment par des chercheurs du domaine dans l’objectif de développer des modèles de 

comportement à petite échelle qui intègrent des modélisations issues de la compréhension plus fine 

des mécanismes de plasticité cristalline. La notion de volume élémentaire représentatif est donc 

remplacée par la notion de comportement local représentatif qui prend en considération 

l’hétérogénéité du matériau. En utilisant des routines, les auteurs ont développé des modèles 

aisément intégrables dans le code de calcul par éléments finis. Dans ce contexte, le laboratoire 

SYMME est propice au développement de ce type de modèles qui fait le pont entre des 

connaissances académiques et des applications dans le domaine industriel (Balland, 2012).  

Dans cette catégorie, on se réfère à un travail très récent de Tabourot et al. (Tabourot, 2015). Les 

auteurs ont développé un modèle compartimenté à caractère hétérogène pour l’analyse du 

phénomène de localisation lors d’un essai de traction, cette modélisation physiquement fondée 

permet de décrire le comportement du matériau dans des conditions qui vont des petites 

déformations cycliques (s'apparentant à de la fatigue) jusqu'aux grandes déformations monotones 

(du type de celles rencontrées en formage industriel) (Balland, 2012). Son intérêt principal est qu'elle 
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permet d'utiliser sans complexité supplémentaire les modèles usuels des codes éléments finis et de 

restituer des comportements fins de comportement élastique, incluant l'effet de microplasticité et 

d'écrouissage cinématique. Dans la continuité de ces travaux, Tabourot et al. (Tabourot, 2012), 

(Tabourot, 2013) et (Tabourot, 2014)] ont mis en évidence l’influence des hétérogénéités sur le 

comportement élastoplastique, l'anisotropie et l'écrouissage cinématique du matériau. Cet axe de 

recherche qui s'intègre à notre contribution est donc un axe d’actualité qui propose à s’intéresser 

aux nouveaux modèles de comportement qui tiennent compte des phénomènes physiques à 

l’échelle microscopique et en particulier des hétérogénéités du matériau.  

Différentes thèses menées au laboratoire SYMME en partenariat avec différentes entreprises n'ont 

pas abouti à une solution définitive utilisant la simulation numérique pour la détermination du retour 

élastique. L'exploration poussée des différents paramètres a conduit à pointer du doigt les limites 

prédictives des modèles phénoménologiques actuellement disponibles pour représenter le 

comportement du matériau. C'est cette insatisfaction et les compétences présentes dans le 

laboratoire dans le domaine de la plasticité cristalline qui a conduit à adopter des angles de vue 

différents sur la construction des modèles de comportement des tôles sur les aspects mécaniques. 

1.7 CONCLUSION 

Cette première partie du travail est consacrée à l'étude bibliographique du phénomène du retour 

élastique lors des opérations de mise en forme des tôles métalliques. Ce phénomène physico-

mécanique est mis en évidence à travers des essais de formage les plus couramment utilisés dans le 

domaine industriel tel que le pliage en l'air et l'emboutissage. Nous avons présenté les principales 

études (expérimentales, analytiques et numériques) effectuées dans ce domaine pour prédire et 

anticiper les effets du retour élastique. Le point commun de toutes ces études est la recherche d'une 

prévision fiable de la forme finale de la pièce après retour élastique. En guise de conclusion suite à 

cette étude bibliographique, le recours à la simulation numérique par la méthode des éléments finis 

s'est imposé au cours du temps comme la seule voie pour analyser les problèmes complexes de la 

mise en forme des tôles métalliques. Le retour élastique ne peut plus être anticipé par des méthodes 

analytiques simples, comme par exemple dans le cas de l'emboutissage ou d'étirage-pliage des tôles 

minces. En outre, la multitude des paramètres influant sur le retour élastique rend certainement les 

simulations numériques assez pointues. Il est donc primordial d'avoir une compréhension plus 

complète des phénomènes physiques mis en jeu, la maîtrise de l'outil informatique et la capacité 

d'utiliser les logiciels pertinents permettent encore d'obtenir des solutions optimales pour les 

problèmes posés par l'industrie de la mise en forme.  
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Au cours du premier chapitre, nous avons rappelé l'essentiel des travaux réalisés sur l'étude du 

phénomène du retour élastique. L'intérêt donc de cette partie d'étude est : 

 de montrer, au travers d'études expérimentales et numériques de procédés de mise en 

forme par déformation plastique, l'influence des principaux paramètres intervenant dans la 

caractérisation du retour élastique ; 

 d'apporter un éclairage sur les différentes méthodes (analytiques, expérimentales et 

numériques) utilisées pour estimer le retour élastique ; 

 de décrire les paramètres utilisés pour évaluer le niveau du retour élastique ;  

 et enfin d'introduire la notion du comportement local représentatif qui suppose que le 

matériau déformé est intrinsèquement hétérogène.  

Cette dernière notion qui se rapproche mieux de la réalité physique constitue l'axe principal de notre 

contribution.  

Les études numériques montrent que les propriétés élastiques et plastiques du matériau mis en 

forme jouent un rôle déterminant et donc que pour une bonne estimation du retour élastique, la 

construction d'une base de données expérimentale pour le matériau d'étude constitue une étape 

importante. Il a, en outre, été souligné que les essais de traction monotone sont performants pour 

déterminer  les propriétés élastiques telles que le module d'Young et le coefficient de Poisson et les 

propriétés plastiques telles que les paramètres d'écrouissage et les coefficients d'anisotropie. 

Cependant, ce type d'essais ne permet pas de fournir les propriétés du matériau indispensables pour 

la simulation du procédé de mise en forme présentant l'effet Bauschinger. Pour compléter donc la 

base de données expérimentales de caractérisation du matériau, il est intéressant de réaliser des 

essais cycliques de type traction-compression ou de cisaillement simple. Il a enfin été souligné que 

l'utilisation des modèles de comportement mixtes (ou hybrides) permet de réduire le nombre 

d'essais expérimentaux, car ce type de modèles considérant les hétérogénéités du matériau, est 

capable de reproduire numériquement les effets induits par la déformation plastique tels que 

l'anisotropie et l'écrouissage cinématique. 
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 Chapitre 2 Caractérisation et modélisation du 

comportement de l'alliage étudié (titane T40) 

 

2.1 INTRODUCTION 

Ce chapitre adresse deux points essentiels pour l'étape de simulation numérique :  

 la caractérisation mécanique du matériau étudié (titane T40 grade 2) à l'aide d'essais de 

traction monotone ;  

 la modélisation et l'identification des paramètres du modèle de comportement 

élastoplastique du matériau étudié.  

Il est bien connu que les propriétés mécaniques du matériau telles que la limite élastique, le module 

d'Young, les coefficients d'anisotropie, etc. sont des paramètres sensibles de toute modélisation de 

son comportement mécanique. Les paramètres caractéristiques sont généralement identifiés à partir 

d'un ou de plusieurs essais mécaniques simples ou parfois complexes. Sans doute, l'essai de traction 

monotone est le procédé expérimental le plus largement utilisé pour l'étude du comportement des 

matériaux (élastique + plastique). Une étude plus détaillée sur ce type d'essai est présentée dans ce 

chapitre.   

Une série d'essais de traction monotone sur des éprouvettes plates et normalisées a été menée pour 

déterminer les propriétés essentielles de l'alliage étudié, en particulier les constantes élastiques et la 

courbe de référence plastique appelée aussi courbe d'écrouissage. 

Dans un second temps, après un rappel du cadre général des modèles de comportement 

élastoplatiques destinés aux métaux ductiles, les deux modèles de comportement adoptés dans le 

cadre de cette étude sont détaillés.  

L'intérêt de considérer une modélisation hybride pour rendre compte de phénomènes assez 

complexes observés lors de la déformation des matériaux métalliques est ensuite analysé par le biais 

de la modélisation d'un essai de traction monotone. 

2.2 CARACTERISTIQUES GENERIQUES DU TITANE COMMERCIALEMENT PUR 

Le titane dit "pur" ou "non allié", ou plus exactement titane commercialement pur, présente sur le 

plan chimique des éléments incorporés tels que l'oxygène, le fer, le carbone, l'azote et l'hydrogène. 

En fonction du pourcentage de ces différents éléments, on distingue quatre types de titane pur 

(grade 1, grade 2, ...). D'autres éléments tels que l'aluminium, le vanadium, le palladium, le nickel ou 

même le cuivre peuvent être ajoutés au titane, en quantité plus importante, conduisant ainsi à 
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l'obtention d'un alliage de titane dont les propriétés sont optimisées en fonction de l'application 

souhaitée (aéronautique, aérospatiale, armement...) (Gregoire, 2010). 

Grâce aux propriétés physiques, thermiques et mécaniques industriellement intéressantes du titane  

(faible masse volumique, grande résistance mécanique à froid et à chaud, ductilité, biocompatibilité, 

anticorrosion,…), le titane et ses alliages sont très utilisés dans les différents secteurs industriels  tels 

que les secteurs aéronautique et spatial, automobile, naval, médical, etc.  (Figure 2-1). Il est à 

souligner que les domaines de l’aéronautique et de l’aérospatial constituent la première des 

applications historiques du titane. Dans ce secteur, on utilise totalement ses caractéristiques 

spécifiques (Doc_int5). 

 

 

Figure 2-1. Des pièces en titane pour l'avion de combat McDonnell Douglas F-15 Eagle avant et après 

avoir été pressé par la presse à forger de 50 000 tonnes construite dans le cadre du "Heavy Press 

Program" et exploitée par Alcoa (doc_int5). 

 

Son rapport poids/résistance lui confère un grand avantage comparé aux autres métaux. Alors qu'il 

est pratiquement 50% plus léger que l’acier, ses caractéristiques sont très intéressantes et 

équivalentes à celles de l’acier mi-doux (Doc_int6). Ainsi on l'utilise pour les composants de moteurs 

ou de structure d'avions (Doc_int7). La température limite d’utilisation d’un alliage de titane est 

d’environ 600°C pour les alliages les plus résistants thermiquement (Revil-Baudard, 2010). La 

résistance au feu des alliages de titane est donc un avantage certain pour son utilisation dans les 

moteurs d’avion. On peut également noter une biocompatibilité du titane, d’où son utilisation dans 

le domaine biomédical, avec la fabrication de prothèses et d’autres accessoires chirurgicaux. 

Le titane commercialement pur (Unalloyed Commercially Pure Titanium), est un métal de transition 

léger, ductile et malléable, il fait partie des nouveaux matériaux dont l’exploitation n’a débuté que 

dans les années 1950. Plusieurs alliages de titane ont été développés par la suite avec des 

https://fr.wikipedia.org/wiki/McDonnell_Douglas_F-15_Eagle
https://fr.wikipedia.org/wiki/Heavy_Press_Program
https://fr.wikipedia.org/wiki/Heavy_Press_Program
https://fr.wikipedia.org/wiki/Heavy_Press_Program
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caractéristiques mécaniques spécifiques pour des applications diverses tels que les alliages T40,        

Ti-5Al-2,5Sn, Ti-6Al-4V, etc. 

Le titane (de symbole chimique Ti, de numéro atomique 22), est un métal de la colonne IVB de la 

classification périodique des éléments chimiques (voir tableau de Mendeleïev). Il se présente sous 

deux structures cristallines différentes, la phase α et la phase β. La température de transformation 

allotropique se situe entre 882°C et 890°C en fonction de la méthode d'élaboration de l’alliage de 

titane et de la présence d'éléments d'addition. Les différentes phases de transformation allotropique 

du titane pur avec leurs structures cristallographiques sont présentées dans la Figure 2-2.  

 

 

Stade A  (T>1670°) : phase β → phase 

liquide.  

Stade B (Température de transus β, 

1670°C>T>882°C) : structure CC phase β. 

Stade C (T<882°) : structure hexagonale 

pseudo compact phase α. 

Figure 2-2. Phases de transformation allotropique du titane pur (doc_int5). 

 

A la température ambiante, le titane pur possède une structure hexagonale compacte, que l’on 

nomme la phase α. Le schéma de la maille est donné par la Figure 2-3. 

Le tableau ci-dessous, Tableau 2-1, récapitule les propriétés industriellement intéressantes du titane. 

On distingue 3 types différents d'éléments d'addition (Gregoire, 2010) : 

 les éléments stabilisants α ou alphagènes, qui élèvent la température de transformation 

allotropique (transus β), sont l'aluminium, l'oxygène, le carbone et l'azote, 

 les éléments stabilisants β ou bétagènes, diminuent Tβ. Parmi lesquels on distingue les 

éléments β eutectoïdes comme le manganèse, le fer, le chrome, le silicium, le nickel et le 

cuivre, pouvant former des précipités, 

 enfin, certains éléments sont qualifiés de neutres, tels que le zirconium et l'étain. 
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a=0,295 nm ; c=0,4682nm ; 

c/a=1,587<1,633 (base de données 

JCPDS). 

c/a=1,633 représente le rapport c/a 
théorique de compacité idéale du 
système hexagonal. 

 

Figure 2-3. Maille unitaire de la phase 𝛼 et dimensions caractéristique de la structure cristalline du 

titane. 

 

Le matériau utilisé dans le cadre de cette étude est le titane T40 grade 2 qui constitue un des alliages 

de la famille α, sa composition chimique est donnée dans le Tableau 2-2. Les éléments ajoutés sont 

principalement le fer et l’oxygène.   

Il est important de se rappeler que les propriétés mécaniques du titane commercialement pur sont 

fortement dépendantes de la fraction massique d’oxygène présent dans l’alliage ; plus cette fraction 

est importante, plus la limite élastique et la contrainte à la rupture seront élevées. Au contraire, 

l’allongement et donc la ductilité du matériau diminuent avec la teneur en oxygène (Revil-Baudard, 

2010).  

 

Tableau 2-1. Propriétés du titane pur (Combres, 2010). 

Propriété Valeur Unité 

Numéro atomique 22 - 

Masse volumique à 20°C 4,51 g.cm-3 

Dureté - Vickers 60 - 

Température de transformation allotropique 882 °C 

Température de fusion 1670 °C 

Capacité thermique massique 522 J.Kg.K-1 

Conductivité thermique  16,7 W.m-1.K-1 
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Résistivité électrique à 20 °C 47,8x10-8 Ω.m 

Coefficient de dilatation linéaire à 20 °C 8,5x10-6 K-1 

Susceptibilité magnétique  3,2x10-6 cm3.g-1 

Module de Young 110000 MPa 

Coefficient de Poisson 0,33 - 

Limite d’élasticité 350 MPa 

Allongement à la rupture 28% - 

Type de semi transformés Barre, plaque, fils, tube, … 

Domaines  d'application  

 

Construction navale, quelques composants  
de moteur et de structure d’un avion, appareils  
médicaux, objets sport,… 

 

 

Tableau 2-2. Composition chimique du titane commercialement pur (T40 grade 2) 

Elément H C N O Fe Ti 

Fraction massique [ppm (wt.)] 3 52 41 1062 273 Balance 

 

2.3 PRINCIPE DE‎MISE‎EN‎ŒUVRE‎DE‎L'ESSAI DE TRACTION 

Il existe de nombreuses façons de déformer un métal afin d'étudier son comportement mécanique             

c'est-à- dire de connaître sa réponse à une sollicitation donnée. Parmi les essais classiquement 

utilisés dans le domaine de la mise en forme pour caractériser les tôles métalliques, on dispose des 

essais de traction, de flexion et de cisaillement simple. Vu sa simplicité de mise en œuvre, l'essai de 

traction monotone est l'essai le plus couramment utilisé dans les domaines industriel et de 

recherche. Ce type d'essai permet de déterminer le maximum d'informations sur les propriétés 

intrinsèques du matériau telles que la limite élastique, le coefficient de Poisson, le module d'Young, 

la résistance à la rupture, l'allongement après rupture, le coefficient de striction, la courbe 

d'écrouissage, les coefficients d'anisotropie, la sensibilité à la vitesse de déformation et à la 

température, etc. Les informations fournies par les essais mécaniques constituent une base de 

données propre au matériau d'étude qui est utilisée notamment pour construire les modèles 

numériques de mise en forme.      
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Les essais de traction menés dans le cadre de ce travail, ont été effectués dans le laboratoire SYMME 

de l'université Savoie Mont Blanc en france. Nous présentons ici ce type d'essai avec la configuration 

qui est retenue dans ce laboratoire. Globalement, les essais ont été réalisés, à température 

ambiante, sur des éprouvettes plates en titane T40 de section rectangulaire  1,6 × 10 𝑚𝑚2 . La 

machine utilisée est une machine d'essai à commande électromécanique (Figure 2-4), de type 

INSTRON 5569 dont les principales caractéristiques sont récapitulées dans le Tableau 2-3.   

Le déplacement imposé de la traverse mobile de la machine entraine la déformation contrôlée de 

l’éprouvette jusqu'à la rupture. L'effort appliqué F est mesuré au moyen d'un capteur de charge 

monté en série entre le bâti et le mors mobile, tandis que l’allongement de l’éprouvette ∆𝐿 dans la 

zone utile (zone où la déformation est homogène avant striction) est mesuré à l’aide d’un  capteur de 

déplacement (extensomètre à contact). Des données sur les principales caractéristiques de 

l'extensomètre utilisé sont décrites dans le Tableau 2-3. Les différentes grandeurs issues des 

capteurs sont transférées à un PC par une interface ad'hoc et gérées par logiciel Bluehill d'INSTRON 

qui acquiert les données délivrées par les capteurs de la machine. Ces données sont ensuite reprises 

et traitées par un logiciel de calcul, ici MATLAB. Il est aussi possible de filmer l’essai de traction avec 

une caméra numérique haute définition, liée au logiciel VISIONSTAGE, qui la pilote afin d'enregistrer 

régulièrement des photographies de l'éprouvette qui sont ensuite transmises au logiciel de 

corrélation d’images 7D. Ce dernier a été mis au point dans le laboratoire SYMME par P. Vacher 

(Vacher, 1999). 

Les mesures de 𝐹 et les déformations issues de l'analyse d'images sont utilisées pour déterminer les 

courbes contrainte-déformation conventionnelles et réelles.   

 

 

Figure 2-4. Machine de traction de type Instron 5569 de capacité 50 kN disponible au laboratoire 

SYMME. 
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Tableau 2-3. Principales caractéristiques de l'équipement de l'essai de traction. 

Equipement de l'essai de 

traction 

Principales caractéristiques 

 

 

Machine de traction INSTRON 

5569 

Charge maximale = 50 𝑘𝑁 

Vitesse maximale de déplacement de la traverse = 450 𝑚𝑚/𝑚𝑖𝑛 

Précision sur la valeur de la force = 0,25% 

Précision sur la valeur de déplacement de la traverse = 0,05% 

Distance entre les colonnes = 420 𝑚𝑚 

Température de fonctionnement  est de −80  à 200°𝐶  avec 

l'enceinte thermique 

 

Extensomètre INSTRON 2620-

601 

Longueur entre les couteaux = 12,5 𝑚𝑚 

Large gamme de température de fonctionnement : −80 à + 200 °𝐶 

Poids = 20 𝑔 

Déformation maximale = 40 % 

 

Avant de tracer les courbes de traction (conventionnelle et réelle) caractéristiques du matériau 

étudié, on rappelle les relations mathématiques qui lient les grandeurs physiques fournies par la 

machine de traction (force-déplacement) avec les variables relatives aux mesures qui sont utilisées 

pour décrire le comportement macroscopique du matériau (contrainte-déformation).     

Par définition, si 𝐿0  est la longueur utile de l’éprouvette avant déformation et 𝑆0 sa section initiale et 

si la déformation est homogène, une mesure conventionnelle (ou nominale) de la déformation et de 

la contrainte suivant l’axe de sollicitation est donnée par :  

 

𝑒 =
∆𝐿

𝐿0
, 

(2-1) 
 

et 

  

𝜍𝑐 =
𝐹

𝑆0
. 

(2-2) 
 

 

𝑒 et 𝜍𝑐  représentent successivement la déformation conventionnelle et la contrainte conventionnelle 

de traction.  

Néanmoins, la courbe conventionnelle 𝜍𝑐 𝑒  ne suffit pas si l'on s'intéresse de manière fine aux 

phénomènes aux grandes déformations, dans ce cas il faut bien tenir compte de la modification 
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continue des dimensions de l'éprouvette. On définit pour cela d'autres mesures de déformation et de 

contrainte qui se rapportent respectivement à une longueur de référence actualisée et la surface 

courante et (L et S). La courbe rationnelle (vraie) de traction rapportée aux dimensions actuelles (L et 

S) de l’éprouvette s'obtient à partir des mesures utilisées pour tracer la courbe conventionnelle. 

 

Contrainte vraie et déformations vraie 

La contrainte vraie 𝜍 (appelée aussi contrainte de Cauchy) et la déformation vraie 𝜀 (appelée aussi 

déformation logarithmique) sont deux grandeurs clés utilisées lors de l'analyse par éléments finis de 

la mise en forme des matériaux métalliques. La courbe rationnelle 𝜍(𝜀) permet de représenter un 

comportement plus intrinsèque du matériau et non dépendant de la géométrie de l'éprouvette ou 

des conditions d'essai surtout dans le domaine plastique.    

Supposons que 𝑆0 et 𝐿0  représentent les dimensions initiales (à 𝑡 = 0) de l'éprouvette alors que S et 

L représentent ses dimensions actuelles (à t donné). Sachant que l'incompressibilité plastique s'écrit : 

 

𝑆0𝐿0 = 𝑆𝐿 = 𝑆 𝐿0 + ∆𝐿 ,   

 

ceci permet d'écrire : 

𝑆 = 𝑆0  
1

1+
∆𝐿

𝐿0

 = 𝑆0  
1

1+𝑒
 .  

 

La contrainte vraie à un moment donné a donc pour expression :  

𝜍 =
𝐹

𝑆0

 1 + 𝑒 = 𝜍𝑐 1 + 𝑒 .  (2-3) 
 

La déformation vraie (ou logarithmique) est égale au cumul des déformations élémentaires. Soit un 

incrément de déformation 𝑑𝜀 qui correspond à un allongement élémentaire 𝑑𝐿. La déformation 

totale 𝜀 entre 𝐿0  et 𝐿0 + ∆𝐿 est donc égale à :    

 

𝜀 =  
𝑑𝐿

𝐿

𝐿

𝐿0

= 𝑙𝑛  
𝐿

𝐿0
 = 𝑙𝑛  1 +

∆𝐿

𝐿0
 = 𝑙𝑛 1 + 𝑒 . 

(2-4) 
  

Pour des petites déformations, la contrainte conventionnelle est pratiquement égale à la contrainte 

vraie (𝜍𝑐 ≈ 𝜍 ) comme indiqué sur la Figure 2-5.  

 



48 

 

 

Figure 2-5. Exemple de représentation de la courbe conventionnelle et de la courbe rationnelle sur 

un même diagramme. 

 

Un diagramme de traction met en évidence les différents stades successifs de comportement 

mécanique du matériau testé (élastique, plastique et enfin la rupture). Un matériau qui présente 

clairement tous ces stades est un matériau ductile élastoplastique.    

Dans le domaine de la mise en forme des tôles métalliques, la non-variation du volume nous permet 

d'utiliser la relation fondamentale pour calculer les déformations logarithmiques suivant la longueur, 

la largeur et l'épaisseur de la tôle. Cette relation est très importante pour construire par exemple la 

courbe limite de formage (CLF) pour un embouti, elle traduit par : 

 

𝜀1 + 𝜀2 + 𝜀3 = 0 (2-5) 
 

Phénomène d'instabilité plastique (striction)  

Deux phénomènes typiques peuvent se manifester durant l'essai de traction, l'écrouissage qui tend à 

durcir le métal sous l'effet de la déformation plastique et la striction qui tend à l'affaiblir. La striction 

est caractérisée par la diminution localisée de la section de l'éprouvette après que la courbe de 

traction ait atteint son maximum, comme indiqué sur la Figure 2-6. A partir de ce point, l'éprouvette 

commence à se rétrécir et s'amincir progressivement dans la zone centrale de l'éprouvette (striction 

localisée et diffusée) et les déformations ne sont plus homogènes (Figure 2-7). 

La striction apparait donc quand l'effort 𝐹 atteint son maximum, c'est-à-dire 𝑑𝐹 = 0.  

En appliquant la relation exprimant la contrainte rationnelle  𝜍 =
𝐹

𝑆
 , on peut donc écrire : 

𝐹 = 𝑆0𝑒−𝜀𝜍         (sachant que = 𝑙𝑛
𝑆0

𝑆
 ), 

𝑑𝐹 =
𝜕𝐹

𝜕𝜍
𝑑𝜍 +

𝜕𝐹

𝜕𝜀
𝑑𝜀 = 0, 

𝑑𝐹 = 𝑆0𝑒−𝜀𝑑𝜍 − 𝑆0𝑒−𝜀𝜍𝑑𝜀 = 0, 
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d'où : 

 
𝑑𝜍

𝑑𝜀
 

𝑠𝑡𝑟𝑖𝑐
=  𝜍 𝑠𝑡𝑟𝑖𝑐 . 

(2-6) 
 

 

Cette relation est appelée critère de Considère. Ce critère repose sur le fait que la striction diffuse 

apparaît lorsque la force de traction 𝐹 atteint sa valeur maximale. La contrainte et la déformation 

vraies à l'apparition de la striction peuvent être définies graphiquement sur les courbes rationnelles 

de traction monotone grâce à la construction de Considère donnée par la Figure 2-8. Pour une loi 

d'écrouissage de type Hollomon, la relation (2-6) donne 𝑛 = 𝜀𝑚𝑎𝑥 .  

L’exposant d’écrouissage 𝑛 est égal à l’allongement rationnel à la fin des allongements uniformément 

répartis, à partir duquel la courbe devient instable et n'est plus gouvernée par les lois de 

comportement usuelles. Pour les matériaux métalliques 𝑛 est toujours inférieur à 1.    

 

 

Figure ‎02-6.Courbe de traction conventionnelle (Fortunier). 

 

Figure 2-7. Phénomène d'instabilité plastique,  (a) apparition de la striction, (b) bande de 

cisaillement.    
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Figure 2-8. Détermination graphique de la contrainte et la déformation vraies à l'apparition de la 

striction en utilisant la relation de Considère (Degallaix, 2007). 

 

2.4 ESSAIS DE TRACTION SUR DES ECHANTILLONS DE TITANE T40 GRADE 2 

Comme on l'a déjà souligné, il existe en pratique de nombreuses méthodes de caractérisation 

mécanique et chaque méthode utilise une technique spécifique pour déformer et interpréter les 

déformations obtenues. Parmi les essais très fréquents pour la caractérisation mécanique des 

matériaux on trouve : l'essai de traction uniaxiale, l'essai de cisaillement simple, l'essai de 

cisaillement cyclique, l'essai de flexion plane, etc. Dans le cadre de cette étude, tant il est riche en 

informations sur le comportement d'une tôle, l'essai de traction satisfait les données expérimentales 

pour simuler l'opération de validation choisie qui est l'emboutissage en U  (ou étirage - pliage). Il faut 

bien mentionner qu'il n'est pas nécessaire ici de recourir aux essais cycliques pour caractériser l'effet 

Bauschinger car, ce phénomène est bien reproduit systématiquement, conséquence logique de 

l'effet des hétérogénéités introduites en utilisant un modèle de comportement hybride 

compartimenté.  

 

2.5 DONNEES EXPERIMENTALES, COURBES DE TRACTION  

L’essai de traction permet d’identifier les propriétés mécaniques et la loi de comportement réel du 

matériau dans les domaines élastique et plastique. Les essais ont été menés sur des éprouvettes 

plates en titane usinées par électroérosion à fil. Les tôles utilisées pour les procédés de mise en 

forme proviennent souvent d’une opération de laminage à froid. La forme et les dimensions de 

l'éprouvette de traction sont décrites dans la Figure 2-9. Afin d'augmenter la zone de déformation 

homogène, les bords des éprouvettes ont été également usinés. Afin de rendre compte de 

l'anisotropie initiale du matériau, les essais de traction monotone ont été réalisés suivant les 
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directions 0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage. La vitesse de déplacement de la traverse 

mobile est de l'ordre de 10 mm/min, c'est-à-dire que la vitesse de déformation est de l'ordre de     

1,33 × 10−2𝑠−1. L'extensomètre permet de traiter une longueur utile 𝐿0 = 12,5 𝑚𝑚 au centre de 

l'éprouvette, qui est définie par la distance séparant les deux couteaux de l'extensomètre. Le 

Tableau 2-4 regroupe les valeurs typiques des propriétés fondamentales issues de l'essai de traction 

monotone dans les directions 0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage. Les caractéristiques 

mécaniques sont les données de la courbe conventionnelle de traction suivant la norme NF EN 

10002-1.  

La Figure 2-10.a, b, et c illustrent quelques méthodes utilisées pour mesurer le module d’Young à 

partir d’une courbe de traction conventionnelle. Les Figure 2-11.a et b décrivent successivement les 

courbes de traction conventionnelle et rationnelle pour les trois types d'éprouvettes (0°, 45° et 90° 

par rapport à DL). Pour s'assurer de la reproductibilité des résultats, trois essais ont été effectués 

pour chaque direction de l'échantillon.  

Dans le domaine des petites déformations, les mesures conventionnelles et rationnelles sont 

pratiquement confondues. L'anisotropie de la contrainte d'écoulement diffère notablement d'une 

direction à l'autre.   

 

 Figure 2-9. Forme et dimensions de l'éprouvette de traction.  

 

Tableau 2-4. Valeurs expérimentales des propriétés mécaniques de l’alliage T40. 

Paramètre/Orientation 𝐸 (𝑀𝑃𝑎) 𝑅𝑒(𝐶) (𝑀𝑃𝑎) 𝑅𝑒(𝑅) (𝑀𝑃𝑎) 𝑅𝑚(𝐶) (𝑀𝑃𝑎) 𝑅𝑚(𝑅) (𝑀𝑃𝑎) 𝜈 

0° 107,28 389,22 391,19 508,84 572,33  

0,34 45° 113,24 426,11 429,21 472,17 511,40 
90° 111,07 471,03 473,94 513,13 556,73 
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(C) Mesure conventionnelle, 

(R) Mesure rationnelle.  

Le module d'Young 𝐸 représente bien la pente de la partie linéaire de la courbe contrainte - 

déformation dans la zone des petites déformations. La méthode généralement utilisée pour 

déterminer ce paramètre élastique est la méthode de régression linéaire sur les données de 

l’extensomètre sur un essai de traction monotone (Figure 2-12). Il est bien constaté que les valeurs 

trouvées du module d’Young ne sont pas vraiment loin de la valeur théorique adoptée pour le titane 

pur (𝐸 ≈ 110000 𝑀𝑃𝑎).  

La machine de traction INSTRON 50 𝑘𝑁 disponible au laboratoire SYMME est dotée de trois systèmes 

de calcul de 𝐸.  

 

Module de Young automatique  

 Ce calcul permet de déterminer la pente de la courbe contrainte – déformation à partir de deux 

paramètres fixés (valeur initiale et valeur finale de la contrainte). Le système construit une ligne de 

module le long de la pente du domaine élastique entre les valeurs initiale et finale de la contrainte, 

étant celui dont la pente est la plus élevée. 

 

 

Figure 2-10.a Exemple de détermination du module de Young à l’aide de la méthode automatique 

(Instron) 

 

Module E (segment 0,1 % - 0,5 %)  

Le calcul Module E est recommandé pour les essais de métaux. Ce calcul est exécuté selon les normes 

EN10002 et ASTM E8. Il détermine le module d'élasticité du matériau par une méthode de régression 

linéaire normalisée. La portion de courbe à utiliser pour le calcul est définie automatiquement. Elle 

exclut le début et la fin de la déformation élastique où la courbe contrainte-déformation n'est pas 

linéaire.  
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Figure 2-10.b Exemple de détermination du module de Young à l’aide de la méthode de régression 

linéaire normalisée   (Instron) 

 

Module entre deux points  

 Ce calcul permet de déterminer la pente de la courbe contrainte - déformation entre deux points 

quelconques dans le domaine élastique. Il construit une ligne droite entre une limite haute et une 

limite basse qu’on doit spécifier.   

 

 

Figure 2-10.c Exemple de détermination du module de Young à l’aide de la méthode « Module entre 

deux points »  (Instron) 

 

Comparable à la rigidité d'un ressort, il existe d'autres méthodes de mesure du module d'Young, 

entre autres, on cite (doc_int6): 

 déduire le module de Young de la fréquence propre de vibration d'une tige de matériau 

maintenue à ses extrémités et chargée en son milieu ; 

https://fr.wikipedia.org/wiki/Fr%C3%A9quence_propre


54 

 

 on peut aussi mesurer la vitesse du son dans le matériau qui nous intéresse, et en déduire le 

module de Young sachant que la vitesse du son est proportionnelle au rapport  
𝐸

𝜌
, 𝜌 

représente ici la masse volumique du milieu de propagation (matériau). 

 
𝐸

𝜌
 est la valeur spécifique du module élastique, cette valeur est un indice de performance qui tient 

compte de la rigidité et de l'allègement du matériau. Le titane a un indice de performance élevé           

( 26<  
𝐸

𝜌
< 27) en 109 𝑁. 𝑚𝑚. 𝐾𝑔−1.  

Nous mentionnons ici que les propriétés élastiques et plastiques du matériau étudié sont 

sensiblement anisotropes, c'est-à-dire dépendantes de la direction de l’essai de traction par rapport 

au sens de laminage. 

 

 

Figure 2-11.a Courbes conventionnelles de traction monotone pour des tôles en titane découpées à 

0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage. 

 

https://fr.wikipedia.org/wiki/Son_(physique)
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Figure 2-11.b Courbes rationnelles de traction monotone pour des tôles en titane découpées à 0°, 

45° et 90° par rapport au sens de laminage. 

 

 

Figure 2-12. Détermination du module de Young avec la méthode de régression linéaire sur les 

données de l’extensomètre (sens de laminage). 

 

2.6 TECHNIQUE D'ANALYSE D'IMAGES 

La technique d'analyse d'image repose sur l'acquisition d'images et l'application des algorithmes qui 

permet d'évaluer sans contact mécanique, les champs de déplacement et d'en déduire les mesures 
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de déformations à la surface de l’éprouvette plane. L'algorithme recherche des patterns dans les 

images séquentielles. On peut éventuellement se référer à l'image initiale (avant sollicitation) et 

rechercher le pattern dans l'image courante (au cours de la déformation). Afin de suivre l’évolution 

de la déformation au cours du temps, des séquences d’images numériques sont donc prises par la 

caméra à des intervalles réguliers. Le logiciel 7D, développé au niveau du laboratoire SYMME,  

permet de réaliser ces corrélations de patterns entre l’image initiale et chacune des images 

sauvegardées lors de la séquence. 

Globalement, la technique d’analyse d’images est réalisée en deux étapes :  

 La machine de traction est dotée d’un dispositif d’acquisition d’images donné par la        

Figure 2-13. Ce dispositif est constitué d’une caméra CCD de type HAMAMATSU de 

résolution 1280*1024 pixels noirs et blancs codés sur 12 bits. La caméra doit être placée en 

face de l’éprouvette. L’axe de l’objectif de la caméra qui doit demeurer fixe par rapport au 

bâti de la machine d’essai, doit aussi être perpendiculaire à la surface de l’éprouvette. La 

caméra est reliée à un second PC et filme l’essai avec une fréquence d’acquisition bien 

définie. La caméra est synchronisée avec le pilotage du banc de traction et enregistre une 

image pour chaque donnée acquise par l’extensomètre. Les séquences saisies sont 

enregistrées sur un disque dur de PC en vue de traitement ultérieur par le logiciel 7D.   

 La technique de corrélation d’images permet de déterminer les champs de déplacement et 

de déformation sur la surface de l’éprouvette. Elle consiste à calculer la position des motifs 

créés par le mouchetis de peinture (noire et blanche) sur chaque image de l’échantillon, en 

utilisant un algorithme de corrélation qui joue ici sur les niveaux de gris appliqué entre 

chaque image et l’image initiale.  

Le schéma synoptique des différentes phases de traitement des images acquises par la caméra lors 

d'un essai de traction monotone est donné par la Figure 2-14. 

L’intérêt majeur d’utiliser la méthode d’analyse d’images est de fournir des champs locaux de 

déformation sur toute la surface de l’éprouvette, alors que les mesures de déformation à l’aide d’un 

extensomètre donnent uniquement une seule information moyennée pour une zone (entre les deux 

couteaux de l'extensomètre) relativement importante. Des valeurs de déplacements entre deux 

instants avant et après déformation sont calculées avec une précision inférieure à 1/100ème de pixel.   
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Figure 2-13. Dispositif d’acquisition d’images numériques associé au système d’essai de traction 

(Bouabdallah, 2006). 

 

 

Figure 2-14. Schéma synoptique des différentes phases de‎la‎technique‎d’analyse‎d’images 

(Bouabdallah, 2006). 

 

L’idée est donc de réaliser une ou plusieurs images par seconde et de synchroniser l’acquisition 

d’images avec le pilotage du déplacement de la traverse de la machine de traction.  

En important les images acquises dans le logiciel 7D, une grille virtuelle est construite sur l’image 

initiale d’un pas de quelques pixels. Pour chaque carreau de la grille initiale définie par ses 4 

sommets, on doit rechercher la nouvelle position des 4 sommets dans l'image déformée             

(Figure 2-15). La position d'un sommet dans l'image déformée est obtenue lorsqu'on retrouve le 

motif (créé par le mouchetis de peinture) entourant le sommet dans l'image initiale (Tabourot, 

2001).   
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(a) 

 

(b) 

Figure 2-15. Principe de corrélation d’images (Doc_Symme).  

 

On définit un certain coefficient de corrélation 𝐹𝑐 , entre le motif considéré dans l’image initiale et 

celui identifié comme lui correspondant dans l’image finale. Le coefficient 𝐹𝑐  est calculé pour 

différentes déformations du motif initial projeté dans l’image finale. 

 

                         𝐹𝑐 = 1 −
 𝑓 𝑋𝑖 .𝑔 𝑥𝑖  𝑖∈𝐷

   𝑓 𝑋𝑖  
2

 𝑖∈𝐷 .   𝑔 𝑥𝑖  
2

 𝑖∈𝐷

 (2-7) 
 

𝑋𝑖  et 𝑥𝑖  représentent respectivement les coordonnées (en pixel) du point de référence sur l’image 

initiale et sur l’image finale (déformée). 

 𝑓 𝑋𝑖  et g 𝑥𝑖  représentent respectivement les niveaux de gris dans l’image initiale et dans l’image 

finale. 

𝐷 représente l’aire de la zone de corrélation. 

Lorsque les déplacements qui permettent de passer du motif initial dans l'image déformée conduise 

à une corrélation optimale entre le projeté et le pattern correspondant de destination, le paramètre 

𝐹𝑐  est nul (𝐶 = 0) sinon 0 < 𝐹𝑐 < 1.    

Le calcul itératif des positions successives du pattern dans chaque image nous permet de calculer les 

champs de déplacement et de déformation en chaque instant de l’essai de traction. Les Figures 2-16 
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et 2- 17 montrent, respectivement, les champs de déplacement et de déformation logarithmique sur 

une surface de l'éprouvette orientée dans le sens de laminage. La fréquence d'acquisition des images 

par la camera est ajustée à 2 images/seconde. Le nombre total des images acquises est limité à 120 

images sur un temps d'essai égal à 60 s (juste avant striction). La vitesse de l'essai est fixée à 

10 𝑚𝑚/𝑚𝑖𝑛. L'analyse d'images montre dans ce cas un champ de déformation 𝜀𝑦𝑦  plus ou moins 

hétérogène dès l'apparition d'une localisation longitudinale.  

La Figure 2-18 montre l'orientation des vecteurs de déplacement en chaque point de la grille dans la 

direction longitudinale, ce qui signifie que le logiciel 7D a bien déterminé un déplacement uniaxial 

relatif des points en surface de l'éprouvette (à la contraction près de celle-ci liée à l'incompressibilité 

du volume de matière). 

L'analyse d'images permet donc de choisir une zone d'étude globale (à l'échelle de l'éprouvette) ou 

plus locale. La longueur de référence est sélectionnée dans le logiciel d'analyse d'images (en 

longueur ou en largeur). A l'échelle de l'éprouvette, les courbes de traction issues de l'extensomètre 

et de l'analyse d'images coïncident. Cependant, il faut souligner que pour l'instant la technique de 

corrélation d'images ne permet pas de déterminer les déformations élastiques avec suffisamment de 

précision par rapport à l'extensomètre.          

  

 

Figure 2-16. Champ de déplacement 𝑑𝑦  obtenu par la technique de corrélation d'images  

(de 0 à 120 images).  
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 Figure 2-17. Champ de déformation 𝜀𝑦𝑦   obtenu par la technique de corrélation d'images  

(de 0 à 120 images).  

 

 

Figure 2-18. Vecteurs déplacement en chaque point de la grille sélectionnée sur la surface de 

l'éprouvette. 

 

Un programme spécifique sous MATLAB permet par la suite de resynchroniser les données fournies 

par la machine de traction (temps-force) avec les résultats de corrélation d'images (fréquence, 
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déformations logarithmiques,...). Les différentes courbes de traction issues de l'analyse d'images ont 

été construites en considérant une ligne horizontale de 7 quadrilatères au milieu de l'éprouvette.  La          

Figure 2-19 illustre l'évolution de la déformation longitudinale en fonction du numéro de l'image 

acquise par la caméra. La courbe contrainte vraie-déformation vraie au niveau de la ligne considérée 

est représentée sur la Figure 2-20. La relation (2-8) est utilisée pour calculer en temps réel de l'essai 

la contrainte vraie 𝜍1. Les déformations logarithmiques 𝜀1  sont déduites de l’analyse d'images. 

 

𝜍1 = 𝜍𝑐𝑒𝑥𝑝 𝜀1 . (2-8) 
 

𝜍𝑐  représente la contrainte conventionnelle calculée à partir des données du capteur de force de la 

machine en fonction du temps de l’essai.   

La relation (2-9) est utilisée pour calculer les déformations plastiques vraies issues de l'analyse 

d'images : 

                         𝜀𝑝1 = 𝜀1 −
𝜍1

𝐸
. (2-9) 

𝜀𝑝1  la déformation plastique logarithmique dans le sens de traction. 

 

 

Figure 2-19. Evolution de la déformation 𝜀1 au cours de l'analyse d'images pour une ligne 

d'évaluation à 7 quadrilatères choisie  au milieu de l'éprouvette. 
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Figure 2-20. Courbe contrainte vraie-déformation vraie au niveau de la ligne d'évaluation considérée 

(à 7 quadrilatères). 

 

A titre de comparaison, nous avons effectué une superposition entre la courbe rationnelle obtenue 

par l’extensomètre classique et celle obtenue par l’analyse d’images. La Figure 2-21 décrit cette 

comparaison. Les deux courbes s’écartent légèrement car l’extensomètre mesure une déformation 

moyennée sur sa longueur utile alors que l’analyse d’images mesure la déformation très localement 

(au niveau de la section plus faible). 

 

 

Figure 2-21. Superposition des deux courbes rationnelles de traction obtenues par les deux 

techniques de mesure.  
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La Figure 2-22 illustre le graphique de la courbe contrainte vraie (𝜍1) - déformation plastique 

équivalente (𝜀𝑝(𝑒𝑞 )) issue de l'analyse d'images. Cette courbe constitue la courbe de référence 

schématique pour la partie plastique de la courbe rationnelle de traction.    

 

 

Figure 2-22. Courbe contrainte vraie-déformation plastique équivalente issue de l'analyse d'images 

pour le titane T40 (0°). 

 

La Figure 2-23 décrit l'évolution de la force acquise par le capteur d'effort de la machine de traction 

en fonction du temps de l'essai (𝑡𝑡𝑜𝑡 = 60 𝑠). 

Globalement, il est à noter que lorsque la localisation longitudinale devient importante, la section de 

l’éprouvette dans la zone de mesure de l’extensomètre n’est plus constante, de ce fait, 

l’extensomètre détermine une déformation moyenne sur cette zone et ne permet pas de se localiser 

sur la section la plus faible (mesure moins précise). L'avantage d'utiliser l'analyse d'images est donc 

d'évaluer des mesures de la déformation de la section la plus faible, ce qui permet de déterminer la 

déformation locale tant que les variations de la déformation restent compatibles avec la taille du 

pattern adoptée. Une connaissance plus objective du comportement dans la zone de déformation 

peut donc être apportée. 
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Figure 2-23. Evolution de la force au cours de l'essai de traction sur un alliage T40 (0°). 

 

2.7 MODELISATION DU COMPORTEMENT DU MATERIAU 

..1 Introduction 

On voit sur l'essai de traction que la déformation vraie est égale au cumul des déformations 

élémentaires, la déformation totale peut être décomposée en une partie élastique réversible 𝜀𝑒  et 

une partie plastique irréversible 𝜀𝑝 . Cette dernière est obtenue en retranchant à la déformation 

totale la déformation élastique selon la relation suivante : 

 

𝜀𝑝 = 𝜀 − 𝜀𝑒 . 

 

(2-10) 

 

La déformation plastique apparaît lorsque la contrainte dépasse une valeur seuil 𝜍0   appelée souvent 

limite d'écoulement plastique (Yield stress), c'est-à-dire : 

  

𝜀𝑝 =  
0                𝑠𝑖 𝜍 ≤ 𝜍0

𝜀 −
𝜍

𝐸
      𝑠𝑖 𝜍 > 𝜍0

 . 

 

(2-11) 
  

La valeur de 𝜀𝑒  est quant à elle calculée par la relation de Hooke pour un chargement uniaxial. En 

présence d'un état de contraintes multiaxial, il faut s'attacher à étendre ces relations en 3D en 
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définissant des relations entre les tenseurs de contrainte et de déformation dans le domaine 

élastique et dans le domaine plastique. 

..2 Les differentes modelisations de la plasticite cristalline  

 Modèles physiques 

Ce type de modèles également détermine la relation entre le tenseur des contraintes et le tenseur 

des déformations. Les relations mathématiques qui décrivent le comportement macroscopique 

intègrent les mécanismes physiques à l'origine de la déformation et font apparaitre des grandeurs 

d'état du matériau (densité des dislocations, taille de grains, etc.). Tous les paramètres et coefficients 

introduits dans le modèle ont donc un sens physique ou s'en approchent. Ce type de modèles 

reposant sur des mécanismes physiques élémentaires non spécifiques à un mode de déformation 

particulier, peut être confronté à un nombre plus élevé de situations qu'un modèle de type boîte 

noire. A rebours, les constantes à identifier sont parfois plus difficiles d'accès que pour un modèle 

phénoménologique classique.  

 

 Modèles phénoménologiques  

Ce type de modèles détermine la relation entre le tenseur des contraintes appliquées et le tenseur 

des déformations produites. Le matériau est considéré comme une boite noire, les phénomènes 

physiques responsables de la plasticité ne sont pas du tout au cœur des préoccupations du 

modélisateur (Balland, 2012). Il ne s'applique bien qu'aux expériences qui ont servi à identifier les 

paramètres de la loi de comportement. Toute tentative d'extrapolation en dehors de ce cadre est en 

général problématique. 

 

 Modèles mixtes (hybrides) 

Ce sont des modèles intermédiaires entre les deux types précédents. L’avantage principal de ce type 

de modèles est que le transfert des concepts physiques de l'échelle microscopique à l'échelle 

macroscopique le rend plus générique tout en lui conservant l'efficacité d'un modèle 

phénoménologique (Balland, 2012).  

..3 Modelisation du comportement elastique 

La zone élastique de la courbe de traction correspond à la zone de petites déformations (𝜍 < 𝜍0 et 

𝜀 < 𝜀0 ). 𝜀0  est la déformation qui correspond à la contrainte seuil (Yield stress) 𝜍0  qui est 

pratiquement égale à la limite élastique du matériau. Dans cette zone, on peut supposer que les 

mesures nominales et vraies soient égales et on suppose que le matériau a un comportement 



66 

 

élastique linéaire et isotrope qui suit la loi empirique de Hooke. La loi de Hooke généralisée s’écrit 

comme suit (Pouzols, 2011) : 

 

𝜍𝑖𝑗 =
𝐸

1 + 𝜈
 𝜀𝑖𝑗 +

𝜈

1 − 2𝜈
𝜀𝑘𝑘𝛿𝑖𝑗  , 

 (2-12) 

  

avec :  

𝐸 (𝑀𝑃𝑎) et 𝜈 les constantes élastiques qui sont,  successivement, le module d'Young et le coefficient 

de Poisson du matériau déformé, 

𝛿𝑖𝑗  le symbole de Kronecker (𝛿𝑖𝑗 =1 si i=j et 𝛿𝑖𝑗 =0 si i≠j), 

𝜀𝑘𝑘  la somme des termes diagonaux du tenseur des déformations notée selon la convention de 

sommation d’Einstein. 

Dans le cas d’un essai de traction (ou de compression) uniaxiale suivant l’axe 𝑥, la loi de Hooke est 

réduite à l’expression suivante : 

𝜍11 = 𝐸𝜀11 . 

 

 (2-13) 
  

Pour un matériau isotrope, l’extension suivant l’axe de chargement (axe 𝑥) entraine une contraction 

suivant les axes 𝑦 et 𝑧, c'est-à-dire : 

𝜀22 = −𝜈𝜀11 = −𝜈
𝜍11

𝐸
. (2-14) 

 

Dans les conditions normales, la valeur de 𝜈 est voisine de 0,3 pour la plupart des métaux et alliages 

métalliques.  

Le coefficient de Poisson s'obtient expérimentalement grâce à par mesure en temps réel des 

allongements relatifs longitudinal (𝜀11) et transversal (𝜀22). 

Dans cette étude, le coefficient de Poisson 𝜈 n'a pas été déterminé expérimentalement. Nous avons 

adopté la valeur théorique de ce coefficient 𝜈𝑇𝑖 = 0,34.   

..4 Criteres de plasticite 

Un critère de plasticité est un critère caractéristique qui définit un domaine spécifique dans lequel le 

matériau garde toutes ses propriétés élastiques. On appelle les frontières qui délimitent  le domaine 

élastique du domaine plastique dans l'espace des contraintes la surface de charge. Cette dernière est 

décrite par une fonction mathématique appelée fonction de charge qui traduit l'état de contraintes 

dans le domaine spécifié. On définit la fonction de charge comme étant la fonction de contraintes 

𝑓(𝜍𝑖𝑗 ) définie par :  
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𝑓 𝜍𝑖𝑗  < 0     (1)

𝑓 𝜍𝑖𝑗  = 0    (2)
 , 

où dans le cas (1) l’élément a un comportement purement élastique et dans le cas (2) l’élément se 

plastifie (sur la frontière qui définit la surface d’écoulement plastique).  

Pour tenir compte des sollicitations complexes, il faut faire appel aux critères de plasticité. Il en existe 

plusieurs mais le critère de von Mises donne de bons résultats pour de nombreux matériaux 

métalliques (isotropes). Pour les matériaux métalliques anisotropes (cas du comportement des tôles 

en flexion par exemple), le critère anisotrope quadratique de Hill est souvent adopté. Ces deux 

critères présentent l'avantage d'être intégrés dans les codes de calcul éléments finis. 

..4.1 Critere isotrope de von mises 

Si le corps est isotrope, le franchissement du seuil d’écoulement plastique ne dépend pas de 

l’orientation des directions des contraintes principales, la relation ne fait intervenir que les valeurs 

des contraintes principales (Lemaitre, 1985). Le critère de plasticité isotrope de Von Mises (Mises, 

1913) est établi en considérant que l'écoulement plastique des matériaux insensibles à la pression 

hydrostatique se produit lorsqu'une valeur critique de l'énergie élastique de distorsion ou de la 

contrainte de cisaillement agissant sur les plans octaédriques est atteinte. Cette interprétation 

physique conduit à la définition d'un seuil de limite élastique lié à la limite élastique en cisaillement 𝑘 

(Makarova, 2006). Autrement dit, la fonction de charge s’écrit comme suit :  

Domaine élastique : 

𝐽2 − 𝑘2 < 0.  (2-15) 
  
  

Frontière de l’écoulement plastique :                                                                                                                      

𝐽2 − 𝑘2 = 0. (2-16) 
  
  

Dans un repère quelconque (à 6 dimensions), 𝐽2  est le deuxième invariant du déviateur de 

contraintes défini par : 

𝐽2 =
1

6
 (𝜍𝑥 − 𝜍𝑦 )2 + (𝜍𝑦 − 𝜍𝑧)2 + (𝜍𝑧 − 𝜍𝑥)2 + 6(𝜏𝑥𝑦

2 + 𝜏𝑦𝑧
2 +𝜏𝑥𝑧

2   
(2-17) 

Dans le repère des contraintes principales (𝜍1, 𝜍2 , 𝜍3), 𝐽2 est le deuxième invariant du déviateur de 

contraintes défini par : 

𝐽2 =
1

6
 (𝜍1 − 𝜍2)2 + (𝜍2 − 𝜍3)2 + (𝜍3 − 𝜍1)2  

(2-18) 
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L’essai de traction simple permet de déterminer la valeur du paramètre 𝑘  en utilisant les relations   

(2-11) et (2-14). On suppose que la contrainte seuil de l’écoulement plastique est égale à la limite 

d’élasticité 𝜍0, le paramètre 𝑘 est donné par : 

𝑘 =
𝜍0

 3
 . (2-19) 

Dans un repère quelconque, la contrainte équivalente de von Mises 𝜍 (𝜍𝑖𝑗 ) s’exprime par : 

𝜍  𝜍𝑖𝑗  =  3𝐽2=σ0 . (2-20) 

Dans le repère des contraintes principales, la contrainte équivalente de von Mises s’exprime de la 

façon suivante : 

𝜍𝑒𝑞 =  
1

 2
 (𝜍1 − 𝜍2)2 + (𝜍2 − 𝜍3)2 + (𝜍3 − 𝜍1)2 1/2 = 𝜍0. 

  

(2-21) 

C'est l'équation d'un cylindre d'axe la trisectrice du repère des contraintes principales et de 

rayon  
2

3
𝜍0  (Figure 2- 24). Ainsi le critère de Von Mises se représente de la façon suivante dans 

l'espace des contraintes principales  (Mises, 1913) : 

 

 

Figure 2-24. Représentation du critère de von Mises dans l’espace des contraintes principales. 

𝑒1, 𝑒2  et 𝑒3  représentent les axes du repère des contraintes principales. 

 

La déformation équivalente au sens de von Mises est une variable scalaire, représentant la quantité 

de déformation plastique contenue dans le tenseur de déformation. Elle s’exprime par :  

𝜀𝑒𝑞 =
 2

3
 (𝜀11 − 𝜀22)2 + (𝜀22 − 𝜀33)2 + (𝜀33 − 𝜀11)2 + 6(𝜀12

2 + 𝜀23
2 +𝜀31

2 ) 1/2. (2-22) 
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Pour un essai de traction simple la contrainte équivalente et la déformation équivalente au sens de 

von Mises correspondent aux grandeurs vraies de la contrainte et la déformation suivant l’axe de 

chargement. Les relations (2-18) et (2-19) s’expriment donc comme suit : 

 

 
𝜍𝑒𝑞 = 𝜍11

𝜀𝑒𝑞 = 𝜀11
 . (2-23) 

..4.2 Critere anisotrope quadratique de hill48 

Les critères isotropes de  plasticité ne peuvent pas être appliqués aux matériaux ayant des propriétés 

anisotropes comme c’est le cas des tôles laminées à froid. Au niveau métallurgique, La formation de 

textures cristallographiques causées par le laminage conduit à une anisotropie des propriétés 

mécaniques. Un critère de plasticité pour un matériau anisotrope se réduit au critère de Von Mises 

lorsque l’anisotropie tend vers zéro, c'est-à-dire α→0° et r→1.  

Le critère de plasticité anisotrope de HILL48 (Hill, 1948) est le plus utilisé dans le cas des tôles 

laminés à froid, ce critère a pour avantage encore d’être programmé dans le code de calcul  éléments 

finis Abaqus.  Le critère de plasticité quadratique proposé par Hill pour un matériau anisotrope s’écrit 

comme une extension du critère isotrope de Von Mises : 

 
2𝑓 𝜍𝑖𝑗  = 𝐹(𝜍𝑦𝑦 − 𝜍𝑧𝑧 )2 + 𝐺(𝜍𝑧𝑧 − 𝜍𝑥𝑥 )2 + 𝐻(𝜍𝑥𝑥 − 𝜍𝑦𝑦 )2 + 2𝐿𝜏𝑦𝑧

2 + 2𝑀𝜏𝑥𝑧
2 +2𝑁𝜏𝑥𝑦

2 = 1, (2-24) 

où F, G, H, L, M et N sont appelés coefficients de Hill et sont des paramètres qui caractérisent 

l’anisotropie de la tôle. Les indices x, y et z correspondent aux axes de symétrie orthotrope. 

Le critère anisotrope de Hill tend vers le critère isotrope au sens de von Mises dans le cas où : 

F=G=H=1/2 et L=M=N=3/2. 

Dans l’espace des contraintes planes (cas d’emboutissage des tôles minces par exemple), le critère 

de Hill est réduit à l’expression suivante :  

 

2𝑓 𝜍𝑖𝑗  =  𝐺 + 𝐻 𝜍𝑥𝑥
2 − 2𝐻𝜍𝑥𝑥 𝜍𝑦𝑦 +  𝐹 + 𝐻 𝜍𝑦𝑦

2 + 2𝑁𝜍𝑥𝑦
2 = 1. (2-25) 

Les paramètres d’anisotropie sont reliés aux coefficients de Lankford par les relations suivantes :  
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 𝐻 =

𝑟0

 1 + 𝑟0 

𝐺 =
1

(1 + 𝑟0)

𝐹 =
𝑟0

𝑟90(1 + 𝑟0)

𝑁 =
(𝑟0 + 𝑟90)(2𝑟45 + 1)

2𝑟90(1 + 𝑟0)

  

 

 

 

(2-26) 

 

Afin de caractériser l’anisotropie du matériau, il faut donc réaliser des essais de traction monotone 

sur des éprouvettes découpées à 0°, 45° et à 90° par rapport au sens du laminage.  

Dans le cadre de cette étude, les valeurs expérimentales des paramètres de Hill48 obtenues par 

Toussaint et al. (Toussaint, 2008) ont été adoptées. Ces valeurs sont résumées dans le Tableau 2-5.    

 

Tableau 2-5. Paramètres de Hill48 pour le titaneT40.  

 

 

Il est intéressant de souligner que de nombreux critères de plasticité alternatifs ont été développés 

récemment afin d'améliorer l'aspect prédictif de la plasticité pour différents types de matériaux 

métalliques. On peut citer par exemple les critères de Hill 79 (Hill, 1979); Barlat et al. (Barlat, 1991); 

Hill 2000 (Hill, 2000); Benabic et al. (Banabic, 2003); et Barlat et al. (Barlat, 2005).    

Dans le cadre de cette étude, seuls les critères de von Mises dans le cas isotrope et le critère de        

Hill 48 dans le cas anisotrope seront considérés.  

2.8 PHENOMENE D'ECROUISSAGE 

A l’intérieur du domaine d’élasticité, l’état de contrainte et de déformation en un point donné ne 

dépend que de l’état final, c'est-à-dire ne dépend pas du chemin parcouru à partir de l’état initial : il 

existe une relation biunivoque entre la contrainte et la déformation, relation donnée par la loi de 

Hooke (relation 2-13). Lorsqu’on atteint la frontière de l’élasticité et lorsqu’on la dépasse, deux cas 

déduits du comportement plastique peuvent se produire (Fares). 

 Le matériau est parfaitement plastique (Figure 2-25) : la contrainte d'écoulement plastique 

n’évolue pas avec la déformation et la surface de charge reste inchangée. La limite 

d’écoulement nécessaire pour poursuivre la déformation et indépendante de la déformation 

plastique déjà réalisée et est égale à la limite d’élasticité du matériau. L'exposant 

d'écrouissage 𝑛 est nul dans ce cas, la courbe de traction est donc une droite horizontale au 

F G H N 

0,52 0,29 1,71 4,2 



71 

 

niveau de la limite élastique c'est-à-dire que le matériau ne subit aucune consolidation (pas 

d'écrouissage).  

 Le matériau est plastique écrouissable ou élastoplastique (Figure 2-26) : La contrainte 

d’écoulement plastique augmente avec la déformation, le matériau se consolide et la surface 

de charge évolue. La limite d’écoulement dépend étroitement de l’histoire de chargement 

subie par le matériau au cours de la déformation plastique.  

 

 

igure 2-25. illustration d’un comportement élastique parfaitement plastique. 

 

 

Figure 2-26. Illustration d’un comportement élastique parfaitement plastique (Marciniak, 2002). 

 

Pour des éprouvettes de traction, on constate également que l’orientation de l’éprouvette par 

rapport à la direction de laminage a une incidence schématisée sur la Figure 2-27. 

Typiquement, l’anisotropie initiale du métal est mise en évidence au moyen d’essai de traction selon 

les différentes orientations de prélèvement de l’éprouvette. Conventionnellement, on considère une 

𝜍𝑦 = 𝜍0 

σ (MPa) 

𝜀 𝜀1 

 

𝜀2 
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tôle plane dont les directions principaux d’anisotropie 1  , 2    et 3   correspondent respectivement à la 

direction de laminage (α=0°), à la direction transverse (α=90°) et à la direction normale au plan de la 

tôle. La Figure 2-28 montre le plan de la tôle avec les différentes directions. 

L’anisotropie du matériau est caractérisée par les coefficients de Lankford (voir chapitre 1). Ces 

coefficients peuvent être déterminés par une régression linéaire sur le graphique des déformations 

plastiques transverses en fonction des déformations plastiques dans l’épaisseur. La Figure 2-29 est 

un exemple pratique de détermination du coefficient 𝑟0  (dans la direction de laminage). 

 

 

Figure 2-27. Exemples de courbes de traction obtenues sur le même matériau découpé selon trois  

orientations différentes  par rapport à la direction de laminage (Makarova, 2006). 

 

 

Figure 2-28. Plan de la tôle avec les différentes directions de prélèvement de l’éprouvette 

(Carbonnière, 2009). 
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Figure 2-29. Exemple d’une régression linéaire sur la courbe des déformations plastiques transverses 

en fonction des déformations plastiques dans l’épaisseur (Pouzols, 2011). 

 

Il est plus consistant de réaliser des essais cycliques de type cisaillement ou traction-compression sur 

des tôles calibrées afin de caractériser le comportement plastique du matériau sous sollicitation non 

monotone (cyclique). Ce type d’essais est très intéressant pour mettre en évidence l’effet 

Bauschinger qui se manifeste en présence de l’écrouissage cinématique (voir chapitre 1), c’est le cas 

de l’emboutissage des tôles minces où le trajet de déformation est complexe et fortement non 

monotone. A titre de comparaison, la Figure 2-30 représente un essai de traction-compression en 

absence de l’effet Bauschinger (cas d'une tôle d'aluminium Al6061T4 par exemple), par contre la 

Figure 2-31 représente le même essai mais en présence de l’effet Bauschinger (cas de l'acier DC05 

par exemple).     

 

 

 

Figure 2-30. Ecrouissage isotrope durant un essai cyclique traction-compression (absence de l’effet 

Bauschinger) (Neto, 2008). 
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Figure 2-31. Ecrouissage cinématique durant un essai cyclique traction-compression (présence de 

l’effet Bauschinger) (Neto, 2008). 

 

2.9 COURBE DE REFERENCE (OU COURBE CONTRAINTE EQUIVALENTE- 

DEFORMATION EQUIVALENTE) 

La courbe de référence qui sera introduite dans le code de calcul éléments finis est la portion de la 

courbe de traction dans la zone d'écrouissage (𝜍0 < 𝜍 < 𝜍𝑚𝑎𝑥 ) qui lie la contrainte vraie (appelée 

aussi la contrainte de Cauchy) à la déformation plastique. Expérimentalement, cette courbe est 

donnée sous forme d'un tableur 𝜍 𝜀𝑝 .  

La plasticité est caractéristique des matériaux ductiles qui se traduit par la capacité du matériau à se 

déformer de manière irréversible avant de rompre. La zone plastique de la courbe de traction 

(𝜍 > 𝜍0) correspond à la zone d'écrouissage. Ce phénomène physico-mécanique est traduit par un 

durcissement du matériau sous l'effet de sa déformation plastique. Il est dû aux micro-glissements 

d’éléments de matière les uns par rapport aux autres qui se produisent par le mouvement des 

dislocations. Pour modéliser la courbe contrainte-déformation dans la zone plastique, appelée aussi 

courbe de référence, on utilise souvent une loi analytique. Les phénomènes physiques responsables 

de la plasticité ne sont pas pris en considération, l'essentiel est de reproduire le plus correctement la 

courbe de référence 𝜍 𝜀𝑝 , qui sera introduite par la suite dans le code de calcul par éléments finis.  

En littérature, plusieurs lois analytiques ont été proposées pour modéliser la courbe de référence en 

traction pour les matériaux métalliques. Le Tableau 2- 6 donne les représentations courantes qu'on 

trouve dans la littérature.  

Le paramètre 𝑛 représente le coefficient d’écrouissage, il rend compte de la capacité du matériau à 

se déformer plastiquement. Ce coefficient est défini par 𝑛 =
𝑑𝑙𝑛𝜍

𝑑𝑙𝑛𝜀
 . 
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Le paramètre 𝐾 représente le coefficient de résistance du matériau.  

Il faut mentionner toutefois que les paramètres 𝑛 et 𝐾 ne sont pas des paramètres intrinsèques du 

matériau, en effet ils ne représentent pas les mêmes valeurs pour les différentes lois. La Figure 2-32 

montre par exemple les valeurs extrémales du paramètre 𝑛  selon la loi puissance de Hollomon (a) et 

la loi de Ludwik (b). 

Généralement, on se contente de lois de formulation simple qui permettent de décrire simplement le 

comportement du matériau dans un cas bien défini, pour évaluer par exemple l'aptitude d'un métal à 

s'emboutir. Cependant ces lois ne sont valables que pour des déformations qui doivent être 

homogènes dans la zone étudiée de l'éprouvette (zone utile). Dans le cas où le matériau présentant 

des hétérogénéités importantes (cas de la plupart des matériaux métalliques), la modélisation doit 

faire appel à des lois plus ou moins complexes.       

 

Tableau 2-6. Modèles analytiques utilisés pour décrire le comportement plastique lors d'un essai de 

traction monotone. 

 

 

 

Type de modèle Expression mathématique 

Linéaire  
𝜍 = 𝜍0 + 𝐾𝜀𝑝  

Hollomon 
𝜍 = 𝐾𝜀𝑝

𝑛  

Ludwik 
𝜍 = 𝜍0 + 𝐾𝜀𝑝

𝑛  

Swift 
𝜍 = 𝐾(𝜀0 + 𝜀𝑝)𝑛  

Voce 
𝜍 = 𝜍𝑠 1 − 𝐴𝑒𝑥𝑝(−𝛽𝜀)  

Legoff-Saada 
𝜍 = 𝐴 + ln(𝜀0 + 𝜀𝑝) 

Ramberg Osgood 𝜀 =
𝜍

𝐸
+ 𝐾  

𝜍

𝐸
 

𝑛
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Figure 2-32. Valeurs extrémales du paramètre d'écrouissage 𝑛 (Fares),   

(a) Modèle de Hollomon, 

(b) Modèle de Ludwik. 

 

 si 𝑛 = 1, il s'agit d'un comportement plastique linéaire, 

 si 𝑛 = 0, il s'agit d'un comportement élastique parfaitement plastique, 

 si  0 < 𝑛 < 10, il s'agit d'un comportement élastoplastique. 

 

Ce dernier cas présente le comportement de la plupart des métaux ductiles. 

En dehors des mesures expérimentales, on peut donc obtenir analytiquement la valeur de la 

contrainte vraie à n'importe quelle déformation plastique en utilisant un des modèles empiriques 

cités dans le Tableau 2-5. Le modèle adopté doit être assez représentatif des résultats 

expérimentaux. Les paramètres du modèle peuvent être identifiés et optimisés à l'aide d'un solveur.  

Dans le cas où la courbe de référence suit la loi puissance de Hollomon (𝜍 = 𝐾𝜀 𝑝
𝑛 ), la déformation 

totale est donnée par :  

𝜀 =
𝜍

𝐸
+  

𝜍

𝐾
 

1

𝑛
 (2- 27) 

 

2.10 PRESENTATION DES DEUX MODELES ELASTOPLASTIQUES ETUDIES  

Pour avoir un outil de simulation performant des phénomènes physico-mécaniques tels que le retour 

élastique et la localisation des déformations, la modélisation du comportement macroscopique du 

matériau de la tôle constitue une étape pointue et décisive.  
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Dans le cadre de ce travail, nous avons proposé deux types de modèles de comportement 

élastoplastiques qui peuvent être utilisés dans le code éléments finis pour la simulation du procédé 

d'emboutissage en U. Chaque modèle présente des spécificités pour mieux décrire le comportement 

élastoplastique pour un chargement simple (traction par exemple) ou un chargement plus ou moins 

complexe (emboutissage par exemple).  

A priori, les modèles de comportement étudiés, dans le cadre de cette étude, sont ceux utilisables et 

facilement intégrables (à l'aide des routines) dans les codes éléments finis (Abaqus dans notre cas). 

La détermination précise de la courbe d'écrouissage (courbe de référence expérimentale ou 

modélisée) est un objectif crucial avant toute procédure numérique à entamer.  

..1 Modele phenomenologique classique 

Afin de prédire précisément le retour élastique (ou tout autre défaut géométrique ou structural) lors 

de formage d’une pièce de référence, les paramètres de comportement liés à l’élasticité du matériau 

doivent être rigoureusement identifiés. Le module d'Young est déterminé, par exemple, en utilisant 

la méthode de régression linéaire sur les données de l’extensomètre enregistrées durant un essai de 

traction monotone ou un autre essai plus fiable. La limite élastique est déterminée virtuellement par 

la simulation numérique d’un essai de traction monotone qui reproduit assez précisément l’essai 

expérimental. Cette précision est obtenue par exemple à l’aide d’un script d’optimisation sous 

Python (développé au niveau du laboratoire SYMME) des paramètres de comportement élastique et 

élastoplastique du matériau étudié.  

Dans cette première partie de modélisation, on accepte que le matériau ait un comportement 

élastique linéaire et isotrope qui est modélisée par la loi de Hooke. Le comportement plastique qui se 

décrit par une courbe de référence 𝜍(𝜀𝑝 ) est modélisé par une loi d’écrouissage phénoménologique 

de type Hollomon. Ainsi, le matériau est supposé homogène dans la longueur utile, c’est-à-dire que 

la déformation se répartit d'une façon uniforme dans la zone délimitée par les couteaux de 

l'extensomètre d'une longueur égale à 𝐿0 = 12,5 𝑚𝑚. 

Le module d'élasticité E est supposé comme un paramètre non modifié par l'écoulement plastique, 

c'est-à-dire que la déformation à la décharge est proportionnelle à la contrainte selon la grandeur de 

𝐸. La limite élastique augmente avec l'augmentation de la contrainte d'écoulement, on définit une 

limite actuelle d'élasticité en effectuant un cycle décharge-recharge en traction monotone,         

Figure 2-33.     

Le tableau ci-dessous (Tableau 2-7) récapitule les valeurs mesurées des paramètres élastiques et les 

valeurs optimisées des paramètres de la loi puissance de Hollomon. Ces valeurs optimisées montrent 

une bonne correspondance simulation/expérience visible sur la Figure 2-34.  
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L’écrouissage cinématique n’est pas pris en compte dans cette partie de caractérisation et de 

modélisation, ce qui nous mène à dire que la présente modélisation est valable seulement pour un 

chargement monotone et exclut de fait de simuler le comportement du matériau lors de trajets de 

déformation plus ou moins complexes (cas d'emboutissage par exemple).  

L’hypothèse d’homogénéité du matériau justifie la symétrie des contraintes et déformations par 

rapport au centre de l’éprouvette lors de simulation du phénomène de localisation au cours d'un 

essai de traction monotone, comme indiqué sur la Figure 2-35.  

Les essais menés dans les différentes directions montrent que le matériau choisi est sensiblement 

anisotrope. Les valeurs expérimentales des paramètres caractérisant l’anisotropie initiale suivant le 

critère de Hill48 sont rassemblées dans le Tableau 2-5.  

 

 

Figure 2-33. Cycles charge – recharge lors de simulation d’un essai de traction monotone.   

 

Tableau 2-7. Paramètres élastiques et paramètres de la loi puissance de Hollomon pour le titane T40. 
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Figure 2-34. Courbes de traction expérimentale et simulée par un modèle phénoménologique de 

type Hollomon pour le titane T40. 

 

 

(a) 
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(b) 

Figure 2-35. Simulation du phénomène de localisation  au cours d'un essai de traction monotone en 

utilisant une loi d'écrouissage de type Hollomon, 

(a) Contrainte équivalente de von Mises, 

(b) Déformation équivalente. 

 

Il faut se rappeler que, la prise en compte de l’écrouissage cinématique dans les modèles 

phénoménologiques exige une caractérisation fine du comportement cyclique. L'obtention d'une 

telle base expérimentale nécessite la mise au point d'un dispositif spécifique permettant de réaliser 

des tests cycliques de cisaillement ou de flexion, qui est souvent plus coûteux. Les essais cycliques de 

traction-compression (qui sont moins coûteux) sont exclus du fait des risques de flambage 

(l'épaisseur de la tôle est trop faible devant sa longueur). C'est pourquoi on peut avoir recours à des 

solutions tant numériques qu'expérimentales qui s'avèrent performantes et moins couteuses (cas 

des modèles compartimentés ou hybrides). Cette démarche fait un des axes de recherche actuels du 

laboratoire SYMME.        

Selon une étude numérique menée récemment par Tabourot et al. (Tabourot, 2014),  les auteurs ont 

montré, à travers des simulations numériques de traction sur des éprouvettes en acier C68, que les 

éléments du matériau se déchargent de plus en plus en se rapprochant du centre de l’éprouvette.  

De notre côté, pour mettre en évidence ce résultat, nous avons effectué des simulations numériques 

de traction monotone sur des éprouvettes de titane T40 (Figure 2-36).  
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Par conséquent, les modèles phénoménologiques classiques qui se postulent un comportement 

homogène dans la partie utile de l’éprouvette prévoient que la striction se produit au centre de 

l’éprouvette où se situe l’élément le plus chargé. 

 

 

Figure 2-36. Charge et décharge des éléments (ou nœuds) vers le centre de l’éprouvette. 

 

La Figure 2-37 représente un chemin de chargement le long d’une ligne vers le centre de 

l’éprouvette. La contrainte équivalente de von Mises augmente avec la distance du chemin choisi et 

atteint sa valeur maximale au centre de l’éprouvette comme indiqué sur la Figure 2-38. De ce fait, la 

distribution non-uniforme des contraintes résiduelles causées par la déformation plastique traduit la 

complexité du problème typiquement posé : trouver des  modèles performants capables de 

reproduire assez précisément les phénomènes générés par la déformation plastique tels que le 

retour élastique qui est au cœur des objectifs de notre travail. Ainsi, une approche analytique 

s'appuyant sur des hypothèses simplificatrices ne suffit pas à décrire correctement le phénomène 

étudié (le retour élastique). Ce dernier ne peut finalement être modélisé qu'avec un code de calcul 

éléments finis intégrant un modèle de comportement élastoplastique plus précis.   

Le chemin de chargement choisi contient 13 nœuds (1721, 647, 573, 499, etc.) alignés vers le centre 

de l'éprouvette comme indiqué sur la figure ci-dessous.    
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Figure 2-37. Chemin de chargement choisi (Loading path) le long d’une ligne vers le centre de 

l’éprouvette. 

 

 

Figure 2-38. Evolution de la contrainte équivalente le long du chemin de chargement vers le centre 

de l’éprouvette. 

 



83 

 

..2 Modele hybride compartimente 

En général, les alliages métalliques sont des polycristaux, c'est-à-dire qu'ils présentent des 

hétérogénéités intrinsèques, car ils sont constitués de grains monocristallins ayant chacun une taille 

et une orientation cristalline distincte, cette différence de taille et d’orientation implique alors que 

chaque grain répond de façon différente à une sollicitation mécanique (traction par exemple) (Figure 

2-39).  Précipités, lacunes, dislocations, etc. sont aussi des sources d’hétérogénéité du matériau.     

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 2-39. Diagramme schématique de la sous division d’un grain pendant la déformation 

plastique, en cellules de  dislocations et blocs de cellules (Davenport, 2000).  

 

Contrairement à un modèle de comportement phénoménologique classique, qui est généralement 

limité par des hypothèses simplificatrices (matériau homogène, écrouissage isotrope,…) et qui 

nécessite des équations complémentaires pour traiter des situations variées et qui donc nécessite 

des essais supplémentaires, les modèles hybrides compartimentés rendant compte des 

hétérogénéités du matériau, peuvent apporter des résultats de simulation plus variés sans avoir 

besoin d'équations supplémentaires ni de recourir à d'autres types d'essais classiques parfois très 

coûteux. Par conséquent, l'utilisation de ce type de modèles est sans doute plus adaptée pour l’étude 

des phénomènes pointus de mise en forme tels que le retour élastique et la localisation des 

déformations. 

Les modèles hybrides (MH) constituent aujourd'hui un nouvel axe de recherche dans le domaine de 

la mise en forme des matériaux métalliques, ils permettent une approche alternative qui découle du 

rapprochement entre des modèles rhéologiques et la méthode des éléments finis (Tabourot, 2014). 

L'effet d'écrouissage cinématique lors d'essais cycliques ou avec des changements de trajets de 

chargement (pliage-dépliage par exemple), est directement reproduit avec un modèle hybride. Ce 

dernier doit être intégré via des scripts (en utilisant le langage Python par exemple) dans le code 

éléments finis (Abaqus dans notre cas).    
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Les modèles hybrides reposent principalement sur une distribution aléatoire (selon une des lois 

usuelles de probabilité) des contraintes seuils dont il s'agit de déterminer la forme et l'amplitude. 

L’idée générale est donc d’attribuer à chaque élément constitutif d’un maillage un modèle 

rhéologique restreint (Tabourot, 2014). 

 

Description du modèle hybride   

La construction d’un modèle constitutif du comportement élastoplastique de type hybride s'appuie 

principalement sur le choix de la loi de comportement locale généralement simple et physiquement 

motivée (Tabourot, 2014). Dans le cadre de cette étude, le modèle hybride qui a été développé dans 

le laboratoire SYMME est une extension à grande échelle d'un modèle très local développé par 

Déprés et al. (Déprés, 2008) pour le comportement intragranulaire de titane. Il a en quelque sorte 

certaines similitudes avec l'approche par éléments finis hétérogène proposée par Furushima et al. 

(Furushima, 2013). L'idée est donc d'affecter à chaque élément de maillage une loi de comportement 

élastoplastique à petite échelle. Le comportement global hétérogène à l'échelle de l'éprouvette est 

obtenu en utilisant une des lois probabilistes qui permet d'attribuer une distribution aléatoire aux 

paramètres du modèle hybride. La distribution dans le modèle de calcul par éléments finis est divisée 

en n classes (n=8280 dans notre cas).   

La littérature dispose d’un ensemble de lois de comportement locales, comme celles décrites sur la 

Figure 2-40.      

 

 

 

Figure 2-40. Exemples de lois de comportement locales.  

 

Dans cette étude, une loi élastique avec écrouissage bilinéaire (exemple 2 de la Figure 2-40) a été 

adoptée comme loi élastoplastique locale, elle est définie comme suit : 
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                                                                            𝝈 = 𝝈𝒚 + 𝒏𝜺𝒑                                                                      (2-

28) 

De même pour les lois de distribution statistiques, il existe beaucoup de lois différentes (loi normale, 

loi de Rayleigh, loi exponentielle, etc.), comme celles décrites sur la Figure 2-41. 

 

 

Figure 2-41. Exemples de lois de distribution statistiques.  

 

Supposons que la contrainte seuil d'écoulement plastique 𝜍𝑦  pour chaque élément de volume suit 

une loi de distribution de type Rayleigh qui est donnée par la fonction de densité suivante :  

 𝑓  
𝑥


 =

2𝑥

2 𝑒
−𝑥2


2 , 

 

(2-29) 
 

 

avec : 

 (noté encore 𝜍𝑦𝑚𝑜𝑦 ) est un paramètre ajustable (à déterminer) qui contrôle à la fois la moyenne et 

l'écart type de la distribution, 𝑥 est la variable de la distribution variant de 0 à l’infini. 

Dans notre cas, la variable de la distribution est la contrainte seuil 𝜍𝑦  qui doit varier de 0 à 𝜍𝑠𝑎𝑡  

(contrainte de saturation). 

Un exemple de comportement plastique bilinéaire dont la contrainte seuil est distribuée selon une 

loi statistique de type Rayleigh est illustré sur la Figure 2-42. Le comportement élastique est modélisé 

par un module d'Young 𝐸 et un coefficient de Poisson 𝜈. Dans cette étude, 𝐸 est déterminé par la 

méthode de régression linéaire sur les données de l’extensomètre sur un essai de traction  

monotone, 𝜈 est choisi égal à sa valeur théorique pour ce type d'alliage (𝞶=0.34).   
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Figure 2-42. Exemple schématique d’une distribution de type Rayleigh (Balland, 2012) 

(a) forme générale de la distribution de Rayleigh, 

(b) distribution limitée par 𝜍𝑠𝑎𝑡 , 

(c) courbes d'écrouissage correspondantes, toutes définies par une même pente et une même valeur 

de saturation. 

 

Dans le cadre de cette étude, la configuration de la Figure 2-42 a été adoptée pour le modèle hybride 

proposé. La présente modélisation nécessite donc l’identification de trois paramètres spécifiques : 

 la moyenne  qui paramètre la distribution de Rayleigh, 

 la constante d’écrouissage 𝑛,   

 la contrainte de saturation 𝜍𝑠𝑎𝑡 . 

Un script  sous Python (développé dans le laboratoire SYMME), permet l’identification et 

l'optimisation des paramètres caractérisant le modèle hybride. Les valeurs optimisées de 𝜃, 𝑛 𝑒𝑡 𝜍𝑠𝑎𝑡  

sont rapportées sur le Tableau 2-8. Afin de tenir compte de l'anisotropie initiale, les paramètres du 

modèle ont été  identifiés selon les directions 0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage.  
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Tableau 2-8. Valeurs optimisées des paramètres du modèle hybride. 

Paramètres du MH 0° 45° 90° 

𝜽 (𝑴𝑷𝒂) 
500 500 549 

𝒏 
575 480 436 

𝝈𝒔𝒂𝒕 (𝑴𝑷𝒂) 
1 346 1 300 1 434 

 

La Figure 2-43 montre, à titre indicatif, l'ajustement des courbes contrainte-déformation vraies  

simulée et expérimentale pour des éprouvettes sollicitées dans la direction de laminage.  

 

 

 

Figure 2-43. Courbes de traction expérimentale et simulée par un modèle hybride compartimenté 

(T40, 0°). 

 

Conformément à l'étude menée par Tabourot et al. (Tabourot, 2014), la simulation du test de 

traction monotone en intégrant dans le code éléments finis un modèle de comportement local révèle  

que la striction ne se produit pas nécessairement au centre de l’éprouvette et peut être localisée 

dans n’importe quel endroit de la zone utile, elle est caractérisée (striction) par l'apparition de 

bandes de cisaillement, Figure 2-44.  

La contrainte équivalente de von Mises varie aléatoirement avec la distance du chemin de 

chargement choisi (Figure 2-37) et peut atteindre sa valeur maximale à un endroit quelconque de 

l’éprouvette (élément 257 dans notre cas) comme indiqué sur la Figure 2-45. 
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(a) 

 

(b) 

Figure 2-44. Simulation du phénomène de localisation  au cours d'un essai de traction monotone en 

utilisant un modèle de comportement hybride, 

(a) distribution de la contrainte de von Mises, 

(b) distribution de la déformation plastique équivalente. 
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Figure 2-45. Evolution de la contrainte de von Mises avec la distance du chemin de chargement lors 

de simulation d'un test de traction en utilisant un modèle hybride. 

 

Comme il l'a été mentionné précédemment, l’utilisation d'un modèle hybride pour modéliser le 

comportement élastoplastique de la tôle permet de reproduire l'effet de l’écrouissage cinématique 

(ou effet Bauschinger) lors de trajets complexes de chargement (cas d'emboutissage par exemple). 

Pour mettre en évidence l'effet Bauschinger, un test cyclique de type traction-compression a été 

réalisé sur une éprouvette de titane orientée dans la direction de laminage. La Figure 2-46-b montre 

que l’effort à la limite élastique lors de la recharge après un cycle traction-compression est plus élevé 

qu’à la fin de la première charge, l'effet de l'écrouissage cinématique est donc reproduit. A partir de 

ce résultat numériquement prouvé, on peut dire qu’en utilisant la répartition aléatoire des lois 

matériaux suivant la loi de probabilité adéquate, on peut reproduire l’écrouissage cinématique de la 

matière alors qu’on n’a pas introduit dans le code de calcul élément finis les paramètres 

d’écrouissage cinématique.  
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(a) 

 

 

(b) 

Figure 2-46. Mise en évidence de l’effet Bauschinger lors de simulation numérique d’un essai 

cyclique traction-compression en utilisant un modèle hybride. 

(a) Pas d’effet Bauschinger (écrouissage isotrope) ;  

(b) (b) présence de l’effet Bauschinger (écrouissage cinématique). 

 

L’évolution temporelle des éléments chargés - déchargés au cours du test numérique de traction est 

donnée par la Figure 2-47. La méthode proposée par Tabourot et al. (Tabourot, 2014) consiste à 
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comparer l'état de contrainte d'écoulement  𝜍𝑛  pour chaque élément du maillage à un moment 

donné 𝑡. 𝑛 désigne le numéro de l'élément du maillage dans la pièce.  

Si 𝑡 et 𝑡 + 𝑑𝑡 désignent, successivement, les temps de début et de la fin du step de chargement,  il y 

a pour un élément de maillage donné, deux possibilités : 

 

 

𝜍𝑡+𝑑𝑡 − 𝜍𝑡 > 0   l′élément n′est pas déchargé,

ou

𝜍𝑡+𝑑𝑡 − 𝜍𝑡 < 0   l′élément est déchargé.

  

 

Un programme post-traitement sous Abaqus est utilisé pour compter en fonction du temps du step 

chargement, le nombre d'éléments déchargés et le nombre d'éléments encore chargés lors de la 

simulation numérique d'un test de traction sur une éprouvette plate de titane T40. 

 

   

Figure 2-47. Évolution temporelle des éléments déchargés au cours de la simulation numérique de 

l'essai de traction sur une éprouvette de titane T40 orientée dans le sens de laminage. 

 

2.11 CONCLUSION 

Dans ce chapitre, l'étude effectuée porte sur trois tâches essentielles. La première tâche est 

consacrée à une brève présentation du matériau d'étude qui est le titane commercialement pur 

(T40) illustrée d'exemples (phases de transformation allotropique, composition chimique, 

applications industrielles, etc.). Les études menées sur ce type de matériau ont montré que son 

importance et sa rentabilité résident dans l'utilisation de ses propriétés spécifiques dans le domaine 

des technologies de pointe (aérospatial, aéronautique et technique médicale).    
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La seconde tâche est consacrée à la phase de caractérisation du comportement mécanique du 

matériau étudié (T40). Les propriétés fondamentales (élastiques et plastiques) de cet alliage qui 

constituent la base des différentes modélisations ont été définies. La procédure de caractérisation 

par des essais de traction monotone a été présentée avec plus de détails. Les essais de traction ont 

été menés à vitesse constante sur des éprouvettes plates de faible épaisseur. Afin de caractériser 

l'anisotropie initiale du matériau de la tôle, les essais de traction ont été effectués sur des 

éprouvettes découpées à 0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage. L'étude expérimentale est 

suivie d'un rappel théorique sur les relations et les lois de comportement issues d'essais de traction.          

Enfin, une base de données expérimentale a été construite pour mener à bien la simulation 

numérique de l’opération étirage – pliage avec la phase du retour élastique.    

La dernière tâche de ce chapitre consiste à présenter les deux modèles de comportement 

élastoplastiques adoptés dans cette étude pour la simulation des phénomènes pointus  liés à la mise 

en forme des tôles métalliques tel que le retour élastique. Au moyen de la simulation numérique de 

l'essai de traction et conformément aux travaux réalisés par Tabourot et al. (Tabourot, 2014), nous 

avons montré l'intérêt du nouveau modèle élastoplastique à base physique qui est le "modèle 

hybride" par rapport à un "modèle phénoménologique classique" pour décrire précisément des 

phénomènes générés par la déformation plastique. A titre indicatif, l'écrouissage cinématique est 

reproduit dans le premier modèle sans avoir besoin de réaliser des tests de changement de trajet de 

chargement (essais cycliques par exemple). L'objectif est donc de rechercher et améliorer des 

modèles de comportement élastoplastiques plus prédictifs des défauts issus de la mise en forme des 

tôles métalliques. 
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 Chapitre 3 Etude expérimentale et simulation numérique 

de l'essai étirage-pliage avec la phase du retour élastique 

 

3.1  INTRODUCTION 

L'essai étirage-pliage appelé aussi "emboutissage en U" est l’essai de validation utilisé dans cette 

étude. C’est un essai qui combine deux sollicitations différentes traction et flexion. Un des intérêts de 

cet essai est qu'il présente deux plis non similaires : 

- Le premier pli ; du fait que la partie centrale de l'éprouvette est bloquée par raison de symétrie de 

l'outillage, est du type pliage en V. 

- Le second pli ; du fait de déplacement relatif de la tôle par rapport à la pige (poinçon) est en fait un 

pliage-dépliage. On peut alors dans certaines conditions observer un phénomène de "spring-go", qui 

est un phénomène opposé au retour élastique (springback). En fait, la succession de pliages que subit 

la tôle et son moindre redressement, peuvent entrainer, à l'instar d'un ruban de bolduc plié par un 

ciseau mais dans une moindre mesure, un phénomène "d'enroulement" de la tôle conduisant à 

l'observation d'un angle plus fermé que la géométrie de l'outillage ne le permet pratiquement en 

apparence. Pour des conditions de sollicitation plus ou moins sévères (grande force de serrage, 

profondeur d'étirage importante, etc.), la géométrie finale de la pièce après retrait des outils peut 

être présentée de façon simplifiée par le changement de sa section selon la figure ci-dessous (Figure 

3-1) :  

 

Figure ‎3-1. Exemple d'une pièce qui subit un grand retour élastique après une opération de mise en 

forme de type étirage-pliage. 

 

Ce chapitre décrit en premier lieu la procédure expérimentale de l'essai étirage-pliage sur un alliage 

de titane commercialement pur. Des mesures expérimentales du retour élastique ont été menées et 

plusieurs paramètres qui interviennent dans le procédé et ayant un impact sur le retour élastique ont 

été considérés. Parmi ces paramètres, on retient tout particulièrement : la profondeur d'étirage, la 
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force de serrage, les dimensions de la tôle, l'anisotropie, etc. Par conséquent, ce travail expérimental 

constitue une banque de données qui sert de référence pour valider les simulations numériques du 

procédé considéré. Dans cet objectif, différents essais ont été réalisés afin de mettre en évidence le 

lien "qualitatif" qu'il peut exister entre les paramètres du procédé et l'évolution du retour élastique.  

En second lieu, le chapitre décrit la procédure numérique de l'essai retenu dans la perspective de la 

validation des résultats. L'objectif est donc de simuler la totalité du procédé étirage-pliage des tôles 

de titane et de  prédire avec précision le retour élastique que subit la pièce après décharge. L'étude a 

été réalisée sur une géométrie simple mais faisant intervenir des modes de déformations complexes 

comme ceux présents en emboutissage en général.  

3.2 PRINCIPE DE L'ESSAI ETIRAGE-PLIAGE 

L’essai de formage par étirage-pliage est un procédé de fabrication par déformation pastique qui 

s'effectue, selon le matériau et les dimensions de l'éprouvette, à chaud ou à froid. Ce procédé vise à 

transformer une tôle métallique (flan) en une pièce plane en U (parfois en ) de surface  non 

développable. Ce type de formage ne présente pas les deux modes de déformation existant lors d'un 

emboutissage d’un godet cylindrique par exemple : l'expansion et le retreint.     

Dans cette étude, les essais étirage-pliage ont été assurés par un dispositif en  adapté sur une 

machine de traction. Ce dispositif est conçu et fabriqué au niveau du laboratoire LPMMM de l’institut 

d’optique et mécanique de précision Sétif 1. Un capteur de déplacement très sensible de type LVDT 

adapté au dispositif permet d'enregistrer en temps réel la valeur de  la profondeur d’étirage 𝑕. 

Comme indiqué sur la Figure 3-2, le  dispositif est composé d'une matrice, d'un poinçon et d'un 

serre-flan. La matrice est fixée à la traverse mobile de la machine de traction tandis que le poinçon 

est solidaire à la traverse fixe de cette machine. Le corps du poinçon est constitué de deux piges 

cylindriques rigides en acier traité qui servent à l'étirement de la pièce. Pendant l'opération étirage-

pliage, les deux extrémités de la pièce sont maintenues sous charge entre les serres flancs et la 

matrice à l'aide des boulons à tête hexagonale (2 boulons sur chaque extrémité). Le dispositif peut 

donner également la possibilité de faire varier la valeur de la force de serrage en utilisant une clé 

dynamométrique. La force de serrage pour chaque boulon est calculée à partir du couple de serrage 

exercé par la clé dynamométrique en utilisant la formule de Kellermann-Klein. L'effet de frottement 

entre la pièce et l'outillage est ainsi minimisé en utilisant une huile industrielle.             

Le schéma de principe de l'essai étirage-pliage appliqué sur une tôle métallique et les dimensions 

utiles de l'appareillage sont donnés ci-dessous par la Figure 3-3.  
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Figure ‎3-2. Dispositif utilisé pour l’essai étirage-pliage avec le capteur de déplacement (Ouakdi, 

2012). 

 

Figure ‎3-3. Principe de l'essai étirage-pliage d'une tôle métallique. 

  

Le calcul du retour élastique s'effectue en deux étapes : 

 calcul du retour élastique primaire ∆𝑕1  après la première décharge qui correspond à 

l'enlèvement du poinçon, la force de serrage est encore maintenue (Figure 3-4),  

 calcul du retour élastique final en profondeur ∆𝑕2 et/ou en angle ∆𝜃 après enlèvement des 

outils et libération totale de la pièce.  

Les mesures s'effectuent isolément dans le laboratoire de métrologie à l'aide d'un projecteur de 

profil de type MP320 avec une précision de mesure de l'ordre de 1μm, Figure 3-5. 
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Pour obtenir une précision optimale sur les mesures, le retour élastique angulaire ∆𝜃 est donné par 

la valeur moyenne des angles mesurés aux deux extrémités de la pièce. En outre, trois mesures ont 

été effectuées dans les mêmes conditions pour s’assurer de la reproductibilité des résultats.  

 

 

Figure ‎3-4. Mise en évidence du retour élastique primaire après enlèvement du poinçon seulement  

(∆h1=h-h1).  

 

 

Figure ‎3-5. Mise en évidence du retour élastique final après enlèvement de l'outillage et libération 

totale de la pièce (∆h2=h-h2), un projecteur de profil a été utilisé pour mesurer Δθ et 𝑕2.  

 

Comme il a été souligné au début de ce chapitre, le procédé étirage-pliage est régi par un ensemble 

de paramètres dont l'influence sur le retour élastique n'est pas négligeable. Par conséquent, la 

détermination de l'effet de ces paramètres sur le retour élastique est d'une importance cruciale pour 

la conception et la production des outils. Dans le cadre de cette étude, différents tests sont mis à 
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profit afin d'évaluer le lien qui peut exister entre les paramètres d'influence et l'évolution du retour 

élastique. Après retrait des outils de mise en forme et pour différentes conditions de sollicitation, la 

pièce finale peut présenter deux formes possibles comme l'indique la Figure 3-6.  

 

Figure ‎3-6. Les deux formes possibles de la pièce obtenue par étirage-pliage après retrait des outils, 

(a) retour élastique négatif (∆𝜃 < 0; ∆𝑕2 < 0), 

(b) retour élastique positif (∆𝜃 > 0; ∆𝑕2 > 0). 

 

3.3 PARAMETRES DU PROCEDE 

A titre indicatif, le tableau ci-dessous (Tableau 3-1) récapitule les valeurs des paramètres de l'essai 

étirage-pliage adoptées dans cette étude expérimentale. Pour des conditions d'essai bien définies, 

l'opération étirage-pliage se déroule en général en quatre étapes : 

 positionnement adéquat du flan sur la matrice, 

 application d'une force de serrage (contrôlée par une clé dynamométrique) que le serre-flan 

doit exercer sur la pièce,  

 descente à vitesse constante du poinçon (en imposant un déplacement), 

 retrait des outils et dégagement de la pièce.  

Afin de pouvoir se rendre compte de l'effet de la profondeur d'étirage sur le retour élastique, nous 

avons réalisé deux types d'essais : 

Essais discontinus 

Le déplacement total du poinçon se fait d'une façon discontinue et régulière par des cycles contrôlés 

charge (montée du poinçon) - décharge partielle (descente du poinçon et maintien du serre-flan). Le 

retour élastique primaire est mesuré à la fin de chaque cycle effectué selon la Figure 3-4.  
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La Figure 3-7 illustre de manière schématique un cycle charge-décharge lors d’un essai discontinu. 

L’évaluation du retour élastique primaire ∆𝑕1 s'effectue successivement entre les stades 1 et 2; 3 et 

4; etc.  

 

 

Figure ‎3-7. Schéma démonstratif d'un essai discontinu. 

 

𝑇 = 𝑡1 − 0 = 𝑡2 − 𝑡1 = ⋯ = 𝑡𝑛 − 𝑡𝑛−1; 𝑇 est la durée entre deux cycles consécutifs. 

 

∆𝑕 = 𝑕1 − 0 = 𝑕2 − 𝑕1 =  𝑕3 − 𝑕2 = ⋯ .
∆𝑕1(1−2) =  𝑕1(1) − 𝑕1(2) 

∆𝑕1(3−4) =  𝑕2(3) − 𝑕2(4)

…… .

  

Avec : 

∆𝑕 représente le pas entre deux déplacements consécutifs du poinçon, ∆𝑕 constant. 

∆𝑕1(1−2) représente le retour élastique calculé pour le premier cycle ; ∆𝑕1(3−4) est le retour 

élastique pour le deuxième cycle ; …….  

Essais continus 

Le déplacement total du poinçon se fait continuellement jusqu'à la fin de l'opération. Le retour 

élastique est mesuré à la fin de l'essai, Figure 3-8.   

 

 

Figure ‎3-8. Schéma démonstratif d'un essai continu. 
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Tableau ‎3-1. Paramètres de l'essai étirage-pliage. 

Paramètres de l'essai Valeurs expérimentales 

Matériau d'étude Titane T40 grade 2 

Rayon de courbure de la matrice (𝑟𝑚 ) 5 et 8 𝑚𝑚 

Rayon de courbure du poinçon (𝑟𝑝 ) 4 𝑚𝑚 

Vitesse du poinçon 3 𝑚𝑚/𝑚𝑛 

Dimensions de l'éprouvette 126 × 10 × 1.6 (𝑚𝑚) 

Jeu entre la matrice et le poinçon 9 𝑚𝑚 

Lubrification Huile industrielle 

Profondeur d'étirage 𝑕 = 12 𝑚𝑚 

Force de serrage (𝐶𝐹) 0, 3, 5, 9, 13, 19 𝑘𝑁 

Orientation de l'éprouvette par rapport à DL 0°, 45° et 90° 

Température de l'essai Ambiante 

Surface de contact entre le flan et la matrice 𝑆 = 360 𝑚𝑚2  

 

La formule de Kellermann et Klein (Kellermann et Klein), issue de l'analyse et de l'expérience, met en 

relation le couple de serrage et l'effort de tension (Figure 3-9) :  

Cs  =[(P/2 π) + (0,583 df  μf) + (Dt/2. μt)]×F.       (3-1)      

avec :  

𝐹 (𝑁) tension de la vis, 

𝐶𝑠 (𝑁. 𝑚) couple de serrage, 

𝑃 (𝑚𝑚) pas de la vis, 

𝐷𝑡(𝑚𝑚) diamètre moyen sous tête de la vis, 

µ𝑡   coefficient de frottement sous tête de la vis, 

𝑑𝑓(𝑚𝑚) diamètre moyen de filetage de la vis, df =  D –  0,6495 x P               

µ𝑓   coefficient de frottement dans les filets. 
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Figure ‎3-9.  Relation entre le couple de serrage et l’effort de tension (Kellermann et Klein). 

 

Le serrage de la tôle sous le serre-flan s'effectue à l'aide de deux boulons sur chaque extrémité. Les 

caractéristiques géométriques des boulons à serrage contrôlé sont données dans le Tableau 3-2.    

 

Tableau ‎3-2. Caractéristiques géométriques des boulons à serrage contrôlé. 

 

 

 

 

 

 

 

Le calcul indique qu'un couple de serrage égal à 3 𝑁. 𝑚 génère une force de compression égale à       

3 𝑘𝑁, un couple de serrage égale à 5 𝑁. 𝑚 génère une force de compression égale à 5 𝑘𝑁, etc.  

 

Calcul de la pression de serrage sur les extrémités de la pièce  

La pression de serrage 𝑃𝑠  est appliquée sur une aire égale à 360 𝑚𝑚2  sur chaque extrémité de la 

tôle. Cette pression s'exprime par le rapport entre la force de serrage et la surface de contact               

( 𝑃𝑠 =
𝐹

𝑆 
 ). Les valeurs expérimentales de la force et de la pression de serrage sous le serre-flan sont 

reportées dans le Tableau 3-3.   

 

 

 

Caractéristiques du boulon Valeurs 

Diamètre nominal 10 𝑚𝑚 

Pas de la vis 1,5 𝑚𝑚 

Diamètre moyen de filetage 9 𝑚𝑚 

Coefficient de frottement dans les filets 0,15 

Diamètre moyen sous tête 13,5 𝑚𝑚 

Coefficient de frottement sous tête 0,15 
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Tableau ‎3-3. Valeurs expérimentales de la force et de la pression de serrage sous le serre-flan. 

 

 

 

 

 

 

 

N.B/ Dans la suite du rapport, nous allons utiliser l'abréviation 𝐶𝐹 "clamping force" pour désigner la 

force de serrage.  

3.4 EVALUATION DU RETOUR ELASTIQUE  

..1 Influence de la profondeur d'etirage et de la force de serrage sur le retour 

élastique 

Dans un premier temps, nous avons étudié simultanément l'effet de la profondeur d'étirage et de la 

force de serrage sur le retour élastique primaire ∆𝑕1. Pour ce but, une série d'essais étirage-pliage a 

été réalisée sur des éprouvettes plates découpées dans la direction de laminage et dont les 

dimensions sont indiquées dans le Tableau 3-1. Les essais ont été réalisés en effectuant des cycles  

charge - décharge réguliers et contrôlés après chaque pas de déplacement (dans notre cas 

∆𝑕 = 2𝑚𝑚).  

En outre, pour tenir compte de l'effet de la force de serrage sur le retour élastique, on refait les 

essais avec des forces de serrage variables (Figure 3-10). Le retour élastique final (∆𝜃 et/ou ∆𝑕2) ne 

peut être évalué qu’après l'extraction de la pièce à la fin de l’essai. La Figure 3-11 décrit par exemple 

la progression de l'angle du retour élastique ∆𝜃 en fonction de la force de serrage lors d'un 

chargement discontinu. La variation du retour élastique final (en profondeur) ∆𝑕2 avec la profondeur 

d'étirage est représentée sur la Figure 3-12.   

Dans un second temps, nous avons procédé à l'évaluation du retour élastique pour des essais 

continus qui doivent être réalisés régulièrement et sans cesse jusqu'à l'obtention de la profondeur 

voulue. Afin de ne pas multiplier les essais, on a opté pour la comparaison de deux cas extrêmes de 

serrage 𝐶𝐹1 = 3 𝑘𝑁 (pour un serrage faible) et 𝐶𝐹1 = 19 𝑘𝑁 (pour un serrage fort). 

La variation du retour élastique primaire en fonction de la profondeur d'étirage pour un essai continu 

est donnée par la Figure 3-13. Le retour élastique final est mesuré à la fin de l’essai de la même façon 

𝐶𝑠 (𝑁. 𝑚) 𝐹 (𝑘𝑁)  𝑃𝑠(𝑀𝑃𝑎)  

0 0 0 

3 3 8,17 

5 5 13,62 

9 9 24,53 

13 13 35,43 

19 19 51,78 
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qu'un essai discontinu (principe de la Figure 3-5). A titre de comparaison la Figure 3-14 décrit la 

variation de l'angle du retour élastique avec la force de serrage pour les deux types d'essais étirage-

pliage (continu et discontinu) à une profondeur maximale  𝑕𝑚𝑎𝑥 = 12 𝑚𝑚.   

 

 

Figure ‎3-10. Variation du retour élastique primaire en fonction de la profondeur d'étirage pour une 

gamme de forces de serrage (𝑇40, 𝛼 = 0°,  𝑕𝑚𝑎𝑥 = 12 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 

 

 

Figure ‎3-11. Courbe expérimentale décrivant la variation de l'angle du retour  

élastique en fonction de la force de serrage lors d'un chargement discontinu 

 (𝑇40, 𝛼 = 0°, 𝑕𝑚𝑎𝑥 = 12 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 
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Figure ‎3-12. Variation du retour élastique final ∆𝑕2avec la force de serrage  

lors d'un chargement discontinu (𝑇40, 𝛼 = 0°, 𝑕𝑚𝑎𝑥 = 12 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 

 

 

 
Figure ‎3-13. Variation du retour élastique primaire avec la profondeur d'étirage pour  

un essai continu (𝑇40, 𝛼 = 0°, 𝑕𝑚𝑎𝑥 = 14 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 
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Figure ‎3-14. Variation de l’angle du retour élastique avec la force de serrage pour les deux types 

d’essais étirage – pliage (continu et discontinu),  

(𝑇40, 𝛼 = 0°, 𝑕𝑚𝑎𝑥 = 14 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 

 
Cette première série d'essais a permis de montrer que le retour élastique est fortement affecté par la 

force de serrage et la profondeur d’étirage. 

∆𝑕1 peut présenter deux descriptions distinctes : 

 Pour un serrage nul (𝐶𝐹 = 0), la tôle glisse facilement entre la matrice et le serre-flan, d'où 

un grand retour élastique a été observé. Cela peut être expliqué par l'effet que le moment de 

flexion au niveau des zones courbées (𝐴𝐵 et 𝐶𝐷 de la Figure 3-15) domine par rapport aux 

efforts de l'étirage.  

Comme l'indique la Figure 3-10, l'expérience montre que ∆𝑕1 augmente sensiblement avec 

la profondeur d'étirage jusqu'à atteindre un maximum (h=4, ∆𝑕1 =2), au-delà duquel ∆𝑕1 

diminue rapidement. Globalement, la courbe prend une forme convexe et tend vers une 

stabilisation pou h importante (h>12mm). Ce résultat est bien confirmé par des travaux 

publiés dans le domaine comme ceux de (Ouakdi, 2012) et (Carden, 2002) menés sur des 

alliages d'aluminium.  

 Pour un serrage non nul (𝐶𝐹 ≠ 0), Il est par ailleurs observé que ∆𝑕1diminue graduellement 

avec l'augmentation de 𝑕. La progression de la courbe ∆𝑕1(𝑕) tend vers un état stationnaire 

pour des profondeurs d'étirage plus ou moins importantes (au-delà de 𝑕 = 12 𝑚𝑚). En 

outre, l'augmentation de la force de serrage fait augmenter sensiblement le retour élastique 

primaire.  Ce résultat est bien confirmé par l’étude expérimentale menée par Ouakdi et al. 
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(Ouakdi, 2012) sur un alliage d’aluminium. Cet effet est peut-être dû au taux élevé de 

consolidation du matériau induit simultanément par les niveaux élevés de la force de serrage 

et de la profondeur d'étirage.   

Après que la pièce soit totalement libérée de l'outillage, l'évaluation du retour élastique final (∆𝑕2 

et/ou ∆𝜃 ) est possible en utilisant un projecteur de profil couplé à un mesureur de coordonnées     

(𝑥, 𝑦) de type Carl-Zeiss dont la précision est de l'ordre de ± 1𝜇𝑚.  Comme il est indiqué sur les 

Figures 3-11 et 3-12, il est bien constaté que l’angle du retour élastique diminue si la force de serrage 

augmente. En outre, il est constaté également que pour des forces de serrage importantes 

(𝐶𝐹 > 13 𝑘𝑁 dans notre cas), ∆𝜃  prend des valeurs légèrement négatives avant de se stabiliser à 

une valeur ∆𝜃 ≈ −0.8°,  Figure 3-11.  

Dans le cas où 𝐶𝐹 est importante, l'éprouvette subit une forte tension qui domine par rapport au 

moment de flexion. Les zones présentant des rayons de courbure (AB et CD de la Figure 3-15) se 

rapprochent des rayons effectifs de l'outillage, alors que la zone tendue (segment BC) prend une 

forme légèrement courbée qui est due à l'effet des contraintes résiduelles après des cycles pliage-

dépliage (apparition de l'effet Bauschinger). Ces contraintes résiduelles varient sensiblement avec 

l'épaisseur de la tôle.   

Par ailleurs, en réalisant une comparaison entre les résultats issus des deux types de chargement 

(continu et discontinu), on peut déduire que le retour élastique diminue légèrement s'il s'agit d'un 

chargement discontinu comme le montre la Figure 3-14. Les deux allures se rapprochent de plus en 

plus jusqu'à se confondre pour des forces de serrage suffisamment grandes (𝐶𝐹 ≥ 19 𝑘𝑁 dans notre 

cas). 

  

 

Figure ‎3-15. Différentes zones de sollicitation lors d’un essai étirage-pliage d’une tôle mince (Ouakdi, 

2012). 
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..2 Effet du rayon de courbure de la matrice  

Les essais précédents ont été menés avec une matrice dont le rayon de courbure est égal à 5 mm. 

Afin d'étudier l'influence du rayon de courbure de la matrice sur le retour élastique, nous avons 

réalisé un essai continu avec un rayon de courbure égal à 8 mm. Comme l'indique la Figure 3-16, le 

retour élastique présente une certaine sensibilité à la variation du rayon de la matrice 

particulièrement pour des forces de serrage plutôt faibles. L'angle du retour élastique diminue 

sensiblement avec  l'augmentation du rayon de la matrice, ce qui est cohérent avec les travaux de 

Samuel et al. (Samuel, 2000). Cet angle peut prendre également des valeurs négatives notamment si 

le rapport 𝑟 entre les rayons de l'outillage  𝑟 =
𝑅𝑑

𝑅𝑝
  est plus ou moins élevé.      

 

 

Figure ‎3-16.  Effet du rayon de courbure de la matrice sur l'angle du retour élastique pour un essai 

continu (𝑇40, 𝑕𝑚𝑎𝑥 =  14 𝑚𝑚). 

..3 Effet de l 'anisotropie initiale  

Afin d'étudier l'influence de l'anisotropie initiale induite par la texture de la tôle laminée sur le 

phénomène du retour élastique, des essais étirage-pliage ont été réalisés sur des éprouvettes 

calibrées et découpées selon les directions 0°, 45° et 90° par rapport au sens de laminage. La forme 

et les dimensions de l'éprouvette sont celles mentionnées dans le Tableau 3-1. Comme l'indiquent 

les Figure 3-17 et Figure 3-18 ci-dessous, l'étude a montré que : 

 dans le cas où la force de serrage est faible (0 ≤ 𝐶𝐹 < 3 𝑘𝑁), un grand retour élastique est 

observé pour les trois types d'éprouvettes et en particulier celles découpées dans la direction 

de laminage,  
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 en augmentant la force de serrage à un certain niveau (3 𝑘𝑁 < 𝐶𝐹 < 13𝑘𝑁), le retour 

élastique devient plus notable dans la direction 45°,  

 en augmentant encore la force de serrage au-delà de la valeur 𝐶𝐹 = 13 𝑘𝑁 , le retour 

élastique diminue remarquablement et prend des valeurs légèrement inférieures à zéro, 

avec une petite différence entre les trois directions d'échantillonnage. De plus, cette 

variation géométrique peut être due au changement des caractéristiques mécaniques du 

matériau avec la direction de prélèvement à savoir le module d'Young et les paramètres 

d'écrouissage. 

Les courbes contrainte - déformation vraies du titane préalablement définies dans le chapitre 

précédent pour les trois types d'éprouvettes (Figure 2-11), montrent que l'alliage étudié présente 

une moindre aptitude au formage dans la direction 45° par rapport aux directions 0° et 90°. La même 

figure montre aussi que pour un taux de déformation 𝜀𝑝 > 10%, les échantillons orientés dans les 

directions 0° et 90° présentent des comportements plus proches l'un de l'autre, d'où le retour 

élastique doit être légèrement différent entre ces deux types d'échantillons.     

 

          

Figure ‎3-17. Courbes expérimentales décrivant; suivant les directions de prélèvement  

de l'éprouvette par rapport au sens de laminage, la variation de l'angle du retour élastique  

en fonction de la force de serrage (𝑇40, 𝑕𝑚𝑎𝑥 = 12 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 =  5 𝑚𝑚).  
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CF (kN) 

Figure ‎3-18. Variation du retour élastique final ∆𝑕2 en fonction de la force de serrage 

 (𝑇40, 𝑕 = 12𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 

 

..4 Influence des dimensions de l 'eprouvette  

Comme nous l'avons déjà souligné dans les chapitres antérieurs, le retour élastique est plus sensible 

aux dimensions de la tôle. De nombreuses études expérimentales et numériques ont été menées en 

particulier sur l'acier et des alliages d'aluminium tels que les travaux de Serkan et al.  (Serkan, 2011), 

Albut (Albut, 2008), Gau et al. (Gau, 2007), ont montré que le retour élastique est inversement 

proportionnel à l'épaisseur de la tôle. Afin de mettre en évidence l'effet de l'épaisseur sur le retour 

élastique lors d'une opération étirage-pliage, nous avons effectué différents essais comparatifs sur 

deux types d'éprouvettes en titane d'épaisseurs différentes (𝑒1 = 0,5 𝑚𝑚 et 𝑒2 = 1,6 𝑚𝑚). La      

Figure 3-19 décrit l'influence de l'épaisseur de la tôle sur le retour élastique final ∆𝑕2 . Une 

augmentation remarquable du retour élastique a été observée lors de la diminution de l'épaisseur de 

la tôle et en particulier pour un serrage faible ou modéré (𝐶𝐹 < 9 𝑘𝑁).  

L'étude expérimentale menée dans le cadre de ce travail, montre aussi que le retour élastique lors 

d'un essai étirage-pliage peut être influencé également par le changement de la largeur de 

l'éprouvette. Une constatation semblable à celles des travaux réalisés dans ce domaine tels que ceux 

de Ho et al.  (Ho, 2004), Garcia et al.  (Garcia-Romeu, 2007) et Ouakdi et al. (Ouakdi, 2012) a été 

soulignée : le retour élastique diminue légèrement avec l'augmentation de la largeur de la tôle 

comme l’indique la Figure 3-20.   
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  Figure ‎3-19. Variation du retour élastique final ∆𝑕2 en fonction de la force de serrage pour 

différentes épaisseurs de la tôle, (𝑇40, 0°, 𝑕 = 12 𝑚𝑚, 𝑙 = 10 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 

 

 

 Figure ‎3-20. Variation du retour élastique final ∆𝑕2 en fonction de la force de serrage  

pour différentes largeurs de la tôle, (𝑇40, 0°, 𝑕 = 12 𝑚𝑚, 𝑅𝑑 = 5𝑚𝑚). 
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3.5 SIMULATION NUMERIQUE DE L'ESSAI ETIRAGE-PLIAGE AVEC LA PHASE 

DU RETOUR ELASTIQUE 

Une opération de mise en forme par déformation plastique met en jeu un nombre important de 

paramètres relatifs à l'écrouissage, la ductilité, le frottement, la température, etc. dont les effets sont 

souvent impossibles à modéliser analytiquement. Au cours de ces dernières décennies, avec le 

développement continu des moyens de calcul accompagné par des recherches très avancées sur les 

modélisations numériques, la simulation numérique utilisant la méthode des éléments finis est 

devenue en facto une solution incontournable pour la modélisation des phénomènes pointus de 

mise en forme tels que le retour élastique. Le point le plus important permettant d'obtenir une 

simulation fiable est la modélisation du comportement du matériau. Cette modélisation doit 

reproduire convenablement la réponse du matériau à une sollicitation extérieure. Les modèles de 

comportement doivent être réduits par des hypothèses simplificatrices afin de faciliter leur 

identification et leur implantation dans les codes de calcul éléments finis. Dans le cadre de ce travail 

et dans le but d'évaluer numériquement le retour élastique lors d'une opération étirage-pliage sur 

des pièces plates en titane, qui représente un cas industriel et servant d’essai de validation dans 

cette étude, nous avons utilisé dans le code de calcul EF un modèle de comportement élastique 

linéaire et isotrope de type loi de Hooke et deux modèles de comportement élastoplastiques. Ces 

derniers ont été détaillés dans le chapitre précédent.  

 

Outil de simulation numérique 

Le laboratoire SYMME dispose d'un logiciel EF Abaqus utilisé notamment pour la simulation des 

phénomènes liés à la formabilité des métaux. Ce logiciel se compose de trois produits : 

ABAQUS/Standard, ABAQUS/Explicit et ABAQUS/CAE. Dans le cadre de cette simulation, la version 

ABAQUS/Standard utilisant la résolution par un algorithme statique implicite a été adoptée pour 

simuler l'opération étirage - pliage avec la phase du retour élastique. Le logiciel Abaqus présente 

l’avantage de proposer de nombreux modèles de comportement dans sa bibliothèque, ainsi que la 

possibilité de créer ses propres modèles grâce à des routines écrites sous Python.  

 

Mise en place de la simulation numérique 

La géométrie de la pièce mesurée expérimentalement est comparée à celle obtenue par simulation 

numérique. L'identification des paramètres du matériau est effectuée sur la base d’essais 

mécaniques usuels présentés dans le deuxième chapitre, ce qui permet d'avoir des modèles 

utilisables dans le cadre de la simulation numérique de l'essai de validation choisi. Les résultats de 

simulations numériques ont été obtenus par une approche quasi-statique implicite. Sans doute, la 
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précision des résultats de simulation dépend étroitement des données d'entrée (géométrie, 

comportement réel du matériau, gestion du contact, conditions aux limites, maillage, etc.).      

Dans cette étude, les propriétés mécaniques du matériau dans les domaines élastique et plastique, 

les dimensions fonctionnelles des outils et les paramètres du procédé sont regroupées dans le 

Tableau 3-4. Le chargement de la pièce est créé par un déplacement vertical imposé au poinçon                  

(𝑕 = 12 𝑚𝑚). Afin de tenir compte de l'effet d'anisotropie initiale sur la prédiction du retour 

élastique, le comportement du matériau est modélisé en utilisant le critère de plasticité de Hill 48 

associé à une loi d’écrouissage isotrope de type Hollomon. Pour le modèle hybride, l'anisotropie est 

caractérisée par les paramètres , 𝑛 et 𝜍𝑠𝑎𝑡  identifiés dans les directions 0°, 45° et 90° par rapport au 

sens de laminage.  

Etant donné un organigramme qui décrit implicitement les étapes de mise au point du modèle 

numérique de l'opération étirage - pliage avec la phase du retour élastique. 
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Tableau ‎3-4. Données matérielles et géométriques des éléments du processus numérique.  

 

Dans cette étude, nous avons testé et comparé deux modes de maillage du flan : 

 le premier mode est réalisé avec des éléments linéaires à intégration réduite pour le modèle 

2D en déformations planes CPE4R,  

 le deuxième mode est réalisé avec des éléments volumiques (cubiques) à 8 nœuds C3D8R 

avec 5 éléments dans l’épaisseur pour le modèle 3D (Figure 3-21). L’intégration réduite 

implique que les champs de déformations et de contraintes sont calculés à chaque pas de 

temps en un seul point d’intégration situé au centre de l’élément puis ces champs sont 

extrapolés aux nœuds de l’élément (Pouzols, 2011). 

 

 

Matériau de 

la tôle  

Propriétés de la tôle Caractéristiques 

géométriques de 

l'outillage 

Paramètres du 

procédé 

 

 

 

 

 

Titanium 

T40 grade 2 

Eprouvettes plates 126x10x1.6 (mm) 

E0°  = 107000 MPa 

E90° = 111000 MPa 

E45° = 113000 MPa 

υ=0.34 

 

 

Paramètres du 

modèle classique 

  

0° 

 

45° 

  

90° 

N 0.13 0.11 0.09 

σy 

(MPa)  

350 355 420 

 

 

Paramètres 

du modèle 

hybride  

 0° 45° 90° 

θ (MPa) 500 500 549 

n 575 480 436 

σsat (MPa) 1346 1300 1434 
 

rp=4 mm  

rd=5 mm  

Jeu (poinçon/matrice) 

= 9 mm 

 

h=12 mm 

V= 3 (mm/min) 

S=360 mm
2
 

CF=0; 5; 13; 19 

kN 

μ =0.15 

F  G  H  N  

0,52  0,29  1,71  4,2  
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Figure ‎3-21. Maillage de la pièce avec des éléments C3D8R. 

 

Les outils de formage sont supposés comme des éléments parfaitement rigides (analytical rigid 

surfaces) dont chaque élément est réduit à son point de référence (sets). Ces derniers servent à 

appliquer les conditions aux limites imposées par le processus de mise en forme. La force de serrage 

est appliquée au point de référence du serre-flan sous forme d'une force concentrée. La force de 

serrage (𝐶𝐹) sur chaque extrémité de la pièce est calculée à partir du couple de serrage (𝐶𝑠) en 

utilisant la formule de Kellermann et Klein (relation 3-1). Le contact est modélisé en utilisant une 

surface maître et une surface esclave. La loi de frottement de Coulomb a été adoptée pour modéliser 

le contact entre la matrice et la pièce ainsi qu'entre le serre-flan et la pièce avec un coefficient de 

frottement estimé à 0,15. L'effet de frottement entre le poinçon et la pièce est négligé. Pour des 

raisons de symétrie et dans le but de réduire le temps de calcul, uniquement un quart de la pièce a 

été simulé. La longueur de la partie modélisée est la moitié de la longueur totale du flan réel et une 

condition de symétrie est définie par rapport à l'axe longitudinal (𝑎𝑥𝑒 𝑥), alors que la largeur est la 

moitié de la largeur totale du flan réel et une condition de symétrie est définie par rapport à l'axe 

transversal (𝑎𝑥𝑒 𝑧).    

L'objectif est donc de simuler la totalité de l'opération étirage - pliage et de prédire avec une 

précision acceptable le retour élastique que peut subir la pièce après retrait des outils.                         

La Figure 3-22 décrit un schéma simplifié de la configuration numérique du système d'étirage - 

pliage. L'efficacité d'un modèle de comportement hybride pour une telle simulation a été également 

révélée.  

Les simulations numériques sont validées par des mesures expérimentales dans les cas où l'étirage-

pliage est réalisé en une seule passe (chargement continu) et en plusieurs passes (chargement 

discontinu).   
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Figure ‎3-22. schéma numérique de l'opération étirage-pliage, 

(a) Modèle 2D en déformations planes,  (b) Modèle 3D. 

 

Résultats et discussion 

Afin de comparer les résultats issus de la simulation numérique avec les résultats expérimentaux, les 

essais étirage-pliage ont été simulés avec les paramètres identifiés grâce aux essais de traction 

monotone. Les paramètres optimisés des deux modèles élastoplastiques développés et implémentés 

dans le code de calcul Abaqus ont été présentés dans le Tableau 3-4. A priori, un modèle 

d'écrouissage de type Hollomon a été considéré. Les Figures 3-23 (a) et (b) décrivent la géométrie 

finale de la pièce emboutie en utilisant successivement le modèle 2D en déformations planes et le 

modèle 3D.  
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(a) 

 

 

(b) 

 



116 

 

Figure ‎3-23. Géométrie finale de la pièce déformée en utilisant un modèle d'écrouissage de type 

Hollomon,  (a) Modèle 2D en déformations planes,  (b) et (c) Modèle 3D. 

 

Dans les mêmes conditions de sollicitation, La confrontation des résultats obtenus numériquement 

avec ceux de l'expérience a montré que le modèle 2D en déformations planes, qui a l'avantage de 

diminuer énormément les temps de calcul, décrit avec moins de précision (par rapport à un modèle 

3D) le phénomène du retour élastique lors d'une opération étirage-pliage. Nous avons constaté par 

exemple que le retour élastique pour la majorité des essais simulés en 2D est obtenu avec un écart 

important par rapport à celui obtenu expérimentalement (plus de 50%). D'où la prise en compte des 

déformations transversales (suivant la largeur de la tôle) et l'effet d'anisotropie peut contribuer à 

l'amélioration des résultats numériques. Par conséquent, le recours à la simulation 3D constitue une 

stratégie efficace pour une meilleure prédiction des phénomènes à petite échelle tels que le retour 

élastique. Les courbes représentatives de la variation de la force appliquée par le poinçon en 

fonction du déplacement qui lui est imposé sont données sur la Figure 3-24 (a) pour un essai 

discontinu et la Figure 3-24 (b) pour un essai continu d'étirage-pliage.  

Numériquement, le retour élastique primaire ∆𝑕1 peut être calculé en utilisant la courbe temps-

déplacement U2 donnée sur la Figure 3-25. De plus, le glissement de la tôle diminue progressivement 

en augmentant la force de serrage, il en résulte un fort écrouissage induit par les efforts d'étirement 

de la tôle, ce qui conduit généralement à l'amincissement de l'éprouvette (Figure 3-26).        

 

(c) 
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 (a) (b) 

Figure ‎3-24 (a). Courbe force-déplacement U2 obtenue numériquement pour un essai                      

étirage- pliage (0°, 𝑕 = 12 𝑚𝑚, 𝐶𝐹 = 9 𝑘𝑁), 

 (a) Essai discontinu,  (b) Essai continu.  

 

 

 

Figure ‎3-25. Illustration du retour élastique primaire enregistré lors d’un essai discontinu d’étirage-

pliage.  
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Figure ‎3-26. Amincissement de l'éprouvette dû à une force de serrage importante (𝐶𝐹 = 30 𝑘𝑁) 

pour une profondeur d'étirage 𝑕 = 12 𝑚𝑚. 

 

Dans le but de montrer l'impact du modèle de comportement sur la prédiction du retour élastique, 

les simulations numériques de l'essai étirage-pliage ont été effectuées en considérant les deux types 

de modèles élastoplastiques : phénoménologique classique et hybride compartimenté, ce dernier 

intègre principalement les hétérogénéités microstructurales du matériau. La capacité de chaque 

modèle à reproduire les phénomènes liés à la déformation plastique en particulier le retour élastique 

a été soulignée. Via des routines générées par des programmes sous Python, les modèles de 

comportement ont été implémentés dans le code EF Abaqus. L'influence du modèle d’écrouissage 

sur le niveau du retour élastique a été mise en évidence pour différents paramètres tels que la force 

de serrage, la profondeur d'étirage et l'anisotropie du matériau. 

  

Tests sur les paramètres du procédé 

Afin de permettre la comparaison entre les deux modèles constitutifs du comportement du 

matériau, la distribution des déformations plastiques équivalentes dans l'épaisseur de la tôle ainsi 

que le niveau du retour élastique ont été illustrés dans la Figure 3-27. La Figure 3-28 montre les 

différentes courbes obtenues par simulation numérique du changement du retour élastique primaire 

∆𝑕1 avec la profondeur d'étirage 𝑕  lors d'un essai discontinu d'étirage-pliage. Les simulations 

numériques ont été menées pour trois forces de serrage qui représentent des différents niveaux                             

( 𝐶𝐹 = 0 ;  5 𝑒𝑡 19 𝑘𝑁 ). La confrontation des résultats numériques obtenus avec ceux mesurés 

expérimentalement montre un accord satisfaisant en particulier pour les simulations réalisées avec le 

modèle hybride. 

Amincissement 
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La différence primordiale entre les deux modèles constitutifs du comportement élastoplastique est la 

prise en compte des hétérogénéités du matériau, en proposant une distribution aléatoire de la 

contrainte seuil suivant la loi de Rayleigh. 

 

 

Figure ‎3-27.  Exemple de la distribution des déformations plastiques équivalentes dans l'épaisseur 

d'une tôle découpée à 45° par rapport au sens de laminage (𝒉 = 𝟏𝟐 𝒎𝒎, 𝑪𝑭 = 𝟗 𝒌𝑵), 

(a) en utilisant un modèle phénoménologique classique, 

(b) en utilisant un modèle hybride. 

 

 

 

h (mm) 

Figure ‎3-28. Variation du retour élastique primaire ∆𝑕1 avec l'augmentation de la profondeur 

d’étirage 𝑕 pour quelques forces de serrage, 

EC : Courbe expérimentale, 

SCM : Courbe simulée avec un modèle phénoménologique classique, 

SHM : Courbe simulée avec un modèle hybride. 
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La comparaison des résultats montre que l'erreur diminue si la loi constitutive du matériau est plus 

fine, c'est-à-dire si elle tient compte de l'aspect physique de la déformation plastique en particulier 

les hétérogénéités du matériau. L'écart maximal sur l'amplitude du retour élastique final entre 

l'expérience et la simulation numérique (Figure 3-29) exprimé par l'erreur relative  
∆𝜃𝑒𝑥𝑝 −∆𝜃𝑛𝑢𝑚

∆𝜃𝑒𝑥𝑝
  ne 

dépasse pas 20% dans le cas d'utilisation du modèle hybride alors que l'erreur augmente à environ 

30% dans le cas d'utilisation d'un modèle phénoménologique classique.    

 

 

CF (kN) 

Figure ‎3-29. Variation de l'angle du retour élastique avec l'augmentation de la force de serrage en 

utilisant les deux types de modèles (0°, 𝑕 = 12 𝑚𝑚). 

 

Tests sur les paramètres du matériau  

Dans le cadre de cette étude, l'effet de l'anisotropie sur le retour élastique est aussi prédit. Les 

paramètres d’anisotropie initiale intervenant dans le critère de plasticité de Hill 48 ont été considérés 

dans le modèle phénoménologique classique, alors que l’anisotropie dans le modèle hybride est 

caractérisée via les paramètres 𝜽, 𝒏 𝒆𝒕 𝝈𝒔𝒂𝒕 pour chaque direction de prélèvement de l’éprouvette 

par rapport à DL. A titre comparatif, les Figures 3-29, 3-30 (a) et 3-30 (b) montrent l’impact du sens 

de prélèvement de l’éprouvette sur le retour élastique final en tenant compte de la loi constitutive 

du comportement du matériau. A la différence des deux modèles de comportement présentés 

précédemment, le modèle hybride fournit globalement des résultats plus précis qu’un modèle 

phénoménologique classique avec écrouissage isotrope. De plus, la variation du module d’élasticité 

et les paramètres des modèles (classique et hybride) avec l’orientation de l’éprouvette a un impact 

non négligeable sur la prédiction de la qualité géométrique de la pièce après déformation.  
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(a) 

 

(b) 

Figure ‎3-30. Effet de l’anisotropie initiale sur le retour élastique, 

(a) Mesure effectuée dans la direction 45°, 

(b) Mesure effectuée dans la direction 90°. 

 

Sensibilité‎du‎retour‎élastique‎à‎l’hétérogénéité‎du‎matériau 

Afin d’étudier numériquement l’effet de l’hétérogénéité du matériau sur le retour élastique, une 

analyse de sensibilité au paramètre de distribution 𝜽 a été effectuée. Dans cette étude, nous avons 

choisi cinq niveaux différents d’hétérogénéité en augmentant la valeur de 𝜽 du modèle hybride. Pour 

une éprouvette découpée dans le sens de laminage soumise à une force de serrage 𝑪𝑭 = 𝟓 𝐤𝑵 et 

étirée à une profondeur h=12 mm, les amplitudes du retour élastique final ont été enregistrées dans 

le Tableau 3-5. Nous remarquons que le retour élastique augmente sensiblement si le matériau est 

plus hétérogène. Les  Figures 3-31 (a) et 3-31 (b) présentent la géométrie finale de la pièce pour deux 

niveaux différents d’hétérogénéité : 𝜃1 = 600 𝑀𝑃𝑎 et 𝜃2 = 800 𝑀𝑃𝑎. 
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           Tableau ‎3-5. Amplitudes du retour élastique final pour différents niveaux d’hétérogénéité. 

 

 

(a) 
 

 

(b) 

Figure ‎3-31. Sensibilité du retour élastique à l’hétérogénéité du matériau, 

(a) 𝑕 = 12 𝑚𝑚, 𝐶𝐹 = 5 𝑘𝑁, 𝜃1 = 600 𝑀𝑃𝑎, 

(b) 𝑕 = 12 𝑚𝑚, 𝐶𝐹 = 5 𝑘𝑁,  𝜃2 = 800 𝑀𝑃𝑎. 

 

 

 

 

 

Distribution parameter 𝜽(MPa) 500 600 700 800 

Springback ∆𝜽(°) 2 3.9 5.5 7.1 
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3.6 CONCLUSION 

L’opération étirage-pliage qui est ici notre essai support pour la validation des modèles de 

comportement étudiés, a été étudiée expérimentalement et numériquement. Ce type d’essai impose 

à la tôle deux plis non similaires : pliage en V au niveau de la zone I et un pliage-dépliage dans la zone 

transitoire II-III, puis un redressement par étirage dans la zone III qui est dû à l’effet combiné de la 

force d’étirage exercée par le poinçon et de la force de serrage appliquée par le serre-flan.    

Dans ce chapitre, afin de prédire numériquement le retour élastique lors d’une opération étirage – 

pliage menée sur des tôles en titane, deux modèles de comportement élastoplastiques ont été 

proposés pour le matériau d’étude, chaque modèle étant caractérisé par des paramètres spécifiques. 

Il a été montré que lorsque l’hétérogénéité du matériau est considérée, la simulation numérique des 

problèmes de mise en forme peut reproduire plus finement le comportement du matériau, sans 

recours à d’autres essais spécifiques de caractérisation mécanique qui engendrent souvent des coûts 

supplémentaires et l'allongement des délais.   

Ce chapitre met également en évidence la sensibilité du retour élastique à un ensemble de facteurs 

d’influence tels que la profondeur d’étirage, la force de serrage, l’anisotropie, l’épaisseur de la tôle,   

le niveau d’hétérogénéité du matériau, etc. En outre, en réalisant une comparaison entre les 

résultats expérimentaux issus des deux types de chargement (continu et discontinu), nous avons 

montré que le retour élastique diminue légèrement s'il s'agit d'un chargement discontinu.   

L’influence du niveau d’hétérogénéité du matériau est décisive pour la quantification du retour 

élastique, il a été montré par le biais des simulations numériques que ce dernier est très sensible au 

niveau d’hétérogénéité intrinsèque du matériau. Par conséquent, la tôle subit un grand retour 

élastique lorsque le matériau constituant cette tôle est très hétérogène.    
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CONCLUSION GENERALE ET PERSPECTIVES 

Le sujet de thèse que nous abordons concerne la caractérisation expérimentale et la simulation 

numérique du retour élastique lors d’une opération de formage des tôles métalliques de type 

étirage-pliage. La partie expérimentale porte, en premier lieu, sur la caractérisation mécanique du 

matériau d’étude qui est un alliage de titane commercialement pur (T40). La détermination des 

propriétés du matériau, la modélisation du comportement élastoplatique avec une courbe de 

référence schématique pour la partie plastique constitue une base nécessaire pour mener à bien les 

simulations numériques de l’opération de mise en forme avec la phase du retour élastique. Dans un 

second temps,  un dispositif spécifique adapté à la machine de traction a été utilisé pour avoir des 

pièces en U avec la possibilité de faire varier quelques paramètres pouvant influencer le retour 

élastique. Des essais étirage-pliage ont été réalisés à température ambiante sur des flancs 

métalliques en titane T40. L’influence des paramètres du procédé tels que la force de serrage et la 

profondeur d’étirage sur le retour élastique a été étudiée. Le retour élastique primaire est mesuré à 

l’aide d’un capteur de déplacement après une décharge partielle (enlèvement du poinçon 

seulement) alors que le retour élastique final est mesuré à l'aide d'un projecteur de profil. L’étude de 

l’influence de la loi de comportement sur la modélisation de l’opération étirage-pliage et la 

prédiction du retour élastique représente notre contribution dans cet axe de recherche.   

Dans le cadre de cette étude, nous avons présentés deux modèles de comportement élastoplastique 

pour le matériau étudié. L’objectif est donc de construire un modèle numérique robuste sous le code 

de calcul EF Abaqus pour l’opération de mise en forme avec la phase du retour élastique. La prise en 

compte de l’effet d’hétérogénéité intrinsèque du matériau sur la prédiction du retour élastique  a été 

aussi considérée dans cette étude qui fait partie d’un travail de recherche dans le laboratoire 

SYMME. Une étude comparative des deux modèles de comportement a été menée afin de prévoir la 

capacité de chaque modèle à reproduire les phénomènes liés à la déformation plastique en 

particulier le retour élastique. Via des routines générées par des programmes sous Python, les 

modèles de comportement ont été insérés dans le code éléments finis Abaqus/standard. L'influence 

du modèle d’écrouissage sur le niveau du retour élastique a été mise en évidence pour différents 

paramètres tels que la force de serrage, la profondeur d'étirage et l'anisotropie du matériau. 

Les résultats des applications traitées permettent de conclure que les simulations numériques 

améliorent les prévisions du phénomène du retour élastique lorsque les hétérogénéités du matériau 

sont considérées.   

Ce travail de thèse nous a permis de tirer les conclusions suivantes : 
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  Le modèle hybride a montré son efficacité pratique dans les simulations numériques des 

phénomènes liés à la mise en forme des métaux, en particulier le retour élastique. Son 

utilisation pour résoudre les problèmes de mise en forme est donc un choix pertinent d’un 

point de vue économique. La mise en évidence de l’effet Bauschinger est possible via ce type 

de modèle sans recourir à des essais expérimentaux parfois très coûteux. 

 L’alliage T40 est susceptible de subir un fort retour élastique qui est dû principalement aux 

hétérogénéités plus ou moins importantes dans le matériau mis en œuvre.  

 Le retour élastique primaire ∆h1 est un paramètre non décisif pour une véritable évaluation 

du retour élastique dans la pièce réellement obtenue, néanmoins il représente une  grandeur  

très importante pour les simulations numériques.  

   L’écart maximal entre l’expérience et la simulation numérique exprimé en erreur relative 

sur la valeur du retour élastique final est approximativement 20% dans le cas de l’application 

du modèle hybride. Alors que l’utilisation du modèle phénoménologique classique (type 

Hollomon) conduit à un écart supérieur (environ 30%). La caractérisation expérimentale du 

comportement cyclique du matériau via des essais spécifiques tels que traction-compression 

ou cisaillement cyclique peut contribuer à l’amélioration des résultats pour un modèle 

phénoménologique classique.  

Perspectives 

En terme de perspectives, nous pouvons citer quelques idées en relation avec des sujets d'actualité 

qui peuvent contribuer à l'amélioration des prévisions des phénomènes physico-mécaniques, entre 

autres, tester et valider ces conclusions pour : 

  un autre matériau plus hétérogène (alliages amorphes par exemple) ;  

  autres types d'essais plus complexes (emboutissage de pièces à géométrie complexe par 

exemple) ; 

 Malgré les bons résultats obtenus avec la distribution de Rayleigh utilisant un seul paramètre 

() qui contrôle à la fois la moyenne et l'écart type, des tests de comparaison avec d'autres 

lois peuvent être envisagés (loi normale, loi uniforme, loi binomiale, ...) afin d’améliorer la 

fiabilité du modèle hybride ;  

  Introduire l'effet de la température et de la vitesse de déformation, etc. 
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