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Influence du type de chargement

VIll. Influence du type de chargement

VIII.1. Résultats expérimentaux.

Parallélement, nous avons mené une étude du comportement du tantale en compression et
en traction pour tenter de valider le modéle sur d’autres types de sollicitation.
e les éprouvettes de compression sont des pions cylindriques de diamétre ¢ = 6 mm et de
hauteur h = 6 mm ;
e les éprouvettes de traction sont des cylindres de diamétre ¢ = 2,5 mm et de hauteur h = 15 mm
terminés 4 chaque extrémité par un pas de vis.

VIIL.1.1.Essais quasi statiques

Les essais de traction ont été réalisés sur une machine mécanique de type Zwick et de
capacité maximale /00 kN, ceux de compression sur une machine hydraulique de type MTS et de
capacité maximale 50 kN, toutes deux asservies en déplacement. Les vitesses de déformation
uniaxiale & prennent les valeurs suivantes : 2,2 10* s, 2,2 10° 5", 2,2 107 5" et 2,2 10" s-.

Aprés rationalisation des courbes force/allongement, nous obtenons les faisceaux de
courbes de contrainte vraie en fonction de la déformation plastique (fig. VIII-1 et VIII-2):
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figure VIII-1 : courbes de consolidation du tantale
en compression a différentes vitesses de déformation.
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figure VIII-2 : courbes de consolidation du tantale

en traction a différentes vitesses de déformation.

VIII.1.2.Essais dynamiques

Les essais de compression dynamique ont été réalisé sur les barres de compression décrites
au chapitre IV. Ces essais adiabatiques effectués a 1000 s’ ont pour but de vérifier que ces
phénoménes d’histoire ne sont pas dus au type de chargement. Comme les effets d’histoire sont
peu visibles lors d’un saut “statique/dynamique”, nous nous sommes contentés de réaliser des
essais de saut “dynamique/statique”.

En compression dynamique, des phénoménes dispersifs d’inertie radiale dans les barres dus
a la propagation des ondes de contrainte uniaxiale entraine des oscillations sur les signaux. Ces
oscillations expliquées par la théorie de Pochhammer et Chree dépendent du diamétre des barres.
Is peuvent étre en partie supprimés par le logiciel de traitement des signaux DAVID. Cependant,
contrairement a la torsion, il est impossible de déterminer la limite d’élasticité dynamique.

Ces essais dynamiques ont été suivis d’essais & vitesse quasi statique (10 s”') aprés avoir
bloqué la déformation dynamique a 0,11 ; 0,16 ; 0,22 et 0,28. Aprés lissage des signaux et
transformation “adiabatique/isotherme”, on obtient des courbes isothermes suivantes (figure VIII-

3):
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figure VIII-3 : sauts de vitesse en compression

VIll.2. Comparaison avec la torsion.

Pour comparer les résultats de torsion, de compression et de traction obtenus avec ceux publiés
dans la littérature (cf. chapitre V) nous avons utilisé le critére d’équivalence de Von Mises :

3 0 \ 7 M
Oeq = Es'j LS ou (sy) est le déviateur du tenseur des contraintes,
2 5 N ’ o
Eeq = 38'7 : &  ou(g) estle tenseur des déformations.
Dot o=+v3T7 et s—iy
V3

Cela nous améne a formuler les remarques suivantes.

e Les limites d’élasticité coincident entre la traction et la compression & méme vitesse de
déformation.

o Les limites d’élasticité en torsion sont supérieures 4 méme vitesse de a celles en compression
dans le domaine des vitesses quasi statiques. En revanche, dans le domaine des vitesses
dynamiques, les limites d’élasticité sont proches.

e L’écrouissage est plus fort en compression qu’en traction et torsion.

e Les courbes de traction a 10* et 10° s sont superposées. Nous sommes bien sur le palier
athermique a ces vitesses de déformation.
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Du fait que les courbes expérimentales se superposent mal en fonction du type de
sollicitation, le résultat de modélisations avec les données déterminées au chapitre précédent est
voué a I’échec. Nous avons choisi de procéder de la méme maniére que pour la torsion pour
déterminer les coefficients du modéle en compression et tenter de déterminer quels paramétres
demeurent inchangés.

VIII.3. Détermination des paramétres

Lors du passage de la torsion a la compression, on suppose que la contrainte athermique
et la contrainte thermiquement activée suivent le méme critére d’équivalence que la contrainte
d’écoulement. Cela revient donc a multiplier M, et 7 par /3 .

VIIL.3.1.Densités de dislocations 2 10 s

L’optimisation réalisée sur la courbe obtenue en quasi statique donne
k.=1
My = 9.10" m?
po=7,2.10" m*?

La figure VIII-4. compare le modéle et la courbe expérimentale.

Contruints retianslisée (MPs)
B B 8B 8 8 & 8

?‘;\ .

8

g

figure VIII-4 : comparaison du modéle et de la courbe expérimentale

sur le palier athermique
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Précisons que la densité de dislocations tend vers une valeur de saturation p, = 9,3.10" m?, soit

une contrainte de saturation de 540 MPa.

VIIL3.2.Densités de dislocations a 10° s

La présence du pic aprés les différents sauts de vitesse semblait pouvoir s’expliquer par un
désancrage de dislocations. Aprés le saut p, est suffisamment faible (avant désancrage) pour
sortir du palier. Lorsque le désancrage commence cette densité augmente vite et le matériau

repasse sur le palier.

Nous préconisons donc de prendre comme valeur de o,, aprés le saut, la valeur obtenue par

interpolation au niveau du pic.

Les résultats sont les suivants :

€ o, (MPa)
0.111 270
0.164 280
0.216 300
0.281 310

tableau VIII-1. - Valeur de o, pour différents taux de déformation (1000 s)

L’ optimisation réalisée sur ces quatre points donnent :
My = 1,2.10" m?

k.=47
En outre la valeur de saturation est py = 3,28.10" m? (s0it G, s = 320 MPa)

La figure VIII-5. compare les contraintes “internes” modélisées pour les deux vitesses de

déformation de 107 s’ et 10° 5.
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0 01 02 0.3 04 05
Déformation plastiqua

figure VIII-5 : comparaison des contraintes internes modélisées

our deux vitesses de déformation :10°* s' et 10° s .
y4

VIIL3.3.Composante “effective” a 10° s

En reprenant I’expression :
P p

o =0,41-

AV
kT In[nkvbb‘?pm] /4
AGo J3z

Nous avons repris la valeur de la contrainte effective obtenue en torsion (to = 490 MPa ce qui

revient 3 0y = 850 MPa). La valeur de o, donnée par ’optimisation “numérique” est de

840 MPa pour les deux couples (1, 2) et (3/4, 4/3).
os =850 MPa

AGo = 0.62 eV =1.10"°J

Nous avons tenté d’optimiser la loi d’évolution de p, sur la courbe dynamique

144



Influence du type de chargement

Pm=Pmo +ﬂln(—£’J
P

o

Nous obtenons :

pourp=1letq=2 pourp=3/4etq=4/3:
Pwmo « P Pmo « B
n B =1,8.10" m? n B =3,8.10° m*?

La valeur de pao n’est pas bien déterminée car nous n’avons pas accés de manicre précise, pour
cette vitesse de déformation, a la contrainte en début de déformation plastique. Cependant dés les
premiers pourmille cette valeur sera négligeable aprés en comparaison du terme d’évolution. Nous

retombons sur le probléme du désancrage en début de déformation.
Les valeurs de seuil 7 g, est respectivement 2.10"* m? et 4,4.10" m™.

La figure VIII-6. compare la modélisation de la contrainte “effective” suivant les deux modeéles.
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‘ a e pEdh i g= 43
[

0.00 Q10 020 0.30 0.4 050
Déformatian plastique

figure VIII-6 :contrainte “effective” . Comparaison des deux modéles

La figure VIII-7. compare les résultats des essais en dynamique et les deux variantes du modéle.
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Tantale CGN
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figure VIII-7 : courbes contrainte/déformation
comparaison des deux modéles et de I'essai

VIll.4. Simulation sans prendre en compte le désancrage & 10™ s™

Apres le saut de vitesse €, est la déformation plastique résiduelle, p, la densité de

dislocations actuelle. En intégrant en ce point :

‘/_?j;zMn(;) —ka(;:-T)[P_Pa]

On obtient :

M, (e]

p=p. +m|:1—exp[—ka(;:, T)\/E(a—sa)n+(/?a -p.)-exp(-k,V3(e-¢,))

Comme la modélisation de I’essai dynamique est aussi bien retranscrite quel que soit le
couple (p,q) utilisé nous présentons sur les figures VIII-8. 4 V-11. la simulation des quatre sauts

de vitesse avec le couple (1,2). Nous fixons arbitrairement ppoa 10° m™?.
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Tantale CGN
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figure VIILS : sauts de vitesse en compression. Comparaison des essais et du modéle
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figure VIII-9 : sauts de vitesse en compression. Comparaison des essais et du modéle
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figure VIII-10 : sauts de vitesse en compression. Comparaison des essais et du modéle
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figure VIII-11. - Sauts de vitesse en compression. Comparaison des essais et du modéle
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Pour les sauts 2 0,11, 0,22 et 0,28 , le modéle est en bon accord avec les essais. A 0,16 1a
tendance est bonne mais la courbe se situe légérement en dessous. C’est I’écart obtenu entre la
contrainte mesurée et la contrainte modélisée au cours de la modélisation de la loi d’évolution de

1a densité de dislocations 4 10° s™ qui est responsable de cette différence.

En outre, il est important a signaler est le fait qu’aucune optimisation n’a été effectuée sur
les courbes aprés saut de vitesse, et cependant, le modele retranscrit fort bien le comportement

lors des essais.

VIII.5. Comparaison avec d’autres essais et critique

VIILA5.1.Extension a d’autres essais

A partir d’essais de compression réalisés a 2. 102 2.10% et 2.10" s, nous allons optimiser
les valeurs de My et k, (nous gardons 8 constant quelle que soit la vitesse de déformation) pour
chacune de ces vitesses de déformation a partir de la formule donnant directement la contrainte en
fonction de la déformation pour un essai 4 vitesse de déformation constante. Nous restreindrons

les valeurs de Mg 4 [9.10%,1,2.10"] et k, & [1; 4,7] leurs évolutions & des évolutions croissantes.

Le tableau suivant résume les résultats des optimisations :

Vitesse (/s) 0.002 0.02 0.2
My (m?) x 10¥ 1.2 1.2 1.2
kq 1 1 1.51

Tableau VIII-2. - couple (My, , ka) pour différentes vitesses de déformations

La figure VIII-12. compare les résultats de la simulation et les essais de compression. pmo
est fixée arbitrairement & 7,5.10'2 m™? car il est difficile d’optimiser cette valeur sur les essais
utilisés. L’adéquation du modéle et des essais n’est pas parfaite pour les vitesses de 0.002 et 0.02

s a cause de I’optimisation des valeurs de My et k,. Les évolutions de ces deux paramétres ne
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nous sont pas connues. Il aurait fallu réaliser sur le méme lot de tantale des sauts de vitesse entre
ces vitesses de déformation et 10™ s™ (palier athermique) pour pouvoir optimiser My et ki, puis

établir les lois d’évolution en fonction de la vitesse de déformation.

—— Modéle - 0,002 /s
....... Essai-0.002/s
oo Moddle - 0.02 /s
«eeeEggai- 002 /s
- Modtle- 0.2 /s
~——Essai-02/s

Contrainte rationalisée (MPa)

000 0.05 0.10 0.15 0.20 025 030
Déformation plastique rationallsée

figure VIII-12: comparaison des résultats de simulation et des essais de compression

VIILS.2.Critique

On pourrait penser qu’en optimisant directement ¢ = fle) a vitesse de déformation
constante on obtiendrait B, My, k. et pmo... Cependant les résultats d’une telle optimisation,
pouvant donner mathématiquement de meilleurs résultats que la technique employée, ne
retranscriraient pas la réalité et ne pourraient pas bien simuler les sauts de vitesse, la séparation
des contraintes effective et interne n’étant pas réalisée physiquement. En outre il faudrait

connaitre une bonne approximation du quadruplé résultat pour faire converger I’optimisation vers

sa valeur minimale.
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La figure VIII-13. retrace la simulation d’essais de compression de 0.0001, 0.001, 0.01,

0.1, 1, 10, 100 et 1000 s Les couples (M ka) utilisés sont consignés dans le tableau VIL2.

Vitesse (/s) | 0.0001 | 0.001 0.01 0.1 1 10 100 1000
Mi (m?) x1d 0.9 1.2 1.2 1.2 L2 1.2 1.2 1.2
k. 1 1 1 1.5 2.25 3 3.75 4.7

tableau VIII-3. - Couples (M1 ka) utilisés pour la simulation d’essais de compression

La valeur de puo est prise égale 4 7,5.10" m?, le modéle utilisé étant celui ou p=1 et q=2.

8

Contrainte (MPa)
8

g

0 0.05 01 015 0.2 025 03
Déformation plastique

figure VIIL.13. - Simulation d’essais de compression uniaxiale

151



Chapitre IX :

Synthese




Synthése

IX. Synthése

Bien que les courbes de compression et de torsion soient relativement différentes, les
données optimisées différent peu. Dans la suite de ce chapitre, nous allons reprendre point par
point les analogies et les différences entre la compression et la torsion pour pouvoir tirer des
conclusions sur la validité des paramétres déterminés.

IX.1. Contrainte athermique

La contrainte athermique 7, est la composante de la contrainte d’écoulement la plus
sensible a I’évolution de la microstructure. Nous avons choisi de caractériser 1’état
microstructural par la densité totale de dislocations en négligeant les contributions d’autres
phénoménes tels la recristallisation dynamique que nous avons observés & des taux de
déformation élevés (70% en cisaillement). L’expression de la contrainte athermique que nous
avons adoptée est :

t,= M, aGb fp

ou G est le module de cisaillement (72 GPa pour le tantale d’étude a I’ambiante)
b est le vecteur de Biirgers (0,286 nm),
M, a est une constante d’interaction entre les dislocations. (0,5 en torsion).

Nous avons adopté cette derniére valeur voisine des données trouvées dans la bibliographie.
Celle-ci conduit & une densité de dislocation initiale importante mais du méme ordre de grandeur
que celle mesurée sur un acier doux aprés recuit [Klepaczko 1996].

L’évolution de la densité des dislocations est une compétition entre une création a partir de
sources et une annihilation.

IX.2. Densité de dislocations initiale

Une différence majeure entre la compression et la torsion concerne la valeur initiale de la
densité de dislocations. On peut penser que I'usinage des éprouvettes a pu induire un pré-
écrouissage sur les éprouvettes de torsion. En effet, la partie déformée des éprouvettes de torsion
est de trés faible épaisseur (0,5 mm) tandis que le éprouvettes de compression ont un diameétre de
6 mm.
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Cet écartde densité initiale de dislocations peut étre & ’origine des différences observées
entre la torsion et la compression dans le domaine des vitesses quasi statiques. Dés que I’on passe
en régime dynamique, la densité de dislocations atteint trés rapidement une valeur de saturation
ce qui explique que les courbes sont beaucoup plus proches.

Nous avons tenté de prendre en compte un pré-écrouissage du matériau. Les paramétres
optimisés dans ce cas n’ont pas donné d’amélioration notable.

IX.3. Multiplication des dislocations

Il apparait que les essais de compression conduisent a4 des valeurs de coefficients de
multiplication de dislocations My & peu prés constant et voisin de 10”m?> Cette valeur,
déterminée “analytiquement” en torsion, correspond & peu prés a celle obtenue en compression.

Pour les matériaux C.F.C., une variation du coefficient de multiplication en fonction de la
vitesse peut se comprendre car les volumes d’activation en jeu ont tendance a se réduire avec la
vitesse de déformation. Cette variation étudiée par Klepaczko [71987c] sur I’aluminium et par
Mecking [Mecking 1981] sur le cuivre est trés faible.

Pour les matériaux C.C., le volume d’activation des sources est constant au cours de la
déformation. Ce volume est relié au 4 la sensibilité instantanée du matériau a la vitesse de
déformation (¢f § VI1.6). La vitesse a donc peu d’influence sur la création de dislocations a partir
de sources de Frank-Read. Les résultats de I’optimisation “analytique” sont conformes a cette
analyse mais une “optimisation numérique” conduit & des valeur n’ayant pas de signification
physique.

Nous choisissons donc un coefficient de multiplication constant :

Mu = 1015 lll-2

IX.4. Annihilation des dislocations

Le coefficient d’annihilation des dislocations est la principale source de différence entre la
compression et la torsion. Il est beaucoup plus important dans le cas de la torsion ce qui explique
que I’écrouissage est beaucoup plus fort en compression qu’en torsion.
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forsion compression
¥ 300 s’ 0,015 s’ 3107s" 1700 s' 2107 210°
ke 9,1 3,1 2,1 4,7 1 1

Les mécanismes de recombinaison des dislocations semblent étre sensibles a I’orientation du
chargement. Le coefficient d’annihilation des dislocations croit fortement avec la vitesse de
déformation. Cette tendance est analogue en compression et en torsion. Une loi de &, du type :

ke=ko (=)™
Yo

(ou I’équivalence In(%) et T est caractéristique des mécanismes thermiquement activés),
retranscrit correctement I’évolution de ce coefficient.

Nous retenons dans le cas de la torsion :

ko=21,5

m=-0,000182 K

IX.5. Contrainte effective

La contrainte effective est & Porigine de la grande sensibilité du tantale a la vitesse de
déformation. Négligeable a des vitesses de ’ordre de / 0* s, elle croit rapidement & /160 MPa
pour des vitesses de 300 s™'. Nous avons repris une modélisation du type :

IVp

l/q

= 1y |1- ( Ly "('?'”)) :
4Gy Y

T est trés difficile & partir des essais que nous avons effectués de trancher entre les deux valeurs
des couples (p,q) étudiées ici. Pour cela, une étude du comportement du tantale dans le domaine
des trés faibles températures est nécessaire afin d’établir une courbe de I’énergie d’activation en
fonction de la contrainte effective.

Cependant, dans les deux cas (1,2) et (3/4,4/3), nous trouvons une énergie d’activation
identique :

AG=0,28 eV pour 7°= 167 MPa (valeur de saturation de la contrainte effective a 300 s

Le couple (p,q) affecte peu la valeur de 75 mais énormément la valeur du facteur pré-
exponentiel v=n p, vp b’.

Nous retenons donc :
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AGo =0, 62eV

9 =(1,2)
75 =490 MPa.

IX.6. Multiplication des dislocations mobiles

La multiplication des dislocations mobiles n’est réellement visible que sur les courbes ou
parties de courbes dynamiques. En effet, les courbes obtenues a faible vitesse de déformation
présentent un écrouissage monotone.

Lors des sauts de vitesse, nous constatons que la sensibilité instantanée change peu. De
plus, I’écrouissage initial des courbes dynamiques lors des sauts “statique/dynamique” tend a
devenir de plus en plus important. Cela nous laisse penser que cette partie d’écrouissage
correspond & une augmentation de la contrainte effective par diminution du nombre de
dislocations mobiles. Cela est & mettre en paralléle avec les pics de Liiders observés lors du début
du chargement. Dans ce cas, la relaxation du matériau est due a une création trés importante de
dislocations mobiles, ce qui conduit 4 une diminution notable de la contrainte effective.

Nous pensons donc que la densité de dislocations mobiles évolue trés rapidement vers une
valeur de saturation et que cette valeur de saturation diminue avec la vitesse de déformation.

Nous avons tenté de modéliser I’évolution des dislocations mobiles par la loi :

Pm _ B
@ p

Cependant, la dispersion des différentes courbes expérimentales n’a pas permis d’obtenir des
coefficients trés probants sur les sauts de vitesse “dynamique/statique”. Une dépendance de B en
fonction de la vitesse de déformation n’a pas amélioré les simulations. Cela est di a la structure
de la loi choisie qui évolue fortement dans le cas ou p est faible (ce qui est le cas au début du
chargement dynamique simple) mais peu lorsque p est fort. Les valeurs retenues sont :

nf=210" m?

NPmo =5 107 m™
valeurs cohérentes avec les résultats obtenue en compression.
_B)
Cop

Une analyse plus poussée de la loi %
0

sauts de vitesse “statique/dynamique”. Cependant, elle offre une premiére approche pour prendre

montre que cette convient mal pour les

en compte I'évolution rapide de la contrainte effective lors du début d’un essai dynamique a
vitesse constante et retranscrire le pic d’élasticité.
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Conclusion

X. Conclusion

La demande de plus en plus importante de calculs restituant la réponse de structures a des
sollicitations dynamiques nécessite le développement de modéles de loi de comportement tres
élaborés. En effet, la résolution de ce type de problémes fait appel aux équations d’état d’une
part, et, d’autre part, aux lois de comportement mécanique du matériau en cause. La formulation
des lois de comportement doit répondre & deux impératifs :

e retranscrire un ensemble de faits expérimentaux et
e prédire le comportement du matériau sous certaines conditions de chargement.

Le présent travail s’inscrit dans ce cadre général. A partir du comportement mécanique du tantale,
nous avons tenté de comprendre et de retranscrire les phénomenes qui régissent le comportement
des matériaux a structure cubique centrée.

Les essais de torsion effectués & température ambiante & des vitesses de déformation
comprises entre 3 10™ et 3 10> 5™ font apparaitre les points suivants sur le comportement du
tantale :

¢ une grande ductilité pour toute vitesses de déformation
¢ une forte augmentation de la limite d’élasticité avec la vitesse de déformation
e une diminution importante de I’écrouissage avec la vitesse de déformation

e une grande sensibilité instantanée a la vitesse de déformation ; cette sensibilité demeure a peu
prés constante au cours de la déformation.

e une sensibilité a ’histoire du chargement ; ces effets d’histoire sont d’autant plus importants
que la déformation avant le saut de vitesse est grande.

Nous nous sommes limités a une vitesse de déformation de 3 10% s : au dela de cette

vitesse, I’échauffement dii 4 la dissipation de I’énergie fournie conduit a un adoucissement du
matériau et donc a une hétérogénéité de déformation. Il serait donc trés délicat d’interpréter de
tels essais.

Nous nous sommes attachés & relier I’écoulement plastique aux micromécanismes de
déformation. Afin de bien comprendre les contributions des différents mécanismes, nous avons
tenté de développer un modéle de lois de comportement basé sur des phénoménes physique en
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Chapitre X

reprenant un formalisme proche de celui proposé par Klepaczko. Ce modéle a déja fourni des
résultats remarquables pour le comportement de matériaux a structure C.F.C..

L’écoulement plastique est un processus cinétique. La résistance d’un matériau dépend des
phénomeénes qui apparaissent & 1’échelle atomique. L’étude des micromécanismes de déformation
met en évidence 'influence de la température et de la vitesse de déformation. Aux faibles
températures et aux vitesses de déformation élevées, le franchissement d’obstacles “faibles”
activés thermiquement régit le comportement du matériau. En revanche, aux températures plus
importantes ou aux vitesses de déformation plus petites, I’écoulement plastique est contrdlé par
des obstacles “forts” sur lesquels une variation de température ou de vitesse de déformation n’a
pas d’effet. La contrainte d’écoulement est donc une fonction des conditions de chargement
(température et vitesse de déformation) et de la microstructure. Nous nous orientons donc vers
deux types de lois :

e des lois cinétiques reliant la contrainte d’écoulement & 1’état microstructural et aux conditions
de chargement :

e des lois d’évolution permettant de décrire I’évolution de la microstructure en fonction des
conditions de chargement.

L’écrouissage est dii & une augmentation de la densité de dislocations totale au sein du
matériau. La contrainte d’écoulement est considérée comme la somme de deux composantes. La
premiére, athermique, est proportionnelle a la racine carrée de la densité de dislocations totale. La
seconde, appelée contrainte effective, décroit avec de la température, croit avec la vitesse de
déformation et décroit avec la densité de dislocations mobiles.

Le mécanisme élémentaire thermiquement activé est le franchissement des vallées de
Peierls par la formation de double décrochements. Le volume d’activation est trés faible (de
Pordre de 20 b°) et il ne varie pas au cours de la déformation. Cela justifie la grande sensibilité
instantanée du tantale 4 la vitesse de déformation et le fait que cette sensibilité ne varie pas au
cours de la déformation.

L’analyse des essais de torsion et de compression effectués conduit aux observations
suivantes.

® Au cours de la déformation, le tantale tend vers une microstructure “de saturation” dépendant
des conditions de chargement thermo-mécanique. Il apparait que la densité de dislocations a
saturation diminue avec la vitesse de déformation.
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Conclusion

e La multiplication des dislocations semble étre un processus athermique car la vitesse de
déformation n’influe pas sur le coefficient de création de dislocations. Les résultats de torsion
et de compression semblent étre en accord sur cette valeur.

e L’annihilation des dislocations est fortement influencée par la vitesse de déformation. Cela peut
s’expliquer par le fait que les dislocations se situent & des niveaux d’énergie plus €levés lorsque
la vitesse de déformation augmente. Elles peuvent ainsi parcourir des distances plus grandes et
ainsi leur probabilité d’annihilation dans les joints de grains ou avec d’autres dislocations
augmente.

e La densité de dislocations mobile évolue rapidement vers une fraction de la densité de
dislocations totale. Cette évolution peut débuter par une “avalanche de dislocations” dans le
cas d’un chargement & vitesse constante, avalanche d’autant plus notable que la vitesse de
déformation est élevée. Cependant, les courbes de saut de vitesse statique/dynamique laissent
penser que la densité de dislocations mobiles diminue trés notablement juste apres le saut.

D’une maniére générale, le modéle proposé retranscrit correctement les résultats
expérimentaux. Contrairement a beaucoup de modéles de lois de comportement, il offre
Pavantage de retraduire les effets d’histoire du chargement et I'influence de la vitesse de
déformation et de la température a la fois sur la limite d’élasticité et su I’écrouissage. De plus son
formalisme basé sur des considérations physiques permet une évolution des lois. La loi de
multiplication des dislocations mobiles n’est qu’une premiére étape mais elle permet déja une
approche intéressante des phénomeénes transitoires qui surviennent lors d’un changement brusque
des conditions de sollicitation.

Au cours de ce travail, différents problémes ont été soulevés et des observations ont été
faites qui méritent d’étre approfondies par la suite.

La détermination des paramétres d’un matériau demande une attention toute particuliére.
Comme nous I’avons montré au cours de ces travaux, une détermination “globale” des paramétres
peut conduire 4 des résultats retranscrivant relativement correctement les essais expérimentaux
mais trés éloignés des valeurs physiques. Une bonne détermination des paramétres du modele
passe par un nombre d’essais important.

1l apparait que le type de chargement influe notablement les courbes d’écrouissage du
tantale. Nous observons de grandes différences entre le comportement du tantale en torsion, en
traction et en compression principalement dans le domaine des vitesses de déformation quasi
statiques. L’hypothése que nous formulons est le fait que les dislocations sessiles n’ont pas la
méme énergie de recombinaison pour devenir glissiles suivant le champ de contraintes appliquées.
Cela créerait une anisotropie de consolidation d’autant plus importante que les énergies de
recombinaison sont fortes c’est-a-dire que la contrainte effective est faible donc que la vitesse de

159



Chapitre X

déformation est faible. Ceci explique que ces hétérogénéités de consolidation sont beaucoup plus
sensibles en régime quasi statique que dans le domaine des vitesses dynamiques.

Ensuite, il nous parait important d’explorer un domaine de températures plus étendu afin
de pouvoir évaluer correctement 1’énergie d’activation et de bien vérifier la corrélation “vitesse de
déformation-température” dans le domaine de validité du modéle.

Enfin, les lois proposées ne prennent pas en compte des phénoménes liés a la pression
comme il est possible de I'observer lors d’expériences de chocs (influence de la pression
hydrostatique, changements de phases...). L'énergie stockée n'est plus alors dissipée dans sa quasi-
totalité en chaleur mais sert i la création de nouveaux défauts microstructuraux (macles, grains
recristallisés...). La prise en compte de phénoménes liés a ces conditions de chargement (trainage
visqueux...) constitue un axe de développement du modéle.

Un deuxieme axe d'évolution est la prise en compte de I'anisotropie qui survient dés qu'un
matériau se déforme de maniére plastique. Cela laisse présager de lois d'évolution des paramétres
microstructuraux (et donc de comportement thermo-mécanique) sous forme tensorielle.
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Annexe 1

Annexe 1
Elasticité des cristaux cubiques

A1 - 1.Rappels

O3

023
Craw”

1
031
b
O23
(7]
Oon

O3

Ea

Figure 1 : tenseur des contraintes

Lors d’une sollicitation uniaxiale (traction-compression), il existe un référentiel dans lequel
le tenseur des contraintes s’écrit :

Qll

o
=(0
0

S © S
o o ©

Le module de Young E.; > est défini comme le rapport entre la contrainte o, appliquée
dans la direction <A,k,I>, et la déformation élastique mesurée dans cette direction.

Dans le cas du cisaillement pur, il existe un repere R dans lequel le tenseur de

contraintes s’écrit :

0 7 0
o=|7r 0 0
0 0 0

Le module de cisaillement Gy p<n:sr > est défini comme le rapport entre la contrainte de
cisaillement 7 (=0;, dans R ;) appliquée sur le plan {Ahk/} dans la direction <h’k’l™>
(contenue dans ce plan) et la déformation mesurée dans ce systéme(2g;2 dans R, ).(figure 1)
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A1 - 2.Référentiel lié au cristal

La matrice de rigidité C d’un cristal & symétrie cubique est constituée de trois coefficients
indépendants C; , C;2, Cus [Frangois et al 1991]. Dans le repére lié au cristal (figure 1), cette
matrice s’écrit :

Cit = G=C i€
eristal 0 0 0 2 C44 0 (G cristal )

| 0 0 0 0 2C,|

o1 €11
o) €22

g1 012 Op3 €11 €12 €53
= _ 933 = _ _|€33

avec O=|0;; Oy Oy | = et E= €12 322 €3 | =

O 23 €23

O3 O23 O3; €13 €33 &33
03 €13
02 €12

La matrice de souplesse du cristal considéré peut alors s’écrire :

[S11 S12 812 0
812 811 Sp12 0
Si2 812 S;1 0
0 0 0 Sy 0
0 0 0 0 Sy 0
0 0 0 0 0 Sy

S O O

-1 _
Scristal =C cristal =

S © © ©

Dans le cas d’un tenseur de contrainte correspondant & une traction uniaxiale dans le
suivant I’axe x; , on obtient :
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Annexe 1

1 C” + C]2

E 100> (C11—Ci)(Cyp+2Cy3)

—V<100>  _ —Ci2

E 100> (C11—Cpa)(Ci1+2Cp3)

I+veigo>  _ 1

Ec100> (C11—-Ci2)
_+f  _ 1
2G{100}<001> 2Cy4

On définit le facteur d’anisotropie par

= S11=512

2Cyy

S44

Ci1—-Cp2

Si2

S11—S812

S44

Plagons nous maintenant dans un référentiel d’observation différent de celui du cristal et
relié par la matrice de rotation P.(R ;.01 -r, Rbs)

qQll
I
Qll
&
G

P=

0151 O12 0O)3

— _f = . —
O cristal= P-0.P=|0)3 02 033 |=

OCj13 033 033

Le tenseur de déformation

Ecristal =S O cristal =(S171—812)-

=(S11—812—S844)

Oj1]
022
T33

vaut

gl 0
0 (oY)
0 0

€11
€2

€12 €3
€22 €23

€37 €32 €33

alors dans le référentiel

+ Su).

0
0

033

0] +02+033
011 +02+033
0y} 102 +033

0

0

0

+ S44.

lié

0

0

0
023
Fi3

g2

cristal :

* S12 *tr(a'cristal)-13 + S44-5'cristal
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Dans le référentiel d’observation, on obtient donc le tenseur de déformation suivant :

=]__= _ = ¢
E=Eope = P.sc,,-_m,. P

= (SII—S12-S44)P.diag(011,022,0'33).tP + S12*tr(§').13 + S44.§

A1 - 3.Traction et compression simples :

Dans le cas d’une sollicitation uniaxiale (traction ou compression) le tenseur de contrainte

s’écrit :
o 0 0
c=(0 0 0
0 0 0

Le vecteur €; dont les coordonnées dans le référentiel du cristal correspondent a la

premiere ligne de la matrice de passage P, représente le vecteur unitaire de ’axe de traction (ou
de compression). En reprenant la démarche du paragraphe précédent, on obtient :

2
€)1 €11-€12 €15-€13

— _ 2 — -
Ocristal = O-| €11-€12 €12 €j3.€3 tr(c)=0
2
€1-€13 €13.€;3 €]3

= (SII —'S12 —S44) O'P.diag(elzl,efz,elz_g).tP + S]20'.I3 + S44.g

) 4 4, 4
—a—=(Su =812 Syq)lefj+efa+ep3) + Spp + Sy

1
=811+ (S4q =811 = S12)(1- e} -ef; -ef3)=f

D’ou:
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L = - )f (2,)

E " E_ oo 2C4y Cyy “sz

f(&)=(1-¢f;-efr-ef3) et g ]]=1

Par la méthode du multiplicateur de Lagrange et en intégrant f sur la sphére unité, on

trouve que .

D’ou les extrema :

Imlmf(el) f(<100>)=0

€

Imia:x f(e)= f(<111>)-—

moyennef(é}):z
k= 5

m Ci1+Cp2

(111)

R . A

E 00> (C11-Cia)(Cpp+2Cy3)

et la moyenne pour un polycristal “isotrope” :

E_ 100> 3 Cy Cp-Cp

Al-5



1 1 1, 1 2
== o =i - )
E E_ s 5Cy4 Cy-Cp
2 1 3 1
P + —
SE o0 JSEqs

A1 - 4.Cisaillement pur

Dans le cas du cisaillement pur, il existe un repére dans lequel le tenseur de contraintes

Les vecteurs €; et €, dont les coordonnées dans le référentiel du cristal correspondent

respectivement a la premiére et 4 la deuxiéme ligne de la matrice de passage P, représentent le

vecteur unitaire normal au plan de cisaillement et la direction de sollicitation dans ce plan. De
maniére analogue, on obtient :

O crisual,, = O-(€;-€2; +e3.€);)

€12 2.2 .22 . 22
—== Sgq4 + (S11-812—S844)* 2(ef1e3; + efre3; + efze33)

D’ou:

I_1 7z
G Cy Ci1—Ci2 Cyy

)g(€1,€;)

§(81.82) = 2efiely + efacdy + efseds) avee {"éfﬂ -kl =
e 1 82 =

Par un calcul & peu prés similaire que pour le module de Young, on démontre que :
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min g(€,,€;)=g([100],(010))=0
max g(;,€)=g([110],(110))=1

moyenne g(€;,€5)= %

donc des extrema :

i

\\\\\\\\ \

G{100)<100> = C44

1 1 2 2 1
e e e —=—=)
G Guoyoors 5 Cu—-Crnn Cy
et une moyenne
3 1 2 1
5 G{100}<001> 5 G{110}<001>

A1 -5.Torsion

Le cas de la torsion correspond 4 la moyenne des cisaillements dans toutes les directions
d’un plan donné. La torsion est caractérisée par un axe de vecteur directeur €; perpendiculaire au

plan de cisaillement. On obtient :

1 1 2 1
== i (€ -——)f(¢)
G Cy Cu-Cpp Cy

f(&)=(1-ef;-efr-ef3) et Je)|=1
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La fonction de direction f est identique & celle déterminée pour la traction.

Les extrema sont donc :

2 2 11]‘1
+

G =C et G == =
<100> 44 <lll> [3 C]] — C12 3 C44

On remarque que le module de cisaillement en torsion est minimal lorsque le module de
Young est maximal et vice-versa.

A1 - 6.Cas du tantale

En reprenant les valeurs de Fisher [1969]

Ci = 265,91 GPa

C,; =161,12 GPa

Cy = 82,39 GPa a température ambiante, on trouve que le tantale
présente un coefficient de Zener de 4 = 1,6. Cette valeur est assez faible quand on la compare &
celle du sodium (7,5) ou du laiton B (8,8). Elle est inférieure a celle du fer @ mais supérieure a
celle de I’aluminium (Z,23) ou du tungsténe (7,00), totalement isotrope d’un point de vue
élastique.

Nous trouvons donc :

Traction-compression Torsion

Epax = E<jy1> = 216,8 GPa Gpax = G<j00> = 82,8 GPa
Epin = E<j00> = 144,3 GPa Guin = G<11> = 59,6 GPa
Eroyen = 180,5 GPa Goyen = 67 GPa.
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Annexe 2

Annexe 2
Propagation des ondes élastiques
Barres de Hopkinson en compression

A2 - 1.Propagation des ondes élastiques

Différents types d’ondes élastiques peuvent se propager dans les solides. Leur nature
dépend de la fagon dont le mouvement des particules est relié a la propagation des ondes et des
conditions au limite du matériau. Parmi les principales classes d’ondes élastiques nous nous
contentons de cites les ondes :

o longitudinales ou irrotationnelles ; dans un milieu infini, elles sont connues en tant qu’ondes de
dilatation ;

e de cisaillement (encore appelées de distorsion ); elles n’engendrent pas de variation de
volume ;

o de surface (ou de Rayleigh).
s

G313
F 3

L— 023
C134”

Nous ne décrivons ici que les deux

. b
- » premiers types d’onde.

l o ihzg Pour considérer la propagation des ondes
S

Oi3
dans un matériau, nous écrivons le principe

x, fondamental de la dynamique sur un

parallélépipéde rectangle élémentaire du matériau
X considéré en supposant que la masse volumique p
Figure 1 demeure constante.

o'y,
1/ ZFX; = (p&x;ﬁxzﬁr_;)—atT',

u; étant le déplacement du centre de gravité dans la direction x;.

La contrainte dans la direction x; sur la sur une face orthogonale a la direction x; est

y o 2777
J




Par conséquent :

00 0o
(o611 + iE & - oy + %?111-5"1) &, &

, 863 1805
12/ + (01 + 7.8 - 0y + 112 5x)) &, By
? ox, ? ox,
oo 0o
+ (o3 + %—&13-5"3 -0 + __ax” 8x3) &x; 8¢, = Y F,
3

En combinant /1/ et /2/, on arrive a I’expression dans la direction x;

+ 06, + 003 =p22ﬂ
axl GX2 8x3 at2

De maniére similaire, dans les trois directions x;,

YR s Y.

Pour un matériau isotrope, les lois de Hooke permettent d’écrire :

/4/ Gy = 2pe; + AAY; i

1 ou; auj
% 2 "

1
ou; o
A=¢gpy+ et g3= Z—dc— est la dilatation de
i
I’élément.
A et u sont les coefficients de Lamé.

En remplagant dans /3/, on obtient :

0 ., 2, % Py
Zaxj(”(axj ) +7»A§,,)—pa

J

Ox,

u; 0 0 oA azu
— 3+ = —2 ) + A—=
"; ox? “ax,.(%:axj) =P

oA oA o%u;
Viu+ p— + r—m= p 24
RV + pn ox, o, o =

oA &u,
/5/ Vi + (n+r)—= p =20
KV + (u )51_ pr 7




Annexe 2

A2 - 1.1.0nde sphérique

En différenciant /5/ par rapport a x;, on arrive a

%[uvzuﬁ (u+x)%ﬂ= e )

¢’est-a-dire

o 62A & ou
/6/ Vil (u+ —(—
6/ |n o, qn ) 6t2(ar,-)

. . N; .
En sommant les trois expressions /6/, et en remarquant que A= Z—’ on obtient

finalement :

/77 |(A+2p)VPA = p%

Dans le cas d’un milieu semi-infini, la célérité des ondes de dilatation est :

o | _ [ \/ iv) E
“ p (1+v)(1-2v) p

A2 - 1.2.0ndes de cisaillement

Repartons de 1’équation /5/.

0A &u,
V2 .+ +A)—= 1t
BV + (u )6x,- R
En différenciant /5/ par rapport a x;, on arrive 4
o o2 oA &%u
—|uVu+ (W+A)—|= — 0 re:
axj[” u+ (pn )8x,-] B, (p ) u enco
ou; o’A o ou
Mo/ pVE=L+ (p+2 = '
WV G (W M= P ()
De maniére analogue,
ou.:
96/ uVvi—L+ (u+d) 7A _ 622(

ox; B, 0x,

soit, en soustrayant les deux derniéres équations,

i

i




ou,  Ou; & ou  Ou;
v | T2 L g 22
WY a " P la T w)
. Ou;
En posant la rotation ©;; = 1(% - —Z), on arrive a I’équation d’onde :

o2 o

’w;
2 i
a
se propageant a la célérité :

ay ¢ = |E

P

Cette célérité est indépendante de la longueur d’onde.

A2 - 1.3.0nde de compression dans un barreau cylindrique

Le cas d’une onde compression de propageant le long d’un barreau cylindrique est
différent de celui d’une onde de dilatation dans un milieu semi-infini. Les effets de bord font que

I’onde est dirigée et se déplace moins vite que dans un milieu infini (figure 2).
Dans I’approche courante, nous somme amenés 2 faire les hypothéses suivantes :
le front d’onde reste plan,

Iinertie radiale est négligée (pas de variation de section).

o
AJD.J::-.._.

D3
eSS )

Figure 2 : propagation d’une onde dans un barreau cylindrique

En appliquant le principe de Newton a un élément de la barre de section 4 et de longueur
&, (figure 3)on obtient :
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-AO'—_'%

Figure 3

oo Fu

—Ao + A(o +— &) = ApSx—

o (o )= Ap Py
c’est-a-dire

u

oo

/12/ =
& al

Sachant que le la déformation est élastique, ona o = E¢

on obtient :

Su u

équation d’une onde de célérité :

E

P

/14/ ¢, =

oo

— 4o+ L&)
: &

=K % . En remplagant dans /12/,

On constate que la célérité d’une onde de compression dans une barre est inférieure a celle

dans un milieu infini. Pour un métal dont le coefficient de Poisson est de 0,3, le rapport des deux

célérités est :

S = 1336 =116

Cp

La solution de I’équation /13/ s’écrit :
/15/  u = f(x-cpt) + glx+cit)

/16/ €= % = f'(x-cst) + g’(x+cut)

/17/  o=E e=E[f(x-cit) + g'(x+cst)]

/18/ v = éa‘-= ¢ [-f (x-cut) + g'(x+cut)]

Si on considére le cas ou ’onde ne se déplace que dans une seule direction, ces équations

montrent une relation linéaire entre la contrainte en un point et la vitesse particulaire :




19/ o= £v= 1/Epv =pCcpV
Ch

P ¢ est I'impédance spécifique du matériau.

A2-1.3.1. Effets d’inertie radiale

Pochhammer [1876] et Chree [1889] ont étudié la propagation de trains d’ondes
sinusoidales dans un barreau cylindrique semi-infini. Dans le cas d’ondes longitudinales ou chaque
élément se déforme dans la direction de propagation de 1’onde, les solutions font apparaitre des
fonctions de Bessel de premiére espéce d’ordre zéro et d’ordre un. Le développement en série de
ces fonctions permet d’aboutir a I’équation approchée de la forme :

C# 2 _2f I 2
200 —=1-v°r*—
C, A

Co = vitesse de groupe

Cm JE
Yo,

r = rayon du barreau

A longueur du train d’onde.

v =——— (coefficient de Poisson
20m) )

Si r<<A alors c4 = cp, et on obtient une onde non dispersive de vitesse cp.

Davies [1956] a pris en compte les effets d’inertie radiale parvenant ainsi & une équation
de propagation de la forme :

Fu_ .1 Fu

21/ —-v -c =0

a: = Aara® A’
I=m*/2 désigne le moment d’inertie d’ordre 2 par rapport & I’axe du cylindre
A=’ est la section de la barre.

Le terme traduisant la dispersion est traduit par le second terme de I’équation /21/.

Plusieurs solutions sont proposées pour diminuer ces ondes radiales :

_ Ia Iére

solution consiste a diminuer le diamétre des barres de fagon a ce qu'il soit nettement
inférieur a la longueur d'onde. Cette solution présente cependant I’inconvénient de diminuer la

force maximale admissible car les barres doivent demeurer dans le domaine élastique.
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- la 2*™ solution est de choisir des matériaux dont le coefficient de Poisson est faible. La encore il
faut que leur limite d'‘élasticité soit suffisamment élevée pour avoir une gamme de vitesses
d'impact la plus étendue possible.

A2-1.3.2. Réflexion d’une onde de compression
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Figure 4: Réflexion d’une onde de compression

Lorsqu’une telle onde rencontre une discontinuité de section ou de matériau (figure 4),
elle est en partie transmise et en partie réfléchie. Les conditions & satisfaire a I'interface sont
I’équilibre des forces est de vitesses particulaires :

A (cito)=4:0

Vi=Vp=V;
Les indices i, 7 et f se référent aux ondes incidente, réfléchie et transmise.

En combinant ces équations avec 1’équation //9/, on aboutit & :

24,0,Cy, )
i
A,p,Cyy + 4, 0,C

O =

A,0,Cyy — 4,0,Cyy
Ap,Cyy + Ay p,Cy

op = oj
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A2 - 2.Méthode des barres de Hopkinson

A2 - 2.1.Principe

La théorie des barres de Hopkinson en compression est identique & celle des barres de
torsion :

On peut résumer les équivalences dans le tableau suivant :

Torsion Compression

couple C force F

7[D4 2
moment d’inertie J=—— aire de la section A = ——

32 4
contrainte de cisaillement ¢ contrainte uniaxiale o
taux de cisaillement ¥ taux de déformation &
module de cisaillement G module de Young E
célérité des ondes ¢, = |— célérité des ondes ¢; = [—
Po Po

impédance acoustique Z = Jpyc, impédance acoustique Z = 4 poc;

Le dispositif expérimental est constitué d’un projectile, d’une barre d’entrée, de
Iéprouvette et d’une barre de sortie. Les barres sont placées dans un tube de guidage afin
d’assurer leur alignement. Lors de I’essai, le projectile vient heurter I’extrémité de la barre
d’entrée engendrant ainsi une onde élastique de compression se propageant vers Péprouvette
(onde incidente). En raison de la différence d’impédance entre la barre d’entrée et I’échantillon,
seule une partie du signal est transmise dans la barre de sortie. L’autre partie du signal est
réfléchie en une onde de tension. A partir de la mesure des déformations des barres d’entrée et de
sortie au moyen de jauges de déformation il est possible de déterminer a tout instant la vitesse de
déformation et la contrainte au sein de I’échantillon.
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Figure 5 : Barres de Hopkinson

L’amplitude de I’onde incidente dépend de la vitesse d’impact du projectile tandis que sa durée

oy o e 2L s e ey
varie suivant la longueur de celui-ci (7===, ou L est la longueur du projectile et ¢, la célérité
Cp

des ondes de longitudinales dans le projectile). [Kolsky 63]

A2 - 2.2.Conditions expérimentales et hypothéses retenues

Les hypothéses nécessaires pour le dépouillement d’un essai de compression réalisé avec
des barres de Hopkinson sont les suivantes :

e conservation du comportement élastique du matériau des barres d’entrée et de sortie ;
e hypothése d’un état de déformation homogéne au sein de I’éprouvette ;

o faible longueur de I’éprouvette afin que les ondes effectuent un nombre d’allers et retours
suffisant dans I’échantillon et obtenir ainsi un état de contrainte uniforme ;

o les contraintes tangenticlles doivent étre faibles; ceci peut étre réalis€é en polissant

soigneusement les faces de I’éprouvette ou en les lubrifiant légérement, ce qui a pour effet
d’abaisser le coefficient de frottement.




Le dispositif doit permettre un alignement parfait des barres et leur liberté totale de
déplacement axial. [Dormeval 1980] [Bacon 1993]

A2 - 2.3.Expression de la force appliquée et de la déformation dans

Péchantillon
SI
——
R
€a T

FI  Fll

Figure 6

>

: section de la barre

E : module de Young

Cs : vitesse de I’onde dans la barre

&, : déformation due au signal réfléchi,
€; : déformation due au signal incident
& : déformation due au signal transmis;

Les forces de contact aux interfaces I et II (figure 6) ont les expressions suivantes :
F=AE(& + &)
Fy=AE¢g

Au bout de quelques allers et retours de londe dans I’échantillon, on observe
généralement que les deux forces sont égales. & + &= &

Les vitesses particulaires des sections I et IT sont :
VI=Cy(&; - &)

Viu=-Cp&

La vitesse de déformation dans I’échantillon est : &= , ou e est la longueur de

e

I’éprouvette.
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La mesure de la déformation des barres au moyen de ponts de jauges permet de remonter
aux niveaux de contrainte et de déformation aux interfaces I et II.

L’évaluation de la force résultante a I’interface I n’est pas précise parce qu’elle est déduite
de la somme en valeur algébrique des signaux incident et réfléchi (ils sont quasiment égaux en
valeur absolue & cause d’une forte désadaptation d’impédance), ce qui introduit une incertitude
assez importante. En revanche, la détermination de la force est plus précise a partir du signal
enregistré sur la barre de sortie. Nous choisissons alors la force Fy pour le calcul de la force
résultante de I’éprouvette en supposant un état quasi équilibré de celle-ci (égalité des forces Fy et
Fn).[Lindholm, 64]

Les hypothéses de Hopkinson citées précédemment peuvent étre difficilement vérifiées en
présence d’inertie radiale et de frottement entre 1’échantillon et les barres élastiques. Cependant,
les oscillations radiales sont négligeables trés rapidement.

_ En connaissant la vitesse de déformation & tout instant, nous avons accés a la déformation
en intégrant celle-ci par rapport au temps.
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Annexe 3
Diverses modélisations du
comportement plastique du tantale

La résolution de problémes mécaniques avec I’aide de moyens numériques est
I’aboutissement de la connaissance du comportement des matériaux. La qualité des simulations
dépend fortement de la description et de I’analyse des résultats expérimentaux obtenus.

De nombreux modéles de lois de comportement mécaniques tentent de restituer de
maniére plus ou moins compléte le comportement mécanique des matériaux. L’objet de ce
chapitre est de comparer les résultats des différents modéles sur le tantale dans le domaine de
vitesses, de déformations et de températures détaillé dans le chapitre précédent.

A3 -1.Hollomon o = K¢"

Cette loi est la premiére approche du comportement mécanique d’un métal. Elle indique la
consolidation du matériau mais n’apporte aucun renseignement sur sa limite d’élasticité. Elle n’est
pas représentative des trés faibles déformation car o tend vers 0 lorsque ¢ est trés faible. De plus
elle ne prend pas en compte I’effet de la température et de la vitesse de déformation.

Les paramétres déterminés par D. Bédére, Ansart et Dormeval /~ /1988] ont été obtenus
par méthode des moindres carrés a différentes températures et vitesses de déformation et ne
correspondent pas nécessairement aux valeurs ponctuelles du coefficient d’écrouissage. Ils
publient (o en MPa):

T =20°C T = 200°C

£=10°s" = 507 &% £§=10°s" o = 468 &%
£=570 s' o = 533&%° £ =850s" o = 411"
£=1910 s' o = 604¢&%% £=2250 5" o = 461 %%
T = 400°C T = 600°C

: =10°s" o = 455 %% £§=10°s" o = 322"
£=1020 s7 o = 365¢&%" £=1090s" o = 326£%"7
£=1690 s’ o = 393¢%% £=1750 s' o = 347 %"




A3 -2ludwik ¢ = o, +Keg"

Ce modéle contrairement a celui d’Hollomon donne la limite d’élasticité. D’aprés Bédére,
Ansart et Dormeval, les résultats de simulation sur le tantale sont trés satisfaisants avec cette loi
simple pourvu que I’on travaille température et vitesse de déformation connue. Ils trouvent les
formules suivantes (o en MPa):

T = 20°C T = 200°C
e=107s" o =150 + 461%°% &=10%s" o =87+ 426 &%
£=1910 s' o =509+ 211 %% & =850s" o=2313+ 162 &%

£ =2250 s o =324+ 185 &%

T = 400°C T = 600°C
E=10"s" o =84+ 394£%% £=10°s' =79 + 284%%
£=1020 s' o =192+ 304¢%% £ =1090s" o =165+ 307¢%%
£=1690 s’ o =195+ 286" £=1750 s o =188 + 3255%"

A3 - 3.Steinberg Cochran Guinan o = o, (1+B¢€)"

Cette loi fournit 2 la fois la limite d’élasticité et le coefficient d’écrouissage dés que

B € est trés grand devant /. Sa formulation compléte tient compte de la pression et de la
température mais pas de la vitesse de déformation /Steinberg et al 1980]-

P o, (T-300)§}

= 1+ g | 1+ —
o = oo pe] [ oo NV P Go T

Ce modéle est congu principalement pour les chocs pour lesquels la vitesse de déformation excéde
& =10’ s mais a été étendu au domaine de vitesses 70 - 10° s' comme nous le verrons dans
le prochain paragraphe. Les constantes fournies par Steinberg, Cochran et Guinan ne sont pas

exploitables dans le domaine de vitesses de déformation que nous avons considéré jusqu’ici (o >
oo =770 MPa).

En adoptant un modéle simplifié ¢ = o, (I + f¢&)" , Bédére et al déterminent avec une
trés bonne corrélation avec leurs essais expérimentaux & température est vitesse de déformation
constante :
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T = 20°C T = 200°C
&=10"5" o = 149 (1+ 1055 e=10°s" o = 91(1+278¢**
£=570 5" o= 470 (1+26605"° £=850s" o = 315(1+1699°%*
£=1910 s' o = 508 (1+219¢)°%" £ =2250 s o = 328 (1+475""*
T =400°C T = 600°C
£=10"s" = 108 (1+ 178" £§=10°s" o = 82(I+ 1189"
& =1020 s’ = 197 (1+ 549 £ =1090s" o= 170 (1+ 41g**
£=1690 s' o = 202 (I+ 479" £=1750 s o = 191 (I+ 21g""”

La valeur du paramétre £ n’a pas de signification physique intrinséque. Sa variation a
extrémement peu d’influence sur la loi. Il est possible d’obtenir une modélisation tout aussi
satisfaisante avec une légére modification de 7 et o, et une valeur de fradicalement différente de
celle trouvée par Bédére et al (on peut trouver un facteur supérieur a 10).

L’inconvénient majeur des trois modéles sus-cités est la multiplicité des jeux de
coefficients, chacun étant dépendant de la température et de la vitesse de déformation. Les
modéles qui suivent ont cherché des relations restituant I’influence de la vitesse de déformation et
de la température sur les courbes de consolidation du tantale.

A3 - 4.Steinberg Lund

En se basant sur la modélisation de Dorn et les résultats expérimentaux de Hoge et
Mukherjee, Steinberg et Lund /[~ 1989] ont découplé I'effet de I’écrouissage et de 1’activation
thermique :

Y=Yr(e,I]) + Y4 fle) avec les formulations suivantes de la composante des

contraintes d’activation thermique et d’écrouissage :
-1
2
] ] : 1 2Up Yr Ceo
Yr solution analytique de E= — exp|——= (I -— + ==
C1 kT Yp YT

Y, f(8)=YA (1+ﬂ8)"

Y, correspond a la contrainte athermique de la limite d’élasticité,
Yr ala contrainte de Peierls,

U, alénergie d’activation pour créer un décrochement de dislocation,




1/C; a un facteur de fréquence de saut d’une dislocation
C, aVleffet du frottement sur les dislocations.

k est la constante de Boltzmann, § et » ont la méme signification que dans le modéle précédent.

Apres correction des erreurs typographiques de 'article de Hoge et Mukherjee, ils

obtiennent :
C; =0,7110° s’ Yy = 124 MPa
C, = 0,012 MPa.s™ B=10
U, = 0,31 eV/atome n=201
Yr = 1000 MPa

Apparemment, ces paramétres n’ont pas été optimisés de maniére trés poussée. Dans le
méme article Steinberg et Lund donnent un autre jeu de paramétres en se basant sur les travaux de
Isbell, Babcock et Christman (¥, = 325 MPa). 1ls affirment de surcroit que le paramétre ¥p = 880
MPa donne une meilleure corrélation avec les points expérimentaux. Ces paramétres sont
relativement décevants comme le montrent le graphe suivant donnant la limite d’élasticité prévue
par le modéle comparé aux points expérimentaux.

1200
1000 {4 ,
A Hoge et Mukherjee 0,0001/s
800 +
M —— Modéle de Steinberg Lund
Es
g8 600
3
<]
o
400 |
200 ¢
& 7 3
0 - : ; : . - 4
(0] 100 200 300 400 500 600 700 800
Température
LY

Figure 1 :modélisation de la limite d’élasticité par Steinberg et Lund
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A3 - 5.Johnson Cook

Le modéle de Johnson-Cook est une extension directe de celui de Ludwik :

m

=(op +Ke&")(1+Cln(£))(1-T*)
T - Tambiant
Tf - Tambiant

T* =

Chen et Gray [~ 1994] ont évalué les paramétres de cette équation .
oo = 185 MPa, K =675 MPaq, n=203
C=10,047 m = 0,425 Ty= 3250K

w
[
£
2
E
s
€
3

100 - —a— Hoge 0,0001/s 25°C

50 4

0 ; ; . 4 —
0 01 0.2 03 04 05
Déformation

Figure 2 :comparaison de courbes expérimentales de consolidation
du tantale a10-4 s-1 et 25°C avec les modéles
de Johnson-Cook et de Zerilli-Armstrong

A3 - 6.Zerilli Armstrong

o}

B

Pour les matériaux & structure cubique centrée, Zerilli et Armstrong proposent que la
vitesse de déformation et de la température agissent selon la loi :

oc +kI"”?+B, ePT+K &"
ﬂg 'ﬂl in 6'

o + kI représente la composante athermique de la contrainte d’écoulement,
k I'”? 1a contribution de la taille des grains,




Bo €?7la contrainte activée thermiquement
K " Ieffet de I’écrouissage.

Les sept constantes By, f ,f;, k, K, n et oz sont des constantes caractéristiques du
matériau. Zerilli et Armstrong se sont intéressés a plusieurs résultats expérimentaux pour la
détermination des constantes du tantale : ceux de Hoge et Mukherjee /~ 1977], de Bechtold
[~ 1955], de Regazzoni et Montheillet /~ 1984], de Gilbert, Hull, Owen et Reid /~ 1962] pour le
tantale polycristallin, de Mitchell et Spitzig [~ 1965] et de Mordike et Rudolph /[~ 1967] pour le
tantale monocristallin.

IIs publient le tableau suivant :

o + kI'”? By bo B K n

(MPa) (MPa) &) &) (MPa) )
Hoge et al 30 1125 0,00535 0,000327 310 0,44
Bechtold 113 1125 0,00535 0,000327 310 0,44
Mordike et al 0 1275 0,00387 0,000393 310 0,44
Gilbert et al 150 1275 0,00387 0,000393 310 0,44
Mitchell et al 0 2120 0,00650 0,000320 310 0,44

Les valeurs de Gilbert et al et de Mitchell et al différent trés sensiblement des autres car
les tantales qu’ils étudient sont riches en éléments interstitiels.

Ils parviennent a comparer les résultats expérimentaux des monocristaux et des
polycristaux en multipliant les contraintes résolues par un facteur de Taylor de 2,9. La corrélation
entre les courbes qu’ils proposent et les points expérimentaux est excellente. Nous ne montrons a
titre d’exemple que les courbes déterminées 4 1,4% de déformation sur les points de Hoge et de
Bechtold.
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Figure 3 :modéle de Zerilli-Armstrong

Chen et Gray [~ 1994] proposent un jeu de constantes trés voisin de celui de Zerilli et
Armstrong et a priori meilleur a partir des courbes expérimentales de Hoge et Mukherjee :

oc +kI By Bo b K n

(MPa) ___ (MPa) &) &’ (MPa) @)
Zerillic Armetrano N 1125 N NNS3S NnnNnNd7n RIN N 44
Chen-Grav 25 1200 0 NN6NN 0N 0NN3R7S 370 0 44

A3 - 7.Ting

Ting [~ 1992] adopte une approche analogue a celle de Steinberg et Lund et de Zerilli et
Armstrong en dissociant les influences de la vitesse et de la déformation. 1l propose les équations

suivantes :

h(e T) = os (Dl:l - exp(- ° )} +Er
, e*(T)
o=Yy(&,1) + h(g I) (e

Yo(é,y):O'c; +

Hy kT (7])]
Ho ol 2L 1ol 1
Vo ’q’[ Ho \&




n; ny
avec oz (I)=os, | 1 - (—LJ E (TI)=E,|1- [l}
* *® n2
0 1-{ml-E)

L’intérét de cette loi d’écrouissage complexe est sa tentative d’atteindre les grandes
déformation. Cet écrouissage tend vers un écrouissage linéaire a cause du terme Er (1) £ ce
qui démarque ce modeéle des autres modéles qui ont une allure plus parabolique. Ting semble
satisfait de ces équations apres les avoir éprouvées sur des simulations d’essais de Taylor et de
jets de charges génératrices de noyau. Cependant, les résultats de ses simulations sont assez
éloignes de ce qu’ont observé les différents expérimentateurs.

Avec le jeu de constantes qu’il propose :

o = 50 MPa Os, = 1200MPa ; n; =0,2

Hy = 0,63 eV/atome £5=025;T =400K;n,=5
Vo=9,2610% m’/atome E,,=150MPa;n =05
n=7310" s T, = 3253K

il obtient les courbes suivantes :

1200 —¥—— 1.00E+04/s
F ---B-- 1.00E+02/s
—+—1.00E+00/s
---0--- 1.00E-02s
—x— 1.00E-04/s

m  1.00 E-O4/s Hoge

== _— X“‘“)I(

=

0 200 400 600 800 1000 1200

Figure 4 : modélisation de la limite d’élasticité en fonction de la température
par Ting a différentes vitesses de déformation
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Figure 5 :courbes de consolidation a 10 s’ a deux températurespar Ting.

A3 - 8.Bodner Partom

Le modéle de Bodner Partom se base sur la relation de Prandtl-Reuss traduisant la
conservation du volume au cours de la déformation plastique. L’originalité de ce modéle réside
dans le fait qu’il ne considére pas la déformation comme un paramétre d’état décrivant

macroscopiquement la microstructure. Il exprime le tenseur de vitesse de déformation éﬁ en

fonction du tenseur S,-J- déviateur des contraintes et d’une variable d’état Z caractérisant la
microstructure. D, est la vitesse limite de déformation, J, , le second invariant du tenseur

déviateur des contraintes et n la sensibilité & la vitesse. Les effets de la température ne sont pas
pris en compte. (Il faudrait déterminer une fonction reliant n a la température).

n+][ Z2 )n S
2n 3J2

N

Une seconde loi décrit 1’évolution de Z en fonction du travail dissipé au cours de la

E. = Dy exp

déformation plastique :
Z(w,) = m(Z,-Z) W,

Par raison de facilit¢ de détermination des paramétres, Rajendran et al [~ 1991]

modifient cette seconde loi en :
Z= Z;-(Z; -Z,)e™ "™ (W, travail plastique).

Z; est une valeur de saturation de Z, Z, est la valeur initiale de Z et m caractérise
I’écrouissage. Le jeu de constantes qu’ils publient est le suivant :

Dy=10°s",2Z,=24GPa,Z,=65GPa,n=0,6etm= 14 GPa’.
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Figure 6 : simulation d’aprés Bodner et Partom
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Annexe 4
Analyse des résultats

A4 - 1.Modélisation des données

A4 - 1.1.Généralités

Le probléme posé est le suivant : soit un couple (x,y), x pouvant étre vectoriel, on cherche

une formulation qui, pour toute valeur de x de X fournirait la meilleure prévision de la valeur
correspondante y de Y, y = £ (x), f étant une fonction prédéfinie dépendant de n paramétres.

L’approche basique est classique. Il faut choisir une « fonction de mérite », un estimateur
qui mesure I’accord entre les données et le modéle obtenu a partir d’un certain nombre de
paramétres particuliers. Il est de coutume d’utiliser les fonctions de mérite dont les valeurs les
plus basses représentent les meilleurs accords. Les paramétres du modéles sont alors ajustés par
minimisation de cet estimateur.

L’erreur commise en adoptant y au lieu de y sera e = y -y. Classiquement on cherche a
minimiser cette erreur en moyenne quadratique, soit min {E [(p-y)?]}, E étant ’espérance. Le

principe de cette minimisation est la recherche bien connue de I’estimateur de vraisemblance
maximum.

A4 - 1.2.Définition de I'estimateur employé

Si nous considérons la statistique du chi-deux, découlant de la méthode de détermination
du maximum de vraisemblance, chaque couple (x;,y;) posséde une déviation standard o; [Press et
al 1992]. L’estimateur de maximum de vraisemblance est alors :

e Yi= Vi ]
g
i=1

o}

Pour faciliter les calculs, o; nous étant inconnue, on prend souvent o; = 1 Vi, d’ou
N

N
x =Z(y,. - y,.m)2 . Or, si I’on considére 1’espérance E [(y-y)?!] = Z[( ,—y,-_“)z -p,] avec
i=1

N
Y.p=1et s’il y a équiprobabilité, p; est égal & 1/N. L’estimateur que nous serions tenter de

ZN:(.Y.' ™ Vins )2

prendre lorsque ;=1 Vi est 3* == N . Cet estimateur a I’avantage de représenter la
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moyenne quadratique de I’erreur, et ne dépend pas directement du nombre de données. Plus
généralement nous définirons notre estimateur a minimiser comme :

5

i=1 G;

2

A4 - 1.3.Présentation de I'algorithme de Marquart

Estimateur =

Si nous considérons I’optimisation d’un modéle dépendant de maniére non linéaire de m
paramétres, nous utilisons I’approche de 1a minimisation du 2.

Le probléme principal est ’expression du chi-deux. Proche du minimum, %2 est bien
approché par une forme quadratique que I’on peut écrire :

x*(@a)=y-d.a+1/2aD.a. (Développement de Taylor)

Si I’approximation est bonne, nous savons comment passer d’un jeu de paramétres a.., au
minimum 2, :

Amin = e T D '1.(- v. %2 (2cwr ) [Press et al 1992]

Lorsque le jeu de paramétres courant a.. est éloigné du minimum, nous passons a un
nouveau jeu de paramétres 2.« meilleur en utilisant la méthode du gradient :

Bnext = Zeuwr - C. V X2 (acur) C étant une constante suffisamment faible.

L’algorithme utilisé est I’algorithme de Marquart. Celui a montré que la direction optimale
de recherche du minimum se trouve située quelque part entre les deux vecteurs formés par la
méthode bien connue du gradient et par la méthode non moins bien connue de linéarisation de la
fonction théorique (cf. paragraphe précédent).

Pour obtenir une combinaison de ces deux procédés Marquart propose d’accroitre
artificiellement les termes diagonaux de la matrice de courbure g (=1/2 .D) par un facteur A. Si A
est tres grand c’est la méthode du gradient qui est utilisée, si A est trés petit c’est le
développement de Taylor qui est employé. Nous utiliserons cette méthode en multipliant A par 0,9
lorsque %> diminue et par 1,05 lorsqu’il augmente. Il est de coutume d’utiliser les facteurs
multiplicatifs de 0,1 et 10. Cependant pour des lois ayant de nombreux paramétres il est préférable
de réduire le pas pour pouvoir capturer une « direction de minimisation », I’inconvénient étant
d’augmenter le temps de calcul.

En outre il est impossible de vérifier si la convergence s’est effectué vers un minimum
local ou un minimum global. La non convergence ou la convergence vers un minimum local
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Annexe 4

intervient lorsqu’il existe une trop grande divergence entre le modéle théorique et les données

modélisées.

Procédure d’arrét

La convergence est définie par deux critéres qui doivent étre simultanément verifics :

- Décroissance de I’estimateur d’un pas inférieur a une valeur prédéfinie.
- Estimateur inférieur a une valeur définie manuellement au début du programme.

En cas de convergence le programme s’arréte. Dans le cas contraire A croit. Lorsqu’il
dépasse la valeur de 100 il redevient égal & sa valeur initial de 0,001 et ceci dans le but de savoir si
la méthode de linéarisation n’est pas meilleure sur le jeu courant de paramétres. Ceci est effectué

jusqu’a ce que la valeur de y2 ne varie plus.
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