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Introduction

Dans le domaine aéronautique pendant le fonctionnement d’un turboréacteur,
la liaison aube-disque est soumise a un chargement complexe composé par une
forte pression et un mouvement relatif oscillatoire, ce qui fait appel au domaine
du fretting fatigue. L’apparition du phénomeéne de fretting réduit la résistance en
fatigue des structures et engendre des dégradations qui sous différentes formes
(usure, rupture) peuvent conduire & une perte de fonctionnalité. Afin d’assurer
la fiabilité des turboréacteurs, la prédiction de la durée de vie sous chargement
de fretting au niveau de la liaison aube-disque représente un enjeu important.

Cette these, en collaboration avec le motoriste aéronautique SNECMA dans
le cadre du projet INNOLUB, se focalise sur I’endommagement par rupture des
liaisons aubes-disque de la soufflante des turboréacteur. L’objectif de la thése est
double :

— Prédire la durée de vie & 'amorcage des fissures de fretting avec prise en

compte des traitements de surface (revétement, grenaillage, etc).

— Etudier numériquement la propagation des fissures sous le contact avec

prise en compte de l'influence de la microstructure.

Ce mémoire de thése est organisé de fagon suivante. Le chapitre 1 présente
une synthése bibliographique concernant ’amorcage et la propagation de fissure
causée par le phénoméne de fretting. Dans la partie «amor¢age», on présente
plusieurs critéres de fatigue multiaxiale, qui sont souvent utilisés pour la pré-
diction de la durée de vie a 'amorcage de fissure sous chargement de fretting.
Dans la partie «propagation», on présente briévement les connaissances nécessaire
en mécanique de la rupture pour étudier la propagation de fissure aux échelles
pertinentes pour notre étude.

Le chapitre 2 est consacré a I’étude de 'amorcage de fissures sous chargement
de fretting. Un modéle numérique & deux dimensions est établi et utilisé pour
prédire la position et la durée de vie de I'amorcage de fissure en tenant compte
des différentes méthodes palliatives. Ensuite, nous analyserons les résultats des
simulations et discuterons en détail ’effet de la contrainte moyenne, de la plasti-
cité et des éventuelles contraintes résiduelles. Dans ce chapitre, pour des besoins

de confidentialité, certaines courbes ont été normalisées.
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Dans le chapitre 3, on présente l'application a trois dimensions du modéle
d’amorgage décrit dans le chapitre 2. L’essai technologique expérimental dédié
a I’étude de ce phénoméne et mis au point par SNECMA est ainsi reproduit de
facon numérique.

Le chapitre 4 est consacré a I’étude numérique de la micro-propagation des
fissures sous chargement de fretting, avec prise en compte de 'effet de la micro-
structure polycristalline du matériau. Une confrontation entre les calculs numé-
riques et des essais expérimentaux réalisés au LTDS dans le cadre d'une thése
précédente, est réalisée.

Pour finir, une conclusion générale ainsi que les perspectives seront formulées.



CHAPITRE 1

Bibliographie

Ce travail de thése consiste a étudier I’endommagement des piéces industrielles
sous un chargement de fretting, et plus précisément le probléme d’amorcage et
de propagation de fissure prématurée causée par le fretting. Dans ce premier cha-
pitre, on présente l’état de l’art concernant le sujet. Les connaissances scienti-
fiques sur le phénoméne de fretting seront présentées dans un premier temps.
Ensuite, on présentera successivement l’amorcage et la propagation de fissure
sous chargement de fretting. Dans la partie «amorcages, plusieurs critéres de la
fatigue multiaziale vont étre discutés. Dans la partie «propagation», on présen-
tera brievement les connaissances nécessaire en mécanique de la rupture pour
étudier la propagation de fissure a différentes échelles.
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1.1 Fretting

1.1.1 Présentation générale

L’endommagement par usure et par amorcage précoce de fissures de fatigue
est souvent constaté dans des applications industrielles telles que le roulement,
le contact entre les aubes et le disque d’une machine tournante, les connections
électriques, le condenseur de chaudiére, et aussi dans le domaine biomédical, a la
jointure mécanique d’une prothése par exemple. Cet endommagement est généra-
lement dit & un phénomeéne de fretting qui se produit lorsqu’il y a deux surfaces
solides soumises simultanément & une pression de contact et & un mouvement
relatif oscillatoire de faible amplitude.

Constaté pour la premiére fois par Eden et al. [Eden 11], qui s’intéressent aux
débris d’oxydes de fer dans un contact homogeéne entre une éprouvette de fatigue
et un mors, ce phénomeéne a été largement étudié par la suite. J. R. McDowell
montre la diminution de la limite d’endurance a cause du fretting [McDowell 53],
Vingsbo et al. proposent les concepts de cartes de fretting [Vingsbo 88|, Vincent
et al. distinguent ensuite les régimes de fretting [Vincent 92|. La recherche dans
ce domaine, d’abord essentiellement expérimentale, se tourne aujourd’hui vers la
modélisation numérique.

La recherche expérimentale est une méthode efficace. Elle permet de caracté-
riser de facon directe, dans le probléme de fretting, les influences de différents fac-
teurs tels que 'amplitude du déplacement relatif, la pression, le coefficient de frot-
tement, I’état de surface, la fréquence de sollicitation [Fouvry 96, Proudhon 05b,
Munoz 06]|. L’équipe de Fu, Rahman et Golden a étudié V'effet du revétement
sous chargement de fretting [Fu 00, Golden 07a, Rahman 11]. L’équipe de Chan
et Golden se concentre sur I’étude des contraintes résiduelles sous chargement de
fretting [Chan 10, Golden 07a, Golden 07b|. Mais une étude compléte et synthé-
tique de l'effet du revétement, des contraintes résiduelles et de la plasticité du
matériau sous chargement de fretting reste a faire. Les études purement expéri-
mentales présentent quelques désavantages importants, les essais sont en général
trés longs, nombreux et destructifs, donc au final tres cotiteux. Cette constatation
nous menera au premier objectif de cette thése : établir un modéle numérique
permettant d’évaluer les effets de différents traitements de surface et de plasticité

sous chargement de fretting.
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Du coté numérique, grace au développement récent des outils de modélisation,
le probléme de contact, le probléme de plasticité et le probleme de fissuration
peuvent étre résolus par I’analyse numérique. Dans ce contexte, de plus en plus de
chercheurs essaient de comprendre mieux le fretting en utilisant la modélisation
numérique. Madge et al. ont étudié 1'usure et 'initiation de fissure de fretting par
la méthode des éléments finis (FEM) [Madge 08]|. Afin de modéliser la propaga-
tion d’une fissure de fretting, Fadag et al. ont utilisé la FEM classique [Fadag 08|,
par contre Giner et al. ont utilisé la méthode des éléments finis étendus (X-FEM)
|Giner 08|. Alors que ce travail ne considére pas 'influence de la microstructure,
les recherches de Goh et al. introduisent 1’étude de plasticité cristalline dans le
probléme de fretting [Goh 06b, Goh 06a, Goh 03|. Dans les travaux de Zhang
[Zhang 09a, Zhang 09b| et Dick [Dick 08], la microstructure des matériaux a été
considérée, ils ont étudié I'influence de fretting sur ’évolution de la plastification.
Par contre I'influence de la microstructure sur la propagation d’une fissure courte
dans le probléme de fretting n’a toujours pas été étudiée a I'heure actuelle. Ceci
met en lumiére 'autre objectif de cette thése : modéliser la propagation d'une

fissure courte de fretting en rendant compte de I'influence de la microstructure.

1.1.2 Configurations de contact

Le probleme de fretting est d’abord un probléme de contact. La géométrie
des deux corps antagonistes intervient dans la redistribution des contraintes et
influence leur endommagement. Les contacts réels industriels comportent des
formes trés complexes et sont souvent difficile & reproduire dans les essais de labo-
ratoire. Pour étudier les mécanismes mis en jeu dans ces problémes de contact, on
utilise des géométries simplifiées. On distingue donc classiquement (cf. FIG. 1.1) :

— le contact plan/plan ;

— le contact cylindre/plan ;

— le contact sphére/plan.

La configuration plan/plan présente une discontinuité de la distribution de
contrainte en bordure de contact, ce qui est défavorable pour I'analyse méca-
nique. Pour cette raison, les configurations cylindre/plan et sphére/plan sont
donc souvent préférées. En fait, le contact sphére/plan est privilégié dans 1'étude
de I'usure et le contact cylindre/plan est souvent utilisé pour I’étude de la fissu-

ration et 'analyse numérique en raison de son caractére plan.
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Spheére-Plan Cylindre-Plan Plan-Plan

FIGURE 1.1 — Configurations différentes de contact.

1.1.3 Régimes de fretting

Trois régimes principaux de fretting existent en fonction de la pression nor-

male et 'amplitude de déplacement :

Régime de glissement partiel (RGP) , qui a lieu sous une pression élevée
avec une amplitude de déplacement faible (cf. FIG. 1.3 RGP). La zone de contact
est composée d'une zone collée et une zone glissante. En général pour ce régime,
le cycle de fretting, dans le plan force tangentielle - déplacement, présente une
forme elliptique alors qu’il ne présente qu'une simple droite quand toute la zone
de contact est idéalement collée (cf. FIG. 1.2 a et b). L’apparition de cette boucle
d’hystérésis est due a la fois au glissement local et a la déformation plastique du
matériau. Dans ce régime, la valeur absolue de la force tangentielle maximale
imposée QQ* est toujours inférieure au produit de I'effort normal par le coefficient
de frottement (|Q*| < wP). Ce régime est connu par provoquer notamment

Iapparition de fissures.

Régime de glissement total (RGT) |, lorsque l'on augmente le déplacement
0 pour une pression de contact donnée, la taille de la zone collée diminue pro-
gressivement. Lorsque celle-ci devient nulle, les deux surfaces glissent 1'une par
rapport a l'autre et on dit que l'on se trouve en régime de glissement total (cf.
FIG. 1.3 RGT). Au cours du cycle, la valeur absolue de la force tangentielle
maximale peut étre calculée grace a la loi de Coulomb en multipliant 1'effort
normal par le coefficient de frottement (|Q*| = uP) et le cycle de fretting dans
le plan force tangentielle - déplacement représente une forme qui se rapproche
d’un parallélogramme (cf. FIG. 1.2 ¢). Dans ce régime, 'amplitude de la force

tangentielle est quasiment indépendante de 'amplitude du déplacement imposé.
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Ce régime est connu par donner lieu a l'usure des surfaces en contact.

Régime de glissement mixte (RGM) | qui se situe entre le régime de glis-
sement partiel et le régime de glissement total. La dégradation observé est une

combinaison entre la fissuration et 'usure (cf. FIG. 1.3 RGM).

Q Q Q

: : . ] s
W

—
Q
=W Zone collée Zone glissa/r)/te'"
N
Adhérence Glissement partiel glissement tot:

@ (b) (©

FIGURE 1.2 — Boucle de fretting entre la force tangentielle et le déplacement

oscillatoire : (a) adhérence; (b) glissement partiel ; (c) glissement total.

Pour tous les régimes de fretting, I’énergie dissipée au cours du cycle corres-
pond a l'aire de la boucle de fretting dans le plan Q(d). Cette dissipation est
souvent provoquée par les mécanismes comme : enlévement de matiére, appari-
tion des fissures, élévation de température, déformation plastique, etc.

Pendant longtemps, la détermination de la condition de glissement en fretting
a fait appel a 'observation. Comme on ’a vu dans un plan force tangentielle -
déplacement (@ - ¢), une forme elliptique est associée au glissement partiel, et
une forme plus «carrée» a celui de glissement total. Il s’agit donc d’'un moyen
qualitatif mais dépendant de 'observateur. Ceci est particuliérement vrai surtout
a proximité de la transition. En espérant identifier les conditions de glissement
quantitativement, Fouvry formalise trois critéres, d’aprés des solutions analy-
tiques du contact sphére - plan en glissement partiel [Fouvry 95, Fouvry 97| (cf.
FIG. 1.4) :

— un critére énergétique A, lié a I'énergie dissipée par le contact ;

— un critére d’ouverture du cycle B ;
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FIGURE 1.3 — Carte de fretting et carte de la réponse du matériau [Fouvry 00a).

— un critére C indépendant du montage.

Ces trois critéres nous proposent trois valeurs A, B et C, indépendantes des
matériaux. La comparaison de ces valeurs avec les valeurs critiques A;, B; et C;
nous permet de déterminer les différents régimes de fretting et aussi de comparer

la réponse de différents matériaux sous chargement de fretting.
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FIGURE 1.4 — Critére de transition de la condition de glissement [Fouvry 97].

1.1.4 Endommagement de fretting

Le type d’endommagement dii au chargement de fretting dépend de la condi-
tion de chargement. Ceci a été largement étudié notamment par 1’équipe lyon-
naise du LTDS qui a proposé de séparer la condition de chargement de la carte
de réponse du matériau [Vincent 92, Fouvry 96.

En général, dans le régime de glissement partiel, les fissures sont engendrées
plus facilement qu’en glissement total, parce que la coexistence de la zone collée
et la zone glissante conduit a une singularité du champ de déplacement au sein
de la zone de contact, qui s’exprime par un fort gradient de contrainte et qui est
la cause de I'amorgage de fissure.

L’expérience montre que ces fissures de fretting s’amorcent dans la zone
proche de la bordure du contact [Fridrici 05]. L’existence des défauts dans les
matériaux favorise stirement I’amorcage des fissures de fretting, mais n’apparait
pas non plus comme une condition essentielle. D’aprés les analyses expérimen-
tales, plusieurs fissures peuvent étre amorcées durant les cycles dans la zone

glissante, mais seule une ou deux, dites principales, se propagent en profondeur.
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Les autres s’arrétent ou disparaissent avec 1'usure de la surface.

Dans le régime de glissement total, le phénoméne majoritaire reléve de 'usure
de la surface de contact par enlévement de matiére. Dans le cas particulier du
fretting, ces débris de matiére influencent le processus d’endommagement. D’ une
part, les particules usées peuvent éventuellement rester dans la zone de contact
et influencer I'état de contact en modifiant le coefficient de frottement : cette
influence pourrait étre bénéfique ou néfaste selon les cas. D’autre part, les par-
ticules enlevées peuvent aussi se loger dans les fissures amorcées, et modifier
profondément ’état des contraintes et des déformations, donc éventuellement
empécher la propagation de ces fissures amorcées [Krupp 07].

Dans le régime mixte, le matériau peut étre endommagé par ’amorcage des
fissures et aussi par I'usure. Ces deux mécanismes sont alors en compétition et
affectent ensemble 1’état d’endommagement du matériau.

Notre étude étant dédiée aux problémes de fissuration causées par le fretting,
on se positionne donc dans le régime de glissement partiel, et on met ’accent sur

I’amorcage et la propagation des fissures.

1.1.4.1 Amorgage de fissure sous chargement de fretting

Généralement on distingue trois objectifs dans I'analyse de ’amorcage de fis-
sures de fretting : la détermination de la position critique d’amorgage, de 1’orien-
tation des fissures amorcées et de la durée de vie.

Afin de mieux comprendre I'amorcage des fissures de fretting, de nom-
breux chercheurs ont utilisé la méthode expérimentale [Lamacq 97, Fouvry 02,
Lykins 00]. Cette méthode permet de visualiser directement la position d’amor-
cage et l'orientation des fissures amorcées (constatée dans des coupes transver-
sales post mortem de I’échantillon). Cette méthode a fait ses preuves mais appa-
rait comme trés couteuse surtout en ce qui concerne la détermination précise de
la durée de vie a ’amorcage.

D’un autre coté, des méthodes analytiques sont aussi trés répandues dans
I’analyse de l'amorcage de fissure de fretting. Ce type d’approche utilise une
description de la distribution des contraintes pour un probléme de fretting en
glissement partiel. Cattaneo [Cattaneo 38| et Mindlin [Mindlin 49, Mindlin 53|
sont les premiers qui interprétent les champs de contraintes dans un probléme

élastique non linéaire de contact par superposition de 'effort dit au chargement
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normal et de celui qui est lié au cisaillement alternatif. Ce formalisme a été réor-
ganisé et appliqué abondamment dans le domaine de fretting, par exemple dans
les travaux de Fouvry [Fouvry 00b| et Szolwinski [Szolwinski 96, Szolwinski 99].
On retrouve aussi fréquemment des travaux ot les champs de contraintes sont
calculés par la méthode des éléments finis en deux dimensions, et ou il est donc
possible de prendre en compte la plasticité des matériaux.

Munis de la description spatiale du champ des contraintes dans le matériau,
une méthode populaire, pour évaluer I’amorcage consiste en ’application d’une
critére de fatigue multiaxiale. On présentera plus de détail ces critéres dans la

section 1.2.

1.1.4.2 Propagation de fissure sous chargement de fretting

La propagation des fissures de fretting combine nombre de spécificités qui
en font un probléme difficile : un chargement cyclique, non proportionnel et
multiaxial couplé a la présence de fissures courtes en interaction avec la micro-
structure du matériau. Si on laisse de c6té pour un temps le probléme de la
microstructure, nous avons un probléme de fatigue en mode mixte, on va donc
chercher une loi de bifurcation qui nous permet de rationaliser le trajectoire de
la propagation et une loi de progression qui nous permet de prédire la durée de
vie.

Du coté expérimental, des essais sur polymeéres transparents ont été effec-
tués par Baietto-Dubourg et Chateauminois : 'avantage de ces essais est la vi-
sualisation de la propagation de fissure tridimensionnelle au cours des cycles
[Baietto-Dubourg 03, Chateauminois 06]. Mais cette visualisation est impossible
lorsque le matériau n’est pas transparent, comme les matériaux métalliques qui
nous intéressent ici. En plus des analyses métallographiques post-mortem, plu-
sieurs techniques originales ont été appliquées récemment afin d’étudier la pro-
pagation des fissures en chargement de fretting dans les matériaux métalliques.
Proudhon a utilisé le tomographie & rayons X pour visualiser et analyser les
fissures de fretting dans un alliage d’aluminium [Proudhon 06a, Proudhon 07],
Meriaux a utilisé I’émission acoustique a détecter 1’énergie restituée par la pro-
pagation de fissure et a identifié les différents mécanismes de la propagation
[Mériaux 10b|, Conner a effectué l'essai de fretting sur 'alliage de titane TA6V,

Ieffet de la géométrie de contact est étudié et la microscopie électronique a ba-



12 Chapitre 1. Bibliographie

layage est utilisée afin d’analyser 'endommagement de fretting [Conner 03].

Du coté analytique, la loi de Paris reste souvent évoquée et utilisée pour
modéliser la propagation d'une fissure, mais son utilisation ici apparait limi-
tée par la présence de fissures courtes. Dans ce domaine, la propagation est
fortement influencée par la microstructure, si bien que la caractérisation de
la propagation par le facteur d’intensité de contrainte apparait inappropriée
[Tanaka 86, Tian 91, Edwards 94b]. Actuellement plusieurs critéres de propa-
gation de fissure courte peuvent étre utilisés dans le domaine de fretting : nous
les présentons plus en détail en section 1.3. Malgré tout, on doit dire que la
propagation de fissure courte de fretting est encore loin d’étre bien maitrisée.

Dans la suite de ce chapitre, on présente les aspects essentiels pour modéliser
notre probléme d’amorcage et de propagation de fissure de fretting par éléments
finis. On commence d’abord par la présentation de la modélisation d’un probléme
de contact, ensuite les points nécessaires pour la modélisation d’amorcage et de

propagation d’une fissure vont étre discutés séparément.

1.2 Modélisation de P'amorcage des fissures de
fretting & ’aide d’un critére de fatigue mul-

tiaxial

1.2.1 Introduction et mécanisme général

La fatigue est une des principales causes de ruine des structures industrielles.
Elle résulte de contraintes ou déformations répétitives qui ne peuvent norma-
lement pas causer d’endommagement structurel du matériau en une seule ap-
plication. Depuis le début du 19°¢ siécle, de nombreux chercheurs et ingénieurs
ont favorisé par leur travail la compréhension de la fatigue de matériaux divers.
Les premiers travaux sur la fatigue d’'un matériau métallique ont été effectués
par W.A.J. Albert en 1829, qui a étudié la rupture de convoyeurs de charbons
[Suresh 98|. Depuis lors, la recherche en fatigue occupe une position centrale dans
le développement de I'industrie mécanique.

Les étapes principales du processus de fatigue sont : I'amorcage de fissures,

la propagation de fissure et la rupture finale. Schématiquement, on peut les dis-
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tinguer a l'aide d’un diagramme amplitude de contraintenombre de cycles a
rupture, comme le montre la figure 1.5. Dans ce plan, la courbe A, ou «courbe
de Wolhery, représente le nombre de cycles a rupture d’une éprouvette pour
une amplitude donnée. La zone située en dessous de la courbe correspond a des
éprouvettes non rompues. Dans cette zone, entre la ligne de la limite d’endurance
et la courbe A, on distingue : la zone I, qui représente la zone de propagation
de micro-fissures et la zone I, correspondant a I’amorgage de ces micro-fissure.
Ces zones sont séparées par la courbe B, qui caractérise donc le nombre de cycles

nécessaire au micro-amorcage |Bathias 08].

o |

Fatigue oligocyclique

Fatigue polycyclique

. A . Endurance limitée

S Endurance illimitée

I | »
0 10%a 10%cycles 10° & 107 cycles

Nombre de cycles

FIGURE 1.5 — Représentation schématique de la courbe de Wohler avec la sépa-

ration des différents domaines de fatigue.

La courbe de Wohler nous permet aussi de diviser conventionnellement I’étude
de la fatigue en deux domaines, en fonction du nombre de cycles appliqué, la
fatigue a faible nombre de cycles, ou oligocyclique, et la fatigue a grand nombre
de cycles, ou polycyclique. Le deuxiéme domaine peut encore étre séparé en deux :
I'endurance limitée d’une part et I'endurance illimitée de 'autre (cf. FIG. 1.5)
[Charkaluk 06].
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Du point de vue macroscopique, la différence entre la fatigue oligocyclique
et la fatigue d’endurance illimitée est 'apparition de déformation plastique au
cours du chargement de fretting. La fatigue oligocyclique est une fatigue plas-
tique (cf. FIG. 1.6 (a)), la fatigue d’endurance illimitée est par contre purement
élastique au niveau macroscopique, et celle d’endurance limitée correspond & la

transition entre les deux.

Au niveau mésoscopique, on constate en fait que certains grains ont un com-
portement inélastique dans le domaine de I’endurance illimitée (cf. FIG. 1.6 (b)).
Cette plastification résulte des hétérogénéités locales. Elle est liée au mouvement
des dislocations sur les plans cristallographiques, et produit des micro-fissures
qui, si elles arrivent a traverser les premiers joints de grains, conduiront a 1’en-

dommagement macroscopique.

vy oy Vv

B Zone Plastifiée

@) (b)

FIGURE 1.6 — Représentation schématique de la plastification pour (a) la fatigue

oligocyclique et (b) la fatigue d’endurance illimitée.
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1.2.2 Critéres de fatigue multiaxiale

Les chargements que subissent les structures industrielles sont la plupart du
temps multiaxiaux. C’est pourquoi l'essai de fatigue uniaxiale ne suffit pas a
assurer a sécurité et la fiabilité des structures. Il est donc important de disposer
d’essais multiaxiaux, et de caractériser des critéres de fatigue multiaxiale. Comme
dans le cas de la fatigue uniaxiale présenté sur le diagramme de Wohler, on sépare
classiquement les critéres de fatigue multiaxiale en deux catégories : les critéres
de fatigue d’endurance illimité et les critéres de fatigue oligocyclique.

Si 'on se base sur la nature des variables utilisées dans les formules, on dis-
tingue trois catégories de critéres : critéres en déformation, critéres en contrainte
et critéres mixtes. Les critéres en déformation sont plus souvent utilisés en fa-
tigue oligocyclique parce que les déformations permettent de distinguer les com-
posantes élastiques et plastiques [Blétry 08]. L’avantage des critéres en contrainte
est que la contrainte moyenne et 1’écrouissage peuvent étre considérés. En fai-
sant intervenir les déformations et les contraintes dans une méme formulation,
les critéres mixtes associent les avantages des deux autres classes de critére, et

sont de plus en plus utilisés.

1.2.2.1 Critéres d’endurance illimitée

Les critéres d’endurance illimitée utilisent la contrainte comme variable cri-
tique. B. Weber [Weber 99| les sépare en : critéres empiriques, critéres globaux

et critéres de plan critique.

Critéres empiriques Les critéres empiriques sont les plus anciens, et ne sont
en général que des lissages de résultats expérimentaux particuliers (traction—
torsion, flexion—torsion), si bien qu'ils manquent de généralité. les critéres
les plus connus de cette catégorie sont : le critere de Hohenemser & Prager
[Hohenemser 33|, le critére de Gough & Pollard [Gough 35, Gough 51| et celui
de Lee |Lee 80, Lee 85].

Critéres globaux Les critéres globaux sont basés sur des invariants des ten-
seurs de contrainte, qui permettent de ramener une variable tensorielle & une
grandeur scalaire, et d’établir des équivalences avec les chargements uniaxiaux.

En général, ces critéres ne permettent pas de prédire l'orientation de fissure,
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cependant certains d’entre eux, qui utilisent le premier invariant du tenseur des
contraintes et le deuxiéme invariant du tenseur déviateur, peuvent étre considérés
comme un intermédiaire entre les critéres de plan critique et les critéres globaux
car ces deux termes sont proportionnels aux contraintes normales et tangentielles
sur le plan octaédrique (ou plan déviateur). Dans cette catégorie, on peut citer :
le critére de Sines et de Crossland [Sines 55, Sines 81, Crossland 56|, le critére de
Papadopoulos |Papadopoulos 93, Papadopoulos 96a, Papadopoulos 96b], le cri-
tere de Froustey & Lasserre [Froustey 89, Froustey 92| et le critére de Palin-Luc
[Palin-Luc 04, Palin-Luc 05, Palin-Luc 07].

Critéres de Crossland et Sines Le critére proposé par Crossland en 1956,
est basé sur une combinaison de 'amplitude du deuxiéme invariant du déviateur
des contraintes et du maximum de la contrainte hydrostatique. Au lieu d’utiliser
le maximum, le critére de Sines utilise la contrainte hydrostatique moyenne. Le

critére de Sines s’écrit :

AJ
7+6511,m0y_>\§ 0 (11)
et le critére de Crossland [Blétry 08| :
AJ
(1= Be) =+ Belimaz = A <0 (1.2)
20_
/Bc =1- o1 (13)

\/57'—1

ou AJ est 'amplitude de la contrainte octaédrale, A est la limite d’endurance
en traction alternée symétrique, S est un paramétre matériau, o_; et 7_; repré-
sentent respectivement la limite d’endurance de traction alternée symétrique et
de torsion alternée symétrique.

A partir de chacun de ces critéres, il est donc possible de décrire le domaine
d’endurance. Le critére de Crossland est représenté par une droite dans un dia-
gramme défini par la pression hydrostatique et 'amplitude de deuxiéme invariant
de von Mises (cf. FIG. 1.7). Dans ce diagramme le domaine de rupture se situe

au-dessus de cette droite.

Critéres de plan critique L’esprit des critéres de plan critique est de ratta-
cher 'endommagement & un mécanisme particulier au niveau de la microstruc-

ture, qui permet de définir une direction préférentielle d’endommagement qui
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FIGURE 1.7 — Représentation graphique du domaine de rupture prévu par le

critére de Crossland.

donnera naissance au plan d’amorcage de la fissure. Ce plan critique est défini
par la maximisation d’une grandeur critique durant un cycle. Ce type d’approche
enrichit les informations fournies par les critéres traditionnels de fatigue. On cite

ici quelques critéres de cette catégorie :

Le critére de Dang Van Justifié par des considérations établies a 1’échelle
microscopique, ce critére utilise des grandeurs macroscopique des contraintes qui
sont la partie alternée du cisaillement et la pression hydrostatique. I considére
le plan qui est soumis & une contrainte de cisaillement maximale comme le plan

critique d’amorgage [Dang-van 93, Fouvry 96].

Le critére de McDiarmid Pour McDiarmid, I'amorgage a lieu aussi dans
le plan critique ou lamplitude du cisaillement est maximale |[McDiarmid 73,
McDiarmid 74, McDiarmid 91].

1.2.2.2 Critére de fatigue oligocyclique

A plus forte contrainte et sous l'influence de la plasticité, la rupture peut
intervenir aprés un nombre de cycles relativement faible. Les critéres décrivant
le domaine de fatigue d’endurance illimitée ne fonctionnent plus dans ce cas. Le

critére le plus ancien [Manson 52, Coffin 54|, lie le nombre de cycles a rupture et
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les déformations. Quelques variantes se sont développées par la suite, notamment
pour tenir compte de l'interaction entre la fatigue et le fluage, ainsi que des

critéres mixtes, comme rappelé ici.

Critére SWT Le critéere SWT (Smith-Watson-Topper) [Smith 70] a été pro-
posé initialement pour le cas du chargement de traction-compression uniaxial.
C’est un critére mixte qui combine déformation et contrainte :

/1\2

(Uf) 2b b+c
Omaz€a = T (2Nf) + O'}&lf (2Nf) (14)

€, est amplitude de la déformation, Ny est le nombre de cycle, 0}, e'f, b et c
sont des coefficients du matériau. o,,,, permet de prendre en compte 1’écrouis-
sage cyclique supplémentaire induit par des chargements proportionnels. Il a été
adapté par Socie [Socie 87| au cas des chargements multiaxiaux :

(o))

Omasa = —5— (2Np)” + 0z (2N;)"™ (1.5)

1
mazx

ou o est le maximum de la contrainte normale au plan critique. Ce critére
considére donc que 'amorgage de fissure aura lieu dans le plan qui maximise le
produit de 'amplitude de déformation normale par la contrainte normale maxi-
male au cours d'un cycle. Il est utilisé par Szolwinski et Farris [Szolwinski 96] la

premiére fois pour le probléme de fretting.

Critére de Jacquelin Ce critére fait aussi partie des critéres mixtes qui com-
bine 'amplitude des déformations plastiques et la contrainte normale de facon

multiplicative. Selon ce critére, le nombre de cycles & rupture s’écrit :
Ny = NOA/Ypaanﬁ (1'6)

ot Ay, est 'amplitude de la déformation plastique de cisaillement, celle-ci dé-
terminant le plan critique. o, représente la contrainte normale sur le plan en
question. Ny, a, (8 sont les parameétres du matériau ajustés de lois de Manson-
Coffin [Jacquelin 83, Jacquelin 85].

Critére de PTONERA C’est un critére en contrainte [Chaudonneret 93], qui a
été utilisé avec succeés en fatigue oligocyclique a température ambiante et a plus

haute température |Lemaitre 96]. Il peut également étre appliqué pour simuler
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le cumul fatigue—fluage [Blétry 08]. D’aprés ce critére, le nombre de cycles a

I’amorgage de fissure en fatigue s’exprime par :

1 Oy — J, AT\ 7
N — u max 17
T u(B+1)AJ2 = (2M> (L.7)
o] = 00 + (1 — bUZO)[lmoy (18)
M == Mo(l - bllmoy) (19)

ou o, est la contrainte ultime, o; est la contrainte limite de micropropagation,
a, b, B, 019, My sont des parameétres du matériau. AJ est le diamétre de la plus
petite hypersphére qui englobe le trajet de contrainte et J,,,, est la plus grande
valeur du critere de von Mises au cours du cycle. Ii,,,, est la veleur moyenne de

la trace du tenseur de contrainte.

1.3 Modélisation de la propagation de fissure

1.3.1 Meéthodes de description d’une fissure dans un milieu

continu

Dans la littérature, plusieurs méthodes sont disponibles pour décrire une
fissure dans un milieu continu. En plus des méthodes analytiques et semi-
analytiques [Dubourg 92, Hills 96|, les méthodes numériques telles que la mé-
thode sans maillage, la méthode des éléments finis et la méthode des éléments
finis étendus sont également beaucoup utilisées.

La méthode sans maillage (Mesh-less method) est introduite par Lucy en
1977. Elle comprend plusieurs sous-méthodes qui sont développées pour traiter les
différents problémes. La méthode « element-free Galerkin (EFG) » est une de ces
méthodes sans maillage qui est souvent utilisée pour traiter le probléme de fissure
[Belytschko 94, Belytschko 95]. Cette méthode utilise une série de points sur
lesquels les déplacements sont calculés, en général par une théorie MLS (Moving
least squares). Elle obtient des résultats plus précis que la méthode des éléments
finis (FEM), pourtant, elle est mathématiquement trés compliquée et surtout
trés cotiteuse au niveau du temps de calcul.

La méthode des éléments finis (FEM) est la méthode la plus répandue dans

ce domaine. Elle nous permet d’étudier les problémes de fissuration dans une
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géométrie compliquée en 2D ou 3D [Dick 08, Carter 00] et de prendre en compte
des lois de comportement complexes [Cailletaud 95, Chaboche 08]. Dans cette
méthode, le maillage doit étre conforme a la géométrie de fissure. Afin d’obtenir
un résultat précis, le maillage doit étre suffisamment raffiné en pointe de fissure.
Ceci est difficile a réaliser pour des structures complexes surtout en 3D, et cela
accroit le temps de calcul. Lorsque la fissure se propage, le maillage de la structure
doit étre reconstruit, et dans le cas d’un calcul inélastique, I’ensemble des champs
et des variables internes doivent étre transférés aussi. Ces opérations sont trés

coliteuses et délicates & malitriser.

La méthode des éléments finis étendus (X-FEM) est un enrichissment de la
FEM qui est proposée dans I’équipe de Belytschko en 1999 [Moés 99]. Elle est
plutot bien adaptée a la simulation de la propagation de fissure grace a sa rela-
tive indépendance du maillage des éléments finis. La discontinuité du champ de
déplacement est décrite par une fonction discontinue (fonction de saut), qui nous
permet d’identifier la localisation de la fissure. De la méme maniére, la singula-
rité est définie par une fonction singuliére qui nous permet de localiser la front
de fissure. Avec cette méthode, on peut retarder le remaillage de structure, et le
transfert des champs qui ’accompagne, lorsque la fissure se propage. Mais cette
méthode encore jeune présente quelques difficultés pour les problémes plastiques
et les problémes de contact, de plus, elle est moins précise que la méthode FEM
au niveau de résultat [Pierres 10a| si 'on ne remaille pas suffissamment. Des
progrés important ont été fait récemment pour l'application de cette méthode

aux problémes de fretting [Baietto 10, Pierres 10b].

1.3.2 Meécanique de la rupture

Dans le domaine de la fissuration, la mécanique de la rupture est un outil
d’analyse essentiel. Cette théorie, popularisée a partir des années 50, permet de
caractériser le comportement d’une fissure au sein d’une structure. Elle fournit a
la fois une analyse du champ de contraintes et de déformations au voisinage du
front de fissure et des concepts globaux comme le taux d’énergie dissipé, dérivée
partielle de I'énergie potentielle par rapport a l'avancée de fissure, ou le facteur

d’intensité de contrainte.
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1.3.2.1 Modes de fissuration

D’aprés la proposition classique d’Irwin, on distingue trois modes de rupture
par rapport au chargement et au mouvement des lévres de fissure (cf. FIG. 1.8) :
En mode I, le déplacement relatif des deux lévres de la fissure est perpendiculaire
a la surface de rupture; en mode II, le déplacement relatif est dans le plan de
fissure, et perpendiculaire a la ligne du font de fissure; en mode III, le déplace-

ment relatif est dans le plan de fissure, et paralléle a la ligne du font de fissure.

| — -
v 4
(a) Model (b) Mode 1 (c) Mode 1l

FIGURE 1.8 — Représentation schématique des trois modes de rupture : (a) mode

d’ouverture; (b) mode de cisaillement plan; (¢) mode de cisaillement antiplan.

1.3.2.2 Facteur d’intensité de contraintes

Le facteur d’intensité de contrainte (FIC) a été introduit par Irwin [Irwin 57].
Nous prenons par exemple le mode I de fissuration, la figure 1.9 présente une
fissure de longueur 2a située dans une plaque infinie soumise & un champ de
contrainte uniaxial, la composante o étant normale & la direction de fissuration.
Dans le cadre d’une résolution élastique, le champ des contraintes en un point
de coordonnées polaires (r,6) par rapport la pointe de fissure peut étre estimé

grace aux équations suivantes :
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o\/Ta 9( 0 . 39)
Ogw = cos— | 1 — sin—sin—

V2orr 2 22
0 6 30
Oyy = f/%fcosi (1 + sinﬁsin7> (1.10)
oyma 0 0 30

Oy = COS=SIN=COS—

Vomr 2 2 2

2a

FIGURE 1.9 — Fissure en mode I dans une plaque infinie, définition du systéme

de coordonnées en front de fissure.

Ces équations montrent que le champ de contraintes présente une singularité
en r~ /2 & proximité de la pointe de fissure. Le facteur d’intensité de contraintes,
qui peut par exemple étre défini comme la limite pour 6 égal 0 lorsque r tend
vers 0 du produit o,,(27r)~/2, caractérise I'état de contrainte au voisinage de
la pointe de fissure. C’est une quantité finie, comme l’est également ’énergie de

déformation élastique [g:edV.
v
Le tenseur de contraintes s’exprimer finalement par :

K
P -
7 \27r

Le facteur d’intensité de contrainte K décrit l'intensité des contrainte du

fi;(0) (1.11)

mode considéré au voisinage de la pointe de fissure et s’exprime en M Pay/m.
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Pour la géométrie considérée dans la figure 1.9, le facteur d’intensité de contrainte
peut étre exprimé par :
K; =ov7a (1.12)

Si au lieu d’effectuer une analyse avec un comportement élastique linéaire
on considére une loi de comportement élasto-plastique, les contraintes restent
finies, ce qui correspond a un émoussement de la pointe de fissure, notamment les
matériaux ductiles. Il y a une zone plastique a la pointe de la fissure, qui influence
la distribution du champ des contraintes et change la vitesse de la propagation.
Irwin [Irwin 60| a proposé dans le cas d’'un matériau parfaitement plastique un
modeéle qui donne la corrélation entre le facteur d’intensité de contrainte et la

taille de la zone plastique (cf. eq. 1.13) :

S (&)2 (1.13)

nmw \ oy

ou n = 1 en contraintes planes et n = 3 en déformations planes. o, est la limite
d’élasticité du matériau et r, représente la taille de la zone plastique devant la
pointe de fissure. Cette formule approchée ne tient pas compte des redistributions
de contrainte devant la pointe lors de la plastification.

Irwin a aussi montré que l'ouverture de fissure 6 (CTOD) peut étre reliée au
facteur d’intensité de contrainte et & deux paramétres matériaux (le module de

Young E et la limite d’élasticité o) :

5~ Ki

~ 1.14
P (1.14)

Ce genre de modeéle, qui rend compte de I'influence de la zone de plasticité en
pointe de fissure peut étre utile pour I'analyse des fissures courtes. On reviendra

sur ce point dans la partie qui traite de 'analyse des fissures courtes.

1.3.2.3 Loi de Paris

Le comportement de propagation d’une fissure macroscopique dans des condi-
tions de sollicitation données a été largement étudié expérimentalement. Ces
études expérimentales se résument & une courbe décrivant la vitesse de propa-
gation da/dN en fonction de la valeur logarithmique de la variation du facteur
d’intensité de contrainte AK (cf. FIG. 1.10). Généralement, cette courbe fait

apparaitre trois régimes :
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— Le régime de la zone I est influencé par la valeur seuil AK,, en dessous de
laquelle la fissure macroscopique s’arréte. La propagation de fissure dans
ce régime est fortement influencée par la microstructure du matériau, le
rapport de charge et ’environnement.

— Le régime II montre une propagation de fissure stable, décrite par une
fonction puissance de la variation de AK :

da
N = C(AK)™ (1.15)
ou C' et m sont des constantes intrinséques du matériau.

— La zone III correspond au domaine de la propagation instable, avec une
vitesse bien plus élevée que celle du régime II. La valeur AK tend vers la

ténacité du matériau Ko, qui définit la propagation catastrophique de la

fissure.
Pour un rapport de charge donné : R = Cst RUPTURE
FINALE
3 , . K - K
da MECANISMES | mecanismes 1 e €
dN DISCONTINVES | CONTINUES H
mm {cyeles | Forte influence : Faible influence :
a) Microstructure | a) Microstructure '
b} Contrainta moyenne |  b) Contrainte moyenne
c) environnemant 1 ¢} Environnemeant 1 I
p | d) épaisseur :
1077 T ! ¥ MECANISMES
: ITI : STATIQUES
: : Clivage, rupture
1 1 Intergranulaire
I i ;
1 1 Forte Influence
Droite de PARIS 1 a) Microstructurs
da o . B Eontrainbe moyenne
10—9 £ ﬁ = AK : ) Epaisseur
| Faible Influence
1 a) Environnement
|
I
ﬂg 10 100 InAK
8 {MPa -+/m)

FIGURE 1.10 — Evolution schématique de la vitesse de fissuration en fatigue en

fonction du facteur d’intensité des contraintes [Proudhon 05al.

La dépendance linéaire entre la vitesse de propagation et 'amplitude du FIC

en échelle logarithmique (cf. eq. 1.15) dans le régime II a été déterminée par
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Paris et Erdogan [Paris 63| et est connue sous le nom de loi de Paris. Cette
loi a été vérifiee dans de nombreux matériaux, et elle devenue un outil de base
pour analyser la propagation des fissures macroscopiques. Elle permet d’étendre
la notion de siireté des piéces de fatigue & la tolérance au dommage, c’est-a-
dire le fait de passer d’'une stratégie «ne pas amorcer de fissure» a un concept
de controle, ou il s’agit d’ «autoriser d’une fissure dans la zone de propagation
stable». Cependant, comme la loi de Paris est une loi originellement empirique qui
ne rend compte que d’un effet macroscopique, elle a des limitations surtout dans
le domaine des fissures courtes ot les mécanismes microscopiques jouent un role
trés important sur la propagation. Pour cette raison, la vitesse de propagation
des fissures courtes doit donc étre décrite autrement. Ce sera 1'objet de la section
1.3.4.

1.3.3 Critére de propagation des fissures

La définition de la propagation de fissure s’exprime par une loi décrivant la ci-
nétique de propagation et une loi prédisant sa direction. Pour une fissure longue
soumise a un seul mode de chargement pur (cf. FIG. 1.8), la loi de Paris (cf.
eq. 1.15) est souvent considérée afin d’évaluer la vitesse de propagation & partir
du FIC. Lorsque la fissure est sollicitée par plusieurs modes de chargement (char-
gement de mode mixte), ’évaluation de la cinétique de propagation d’une fissure
longue est plus complexe. Généralement, une loi de propagation du type «loi de
Paris étendue» est mise en place. La valeur AK est calculée par combinaison des

facteurs d’intensité des contraintes K;, Ky et Ky :

AK = (AK™ + CiAK™, + CoAK?,, ) (1.16)

ou C1, Cy, m, n, p, q sont des constantes dépendant du matériau et du type de
chargement déterminé expérimentalement.

Pour déterminer la trajectoire de la fissure, les critéres de plan critique en
fatigue et certains critéres de fatigue oligocyclique présentés dans la section
1.2.2.1 sont parfois utilisés, surtout pour une situation de chargement uniaxial.
D’autres critéres permettent aussi de prédire la direction de propagation d’une
fissure longue dans le cas d'un chargement multiaxial|Khan 00]. On distingue

dans la suite le cas d’un chargement multiaxial proportionnel (les rapports des
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contraintes principales oy (t)/o3(t), oa(t)/o3(t) et o3(t)/o1(t) sont constants au
cours du cycle de chargement) et le cas de chargement multiaxial non propor-
tionnel [Pierres 10a].

Afin de faciliter la présentation suivante, on peut réécrire les équations 1.10

en coordonnées polaires, dans le cas d’'un mode mixte (I,17) :

1 0 3
0p = cos —[Kjcos® = — —K;rsinf
' Vo e g T gfiend
! 9[K(1+ i 29)+3K in?f — 2K t 9] (1.17)
o, = COoS — sin® =) + = sin 6 — an — .
She 5 1 5 g i 11 5
1 0
Trg = ———=cos —|Kysinf + K;;(3cost — 1
0 WorT 2[ I 11 ( )]

1.3.3.1 Chargement proportionnel

Critére MTS (Maximum Tangential Stress) Proposé par Erdogan et Sih
[Erdogan 63|, ce critére est I'un des plus utilisé pour caractériser la propagation
de fissure en mode mixte. Il considére que la fissure se propage suivant la facette
0 pour laquelle la contrainte orthoradiale calculée en coordonnées polaires est
maximale. Mathématiquement, il s’exprime par les deux équations suivantes :
do (/] 82(7 0
— = et
00 00?

En utilisant les équations décrivant le champ des contraintes (cf. eq. 1.17) et les

<0 (1.18)

équation ci-dessus (cf. eq. 1.18), on obtient I’angle de propagation en mode mixte

K; — /K? 1 8K?
f = 2 arctan ( ! s ”) (1.19)

proportionnel :

4K p

Critére - M Ce criteére relie la direction de propagation avec le taux de triaxia-

lité [Kong 95]. Il s’exprime mathématiquement par :

oM M
— =0 et 1.20
a6 o <0 (1.20)
ou M est le taux de trixialité, défini par :
M=t (1.21)
Oeq

ot o est la contrainte hydrostatique et o., représente la contrainte équivalente

de von Mises.
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Critére - S Proposé par Sih [Sih 73, Sih 74|, ce critére considére que la fissure
se propage le long de la direction sur laquelle le «facteur de densité d’énergie de
déformation» est minimal. Il s’exprime mathématiquement par :

08 %S

— =0 et — >0 1.22

06 TR (1.22)
ou S est le facteur de densité d’énergie de déformation, défini par :

aw

= ro——0 1.2
S To v ( 3)

ol ry est la distance depuis la pointe de fissure, et ol la densité d’énergie élastique

dW /dV est exprimé par :

aw 1
dV  2F

(0240, +02)— K(Uxay—l—ayaz—i—azax) + EV (02,+0.,+02,) (1.24)

E

Le facteur de densité d’énergie de déformation S peux étre exprimé en fonc-

tion des facteurs d’intensité de contraintes :
S = (ZHKIz -+ 2@12[(1[([[ -+ QQQK?I —+ a33K?H (125)

ot les coefficients a;; sont des fonctions de I'angle 6 :

a1 =Tem— [(1 4 cosB)(k — cosh)]
= nf [2cost — (k — 1
ao 161G7T sinf [2cosf — (k — 1)] (1.26)
asg =———[(k + 1)(1 — cosf) + (1 + cosb)(3cosh — 1)]
16G
ass =4

ou G est le module de cisaillement, x est une constante dépendant de I’état de

chargement :
3—v .
K= , en contrainte plane
L+v (1.27)
Kk =(3 —4v), en déformation plane

Critére de taux de restitution d’énergie maximale Ce critére est bien
adapté aux calculs éléments finis. Le taux de restitution d’énergie est calculé

dans une couronne d’intégration éloignée de la pointe de fissure afin d’éviter les
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perturbations dues a la singularité. Selon ce critére, la fissure se propage dans la
direction qui maximise le taux de restitution d’énergie, il s’exprime mathémati-

quement par :

oG 0*G
— =0 et — <0 1.28
a6 T (1.28)
Plusieurs méthodes existent afin de calculer le taux de restitution d’énergie
G. On cite ici la méthode de I'intégrale J [Cherepanov 67, Rice 68|, la méthode
de calcul par avancée virtuelle de fissure [Parks 74, Lorenzi 85|, et la méthode de

G0 |Destuynder 83].

1.3.3.2 Chargement non proportionnel

Dans le cas du chargement non proportionnel, les rapports des contraintes
principales varient au cours du cycle. Ceci signifie que la direction de propagation
de fissure prédite par les critéres précédents n’est plus unique. Les critéres a
considérer se caractérisent en général par I'introduction d’une variable dépendant

du temps.

Critére de Hourlier Proposé par Hourlier et al., ce critére est basé sur les
valeurs de FIC & proximité de la pointe de fissure K* [Hourlier 82| et considére
trois possibilités :
— Critére 1, K{(0,t)mqs : la fissure se propage dans la direction qui maximise
la valeur K en espace et en temps;
— Critere 2, AK7(6)maz : la fissure se propage dans la direction qui maximise
I'amplitude de FIC K au cours du cycle;
— Critére 3, 22(0),,q. : la fissure se propage dans la direction qui maximise

’ dN

la valeur de la vitesse de fissuration 42 () = f(K7(6,t), K3(0,t)) en espace

et en temps.
Les résultats des ces critéres ont été comparés avec les résultats expérimen-
taux [Dhondt 82]. La comparaison montre que le critére 2 s’avére le plus perfor-

mant, et que le critére 3 est acceptable. Par contre, le critére 1 est peu satisfaisant.
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1.3.4 Propagation des fissures courtes

Le comportement de propagation des fissures courtes est plus complexe que
celui des fissures longues. Les aspects tels que la microstructure, la condition
de charge (contrainte moyenne), la plasticité et 'environnement influencent for-
tement 'état de propagation. Dans ce contexte, la loi de Paris dépendant des
facteurs d’intensité des contraintes conventionnels ne suffit plus a évaluer le com-

portement de propagation.

D’aprés Krupp [Krupp 07], la conception de fissures courtes consiste généra-
lement en fissure courte microstructurale, fissure courte physique et fissure courte

mécanique.

— La fissure microstructurellement courte est défini juste aprés ’amorcage de
fissure. Pour ce genre de fissure, sa vitesse de propagation da/dN dépend
fortement de la microstructure locale rencontrée par la fissure ;

— Si la longueur de fissure excéde quelques diamétres de grain, la forte in-
fluence de microstructure locale disparait, la propagation de fissure est
conduite par la zone plastique a I'extrémité de la fissure. Ce genre de fis-
sure est définie comme des fissures mécaniquement courtes;

— La fissure physiquement courte est définie quand la zone plastique au bout
de la fissure est relativement négligeable par rapport la longueur de fissure.

La mécanique élastique linéaire est donc valable pour ce genre de fissure.

De point de vu de mécanisme, les fissures physiquement courtes et les fissures
longues respectent bien la loi de Paris, la relation entre la vitesse de propagation
de fissure da/dN et lamplitude du facteur d’intensité de contrainte AK est
en fonction exponentielle. Par contre, les fissures mécaniquement courtes et les
fissures microstructurellement courtes montrent une relation inexplicable par la
loi de Paris entre la vitesse de propagation de fissure et le facteur d’intensité de

contrainte.

Néanmoins, la définition quantitative d’une fissure courte reste difficile. Selon
ASTM (American Society for Testing and Materials), une fissure est considérée
comme une fissure courte quand le rayon de sa zone plastique est plus grand

qu'un cinquantiéme de sa longueur.
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1.3.4.1 Quelques modéles existant pour rendre compte de ’interac-

tion des fissures courtes avec la microstructure

Afin d’expliquer le mécanisme de propagation des fissures courtes en rendant
compte de 'influence de la microstructure et de la plasticité & la pointe de fissure,
de nombreuses études ont été réalisées et plusieurs modéles ont été proposés
[Buffiere 02]. Un aspect central de ces développements est li¢ aux mécanismes
mis en jeu dans le franchissement des joints de grains par la fissure. Des modéles
de propagation cristallographiques sont aussi apparus assez récemment.

Morris et al. sont les premiers a avoir essayé de modéliser et de formaliser
le phénomeéne de blocage de fissure [Morris 81]. Selon cette étude, le déblocage
de fissure se produit par accumulation de déformation plastique au voisinage
de 'extrémité de la fissure en avant du joint de grain. Le nombre de cycles Ny
pendant lequel la fissure reste bloquée est calculé par :

No+Ny

D\/2¢(N)(Tefs — 0)*dN = By (1.29)

Ns
ol Ny est le nombre de cycles pour lequel la fissure arrive au joint de grains,
D est la distance entre le front de fissure et le prochain joint de grains, ¢(N) la
longueur de fissure au N°¢ cycle, 35 est un paramétre matériau, et ol 7,55 et 7
représentent respectivement la contrainte effective de cisaillement et la contrainte
seuil d’activation des dislocations. Ce modéle prend en compte la variation de
longueur de la fissure durant la période de blocage ainsi que la fermeture de la
fissure, mais ne contient pas d’explication physique claire.

B.A. Bilby, A.H. Cottrell et K.H. Swinden [Bilby 63| ont proposé un modéle,
dit BCS, pour évaluer la zone plastique devant la pointe de fissure. Ce critére
considére le déplacement d'une distribution longue et droite de dislocations dans
un milieu élastique isotrope infini soumis un cisaillement pur (cf. FIG. 1.11).

Dans cette distribution de dislocations, la résistance de déplacement du seg-
ment —c < x < +c est supposée égale a 0. C’est donc un segment libre équivalent
a une fissure. Les dislocations produisent un déplacement ¢ au niveau des seg-
ments —a < x < —c et ¢ < r < a quand le cisaillement 7 est égal a la contrainte
de friction oy du matériau. Celui-ci atteint sa valeur maximale prés de la pointe
de fissure x = +£c et tend vers zéro a la limite de la zone plastique x = Fa. Selon

ce modele, la taille de la zone plastique est donnée par :
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FIGURE 1.11 — Représentation schématique des dislocations dans un milieu élas-

tique infini soumis & un cisaillement uniforme.

¢ :nzcos<”> (1.30)

p %,
le déplacement plastique ¢ en bout de fissure est donné par :

2 |
¢ = Wng In (—> (1.31)

n

ou b représente le vecteur de Burgers. A est une constante qui s’exprime en
fonction de b, du module de cisaillement G' du matériau considéré, du coefficient
de Poisson v et du type de dislocations considérées (coin ou vis).

En se basant sur le modele BCS, Navarro et De Los Rios [Navarro 88| ont
étudié la propagation des fissures courtes a ’aide d’une distribution de disloca-
tions. Ils ont proposé de modéliser le déplacement plastique en bout d’une fissure
en multipliant le vecteur de Burgers par le nombre de dislocations présentes dans

la zone plastique :
2b 1 . (T
¢p=——0pc|nln—+vV1-—n?|sin- n+-|——-1 (1.32)
2 A n 2 \oy
La vitesse de propagation de fissure est supposée étre proportionnelle au
déplacement plastique ¢ en pointe de fissure. En considérant la valeur n qui

représente le rapport de la longueur de fissure sur la taille de la zone plastique

(cf. FIG. 1.11 et eq. 1.30), on peut donc calculer la vitesse de propagation pour
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chaque état de longueur de fissure. Lorsque n se rapproche de 1, ¢ diminue. Le
ralentissement d’une fissure est donc reproduit. Cependant, ce modéle ne permet
pas de rendre compte du déblocage d’une fissure arrétée par un joint de grains.

En suivant ce chemin, Hussain a enrichi la proposition de Navarro et De Los

Rios [Hussain 93|. Il exprime le déplacement du font de fissure par :

2k /1 —n?
=G
n

ou k est une variable dépendant du type de dislocation : il vaut 1 pour la dis-

oa (1.33)

location vis et 1 — v pour la dislocation coin. a est la longueur de fissure et G
le module de cisaillement. Cette valeur de déplacement ¢ est toujours supposée

étre proportionnelle & la vitesse de propagation de fissure :

da
Se=19 (1.34)

ou f est le facteur d’irréversibilité.

Au cours de la propagation, I'extension de la zone plastique liée a la fissure
peut étre bloquée temporairement par le joint de grains, pourtant la longueur
de fissure continue de croitre. Ceci fait augmenter la valeur de n. Quand la
concentration de contrainte est suffisamment grande pour activer une nouvelle

source de dislocations dans le grain voisin, cette valeur atteint une valeur seuil

Ne -
Ne = COS (EU — UM) (1.35)

2 O comp
o= L (1.36)

Vi
Ol O eomyp st la contrainte de comparaison (contrainte de friction du critére BCS),
ory, est la limite de fatigue et ¢ est le nombre de grains traversés par la fissure (on
suppose que les deux cotés de la fissure se propagent & la méme vitesse, le nombre
de grains traversés est donc toujours impair, ¢ = 1,3,5...). La concentration de
contrainte amenée par la nouvelle zone plastique dans le grain voisin est définie

par :
i

n —_—

‘42

La durée totale de la propagation, N, est donc égale a la somme du nombre

(1.37)

Nng =

de cycles nécessaire pour le passage de chaque grain AN; :

N=> AN, (1.38)
=1
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1

AN; "ngi) (1.39)

(sin™" ng — sin”

B frAo
Pour évaluer la vitesse de propagation de fissures courtes, Edwards et Zhang
[Edwards 94a, Edwards 94b| ont calculé la taille de la zone plastique 7, et 'ont

corrélée avec la vitesse de propagation (cf. FIG. 1.12) :

1 — cos (%)
rp/Cc= _ \T7 (1.40)
cos (%)
Ils aboutissent & la loi suivante :
de m

ou C' et m sont des constantes du matériau.

N

B iy

i=-3 i=1 i=1 i=3

FIGURE 1.12 — Représentation schématique de la propagation de fissure dans un
grain [Edwards 94b].

Les résultats obtenus avec ce modeéle sont en bon accord avec les essais, sur-
tout pour des matériaux de grain fin [Edwards 94b].

Suivant une approche différente des modéles précédents, qui estiment la vi-
tesse de propagation a partir de I’évolution de la taille de la zone plastique,
Tanaka et ses collaborateurs utilisent des paramétres qui dépendent de la géo-
métrie de la fissure : CTOD (crack tip opening displacement) et CTSD (crack tip
sliding displacement) |[Tanaka 86|. En se basant sur la théorie de Taira |Taira 78|,
ils ont séparé la propagation de fissure en trois étapes, fonction du statut de la
zone plastique dans les grains : le glissement équilibré, le glissement bloqué et le
glissement propagé (cf. FIG. 1.13). Les valeurs de CTSD et CTOD sont calculées

pour chaque étape de propagation, et la vitesse de propagation est estimée par :
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da/dN = B'(ACTSD)™, propagation de stade I
da/dN = C'(ACTOD)", propagation de stade II

ou B’, C’, m et n sont des constantes.

(1.42)

{c)

20 )

T

FIGURE 1.13 — Représentation schématique de 1’évolution de la zone plastique
au cours de la propagation d’une fissure courte, (a) glissement équilibré; (b)

glissement bloqué; (c) glissement propagé [Tanaka 86].

L’intérét de ce type d’approche est que les paramétres géométriques sont
relativement faciles a obtenir, par la mesure expérimentale comme par le cal-
cul d’éléments finis. A priori, au cours de la propagation, le ralentissement, le
blocage et le déblocage de fissure se manifestent par une modification de ces pa-
rameétres. Grace a cette simplicité, ce critére a été beaucoup utilisé dans le cadre
de la propagation de fissure courte [Koster 10]. Certains chercheurs ont en plus
modifié ce critére en remplagant le CTOD ou le CTSD par un nouveau para-
métre représentatif «CTD» qui synthétise le CTOD et le CTSD par la fonction
[Bennett 03] :

CTD = VCTOD? 4 CTSD? (1.43)
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Nous signalons enfin un critére de choix du plan de fissuration lors du fran-
chissement d’un joint de grains. Zhai et al. ont étudié la propagation d’une fissure
courte dans un alliage d’aluminium en rendant compte de 1’orientation cristallo-

graphique locale et de la désorientation entre deux grains [Zhai 00, Zhai 05].

axe de

Tain (1)
& = chargement

surface

il 2> el
5 DRI II KRR I IK AR AN
plan (1) de DX IIKH A IIHS
e e T R RIIAIIIRIAIHRKN
f]bburatwn; o P N N P N SN NSNS

clissement

plan (2) de
fissuration/
joint de grain glissement.

FIGURE 1.14 — Schématisation de la propagation cristallographique d’une fissure
le long des plans de glissement |Proudhon 05a].

Aprés avoir identifié les différents plans de glissement et calculé les angles
de déviation (tilt) 0 et de déflexion (twist) a (cf. FIG. 1.14), ils ont montré que
le plan d’activation de fissure ne peut pas étre défini seulement par un plan
qui maximise la valeur du facteur Schmid, mais correspondait également & un
angle de déflexion a minimum. Ce critére est cependant établi sur les hypothéses
suivantes : le chargement est paralléle au plan du joint de grains et le plan du joint

de grains est perpendiculaire a la surface. Ceci limite la fiabilité et le précision

de la prédiction.



36

Chapitre 1. Bibliographie




CHAPITRE 2
Etude de 'amorcage de fissure sous

chargement de fretting

Ce deuxieme chapitre a pour objectif d’étudier numériquement l’amorcage des
fissures sous chargement de fretting en rendant compte des différentes méthodes
palliatives. Premierement, le comportement du matériau et le critere multiazial
de prédiction seront explicités. Ensuite, le modéle EF en géométrie cylindre/plan
sera présenté. Enfin, nous analyserons les résultats des simulations et discute-
rons en détail l’effet de la contrainte moyenne, de la plasticité et des éventuelles
contraintes résiduelles.
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2.1 DModélisation numérique de ’amorcage des

fissures de fretting

2.1.1 Comportement du matériau

Le matériau étudié dans cette thése est un alliage de titane Ti-6Al-4V (ou
TAGV), qui est largement utilisé dans le domaine de 'aéronautique en raison
de son haut rapport résistance mécanique/poids et sa grande résistance a la
corrosion. Il est également le plus utilisé des alliages de titane, et représente a
lui seul 50 — 60% de la production mondiale.

Dans cette partie dédiée a ’amorcage des fissures de fretting, la microstruc-
ture de l'alliage n’est pas directement considérée, mais le comportement élasto-
plastique macroscopique du matériau va étre pris en compte. Les lois de compor-
tement utilisées sont décrites dans le Tableau 2.1. Elles sont formulées en petites

déformations et constituées de différentes lois d’écrouissage dans un cadre visco-

plastique.
TABLE 2.1 — Lois de comportement macroscopique
K /J@g—X)—R\"™"
Potentiel viscoplastique Q= -
ntiel viscoplastiqu I < 7

| o tione o 3 (@ =X) —R\" ¢/ =X
tesse de déformation plast P= (> (0 3
VI esse de derormation P as lque é 2 < J( )S

Ecrouissage cinématique

Ecrouissage isotrope Ry = Constante
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TABLE 2.2 — Paramétres du modéle pour le TA6V

Parameétre Ry C D K n
(MPa) | (MPa) (M Pa.s'/™)
Valeur 490 106663 | 100 400 16

Dans ce modéle présenté (Tab. 2.1), le potentiel viscoplastique €2, qui est fait
intervenir une loi puissance avec deux parameétres K et n, la variable critique
dépendant de la distance au sens de von Mises J(g —x) entre I’état de contrainte
et le centre du domaine d’élasticité, défini par la variable X d’écrouissage ciné-
matique. Il n’y a pas d’écrouissage isotrope, le seuil d’écrouissage Ry représentant
la limite élastique est donc constant. Lorsque les valeurs positives du potentiel,
des déformations viscoplastiques se développent. Dans les formules, o7, et Xj; re-
présentent respectivement le déviateur du tenseur de contrainte et de la variable
d’écrouissage cinématique. Les parameétres matériau sont identifiés sur 1’état sta-
bilisé du matériau lors d’essais oligocycliques & déformation plastique imposée.
Dans la premiére version de la loi que nous considérons, il n’y a qu’une seule
variable d’écrouissage cinématique, donc un seul couple (C', D) pour caractériser
cette évolution. Le paramétre C' controle la pente initiale de la courbe d’écrouis-
sage a la sortie du domaine d’élasticité, tandis que le paramétre D controle la
non-linéarité de 1’écrouissage. La variable p représente la déformation plastique

cumulée, définie par p = ((2/3)§tp : étp)l/Q'

Les paramétres de comportement du matériau utilisés dans la modélisation
figurent dans le Tableau 2.2 tandis que le comportement mécanique du matériau
est illustré par une simulation d’un essai de traction—compression non symétrique
avec une contrainte moyenne positive, en figure 2.1a. La translation du centre
de la surface de charge est clairement visible, la déformation plastique maximale
augmentant d’une certain quantité a chaque cycle. Cette quantité connue sous le
nom de déformation de rochet, est notée Ae, |Lemaitre 96|. Plusieurs simulations
ont été effectuées en gardant 'amplitude de la contrainte de chargement égale a
700 MPa et en changeant la contrainte moyenne o,,. La déformation plastique
de rochet (Ae,) augmente en fonction de celle-ci (cf. FIG. 2.1b). Ceci montre
I'importance de la contrainte moyenne sur la réponse mécanique cyclique du

matériau.
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FIGURE 2.1 — (a) Réponse mécanique du Ti-6Al-4V illustrée par la simulation
d’un essai uniaxial de traction-compression non symétrique. (b) Evolution de la

déformation plastique de rochet en fonction de la contrainte moyenne.

2.1.2 Critére d’évaluation du risque d’amorcage

Plusieurs critéres de fatigue multiaxiale ont déja été présentés dans la par-
tie 1.2.2. Parmi ceux 14, le critere SWT est souvent préféré depuis sa premiére
application dans le domaine de fretting par Szolwinski et Farris [Szolwinski 96],
en raison de sa capacité a prévoir a la fois la durée de vie d’amorcage et ’angle
d’orientation de la fissure. L'une de ses limitations est qu’il ne considére pas
leffet de la contrainte moyenne, alors que le chargement de fretting en intro-
duit classiquement une. Généralement, une contrainte moyenne de traction a un
effet néfaste sur la résistance en fatigue, tandis qu'une contrainte moyenne de
compression a un effet bénéfique [Susmel 05]. Le critére a donc été récemment
modifié par une équipe de 'ONERA dans le cadre d’une collaboration avec Tur-
boméca et Snecma [Bonnand 11]. Comme le critére SWT, le nouveau critére est
mixte en contrainte et déformation, mais considére en plus l'effet de la contrainte

moyenne au cours du cycle. Il est décrit par I’équation suivante :

Oeff =/ EacqOacg®(ITa) (2.1)

ol FE est le module de Young. ® est une fonction du premier invariant du tenseur

de contrainte qui est introduit afin de rendre compte de l'effet de la contrainte
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moyenne. 1'rg est la trace moyenne du tenseur de contrainte sur un cycle qui est

calculée par :

T7r(q)mae + T7(T) min
2

Tr(g) = (2.2)

Taeq (T€SP. €4¢q) est I'amplitude de la contrainte équivalente (resp. déformation
équivalente), calculée par en calculant la plus petite hypersphére englobant le
trajet de chargement [Blétry 11] :

La contrainte effective o.¢¢ (cf. eq. 2.1) calculée par TOS peut étre utilisée
pour évaluer le risque d’amorcage de fissure en combinant la loi classique de

Manson—Coffin qui lie la déformation et la durée de vie :

Age 1 -8

P
Agf e (2.3)
2 f

_ —a -8
€ = ANf + BN,

ou Ae¢/2, AeP /2 et g, sont respectivement 'amplitude de la déformation élas-
tique, I'amplitude de la déformation plastique et 'amplitude de la déformation
totale. « et § sont deux paramétres empiriques du matériau (généralement o est
proche de 0,5 et § est proche de 0,12). A et B sont deux constantes.

A partir des équations de Manson—Coffin (cf. eq. 2.3) et du critéere SWT qui
calcule sa contrainte effective par 'amplitude de la contrainte et celui de défor-
mation, on obtient une relation entre la durée de vie d’amorcage et la contrainte

effective du critére exprimée par :

oSWT = \/Eoue, = \/ E? (ABNJ:“—ﬁ + B2Nf_25) (2.4)

Il en est de méme avec le critére TOS, le lien entre la contrainte effective de

critére et I'expression de la durée de vie est donc :

0T = /BeucgOueg®(T7q) = \/ B2 (ABN;* + BIN;¥) (25)

Les paramétres caractérisant la durée de vie du matériau Ti-6A1-4V et appliqués

dans ce travail sont donnés dans la table 2.3 :
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TABLE 2.3 — Paramétres du critére de TOS utilisés pour le matériau Ti-6Al-4V

Parameétre A B Q 15}
Valeur 1.055 | 0.012411 | 0.85 | 0.1133

2.1.3 Caractérisation de ’état de contrainte et de défor-

mation en glissement partiel

L’analyse théorique de 1’état de contrainte sous chargement de fretting a
été faite séparément pour le glissement total et le glissement partiel en rendant
compte des différentes configurations de contact. On s’intéresse ici a la configura-
tion cylindre/plan car elle constitue un essai-modéle couramment utilisé dans les
laboratoires de recherche, et parce que 'état mécanique qu’elle génére s’évalue
facilement dans le cadre des déformations planes.

Dans le cas du glissement total, I’état des contraintes est décrit simplement
par une superposition des contraintes introduites par la pression normale P et

le cisaillement ) (proposé par McEwen [McEwen 49|) :
g=g" +q" (2.6)

otl la contrainte de cisaillement ¢@ peut étre calculée par la loi de Coulomb
lorsque la pression et le coefficient de frottement sont donnés. Autrement dit,
I’état des contraintes en glissement total ne dépend que de pression normale
appliquée et du coefficient de frottement.

Dans le cas du glissement partiel, leffort tangentiel global (Q) est toujours
inférieur au produit de 'effort normal par le coefficient de frottement (|Q| < uP).
On ne peut donc plus le calculer simplement par la loi de Coulomb. La zone de
contact est constituée d’une zone centrale toujours collée (|z| < ¢), et d’une zone
glissante en périphérie du contact (¢ < |z| < a), ou le rayon de la zone collée
c et celui de la zone de contact a sont déterminés par la théorie de Hertz (cf.
FIG. 2.2) [Johnson 85].

La spécificité du glissement partiel ne se manifeste pas seulement par la zone
collée au centre de la zone de contact, mais aussi par 'apparition du front de
glissement qui oscille entre a et ¢ dans la zone glissante au cours du cycle (cf.
FIG. 2.2 et FIG. 2.3). Ce front sépare la zone glissante en deux parties dans

lesquelles les directions de glissement sont opposées I'une a l'autre. Il est de
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stick
zone
x
li , fretting
slip slip
zone front ¢’ cycle Q(6)

FIGURE 2.2 — Représentation schématique dans un modéle Cylindre/Plan du

front de glissement lors d'un essai de fretting en glissement partiel.

ce fait, commode d’utiliser I’évolution du rayon du front de glissement ¢’ a la
place du temps au cours du cycle. Comme le montre la figure 2.3, chaque courbe
colorée représente une distribution instantanée du cisaillement de surface dans
un modeéle de contact Cylindre/Plan. Les rayons du front de glissement ¢ de
chaque courbe sont différents et ils correspondent chacun a un instant particulier
du cycle qui est noté sur la courbe de force tangentielle. Afin de déterminer 'état
de contrainte en glissement partiel & un instant donné du cycle, I'introduction de
¢ dans la formulation est donc utilisée.

Le tenseur des contraintes en glissement partiel résultant de ’action combinée
des forces P et () peut également étre obtenu par superposition. La contrainte
due & la pression ¢!’ reste identique & celle qui est obtenue en glissement total,
déterminée par la théorie de Hertz et sa valeur reste inchangée au cours du cycle.
La contrainte de cisaillement g% ne peut plus étre calculée simplement par la loi
de Coulomb. D’apres 'analyse de Mindlin et Hills [Hills 94|, la contrainte de ci-

saillement s’obtient par superposition de trois champs mécaniques (cf. FIG. 2.4) :

— un contact glissant entre —a et a avec une amplitude de +9. Le cisaillement

correspondant est :

1/2

Qa<x7 a) = HPo (1 - xZ/GQ) (27)

— un contact glissant entre —c et ¢ avec une amplitude de +4. Le cisaillement
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Charge -Q—=+Q Decharge +Q —-Q

0.8

Force tangentielle

3
Temps

FIGURE 2.3 — Evolution du front de glissement et du cisaillement de surface au
cours d’'un cycle de fretting en glissement partiel (v = 0.29, p = 0.8, k = ¢/a =
0.5).

di a ce glissement est :

qc(z, c) = pe/apo (1 — :U2/02)1/2 = kq,(z/k,a) (2.8)

— un contact glissant entre —c’ et ¢’ avec un amplitude de —26. Le facteur —2
se décompose en deux parties, I'une servant a résister au glissement actuel,
alors que l'autre sert a générer un nouveau glissement dans la direction

inverse. Le cisaillement di a ce glissement est :

/ / 2/ 12 1/2 / /
qe(z, ") = pc' /apy <1—x /c ) =FKq,(z/Ek a) (2.9)

ol po est la pression de Hertz maximale. Dans le cas du contact cylindre/plan,

Po S’exprime par :
2P
Ta

po = (2.10)

ol k et k' représentent respectivement les rapports de glissement c¢/a et ¢’/a. La

superposition des trois champs nous permet de calculer la contrainte de cisaille-
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q/

-1.5 -1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 1.5

FIGURE 2.4 — Représentation schématique de la théorie de superposition de
Mindlin (v =0.29, p =08, k=c/a=05et k' = /a =0.8).

ment en glissement partiel :

=Qa + qc — 290, charge
¢ =qa + qc — 2q o.11)
q=—4qa — Gc + 2qc, décharge
Ce principe de superposition reste valide tant que les hypothéses de Hertz sont

vérifiées. Le systéme doit donc comporter une surface continue, étre constitué
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d’un matériau élastique homogéne et isotrope, présenter des déformations faibles,
et un plan qui puisse étre assimilé & un massif semi-infini.
D’apreés 'analyse ci-dessus, une fois que le cisaillement est connu, 1’état des

contraintes en glissement partiel peut étre calculé par les relations suivantes :

=g” + ¢%(X,a) + kg®(X/k, a) — 2K'g°(X/K', a), charge
g =g" — %X, a) — kg®(X/k,a) + 2K' g% (X/K', ), décharge

Q

(2.12)

ol X est le vecteur qui décrit la position matérielle et &’ décrit I’évolution au
cours du cycle. Les composantes du tenseur g%’ et du tenseur g associés respec-
tivement & l'effort de la pression normale P et a 'effort de la force tangentielle
@ ont été déterminées par McEwen [McEwen 49|, dont le travail a été complété
par K. L. Johson, D. A. Hills, D. Nowell et A. Stackfield [Johnson 85, Hills 93]
(voir Annexe A).

Le champ des déformations peut étre ensuite déterminé & partir du champ
des contraintes a 'aide de la loi de Hooke. En combinant le critére TOS présenté
dans la section 2.1.2 et la solution pour I'état de contrainte et de déformation
présenté ci-dessus, on dispose d’une méthode analytique d’estimation de ’amor-
cage de fissure sous chargement de fretting en glissement partiel. Cette méthode
servira en particulier a vérifier la précision de notre modéle numérique dans le

cas élastique.

2.2 Estimation du risque d’amorcage de fissure de
fretting tenant compte de la plasticité et de

différentes solution palliatives

Le modele utilisé est une représentation 2D du systéme cylindre-plan (cf.

FIG. 2.5), avec un cylindre de rayon 49mm.

2.2.1 Modéle éléments finis

Sachant que la qualité du maillage influence directement la précision du calcul
par éléments finis, le choix de la taille des éléments, surtout dans la zone de
contact (encadrée en bleu en FIG. 2.5), 1a ou les gradients de contrainte sont les

plus forts, est important. La littérature suggeére d’accepter une erreur de 2% au
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maximum par rapport a la solution analytique [Lykins 00, Fadag 08|, ce qui est

en général obtnue pour une taille de maille ded I'ordre de a/50.

fized

prescribed reaction forces mesh 50 pm mesh 30 pm

load

P(t) :
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FIGURE 2.5 — Modeéle 2D cylindre/plan du calcul par éléments finis montrant les
différentes tailles d’élément dans la zone de contact (une taille de 20um a été

retenue pour les simulations qui suivront).

Afin de vérifier ces informations, nous avons réalisé des calculs dans lesquels
la taille de maille minimale varie entre 90um et 10pum dans la zone de contact.
Les valeurs de la contrainte oy, sont extraites au centre du plan le long de 'axe
de profondeur (z = 0, y < 0), et comparées a la contrainte analytique aéjy qui
est exprimée par :

ol (=0, y) = —poala® + )2 (2.13)

La comparaison entre les résultats de ces simulations et les valeurs analytiques
est reportée en figure 2.6. En diminuant la taille du maillage, la précision du
calcul augmente graduellement, mais le cotit du calcul augmente également. Le
maillage de 10 ym permet bien entendu d’obtenir le résultat le plus précis, mais
celui de 20 pum est acceptable pour un cotit beaucoup plus faible, et sera utilisé
par la suite, sauf mention contraire.

Aprés la détermination de la taille minimale du maillage, le calcul éléments

finis complet du cycle de fretting est effectué dans le cas élastique avec le méme
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FIGURE 2.6 — Comparaison entre simulations par éléments finis et résultat ana-
lytique pour un essai d’indentation. oy, est tracée dans le plan, sur 'axe de
symétrie du systéme (z =0, y < 0) (cf. FIG. 2.5).

modéle de cylindre/plan. Les paramétres géométriques R, a, c; les paramétres
de chargement P, () et les paramétres du comportement du matériau E, u, v

sont rassemblés dans le tableau 2.4.

TABLE 2.4 — Paramétres du modéle analytique dans le cas élastique

R E v 7 Q P a c
(mm) | (MPa) (N/mm) | (N/mm) | (mm) | (mm)
49 119000 | 0.29 | 0.8 600 1000 0.98 0.49

Afin de modéliser le chargement de fretting, le cylindre est encastré et le plan
est déplacé en controlant la force de réaction. La pression P est d’abord appli-
quée linéairement sur le plan, ensuite en gardant la pression constante, une force
de cisaillement oscillatoire ) est ajoutée. A partir des valeurs de contraintes et
de déformations calculées directement sur chaque point de Gauss, la distribution
numeérique de la contrainte effective TOS (cf. eq. 2.1) le long de la surface de
contact peut étre calculée (voir la courbe rouge de la figure 2.7d). Cette distribu-

tion représente le risque d’amorgage des fissures : les deux pics qui sont proches
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du bord de la zone de contact marquent les positions critiques ou se produira
I’amorgage d’aprés le modeéle. La durée de vie a 'amorcage est évaluée a partir
de la contrainte effective (cf. eq. 2.5).

En vue de vérifier cette simulation numérique, la distribution de la contrainte
effective TOS est aussi calculée analytiquement grace aux contraintes analytiques
évaluées par la théorie de superposition (cf. eq. 2.12, voir FIG. 2.7 (a),(b) et (c))
et aux déformations évaluées a l'aide de la loi de Hooke. Les distributions de
la contrainte effective de TOS obtenue par le calcul d’éléments finis et par la

méthode analytique sont comparées en figure 2.7 (d). L’état des contraintes le

1000
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FIGURE 2.7 - Etat des contraintes au cours du cycle de fretting et la distribution

de la contrainte effective évaluée par TOS le long de la surface de contact.

long de la surface ainsi que celui des déviateurs sont aussi comparés en figure 2.8.
De légeres différences peuvent étre observées sur o.ss, I’écart provenant surtout
de 0., en raison de 'apparition d’un trés fort gradient au bord de la zone de
glissement. Malgré cela, 'accord reste trés satisfaisant.

La bonne tenue du modéle numérique étant vérifiée, nous pouvons envisa-
ger de l'utiliser pour des cas plus complexes (incluant plasticité, revétement, et

contrainte résiduelle).
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FIGURE 2.8 — Comparaison entre le résultat EF et le résultat analytique des

contraintes et des déviateurs le long de la surface (pour & = 1).

2.2.2 Simulation numérique du fretting intégrant les trai-

tements de surface et la plasticité

Diverses méthodes palliatives existent dans la pratique industrielle, en vue
d’améliorer la résistance au fretting et de prolonger la durée de vie. Le revéte-
ment d’une des surface est une méthode largement utilisée. La présence de la
couche de revétement réduit les dommages dus a 'usure et change également le
coefficient de frottement a 'interface. Généralement, dans le domaine du fretting,
la réduction du coefficient de frottement diminue la contrainte de cisaillement et
réduit le risque de propagation des micro-fissures. Le revétement de surface est
donc une méthode efficace pour protéger le matériau de substrat de 'endomma-
gement, mais la couche de revétement s’use au fil du temps; une fois que cette
couche est retirée, I'effet de la protection disparait.

L’introduction de contraintes résiduelles dans la région de contact par gre-
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naillage, choc laser ou autres moyens de traitement de surface est également
une méthode répandue dans l'industrie afin d’augmenter la durée de vie sous
chargement de fretting. L’existence des contraintes résiduelles que 1’on introduit
correspondent & une pression hydrostatique de compression, ce qui, superposé au
chargement appliqué, retarde 'amorgage des fissures.

Au-dela de ces méthodes palliatives, le matériau de base lui-méme joue un
role important, au travers de sa microstructure, et de la facon dont se développe
la plasticité.

En ce qui concerne les composants des turbines, le disque et les aubes sont
tous grenaillés et contiennent des contraintes résiduelles. Le pied des aubes est
également revétu. Afin de simuler ce type de contact, un modéle dit représentatif

est construit en se basant sur le systéme simplifié cylindre/plan (cf. FIG. 2.9).

fized
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/7 \ // \
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\/
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prescribad reaction forces
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- substrate TA6V zone
- residual stress zone

- coating layer

- residual stress zone

- substrate TA6V zone

©6eE0

FIGURE 2.9 — Systéme cylindre/plan représentatif du contact aube/disque.

Dans ce modéle, le cylindre représente le pied d’'une aube alors que le plan
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représente le disque. L’objectif de la simulation avec ce modéle est d’estimer le
nombre de cycles nécessaire & 'amorgage de fissures dans le disque (le plan). En
effet, en pratique, les aubes sont faciles a changer aprés une certaine période de
service, alors que la durée de vie du disque représente bien souvent la durée de
vie du moteur. Comme montré en figure 2.9 (b), les zones (I) et (5) représentent
le substrat TAGV, et les zones (2) et (4) représentent des couches qui contiennent
des contraintes résiduelles. Elles ont été introduites par grenaillage. L’épaisseur
de cette couche dans notre simulation est de 300 um. Ces contraintes résiduelles
ont été mesurées par diffraction des rayons X a la SNECMA. Elles diminuent
a mesure que 'on s’écarte de la surface et semblent présenter un maximum a
environ 50um sous la surface. Il est possible que les contrainte d’extréme surface
soient un peu relaxées. Cette distribution est approchée par une fonction continue

comme montré par la ligne sur la figure 2.10. Dans la simulation, cette distribu-
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FIGURE 2.10 — Distribution des contraintes résiduelles dans le disque et les aubes
en fonction de la profondeur. La ligne continue représente la fonction appliquée
dans le calcul EF.

tion de contraintes résiduelles est introduite aux points de Gauss correspondants
en initialisant leur variable interne £° de facon appropriée avant I'opération du
chargement de fretting.

La zone (3) représente une couche de revétement, son épaisseur est de 200
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um. Le matériau simulé de cette couche est un alliage mou et poreux, le CuNiln,
qui est appliqué par projection thermique sur le matériau de base TA6V. Son
comportement est identifié en analysant par le calcul les empreintes résiduelles
laissées par des essais de macro indentation (résolution de probléme inverse). On a
choisi d’identifier un comportement élastoplastique avec écrouissage cinématique

non linéaire, comme illustré par la figure 2.11.

o normalised

0 01 02 03 04 05 06 07 08 09
€ normalised

FIGURE 2.11 — Comportement du matériau de revétement illustré par la simula-

tion d'un essai uniaxial de traction-compression non symétrique.

Afin d’identifier I'influence de chaque méthode palliative, nous pouvons utili-
ser le modéle en prenant en compte soit la couche de revétement, soit la présence
de contraintes résiduelles. Dans chaque cas, les autres parties seront considérées
comme du matériau de base TAGV.

Pour chaque calcul, 100 cycles ont été simulés afin de permettre la redistri-
bution de contraintes liée & 1’écoulement plastique. Les conditions de chargement
sont reportées dans le tableau 2.4 et schématisées sur la figure 2.9. On impose
la force de réaction sur le plan en état de déformations planes. On fait ici I’hy-

pothése assez classique! que le régime de glissement partiel engendre une usure

1. Cette hypothése est en accord avec les observations expérimentales, excepté peut étre

pour le cas du revétement de CuNiln.
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de surface trés faible, si bien que celle-ci ne modifie pas la géométrie du contact,
ni la valeur du coefficient de frottement, ni le champ des contraintes normales et
tangentielles. On ne représente pas non plus I'enlévement progressif de la couche
de revétement par usure au fil des cycles de fretting.

Apreés les simulations, les champs des contraintes effectives TOS dans le plan
sont calculés pour chaque cas, et reportés en figure 2.12. Les courbes représentant
la variation de cette contrainte effective sur la surface de contact (pour chaque
cas, sauf le cas avec revétement) sont comparées entre elles en figure 2.13. Les
deux pics de chaque courbe indiquent les positions critiques de l'initiation des
fissures et sont situés tres légérement a l'extérieur de la zone de contact. La zone
de la surface qui reste en contact collant peut aussi étre identifiée par la vallée
au milieu de chaque courbe. Pour le cas avec revétement, la distribution de la
contrainte effective TOS est calculée sur 'interface entre la couche de revétement
et le substrat, car c’est la durée de vie du matériau de base qui est recherchée.
Ceci explique pourquoi la position des pics est différente des autres dans ce cas.

La comparaison de ces distributions de contrainte effective montre la dimi-
nution du risque d’amorgage associée a chaque traitement de surface. Les esti-
mations de durée de vie sont effectuées a ’aide la relation 2.5 et reportées dans
le tableau 2.5.

TABLE 2.5 — Contraintes effectives maximales et durées de vie estimées & 1’aide

du critére TOS dans les différents cas étudiés.

Contrainte effective N
TOS normalisée (cycles)
Elastique 0.97 5.20 x 10e4
Elastoplastique 0.90 1.50 x 10e5
Avec contrainte résiduelle 0.52 4.11 x 10e8
Elastoplastique + revétement 0.32 1.11 x 10e14
Modéle aube/disque (FIG. 2.9 (b)) 0.88 1.45 x 10e6

D’apreés les résultats du tableau 2.5, la durée de vie minimale est bien entendue
rencontrée pour une structure purement élastique et sans aucun traitement de
surface. Ce risque est légérement réduit avec la prise en compte de la plasticité

(nous discutons ce point plus en détails dans la partie suivante). Les différents
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a. Elastic Maximum o7y = 0.97 b. Elastoplastic Maximum o,y = 0.9
0 63 1.3e+02 1.9e+02 25e+02 3.2e+02 3.8e+02 4.4e+02 5.1e+02 5.7e+02
nd_sig tos cyc map:10.0000 time:11 min:0.00000 max:630.541

c. With coating Maximum o.fy = 0.32

d. With residual stress e. Disk/blade model
Maximum ¢y = 0.52 Maximum oz = 0.88

0 32 63 25 1.3e+02 1.6e402 1.9e+02 22e+02 2.5e+02 2.8e+02

nd_sig tos cyc map:1.00000 time:2.2018 min:0.00000 max:329.984

FIGURE 2.12 — Champ des contraintes effectives TOS normalisé dans le plan
pour les différents cas considérés : la densité des couleurs représente le risque

d’amorcage.
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T T T Eladtoplastic without coating”™——
Elastoplastic with coating ----»---
Residual stress

Normalised effective stress (MPa)

2 -15 -1 -05 0 05 1 15 2
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FIGURE 2.13 — Comparaison des contraintes effectives TOS le long de la surface

de contact dans les différents cas étudiés.

traitement de surface diminuent aussi le risque, la meilleure efficacité étant de
loin & mettre au crédit du revétement. Malheureusement, la trés longue durée
de vie estimée dans ce dernier cas n’est pas réaliste, car on a négligé ’abrasion

progressive, qui méne a la disparition du revétement.

Conclusion : Le modéle numérique 2D étudié ici permet de mettre en évidence
I'intérét relatif des différentes méthodes d’amélioration de durée de vie sous char-
gement de fretting. Elle peut apparaitre efficace et économique par rapport a la

méthode expérimentale, qui est longue et destructive.

2.2.3 Analyse des effets de la contrainte moyenne, de la

plasticité et des contraintes résiduelles
2.2.3.1 Effet de la contrainte moyenne

Nous avons vu précédemment que la contrainte moyenne avait un impact sur
la réponse mécanique du matériau en promouvant notamment la déformation de
rochet (cf. FIG. 2.1b). On recherche donc ici si la contrainte moyenne a un effet

sur 'amorgage de fretting prédit avec le critére TOS. Alors que, bien entendu, il
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FIGURE 2.14 - a) Evolution des contraintes effectives TOS au cours des 100 cycles
calculés, avec un comportement élastique et un comportement élasto-plastique.
b) Evolution de la trace moyenne et de la durée de vie dans le cas élastoplastique,

a la position critique d’amorcage.

n’y a pas de redistribution dans le cas élastique a la position critique d’amorgage
(cf. FIG. 2.14a), on observe une diminution de la contrainte effective TOS dans

le cas élastoplastique (cf. FIG. 2.14b). Celle-ci est liée & la diminution de la trace

des contraintes Tr(g) 2.

2.2.3.2 Plasticité

A la différence d’autres critéres (cf. §1.2.2) qui définissent la position critique
d’amorcage a I’endroit ot la déformation plastique cumulée maximale apparait, le
critére TOS propose une position critique qui fait intervenir a la fois la contrainte
et I'histoire de la déformation. Ainsi, la position critique prédite par TOS n’est
pas forcement localisée la ot la déformation plastique est la plus grande, comme
le montre la figure 2.15. La position de déformation plastique cumulée maximale
est située dans la zone de contact statique alors que la position critique de TOS
se situe légérement a lextérieur de cette zone (cf. Tab. 2.4). Au cours des cycles,
en tenant compte de 'amplitude du mouvement oscillatoire § = 36um, la po-
sition critique prédite a ’aide du critére TOS apparait dans la zone de contact

dynamique.

2. Tr(g) = % (Tr(g)maw + T'r( )min)

Q
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Maximum
| €P position
{ x=0.71mm

Maximum i
; G'tos position !
| x=1.02mm i

FIGURE 2.15 — Localisation de la position critique d’amorgage et du point de

déformation plastique maximale.
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FIGURE 2.16 — (a) Evolution de la déformation plastique & la position pour la-

quelle la contrainte effective de TOS est la plus grande. (b) Evolution de I’ampli-

tude de la déformation plastique de rochet a la position pour laquelle la contrainte

effective de TOS est la plus grande. (c) Evolution de la déformation plastique

a la position pour laquelle la déformation plastique cumulée est la plus grande.

(d) Evolution de I'amplitude de la déformation plastique de rochet a la position

pour laquelle la déformation plastique cumulée est la plus grande.
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L’état de plastification de ces deux positions est ensuite étudié en reportant
'évolution d'une déformation normée /ey (cf. FIG. 2.16)3. En accord avec
la littérature (JAmbrico 00, Ambrico 01]), deux comportements complétement
différents sont observés : & la position critique prédite par le critére TOS, un
comportement de rochet pur ests constaté (cf. FIG. 2.16a), "amplitude de la dé-
formation plastique (Ae?) restant stable pendant les cycles (cf. FIG. 2.16b). Au
contraire, a la position de déformation plastique cumulée maximale, un compor-
tement plastique combinant rochet transitoire et plasticité cyclique est observé
(cf. FIG. 2.16¢), mais 'amplitude de la déformation plastique de rochet diminue

rapidement vers zéro aprés quelques cycles (cf. FIG. 2.16d), et il y a accommo-

dation.
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FIGURE 2.17 — Evolution de la réponse contrainte-déformation de matériau au

cours des 100 cycles de fretting.

Il est également intéressant de tracer la réponse du matériau en contrainte—
déformation plastique axiale pour chaque direction (cf. FIG. 2.17). Les courbes
confirment que les déformations plastiques s’accumulent au cours des cycles.

Avec la loi de comportement utilisée jusqu’a présent (cf. Tab. 2.1), le phé-

nomene de rochet conduit & une augmentation constante de la déformation (cf.

3. RO :Uy/E
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FIG. 2.18a). Cependant, on sait classiquement que les lois de type Armstrong—
Frederick surestiment l’effet de rochet, et ne sont pas en accord avec le compor-
tement expérimental. Pour cette raison, un modéle d’écrouissage cinématique a
seuil [Lemaitre 96|, qui limite le phénomeéne de rochet infini (cf. FIG. 2.18b), est

utilisé dans une nouvelle simulation.

800 800
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400 400

200 200

© ©
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s s
© 0 © 0
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4 750 /
_600 L 4 \ \ 0.0085 ! 0.0087 600 V), 4 \ \ \ . . .
-0.004-0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012 -0.004-0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012
€ €

(a) (b)

FIGURE 2.18 — Réponses mécaniques du matériau illustrées par la simulation
d’un essai de traction-compression non symétrique de 10000 cycles en utilisant :
(a) ’écrouissage classique de Armstrong-Frederic, (b) un écrouissage cinématique

& seuil.

Avec ce nouveau modéle, I’état de plastification, représenté par I’évolution de
la déformation plastique représentative e? /ey, dans les deux positions critiques
(cf. FIG. 2.15) est étudié aussi et le résultat est illustré sur la figure 2.19. Par
rapport au résultat du modéle classique (cf. FIG. 2.16), le comportement de
plasticité de rochet pur, dans la position critique prédite par le critére TOS,
est remplacé par un comportement combinant rochet et plasticité cyclique (cf.
FIG. 2.19a). Au niveau de I’évolution de 'amplitude de la déformation plastique
de rochet AeP, une tendance commune de diminution vers zéro est constatée sur
les deux positions critiques. Mais la diminution apparue sur la position prédite
du critére TOS est beaucoup plus lente que celle sur la position de déformation
plastique cumulée maximale. En cohérence avecle modéle précédent, ceci indique

que le rochet a plus d’importance dans la position prédite par le critére de TOS.
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FIGURE 2.19 - (a) Evolution de la déformation plastique & la position pour la-

quelle la contrainte effective de TOS est la plus grande. (b) Evolution de I’ampli-

tude de la déformation plastique de rochet a la position pour laquelle la contrainte

effective de TOS est la plus grande. (c¢) Evolution de la déformation plastique

a la position pour laquelle la déformation plastique cumulée est la plus grande.

(d) Evolution de I'amplitude de la déformation plastique de rochet a la position

pour laquelle la déformation plastique cumulée est la plus grande.

Au niveau de la durée de vie estimée, le nouveau modéle propose stirement un

résultat plus précis, mais au prix d’un calcul plus cotiteux. Dans la mesure ot

ce résultat reste du méme ordre de grandeur que celui déterminé par ’ancien
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modele (cf. FIG. 2.20), il peut étre raisonnable d’un point de vue ingénieur de

continuer & appliquer I'ancien modéle.

Life times (x10%)

1.0 [ | i
I
S
0.8 p Infinite ratcheting model —e—
) ‘ Limited ratcheting model -
0 20 40 60 80 100

Number of cycle

FIGURE 2.20 — Durées de vie estimées en utilisant les deux modéles d’écrouissage.

2.2.3.3 Effet des contraintes résiduelles

0.570 9e+08

80 ir‘lcrements/cyc‘le ——
800 increments/cycle ---w---

0.565
8e+08 |-

0.560

Te+08

3 0555
7]
3 @
s £
-(_‘—3 0.550 = 6e+08
£ 2
[}
0.545
= 5e+08
0.540 -
# 4e+08
0.535 F
80 increments/cycle —o—
800 increments/cycle -=-v=--
0.530 ‘ : : : 3e+08
0 20 40 60 80 100
Number of cycle Number of cycle

(2) (b)

FIGURE 2.21 — Simulation avec introduction des contraintes résiduelles. (a) Evo-
lution de la contrainte effective de TOS au cours des cycles. (b) Evolution de la

durée de vie estimée au cours des cycles.
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Les résultats de simulation montrent que la présence des contraintes rési-
duelles diminue fortement le risque d’amorcage en chargement de fretting (cf.
Tab. 2.5). Ceci est di a l'effet de la précontrainte de compression. La redistri-
bution de contrainte conduit & un effacement progressif de celle-ci au cours des
cycles de fretting, ce qui conduit donc a une diminution de la durée de vie estimée
(cf. FIG. 2.21). L’évolution de la contrainte effective n’est pas stabilisée aprés
100 cycles de calcul, la redistribution ne s’effectuant que lentement (10M Pa de
relaxation pour 100 cycles).

Dans la figure 2.21, on observe qu'une variation approximative de 3% de la
contrainte effective induit une variation de la durée de vie d’environ 50%, en
raison de la forte non-linéarité du modéle de prévision de durée de vie. Un calcul
précis de I’évolution de la contrainte effective est donc nécessaire pour estimer

correctement la durée de vie.



CHAPITRE 3
Estimation de ’'amorcage dans
I’essal technologique SNECMA

Ce chapitre est consacré a l'application a trois dimensions du modéle de prévi-
sion d’amorcage décrit dans le chapitre 2. Dans un premier temps, l’essar tech-
nologique expérimental effectué par SNECMA pour déterminer la durée de vie
a lamorgage dans un contact aube/disque, est présenté. On montre ensuite la
simulation globale de cet essai, et celle qui utilise unn zoom structural dans la
zone critique d’amorcage. Afin de valider la simulation, une comparaison avec
les données issues de l’essai technologique est ensuite proposée.
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Comme mentionné précédemment, ce travail de thése vise en particulier a
étudier le probléme de contact entre le disque et les aubes du premier étage
d’un turboréacteur aéronautique (au niveau de l'entrée d’air). Ayant calibré le
critere de prédiction et la méthode de simulation en 2D, il s’agit maintenant de
transférer la méthodologie a une simulation 3D. Ceci va permettre de confronter

experience et calcul sur un cas pré-industriel complexe.

3.1 Essai technologique

3.1.1 Contexte industriel de ’essai

FORGE CENTRIFUGE
[ROTATION)

VIBRAT|IONS
(ECOULEMENT AMONT)

DISQUE

CHARGEMENT
MORMAL

DEFLACEMENT
RELATIF DES
SURFACES

FIGURE 3.1 — (a) Ensemble aube-disque du premier étage d’un turboréacteur ;
(b) Origine des sollicitations de fretting du contact aube-disque |Gallego 07].

Dans le premier étage d’un moteur d’avion, les aubes sont fixées sur le disque

9
par une liaison en queue d’aronde comme indiqué sur la figure 3.1a. Quand le
moteur tourne, les pieds des aubes et les dents du disque sont mis en contact par
la force centrifuge qui s’exerce sur les aubes et qui engendre un chargement radial.

Les méplats de la queue d’aronde, destinés a étre en contact, sont nommés portées.
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Un chargement tangentiel est introduit par des déplacements de faible amplitude
au niveau de la portée (cf. FIG. 3.1b). L’écoulement fluide au niveau des aubes
est a l'origine de vibrations, et par conséquence de micro-déplacements. L’essai
technologique mis au point permet de s’approcher de la configuration réelle, tout
en offrant un systéme qui peut étre instrumenté afin de caractériser en détail les

endommagements et les zones critiques.

3.1.2 Processus d’essai

Le montage expérimental d’essai technologique est montré en figure 3.2. Il
est composé d’une éprouvette en forme de queue d’aronde qui représente deux
dents du disque et de deux mors qui représentent le demi-pieds de deux aubes.
Toute ces composants sont en alliage de titane TA6V, I’éprouvette est grenaillée

et revétue de CulNiln.

Mors
(Fausse aubes)

Dent de disque

FIGURE 3.2 — Photographie du montage expérimental de 1’essai technologique a
SNECMA Villaroche.

Quatre alésages sont distribués symétriquement dans les deux mors. La paire
supérieure est un systéme de positionnement qui fixe les mors a un plateau par
des goupilles. La paire inférieure sert a lier les mors avec une piéce de bridage
(également par des goupilles), qui limite la liberté d’ouverture des mors (sym-

bolisé par un ressort sur la FIG. 3.3a). Pendant 1’assemblage, ’éprouvette est
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a) b)

load F(N)

70000 N

—€ 000000 — sonon t

3 6 9 12 15

<

l F 1 cycle

FIGURE 3.3 — (a). Structure de fixation (rouge) et de bridage (ressort) dans ’essai
technologique ; (b). Condition de charge.

montée sur un vérin qui applique le chargement pendant 1’essai. La condition
de chargement est schématisée en figure 3.3b. La force cyclique appliquée varie
entre 5000V et 70000.V.

Les essais sont effectués a une température a 200°C . Durant ’essai, le char-
gement se répartit de maniére symétrique sur les fausses aubes, le chargement
transverse (raideur), le chargement sur les mors et le chargement de la dent de
disque sont tous mesurés par des capteurs de force. L’amorcage de fissure dans

I’éprouvette est détecté par suivi électrique.

3.1.3 Reésultats expérimentaux

On présente dans la figure 3.4 une des éprouvettes cassées issue des essais
technologiques. Comme dans tous les essais effectués, une fissure traverse I’éprou-
vette, et la position d’amorcage se localise en sortie de la zone de portée.

Pour chaque essai, le nombre de cycles a amorgage des fissures est enregis-
tré afin d’analyser la durée de vie du disque en service. Parmis tous les essais
effectués, les trois plus représentatifs ont été choisis comme base de dépouille-
ment. Le nombre de cycles & amorgage dans ces trois essais est illustré dans le

tableau 3.1. La procédure SNECMA pour déterminer le nombre moyen de cycles
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Délbutde la fissure

FIGURE 3.4 — Vision recto-verso d’une éprouvette (dent de disque) cassée sous

chargement de fretting.

a amorcage en intégrant la dispersion des résultats expérimentaux, fait appel
a une moyennation de logarithme népérien qui prend notamment en compte le
nombre d’éprouvettes testées. D’apres ce traitement, une durée de vie a amorcage

de 69779 cycles est finalement déterminée pour les éprouvettes «dent de disque».

TABLE 3.1 — Nombre de cycles & amorgage identifié par les essais technologiques.

No.1 | No.2 | No. 3
Nombre de cycles & amorcage || 67117 | 107216 | 93640

3.2 Simulation numérique

3.2.1 Simulation globale

L’essai technologique présenté ci-dessus est reproduit par une simulation élé-
ments finis. L’objectif est de construire un modéle numérique afin de prédire la
position et la durée de vie a I'amorgage pour, a terme, se passer (au moins en
partie) des essais expérimentaux. Ceci rendra l’analyse du contact aube/disque
en fretting plus efficace et plus économique. Pour I'instant les résultats expéri-
mentaux obtenus nous permettent de justifier le modéle numérique.

Le modele global éléments finis est défini d’aprés la géométrie du dispositif
d’essai technologique, il est montré en figure 3.5. Ce modele tient compte de l’en-
semble de la rigidité de la machine afin de corréler au mieux les contraintes et les

déplacements obtenus expérimentalement. Grace a la symétrie de la structure, on
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ne simule qu'une moitié de la structure réelle. Comme mentionné auparavant, les
deux mors (en rouge sur la figure) représentent les pieds des aubes et 'éprouvette

(en jaune) représente le disque. Cette simulation est effectuée avec un comporte-
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FIGURE 3.5 — Modéle éléments finis de 1’essai technologique, les parties rouges

représentent les pieds d’aube et la partie jaune représente une dent de disque.

ment élastique, en considérant une couche de revétement a la surface des mors.
Le chargement est appliqué sur le vérin, dans la partie inférieure, comme dans
I'expérience. L’éprouvette est solidaire du vérin, elle subit donc les mémes efforts
que lui. On applique un premier chargement de 5000V afin de mettre en contact
les mors et I’éprouvette, puis un chargement cyclique (10 cycles) entre 70000 et
5000N afin de reproduire la sollicitation de fretting. Les éléments utilisés dans
ce modele sont des briques & 8 noeuds (¢3d8) afin de réduire le temps calcul.
Du fait du nombre important de nceuds présents dans le modeéle (218052 élé-

ments et 204688 nceuds), les calculs EF ont été réalisés sur le nouveau cluster
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du Centre des Matériaux. En utilisant 8 coeurs et 15Go de mémoire, le calcul
dure environ 700 heures, ce qui est trés élevé, malgré une taille de maille rela-
tivement grossiére. La taille minimale des éléments dans la zone de contact est
de 1.0 x 0.5 x 0.5 mm?, trés loin des 20pm identifiés dans le chapitre 2 pour at-
teindre une précision acceptable sur les gradients de contraintes. On appliquera
donc la technique de zoom structural : il s’agit d’'une deuxiéme simulation effec-
tuée spécifiquement dans la zone critique de la structure globale, et qui permet
d’y obtenir un résultat plus précis. Nous présenterons plus de détail sur ce point

dans la partie 3.2.2.
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FIGURE 3.6 — (a) Distribution de la contrainte von Mises dans 'éprouvette «dent
de disque». (b) Distribution du champ de la contrainte effective TOS. (c¢) Distri-

bution de la durée de vie & amorgage, exprimée en valeur logarithmique.

Aprés la simulation, le champ de contrainte effective ainsi que la durée de
vie a I'amorgage sont calculés pour 'éprouvette (disque) en utilisant le critére

TOS. Les figures 3.6a et 3.6b montrent respectivement le champ de la contrainte
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de von Mises pour la charge maximale, et celui de la contrainte effective TOS.
La densité des couleurs indique le niveau du risque d’amorcage. De ce point de
vue, les deux champs des contraintes font apparaitre la méme zone critique. La
figure 3.6¢c montre la distribution de la durée de vie sous forme logarithmique
(Log(Ny)) calculée a partir de la contrainte effective TOS. D’aprés cette image,
la position d’amorcage est localisée en sortie de portée de 1’éprouvette, ce qui
correspond bien au résultat des essais expérimentaux (cf. FIG. 3.4). Au niveau
quantitatif, la durée de vie & amorgage prédite par cette simulation globale est
de 51800 cycles, ce qui est en trés bon accord avec celle qui est déterminée par
I'essai (69779 cycles).

La simulation globale permet d’obtenir des résultats cohérents avec 1'expé-
rience, et peut donc constituer une trés bonne premiére approximation. Elle
permet également de localiser la zone critique dans la structure globale, a partir
de laquelle une simulation plus précise peut étre effectuée a I'aide de la technique

de zoom structural.

3.2.2 Simulation de zoom structural

Dans la simulation du contact aube/disque, un maillage raffiné est nécessaire
afin de capturer le fort gradient des contraintes prés des bords de contact et de
résoudre le probléme de non-linéarité causé par le contact avec frottement. Une
taille de 'ordre de 1% du rayon de courbure local est souvent demandée pour les
maillages prés des bords de contact [Sinclair 02]. C’est cette exigence qui est re-
cherchée, au travers d'un reamiallage de la zone critique définie par la simulation
globale. La taille minimale des éléments est maintenant de 0.2 x 0.1 x 0.1 mm?
(cf. FIG. 3.7). Ce nouveau modeéle est ensuite piloté a partir des déplacements
relevés dans le calcul global. Le nouveau modeéle utilise (en multithreading) les
8 coeurs d'un nceud du cluster. Le temps calcul est de 114 heures, ce qui est
nettement réduit par rapport au temps de calcul de la simulation globale.

La figure 3.8 compare les résultats de la simulation globale (& gauche) avec
ceux de la simulation de zoom structural (& droite). Dans ces derniers, les pics
des contraintes effectives sont mieux capturés, si bien que la position critique
d’amorgage peut étre localisée plus précisément (cf. FIG. 3.8f). La durée de vie a
I’amorgage estimée a partir du pic de la contrainte effective de TOS est nettement

diminuée (cf. FIG. 3.8e et 3.8f). En comparaison avec le résultat expérimental
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a) b)

FIGURE 3.7 — Image du modéle éléments finis de la simulation zoom structural

et sa position par rapport au modéle global.

de Dessai technologique (69779 cycles), la durée de vie estimée par la simulation
d’EF apparait comme trop sévére. Ce phénomeéne est assez classique. Il est lié
d’une part au fait que I'amorcage expérimental est en fait le résultat de la pro-
pagation d’une micro-fissure, nécessaire pour donner un signal sensible pour la
méthode de suivi électrique. Il résulte aussi des forts gradients de contraintes qui
apparaissent dans la zone de contact et que le zoom structural a permis de captu-
rer. De fagon paradoxale, le maillage grossier utilisé initialement masque ce profil
de containte, et établit de facon artificielle, au travers de la modélisation éléments
finis, une moyenne sur les champs de contrainte et de déformation qui conduit a
appliquer le modeéle d’amorcage sur un champ «affaibli» et a prendre en compte
indirectement la micro-propagation dans l'estimation. Cet effet de gradient a été
étudié en détail au CETIM dans les années 80 par le groupe de Flavenot, qui avait
proposé un modeéle de fatigue dans lequel inntervient un gradient de contrainte.
Au niveau du bureau d’étude, la solution la plus courante consiste & appliquer
le critére d’amorcgage sur des champs «remoyennés». Cette technique dite «ef-
fet d’échelle» en fretting a été utilisée récemment par de mombreux auteurs
[Fouvry 98, Fouvry 00b, Proudhon 05a, Araujo 02, Naboulsi 03, Fridrici 05].
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FIGURE 3.8 — Comparaison des résultats de simulation zoom structural et de

simulation globale.

3.2.3 Prise en compte de ’effet d’échelle

La figure 3.9 illustre la démarche de moyennation pour le cas d’'un modéle

de cylindre/plan. Celle-ci est effectuée soit sur les contraintes de base avant

d’appliquer le critére multiaxial, soit, comme cela a été fait plus récemment, sur

la contrainte effective calculée du critére multiaxial. Nous utilisons la premiére
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V(M) contient P
N noeuds Q*

o =M(x.y)

}T
moyenne du trajet de chargement
gij (M) = % % 3 aij(m)

m e V

calcul avec critere
de fatigue multiaxial

FIGURE 3.9 — Principe de moyenne des contraintes et des déformations dans un

volume sphérique de rayon r [Proudhon 05al.

méthode, qui a plus de sens physique.
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FIGURE 3.10 — Changement de la zone glissante et gradient de contrainte en

fonction de la pression du contact (modéle cylindre/plan) [Proudhon 05al.

Au niveau du choix du volume élémentaire, deux approches principales
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peuvent étre envisagées : (i) une taille de volume constante et (ii) une taille
de volume dépendant des conditions de contact. La premiére approche est intro-
duite par Fouvry lors d’une étude sur un acier [Fouvry 00b]. Il propose de reier
le volume nécessaire pour retrouver les niveaux de chargement expérimentaux a
une dimension caractéristique de la microstructure du matériau comme la taille
de grain. En suivant cette proposition, Fridrici a déterminé un volume de 30um
pour le TA6V [Fridrici 05]. La deuxiéme approche est proposée par Proudhon.
Elle se base plutot sur la géométrie du contact et la taille du volume élémentaire,
et est donc reliée a la taille de la zone glissante (a — ¢) [Proudhon 06b|. Dans son
étude sur un alliage d’aluminium, Proudhon montre que pour deux niveaux de
pression P, > P; et une méme force tangentielle Q)7 = @3, la taille du volume
critique est modifiée (cf. FIG. 3.10), ce qui permet d’expliquer les résultats ex-
périmentaux. En reliant directement la taille de la zone glissante a la taille du
volume, I’état de chargement et la géométrie de contact sont ainsi pris en compte
dans la moyennation. Ceci dit, le fait qu’aucun paramétre de la microstructure
du matériau ne soit utilisé pour la détermination de la taille du volume peut

apparaitre comme un inconvénient.

A Theure actuelle, il n’y a pas encore d’approche formelle qui s’est imposée,
et qui pourrait proposer une taille de moyennation standard. On pourrait donc
considérer simultanément ces deux propositions de détermination du volume, qui

possédent un sens physique relativement raisonnable.

Dans notre étude, le volume de moyennation est choisi en se basant sur la
géométrie du contact. La moyennation basée sur la microstructure de matériau
n’est en effet pas adaptée, parce que la taille de maillage prise dans le modéle de
zoom structural (50um) est du méme ordre de grandeur que la taille de grain du
matériau. La taille de la zone glissante est estimée a partir de la distribution de
contrainte effective TOS sur la surface de contact du disque (cf.FIG. 3.11. Dans
cette figure, la zone relativement plate (& droite) est la zone collée, la position
du pic de la distribution est souvent trés proche de la frontiére de la zone de
contact. Cette distribution de contrainte effective est projetée sur la surface de
base en décrivant la contrainte par un code couleur. La distance entre la couleur
la plus dense (rouge) et la limite de la couleur représentant de zone collée (vert)
est considérée comme la taille de la zone glissante et donc comme la taille du

volume élémentaire. Cette distance est trés proche de 250 um.
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FIGURE 3.11 — Distribution de la contrainte effective de TOS & la surface de

contact du disque (sortie de portée vers la gauche, centre du contact vers la
droite).
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FIGURE 3.12 — (a) Effet de moyennation sur la contrainte effective calculée. (b)

Effet de moyennation sur la durée de vie d’amorcage prédite.

Une fois la taille du volume élémentaire définie, la moyennation des

contraintes et des déformations est effectuée, la contrainte effective de TOS est

calculée & partir de ces contraintes et déformations moyennées, et la durée de vie

est estimée. Dans notre calcul, plusieurs tailles de moyennation sont appliquées

afin d’étudier I'influence de la taille de moyennation par rapport la contrainte

effective calculée et la durée de vie prédite. Le résultat est visible dans la fi-
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gure 3.12. Avec une taille de volume de 250um, la contrainte effective obtenue
est égale a 599M Pa (cf. FIG. 3.12a). A partir de cette valeur de o.fr, une durée
de vie d’amorcage de 60948 cycles est prédite en basant sur le critére de TOS,
ce qui est trés proche de la durée de vie moyenne obtenue expérimentalement
(69779 cycles). Au contraire, si 'on cherche le volume de moyennation & par-
tir de la durée de vie expérimentale, une taille de 267um peut étre estimée (cf.
FIG. 3.12b).

De point de vue de I'ingénieur, la prédiction d'une durée de vie de 60948 cycles
par rapport une durée de vie expérimentale de 69779 cycles peut étre considérée
trés satisfaisante. Il confirme que le choix de la taille du volume élémentaire en
basant sur la géométrie de contact apparait pertinent pour notre cas d’étude. On
note finalement que la taille trouvée ici est cohérente avec la taille de maille du
calcul grossier qui donnait un résultat satisfaisant, avec deux points d’intégration

pour estimer le champ de contrainte sur la profondeur d’un élément de 500 pm.



CHAPITRE 4

Propagation de fissure de fretting

dans un agrégat polycristallin

La durée de vie sous chargement de fretting recouvre en fait une phase d’amorcage
et une phase de micro-propagation. Nous nous intéressons maintenant a cette
deuxieme étape, avec pour but de prendre en compte Ueffet de la microstructure
polycristalline du matériau. Cette partie du travail est dédiée principalement a
deux objectifs : la recherche de la direction de propagation et la recherche de la
cinétique de cette propagation.
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4.1 Etablissement du modéle de propagation

Comme on a vu dans la partie §1.3, la modélisation de la propagation d’une
fissure macroscopique peut étre modélisée en basant sur la loi de Paris et un
critére de bifurcation, plus concrétement, un critére de bifurcation de chargement
non proportionnel en cas de fretting. Cette modélisation macroscopique n’est pas
I’enjeu de notre étude, nous n’exposons donc pas de discussion détaillée sur ce
sujet.

Le modéle que I'on va présenter dans cette partie a pour objectif d’étudier la
propagation d’une fissure dans un polycristal, en se basant sur les phénoménes
physiques observés expérimentalement. Il s’agit donc d’une fissure courte, dont

la taille est comparable avec la taille des grains du matériau.

4.1.1 Modélisation de la microstructure

4.1.1.1 Microstructure du TA6V

Dans les deux chapitres précédents, seul le comportement macroscopique du
matériau, Ti-6Al-4V, a été considéré (cf. §2.1.1). A partir de maintenant, I’échelle
pertinente étant celle du grain, la prise en compte de la microstructure du ma-

tériau devient essentielle.

g 4 :z\“\?‘;&g "r - Structure
LN ey AN A lamellaire
R0 A a+p

Nodule a

FIGURE 4.1 — Microstructure duplex du TA6V [Mériaux 10a].

Selon le traitement thermique appliqué, la microstructure du TA6V est dif-

férente. Dans notre étude, 'alliage TAG6V se compose d’une structure mixte de
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phase a+ 3, sous forme lamellaire et d’une structure de phase « (environ 60%),
sous forme de nodules (cf. FIG. 4.1). La taille des grains est de 'ordre de 20 a
30pum. La phase v a un réseau hexagonal compact (cf. FIG. 4.2b) et présente
trois groupes de systéme de glissement : basal, prismatique et pyramidal. La
phase 8 a un réseau cubique centré (cf. FIG. 4.2a) et le glissement se produit
dans le plan (110).

FIGURE 4.2 — Disposition des atomes et mailles élémentaires des structures
cristallines : (a) Structure cubique centrée, (b) Structure hexagonale compacte
[Dorlot 86].

Afin de simplifier le calcul, connaissant le faible pourcentage volumique de la
phase 5 (moins de 8%), seule la phase a a été explicitement considérée dans la
modélisation de la microstructure. Les trois systémes de glissement basal ({0001},
(1120)), les trois systémes de glissement prismatique ({1010}, (1120)) et les 12
systemes de glissement pyramidal < a + ¢ > ({1011}, (1123)) de la structure
hexagonale compacte de la phase a sont pris en compte dans le calcul d’éléments
finis. La phase (8 intervient indirectement au travers de ’écrouissage qu’elle pro-
cure, et qui est prise en compte par les variables d’écrouissage de la phase «. Le
fonctionnement du modéle va étre discuté dans les parties suivantes, avec une

mention spéciale pour I'activité des systémes de glissement cristallographiques.
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4.1.1.2 Génération de la microstructure
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FIGURE 4.3 — Les quatre étapes de la création de I'agrégat polycristallin : a) di-
mensionnement de 'agrégat ; b) positionnement des germes des grains; ¢) géné-
ration des polygones de Voronoi; d) application des parameétres caractéristiques

a chaque grain [Proudhon 05al.

Notre objectif étant d’étudier la propagation cristallographique d’une fissure

en chargement de fretting, un agrégat polycristallin est généré et implanté dans
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la zone critique de contact du modéle de calcul par éléments finis. Les étapes de
la création de I'agrégat sont schématisées en figure 4.3. La section de 1’agrégat est
d’abord créée aux dimensions requises. Ensuite, les germes des grains sont intro-
duits et distribués aléatoirement dans 1’espace disponible. Le nombre de germes
sont créés détermine le nombre de grains, ainsi que leur taille, puisqu’on se tra-
vaille dans un espace déterminé. Les joints des grains sont crées par un algorithme
de Voronoi. Ils sont décrits par I’ensemble des points équidistants de chacun des
deux germes les plus proches. Une fois les grains connus, on leur affecte une orien-
tation cristallographique, chaque grain ayant par ailleurs le méme comportement
dans son repére matériau. Les orientations cristallographiques sont obtenues par
un tirage aléatoire portant sur les trois angles d’Euler (voir Annexe B).

Le travail de génération de la microstructure a été réalisé par un programme
écrit en langage C. Dans ce programme, les paramétres proposés permettent de
controler la disposition de la microstructure créée et de la rendre représentative

de la microstructure réelle [Proudhon 05a].

4.1.1.3 Lois de plasticité cristalline

Les lois de comportement utilisées sont résumées dans le tableau 4.1
[Méric 91b, Méric 91al.

La forme générale de ce modéle correspond & un monocristal se déformant
par glissement sur S systémes r dans des plans de normale n” selon une direction
[". m" est un tenseur d’orientation, partie symétrique du produit tensoriel de n”
par [". Il nous permet de calculer la cission sur le systéme r a partir du tenseur de
contrainte g. 7y est la valeur de la cission critique initiale. Pour chaque systeéme,
on définit un potentiel viscoplastique )", forme uniaxiale du potentiel utilisé dans
les modéles macroscopiques. A chaque systéme de glissement sont attachées une
variable d’écrouissage cinématique z” et une variable d’écrouissage isotrope r".
La présence de ces variables d’écrouissage permet de décrire respectivement la
translation et I’extension du domaine élastique. La matrice h,.s qui apparait dans
la formulation de I’écrouissage isotrope est un matrice d’interaction, dont les
termes diagonaux représentent 1’auto-écrouissage, et les termes hors diagonale
I’écrouissage latent entre les différents systémes. Dans notre simulation, on se
contentera d’une matrice diagonale. Le modéle est multipotentiel, et fera inter-

venir autant de «multiplicateurs viscoplastiques» ©" que de systémes actifs. La
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vitesse de la déformation plastique £” est calculée par la dérivation partielle du
potentiel viscoplastique, somme des potentiels élémentaires, par rapport au ten-
seur de contrainte. La formulation viscoplastique permet de déterminer de fagon
non ambigué le jeu de systémes actifs. Pour chaque famille de systémes de glisse-
ment, il convient de déterminer un jeu de sept paramétres (K, n, 15, @, b, ¢, d).

Les paramétres utilisés sont listés dans le tableau 4.2.

TABLE 4.1 — Lois de comportement du modéle monocristal

Fonction de seuil : fr=pm—=a"|—r"—1
3 3 A 1 T T
Cisaillement résolu : T=g:m’ =g: 3 "e@n +n" ®I")
K fr,w ’flJrl
Potentiel vi lasti : Q= Q. (f") = =
otentiel viscoplastique ZT: (f") n+lzT:<K>
Ecrouissage cinématique : x" = ca”

ar = (signe (7" —2") — da”)0"

Ecrouissage isotrope : r=Q Z hyrs(1 — exp(—bv®))

o)
Vitesse de déformation plastique : £F = 9 = ZV cm”
~ r

Q m\"
Vitesse de glissement : v = gfr = <‘%>

A" =0 signe (1" — ")
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TABLE 4.2 — Paramétres du modeéle de plasticité cristalline
K n To Q b c d
(M Pa.s'/™) (MPa) | (MPa) (M Pa)
Prismatique 280 -49.4
Basal 20 7.41 300 -52 2 | 30000 | 300
Pyramidal (a + ¢) 540 -83.2

Les parameétres utilisés ici ont été déterminés lors d’une précédente étude

en réalisant le calcul par éléments finis d'un élément de volume représentatif

[Dick 06]. Les paramétres de la loi d’élasticité orthotrope proviennent également

de la littérature [Simmons 71, Brandes 92]. Les valeurs sont reportées dans le

tableau 4.3.
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€33
V23
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033
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013
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TABLE 4.3 — Coeflicients du tenseur des modules d’élasticité (élasticité ortho-

trope)
Y1111 Y2222 Y3333 Y3311 Y2233 Y1122 Y2323 Y3131 Y1212
168000 | 168000 | 191000 | 95000 | 95000 | 69000 | 48000 | 48000 | 73000
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4.1.2 FEtude en déformation plane généralisée (2.5D)

Les systéemes de glissement introduits dans le modéle cristallographique sont
susceptibles de générer un tenseur de déformation dans lesquels toutes les com-
posantes sont non nulles. Afin de pouvoir prendre en compte cet effet dans le
cadre d’'un modéle géométrique simple, on utilise une hypothése de déformation
plane généralisée (2.5D), qui admet un comportement 3D complet dans une géo-
métrie 2D. Six degrés de liberté globaux sont affectés a I’ensemble du maillage,
ce qui permet de prendre en compte 3 translations et 3 rotations de la surface
du maillage. Avec cette théorie, le champ des contraintes ainsi que celui des dé-
formations dans la troisiéme direction peuvent étre considérées. Le champ de

déplacements est défini par ’expression suivante :
ﬁ<x7y7 Z) :170(%%2)4‘61(1379) (42)
ol 1 est défini par :
— —_>
Uo(z,y,2) =2 <t+u_)'/\OM> (4.3)

z correspond & la troisiéme direction. O est le centre de gravité de la structure

2D. Les vecteurs de £ et @ sont définis en dessous :

31 w1
tg ws

ou ty, ty et t3 représentent trois degrés de liberté (DOF) de translation, et wy,
wy, ws représentent trois degrés de liberté de rotation par rapport chaque axe.

Le champ de déplacement est obtenu comme :

u® = uf + 2ty —ws(y — Yo)z
uw’ = uf + 2ty + wz(z — Xo)z (4.5)
u® =ui + 2ty +wi(y — Yo)z — wa(x — Xo)z

Dans notre simulation, on suppose que la face du maillage reste plane, tout
en se translatant librement dans les trois directions (réactions globales nulles).
Une rotation de cette surface autour de sa normale est également autorisée. La

seule condition a imposer est donc w; = wy = 0.
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4.1.3 Principe du modéle de propagation de fissure

Dans les parties précédentes de la section §4.1, nous nous sommes intéressés
a la modélisation de la microstructure et a la forme des lois de comportement.
L’association de ces deux acquis permet déja d’effectuer une analyse mécanique
par la méthode des éléments finis. Il nous reste a définir le traitement numérique
qui va accompagner l'introduction d’une fissure dans la microstructure. Deux
critéres supplémentaires sont nécessaires pour compléter le modéle : un critére
qui permet de déterminer la direction de propagation et un autre qui permet

d’estimer la vitesse de propagation. Ils sont présentés dans les parties suivantes.

4.1.3.1 Détermination de la direction de propagation

Différents critéres ont été proposés pour déterminer la direction de propa-
gation dans le cadre des approches macroscopiques, tels que le critére basé sur
I’amplitude de distorsion de cisaillement maximale, le critére basé sur le cisaille-
ment maximal et le critére basé sur le taux de restitution d’énergie maximale (cf.
§1.3.3). Ayant a notre disposition des ingrédients plus proches de la microstruc-
ture, nous allons exploiter cette nouvelle information en cherchant a utiliser des
paramétres représentatifs des mécanismes locaux de déformation et d’endomma-
gement.

Aucun critére standard n’a été présenté pour le moment pour prévoir le che-
min de fissuration, en raison des nombreux facteurs qui influencent celui-ci (chi-
mie, physique, microstructure, condition de charge, etc). Parmi les propositions
les plus raisonnables, on peut retenir un critére basé sur la désorientation cris-
tallographique minimale et le critére basé sur le facteur de Schmid maximal (cf.
§1.3.3).

Dans notre étude, on propose d’utiliser comme variable critique le glissement
sur les systemes cristallographiques. On suppose également que la direction de
fissuration est constante dans chaque grain. La bifurcation de la fissure ne sera
donc possible qu’au franchissement d’un joint de grains. La figure 4.4a illustre le
fonctionnement du critére dans le cas d'une simple structure a deux grains. La
simulation par éléments finis fournit sur chaque point de Gauss l'amplitude de
glissement pour chaque systéme cristallographique. Un premier calcul est réalisé

sur la géométrie initiale, sans fissure. On applique alors le critére d’amorgage,
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et on choisit comme direction de propagation le plan cristallographique qui est
le siége de la plus grande amplitude de glissement. Le chemin de la fissure est
ainsi déterminé jusqu’au premier joint de grains. Lorsque celui-ci est atteint, la
présence de la pointe de fissure induit une zone plastique dans le grain voisin,
et sollicite de ce fait certains systémes cristallographiques. Afin de déterminer la
nouvelle direction de propagation, on cherche la direction qui fournit de nouveau
le glissement maximal. Pour cela, on met en place une technique numérique en

vertu de laquelle le glissement sur les systémes cristallographiques sera interpolé
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4.0e-03

| prisml (1 0-1 O)[1-2 1 0] ——
3.5e-03 | prism2 ©O[1-1 0[2-1-1 0] T
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basall (0 0 0 D[1 -2 1 0] ©
3.0e-03 | basal2 (0 0 0 1)[2~1 ~1 0]
basal3 (Q 00 D[l 1-20]

2.5e-03 |

!
|
| ;
2.0e-03 | F—J 1
| o
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Glissement

1.0e-03

5.0e-04

0.0e+00 ST R R S——
120 140 160 180 200 220 240 260 280 300 320

Angle
(b)
FIGURE 4.4 — (a) Schéma de la méthode de détermination de la direction de pro-

pagation au niveau du joint des grains. (b) Exemple des glissements des systémes

cristallographiques dans le Grain 2 sur le demi-cercle.
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depuis les points de Gauss sur un demi-cercle centré a la pointe de fissure P. Le
rayon choisi est de 1.5um, ce qui représente une distance inférieure a la taille de
la zone plastique. S’il s’agit de la détermination de la direction de propagation
pour le premier segment de fissure, ce demi-cercle est centré au point d’amorcage.
'orientation du systéme subissant le glissement maximal (systéme le plus activé)
sera considérée comme la direction de la propagation de fissure. Par exemple,
pour la situation de la figure 4.4b, c’est 'orientation du systéme basal (00 0 1)[2
-1 -1 0] qui sera sélectionnée. D’une fagon générale, le glissement sur les systémes
pyramidaux (a + ¢) est toujours beaucoup plus faible que sur les autres familles.
Cette famille doit étre conservée pour gérer des problémes de compatibilité de
déformation (lorsque le glissement en direction a est insuffisant pour accommoder
les déplacements), mais, dans la pratique, ses plans ne seront jamais sélectionnés

comme plan de propagation de fissure.

4.1.3.2 Orientation des plans de glissement en 2D

Apreés avoir déterminé le plan sur lequel se propage la fissure, nous discu-
tons le calcul de I'orientation du systéme et la fagon de représenter 1’orientation

correspondante dans un modéle & deux dimensions.

B=[1210] y=[0110]

y
Y=[1120]
FIGURE 4.5 — Représentation d’un cristal hexagonal dans un systéme cartésien.

Afin de respecter ses symétries, on introduit pour le cristal hexagonal une
représentation a quatre paramétres : «, [, 7, et ¢, qui correspondent respec-
tivement a trois coordonnées selon les directions de ’hexagone de base, et une
coordonnée selon l'axe c¢. Comme l'indique la figure 4.5, on peut bien entendu se
satisfaire de 3 paramétres, x, y et z, dans un systéme cartésien. Les correspon-

dances entre les différents plans sont présentées dans le tableau 4.4.
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TABLE 4.4 — Définition des plans de glissements de la maille hexagonale dans un

systéme cartésien.

Indices de Miller | Systéme cartésien
(10-10) (010)
Prismatique (01-10) (11/v/30)
(-1100) (-11/v/30)
Basal (0001) (001)

En se basant sur la présentation précédente, I'orientation des plans de glisse-
ment est donnée dans le repére de 1’échantillon en rendant compte de I'orientation
du cristal définie par les trois angles d’Euler. La matrice de passage B, définie
en Annexe B), est telle que :

—

N, = B, (4.6)

ou ]\71 et m; contiennent respectivement les coordonnées des plans de glissement
dans le repére de I’échantillon et celui du cristal.

L’intersection du plan de glissement et du plan du maillage (zoy) définit une

droite. Si le plan de glissement le plus activé ]\E est décrit par (Njz, Njy, Nj.),
Porientation de la fissure en 2D est définie par :
N.

= arctan(—— 4.7

B = arctan(~—=) (4.7)

Jy
L’angle ainsi défini est considéré comme nul lorsque la direction est confondue

avec 'axe des abscisses. Il croit en suivant le sens trigonométrique.

4.1.3.3 Calcul de la vitesse locale de propagation

On a vu en premiére partie que, pour des petites fissures dont les dimen-
sions sont de 'ordre de la microstructure du matériau, la vitesse de propagation
risque d’étre largement sous-estimée si on estime celle-ci en se basant sur le FIC
[Tanaka 86| et une loi déterminée a I’échelle macroscopique. C’est pourquoi on
préfére sélectionner un des critéres spécifiques qui ont été présentés dans la sec-
tion §1.3.4, en 'occurrence un critére dépendant des déplacements relatifs locaux

en pointe de fissure : la vitesse de la propagation pourrait étre évaluée au moyen
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du paramétre CTOD (crack tip opening displacement) ou du CTSD (crack tip
sliding displacement) (cf. eq. 1.42 et FIG. 4.6).

FIGURE 4.6 — Schéma des déplacements CTOD et CTSD au bout de la fissure.

Entre ces deux paramétres, le CTOD convient mieux a I’évaluation d’une pro-
pagation en mode I (ouverture de fissure), alors que le CTSD est mieux adapté a
un mode II, gouverné par le cisaillement. Dans la mesure ol notre critére direc-
tionnel sélectionne le glissement primaire le plus actif, la cohérence de I’approche
veut que l'on utilise pour déterminer la cinétique le paramétre CTSD. La vitesse

de propagation de la fissure sera donc calculée par :

da m
N = C.ACTSD (4.8)

ol C' est une constante dépendant du matériau et ot I’exposant m est trés proche
de 1. La constante C' du TA6V quant a elle sera choisie égale a 0.026 [Koster 10].

4.2 Application du modéle de propagation

Nous nous intéressons dans cette partie a 'application du modéle de fissure
courte. L’objectif de la simulation est d’effectuer une analyse préliminaire de la
propagation cristallographique d’une fissure de fretting et d’évaluer la capacité
du modéle a prendre en compte l'influence de la microstructure.

Afin d’effectuer cette simulation, le modeéle cylindre/plan, utilisé pour 1'étude
d’amorcage dans le chapitre 2, est repris dans cette partie en gardant la méme
géométrie et les mémes conditions de charge (cf. FIG. 4.7a et Tab. 2.4). Un agré-
gat de 250 grains, dont la taille moyenne est de 100um, est implanté dans la zone
de contact du plan (cf. FIG. 4.7b). Dans cet agrégat polycristallin, chaque grain,
identifié par une couleur différente, posséde une orientation spécifique définie par
trois angles d’Euler (cf. §4.1.1.2). On utilise le comportement de plasticité cristal-
line et les paramétres matériau présentés dans la section §4.1.1.3. La figure 4.7c

montre le champ de la contrainte de von Mises a la fin de la premiére application
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fized

load

/ H’_}

o 1 cycle
preseribed reaction forces

FIGURE 4.7 — (a) Vue générale du maillage et conditions aux limites. (b) Zoom
sur 'agrégat de 250 grains implanté dans la zone de contact. (c¢) Anisotropie du

matériau représentée par le champ des contraintes de von Mises a 'instant £ = 1.

de la charge normale. Il est bien entendu trés différent du champ qui résulterait
de l'application de la théorie de Hertz, ce qui met en évidence I’hétérogénéité et

I’anisotropie cristalline du matériau.

4.2.1 Deétails de la modélisation

La figure 4.8 montre la méthodologie générale de la modélisation. La premiére
étape consiste a déterminer la position d’amorcage. Pour cela, une simulation

préliminaire sans fissure est effectuée. La position de 'amorcage est déterminée
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I en utilisant le critéere TOS. Le chemin de fissuration dans le

axz = 0.96mm
premier grain est alors déterminé, il est donné par l'orientation du systéme de
glissement le plus activé (cf. §4.1.3.1 et §4.1.3.2). Un processus itératif est alors
mis en place pour créer successivement plusieurs modeéles géométriques, avec des
fissures de plus en plus longues & 'intérieur du premier grain. A I’étape ¢, la
fissure, de longueur a; est créée en effectuant un incrément de longueur de da

par rapport a la situation précédente.

Cylinder/Plane
Geometry

Crack initiation Crack implantation e "
position calculation Length a' emeshing

FEM
Crack growth rate 10 cycles fretting
At = 4 4 da calculation
(crystal plasticity)

dN Post processing
N= X dN calculation CTSD CTOD

FIGURE 4.8 — Schéma de la méthodologie de simulation au sein d'un grain.

Un nouveau maillage est construit pour chaque nouveau modele, et une si-
mulation de 10 cycles est effectuée. Le CTSD est calculé et, a partir de lui, le
nombre de cycles d/NV nécessaire & la propagation sur une longueur da est évalué
(cf. §4.1.3.3). Le processus se poursuit jusqu’a ce que la fissure arrive au joint
de grains. Le chemin de fissuration est alors recalculé dans le grain suivant, et

toutes les étapes présentées précédemment sont reprises.

Incrément de la longueur de fissure dans la simulation L’incrément de
longueur de fissure (da) appliqué dans la simulation dépend de la longueur des

segments de fissure (/;) dans le grain courant (cf. FIG. 4.9). Il varie également

1. Le point d’origine est confondu avec le centre de la zone de contact.
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au cours de Pavancée a 'intérieur du grain : un incrément da = [;/10 est ap-
pliqué pour les 9 premiéres simulations, puis on utilise da = [;/50 pour les 5
derniers simulations. L’objectif est de mieux définir les champs de contrainte et

de déformation lorsque la pointe de fissure se rapproche du joint de grains.

A

] Grainl
1 /da/zlf/w

/da=lz-/50

FIGURE 4.9 — Schéma de I'avancée de fissure dans un grain.

Calucl de Pamplitude de CTSD Le CTSD est un déplacement relatif entre
les deux lévres de la fissure. Il est mesuré sur la cinquiéme paire de nceud derriére
la pointe, soit a une distance de 1um environ de celle-ci. L’amplitude du CTSD
d’un cycle est calculée par :

CTSDpaw — CTSD i,
2

ACTSD = (4.9)

4.2.2 Reésultat et discussion

Dans notre étude, les simulations ont été effectuées pour une propagation
de fissure de trois grains, ce qui correspond a une longueur de 250um environ.
La simulation numérique prend en compte le contact et le frottement entre les
deux surfaces de la fissure. La figure 4.10 présente la localisation de la fissure
et le champ de contrainte équivalente de von Mises, lors que la fissure arrive
aux joints de grains, au moment ou le déplacement oscillatoire atteint sa valeur
maximale et que la fissure s’ouvre. Les simulations montrent que la fissure ne
s’ouvre pas totalement au cours d’un cycle. Ainsi, le segment de fissure dans le
deuxiéme grain apparait il tout le temps fermé, ce qui s’explique par le fait que
sa pente est relativement douce par rapport aux autres. Ceci n’empéche pas la

fissure de se propager, la force motrice étant le cisaillement relatif entre les lévres
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FIGURE 4.10 — Localisation de la fissure et état des contraintes équivalentes de

von Mises quand 0 atteint sa valeur maximale.

de la fissure. Les conditions de contact influencent la position des concentrations
de contraintes. La figure 4.10 montre un exemple ot elles se trouvent aux chan-
gements de direction de la fissure, aux points B et C'. Il s’introduit a ces endroits

2

une zone plastique secondaire “, susceptible de provoquer des branchements de

fissure. La figure 4.11 donne des informations détaillées sur la détermination du

2. La zone plastique devant la pointe de fissure est considérée comme la premiére zone
plastique.
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FIGURE 4.11 — Chemin de fissuration dans les trois premiers grains et activité

des systémes de glissement au niveau du joint de grains.
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chemin de fissuration. Dans le deuxiéme grain (cf. 4.11b), le systéme le plus ac-
tivé est le Basal3, et 'orientation correspondante est de —25.21° (ligne verte en
pointillés). Le choix de ce plan donnerait donc une fissure qui remonte vers la
surface, ce qui conduirait a& une desquamation de la surface. Ce genre de propa-
gation n’est pas observé expérimentalement, c’est pourquoi on sélectionne ici le

systéme Prism3, qui apparait est le plus activé derriére les systémes basaux.
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FIGURE 4.12 — Vitesse de propagation et évolution de CTSD en fonction de la

longueur de fissure.

Evaluée a partir des valeurs de CTSD, la vitesse de propagation en fonction de
la longueur de fissure est montrée en figure 4.12. Cette vitesse diminue lorsque la
fissure se rapproche d’un joint de grains, puis, une fois le joint de grains franchi,
elle augmente & nouveau pour vers une valeur constante. Ce résultat, qui cor-
respond bien aux observations expérimentales, confirme que les joints agissent
comme des barriéres pour le phénoméne de propagation. On peut imaginer que,
dans certains cas, la fissure puisse méme rester bloquée sur de telles barriéres :
cette situation, qui verrait des fissures démarrer dans quelques grains, puis s’ar-
réter, correspond a ce qui se passe lorsqu’on est en dessous de la limite de fatigue.
Au contraire, lorsque la fissure a réussi a traverser plusieurs grains, on doit lui
donner une existence macroscopique, et la traiter avec des outils adaptés, qui ne

considérent plus la microstructure.
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Sur la figure 4.12, une tendance générale décroissante de la vitesse de propa-
gation en fonction de la longueur de fissure est observée, ce qui correspond a la
baisse de la force motrice de la propagation lors qu’on s’éloigne du contact.

De plus, on voit dans le premier grain, I’apparition d’une vitesse maximale de
propagation pour une longueur de fissure de 50um environ, ce qui correspond a
un résultat de la littérature lorsqu’on analyse la propagation macroscopique par

des fonction de poids, par exemple [Proudhon 11].
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FIGURE 4.13 — Durée de vie estimée par la simulation.

Du coté quantitatif, I’évolution de la longueur de fissure en fonction du
nombre de cycle de fretting estimé est présenté sur la figure 4.13. Avec le jeu
d’orientation utilisé, pour une propagation cristallographique d’environ 250um,
avec deux joints de grains franchis, une durée de vie de 1.6 x 10° cycles est prédite
par notre modéle.

Afin d’étudier effet de la plasticité sur la propagation de fissure, nous avons
étudié, pour une longueur de fissure déterminée 2, les évolutions des déplacements
CTOD et CTSD au cours des 10 cycles de fretting calculés (cf. FIG. 4.14a).
Concernant le CTOD, la valeur maximale de chaque cycle augmente graduelle-

ment tandis que la valeur minimale revient toujours a zéro (I’alternance d’ouver-

3. Nous avons choisi une longueur de 217um, la pointe de la fissure situe dans le troisiéme

grain.
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ture et fermeture de la fissure au cours d’un cycle), ce qui améne une évolution
croissante de 'amplitude du CTOD (cf. FIG. 4.14b).

Concernant 1’évolution du CTSD, & la fois la valeur maximale et minimale
augmentent légérement pendant les cycles. Au niveau de 'amplitude ACTSD,
une évolution légérement croissante est observée aprés une valeur relativement

élevée effectuée dans le premier cycle.
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FIGURE 4.14 - (a). Evolution cyclique de CTSD et de CTOD; (b). Evolution des
amplitudes de CTSD et CTOD au cours des cycles pour une longueur de fissure
définie (217um).

Avec la condition de charge modérée utilisée, I’évolution des amplitudes de
CTOD et CTSD soit globalement stable. Une légére augmentation due a 'accu-

mulation de plasticité, est toutefois mise en évidence.

4.3 Confrontation du modéle avec des essals ex-

périmentaux de fretting

Dans la partie précédente, nous avons présenté un modéle numérique de pro-
pagation de fissure et ’avons appliqué dans une simulation & deux dimensions
sous chargement de fretting. Dans cette partie, nous allons alors effectuer une
confrontation entre les calculs numériques et les essais expérimentaux afin d’éva-

luer dans quelle mesure ce modéle est capable d’étre prédictif. Pour cela, les essais
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expérimentaux de fretting effectués au laboratoire de Tribologie et Dynamique
des Systémes (LTDS) pendant la thése de Jean Meriaux [Mériaux 10a] ont été
choisi, deux essais de différente géométrie (cylindre/plan et poingon/plan), dont
la condition de charge est /P = 0.5, sont reproduits de fagon numérique en

utilisant le modéle de propagation établi précédemment.

4.3.1 Essai Cylindre/Plan
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FIGURE 4.15 — Chemin de fissuration et état des contraintes équivalentes de von

Mises quand ¢ atteint sa valeur maximale (modéle cylindre/plan).
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Comme précédemment, la premiére étape consiste en un calcul d’amorcage
qui va nous donner la position de la fissure. Avec le jeu d’orientation cristallo-
graphiques aléatoires utilisées, la fissure s’amorce sur le c6té droit en bordure de
contact (cf. FIG. 4.15 grain 1).

TABLE 4.5 — Grains traversés par la fissure dans la simulation de la géométrie

cylindre/plan.
Angles d’Euler Systémes de glissement | Orientations
©1 ) V2 le plus activé des fissures

Grainl || 140.8° | 92.1° | 152.2° prism2 49°
Grain2 || 72.1° | 232.5° | 281.9° basal2 72°
Grain3 || 156.2° | 20.6° | 251.7° prism3 —T73°
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FIGURE 4.16 — Vitesse de la propagation et I’évolution de ACT'SD en fonction

de la longueur de fissure (modéle cylindre/plan).

Pour la modélisation numérique du modeéle cylindre/plan, une propagation
de fissure de trois grains est calculée a partir du grain 1. Le chemin de fissuration
est montré dans la figure 4.15. Les informations détaillées de chaque grain qui
est traversé par la propagation de fissure sont listées dans le tableau 4.5. En

se basant sur I’évolution de CTSD, la vitesse de propagation est calculée et
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montrée en figure 4.16. Sur cette figure, on observe a nouveau la diminution de
la vitesse de propagation lors que la fissure se rapproche d’un joint de grains. On
observe également le passage par un maximum, cette fois autour de 35um. On
observe que la vitesse de propagation est tres différente dans les trois grains, ce
qui justifie potentiellement I'influence de la microstructure et l'intérét d’'un tel
modeéle. On remarque que la vitesse de propagation dans le deuxiéme grain est
beaucoup plus faible par rapport celles qui sont observées dans les deux autres
grains. L’explication est que, dans le deuxiéme grain, la fissure se propage le long
d’un systéme basal qui a une cission critique plus élevée par rapport le systéme
prismatique qui est le plus activé dans les deux autres grains (cf. Tab. 4.2).
Dans le deuxiéme grain, la vitesse de la fissuration diminue jusqu’a descendre en
dessous de 1071%mn /cycle, du point de vue expérimental cela correspond a I'arrét

de la fissure.

0.1 4
0.09 | Cylinder/Plane FEM calculation 1
Cylinder/Plane experiments A&
0.08 A E
— 0.07 - i
E
E o006 ]
=
2 005 ]
< A
é 0.04 crack stopped R
© 03t 1
0.02 i
0.01 A R
O Il Il Il
0 50000 100000 150000 200000

Number of fretting cycles

FIGURE 4.17 — Comparaison des résultats de simulation avec ceux d’essai expé-

rimental pour le modéle cylindre/plan.

La confrontation des résultats expérimentaux et les résultats numériques est
montrée dans la figure 4.17 par des courbes de la longueur de fissure en fonction de
la durée de vie prédite. D’aprés cette comparaison, le résultat du calcul numérique
semble assez peu cohérent avec celui des essais expérimentaux. L’explication vient
du fait que la fissure s’arréte a une profondeur d’environ 50um dans le calcul

numérique. Cependant, le résultat de ce calcul numérique présenté ne représente
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qu'une des situations possibles obtenues avec un jeu d’orientations des grains
déterminé aléatoirement. Le résultat de la prédiction dépend donc fortement des
orientations choisies. Afin de trouver un résultat numérique représentatif, il faut

effectuer plusieurs calculs avec des orientations de grain différentes.

4.3.2 Essai Poingon/Plan
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FIGURE 4.18 — Chemin de fissuration et état des contraintes équivalentes de von

Mises quand ¢ atteint sa valeur maximale (modéle poingon/plan).
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TABLE 4.6 — Grains traversés par la fissure dans la simulation de la géométrie

poingon/plan.
Angles d’Euler Systemes de glissement | Orientations
V1 ® V9 le plus activé des fissures
Grainl || 24.8° | 202.1° | 152.2° prism2 —67.02°
Grain2 || 79.2° | 359.8° | 94.1° prism2 —53.3°

Comme pour le cas de cylindre/plan, la simulation des essais de fretting en

géométrie de poingon/plan est aussi réalisée dans laquelle une propagation de

fissure de deux grains est effectuée comme montré dans la figure 4.18. Sur le

tableau 4.6, les informations détaillées concernant le chemin de fissuration sont

listées. L’évolution de CTSD et la vitesse de propagation dans ces deux grains

sont montrées en figure 4.19. Sur cette figure, on observe 'effet de barriére de la

vitesse de propagation quand la fissure se rapproche d’un joint de grains, comme

observé dans les simulations présentées précédemment. Le maximum de la vitesse

est retrouvé cette fois autour de 50um. Dans le deuxiéme grain, la vitesse de

propagation est trés faible, du point de vue expérimental cela correspond aussi

& un arrét de la fissure.

da/dN (mm/cycle)

A CTSD (mm)
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FIGURE 4.19 — Vitesse de la propagation et I’évolution de ACT'SD en fonction

de la longueur de fissure (modéle poingon/plan).



4.3. Confrontation du modéle avec des essais expérimentaux de
fretting 105

La comparaison des résultats expérimentaux et les résultats numeériques est
effectuée par des courbes de la longueur de fissure en fonction du nombre de
cycle de fretting prédit (cf. FIG. 4.19). Les résultats du modeéle de propaga-
tion apparaissent trés cohérents avec les résultats expérimentaux. Ceci signifie
la validation du modéle numérique dans la prédiction de la propagation cristal-
lographique d’une fissure. Cependant, comme mentionné précédemment, plus de
calcul avec des orientations de grain différentes est nécessaire afin de trouver un

résultat numérique représentatif.

0.16 T
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Flat/Punch FEM calculation
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Number of fretting cycles

FIGURE 4.20 — Comparaison des résultats de simulation avec ceux d’essai expé-

rimental pour le modéle poingon/plan.

Concernant 'effet de la plasticité sur la propagation de fissure, les évolutions
des CTOD et CTSD, ainsi que I’évolution de leur amplitudes au cours des cycles
pour une longueur de fissure déterminée, sont calculées et présentées dans la
figure 4.21. La condition de charge étant relativement sévére, on constate claire-
ment une évolution croissante de 'amplitude de CTOD. L’évolution de I'ampli-
tude du CTSD reste elle, globalement stable. Malgré tout, I'accumulation de la
plasticité est exprimée par 'augmentation graduelle de 'amplitude d’ouverture

de fissure.
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FIGURE 4.21 - (a). Evolution cyclique de CTSD et de CTOD; (b). Evolution des
amplitudes de CTSD et CTOD au cours des cycles pour une longueur de fissure

définie.

4.3.3 Discussion

Apport du modéle de propagation D’aprés les confrontation précédentes,
le modéle numérique de propagation apparait globalement satisfaisant sur plu-
sieurs points. Il intégre les orientations cristallographiques des grains sous le
contact, on peut donc étudier un effet de texture méme si tous les calculs menés
ici ont été fait avec un tirage aléatoire des orientations. Par une lois de compor-
tement microscopique basée sur la cission critique des systémes de glissement, la
plasticité cristalline est modélisée et 'effet de barriére des joints de grains par
rapport la propagation des fissures est pris en compte naturellement par une

diminution du CTSD & I’approche du joint de grains.

Limites du modéle de propagation Comme les orientations des grains sont
déterminées aléatoirement et que le résultat du calcul numérique dépend des
orientations choisies, il est normal que certains résultats du calcul numérique
ne correspondent pas bien au résultat expérimental. Afin de trouver un résultat
numérique représentatif, la réalisation de plusieurs calculs avec des orientations

de grain différentes, suivi par une analyse statistique est nécessaire.
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Le modéle posséde également une limitation intrinséque du a sa nature 2D : le
plan de fissuration représenté par une droite (I'intersection du plan de glissement
et du plan du maillage) est traité comme perpendiculaire au plan du maillage
pendant les calculs. L’inclinaison hors plan de la fissure n’est donc pas rigoureu-
sement conforme a l'orientation 3D du plan choisi. Ceci peut influencer dans une
certaine mesure la fidélité du calcul numérique, la solution pertinente sera dans le
future d’appliquer un modéle & trois dimensions. Ceci pose aujourd’hui des pro-
blémes techniques diis a la taille du calcul nécessaire pour prendre en compte en
3D une discrétisation suffisante du contact, de la microstructure et de la pointe
de fissure. Malgré 'augmentation constante des performances de calcul, la réso-
lution d’un tel systéeme nécessite 1'utilisation une paralléle massive qui n’est pas
encore totalement compatible avec les algorithmes de contact [Yastrebov 11].

Concernant le critére appliqué pour évaluer la vitesse de propagation, la valeur
du CTSD dépend en effet de la distance de mesure derniére la pointe de fissure.
Cette distance, malgré son importance, n’a pas de référence standard dans la
littérature. Pour les calculs menés dans ce travail, la valeur du CTSD a été
mesurée 1 um en arriére de la pointe. L’analyse détaillée des déplacements des
noeuds montre que la valeur du CTSD n’est pas trés sensible & cette distance.
Malgré tout cela pilote directement la vitesse de propagation, il conviendrait
donc de valider cette valeur par des résultats expérimentaux (sur des essais de

fatigue par exemple).
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Conclusion et perspectives

Conclusion

La problématique industrielle de I’endommagement de contact entre les aubes
et le disque de soufflante d’un turboréacteur souligne I'importance du fretting,
et a ainsi nourri ce travail de thése. Dans ce contexte, nous nous somme intéressé
a développer un modéle numérique afin de mieux étudier I'amorcage et de la
micro-propagation des fissures sous le chargement de fretting. Les travaux de
recherche ont donc été effectués en suivant deux branches principales qui sont
classiquement distinguée dans la littérature : I'étude de 'amorcgage et celle de la
propagation.

Dans la partie dédié a I'’étude de 'amorgage, un modéle numérique a deux
dimensions a été établi en utilisant un nouveau critére de fatigue multiaxiale
- TOS, qui prends en compte de 'effet de la contrainte moyenne au cours du
cycle. Ce modéle, validé par des solutions analytiques dans le cas élastique, est
capable de prédire la position critique et le nombre de cycles a ’amorcage de
fissure. En utilisant ce modele, les effets de protection des différents traitements
de surface ont été évalués. Aprés la validation a deux dimensions, ce modéle
numérique est appliqué a trois dimensions afin de modéliser I’essai technologique
effectué & SNECMA. Dans la prédiction de la position critique d’amorgage, une
bonne cohérence entre I’essai technologique et le calcul numérique est constatée.
Concernant la prédiction du nombre de cycles & amorcage, avec la prise en compte
de 'effet d’échelle, le modéle numérique a proposé des résultats trés satisfaisants
par rapport les résultats expérimentaux. Cette concordance manifeste la qualité
du modéle numérique.

Dans la partie dédié a I’étude de la propagation, I'effet de la microstructure
par rapport la propagation cristallographique des fissures de fretting est prise
en compte dans le modéle numérique. Ceci a été rendu possible en utilisant un
agrégat polycristallin généré par la méthode Voronoi et une lois de comporte-
ment microscopique basée sur la cission critique des systémes cristallographiques.
Dans ce modeéle, un critére basé sur 'activité des systémes de glissement est ap-

pliqué afin de déterminer le chemin de fissuration alors qu’un critére dépendant
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des déplacements locaux en pointe de fissure est utilisé pour évaluer la vitesse
de propagation. En utilisant ce modele, l'effet de blocage des joints de grains,
qui correspond & des observations expérimentales classiques en fatigue, est bien

reproduit de fagon numérique.

Perspectives

Les perspectives pouvant étre apportées a ce travail sont multiples.

Du c6té de 'amorgage, ’application du modéle numérique promet une étude
plus efficace et plus économique par rapport aux traditionnels essais expérimen-
taux. Mais certains facteurs d’influence ont été négligés pendant 1’établissement
du modeéle numérique, 'impact de 'usure et la température par exemple, ce qui
cause une surestimation de la durée de vie par rapport la situation réelle. Un
modéle rendant compte d’un plus grand nombre de parameétre est donc de grand
intérét d’un point de vue scientifique et industriel.

Du coté de la propagation, la modélisation numérique reste imparfaite, deux
voies d’amélioration sont prévues, il s’agit soit d’appliquer des microstructures
réelles, soit d’effectuer plusieurs calculs avec des orientations de grain différentes
et puis analyser les résultats de fagon statistique. Le critére de la détermination
du chemin de fissuration peut étre enrichi en tenant compte de la désorientation
des grains et 'inclinaison spatiale des systéme de glissement cristallographique.
Une étude en trois dimensions est donc attendue. Concernant ’étude de la ci-
nétique de la propagation, l'estimation de la vitesse de propagation seulement
par le paramétre CTSD ou CTOD est, dans une certaine mesure, insuffisant.
Un paramétre synthétisant a la fois le déplacement glissant et le déplacement

d’ouverture en pointe de fissure est donc de grand intérét aussi.



ANNEXE A

Mécanique du contact pour un

modeéle cylindre plan

-+

Y (22) X(11)

Z(33)

FIGURE A.1 — Illustration du contact cylindre plan

En respectant les hypotheéses de Hertz, si I'on ne considére que d’effet de la
pression normale sur un plan semi - infini, le probléme devient une étude d'un
contact bidimensionnel (cf. FIG. A.1). Dans ce cas, différentes expressions sont

données afin de décrire I'état de contrainte dans le plan. Nous utilisons ici les
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formulations proposées par Hills et Nowell [Hills 93] :

P 2 s Va2 + s? r?s3a?

Ogz = PO - - —
“a Va2 + 52 5 (a2 + 52)*% (51 + 22a2)

oP — _2zupy (Va4 .

vy a s

5 2ava® + s?
0y = —PDo——1—5 5+

z Po s(s* + 2%a?)

P zz%sa
Orz = —P0

va? + s?2(st + 22a?)

Ufy = a; =0

avec s = (((a® — 2% — 2%)? + 4a®2)'? — (a® — 2% — 2%)) /2

En surface (z=0), 0,.(z) = 0,.(x) = —p(x), en dehors de la zone de contact
touts les composants sont nuls.
Dans 'axe Z, les autres composants sont nuls sauf :

ol = —Tpo [(a2 +22%) (a® + z2)71/2 — Qz] ,

rxr

p__,_ 4
T2 = —Po (a2 + 22)1/2

Si l'on ne considére que d’effort de la force tangentielle, nous avons la formulation

des composants du tenseur g% en dessous :

—2x S xz%sa
o = X (1 - ) +

Va2 + s? Va2 + s?(s* + 2%a?)

P
o2 = poy,

P
08, = pol,
0% =09 =0



ANNEXE B

Angles d’Euler et le matrice de

passage

Les angles d’Euler sont trois angles définis afin de décrire I'orientation d’un
solide par rapport a un référentiel. Autrement dit, pour un référentiel, I'orienta-

tion d’un solide peut étre défini par trois rotation des angles d’Euler (cf. B.1) :

— Une rotation de ¢; par rapport ’axe oz.

— Une rotation de ¢ par rapport 'axe ou.

— Une rotation de o par rapport 'axe oz’.

FIGURE B.1 — Définition des trois angles d’Euler 1, ®, et ¢,.

En science des matériaux, les angles d’Euler sont souvent utilisés pour décrire
I'orientation spatial d’un cristal. Les processus de rotation sont traduits par un

produit mathématique des trois matrices de passage :

cospr  sing; 0 1 0 0 cosps  sinws 0
[B] = | —sing; cosp; 0 0 cos® sind —sinpy cospy 0
0 0 1 0 —sin® cos® 0 0 1
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ou B est un matrice de passage qui nous permet de changer du repére de cristal

au repére d’échantillon, avec :

(

bi1 = cospicosps — cosPsinp sin oy
bis = stnwicosps + cosPcospysings
bis = sin®sinp,

by = —cospisinps — cosPsingicosps
by = —sinpisings + cos®cospicosps
bos = sin®Pcosps

bs1 = sin®Psing,

bss = —sinPcosp,

b3 = cosd
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Etude numérique de I'amorcage et de la propagation de fissures de fretting

Résumeé : La liaison aube-disque d’'un turboréacteur est soumise en opération & un chargement
complexe composé d’une forte pression et d’'un mouvement relatif oscillatoire, qui génére un phéno-
mene de fretting—fatigue. Lapparition de celui-ci réduit la résistance en fatigue des structures et en-
gendre des dégradations qui, sous différentes formes (usure, rupture), peuvent conduire a une perte
de fonctionnalité. Afin d’assurer la fiabilité des turboréacteurs, il est donc utile d’'améliorer I'estimation
de la durée de vie sous chargement de fretting.

Cette these est dédiée a la fois a I'étude de I'amorgage de la premiére fissure et de sa micro-
propagation dans le domaine dit "des fissures courtes", c’est-a-dire celles qui sont encore directement
influencées par la microstructure locale. Pour remplir la premiére exigence, on développe un modéle
numérique mettant en ceuvre un critere multiaxial de fatigue. Il permet de prédire la position de 'amor-
cage et le nombre de cycles correspondant, en prenant en compte d’éventuels traitements de surface.
Dans un second temps, une étude numérique de la direction et de la cinétique de propagation des
fissures est mise en place avec prise en compte de l'influence de la microstructure du matériau, a
I'aide d’'un modele de plasticité cristalline qui prend en compte les différentes familles de systémes de
glissement. La vitesse de fissuration diminue a I'approche des joints de grains, ce qui est qualitative-
ment conformes aux observations expérimentales.

Mots clés : Fretting, simulation, propagation de fissure, plasticity cristalline

Numerical modeling of fretting crack initiation and propagation

Abstract: The blade-disc fixings of an aircraft engine are subjected to complex loadings composed
by a high pressure and oscillatory relative motions during operation. This corresponds to a loading type
called fretting. The appearance of fretting phenomenon reduces the fatigue resistance of structures
and generates damage which, in various forms (wear, rupture), can lead to a loss of functionality.
In order to ensure the reliability of turbo-engines, the improvement of the models for estimating life
prediction is then needed.

This thesis is devoted to the study of crack initiation and crack micro-propagation, in the so called
"short crack domain", where they are still in interaction with the microstructure. At first, a multiaxial
fatigue model is proposed. It predicts the location and the number of cycles to initiation, taken into
account the possible surface treatments. Then, a numerical study of the direction and the kinetics of
crack propagation is performed with consideration to the influence of the material microstructure. A
crystal plasticity model is used, that takes into account all the relevant families of crystallographic slip
systems. The crack plane is assumed to be one of the crystallographic plane where the plastic slip is
the most intense. The crack propagation rate decreases when approaching grain boundaries, that is
qualitatively consistent with the experimental observations.

Keywords: Fretting, simulation, crack propagation, polycrystalline material

2% )
g g ParisTech

MINES PARIS INSTITUTE OF TECHNOLOGY
Tech




