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RESUME

La nitruration est un traitement thermochimique qui, par insertion d’azote en solution
solide et précipitation de nitrures, génere a la surface de la piéce traitée un profil de
dureté et de contraintes résiduelles de compression. Elle est employée pour améliorer la
résistance a l’usure, a la corrosion et & la fatigue de composants mécaniques tels

qu’engrenages, pistons et filieres d’extrusion.

Cette étude a pour but de comprendre le comportement en fatigue d’un acier 4140
nitruré par voie gazeuse en ¢tudiant en particulier ’'influence des parameétres de
nitruration et celle de la configuration géométrie/sollicitation sur 1’amélioration de la

résistance du métal de base.

L’examen de la littérature montre que la nitruration augmente la résistance en fatigue
dans le domaine de la fatigue 4 grand nombre de cycles. L amélioration est associée a
une transition du mécanisme de fissuration externe habituel a un mécanisme de
fissuration interne; une fissure circulaire, dite en « ceil-de-poisson ». s’amorce sur un
défaut, souvent une inclusion non métallique, du cceur non nitruré. Les résultats
rapportés par la littérature s’appuient, la plupart du temps, sur des essais en flexion
rotative. Du fait du gradient de contrainte inhérent & ce type de sollicitation, la
fissuration s’amorce toujours a l’interface entre la couche nitrurée et le coeur. Une
augmentation de la profondeur de nitruration se traduit donc par une augmentation de la
profondeur d’amorgage et par une augmentation de la limite de fatigue. Cependant, cet
effet est artificiel et les résultats de fatigue en flexion rotative sont particulierement

sensibles a un effet d’échelle.

Pour mieux évaluer 1’évolution du comportement en fatigue d’un acier nitruré avec les
parametres de la nitruration, notamment la profondeur de traitement, des essais de

fatigue axiale en traction-compression ont été réalisés. Trois profondeurs de nitruration
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(400, 700 et 1 000 um) ont ¢té mises en ceuvre puis caractérisées par des filiations de

dureté et des mesures de contraintes résiduelles.

Les courbes de fatigues réalisées pour ces trois profondeurs de traitement montrent que
la nitruration apporte, dans le domaine de la fatigue & grand nombre de cycles, une
amélioration de 20 % par rapport a la résistance en fatigue du métal de base. La fatigue
de I’acier nitruré met en jeu une compétition entre une fissure externe, qui s’amorce et se
propage dans la surface nitrurée dure et sujette a des contraintes résiduelles de
compression, et une fissure interne, qui se développe dans le cceur non nitruré sans
I’influence de 1’atmosphére ambiante. Quand la profondeur de nitruration est suffisante
pour qu'une fissure de surface ne puisse s’amorcer plus rapidement qu’une fissure
interne, la résistance en fatigue de ’acier nitruré ne dépend plus que de la résistance
intrinséque du métal de base, qui est elle-méme fonction de la dureté et de la taille des
défauts. Par ailleurs, des essais menés en traction répétée (R,=(0) montrent que le
mécanisme de fissuration interne est plus sensible que le mécanisme de surface a

I’application d’une contrainte moyenne de tension.

L’amélioration de la résistance en fatigue de la surface nitrurée a été étudiée du point de
vue de la propagation d’une fissure courte dans un champ de contraintes résiduelles en
considérant 1'effet des contraintes résiduelles sur la fermeture. Cependant, cette
approche ne suffit pas a expliquer la différence de durée de vie entre la couche mince,
qui rompt par fissuration externe, et la couche moyenne, qui rompt par fissuration
interne. L’acier nitruré a été étudié d’autre part comme un composite ou bimatériau
formé d’un cceur mou emprisonné dans une couche dure; les propriétés mécaniques de
chacun des éléments sont mesurées par des essais de traction sur une éprouvette du
métal de base et sur une éprouvette nitrurée a cceur. Quand le coeur se déforme
plastiquement, la contrainte locale supportée par la couche est d’autant plus grande que
la couche est mince. L’ épaisseur de la couche doit étre suffisante pour que, si le coeur
subit une déformation plastique, la contrainte dans la couche reste inférieure a la limite

de fatigue de la surface.
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Avec une profondeur de nitruration définie comme suffisante (700 pm) sur bord lisse
pour repousser le site d’amorgage de la fissure critique dans le cceur non nitruré, des
essais de fatigue axiale sur des entailles en V axisymétriques ont ¢té réalisés afin
d’explorer l'influence de la sévérité d’entaille. Trois rayons de courbure ont été
sélectionnés apres calculs par éléments finis des distributions de contraintes en fond
d’entaille. L entaille la plus douce représente le gradient de contrainte existant dans une
éprouvette de flexion rotative. L’entaille intermédiaire représente le gradient de
contrainte existant au pied de denture d’un engrenage. Enfin, I’entaille la plus aigué

représente un gradient de contrainte particulierement sévere.

L amélioration apportée par la nitruration est beaucoup plus importante en présence
d’une concentration de contraintes. Pour la fatigue a grand nombre de cycles,
I’amélioration de la résistance est de 80 % pour I’entaille douce et de 100 % et plus pour
les entailles intermédiaires et séveéres. Quand le gradient de contrainte est suffisamment
¢levé, la contrainte sous la couche nitrurée n’est pas suffisante pour amorcer et propager
une fissure; la résistance intrinséque du métal de base ne vient plus limiter la résistance
en fatigue de I’acier nitruré. La fissure doit s’amorcer systématiquement en fond
d’entaille depuis la surface renforcée par la nitruration. Le plein bénéfice de la
nitruration sur la résistance en fatigue est alors obtenu. Ce comportement est observé
pour I’entaille intermédiaire, représentative d’un pied de denture d’engrenage, et pour
Pentaille sévere. L’entaille douce, représentative de la flexion rotative, n’est pas assez
sévére pour empécher I'amorgage et la propagation d’une fissure interne a ['interface
entre la couche et le cceur. L’amélioration par rapport au métal de base résulte
néanmoins du gradient de contrainte et du faible volume sollicité sous la couche

nitrurée.
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ABSTRACT

Nitriding is a thermochemical treatment which, by insertion of nitrogen in solid solution
and nitride precipitation, generates on the surface of the treated part a profile of hardness
and compressive residual stresses. It is used to improve the wear, corrosion and fatigue

resistances of mechanical components such as gears, pistons and extrusion dies.

The purpose of this study is to understand the fatigue behaviour of a gas-nitrided 4140
steel by studying in particular the influence of the nitriding parameters and that of the

geometry/loading configuration on the improvement of the base metal fatigue strength.

The analysis of literature shows that nitriding increases the fatigue strength in the high
cycle fatigue regime. The improvement is associated to a transition from the usual
external cracking mechanism to an internal cracking mechanism; a circular “fish-eye”
crack initiates from a defect, e.g. a non metallic inclusion, inside the unnitrided core.
Most of the time, results reported in the literature are based on rotary bending tests.
Because of the bending stress gradient, cracks always initiate at the boundary between
the nitrided case and the core. An increase in nitriding depth thus results in an increase
in initiation depth and in an increase in the fatigue limit. However, this effect is artificial

and fatigue results obtained in rotational bending are particularly sensitive to size effect.

For a better assessment of the fatigue behaviour evolution of nitrided steel with the
nitriding parameters and, in particular, with the nitriding depth, axial fatigue tests were
performed under fully reversed loading. Three nitriding depths (400, 700 and 1 000 pm)
were achieved and characterized by hardness and residual stress measurements in depth.
The fatigues curves obtained for these three case depths show that, in high cycle fatigue,
nitriding brings an improvement of 20 % as compared to the fatigue strength of the base
metal. Fatigue of nitrided steel is a competition between an external crack, which
initiates and propagates from the hard nitrided surface under compressive residual

stresses, and an internal crack, which grows in the unnitrided core without the influence



of the surrounding atmosphere. When nitriding is deep enough to initiate a surface crack
faster than an internal crack, fatigue strength of the nitrided steel depends only on the
intrinsic strength of the base metal, which is a function of metal hardness and defects
size. In addition, tests carried out under zero-to-tension loading (R, = 0) show that the
internal cracking mechanism is more sensitive than the surface mechanism to the

application of a tensile mean stress.

The fatigue strength improvement of the nitrided surface was studied from the point of
view of short crack propagation in a residual stress field by considering the effect of the
residual stresses on crack closure. However, this approach cannot account for the
difference in fatigue life between the thin nitrided case, which breaks by external
cracking, and the medium case, which breaks by internal cracking. Then, the nitrided
steel was studied as a composite or a bimaterial, i.e. as a soft core inside a hard case; the
mechanical properties of each element are measured by tensile tests on base metal and
through-nitrided specimens. When the core deforms plastically, the thinner the nitrided
case, the higher the surface stress. Above the base metal fatigue strength, nitriding must

be deep enough so that the surface stress remains lower than the case fatigue strength.

With nitriding deep enough (700 um) to remove the crack initiation site from the surface
to the unnitrided core, axial fatigue tests were performed on axisymmetric V-notches in
order to investigate the influence of the notch severity. Three radii of curvature were
selected from finite element computations of stress distributions at the notch root. The
smoothest notch represents the stress gradient in a rotary bending specimen. The
medium notch represents the stress gradient at a gear tooth root. The sharpest notch

represents a particularly severe stress gradient.

The improvement brought by nitriding is much more important in the presence of a
stress concentration. In high cycle fatigue, the fatigue strength improvement as
compared to the base metal is 80 % for the smooth notch and 100 % and more for the

intermediate and severe notches. When the stress gradient is high, the stress under the
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nitrided layer is not high enough to initiate and propagate a crack: the intrinsic strength
of the base metal does not limit the fatigue strength of the nitrided steel any more. The
crack must initiate at the notch root surface strengthened by nitriding. Thus, the full
benefit of nitriding on fatigue strength is obtained. This behaviour is observed for the
medium notch, which is representative of a gear tooth root, as well as for the sharpest
notch. The smooth notch representative of rotary bending is not severe enough to
prevent initiation and propagation of an internal crack at the interface between case and
core. Nevertheless, the improvement of the base metal notch fatigue strength mainly
results from the stress gradient and from the small stressed volume under the nitrided

case.
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a(y) Une fonction de I’angle d’ouverture y de I'entaille
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adX Coefficient de dilatation thermique du composant X
ap Coefficient de dissociation
oy Coefficient de frottement
o woie Sensibilité a la contrainte moyenne selon Kwofie
o Sensibilité a la contrainte moyenne
y'-FesN Nitrure de fer de composition FesN
o Distance interréticulaire
Ag Amplitude de déformation totale
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AK Amplitude du facteur d'intensité de contrainte
AK, Amplitude du facteur d’intensité des déformations
AKpy Amplitude efficace du facteur d'intensité de contrainte
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£ Vitesse de déformation
z Vitesse de déformation généralisée

&, Amplitude de déformation

& el € Déformation élastique, plastique et totale
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§M°(z) Déformation microscopique résiduelle moyenne a la profondeur z
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G, Contrainte alternée (= Ao /2)

o-aR = Contrainte alternée pour une contrainte moyenne nulle

oy Contrainte locale dans le composant X

op® Limite de fatigue locale dans le composant X

O'DR -] Limite de fatigue a R; = -1 sans effet de contraintes résiduelles mais en tenant
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INTRODUCTION

Ce travail a été réalisé dans le cadre d’un partenariat entre I'Ecole Polytechnique et la
société Nitrex Métal inc. de Saint Laurent qui a fourni le matériau, réalisé les traitements

de nitruration et financé une partie du projet.

La nitruration gazeuse est un traitement thermochimique utilisé¢ pour protéger les picces
mécaniques de I'usure, de la fatigue et de la corrosion. Le traitement est souvent étudié
pour la résistance a I’'usure mais cette thése est destinée a voir les gains en fatigue. Parmi
les composants nitrurés, on dénombre les matrices de filage d'aluminium, les engrenages
et les tiges de valve. La nitruration présente I’avantage par rapport a d’autres traitements
de surface de ne pas introduire de distorsion sur les composants traités; les pieces
peuvent donc étre usinées a leurs dimensions finales avant d’étre nitrurées. En général,
le traitement est réalisé entre 500 et 580°C dans un four contenant un mélange gazeux a
base d’ammoniac. L azote diffuse de 1’atmosphére du four vers la surface du matériau.
Quand la concentration en azote dépasse la solubilit¢ maximum de la matrice Fe-a,
I’azote se combine avec le fer et les éléments d’addition tels que Cr, Al ou Mo pour
former des précipités de nitrures (Liliental er al. 2000). La nitruration, tout comme la
majorité des traitements de surface tels que la cémentation, le grenaillage ou la trempe
superficielle, accroit la dureté a la surface du matériau traité. Elle génére également, par
I’augmentation de volume provoquée par I’introduction de 1’azote dans la matrice de
Fe-a et par la précipitation de nitrures de plus grand volume, un champ de contraintes
résiduelles. Le cceur, qui n’est pas affecté par la diffusion de 1'azote, restreint la
dilatation de la couche nitrurée. Des contraintes résiduelles de compression sont alors
engendrées dans la couche alors que, pour conserver 1’équilibre, des contraintes

résiduelles de traction sont générées dans le cceur.

D’une maniére générale, le durcissement de la surface et ’introduction de contraintes
résiduelles de compression augmentent la limite d’endurance des aciers. La nitruration

est surtout bénéfique dans le régime de fatigue a grand nombre de cycles ou elle peut



provoquer une transition d’un mécanisme de rupture en surface vers un mécanisme de
rupture interne. Dans le régime de fatigue oligocyclique. la nitruration peut, au contraire,
étre néfaste. Des fissures peuvent s’amorcer rapidement sur la surface fragile et leur

propagation ne peut étre arrétée par le cceur ductile (Qian et Fatemi 1995).

La plupart des articles traitant de la fatigue des aciers durcis en surface ne s’appuient que
sur des résultats en flexion plane ou rotative (R,=-1 seulement) et insistent sur
I’augmentation de la limite de fatigue avec la profondeur de diffusion (Genel et al.
2000). Par conséquent, nombreuses sont les études qui se concentrent sur la
compréhension et la modélisation de 1’effet de la nitruration sur la limite d’endurance en
flexion (Spies et Trubitz 1996) négligeant, par le fait méme, son influence sur la courbe

de fatigue compléte.

Dans les aciers a surface améliorée, les fissures peuvent s’amorcer et se propager a partir
de la surface. Cependant, si la surface durcie empéche 1’amorcage et que les contraintes
résiduelles de compression ralentissent la propagation des fissures déja formées, le site
d’amorgage de la fissure principale peut étre déplacé de la surface vers le coeur de la
piéce. Les inclusions non métalliques sont des sites d’amorcage interne privilégiés. A la
différence des fissures externes, les fissures internes sont insensibles aux défauts de
surface et aux facteurs environnementaux comme 1’oxydation. En interne, I’amorgage et
la propagation des fissures dépendent seulement des propriétés du cceur telles que la

dureté et la taille des discontinuités (Umezawa et Nagai 1997) .

Lorsque des éprouvettes lisses sont sollicitées en fatigue-flexion, les fissures internes
s’amorcent sous la couche de diffusion a I’interface entre la surface traitée et le cceur.
Une augmentation continue de la résistance en fatigue avec la profondeur de nitruration
est alors mesurée (Genel er al. 2000). Ceci s’explique grace aux effets combinés du
gradient de contrainte et du volume de matériau sollicité sous forte contrainte. Quand la
profondeur de nitruration augmente, une contrainte nominale de flexion élevée doit étre

appliquée en surface pour créer en sous-couche une contrainte locale suffisante a
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I’amorcage d’une fissure de fatigue. De plus, le volume sollicité sous forte contrainte est
beaucoup plus petit qu’en traction axiale (Stephens et al. 2001). En flexion, ce volume
est confiné sous la couche de diffusion. Plus la nitruration est profonde, plus le site
d’amorgage interne est proche de l'interface entre la couche et le cceur. En d’autres
termes, plus le gradient de contraintes est élevé, plus le volume de matériau sollicité
sous forte contrainte est réduit. Comme la probabilité d’avoir un gros défaut dans le
volume sollicité diminue avec les dimensions de ce volume, la résistance a la fatigue

augmente (Murakami et al. 1991).

Pour une profondeur de nitruration donnée, si la piéce en service posséde une section
plus large que I’éprouvette de laboratoire, elle sera soumise a un gradient de contrainte
en flexion plus faible que cette dernic¢re. Sa limite de fatigue sera alors surestimée par
celle mesurée sur I’éprouvette de flexion rotative. Pour s’affranchir de cet effet d’échelle
et obtenir une estimation prudente de la performance en fatigue des piéces nitrurées, les
essais doivent étre réalisés en fatigue axiale. Pour des éprouvettes de petites dimensions,
la limite d’endurance en traction-compression ne représente qu’une fraction de I’ordre
de 75 2 90 % de la limite d’endurance en flexion et ce, méme si les éprouvettes n’ont
subi aucun durcissement superficiel (Stephens et al. 2001). En effet, en fatigue axiale,
tout le fiit cylindrique de I'éprouvette est soumis & une contrainte homogene et la
présence dans le volume sollicité des défauts les plus gros du matériau est plus probable

(Murakami et al. 1999).

L’objectif principal de cette étude est de comprendre I’influence de la nitruration
gazeuse sur le comportement et I’amélioration de la résistance en fatigue d’un acier 4140
et ce, pour différentes variables de procédé réalisées par Nitrex et pour plusieurs

configurations géométrie/sollicitation. Les objectifs spécifiques sont :

¢ FEtudier I'influence des paramétres de nitruration, et notamment la profondeur de
nitruration, sur la microstructure de la couche nitrurée et mesurer l’'influence de

celle-ci sur le comportement en fatigue d’un acier 4140.



+ FEtudier I'influence de la configuration géométrie/sollicitation sur un acier 4140
nitruré en explorant notamment 1’influence d’une entaille sur le comportement en

fatigue pour plusieurs sévérités d’entailles.
Les hypotheses que nous nous proposons de démontrer ou d’infirmer sont les suivantes :

+ La fatigue des aciers a surface améliorée peut étre étudiée comme la compétition
entre une fissure externe et une fissure interne se propageant «sous vide». Les
facteurs influengant cette compétition sont les caractéristiques (profondeur de
traitement, contraintes résiduelles et dureté) de la surface traitée et la configuration

géométrie/sollicitation de la piéce nitrurée.

+ La fatigue des aciers a surface améliorée dépend du champ de contraintes résiduelles
et du gradient de microstructure obtenus; 1’amélioration de la durée de vie de la
surface est due, en partie, a I’effet des contraintes résiduelles de compression sur la

propagation des fissures courtes.

¢ La performance en fatigue des aciers a surface améliorée (rompant par le mécanisme

externe) est optimale pour une certaine gamme de gradients de contraintes.

Cette these contribue a la mise en évidence des conditions (paramétres de traitement et
configuration géométrie/sollicitation) qui permettent de bénéficier au mieux de I’effet de
la nitruration sur le comportement en fatigue. L’étude s’appuie sur des essais en fatigue
axiale réalisés soit sur bord lisse afin d’avoir une estimation sécuritaire de la résistance
en fatigue, soit sur des éprouvettes entaillées avec un gradient de contrainte relatif

représentatif de celui d’une piéce en service.

Dans un premier chapitre, nous ¢voquerons le contexte industriel, a savoir le traitement
de nitruration lui-méme. Nous verrons son principe et les mécanismes de diffusion et de
précipitation qui interviennent pour générer a la surface de la piéce nitrurée un gradient
de microstructure. Nous décrirons brievement les différentes techniques de traitement en

nous intéressant particulierement a la nitruration gazeuse et en montrant comment le



controle des parametres du procédé permet d’obtenir les profils de dureté et de
contraintes résiduelles requis, selon que la pi¢ce en service sera susceptible de subir une
dégradation par usure, corrosion ou fatigue. Pour comprendre comment un traitement de
surface permet de réduire ces phénomenes de dégradation, nous étudierons le cas

particulier des engrenages.

Dans un deuxiéme chapitre, nous analyserons la bibliographie de la fatigue des aciers a
surface améliorée. C’est-a-dire que, plutdt que de se restreindre a 1’étude de la littérature
traitant des aciers nitrurés, nous €largirons notre investigation a tous les traitements de
surface qui, comme la nitruration, ont pour effet d’introduire un durcissement et un
champ de contraintes résiduelles de compression. Un rappel sera effectué¢ du
comportement en fatigue de I’acier de base, non nitruré, tant sur bord lisse, ou nous nous
intéresserons au mécanisme de fissuration interne fréquemment rencontré dans les aciers
nitrurés, qu’en présence d’une entaille. Puis, nous aborderons le probleme de la fatigue
des aciers a surface traitée d’abord sur bord lisse puis en fond d’entaille. Nous
évoquerons le comportement en fatigue, et plus particulierement 1’amélioration de la
résistance en fatigue, obtenus aprés un traitement de surface. Nous détaillerons les
facteurs qui, d’aprés la littérature, influent sur ce comportement et verrons les méthodes
d’analyse quantitative développées pour prendre en compte ’effet de ces facteurs sur la

résistance en fatigue.

A partir des connaissances acquises dans la revue de la littérature, nous définirons les

objectifs détaillés de ce travail dans un troisieme chapitre.

La méthodologie, les résultats et I’interprétation, qui permettront d’atteindre les objectifs
proposés, seront regroupés selon trois thémes. Tout d’abord, dans un quatrieme chapitre,
nous ¢tudierons le comportement en fatigue axiale sur bord lisse. Dans un premier
temps, nous introduirons le matériau en décrivant les étapes qui permettent de
transformer les barres d’acier 4140 laminées a chaud en éprouvettes de traction et de

fatigue. Dans un second temps, nous mesurerons les profils de dureté et de contraintes



résiduelles introduits par la nitruration en nous intéressant a leur évolution avec le temps
de nitruration; trois durées de traitement ont été sélectionnées pour explorer I'influence
de la profondeur de nitruration sur le comportement en fatigue. Puis, nous décrirons les
essals mécaniques, monotones et cycliques, auxquels a été soumis le matériau. Pour
évaluer I'influence des parametres du traitement de nitruration et du matériau de base sur
le comportement en fatigue, nous nous appuierons sur les courbes de Wohler réalisées
en traction-compression (R,=-1) et sur la morphologie des cassures résultantes. Nous
mettrons ainsi en évidence une compétition entre une fissure interne se propageant dans
le coeur non nitruré de I’éprouvette et une fissure de surface s’amorgant sur une surface
nitrurée dure et se propageant dans un champ de contraintes résiduelles de compression.
Pour chacun des deux mécanismes de fissuration, nous essaierons d’identifier les
facteurs influents et nous testerons leur pertinence par [’application de méthodes
d’analyse quantitative faisant intervenir ces derniers. Puis, nous étudierons I’influence
d’une contrainte moyenne de tension sur les mécanismes de fissuration précédemment

évoqueés par des essais en traction répétée a R, = 0.

Dans un cinquieéme chapitre, une analyse des contraintes et déformations par éléments
finis sera réalisée & l’aide du logiciel Forge 2. Elle permettra d’améliorer la
compréhension de l’influence de la profondeur de nitruration, étudiée au chapitre
précédent, et de préparer I’étude de I’influence d’une entaille sur le comportement en
fatigue de 1’acier nitruré. En effet, trois géométries d’entaille seront sélectionnées afin
que les distributions de contraintes en fond d’entaille soient représentatives d’un pied de

denture d’engrenage, d’une éprouvette de flexion rotative et d’une entaille sévere.

Dans un sixieme chapitre, des essais de fatigue en traction-compression réalisées sur ces
trois géométries d’éprouvettes, nitrurées a une profondeur jugée « suffisante » d’apres
les conclusions du quatriéme chapitre, permettront d’explorer 1’effet d’entaille d’abord
dans le métal de base puis dans ’acier nitruré. Nous discuterons en particulier de I’effet
d’une entaille sur la compétition entre fissure interne et fissure externe et nous verrons

tout le bénéfice que I’on peut attendre de la nitruration pour une pieéce présentant une



concentration de contraintes. Enfin, I’entaille représentative d’une éprouvette de flexion

rotative nous permettra de discuter de Ia représentativité de ce type d’essais.

Pour finir, nous verrons les principales conclusions a tirer de cette étude et les

recommandations qui peuvent étre faites pour des travaux futurs.



I LA NITRURATION, TRAITEMENT DE
SURFACE THERMOCHIMIQUE

D’une maniére générale, un traitement de surface a pour but de conférer a la surface et a
la région sous-jacente les propriétés qui lui permettront de remplir des fonctions
distinctes de celles assurées par le cceur. L’ objectif est souvent de durcir la surface afin
d’en augmenter la résistance a 1’usure et la tenue en fatigue. Une amélioration de la

résistance a la corrosion est ¢galement obtenue dans certaines conditions.

Selon le type d’interaction entre le traitement et le métal de base, on distingue trois
familles de traitement de surface: 1’ajout d’un revétement sur un substrat sans
interaction réelle entre les deux. la modification de la structure du matériau sans en
changer la chimie, par exemple par trempe superficielle ou par grenaillage, et enfin, la
modification de la structure en changeant la chimie, par exemple par un traitement

thermochimique.

Du point de vue de la fatigue, les traitements de modification de la structure sont les plus
intéressants. Avant de nous intéresser a la fatigue des matériaux traités, ce premier
chapitre va nous familiariser avec un traitement de surface en particulier : la nitruration,
qui appartient a la famille des traitements thermochimiques ferritiques (Ghiglione et
al.1994b; 1994a). Un traitement thermochimique est un traitement thermique réalisé
dans des conditions et un milieu propres a obtenir une modification de la composition
chimique du matériau par réaction et diffusion des ¢léments actifs du milieu (Batchelor
Lam et Chandrasekaran 1999; Budinski 1988). Ces ¢éléments actifs peuvent étre solides

(céments), liquides (bains de sels) ou gazeux.

1.1 DEFINITION DE LA NITRURATION
La nitruration consiste a enrichir en azote la surface dun acier. L’apport d’azote
s’effectue par diffusion du milieu actif & base d’ammoniac ou de cyanates vers le coeur

du matériau. L’enrichissement en azote s’accompagne d’une transformation de la



microstructure en surface sans que le cceur en soit affecté. Ainsi, un matériau de cceur
ductile confere a la piéce ses proprié¢tés mécaniques globales tandis que la surface

nitrurée améliore la résistance a I’usure, a la fatigue et a la corrosion.

La nitruration gazeuse est réalisée dans le domaine ferritique entre 500°C et 580°C dans
un mélange gazeux a base d’ammoniac. L azote atomique issu du craquage catalytique
de I’ammoniac est adsorbé a la surface du métal et diffuse dans le matériau pour former
un gradient de concentration en azote. Quand la solubilit¢ maximum dans la matrice
Fe-a est dépassée, I’azote se combine avec le fer et/ou les éléments d’alliage pour former
des précipités (Blau 1992). Ces nitrures ainsi que 1’introduction d’azote en solution
solide accroissent la dureté superficielle du matériau. Par ailleurs, 1’expansion
volumique due a I’introduction de 1’azote dans la matrice et a la précipitation de nitrures
de plus grand volume est contrariée, ce qui génere un champ de contraintes résiduelles :
le coeur non nitruré restreint la dilatation de la surface, ce qui donne naissance a des
contraintes résiduelles de compression dans la couche de diffusion et des contraintes
résiduelles de traction dans le cceur. La morphologie typique d’une surface nitrurée est
schématisée sur la figure 1.1. Une fine couche de nitrures, appelée couche de
combinaison ou couche blanche, constitue, en général, la partie superficielle d une pi¢ce
nitrurée. La région sous-jacente forme la couche de diffusion qui est composée de

précipités de nitrures dispersés dans une matrice sursaturée en azote.

Phases ¢ (Fe,.sN) et/ou ' Couche de combinaison
v (FeaN) de 0230 ym

Couche de diffusion de
quelques dixiémes de mm

Substrat saturé en
azote et précipités de
nitrures

Matériau non nitruré Coeur

Figure 1. 1. Schéma d’une surface nitrurée typique

Les différentes étapes conduisant a la nitruration d’une piece sont schématisées sur la
figure 1.2 pour un substrat de fer pur. L’ammoniac est transport¢ du mélange gazeux

vers la surface du métal. Les molécules d’ammoniac s’adsorbent en surface a travers une
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couche limite de diffusion. Un craquage catalytique de I’ammoniac a la surface du
matériau libere de l'azote atomique. Celui-ci diffuse dans le substrat ou il subit une
réaction chimique qui dépend de la pression partielle d’azote. Puis, I'azote restant
diffuse a travers la surface pour former une solution solide interstitielle et des nitrures de
fer ou il se recombine avec un autre atome d’azote pour former de I’azote moléculaire
N,. L hydrogéne atomique issu du craquage catalytique se recombine en H, ou réagit
avec I'oxygene. Les produits gazeux se désorbent et sont rejetés en phase gazeuse.
L’étape la plus lente, généralement la diffusion de I’azote, contréle la vitesse du procédé

global.

Transport des molécules dammoniac non dissocié dans la zone transitoire prés de la surface.
Diffusion moléculaire de NH3 a travers cette zone.

Adsorption des molécules a la surface de 'acier.

Craquage catalytique de NHa.

Transport de N, moléculaire et de 'H; moléculaire hors de la zone.

Transport de N atomique adsorbé a l'intérieur de I'acier.

Diffusion de N de la surface vers le coeur selon le gradient de concentration.

® NGk LN =

Germination de nitrures y’ et/ou ¢ en surface quand la limite de solubilité de N dans o est
dépassée.

9. Croissance de ces nitrures.

10. Formation et croissance de la phase compacte y'.

11. Formation et croissance de la phase compacte &.

12. Croissance de la couche blanche.

13. Diffusion de N de l'interface nitrures / o. vers le substrat et formation d’une couche de diffusion.

Figure 1. 2. Réactions entre milieu actif et matériau d’aprés (Czelusniak et al. 1994)
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La nitruration s’applique surtout aux aciers et aux fontes méme si 1’application aux
alliages de titane et d’aluminium est possible (Ghiglione et al. 1994a). Les aciers alliés
doivent avoir une bonne trempabilité de fagon a utiliser des milieux de trempe de faible

sévérité et minimiser les distorsions lors du traitement thermique du métal de base

(Barralis et al. 1986).

1.2 THERMODYNAMIQUE DE LA NITRURATION GAZEUSE

1.2.1 DESCRIPTION DU DIAGRAMME FE-N
Le diagramme Fe-N (figure 1.3) décrit I’équilibre entre le fer et I’azote issu du craquage

catalytique du mélange gazeux NH;-H,.

0 5 10 M (% massigue)
5 1000 ' '
“é” - Q12°C
= |
A | |
- mansformatign
= 600§\ MeERengue
= A Tree E
= 5
W g
700 g YFe | 19.5% - 630°C
—o.Fe ST Y ’1\
600 502°C
I:o_4 X 193
? ¥ Fe, N g
500 4]480°C tansformation magnétique
400 . FeyIN
300 ‘
0 5 10 15 20 25 30 35 40
Fe N (%atomigue)

Figure 1. 3. Diagramme d’équilibre Fe-N (Ghiglione et al. 1994b)

Au dessous de 592°C, la température de transformation eutectoide, le diagramme
d’équilibre binaire Fe-N comporte trois domaines monophasés : une solution solide o
d’azote dans le fer et des nitrures de fer v’ (FesN) et ¢ (Fea3N). La solution solide o
n’accommode qu’une faible quantité¢ d’azote (0,4 % atomique). L’azote, en solution

solide interstitielle, occupe les sites octaédriques du réseau cristallin du fer (Michel et



Gantois 1993). Cette solution solide forme la couche de diffusion. Le nitrure y’. de
structure cubique de type perovskite, est stable entre 19 et 20,2 % atomique. Sa dureté
est d’environ 800 HV, soit 4 4 5 fois celle du fer pur et elle atteint 1 000 HV en présence
d’éléments d’alliage. Si le refroidissement a partir de la température de nitruration est
assez lent, des nitrures y’ peuvent se former dans la zone de diffusion par diminution de
la solubilité de 1’azote dans la phase a. Le nitrure €, de structure hexagonale compacte,
apparait des 24 % atomique. Son domaine d’existence est limité par I’apparition du

nitrure Fe,N vers 33 % atomique.

Pendant la nitruration, les atomes transférés au solide diffusent vers le cceur
proportionnellement au gradient de concentration en azote. Par exemple, pour une
température de nitruration de 570°C et en faisant 1’hypothése d’une concentration
superficielle en azote constante et supérieure a 7,35 % en masse, le diagramme
d’équilibre de la figure 1.3 permet de tracer I’allure du profil de concentration en azote
(figure 1.4). Le diagramme d’équilibre indique la concentration de 1’azote a I’équilibre
thermodynamique, €quilibre qui n’est approché que localement a la surface du métal et
aux interfaces entre les phases (Mittemeijer et Somers 1997). L’€quilibre aux interfaces
signifie que des deux co6tés de I’interface les compositions sont égales a celles définies
par le diagramme. Dans un systeme binaire comme le systéme Fe-N, la diffusion n’est
possible que dans les domaines monophasés (Michel et Gantois 1993). D’apres la regle
des phases de Gibbs, pour un domaine biphasé dans un systéme binaire, le nombre de
variables indépendantes est égal a 1 de sorte que les concentrations en azote des deux
phases considérées sont imposées dés lors que la température est choisie. Cela se traduit,
sur la figure 1.4, par des discontinuités de concentration aux interfaces ou limites de
phase. On obtient d’abord une solution solide a puis quand la solution solide est saturée,
apparait la phase y’ et enfin, si la saturation se poursuit, la phase €. De la surface vers le
cceur, on a donc successivement les couches €, y” et a. Au refroidissement, les phases o
et ¢ peuvent se décomposer et former du y’. En surface, la concentration en azote peut

étre établie a 1'aide des isothermes d’absorption du diagramme de Lehrer défini au
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paragraphe suivant. La teneur en azote de la couche blanche dépend de la température,

du temps de traitement et de ’activité de I’azote dans le gaz (Liliental er al. 2000).

1°C) 4

Surface
@
Couche de = a
cambinaison E
wr -IT-’
........... E ..
(15
Couche de @ -
iffusi 2
diffusion =
o
- - -'5 .......... R

Figure 1. 4. Profil de concentration en azote (Ghiglione et al. 1994b)

1.2.2 DEFINITION DU POTENTIEL AZOTE ET DU DIAGRAMME DE LEHRER
La réaction 1.3 de craquage catalytique permet la libération d’azote atomique a partir
d’un mélange d’ammoniac et d’hydrogeéne. Elle peut s’écrire comme la somme des

réactions « hypothétiques » 1.1 et 1.2 (Mittemeijer et Somers 1997) :

1/2 Ny ©[N] Equation 1. 1
NH; <> 1/2 N>+ 3/2 H, Equation 1. 2
NH; &>[N] +3/2 H, Equation 1. 3

[N] représente 1’azote en solution a la surface du métal. A partir de la réaction 1.2, la

fugacité fy, du gaz N, « hypothétique » en équilibre avec le métal s’écrit :

V. 3 Lo
fm/2 _ ;0 Ponr /P;é Equation 1. 4
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Pour la cémentation, il est possible de remonter a I’activité du carbone dans
I'atmosphere connaissant les constantes d’équilibre des réactions se produisant dans le
four et les pressions partielles des différents gaz. Cette activité permet de définir le
potentiel carbone de I’atmosphere. Dans le cas de la nitruration, la constante d’équilibre
ne peut &tre rigoureusement définie puisque la décomposition de I’ammoniac en gaz N,
et H, est quasi totale a la pression atmosphérique et pour une température de plus de
327°C (Ghiglione et al. 1994a); I’ammoniac ainsi dissocié est perdu pour la nitruration
car I’azote N, est beaucoup moins réactif que I’ammoniac et il ne se recombine pas avec
I’hydrogene pour reformer de I’ammoniac. L’activité de 1’azote dans le gaz est donc
définie par le coefficient de dissociation de NH; selon une réaction semblable a (1.2)
mais irréversible. Le coefficient de dissociation ap représente le pourcentage
d’ammoniac dissocié¢ et recombiné en molécules N, et Hj; il se mesure comme le
volume de gaz (N, + Hj) provenant de la dissociation que divise le volume de gaz total
(N2 + Hy + NH3). La réaction de dissociation qui produit de 1’azote atomique selon la
réaction 1.3 est négligeable devant la réaction de dissociation 1.2. En fait, 1’azote
atomique a une « durée de vie » tres bréve et soit il diffuse dans le métal soit il se
recombine pour former de 1’azote moléculaire N,. Le coefficient de dissociation dépend
du débit de gaz, de la température et de la surface totale de la charge qui catalyse la
réaction de dissociation (Liliental er al. 2000). La cinétique de dissociation étant tres
lente, un taux de renouvellement ou un débit élevé du gaz a I'intérieur de I’enceinte de
nitruration permet d’éviter une dissociation compléte; la réaction 1.3 est possible car de

I’ammoniac « frais », non dissocié, est continuellement apporté a la surface du métal.

Dans I'hypothése d’un équilibre thermodynamique a la surface du métal, les potentiels
chimiques de 1’azote dans la phase gazeuse et dans le solide doivent étre égaux, ce qui se
traduit par une €galité des activités. L’ activité de I’azote a I’interface gaz/solide s’écrit
alors (Mittemeijer et Somers 1997) :

’ K012 % 12
_ . KK, fo
a, = ¥, = P, /pH2 = N Equation 1. 5

(p2. V> (S, y: (S, Y
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avec Ky =p.y, / pé , le potentiel azote Equation 1. 6

Py . la pression standard de référence & 1 atm

A Tinterface gaz/solide. I’ammoniac non dissocié est adsorbé en surface et se
décompose par craquage catalytique (1.3) pour donner de 1’azote atomique adsorbé a la
surface du métal ou recombiné en azote moléculaire. S'il y a seulement adsorption, il y a
bien équilibre entre les potentiels chimiques de 1’azote en surface et dans la phase
gazeuse selon I’équation 1.5 mais si la recombinaison de 1’azote atomique adsorbé en
azote moléculaire (1.1) n’est pas négligeable alors le potentiel chimique de 1’azote dans
le gaz est supérieur a son potentiel chimique en surface et les relations précédentes ne

sont plus valides (/bid.).

Le potentiel azote Ky, défini par la loi d’action de masse de la réaction 1.3, représente le
« pouvoir nitrurant » du mélange gazeux. Si le gaz est en équilibre thermodynamique
avec la surface du métal alors I’activité ay ou la concentration de I’azote en surface Cy.eq

peut étre ajustée en contrdlant le potentiel azote Ky du mélange gazeux et la température.

Plutdt que d’utiliser le diagramme d’équilibre Fe-N, on peut utiliser le diagramme de
Lehrer (figure 1.5) pour déterminer les domaines d’existence des différentes phases
selon les paramétres du procédé de nitruration. Le diagramme représente 1’équilibre
entre les phases solides et le mélange gazeux NH;/H,. Les isothermes d’absorption, qui
relient la teneur en azote de la surface du métal (Cy.,) au potentiel azote et a la

température, sont également représentées (/bid.).

A un ensemble de paramétres ajustables (température, débit de gaz, pression partielle
d’ammoniac) correspond une concentration superficielle d’azote Cy..y. Le diagramme de
Lehrer est un outil permettant de controler le procédé de fagon a obtenir la composition
souhaitée. Par exemple, une valeur élevée du potentiel azote implique une teneur €élevée
d’azote en surface et un gradient de concentration abrupt; la présence d’une couche de
combinaison ralentit la diffusion de 1’azote. Au contraire, un potentiel faible favorise

une nitruration sans couche blanche.
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Figure 1. 5. Diagramme de Lehrer (Liliental et al. 1994)

1.3 CINETIQUE DE LA NITRURATION GAZEUSE
La croissance des couches nitrurées n’a, pour I’instant, ét¢ simulée que pour le fer pur et
pour un acier non allié (Liliental er al. 2000). Ces modeles, en dépit de leur
imperfection, permettent d’optimiser le procédé en termes de durée, de composition et
épaisseur de la couche blanche et de profondeur de diffusion de 1’azote. L optimisation
et I"automatisation du procédé industriel de nitruration passent par la mise en place de
modeéles prédictifs aptes a décrire la cinétique de croissance des couches (Michel et
Gantois 1993). Afin d’établir précisément cette cinétique, 1’expression du flux d’azote
doit étre établie. Pour ce faire, il faut connaitre le diagramme d’équilibre Fe-N et le
coefficient de diffusion de 1’azote dans chacune des phases. Les modéles de diffusion ne
sont plus valables lorsque la concentration superficielle d’azote est suffisante pour
provoquer une décomposition partielle de nitrures avec recombinaison de 1’azote
atomique en azote moléculaire (1.1) et rejet dans la phase gazeuse. Cette fuite d’azote se

traduit par des porosités dans la couche de combinaison.
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1.3.1 DIFFUSION DANS LE FER PUR

Le systeme Fe-N permet de tester la réactivité d’un milieu nitrurant. Il existe une
solution standard a la nitruration du Fe-a si on peut supposer que la concentration
d’azote en surface est constante pendant toute la durée du traitement (Rozendaal et al.
1983). Cette hypothese est fausse car la concentration de l'azote ne tend que
graduellement vers une valeur d’équilibre. D’une maniere générale, la période
d’incubation nécessaire a la germination et a la coalescence des phases € et/ou v de la
couche de combinaison est négligée; celle-ci est égale au temps nécessaire pour que la

concentration superficielle en azote atteigne sa valeur d’équilibre.

La nitruration peut se dissocier en trois étapes qui ont chacune une constante cinétique
propre contribuant a la cinétique globale. Dans un premier temps, NH; est transporté
vers la surface et les molécules s’adsorbent dans une couche limite gazeuse. Dans un
second temps, on observe le craquage catalytique de NH3 en surface accompagné d’un
transfert de matiére. Enfin, 1’azote diffuse dans le substrat. Si le débit de gaz est
suffisant, la diffusion a travers une couche limite gazeuse (étape 1) ne contrle pas la
nitruration et on peut ne considérer que les étapes 2 et 3. La quantité d’azote (par unité
de temps et par unité de surface) fournie par le craquage catalytique de I’ammoniac en

surface s"écrit (/bid.) :

I =k><(C,‘j_w[ —C,”J_S/a) Equation 1. 7

avec  k=k,xp, X exp(— Q/RT ), constante de réaction du craquage  Equation 1. 8
CY o> concentration superficielle en azote en équilibre avec le gaz

Cy guo concentration superficielle en azote réelle au temps ¢

La nitruration progresse a ’intérieur du matériau par diffusion de 1’azote sur les sites de
son propre sous-réseau, qui est constitué par les sites octaédriques du réseau du fer.
D’une maniére générale, le flux d’azote dans une phase ¢ quelconque peut s’écrire a

I’aide de la premiére loi de Fick (Mittemeijer et Somers 1997) :
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~yal
J¢ =-D! oy Equation 1. 9
‘ ox
. dlnd’ . :
avec DY =DY x L0y Equation 1. 10
Y diInC?
ou DY est le coefficient d’autodiffusion de 1'azote, qui est indépendant de la

concentration mais dépend de la température

L’évolution avec le temps de la concentration en azote a une profondeur x donnée s’écrit

avec la deuxiéme loi de Fick :

Equation 1. 11

ocy, _ 9 D
Ot ox

o OCY ) _ oDy (aCy Y D o°C%
N P Ty 2
ox oCy \ ox Ox
Somers et Mittemeijer (1995) ont démontré que le coefficient de diffusion de 1’azote
dans les couches ¢ et y° dépendait effectivement de la composition et que la prise en

compte de cette dépendance améliorait la précision du calcul.

1.3.1.1 Diffusion de I’azote dans le Fe-a et formation d’une Zone de
di[fus ion (C}?/ ~-Sla < Cc:ritique)

Dans la zone de diffusion, I’azote est dissous dans le Fe-a et son activité obéit a la loi de

Henry, c’est-a-dire qu’elle est égale a sa concentration (Du et Agren 1996). En

remplagant (1.10) dans (1.11) et en simplifiant, on obtient :

0Cy _ per o’Ce
- N

> Equation 1. 12
ot ox~

Pour un échantillon plat d’épaisseur 2L, Mittemeijer et Somers (1997) supposent que la

concentration superficielle en azote dans la phase o (Cj_,,) est constante. Cette

hypothése est raisonnable si I’approvisionnement en azote est suffisamment rapide par

rapport a la diffusion. La solution a I’équation 1.12 s’écrit alors :

Co(x,1)=C2 {1 —ii ) exp[— (2n+ 1)_7Z~D"’tjcos (2n+ 1)7zx} Equation 1. 13

7= 2n+1 47’ 2L
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o

En fait, la valeur de la concentration superficielle en azote Cy g, est fixée par

I’équilibre des flux (1.7) et (1.9) en surface (Rozendaal et al. 1983):

—D;aai =k (CSW - C;’Hm) en surface Equation 1. 14
X
x=0
oCy, . o . .
5 ‘ =0 au milieu par symétrie des flux Equation 1. 15
X
x=L

Pour les conditions aux limites 1.14 et 1.15, I’équation 1.12 de diffusion en régime
transitoire peut étre résolue numériquement par la méthode des volumes finis (Bockel er
al. 1998) ou des différences finies (Hu ef al. 2000). Ces méthodes de résolution
numérique utilisent une approximation linéaire des dérivées partielles de la
concentration en azote. Par exemple, le modé¢le des différences finies de Crank-
Nicholson effectue un découpage de la couche nitrurée en tranches d’égale épaisseur

(Ghiglione et al. 1994a).

Une solution analytique au probléme de la nitruration du fer pur n’est possible que si le
coefficient de diffusion de 1’azote peut étre considéré comme constant a I’intérieur d’une
méme phase et si les conditions aux limites sont assez simples. Dans la plupart des cas,
une résolution numérique s’impose. Souvent, le débit d’ammoniac n’est pas réajusté au
cours du temps. La concentration superficielle d’azote augmente avec le temps du fait de
la différence entre le flux d’azote entrant qui provient du craquage de I’ammoniac et le
flux d’azote sortant qui diffuse a I’intérieur du matériau. De plus, pour une température
supérieure & 450°C, la recombinaison de 1’azote atomique et la désorption de 1’azote
moléculaire ne sont pas négligeables (Friechling et Somers 2000) et 1’équilibre 1.14

devrait étre modifié¢ pour prendre en compte 1’azote perdu par recombinaison.

1.3.1.2 Diffusion de I’azote a travers une couche de combinaison y’ ou
’ a
}//8 (CN—S/a 2 C('r'itiquy)
Si la concentration superficielle d’azote est suffisante pour qu'une couche de

combinaison soit formée, la cinétique de croissance de la zone de diffusion sous-jacente
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peut étre calculée en remplagant ¢, .~ par C,_ . dans I'expression 1.13 du profil

d’azote. Mais, ce faisant, on néglige le fait que la couche de combinaison puisse aussi se
former aux dépens de la zone de diffusion. La figure 1.6 montre que la croissance de la
couche de combinaison suit une loi parabolique quelle que soit sa composition, ce qui

confirme 1’hypothése d’une cinétique globale contrdlée par la diffusion de 1’azote.

20
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Figure 1. 6. Croissance parabolique de la couche blanche a 570°C pour une
concentration superficielle d’azote théorique de 8,5 % massique (Michel et Gantois
1993)

Le calcul de la formation d’une monocouche y’ et celui de la formation d’une bicouche
e/y’ ont été traités de fagon trés complete par Mittemeijer et Somers (1997). Le détail des
calculs, valides uniquement pour du fer pur, n’est pas indispensable a la compréhension

de la problématique industrielle.

L’intérét pratique de la nitruration réside principalement dans le traitement d’aciers
possédant des €léments d’alliage qui ont une grande affinité pour 1’azote et forment avec
ce dernier de fins précipités cohérents. En toute rigueur, I’équation 1.11 de diffusion de
I’azote dans le fer o en régime transitoire devrait étre modifiée pour prendre en compte
les réactions chimiques entre 1’azote et les ¢éléments d’alliage susceptibles de former des
nitrures puisque 1’azote qui réagit est perdu pour la diffusion. Un modele de diffusion et

précipitation couplée a €té développé par Goune et al.(2000).



1.3.2 DIFFUSION ET PRECIPITATION DANS UN ACIER

La nitruration d’un acier ne génere pas seulement un profil de concentration en azote
mais aussi un profil de concentration en carbone de pente contraire. Le carbone est rejeté
hors de la zone nitrurée car les deux éléments N et C occupent les mémes sites
interstitiels (Lussiaud et al. 1996). Les nitrures, ou les carbonitrures, se forment aux
dépens des carbures de fer et des carbures d’alliage. Une modélisation rigoureuse de la

nitruration d’un acier au carbone nécessite de connaitre le diagramme ternaire Fe-N-C.

1.3.2.1 Structure des couches formées sur un acier

Dans les aciers au carbone non alliés, le nitrure y* précipite dans la zone de diffusion au

refroidissement mais le durcissement associ¢ a ces précipités et a la saturation en azote
de la solution solide o est faible et le profil de dureté décroit brutalement a I'interface
entre la couche de combinaison, constituée des carbonitrures € et y’, et la couche de
diffusion (figure 1.7). La nitruration d’aciers au carbone a pour objectif de former une

couche blanche résistante a ’usure.

; . Xfl 4 { ¢ %h“
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Figure 1. 7. Schéma d’une couche nitrurée sur un acier non allié (Liliental et al. 2000)
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La nitruration d’un acier alli€¢ peut se comparer au phénomeéne d’oxydation d’un alliage.
Soit un alliage AB ou B est en teneur plus faible que A, les deux éléments A et B
s’oxydent mais B possede une plus grande affinité pour I’oxygeéne que A. En présence
d’oxygene, B réagit le premier et se trouve emprisonné sous forme d’oxyde BO dans la
matrice A tandis qu’en surface A réagit éventuellement avec 1’oxygéne pour former une
couche d’oxyde AO (Birks et Meier 1983). De la méme maniére, pendant la nitruration
d’un alliage. de Fe-Cr par exemple, [’azote réagit en surface avec le fer pour former une
couche de nitruration externe (€ et y’) alors que sous cette couche, 1’azote qui diffuse
forme une solution solide avec le fer et I’azote excédentaire, par rapport a Ia solubilité de
la matrice, réagit avec le chrome pour former des précipités et générer une zone de
nitruration interne. La nitruration s’applique généralement a des aciers possédant des
¢léments d’alliage tels que Al, Cr ou Mo qui ont une grande affinité pour 1’azote et avec
lequel ils forment des nitrures stables. A la température de nitruration, les éléments
d’alliage en solution solide dans a réagissent avec 1’azote pour donner de fins précipités
cohérents qui sont dispersés dans la matrice et ne sont pas visibles sur une coupe
métallographique (figure 1.8).

couche blanche _ o
7 cementite  fins nitrures non visibles

Dureté

dureté du coeur

Profondeur

Figure 1. 8. Schéma d’une couche nitrurée sur un acier allié (Liliental et al. 2000)
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Le durcissement produit par ces nitrures d’alliage dépend de leur structure. Les nitrures
de structure cubique a faces centrées possédant un paramétre de maille proche de celui
de la matrice de fer, comme par exemple les nitrures de chrome CrN, précipitent sous
forme de plaquettes semi cohérentes (Mittemeijer 1985). Ils augmentent
considérablement la dureté dans la couche de diffusion (figure 1.9) car un précipité
cohérent avec la matrice ralentit plus efficacement le mouvement des dislocations qu’un
précipite incohérent. Le profil de dureté peut alors s’étendre aussi loin que la profondeur
de diffusion de I’azote. L azote peut aussi réagir avec les éléments d’alliage impliqués
dans des carbures mais la réaction est plus lente et les nitrures formés sont grossiers et
incohérents de sorte que le durcissement correspondant est moindre (Binot et al.1998;
Buchaggen et Bell 1996). Le carbone libéré par la dissolution des carbures d’alliage peut

diffuser hors de la zone nitrurée ou précipiter sous forme de cémentite (figure 1.8).
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Figure 1. 9. Effet de la teneur en chrome sur le profil de dureté (Michel et Gantois
1993)

1.3.2.2 Influence des éléments d’alliage

1.3.2.2.1 Profondeur de diffusion
Les éléments d’alliage susceptibles de former des nitrures augmentent la dureté mais
diminuent la pénétration de 1’azote. Ainsi, le coefficient de diffusion de I’azote est plus

faible dans une matrice contenant du chrome que dans du fer pur (Lussiaud ez al. 1996).



La figure 1.10.a illustre I"effet des éléments d’alliage d’un acier 4140 sur I’épaisseur de

la couche de diffusion. Tous les €léments d’alliage retardent la diffusion de 1’azote dans

la matrice o de sorte qu'une augmentation de leur teneur diminue la profondeur de

diffusion par rapport a celle obtenue sur du fer pur (Maldzinski ez al. 1999).
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Figure 1. 10. Comparaison des épaisseurs de (a) couche de diffusion et de (b) couche
blanche entre un acier 4140 et du fer pur pour un potentiel azote de 6,56 atm™” et une
température de 500 ou 550°C (Maldzinski et al. 1999)



Les éléments d’alliage affectent peu les frontiéres du diagramme d’équilibre Fe-N car
dés qu’ils forment des composés steechiométriques avec l'azote, ceux-ci deviennent
neutres a 1'égard de 1'azote dissous dans les différentes phases. Seul le nickel fait
exception car il ne forme pas de nitrures et déplace les frontiéres du diagramme.

L’épaisseur de la couche blanche n’est pas affectée par les éléments d’alliage (figure

1.10.b).

Le substrat doit posséder des éléments d’alliage promouvant la formation de nitrures
pour que sa nitruration présente un intérét industriel mais une forte teneur en éléments
d’alliage implique une nitruration peu profonde. Les plus grandes duretés et profondeurs

de nitruration sont obtenues avec le Nitralloy qui contient environ 1 % d’aluminium.

La dureté de la couche de diffusion dépend de I’aptitude de 1’élément d’alliage & former
des nitrures les plus cohérents possibles avec la matrice mais aussi de sa disponibilité.
S’il est impliqué dans des liaisons carbures par exemple, il faudra casser ces liaisons
avant de former des nitrures tandis que s’il est dissous dans la matrice, il est
immédiatement disponible. La profondeur et la hauteur du gradient de dureté dépendent
de la température de nitruration, de la teneur en éléments d’alliage et de la force
d’interaction entre ces éléments et I’azote (Bell 1983). En effet, les éléments se classent

en trois catégories selon leur force d’interaction avec 1’azote :

¢ Les interactions fortes se produisent par exemple dans un alliage binaire Fe-X ou
I’élément X, dont ’affinité pour 'azote est grande, est en teneur élevée (par
exemple : Cr> 5 %). L’élément d’alliage X réagit immédiatement et en totalité avec
I’azote. Le profil ou palier de dureté résultant suit le front de diffusion de ’azote. La

dureté est constante en surface et décroit brutalement a cceur.

¢ Les interactions faibles peuvent se produire dans un alliage binaire Fe-X ou
I’élément X est en teneur faible (Cr ~ 1-2 %). Une forte sursaturation en azote est
alors nécessaire a la germination des premiers nitrures d’alliage. La réaction entre
I’azote et I’élément X n’est pas instantanée et nécessite un temps d’incubation. Une

interaction faible peut aussi se produire quand 1’élément X se trouve combiné, par
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exemple sous forme de carbures, plutdt qu’en solution (Van Wiggen et al. 1985).
L ¢élément X ne réagit pas en totalité et la dureté¢ diminue doucement de la surface
vers le cceur. La profondeur de diffusion totale de I'azote est supérieure a la

profondeur durcie.

¢ Les interactions moyennes ont un comportement intermédiaire avec un palier de
dureté en surface suivie d’une diminution graduelle de la dureté vers la dureté du

métal de base.

Si P'interaction est forte (Mittemeijer 1985), un modele développé pour calculer la
profondeur d’oxydation interne (Birks et Meier 1983, p94-97) peut étre transposé a la
nitruration. Le modéle suppose des gradients de concentration linéaires, 1’existence d’un
état quasi stationnaire et il néglige la diffusion de 1’¢1ément d’alliage X. Pour I’appliquer
a la nitruration, Mittemeijer (1985) suppose que la dureté maximale en surface est
atteinte instantanément et que l'interface entre la couche de diffusion et le cceur est
abrupte et située a la profondeur de nitruration z, pour une dureté égale a la moyenne de
la dureté en surface et de la dureté du métal de base. Le flux d’azote (1.9) peut étre

approximé par :

a
a CN—S/(I

Jy =-Dy Equation 1. 16

z
n

En écrivant la quantité d’azote nécessaire pour déplacer l’interface entre la couche
nitrurée et le cceur d’une distance dz puis en intégrant I’équation 1.16 ainsi obtenue, la

profondeur de la couche nitrurée peut tre calculée :

«
a CALS/(I

dn=-D¢ t=C,dz Equation 1. 17
Zﬂ
2 C;—S‘/QDI[; : . . 4 .
z, = 2‘C—t avec C,, la concentration de X de I'alliage Equation 1. 18
X

Pour illustrer ’effet de la teneur en éléments d’alliage sur la force d’interaction avec

I’azote, Schacherl ef al.(2003) ont étudié 'influence de 1’augmentation de la teneur en
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chrome (entre 7 a 20 % massique) d’un alliage Fe-Cr sur la morphologie et la cinétique
de formation des nitrures. Les nitrures de chrome formés sont soit fins et cohérents, soit
lamellaires et plus grossiers. Quand la concentration de chrome atteint 13 % massique,
seuls les nitrures lamellaires se forment et ces derniers provoquent un durcissement plus

faible que les nitrures fins et cohérents.

1.3.2.2.2 Azote en exces

Des mesures de prise de masse montrent que la quantité d’azote théorique C,,; . égale a

la somme de 1’azote en solution dans la matrice et de I’azote impliqué dans les précipités

a

de nitrures stecechiométriques, est dépassée. L azote en exces C est attribué a la

N excés

présence de champs de déformation a longue distance autour des fins nitrures cohérents

formés avec les éléments d’alliage; 1’azote est adsorbé a I'interface entre les nitrures et la

matrice. Selon Mittemeijer (1985), la concentration totale d’azote peut atteindre jusqu’a

trois fois la concentration d’azote théorique et s’écrit :

a a a a Vy Lo
Cy" =Cry +Cyes =Cro {O’H —} Equation 1. 19
RT

ou on, composante hydrostatique de la contrainte autour des précipités. Elle est

proportionnelle a la différence de volume spécifique entre précipités et matrice

(Goune et al. 2000)

et Vw, volume molaire de N dans o.

Selon Schacherl er al.(2003), I’azote en excés dit « immobile » est associé aux précipités
de nitrure et I’azote en exces dit « mobile » est dissous dans la matrice déformée par des
nitrures de plus grand volume. Dans les alliages binaires Fe-Cr, cette sursaturation en
azote peut étre éliminée au cours du temps par une précipitation discontinue qui prend
naissance aux joints de grains et qui transforme les fins précipités cohérents en précipités

lamellaires plus grossiers et incohérents (Mittemeijer 1985).

o +CrN

sursaturée cohérents

—>a+CrN

lamelles

Equation 1. 20



La réaction 1.20 suppose des joints de grains mobiles; seules certaines régions la
subissent tandis que les zones non affectées subissent un grossissement des nitrures
cohérents. Avec le temps de nitruration, les contraintes microscopiques associ€es aux
champs de déformation autour des précipités cohérents diminuent tandis que les
contraintes macroscopiques associées a 1’expansion volumique de la surface nitrurée
augmentent. Cependant, d’aprés Van Wiggen et al. (1985), la précipitation discontinue

en libérant I’azote en exces finit par provoquer une relaxation des contraintes résiduelles.

1.4 LES TECHNIQUES DE NITRURATION

1.4.1 NITRURATION GAZEUSE
Dans le four de nitruration (figure 1.11), le mélange gazeux comprend de I’ammoniac
non dissocié, de I’azote et de 1’'hydrogéne moléculaires. Seule la fraction d’ammoniac

non dissocié a une action nitrurante.

Four vertical de nitruration :

joint statique

bague d’étanchéité d’huiie
panier de charge
éléments chauffants 2. g
ventilateur

thermocouple

ensemble de refroidissement

No ok~ =

A la fin du cycle, une valve est ouverte et un ventilateur
intégré au refroidisseur externe brasse l'air a travers le
collecteur de refroidissement a chemise d’'eau.

Figure 1. 11. Installation de nitruration gazeuse (Knerr et al. 1991)

1.4.1.1 Effet des différents paramétres du procédé
Plus la température est €levée, plus la diffusion est rapide. Par conséquent, la profondeur
de nitruration pour un temps et un potentiel donnés peut étre augmentée en utilisant une

température élevée. Cependant, avec une augmentation de la température, la dureté
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diminue (Celik et Karadeniz 1995) et le risque de distorsion des pi¢ces augmente
(Guagliano et Vergani 1997). Une température basse est donc préférable pour obtenir
des précipités fins auxquels sont associées de bonnes propriétés mécaniques et une

dureté élevée (Braam et al. 1997).

Pour un potentiel et une température donnés, la profondeur de nitruration est semblable a
la profondeur de diffusion et varie avec la racine carrée du temps de traitement (loi
parabolique). Plus le traitement est long, plus la diffusion de 1’azote sera profonde mais
le colit du traitement devient prohibitif. De plus, le temps influence aussi la dureté

superficielle qui augmente initialement avec la durée de nitruration avant de diminuer.

Le potentiel azote peut étre ajusté pour controler la proportion des phases € et y* ou le
rapport de leurs épaisseurs. Quand le potentiel azote augmente, I’épaisseur de la couche
€ augmente alors que celle de la couche y” diminue (Maldzinski ef al. 1999). Par ailleurs,
il est important de ne pas utiliser un potentiel azote trop €levé afin de limiter la teneur en
azote de la couche blanche (Hu er al 2000); expérimentalement, on observe qu'une
couche blanche contenant plus de 8.5 % en masse d’azote et de carbone est moins
tenace, et donc plus susceptible de s’écailler, qu’une couche moins riche en azote. Le
potentiel azote constitue le parametre clé de la mitruration. Sa mesure directe étant

impossible, il est déduit du coefficient de dissociation ap.

1.4.1.2 Mesure du coefficient de dissociation de NH;

Le coefficient de dissociation ap est €gal au rapport, exprimé en pourcentage, du volume
d’ammoniac dissocié en gaz N et H, sur le volume d’ammoniac introduit dans le four
ou sur le volume de gaz total. Plus ap est élevé, moins il y aura d’ammoniac non
dissocié susceptible de produire de I’azote atomique et plus le pouvoir nitrurant de
’atmosphére sera faible. A défaut de connaitre précisément la quantité d’azote ayant
diffusé dans I’acier, on peut reproduire des coefficients de dissociation identiques d’un
traitement a 1’autre en tenant compte de la surface active des picces, aussi appelée

charge, et obtenir ainsi des couches nitrurées identiques (Ghiglione et al. 1994b).
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Supposons qu’a = 0. on introduise un mélange gazeux composé d’une fraction molaire

0 N . s : : > \ . :
x},, d’ammoniac et d’une fraction molaire x}, d’hydrogéne moléculaire dans le four de

nitruration. En écrivant le bilan molaire de la réaction de dissociation 1.2 au temps ¢, les
pressions partielles des gaz NHj, N, et H, peuvent étre calculées (Mittemeijer et Somers

1997):

ni
p i = X p totale
Xn,

1
(1 —Qp )ng,,:
(I+a, )x‘ow; +xp,

o .3 0
Xy, 3 O pXnn,

pH7 - xprrl
2 (1+aD )x}(i]H~ +x;)i7 otale

Equation 1. 21

totale

Pwu, =

Le potentiel azote (1.6) peut alors s’écrire en fonction du coefficient de dissociation ap :

1
0 0 2
(1 Uy )xNH; (1 + Xy Op )/ -Y
3 % totale
0 0
[XHZ +EanNH‘j

L’utilisation du diagramme de Lehrer, qui lie le potentiel azote, la température et

Ky= Equation 1. 22

concentration superficielle en azote dans le métal, permet, connaissant la valeur du
potentiel azote mesurée a partir du coefficient de dissociation (1.22), de prévoir la nature

de la couche de combinaison obtenue.

La fraction volumique d’ammoniac non dissocié est mesurée a la sortie de I’enceinte de
nitruration a l’aide d’une burette d’eau dans lequel seul ’ammoniac est soluble.
L’ammoniac peut en effet absorber 70 fois son propre volume d’eau (Pye 1997). Un
capteur d’oxygeéne peut également étre utilisé. [.’ammoniac utilisé industriellement
contient environ 1 % en volume de vapeur d’eau et de 1’oxygeéne peut étre ajouté

volontairement a 1’atmosphere du four (Mittemeijer et Somers 1997).

Afin de limiter 1’épaisseur de la couche blanche, un traitement de nitruration en deux

étapes est généralement utilisé¢ (Pye 1997). Pendant la premicre étape, les parameétres de
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nitruration sont tels qu'une couche de combinaison riche en azote est formée. La
température de cette premiére étape de nitruration est assez basse, entre 500 et 520°C, et
le coefficient de dissociation est faible (20 %), ce qui correspond a un potentiel azote
élevé. La couche de combinaison ainsi formée va ensuite alimenter la couche de
diffusion en soluté. Pendant la deuxi¢éme ¢tape, les paramétres sont ajustés afin de
former une couche de diffusion et de réduire 1’épaisseur de la couche blanche : la
température (entre 550 et 565°C) et le coefficient de dissociation (75 %) sont augmentés
afin d’accélérer la diffusion de 1’azote et de diminuer le potentiel azote pour réduire

I’épaisseur de la couche blanche formée pendant la premiére étape.

Le coefficient de dissociation peut étre ajusté. Un débit de gaz faible conduit a un
coefficient de dissociation €levé car I’ammoniac stagne plus longtemps dans la zone de
réaction pres de la surface métallique des pieces, qui catalyse la réaction de dissociation.
Au contraire, un débit élevé augmente la circulation de I’ammoniac prés de la surface

métallique et fournit un apport plus important d’ammoniac non dissocié.

1.4.1.3 Ajustement in situ de la composition du mélange gazeux

Une régulation dynamique du potentiel azote pendant le traitement permet de controler
la nature, la composition et la vitesse de croissance des couches nitrurées en contournant
les problemes de résistance au transfert de 1’espéce réactive a I’interface gaz/solide,
problémes fréquemment rencontrés pendant la nitruration a coefficient de dissociation

constant (Michel et Gantois 1993).

La nitruration dans de I’ammoniac pur est possible mais elle ne permet pas un bon
contrdle de I’épaisseur et de la structure de la couche blanche. C’est pourquoi, depuis les
années 60, on utilise une atmosphére diluée qui permet de mieux contrdler le potentiel
azote. En effet, I'expression 1.6 du potentiel azote montre que sa valeur peut étre

controlée en diluant I’ammoniac NHs avec de I'hydrogéne H, (Czelusniak et al. 1994).

Le procédé « Nitreg » ™ utilise de I’ammoniac déja dissocié, de I’azote, de I’hydrogene,

de I'oxygene et de I’argon pour réduire le potentiel azote et limiter 1’épaisseur de la



couche blanche (Liliental et al. 2000). Le contrdle du procédé utilise le diagramme de
Lehrer. Pour chaque couple potentiel azote/température Ky-7, on peut définir la
concentration d’azote en équilibre a la surface du fer et donc prédire les propriétés de la
couche blanche qui dépendent directement de cette valeur. Pendant le traitement de
nitruration, les gaz analysés en sortie du four permettent de calculer un potentiel azote.
Si celui-ci differe du potentiel choisi a partir du diagramme de Lehrer, le débit et la
composition du gaz qui entre dans 1’enceinte sont modifiés jusqu’a ce que le potentiel

souhaité soit obtenu.

1.4.2 AUTRES METHODES DE NITRURATION

1.4.2.1 Nitruration en bain de sels

La nitruration en bains de sels utilise pour agent actif le cyanate CNO. La température
du bain est comprise entre 510 et 620°C (Budinski 1988). La technique, simple et peu
couteuse, permet une grande productivité cependant elle est délaissée en raison des
risques de pollution au cyanure. Les bains de sels fondus sont des mélanges de cyanures,
cyanates et carbonates portés a pres de 500°C; les sels peuvent étre a base de sodium ou
de potassium Les cyanures présentant un danger pour I’environnement, des bains sans
cyanures ou les cyanates fournissent les éléments diffusants ont été développés. L’azote
qui diffuse dans le métal provient de la décomposition des cyanates formés par

oxydation des cyanures (Constant 1992, p330) :

4NaCN+20,—>4NaCNO oxydation
4NaCNO—Na,CO;+2NaCN+CO+2N décomposition

Les piéces a traiter sont préchauffées a 370°C dans I’air afin de limiter la distorsion et
d’accélérer la nitruration (Budinski 1988). Puis, elles sont immergées dans le bain
pendant quelques heures avant d’étre refroidies a 'air ou par trempe a ’eau. Apres
maintien a la température de nitruration dans le bain de sels, les pieces sont immergées
dans un autre bain a 400°C qui 6te une partie du sel du bain précédent. Enfin, les pieces

sont trempées dans I’eau. Un deuxiéme traitement optionnel, dans un bain de sels
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oxydant a 400°C suivi d'une trempe a ’eau, donne a la piece un fini noir esthétique et

augmente la résistance a la corrosion atmosphérique (/bid.).

La présence d'une couche de combinaison &€ ne peut étre évitée. Les profondeurs de
diffusion sont moins grandes qu’en nitruration gazeuse; elles sont généralement
comprises entre 0,25 et 0,5 mm d’aprés Ghiglione et al. (1994b). La durée du traitement
est limitée notamment par la nécessité de régénérer le bain de sels fondus. Lorsque celui-

ci ne contient plus assez de cyanate, [’ajout d’un sel permet de reconvertir le carbonate

CO; en cyanate CNO.

1.4.2.2 Nitruration plasma ou ionique
La cathode correspond au substrat et I’anode aux parois de I’enceinte de nitruration
plasma. Les pieces, réparties de fagcon symétrique dans l'enceinte, sont fixées sur un

support isolé du reste de I’installation mais connecté a une source d’alimentation (figure

1.12).

enceirte  iBuge de régulstion ou
de mélange des gaz

piéces - My gar

/thermncouple el ;-

isune de vide LI

D w—

isolants du
rd SURROE

console de programime
contrBle [ du cycle

I i
= | générateur

tengion DC
7 1 01 000y

pampe & vide

couranttension

Figure 1. 12. Schéma d’un dispositif de nitruration plasma (O'Brien et Goodman 1991)

Le traitement est réalisé sous basse pression a environ 0,01 Pa. Les pieces sont nettoyées
a I’azote ou avec tout autre gaz. Un décapage ionique peut étre réalisé dans |’enceinte.
Une fois ’azote introduit, on établit une tension de 400 a 1 000 V entre la chambre et les

pieces pour dissocier le gaz N, et ioniser 1’azote. Une décharge luminescente se produit
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et forme un plasma autour des pieces. Les ions N, accélérés par le champ électrique,
frappent la cathode avec une certaine énergie cinétique. Cette énergie se dissipe en
chauffant la surface des pi¢ces a une température comprise entre 340 a 565°C. Le
bombardement permet a la fois de décaper la surface des pieces par pulvérisation

cathodique et de transférer des ions azote au métal (Budinski 1988).

Les avantages de la nitruration ionique sur la nitruration gazeuse sont un traitement plus
court, une température plus basse et un controle plus précis de la couche blanche. Le
gain de temps est appréciable pour les plus courts traitements car, en nitruration gazeuse,
la diffusion de I'azote nécessite un temps d’incubationde 1 a 2h. La diffusion
commence aux joints de grains avant de devenir transgranulaire alors qu’en nitruration
ionique, 'azote diffuse immédiatement dans la matrice. La disponibilité¢ de 1’azote
dépend du champ électrique, par conséquent la température de travail peut étre aussi
basse que 350°C, température juste suffisante pour activer la diffusion de I’azote. Selon
la composition du plasma, on obtient une couche blanche monophasée y’, une couche ¢
dont 1’épaisseur est controlée par le taux de pulvérisation ou pas de couche du tout.
Cependant, I’équipement demande un investissement financier €élevé. Les picces traitées
doivent étre identiques et, selon la géométrie de la picce, le traitement peut Etre

hétérogene.

1.5 PROPRIETES DES PIECES NITRUREES

1.5.1 PROFIL DE DURETE
La petite taille des atomes d’azote favorise leur insertion dans le réseau cristallin du fer
ou ils provoquent des déformations locales et bloquent le mouvement des dislocations.

On obtient ainsi un durcissement par solution solide. Au refroidissement, il se produit un

durcissement par précipitation. Les dislocations se déplacent en cassant des liaisons
interatomiques. Dans les métaux, la force de rupture est négligeable mais dans des
nitrures (cristaux non metalliques), elle devient importante. Le durcissement est d’autant

plus grand que les précipités sont cohérents avec la matrice, que leur fraction volumique
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est importante et que leur taille est petite. Si le refroidissement a partir de la température
de nitruration est assez lent, le nitrure de fer y' précipite directement & partir de la
solution solide sursaturée a. Si le refroidissement se fait par trempe et qu’il est suivi
d’un revenu a basse température, des zones de Guinier-Preston peuvent se former a
partir de rassemblement d’atomes de fer et d’azote ou la phase métastable a’’-Fe¢N»
peut précipiter en cohérence avec le réseau cristallin de la ferrite (Michel et Gantois
1993). Ces étapes précedent le retour a 1'équilibre de la solution solide o et la

précipitation des nitrures de fer (a+y').

Appliqués au fer pur, ces différents mécanismes sont cependant peu efficaces. C’est
pourquoi les aciers de nitruration possédent des éléments d’alliage (Mo, Cr, Mn, V, Ti,
Al, Si) qui, en interagissant avec les atomes d’azote et en précipitant, produisent un

durcissement structural important de la couche de diffusion.

La dureté, maximale sous la surface, dépend de 1’acier, de la température de nitruration
qui détermine la nature et la répartition des précipités, du potentiel azote qui contrdle la
nature et la proportion des phases formées et de la disponibilité des éléments d’addition.
Ainsi, le profil de dureté de la figure 1.13 montre un maximum plus élevé pour I’acier
End40B que pour I'acier 42CrMo4 ou les atomes de chrome, en teneur trois fois plus

faible (1 % Cr), sont engagés dans des liaisons carbures.
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Figure 1. 13. Profils de dureté de (a) En40B et (b) 42CrMo4 pour différentes
températures de nitruration (Braam et al. 1997)
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1.5.2 PROFIL DE CONTRAINTES RESIDUELLES
L’insertion d’azote en solution solide et la différence de volume entre les nitrures et la
matrice créent une expansion de la couche. Cette expansion étant restreinte par le coeur

non nitruré, des contraintes résiduelles macroscopiques de compression sont engendrées

dans la couche. Elles sont équilibrées par des contraintes résiduelles de traction dans le
ceeur (Buchhagen et Bell 1996). Selon Mittemeijer (1984), ces contraintes résiduelles

macroscopiques peuvent se calculer a partir des variations de la concentration en azote

Cn(z) par rapport a la concentration moyenne C, de 1’échantillon. Pour une plaque

d’épaisseur finie, le profil de contraintes résiduelles longitudinales o(z) s’écrit :

aré.\‘euu E _ ) .
o (Z ) = —‘11—_‘1/— (CN -Cy (Z )) Equation 1. 23
avec a , le coefficient de dilatation du réseau (>0)

Au refroidissement, la différence de transformation entre le cceur et la surface, qui se
refroidit en premier, et les différences de dilatation entre la matrice et les précipités
peuvent aussi engendrer des contraintes résiduelles (Buchhagen et Bell 1996).
Cependant, a moins que le refroidissement ne se fasse par trempe, le premier effet est
négligeable et les différences de dilatation entre les différentes phases (e, v’ et o)
n’engendrent, selon Spies, Oettel e al. (1985), des contraintes résiduelles notables que

dans la couche de combinaison.

Selon Mittemeijer (1983, 1984), il ne faut pas négliger les contraintes résiduelles

microscopiques générées autour des précipités par la différence de dilatation entre ces

précipités et la matrice. L’auteur (1983) observe une relation linéaire entre ces
contraintes résiduelles microscopiques ou « microdéformations », qui peuvent étre

mesurées par I’élargissement des pics de diffraction de rayons X, et la dureté.

La corrélation entre le profil de dureté et le profil de contraintes résiduelles est visible
(Loh et Siew 1999). A une diminution abrupte de la dureté correspond une diminution

abrupte des contraintes résiduelles en valeur absolue (figure 1.14). Les profils de
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contraintes résiduelles et de dureté dépendent tous deux de la nuance de 1'acier, de la

température de nitruration et de la cinétique de croissance des précipités.
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Figure 1. 14. Corrélation entre dureté et contraintes résiduelles pour un acier H13
(Loh et Siew 1999)
Un acier allié possede, apres nitruration, des contraintes résiduelles plus élevées quun
acier au carbone car la présence d’éléments d’alliage lui permet d’absorber plus d’azote
(Spies, Oettel et al. 1985). Par ailleurs, les contraintes résiduelles diminuent quand la
teneur en carbone augmente (Sun et Bell 1991). Plus la teneur en carbone est grande,
plus I’élément d’alliage risque de se trouver lié sous forme de carbures et de n’étre pas

immédiatement disponible pour réagir avec 1’azote.

Les contraintes résiduelles macroscopiques diminuent quand la température de
nitruration augmente et elles sont d’autant plus profondes que la nitruration est longue.
Les contraintes résiduelles et leur profondeur augmentent au fur et a mesure que I’azote
diffuse et que la concentration en azote augmente (Mittemeijer 1984). Cependant, pour
une nitruration prolongée, le matériau ne peut plus étre considéré semi infini,
d’importantes contraintes résiduelles de tension se développent a coeur et les contraintes

de compression diminuent en surface.

Les contraintes résiduelles générées par la nitruration gazeuse sur des éprouvettes

cylindriques d’un acier En41B sont en compression biaxiale dans la zone de diffusion et
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en tension triaxiale dans le cceur avec les contraintes tangentielle et radiale égales a la
moiti¢ de la contrainte longitudinale (Cowling 1986). Plus le diameétre de 1’échantillon
est petit, plus les contraintes de traction du cceur augmentent pour équilibrer les
contraintes de compression en surface. Ces derniéres (figure 1.15) sont maximales pour
un rapport surface nitrurée sur surface de cceur compris entre 0,3 et 0,5, puis elles

diminuent tandis que les contraintes résiduelles de traction augmentent constamment.
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Figure 1. 15. Effet de la profondeur relative de nitruration sur les contraintes
résiduelles (acier 4140) d’aprés (Cowling 1986; Genel et al. 2000)

1.6 APPLICATIONS
La nitruration est surtout utilisée pour augmenter la résistance a 1’usure mais aussi pour
augmenter la résistance a la corrosion et la résistance en fatigue. Elle donne une surface
aux propriétés stables jusqu’a la température de nitruration d’environ 500°C. La basse
température du procédé permet un bon contrdle des tolérances dimensionnelles des

piéces.

1.6.1 RESISTANCE A L’USURE

La qualit¢ d’un traitement de surface dont 1’objectif est d’améliorer la résistance a
I’'usure dépend, selon Niku-Lari (1987), de plusieurs paramétres. La tenue mécanique de
la couche nitrurée ou du revétement est primordiale. Sa rugosité peut conduire a du

frottement local et entrainer le grippage du systtme. La présence de contraintes
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résiduelles de compression représente un atout contre 1’'usure de contact ou contre tout
mécanisme d usure qui implique un mécanisme de fatigue. La dureté de la surface est
choisie de maniére a éviter les couples de frottement de type matériau dur sur matériau
mou ou 'un des composants s’userait de fagon accélérée. Enfin, la possibilité
d’introduire un troisiéme corps ou lubrifiant est un atout contre de nombreux

mécanismes d’usure.

Les nitrures formés en surface sont intéressants du point de vue de la tribologie (figure
1.16) : coefficient de frottement faible, capacité d'accommodation élevée et propriété
anti-grippage. La meilleure résistance semble associée a une couche de combinaison &
dont la porosité peut constituer une réserve de lubrifiant utile mais peut aussi diminuer la

résistance a I’usure (diminution de la densité, effet d’entaille).
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Figure 1. 16. Schéma de résistance a l'usure d’une surface nitrurée (Hoffman et Mayr
1992)

Un contrdle précis du procédé de nitruration permet d’obtenir une couche blanche dont

la composition, la morphologie et 1’épaisseur répondent aux exigences du cahier des

charges. Les propriétés tribologiques dépendent surtout de la dureté superficielle mais

cette méme dureté peut €tre a I’origine de la fragilité de la couche blanche. Dés que

I'usure s’associe & de la fatigue, la structure de la couche de diffusion devient plus

importante que la couche de combinaison.
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1.6.2 RESISTANCE A LA CORROSION

La résistance a 1’oxydation (séche) a haute température d’un acier doux est améliorée
par la nitruration mais les raisons de cette amélioration restent vagues. Coates et al.
(1996) supposent qu’a haute température, la couche nitrurée vieillit et forme une fine
dispersion de nitrures y* qui servent de sites de germination pour les oxydes. Les oxydes
ainsi form¢s ont une taille de grains fine et une résistance élevée et forment une barriere
entre le gaz et le métal. L’oxyde formé sur un acier nitruré serait plus compact et aurait
une meilleure adhérence que sur le métal de base. Cependant, 1’influence exacte de la

microstructure des surfaces nitrurées n’est pas clairement établie.

La résistance a la corrosion aqueuse est également améliorée. Les auteurs (/bid.)
attribuent cette amélioration a la présence d’azote en solution solide qui augmenterait le
potentiel de pigiiration. La présence d’une couche de combinaison améliore la résistance
a la corrosion notamment grace a sa porosité qui favorise un traitement de
parachévement comme [|’oxydation et/ou l'imprégnation (Tymowski et al. 2000).
L’oxydation pénetre les porosités de la couche blanche et transforme partiellement les
nitrures en oxydes de fer Fe;04. Ce traitement augmente la résistance a la corrosion en
brouillard salin par rapport a celle de 1’acier nitruré. Un gain supplémentaire est obtenu
par imprégnation des porosités de la couche blanche oxydée avec un inhibiteur de

corrosion.

1.6.3 RESISTANCE EN FATIGUE

La nitruration, comme d’autres traitements de surface qui ont pour effet d’introduire un
champ de contraintes résiduelles de compression et d’augmenter la dureté superficielle,
améliore généralement la limite d’endurance des aciers. Elle est surtout bénéfique dans
le régime de fatigue a grand nombre de cycles ou elle peut provoquer une transition d’un
mécanisme de rupture externe vers un mécanisme de rupture interne avec une fissure
dite en ceil-de-poisson. Les fissures internes et les fissures de surface n’évoluent pas
dans un méme environnement. Tandis que [’amorcage et la propagation des

microfissures de surface dépendent de la résistance en fatigue de la surface traitée et
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subissent I'influence de la rugosité et de I’environnement, I'amorgage et la propagation
des fissures internes ne dépendent que des propriétés du coeur telles que sa dureté et la

taille de ses discontinuités.

1.6.4 ETUDE DE CAS : LES ENGRENAGES

1.6.4.1 Conditions de fonctionnement des engrenages

Les engrenages sont des picces mécaniques soumises a des sollicitations cycliques et
sont donc sensibles a la fatigue en flexion et a la fatigue de contact. La figure 1.17
présente un exemple d’engrenage cylindrique a denture droite. Les aciers d’engrenages
les plus courants sont des aciers C-Mn et des aciers alliés (Ni, Cr, V-Mo, Pb) de

traitement thermique (Scott 1983).

R : roulement Flanc Sommet

G : glissement
T : traction Largeur de flanc, b
C : compression

Cercle de téte

Hauteur de sommet de
dent (addendum), ha

Cercle primitif

Hauteur de pied de
dent (dedendum), hd

Cercle de pied

Pied de denture

Figure 1. 17. Schéma d’un engrenage cylindrique a denture droite

Au point primitif ou point de contact entre les cercles primitifs de deux engrenages, le
mouvement est uniquement compos¢ de roulement. Les surfaces des deux dents en
contact se déplacent dans la méme direction et a une méme vitesse. Ailleurs le long du
flanc, la vitesse est différente et le mouvement comprend une composante de glissement
et une composante de roulement. Des vitesses de fonctionnement élevées peuvent

conduire a un échauffement du systéme (Fowles 1983).
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1.6.4.2 Défaillance et rupture des dents d’engrenages

La durée de vie des engrenages peut &tre réduite par éraillure ou adhésion sévere
(scuffing en anglais), fatigue de contact (pifting), usure de contact (fretting), abrasion,
corrosion mais aussi par déformation plastique et rupture (fatigue en pied de denture ou
rupture en surcharge). Ces mécanismes ne sont pas forcément indépendants et plusieurs
peuvent se produire conjointement ou bien un mécanisme peut en amorcer un autre. Par
exemple, la fatigue de contact et 1’éraillure peuvent endommager la dent au point

d’engendrer des forces dynamiques qui entrainent sa rupture en fatigue.

1.6.4.2.1 Mécanismes d’usure

Les engrenages peuvent présenter la gamme compléte des mécanismes d’usure existants.
Les plus courants limitent la capacité des systemes d’engrenages et ils sont utilisés pour
définir les conditions sécuritaires de fonctionnement (figure 1.18). Il s’agit de
I’adhésion, de sa forme la plus bénigne jusqu’a I’éraillure, de I’usure par abrasion et de

la fatigue de contact (Fowles 1983; Errichello 1992).
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Figure 1. 18. Zone de sécurité typique d’engrenages a roue droite et hélicoidale
durcis dans la masse (180-350 HB) (Parrish 1999)

L’usure d’adhérence se produit quand les protubérances sur les surfaces de contact sont

suffisantes pour provoquer une déformation plastique locale, qui génére de la chaleur, et
de I’adhésion. Elle est modérée si elle reste confinée aux couches d’oxydes superficielles

et que le métal n’est pas exposé. L usure est considérée comme catastrophique quand le
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profil usé¢ de la dent crée de fortes charges dynamiques ou quand I’épaisseur de la dent
diminue a tel point qu’il se produit de la fatigue en flexion. En général, des lubrifiants de
grande viscosité diminuent de fagon significative 1'usure d’adhérence a faible vitesse.
Pour résister a ce type d’usure, il faut une surface dure, susceptible de réduire la surface
de contact, et chimiquement non compatible avec ’acier d’engrenage (Schey 1983).
L’adhésion sévere se produit quand le lubrifiant ne suffit plus a séparer les corps en
contact. Le frottement augmente, la puissance requise par le systéme d’engrenages aussi
et la vitesse du systéme diminue. L’éraillure peut mener au grippage. Les surfaces se

soudent et de larges fragments de matiére sont arrachés de 1’une des dents.

L’abrasion a deux corps se produit quand un pignon rugueux et durci superficiellement

entraine une roue d’engrenage en acier doux ou quand une vis sans fin durcie
superficiellement engréne une roue en bronze. La solution consiste alors & améliorer le
fini de surface du matériau le plus dur pour limiter son effet abrasif sur le matériau
antagoniste. .’ abrasion a trois corps peut étre causée par la présence de particules dures
et angulaires, par exemple de sable ou de calamine, dans le lubrifiant. Pour éviter cela, le
lubrifiant est filtré (Fowles 1983). Les particules abrasives sont souvent des débris
d’usure dont la formation peut étre diminu€e par un traitement de surface qui augmente

la dureté, par un fini poli ou par des lubrifiants de haute viscosité et trés propres.

Une surface usée par la fatigue de contact se caractérise par la présence de cratéres ou de

piqlires en forme de coquilles d’huitres. Une fissure se propage sous la surface avant
d’émerger en arrachant une €caille de matiere et en laissant un trou sur le flanc de la
dent. Le pitting ou la piqlration se manifeste rarement avant 10 000 cycles de contact
(Dowling 1996). Les régtons les plus sensibles se situent de part et d’autre du cercle
primitif, 14 ou une pression de roulement trés importante est associée a un mouvement de
glissement (Wilkinson et Olver 1999b; 1999a). L’aréte au sommet de la dent est souvent
atténuée par un rayon pour adoucir la prise de contact sur le flanc conjugué et mieux
répartir la pression. Méme si la contrainte de cisaillement maximale totale
(roulement + glissement) se situe sous la surface, les piqlires s’amorcent généralement

en surface sous I’effet de I'interaction entre les protubérances. Cependant, si le fini de
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surface est tres lisse et le film lubrifiant assez €pais, les piqlires peuvent s’amorcer sous

la surface, généralement sur une inclusion.

La fatigue en sous-couche est caractéristique d’une forme d’usure par fatigue plus sévere

que la piqlration et qui touche les aciers ayant subis un traitement de surface. En effet, si
le point de cisaillement maximal est proche de la surface, on a piqliration mais s’il est
profond, du fait d’'une pression de roulement treés grande. on a délamination avec un
volume usé trés important. En roulement pur, la contrainte de cisaillement est maximale
sous la surface a la verticale du point primitif. La fissure de fatigue s’amorce donc sous
la surface et, plus précisément, a I'interface entre le cceur et la surface durcie si le
matériau a subi un traitement de surface. La fissure se propage a l'interface avant de
rejoindre la surface et de provoquer la délamination ou perte de larges fragments de

surface traitée.

1.6.4.2.2 Fatigue en pied de denture

La rupture en fatigue flexion représente 32 % des cas de rupture sur plus de 1 500
engrenages analysés (Farfan ef al. 2004). La rupture se traduit par I’arrachement de la
dent suite a ’'amorcage d’une fissure dans la région du pied de denture, si¢ge d’une
concentration de contrainte (norme AGMA 110). Parmi les conditions pouvant mener a
la rupture, les plus importantes sont une contrainte en pied de denture supérieure a la
limite de fatigue et la présence de concentrations de contraintes (entaille, inclusions,

fissures de trempe, contraintes résiduelles de tension...).

La fissure de fatigue s’amorce en pied de denture et se propage sous forme semi-
elliptique ou quart elliptique selon que le site est sur le flanc de la dent ou sur une
extrémité. L amorgage et la propagation d’une fissure bande sont moins fréquents du fait
de la largeur non négligeable du flanc. Par contre, plusieurs fissures semi-elliptiques
amorcées en divers points du flanc peuvent coalescer et former une fissure bande. Un
cas « classique » de rupture de dent en fatigue flexion (Alban 1985) comporte trois
étapes. Le site d’amorgage est soit sur la face plane de la dent au niveau du rayon de

courbure, soit a mi-distance des deux faces si la charge est uniformément répartie sur la



45

largeur du flanc. La fissure amorcée se propage d’abord perpendiculairement a la surface
du pied de denture puis elle bifurque pour émerger au pied de denture opposé de la
méme dent. La dent fissurée fléchit un peu plus a chaque cycle jusqu’a ce que la charge
soit reportée sur la dent adjacente ou une nouvelle fissure s’amorce jusqu’a provoquer
I’arrét et la ruine du systéme. La résistance a la fatigue en pied de denture est souvent

caractérisée par des essais en flexion rotative ou par des essais a grandeur réelle.

1.6.4.3 Traitement de surface : le cahier des charges

La lubrification est parfois insuffisante a régler les problemes d’usure. Un des
traitements de surface répertori€s sur le tableau 1.1 est alors appliqué a un ou plusieurs
des composants du systéme. Parmi les traitements les plus utilisés, la trempe
superficielle, la cémentation et la nitruration augmentent considérablement la zone de
sécurité des engrenages (figure 1.18) par rapport aux engrenages durcis dans la masse

(figure 1.17).

Une surface résistante a I’abrasion doit répondre a plusieurs exigences. D une part, elle
ne doit pas étre trop rugueuse sous peine de créer de 1’abrasion & deux corps et d’autre
part, elle doit étre assez dure pour ne pas générer de débris ou de troisiéme corps. La
dureté superficielle exigée est en général de 60 HRC pour une dureté a cceur de 30 a
40 HRC. L’engrenage de base doit avoir un fini de surface soigné et le traitement de
surface ne doit pas introduire de rugosité qui ne puisse étre supprimée par rectification.
La rugosité est néfaste non seulement en abrasion mais aussi en fatigue de contact car
elle augmente la pression de contact locale et fournit des sites potentiels d’amorgage a la
fissuration. De plus, la résistance en corrosion de la surface peut étre une exigence. En
effet, les piqlres caractéristiques de la fatigue de contact peuvent étre amorcées par la
corrosion si le lubrifiant n’assure pas son rdle protecteur. Le traitement de surface doit
étre plus profond que le point de cisaillement maximal sous la ligne primitive et que
I’effet d’entaille au pied de denture. La profondeur de traitement optimale dépend donc
principalement de la géométrie ( plus la dent est large, plus le traitement de surface doit

étre profond), de la charge maximale en service et des duretés de la surface traitée et du
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ceur (norme AGMA et ANSI 2004). La profondeur de traitement est, par ailleurs.
limitée par la tendance & I’arrachement du sommet de la dent. En effet, du fait de sa
géométrie, 1’angle au sommet est plus profondément traité que le reste du flanc et il est

donc plus fragile.

Tableau 1. 1. Matériaux d’engrenages et traitements de surface (Blau 1992)

Trempe (dans la masse) et revenu C. 180-400
Acier Durqssement superficiel a la flamme ou 50-54
par induction
Cémentation 55-60
AISI 4140 Nitruration 48
AIS| 4340 Nitruration 46 .
Fonte Brut de fonderie C. 175-200
Fon'{e a graphite Recuit, trempe et revenu e 140-270
sphéroidal
Fontg_ malléable 165-240
(perlitique)
engrenages de précisian
UELUIrE gans correction de développante
35 il
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Figure 1. 19. Zone de sécurité typique d’engrenages a roue droite et hélicoidale aprés
traitement de surface (Parrish 1999)

Le durcissement superficiel est fréquemment utilisé sur les engrenages. Les sources de

chaleur utilisées sont le chalumeau, I’induction et, plus rarement, le faisceau laser. Le
chalumeau tend a traiter la dent en profondeur presque dans la masse, ce qui peut la

fragiliser. L’induction permet de traiter les différentes zones de la dent de facon plus
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sélective et a une profondeur mieux controlée. La surface durcie est souvent profonde
(de 1 a 3 mm) par rapport a la largeur de la dent. L’inhomogénéité de la profondeur
traitée peut poser probléme. Si seuls les flancs de la dent sont durcis, la résistance a
I’'usure est augmentée mais pas la résistance en fatigue. Quant au chauffage superficiel
au laser, il permet d’obtenir une surface martensitique dure et d’épaisseur contrdlée tout
en introduisant moins de distorsion que les autres méthodes de chauffage. Néanmoins, la
maitrise du balayage du faisceau rend son utilisation complexe. La surface est traitée en
plusieurs passes de chauffage, ce qui implique que la passe précédente subit un revenu
dans la zone de recouvrement du faisceau. Les promoteurs de cette technique (Cooper
1992) affirment que ces zones adoucies sont bénignes a condition d’étre situées dans des
zones non critiques de la piéce. Il faudrait par conséquent traiter tout le flanc de la dent

en une seule passe, ce qui n’est certainement pas réalisable pour de gros engrenages.

Un traitement de surface thermochimique appliqué a un engrenage en acier (Dudley et
Townsend 1991) confére a la dent une dureté locale de 60 HRC alors que la dureté du
cceur est de seulement 35 HRC. Deux types de traitements de surface sont couramment
appliqués aux engrenages : la cémentation et la nitruration. Les exigences vis-a-vis de

chaque procédé ne sont pas les mémes.

La cémentation est un des traitements contre 1'usure les plus employés sur les
engrenages (Errichello 1992). La large gamme de profondeurs de traitements possibles
rend la cémentation attractive du point de vue de la résistance a la fatigue de contact et a
la fatigue en pied de denture. La profondeur de cémentation nécessaire est fonction de la
géométrie de I’engrenage; pour chaque taille de dent, il existe une profondeur optimale.
Une couche cémentée trop épaisse peut fragiliser le sommet de la dent mais une couche
trop mince diminue la résistance en fatigue et la résistance a la corrosion. La
cémentation présente I’inconvénient d’augmenter le colit de production des engrenages

qui doivent étre rectifiés pour éliminer la distorsion induite par le traitement.

Pour les gros engrenages, la profondeur de traitement optimale telle que définie par les

normes ASTM réclamerait des temps de nitruration prohibitifs et la cémentation est
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donc préférée; toutefois cette restriction ne s’appliquerait qu’a des engrenages de pas
diamétral inférieur a 4., le pas diamétral étant le rapport du nombre de dents de
I’engrenage sur le diameétre du cercle primitif exprimé en pouces. D’une maniere
générale, les engrenages nitrurés ne nécessitent pas une profondeur de traitement aussi
importante que les engrenages cémentés. Selon Dudley (1984), des engrenages dotés
d’une couche nitrurée relativement mince se comportent aussi bien en fatigue que des
engrenages cémentés en profondeur. La nitruration posséde, par rapport a la cémentation
et les traitements de trempe superficielle, I’avantage d’introduire peu de distorsion. Elle
confére une bonne résistance a "usure en lubrification aléatoire. Par ailleurs, sa
résistance en fatigue de contact et a 1’abrasion concurrence celle obtenue par d’autres
traitements. Des essais sur des engrenages a faible vitesse ont montré que les aciers
nitrurés ont une meilleure résistance a 1'usure d’adhérence que les aciers cémentés
(Errichello 1992). En particulier, ils ont souvent la meilleure résistance au grippage
(Nitralloy 135M). Selon Dawes et al. (1979), cette amélioration est surtout due a la
structure et a I’épaisseur de la couche blanche; celle-ci limiterait la tendance a 1'adhésion
par rapport au métal de base. Sur un acier bas carbone, la meilleure résistance au
grippage est obtenue pour une couche monophasée & supérieure ou égale a 15 pm
(Ibid.). Le grippage dépend d’une température critique qui est surtout controlée par le
lubrifiant dont la surface traitée doit assurer la rétention et la répartition; la rétention
peut étre favorisée par des porosités de la couche tandis que la répartition nécessite un
fini de surface uniforme. La dureté de la couche blanche améliore la résistance a
I’abrasion tandis que la résistance a la fatigue de contact dépend beaucoup de la
résistance a la déformation plastique assurée par la couche blanche mais surtout par la

couche de diffusion (Hoffman et Mayr 1992).

Afin de profiter des potentiels des différents traitements de surface, on assiste a un

développement de traitements « composites » qui associent plusieurs traitements.

Utilisé seul, le grenaillage de précontrainte n’augmenterait que faiblement la dureté. De

plus, il ne peut jouer sur le coefficient de frottement ou augmenter la résistance a

I’adhésion de la surface de fagon significative puisqu’il n’en modifie pas la chimie.
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Toutefois, les importantes contraintes résiduelles de compression qu’il introduit sont
utiles pour augmenter la résistance a la fatigue en pied de denture. C’est pourquoi, le
grenaillage, quant il est utilisé, suit généralement un traitement de trempe superficielle
ou de cémentation. Cependant, il faut s’assurer que le traitement de précontrainte, du fait
d’une grenaille brisée ou présentant des arétes vives, n’introduise pas de rugosité ou de
défauts de surface susceptibles de générer des concentrations de contraintes et d’amorcer

des fissures ou des piqures.

Un traitement duplex de cémentation suivie d’une nitruration réalisé sur un engrenage en
AISI M50NiIL augmente d’environ 10 % la pression de contact admissible par rapport au
méme engrenage aprés cémentation seule (Wilkinson et Olver 1999a). La nitruration
permet d’obtenir une dureté superficielle trés élevée (1 000 HV) et une bonne résistance
en fatigue de contact tandis que la cémentation donne un traitement profond (1,5 mm ou
plus) qui, selon Wilkinson, serait bénéfique contre la fatigue en pied de denture.
L’amélioration de la résistance a la fatigue de contact d’échantillons simulant les flancs
des dents d’engrenages se traduit par I’inhibition de I’amor¢age des fissures de surface.
Cette inhibition est attribuée a la dureté élevée et aux contraintes résiduelles de
compression engendrées par la nitruration. Méme aprés 107 cycles de sollicitation, les
essais sur des engrenages réels ayant subi le traitement duplex ne montrent qu une usure

légére caractérisée, principalement, par des micropiqires dans la région du dedendum.
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I ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE : FATIGUE DES
ACIERS A SURFACE AMELIOREE

2.1 FATIGUE DU METAL DE BASE SUR BORD LISSE
Bien que la fissuration interne en ceil-de-poisson soit fréquemment observée sur des
pieces nitrurées, ce mécanisme n’est pas ’apanage des métaux dont la surface a été
renforcée. Il représente le mécanisme de fatigue dominant dans les aciers ou alliages a
haute résistance sollicités a une contrainte inférieure ou proche de la limite d’endurance

conventionnelle ou sollicités a basse température (Umezawa et Nagai 1998).

2.1.1 « LALIMITE D’ENDURANCE N’EXISTE PAS »

Le concept de limite d’endurance (Bathias 1999) repose sur I’existence d’une asymptote
de la courbe de Wohler vers 10°-107 cycles. Pour de nombreux aciers, cette définition
n’est pas rigoureuse mais elle est tolérée car peu de machines de fatigue permettent
d’effectuer de si longs essais. Par exemple, la courbe de fatigue de 1’acier 4240 ne
présente pas d’asymptote. Jusqu’a 10° cycles, la rupture en fatigue est due a une fissure
amorcée en surface. Pour des durées de vie plus longues ou gigacycliques, la rupture
résulte plutdt d’une fissure amorcée en interne sur un défaut ou une inclusion non
métallique (figure 2.1). Cette fissure interne est caractérisée par sa forme circulaire dite

en ceil-de-poisson.

)

Figure 2. 1. (a) CEil-de-poisson dans un acier 4240 amorcé sur (b) une inclusion
(Omax = 800 MPa, R, = -1, N; = 5,75x10° cycles) (Bathias 1999)
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Shiozawa et al. (2001) ont étudié le comportement en fatigue d’un acier allié JIS SUJ2 a
haute teneur en chrome sollicité en flexion rotative. La courbe de fatigue obtenue peut
étre représentée comme la superposition de deux courbes (figure 2.2) : une premiere
courbe est associ€e a la fissuration en surface par glissement a I'intérieur d’un grain et
une deuxieme courbe est associc¢e a la fissuration interne. Les deux mécanismes de
fissuration coexistent 2 une méme contrainte et I’apparition de 1'un ou de 1"autre dépend

de la probabilité dudit mécanisme au niveau de contrainte considéré (/bid.).

Fissuration externe des
aciers a surface améliorée
f(oi(x), HV(X))

PN T ~— Fissuration interne
f(HVcaeur ' ®défaut)

1
]

Fissuration L ~—_

externe :
. : )
I 1
1 {
I 1

| i 1 | i >
104 105 106 107 108 N

Figure 2. 2. Courbe S-N (en gris) constituée par la superposition de la courbe

associée a la fissuration externe et de celle associée au mécanisme interne
Une transition sous forme de palier est parfois visible; elle peut étre assimilée a la limite
d’endurance de la surface (Nishijima et Kanazawa 1999). La limite de fatigue
conventionnelle, en surface, est parfois définie comme la contrainte critique pour
laquelle les microfissures amorcées sont arrétées. Elle dépend de la microstructure, de la
dureté et des contraintes résiduelles. La déformation plastique cyclique en contrainte
plane, étant trés petite 4 partir de 10° cycles, ne suffit plus 4 amorcer une fissure. Les
défauts internes entrent alors en compétition avec la surface (Bathias 1999). Bien que le
mode de rupture interne se rencontre surtout dans le domaine des trés grandes durces de
vie (107-10° cycles). un traitement de surface peut, en décalant la courbe associée au

mécanisme externe a des durées de vie plus longues, déplacer la transition entre les
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mécanismes externe et interne (point A de la figure 2.2) a des durées de vie aussi courtes

que 10 2107 cycles (point B) (/bid.; Wang, Bérard, Dubarre et al. 1999).

2.1.2 MECANISME DE FISSURATION INTERNE EN FATIGUE A TRES GRAND
NOMBRE DE CYCLES

Tanaka et Mura (1982) distinguent trois scenarii possibles pour I’amorgage d une fissure
sur une inclusion. Premi¢rement, s’il y a décohésion de I’interface entre I’inclusion et la
matrice deés les premiers cycles de fatigue, une fissure se propage de I’inclusion vers la
matrice sous I’effet de la concentration de contraintes créée par 1’inclusion; la majeure
partie de la durée de vie sera consacré a I'amorcage d’une fissure dans la matrice.
Deuxiémement, si I'interface est suffisamment forte pour ne pas rompre immédiatement,
les dislocations s’accumulent dans la matrice et cette accumulation autour de I’inclusion
qui bloque leur mouvement entraine la décohésion ou la fissuration de ladite inclusion.
Enfin, troisiemement, I’amor¢age de fissure sans rupture de I’inclusion ni décohésion de

I’interface est aussi observé.

Dans les aciers dont la surface n‘a pas été renforcée, le mécanisme de fissuration interne
n’est observé que pour des durées de vie trés longues. En effet, pour des durées de vie
inférieures a environ 10® cycles (figure 2.2), le mécanisme de fissuration externe est plus
rapide et il est donc responsable de Ia rupture de la piece. Apres avoir réalisé des essais
en flexion rotative sur un acier 1Cr0,5Mo cémenté, Nishijima et Kanazawa (1999)
expliquent la longévité des fissures internes par rapport aux fissures externes par des
effets mécaniques et environnementaux. L’effet mécanique provient d’un facteur
d’intensité¢ de contrainte plus faible a coeur qu’en surface pour une méme taille de
défaut; il est encore plus grand dans le cas d’une sollicitation en flexion rotative car la
contrainte disponible en interne est toujours inférieure a celle appliquée en surface
(Congleton et Chen 1990). L’effet environnemental est di a I’influence de
I’environnement (le vide pour la fissuration interne et I’air ambiant pour la surface) sur

’amorcage et la propagation des fissures.



Billaudeau et Nadot (2004) considérent que leffet mécanique est pratiquement
négligeable. Ils constatent que, dans une fonte sollicitée en traction-compression, une
fissure amorcée sur un défaut interne a la méme durée de vie qu’une fissure amorcée sur
un défaut de surface dix fois plus grand a une méme contrainte appliquée. L’effet
mécanique ne peut a lui seul expliquer une augmentation de durée de vie aussi grande
entre des défauts de taille identique alors que les facteurs d’intensité de contrainte pour
une fissure semi-circulaire de surface et une fissure interne en forme de piece de
monnaie ou penny-shaped sont peu différents. Les auteurs comparent une fissure de
surface de profondeur a avec une fissure circulaire interne de diamétre 2a alors qu’il

vaudrait mieux comparer les facteurs K; pour des fissures de méme superficie.

Billaudeau et Nadot (2004) attribuent la longévité interne a un effet principalement
environnemental. Des fissures amorcées sur des défauts de fonderie ont une vitesse de
propagation beaucoup plus grande dans 'air que dans le vide. L’agressivité de 1’air
serait due a la présence de vapeur d’eau et d’hydrogéne. I.’environnement dans lequel
évolue une fissure interne équivaut a un vide poussé. Murakami ef al. (1999) suggerent
qu’en interne, I’absence d’oxydation et la présence éventuelle de contraintes résiduelles
influencent fortement la durée de vie. Shiina ef al. (2002) ont sollicité sous vide et en
chargement axial (R,= 0,1) des éprouvettes de 4340. Certaines des fissures de surface,
amorcées sur des inclusions ou sur des €raflures, ont des durées de vie comparables et
des facies de rupture identiques aux fissures internes. Alors que dans 1’air, la rupture est
transgranulaire fragile, sous vide, elle a un aspect ductile. Une fissure interne peut donc
raisonnablement étre étudiée comme une fissure de surface évoluant dans une

atmosphere inerte.

Alors que I'effet de I’environnement sur I’amorgage reste controversé, son effet sur la
propagation est unanimement reconnu (Petit er al. 1994). La propagation en fatigue est
plus lente dans le vide si une partie du cycle est en compression. Sous vide, I’absence de
film d’oxydes permet la régénération par glissement alterné des lévres de la fissure; une
augmentation substantielle du nombre de cycles requis pour amorcer une microfissure

est observée. A I’air ambiant, les molécules de gaz actif adsorbées sur les surfaces de
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glissement exposées par la fissure restreignent la réversibilité du glissement et accélerent
la croissance de la fissure. Par ailleurs, I’oxydation de la surface révélée par la fissure
contribue a I'effet de fermeture. Il y a donc compétition entre I’effet bénéfique de la
fermeture induite par I’oxydation et I’effet fragilisant associé a la vapeur d’eau. Pour une
température ¢levée et pour un rapport de charge petit, un seuil de propagation plus faible
dans le vide que dans I’air humide peut étre observé. Toutefois, a température ambiante,
le seuil de propagation est généralement plus faible et la vitesse de propagation plus
¢levée dans 'air que dans le vide. L'effet de 1’environnement est plus prononcé aux
faibles vitesses de propagation, c’est-a-dire aux plus basses amplitudes de contrainte,
dans des conditions ou I'influence de R, et de la microstructure est importante. D’autres
hypothéses ont été avancées pour expliquer la faible vitesse de propagation dans le vide.
Shiina et al. (2002) évoquent notamment un ¢émoussement plus important, une
augmentation de I’effet de fermeture et de la taille de la zone plastique cyclique et la

présence de contraintes résiduelles en fond de fissure.

La transition entre les mécanismes de fissuration externe et interne serait influencée par
le gradient de contrainte auquel la piece est soumise et la rugosité de la surface mais
aussi par la présence d’éventuelles contraintes résiduelles, par la dureté du matériau et
par I’environnement ou, plus précisément, ’humidité ambiante. En effet. I’augmentation
du taux d’humidité (de 5 a 85 %) favorise la fissuration externe et abaisse la contrainte
de transition qui disparait au taux d’humidité le plus élevé ou le mécanisme externe est
seul observé (Ko er al. 2002). Par ailleurs, dans le domaine des trés longues durées de
vie, les aciers de haute résistance rompent par le mécanisme interne alors que les aciers
de faible résistance rompent toujours a partir de la surface (Sakai, Takeda et al. 2002).
Shiina et al. (2002) montrent que, dans un alliage de titane sollicité¢ en traction, le
mécanisme interne est d’autant plus probable que le rapport R, est élevé. Ainsi a R,= -1,
le mécanisme externe prédomine alors qu’a R,= 0.1, la transition vers le mécanisme
interne apparait vers 107 cycles. Cet effet pourrait étre 1ié aux contraintes résiduelles de
compression qui sont soit créées par la traction répétée, soit préexistantes a ce

chargement mais non relaxées par lui (Tokaji et al. 2000). D’ailleurs, selon Omata ef al.
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(2002), la courbe S-N ¢tagée n’apparaitrait pas dans des échantillons libres de

contraintes résiduelles.

2.1.3 FATIGUE ET INCLUSIONS NON METALLIQUES

Le mécanisme de déformation microscopiquement localisée qui aboutit a I’amorcage
d’une fissure interne est toujours associé¢ a une hétérogénéité microstructurale : une
inclusion non métallique, une porosité, une particule de seconde phase ou un joint de

grains qui provoque une concentration de contraintes (Umezawa et Nagai 1997).

Certaines caractéristiques des inclusions non métalliques sont connues pour influencer la

vie en fatigue (Gustavsson et Melander 1992). Leur composition chimique détermine les

propriétés physiques telles que I’indice de déformabilité ou le coefficient de dilatation
thermique; les fissures s’amorcent plutét a des oxydes qu'a des sulfures a cause,
notamment, des contraintes résiduelles de tension créées au refroidissement. La
géométrie de I’inclusion (Collins et Michal 1993; Melander et Olund 1999) détermine
I’effet de concentration de contraintes exercé sur la matrice alentour. L orientation d’une
inclusion allongée par rapport a la direction de la charge appliquée est également
primordiale; une inclusion allongée de sulfure de manganése dont le grand axe est
paralléle a la direction de sollicitation est peu dommageable au contraire de la méme
inclusion perpendiculaire 4 la direction de I’effort. La taille des inclusions est aussi un
facteur a considérer, les plus grosses inclusions étant les plus nocives. Enfin, la rupture
des particules intervient lorsque la cohésion de ['interface entre la matrice et I’inclusion
est forte et peut accélérer le développement de fissures de fatigue; ¢’est notamment le
cas des oxydes. Au contraire, si la liaison est faible, la décohésion émousse le fond de
fissure et réduit le facteur d’intensité de contrainte effectif; c’est le cas des sulfures de

manganese (Collins et Michal 1993).

2.1.3.1 Géométrie et position
Par ordre décroissant de nocivité, on distingue généralement les inclusions globulaires

de 50 a 100 um (CaO ou Ca - Al;03), les inclusions brisées ou angulaires de 10 a 30 pm
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(Al03), les inclusions d*Al,O; globulaires et les inclusions déformables de 30 a 50 pm
(spinelles et silicates). Les sulfures n’amorcent en général pas de fissures internes
(Kiessling et Nordberg 1971; Melander er al. 1991). Selon Brooksbank et Andrews
(1972), cette innocuité est liée a un coefficient de dilatation thermique plus grand que
celui de la matrice qui n’introduit pas de contraintes thermiques a I’interface

matrice/inclusion comme nous le verrons un peu plus loin.

L’amorcage de fissures internes est associé a de larges inclusions et, selon Cowling
(1986), a celles qui sont les plus proches de la surface non traitée; le facteur d’intensité
de contrainte est toujours légerement plus élevé pour une fissure de surface que pour une
fissure interne. Plusieurs auteurs ont cherché a évaluer le diamétre critique d’inclusion
au dessous duquel une fissure ne peut s’amorcer ou se propager. Dans un corps infini
soumis a une tension statique uniforme, Kiessling et Nordberg (1971) considerent le cas

d’une fissure elliptique :

5 72 2
K] :)Zﬁ avec Q)O = J.{l—(l—cb]—z-jsn’lz edel Equation 2.1

0 0 k
La taille critique d’inclusion (a = D;), pour une contrainte appliquée égale a la limite
d’¢élasticité¢ divisée par un facteur de sécurité k', peut étre calculée en résolvant
I’équation 2.1 quand le facteur d’intensité de contrainte est égal a la ténacité K. du

matériau :

e O (KLY (K, S -
Dy = —- e ™ | pour une fissure circulaire Equation 2. 2
Y°r \ R 4 R

¢ ['g

Pour différents aciers, la taille critique ainsi calculée est de 0,2 a 1 mm pour des

inclusions touchant la surface et de 1 a 5 mm pour des inclusions internes.

En fatigue, la taille critique est beaucoup plus faible et peut se calculer en considérant le
diameétre d’inclusion pour lequel le facteur d’intensité de contrainte d’une fissure de
méme taille que 'inclusion atteint le seuil de propagation. Preston (1993) applique ce

principe a une fissure circulaire, de dimension égale au diameétre d’une inclusion,
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amorcée dans un acier nitrocarburé SS2244 sollicité en flexion cyclique; la contrainte
nette Gy €5t €gale a la somme de la contrainte appliquée et de la contrainte résiduelle a
la profondeur considérée:

Equation 2. 3

HL”L

cff 2
— 1 :>Dulllqlu — 2 AK
L13o

nette

L’application numérique donne un diametre critique de 110 a 85 um pour une
profondeur de 10 um a 0.3 mm et un diamétre critique de 85 a 60 um pour une
profondeur de 0,3 a 0,6 mm, soit sous la couche de diffusion. Dans la surface
nitrocarburée, malgré une contrainte appliquée élevée, les contraintes résiduelles de
compression réduisent le facteur d’intensité de contrainte augmentant la taille critique
d’inclusion requise pour atteindre le seuil de propagation. En I’absence d’un traitement
de surface, Kiessling et Lange (1963-68, tome 3 p87-94) rapportent que, la taille critique
d’inclusion passe de 10 pm juste sous la surface a 30 um a une profondeur de 100 um;
ce qui est compatible avec le fait qu’une inclusion s’amorce de préférence pres de la

surface en I’absence d’un traitement.

Notons que cette approche de diameétre critique néglige totalement la nature ou
composition chimique de I'inclusion pour ne retenir que I'effet de sa taille et de sa

position.

2.1.3.2 Concentration de contraintes
La concentration de contraintes a I’interface matrice/inclusion résulterait, d’une part,
d’un effet thermique di aux différences de contraction entre la matrice et I’inclusion au

refroidissement et, d’autre part, d’un effet géométrique dd a la géométrie de I’inclusion.

D’apres Kiessling (/bid.), les inclusions génerent des concentrations de contraintes de la
méme fagon qu’une cavité ou une porosité; la contrainte appliquée n’est pas transmise
par I’inclusion et se concentre sur la matrice. Selon Brooksbank et Andrews (1972), le
coefficient de concentration de contraintes associé a une inclusion sphérique est

proportionnel au rapport des modules d”Young de la matrice et de I’inclusion.
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Les différences de nocivité entre inclusions trouvent en partie leurs origines dans les
contraintes thermiques. Ces contraintes sont proportionnelles a la différence de dilatation
entre 1’inclusion et la matrice et dépendent du module d"Young de I'inclusion et de la
matrice ainsi que de la forme et de la taille de I’inclusion (/bid.). Si la contraction de
I'inclusion au refroidissement est inférieure a celle de la matrice, I'inclusion sera
soumise a une pression uniforme d’autant plus élevée que la différence entre les
coefficients de dilatation est grande. Selon Kiessling et Nordberg (1971), la contrainte
d’origine thermique, qui est tangentielle a I’inclusion sphérique et de méme direction

que la contrainte appliquée, s’écrit :

inclusion matrice
E matrice EII‘IL'/IL\’H))] (ad - ad )AT
(1+v,,..)+2E,,. . (1-2v

matrice meairice inclusion )

o= Equation 2. 4

E

inclusion

Les inclusions dont le coefficient de dilatation «, est inférieur a celui de la matrice
générent des contraintes résiduelles de traction dans la matrice tandis que celles dont le
coefficient est supérieur, comme les inclusions de sulfure de manganése, générent des
contraintes résiduelles de compression et forment des cavités. Les aluminates de
calcium, I'alumine, les spinelles, les silicates et les nitrures de titane sont parmi les plus
néfastes par ordre décroissant de nocivité. Cette classification suit 'ordre des
coefficients de dilatation. La formation d’enveloppes de MnS ou de CaS autour des
inclusions d’oxydes diminue, de facon substantielle, les contraintes a I’interface entre la

matrice et ’inclusion.

2.1.3.3 Réservoirs a hydrogéne

L’interface entre une inclusion de sulfure et la matrice constituerait un piege a
hydrogéne (Kiessling 1989). Quand la pi¢ce est en service, la pression de 1’hydrogene
autour des inclusions allongées peut favoriser la fissuration de la matrice. Par ailleurs,
les inclusions d’alumine ou toute inclusion dure augmenteraient le risque de fragilisation

par I’hydrogéene dissous.
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Sur une fissure en ceil-de-poisson, un disque trés clair est parfois observé autour de
I’inclusion. Gunnarsson, cité par Kiessling et Lange (1964-1968), attribue ce disque a la
présence d’hydrogeéne. L inclusion retient I’hydrogeéne en solution solide et, chaque fois
que la matrice est en tension, une petite quantité est libérée et diffuse en suivant le
chemin de fissuration. Selon Murakami er al. (2000a; 2000b), ce disque clair ne trahit
que la propagation d’une fissure sous une faible teneur en oxygéne. C’est le centre de
I’ceil-de-poisson au voisinage de I’inclusion, qui, présentant dans certaines conditions
une zone sombre (Optically Dark Area) d’autant plus large que la durée de vie est
longue, serait représentatif d’une fissuration assistée par 1’hydrogéne. Aprés une
propagation lente favorisée par cette fragilisation a I’hydrogene et par les contraintes
résiduelles de tension a I’interface inclusion/matrice dans la zone sombre, la fissure

aurait une taille suffisante pour se propager sans I’assistance de I’hydrogene.

2.2 FATIGUE DU METAL DE BASE EN FOND D’ENTAILLE
La présence d’une entaille peut rarement étre €vitée sur une pi€ce en service : le pied de
denture d’un engrenage, le filetage d’un boulon, un joint soudé, tous ces composants
sont soumis a un effet d’entaille. La perturbation exercée sur le champ de contrainte peut
étre analysée par une méthode analytique ou numérique mais une description purement
mécanique n’explique pas l'effet d’entaille en fatigue. Depuis les années 1950, on
assiste & de nombreux efforts pour essayer de prédire la limite de fatigue ou la durée de

vie d’une piece entaillée.

2.2.1 DESCRIPTION MECANIQUE DE L’EFFET D’ENTAILLE
L’introduction d’une entaille dans une piéce a un effet pire que la réduction de section
associée, c¢’est ce qu’on appelle I’effet d’entaille. Différents paramétres permettent d’en

estimer la sévérité.
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2.2.1.1 Coefficient théorique de concentration de contraintes K,

La concentration de contraintes introduite par la présence d’une entaille est mesurée par
K., le coefficient théorique de concentration de contraintes, qui est €gal au rapport de la
contrainte/déformation maximale en fond d’entaille sur la contrainte/déformation

nominale. Ce coefficient est calculé pour une déformation élastique linéaire :
K =—"—%=-"= Equation 2. 5

Il ne dépend que de la géométrie et du chargement; il augmente avec la profondeur
d’entaille et diminue quand le rayon de courbure en fond d’entaille augmente. Il peut
étre estimé par la théorie de 1’élasticité, par un calcul numérique ou par une méthode
expérimentale comme la photoélasticimétrie ou la méthode des jauges. En 1974,
Peterson établit, pour diverses configurations géométrie/sollicitation, des abaques
utilisés aujourd’hui encore en conception. K; ne donne la concentration de contraintes
que dans une direction. Pour prendre en compte la triaxialité des contraintes au fond
d’une entaille en V axisymétrique, il faudrait définir un coefficient pour chaque
direction. A I’aide de la contrainte équivalente de Von Mises, un coefficient théorique de

concentration de contraintes €quivalent peut étre défini :

e O-C‘I » s
K = e Equation 2. 6

2.2.1.2 Champ de contrainte élastique autour d’une entaille

2.2.1.2.1 Distribution de contraintes a partir du fond d’entaille
Le coefficient K, ne dit rien de la distribution de contraintes a partir du fond d’entaille et

ne peut donner une image exacte de la sévérité d’une entaille.

La distribution des contraintes dépend du rayon de courbure p, du coefficient théorique
K., de la profondeur d’entaille 7, et de la taille du ligament devant le fond d’entaille (Xu
et al. 1995). Pour des piéces de dimensions infinies, la connaissance de p et K, suffit

(Schijve 1980); ces deux parametres caractérisent la sévérité de ’entaille, ¢’est-a-dire
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I’amplitude de la contrainte locale a fond d’entaille, le gradient de contrainte et le
volume de matériau sollicité sous forte contrainte. Le long de la bissectrice de I’entaille
existe une région, profonde d’environ 0,3p (Atzori et al. 2001), ou la distribution des
contraintes peut étre, approximativement, caractérisée par une fonction f{x/p) unique

quelque soit la géométrie de I’entaille (figure 2.3) :

c ,
=l x -K X ion 2.
~ f(%)):a}. thf(%)j Equation 2. 7

max

avec x, la profondeur sous le fond d’entaille

: f(x/p) —A—r=0,2mm
08 § —0—r=1,5mm
—O—r=3,0mm
® 06 | )
X . 7
= LIRS
04 | | -
02 | A
: /0,3
0 LA
0,0 1,0 2,0 3,0 4,0

x/p

Figure 2. 3. Distributions de contraintes pour trois entailles en V axisymétriques de
différents rayons de courbure p («r» sur la figure)

En s’appuyant sur ’analogie entre fissure et entaille, d’autres équations ont été
proposées pour estimer le champ de contrainte élastique en fond d’entaille. Selon
Creager et Paris (1967), une fissure émoussée ou une entaille aigué€ peut étre
mathématiquement représentée, par exemple, par un cylindre elliptique dont le rayon de
courbure est petit par rapport aux autres dimensions (figure 2.4). La distribution des

contraintes €lastiques en mode I s’€crit :
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. . 36 36
1 —sin—sin— —COS—
o, 2 2
’ K 0 . 8 . 36 K 3 . :
o, b= —— cos — 41 +sin —sin —— | + —~ L1 s Equation 2. 8
' N2 2 2 N2 2r 2
[ .0 36 . 360
sin — cos — —sin —
2 2

Le premier terme de 1’équation 2.8 est caractéristique d’une fissure aigué tandis que le
deuxieéme représente I’émoussement du fond de fissure, négligeable quand p/r<<1. Si la
profondeur d’entaille et le diamétre minimum de I’éprouvette valent au moins 10p, la
distribution de la contrainte principale peut étre estimée a 1’aide de 1’équation 2.9 qui

découle de I’équation 2.8 :

! 0
~ =0 (0=0;r=p/2 )
a‘,.(x)=——o-‘“‘“ £+—1— 2 l+l £+l Omax Gy( P/ ) Equation 2. 9
' 22 p 2 2{p 2 o,(x)=0,(6=0:r=x+p/2)

Figure 2. 4. Systéme de coordonnées et géométrie utilisés par Creager et Paris

Kujawski (1991) modifie 1’équation 2.9 pour en ¢tendre 1’application aux entailles

douces :
05 15 % <02—> f=1
O'\»(x):ﬂ{'% [1+2£} +(1+2£‘j tan(z/2K,)( x
| p p y20,2—>f=1+——/’— 202
P 2,8 P

Equation 2. 10

L’équation 2.10 a ét¢€ appliquée a différentes géométries d’entaille. La corrélation avec

les résultats d’un calcul par éléments finis est meilleure quand I’entaille est aigué mais
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elle reste raisonnable méme pour des entailles dont le coefficient K, est de seulement 1,7

(Shin 1994).

A I’aide de 1a méthode de Muskhelishvili basée sur les fonctions complexes, Lazzarin et
Tovo (1996) proposent une solution analytique pour des entailles en V d’angle

d’ouverture y dans des échantillons plats sollicités en tension (figure 2.5) :

O, ] [+ 4 )cos(1- 24, )0 cos(l+ 4, )8
o, =M[’—] (3-24,)cos(1- 4, )0 b+ 7,(1- 4 K —cos(1+ 4, )@
4 \r,
0 (1-2,)sin(1-4,)@ sin(1+ 4, )9
=% COS 1+ ,l,ll
+[-r—] [(G-4)-2,(-24)k-cos 1+,ul
¥y
sm 1 " ﬂl Equation 2. 11
avec  y, = s1n(1 A, ) 2 s1n(1+/1,k)q et 7, :(l—qv,_l)p
et q v constante fonction de I’angle y de I’entaille
Al valeur propre de Williams
M, parametre fonction de

Figure 2. 5. Systéme de coordonnées et géométrie utilisés par Lazzarin et Tovo

2.2.1.2.2 Gradient de contrainte

La pente de la distribution de contraintes a partir du fond d’entaille représente la rapidité
avec laquelle la contrainte locale décroit quand on s’éloigne du point chaud. On utilise
souvent le gradient relatif mesuré & x = 0 et normalisé par rapport a la contrainte

maximale :
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do, :
e __1_[__} ——L r0) Equation 2. 12
x=0

Le tableau 2.1 montre que yp. c’est-a-dire la pente de la fonction f{x/p) définie par
I’équation 2.7, dépend peu de la géométrie d’entaille mais plutdt du type de sollicitation
et, s’il y a lieu, d’'une dimension de la piece, qui est égale au diameétre D pour une

¢prouvette cylindrique (Klesnil et Lukés 1980).

Tableau 2. 1. Expression du gradient de contrainte

en traction yp=2
en flexion x=~2/p+2/D
en torsion y~1/p+2/D

2.2.2 EFFET D’ENTAILLE EN FATIGUE

2.2.2.1 Coefficient effectif de concentration de contraintes K,
L’expérience montre que la limite d’endurance d’un composant entaillé ne dépend pas
seulement de K; qui est calculé pour un matériau homogeéne et continu alors que le
matériau réel est anisotrope, inhomogene et sensible au temps et a la température (De la
Cruz 1990). En fait, le rapport des limites d’endurance entre un bord lisse et une entaille
est représenté par un coefficient effectif de concentration de contraintes K;:

lisse
K S D

— L - -~
a entaille Equatlon 2 1_)
Sl)

Ce coefficient dépend non seulement du rayon de courbure de 1’entaille mais aussi de la
résistance du matériau. Il se mesure pour une contrainte moyenne nulle et pour une
durée de vie au moins égale a 10° cycles. Inférieur au coefficient K, il ne tend vers celui-

ci que pour des entailles douces et des matériaux de grande résistance.

[’écart entre les coefficients théorique et effectif est généralement attribué¢ a la

déformation plastique locale en fond d’entaille, au gradient de contrainte et a la présence
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d’un état de contrainte multiaxial en surface (Heywood 1962). 1l est maximal quand

’entaille est comparable a une fissure et que la durée d’amorcage est négligeable.

La contrainte locale ne peut dépasser la limite d’¢lasticité. Si de la plasticité cyclique se
produit, la redistribution des contraintes diminue le coefficient effectif K, et augmente la
déformation locale (Hertzberg 1989). La déformation plastique et la diminution
subséquente de l'acuité . /p du fond d’entaille diminuent I’amplitude de contrainte

effective de sorte qu’en fatigue oligocyclique, 1’entaille se comporte souvent comme un

bord lisse (De la Cruz 1990).

La durée de vie n’est pas contr6lée par la contrainte maximale en surface. La contrainte
diminue rapidement depuis le fond d’entaille et une fissure se propagera plus lentement
dans un champ de contrainte décroissant a partir d’une entaille aigué que dans un champ
de contrainte uniforme a partir d’un bord lisse. La similitude des facteurs d’intensité de
contrainte entre bord lisse et fond d’entaille n’est valide que pour de petites fissures de
longueur inférieure a 0,1-0.2p (Stephens et al. 2001) ou a a., la longueur de transition
entre une fissure se propageant sous 1’influence de la concentration de contraintes et une
fissure se propageant sous l’effet de la contrainte nominale (Dowling 1979). L écart
entre Kr et K; peut donc s’expliquer par un effet de propagation dans un champ de

contrainte décroissant.

La relation entre Kr et K, donne une mesure de la sévérité avec laquelle une piece est
affectée par la présence d’une entaille. Elle peut s’écrire a I'aide d’un indice de
sensibilité a I’entaille ¢ introduit par Neuber :

K, -1
K 1

!

q= Equation 2. 14
La valeur de g varie entre 0 pour un matériau insensible (K; = 1) et 1 pour un matériau
totalement sensible (K; = Kj). Elle dépend non seulement du matériau mais aussi de la
taille et de la géométrie de ’entaille. Les matériaux durs sont généralement plus
sensibles car ils ont une capacité limitée pour la déformation plastique et I’émoussement

du fond de fissure (Frost er al. 1974). Par contre, les matériaux insensibles ont la
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capacité¢ de se déformer plastiquement & chaque cycle, ce qui réduit la contrainte

maximale au-dessous de KS.

2.2.2.2 Efffet d’entaille selon la durée de vie

Le coefficient effectif Ky pour une durée de vie N a une valeur comprise entre 1 et K.
L’effet d’entaille, maximal & la limite d’endurance, diminue progressivement jusqu’a
disparaitre pour une durée de vie courte (1 000 cycles) avec l’augmentation de la

déformation plastique cyclique.

Pour une durée de vie entre 10° et 10® cycles, I’endurance en fond d’entaille peut étre
estimée par 1’endurance sur bord lisse que divise le coefficient K, a condition que
I’entaille ne soit pas trop aigué€. Pres de la limite de fatigue, Ky est influencé par I’effet
d’échelle. La prédiction de I’effet d’entaille & une durée de vie intermédiaire est plus
complexe. Dans la zone intermédiaire entre I’endurance et la rupture statique, le
comportement est controlé par la redistribution de contraintes provoquée par
1I’écoulement plastique. D’aprés Dowling (1993), trois cas de figure se présentent selon

I’importance de 1’écoulement plastique :

¢ il n’y a pas d’écoulement plastique : KS<R =K, =K,

* un écoulement plastique localisé se produit: K S>R, =K, =R /S

¢ [’écoulement plastique est généralisé : S=R, =K, =1

Le premier cas se produit a la limite d’endurance, le troisiéme a la traction monotone ou
rupture statique et le deuxiéme pour une durée de vie intermédiaire. Pour les longues

durées de vie, un écart entre Ky et K; peut subsister malgré une plasticité¢ généralement

faible.

2.2.2.3 Effet d’échelle
L’effet d’entaille a d’abord été étudié sur de petites éprouvettes de flexion rotative avec
un rayon de courbure aussi faible que 0,1 mm. D¢s les années 1930, on savait pourtant

que des pieces massives avec un rayon d’entaille plus grand mais un méme coefficient
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K; pouvaient avoir une limite de fatigue inférieure (Schijve 2001). Des entailles
géométriquement semblables mais de taille différente auront un méme coefficient K,
mais le coefficient K, sera d’autant plus faible que la piéce est petite (Frost 1959).

L’effet d’échelle était mis en évidence.

L’effet d’échelle est d0i, notamment, au gradient de contrainte introduit par 1’entaille
(Hertzberg 1989) et dont I’effet sur la propagation des fissures a été évoquée au
paragraphe précédent. Il s’atténue, voire disparait, quand le diametre de I’éprouvette
augmente et que le gradient s’adoucit; la résistance des échantillons les plus larges tend
vers Sp™“/K, D’une maniére générale, 1’écart entre K, et K; se creuse avec
I’augmentation du gradient de contrainte, que cette augmentation soit due a la
diminution de la taille de la piéce entaillée ou a la diminution du rayon de courbure en
fond d’entaille. Selon Schijve (1980), ce phénomene ne s’explique pas seulement par un
effet de propagation mais par des effets de plasticité et de volume de matériau sollicité.
Les grains en avant du fond d’entaille sont moins sollicités et fournissent un effet de
soutien ou de support aux grains de la surface en limitant leur déformation (Frost et al.
1974). Plus le gradient de contrainte est abrupt, plus le volume de matériau élastique est
grand et plus la restriction qu’il exerce sur la surface est forte. De plus, le volume de

matériau et la surface libre sollicités a forte contrainte diminuent.

Heywood (1962) remarque qu’en flexion, D’effet d’échelle pose un probleme
supplémentaire car méme le bord lisse y est sensible du fait du gradient de contrainte
appliquée. Quelle limite d’endurance sur bord lisse choisir sachant que celle-ci
augmente quand la section de 1’éprouvette diminue? Si on considére des éprouvettes de
méme section que les éprouvettes entaillées, pour un petit diamétre, Kr est surestimé
parfois au-dessus de K, et pour un large diametre, Ky est sous-estimé (<1). La résistance

intrinseque du matériau est toujours mieux ¢tablie a 1’aide d’un essai de fatigue axiale.

2.2.2.4 Contrainte moyenne et contraintes résiduelles

En général, le coefficient de concentration de contraintes effectif X, et I'indice de

sensibilit¢ a I’entaille g sont donnés pour une contrainte alternée symétrique (R, = -1).
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Avec une contrainte moyenne, 1'écoulement plastique, plus probable, peut causer une
redistribution des contraintes qui diminue K Dans un premier temps, le coefficient K,
augmente avec une contrainte moyenne de tension puis il se stabilise ou diminue
lentement quand la contrainte moyenne dépasse une certaine valeur. Pour une contrainte
moyenne de compression, le coefficient K, diminue rapidement quand la contrainte

moyenne augmente en valeur absolue et peut méme devenir inférieur & 1.

Si un chargement provoque une déformation plastique locale, le retour élastique du
matériau crée, dans les régions les plus déformées, des contraintes résiduelles de signe
oppos¢ a celui de la charge (Dowling 1993). Les contraintes résiduelles de compression
augmentent la résistance en fatigue en fond d’entaille alors que leur effet sur bord lisse
est moindre. Elles auront plus d’influence sur la propagation dans un matériau ¢lastique
que sur ’amor¢age en fond d’entaille ou l'importante déformation locale peut les
relaxer. Pour un acier doux, 1’amélioration varie de 90 % pour ’entaille la plus douce a
130 % pour I’entaille la plus aigu€ (Fuchs et Stephens 1980). Dans une entaille aigué, les
contraintes résiduelles sont d’autant plus influentes que la propagation occupe une
fraction importante de la vie en fatigue. Par ailleurs, I’effet sur un acier dur est deux fois
plus grand, les contraintes résiduelles étant d’autant plus stables que la limite d’élasticité
est élevée. Les contraintes résiduelles de traction générées par une sous-charge

accélérent I'endommagement plus fortement que ne le prévoit la loi de Miner.

2.2.3 ANALYSE QUANTITATIVE DE L’EFFET D’ENTAILLE EN FATIGUE

2.2.3.1 Approches basées sur la contrainte

Les approches basées sur la contrainte supposent que la vie d’une entaille est controlée
par I’amorcage. La limite de fatigue se définit soit comme la plus petite amplitude de
contrainte capable d’amorcer une fissure se propageant jusqu’a rupture, soit comme la

plus grande amplitude de contrainte incapable de former une telle microfissure.
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2.23.1.1 Prédiction de la limite de fatigue

Selon un principe de similitude, si une sollicitation en fatigue a une amplitude de
contrainte nominale S peut amorcer une microfissure sur bord lisse alors la sollicitation
qui provoque la méme amplitude de contrainte locale (élastique) en fond d’entaille doit

amorcer une microfissure. Connaissant la limite de fatigue sur bord lisse SDI'“", la limite

entaille

de fatigue en fond d’entaille Sp vaut :
S/l.\'.\‘(' )
St = —IZ Equation 2. 15

[

Cette approche, basée sur la contrainte nominale sur bord lisse que divise le coefficient
K., fonctionne assez bien pour des entailles douces. Toutefois, pour des entailles aigués,
I’erreur est d’autant plus grande que le rayon de courbure de I’entaille est faible car la
propagation, prédominante au fond d’une entaille pointue, n’est pas prise en compte. Par
ailleurs, I’approche néglige la déformation plastique. Pour les durées de vie courtes et
intermédiaires, la plasticité cyclique est telle que le coefficient K & une durée de vie N

est plus petit que Kra la limite de fatigue.

2.2.3.1.2 Estimation de la courbe S-N
A partir de I’approche de contrainte locale élastique et en utilisant des estimations semi-
empiriques de Ky et différents facteurs correctifs, certaines méthodes essaient de prédire

la courbe de fatigue au complet.

Ainsi, selon Collins, la courbe S-N en traction-compression dun acier ductile
(R, < 1200 MPa) peut étre estimée en tragant, sur une échelle semi-logarithmique, une
droite entre la résistance a la traction R,, a 1 cycle et R,/2 a 10° cycles. En présence
d’une entaille, une méthode semblable est appliquée mais en divisant (R,,/2) par le
coefficient effectif Kymesuré a 10° cycles ou calculé par une méthode de type Peterson

qui sera présentée ultérieurement.

Pour prendre en compte 1'importance relative de I'effet d’entaille selon la durée de vie,

Dowling (1993) reprend les méthodes de Juvinall et de Shigley. Alors que Juvinall
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considere que I’effet d’entaille est égal a Ky a 1 000 cycles, Shigley suppose qu’il est
négligeable et donc égal a 1. En fait, la résistance en fatigue de I’entaille tend vers celle
sur bord lisse a 1 ou 1 000 cycles selon que le matériau est fragile ou ductile (Fatemi et
al. 2004). La résistance a la traction R, que Collins divisait par 2 pour estimer la limite
de fatigue sur bord lisse, est multipliée par un facteur m,.s, produit des différents facteurs
qui influencent la courbe S-N. Les facteurs de correction (pour le matériau, le type de
sollicitation, I’effet d’échelle et le fini de surface) ont été estimés de fagon empirique
puis tabulés. Le produit msxR,, divisé par le coefficient de concentration de contraintes
effectif donne la limite de fatigue en fond d’entaille. L utilisation du facteur m,.s dans le
cas d’une piéce en service est contestable. Est-ce que des valeurs déterminées pour un
matériau et une géométrie donnés sont applicables & n’importent quels matériau et

géométrie?

2.2.3.1.3 Discussion

L’approche S-N donne de bons résultats aux longues durées de vie, en I’absence de
déformation plastique. L’ endurance d’entailles douces est assez bien approchée par le
rapport Sp%/K,. Cependant, seul I’amorgage des macrofissures est considéré alors qu’au
fond d’une entaille aigué, la propagation représente une part non négligeable de la vie en
fatigue. Pour une entaille sévére, la prédiction est plus que sécuritaire et un coefficient
empirique Ky est parfois utilisé pour réduire ’erreur. Fatemi et al. (2004) notent que la
prédiction est peu satisfaisante en présence d’une contrainte moyenne dont I'effet ne
peut étre correctement estimé a partir de la contrainte moyenne nominale (Dowling
1996). Une analyse rigoureuse requiert la connaissance du comportement o
élastoplastique. Pour réduire le conservatisme inhérent a cette approche, de nombreux
facteurs de correction empiriques sont introduits. Ces derniers, développés pour des cas
précis, ne peuvent raisonnablement étre étendus a tous les matériaux et a toutes les

géométries d’entaille.
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2.2.3.2 Approche par la déformation locale

La déformation en fond d’entaille est souvent inélastique. Pour améliorer la prédiction, il
est nécessaire de prendre en compte cette plasticité a 1'aide d’une approche de
déformation locale. Celle-ci permet de prédire le comportement en fatigue oligocyclique
d’entailles douces. Elle suppose que la durée de vie d’amorcage d’une microfissure est
déterminée par 1'état de la contrainte/déformation locale au point chaud. Une entaille
soumise a une o/¢ maximale locale donnée aurait une méme durée de vie d’amorcage
qu’un bord lisse sollicit¢ au méme niveau de of¢ (figure 2.6). L approche nécessite de
connaitre la déformation en fond d’entaille, la loi de comportement du matériau et la

courbe de fatigue en déformation contrdlée sur bord lisse.

Eprouvette de fatigue Entaille
Nam

Figure 2. 6. Principe de I'approche par la déformation locale

2.2.3.2.1 Contrainte et déformation en fond d’entaille

Tant que les contraintes et les déformations en fond d’entaille sont élastiques :

O, = K,§ et g = K€ Equation 2. 16

Dés que la contrainte dépasse la limite d’élasticité, elle devient inférieure au produit K,S.

Le coefficient théorique K, n’étant plus valide, on définit deux nouveaux coefficients :

K, =¢fe et K, =0/S Equation 2. 17



Pour déterminer la contrainte/déformation locale & partir de la contrainte/déformation
nominale, on peut utiliser des résultats expérimentaux, un calcul élastoplastique par
¢léments finis ou encore un modele analytique comme la loi de Neuber qui, associée a la

relation de Ramberg Osgood, donne un systéme de deux €quations a deux inconnues :

Eso =(K,S)

Equation 2. 18
E=¢g,+¢,= o/E+(c/K)"

Une fois I'amplitude de déformation/contrainte locale connue, la durée de vie

d’amorcage en fond d’entaille est déduite de la courbe £ - N, sur bord lisse.

2.2.3.2.2 Discussion

L’approche locale ne prédit que ’amorgage. Si on applique sur bord lisse la contrainte
locale au fond d’entaille, des facteurs d’intensité de contrainte similaires devraient étre
obtenus pour des fissures courtes (Stephens ef al. 2001). Mais, pour des fissures plus
longues, le facteur d’intensité de contrainte sera toujours plus faible dans 1’échantillon
entaillé du fait du gradient de contrainte. Par conséquent, la propagation d’une
microfissure amorcée en surface y sera plus lente voire impossible. L’ approche locale ne
permet pas de prendre ce phénomene en considération et [’effet d’échelle est négligé.
Certains auteurs suggérent de substituer Kra K, dans la loi de Neuber pour compenser
« I’erreur de prédiction » de I’approche locale (Klesnil et Lukas 1980). En fait, la
prédiction de la durée de vie d’amorgage se rapproche d’autant plus des durées de vie
totales mesurées que ’entaille est douce (figure 2.7). Par contre, pour une entaille sévére
ou I’amorgage est tres rapide et ou la majeure partie de la durée de vie est consacrée a la
propagation d’une fissure dans un champ de contrainte décroissant, la durée d’amorgage
prédite par ’approche locale ne suffit plus a rendre compte de la durée de vie totale.
L’écart entre K, et K serait principalement un effet de propagation (Dowling 1996). La
rupture en fatigue va dépendre de la capacité d’une fissure amorcée a se propager dans
un champ de contrainte décroissant. L’approche locale ne peut prédire 1’existence de

fissures non propageantes.
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Figure 2. 7. Limite de fatigue d’une entaille en V de 5 mm de profondeur avec un
rayon de courbure variant entre 0,1 et 1,3 mm dans un acier doux (Frost et al. 1974)
Ni I’approche basée sur la contrainte (¢lastique), ni 1’approche basée sur la déformation
locale ne permettent d’estimer des durées de vie totales. Par conséquent, pour des
entailles sévéres pour lesquelles la résistance en fatigue s’éloigne de la contrainte
d’amorcage, la prédiction (S,,) s’¢éloigne des points expérimentaux (figure 2.7). Pour
réduire 1’écart entre prédiction et mesure, des approches de distance critique, qui
prennent en compte 'effet de gradient de contrainte, ont été développées. Cependant,
nous verrons plus loin qu’une approche de type mécanique de la rupture, qui permet de
calculer une durée de vie de propagation, combinée a une approche de déformation
locale, qui permet de calculer une durée de vie d’amorgage, rend mieux compte du

mécanisme réel de la fatigue.

2.2.3.3 Approches de « distance critique » : prédiction de la durée de
vie totale

La fatigue au fond d’une entaille n’est pas controlée par la contrainte/déformation
maximale en surface. Elle a besoin d’un certain volume physique pour se produire. Les

approches de distance ou volume critique sont basées sur le postulat selon lequel il
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existe un ¢lément de volume a I’intérieur duquel la contrainte moyenne cyclique doit
dépasser la limite de fatigue d’un échantillon lisse avant qu'une fissure ne
s'amorce (Frost er al. 1974). La durée de vie est donc déterminée par la
contrainte/déformation moyenne a I’intérieur d’une zone critique dont la taille dépend du
matériau; elle peut étre définie par un point (Peterson en 1959), une ligne (Neuber en

1958), une surface (Taylor ef al. 2000) ou un volume (Kadi et Pluvinage 2002).

2.2.3.3.1 Formules semi-empiriques « classiques »

Plusieurs méthodes d’estimation du coefficient effectif K, tentent d’appliquer au
coeftficient théorique K, une correction qui prenne en compte le gradient de contrainte et
la déformation plastique, supposés étre les principaux responsables de I’écart entre K, et

Ky

Peterson considére le gradient de contrainte dans la direction perpendiculaire a la surface
du fond d’entaille. La contrainte locale a une profondeur ou en un point critique doit étre
égale a la limite de fatigue sur bord lisse pour que la limite de fatigue en fond d’entaille

soit atteinte :

K, -1 ,
K, =1+—— avec ¢, =0,025-(2070/R, )" Equation 2. 19
| I+c,/p

La constante c¢p (figure 2.8), proportionnelle a une longueur caractéristique du matériau
(Dowling 1993), permet de prendre en compte la sensibilité dudit matériau a 1’effet

d’entaille.

Neuber serait un des premiers a avoir compris en 1958 que la contrainte maximale n’est
pas représentative de I’effet d’entaille (Schijve 1980). Il veut prendre en compte la
structure granulaire, inhomogéne du matériau et postule que la contrainte moyenne de
tension agissant sur un élément structural ou ligne critique de longueur ¢y doit dépasser
la limite de fatigue sur bord lisse pour qu’il y ait rupture. En tenant compte de la

distribution de contrainte, il obtient la formule suivante ou le rayon de courbure est
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suppos¢ prendre en compte l'effet d’échelle et ou ¢ est fonction de la résistance a la

traction du matériau (figure 2.8) :

K —1+———K’ !
T
T+en /P avee loge, =—(R, —134)/586 (Dowling 1993) Equation 2. 20
04 —
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Figure 2. 8. Constantes empiriques de Peterson et de Neuber en fonction de la
résistance a la traction R, (Schijve 2001)

En 1968, Neuber introduit I’idée d’un rayon fictif (Klesnil et Lukéas 1980). Le calcul

. * . . ~ .
d’une contrainte moyenne sur une profondeur p équivaudrait a calculer le coefficient K,

d’une entaille de rayon fictif p, = p+ec.p ol ¢y est une constante qui dépend du

type de chargement et de la géométrie d’éprouvette et p*, la taille des particules

élémentaires :

— K’

- * * l-)
(1 Tevp / ,0)/'

La formule de Neuber « classique » (2.20) donne une prédiction un peu plus faible que

K, Equation 2. 21

Peterson et pour un rayon de courbure petit, elle surestime K, (Ciavarella et Meneghetti

2004).
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Heywood (1962) considére que le matériau contient une distribution uniforme de défauts
générateurs de concentrations de contraintes. Ces défauts sont définis par une distance
critique ou longueur équivalente ¢y comprise entre 0,01 et 0.09 mm (Frost et al. 1974).
Quand ¢y diminue, la sensibilit¢ a I'effet d’entaille diminue jusqu’a disparaitre si

I’entaille est petite devant la taille des défauts :

K - ,
K, = : avec ¢, = (% ) Equation 2. 22
‘ K, -1 Cy m
1+2 —
K, P

c; vaut 5,4 ou 3 selon que I'échantillon cylindrique contient un trou, un épaulement ou

une rainure.

Selon Klesnil et Lukas (1980), la distance critique correspondrait a une condition de
non-propagation d’une fissure existante. La fatigue est un phénoméne de propagation de
fissure et la limite de fatigue est définie par le seuil de propagation auquel est associée
une longueur de fissure a;x. En tracant le rapport K, /Ky en fonction du gradient de
contrainte (2/p) pour différentes valeurs de K; et de a;x, les auteurs constatent que ce

rapport dépend fortement du rayon de courbure p et de la longueur de fissure initiale :

K ,
K, = ’ Equation 2. 23

JA
[1 +45 “Aj
Je,

En 1955, Siebel et Stieler, cités par Schijve (2001), décident de prendre en compte
I'effet combiné de la contrainte maximale et du gradient de contrainte relatif y. Le
coefficient Ky s’écrit alors en fonction du gradient plutét qu’en fonction du rayon de
courbure mais la forme de I’équation 2.24 est relativement inchangée par rapport aux

propositions précédentes :

K

!

K, = 1— avec css, constante du matériau Equation 2.24
' +ic ¥
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2.2.3.3.2 Evaluation de la « distance critique »

Les relations semi-empiriques classiques donnent des estimations satisfaisantes de la
limite de fatigue mais elles n’ont pas de base physique solide; chacune utilise une
constante empirique censée représenter une longueur caractéristique du matériau. Les

méthodes plus récentes cherchent a se défaire de cet empirisme.

Certains auteurs proposent d’estimer la taille du « volume critique » a partir de la

distribution de contrainte en fond d’entaille (figure 2.9). Le volume d’endommagement

en fatigue est assimilé a un cylindre d’épaisseur €gale a une dimension structurale non
précisée et de diametre égal a une distance effective X,y définie par la distribution de

contrainte (Pluvinage 1998).
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Figure 2. 9. Distribution de contrainte pour une entaille en V de rayon 1,5 mm

La distribution de contrainte en fond d’entaille est calculée par la méthode des éléments
finis (Boukharouba er al. 1995). Sur une échelle bilogarithmique, cette distribution
présente trois zones distinctes (figure 2.9). Pres de la surface, sur une distance X, qui
dépend de la microstructure (= taille de grain), on observe un plateau égal a la contrainte
maximale K,S pour un comportement élastique. A partir d’une profondeur Xer, la
distribution devient linéaire. Quand le rayon de courbure de I’entaille tend vers zéro, on
observe une pseudo-singularité, semblable a celle obtenue en fond de fissure, avec une

-a(y)

dépendance en ¥ ou () est une fonction de I’angle d’ouverture y de I’entaille :
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~aly)
o, r K, . .
2= —-j S0, = Equation 2. 25
s "\B " gy

Puis, la contrainte locale a cceur tend vers la contrainte nominale. La taille de la zone
d’endommagement dépend de la géométrie de la piece, du mode de sollicitation, de la

charge et du matériau. Sa frontiere X,, est donnée par la limite supérieure de la pseudo-

singularité ou par le minimum du gradient de contrainte relatif y(r) (/bid.) :

o o

i7

O .
;((r) = L(ij Equation 2. 26

Pluvinage (1998) justifie le choix de X,; comme dimension critique par le fait que cette
distance est plus grande que la taille de grain et que la zone plastique de I'entaille. Xr
n’est pas une constante fonction du matériau mais varie de fagon linéaire avec le rayon
d’entaille. Plutdt que de calculer une contrainte moyenne a I'intérieur de la zone
délimitée par X,; Pluvinage propose o, la contrainte principale locale a une profondeur
X, comme contrainte effective dans la zone d’endommagement. En supposant que la
limite de fatigue en fond d’entaille est atteinte lorsque la contrainte effective est égale a

la limite de fatigue sur bord lisse Sp™*, la sensibilité a I’effet d’entaille s*&crit :

K SI/.\zg-c S entaille o, XU ’
K S[) O- O-I'ﬂaX (XL )

T max

Les contraintes o7 et Oy correspondent aux distances X,; et X, sur la distribution de
contraintes de la figure 2.9. Elles peuvent s’exprimer en fonction des facteurs d’intensité
de contrainte de I’entaille K, a ces mémes distances, ce qui permet de trouver une

expression simplifiée de I'indice de sensibilité g :

aly)
X ,
g =—L=| Equation 2. 28
K, |x,

o

L’utilisation de la contrainte effective permet de corréler des durées d’amorgage

obtenues sur des éprouvettes plates a entaille latérale singuliere (SENT) présentant
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différents rayons de courbure. La sensibilité¢ a I’effet d’entaille ainsi prédite est encore
plus conservatrice que celle dérivée des formules classiques de Neuber et Peterson
(Boukharouba ef al. 1995). Cette méthode est semblable, dans son esprit, a celle du point
critique de Peterson mais, a la constante empirique cp, se substitue la distance X,rdont la

justification physique laisse a désirer.

Pour étendre cette méthode a la fatigue oligocyclique, Bentachfine et al. (1999)
proposent de s’appuyer non sur une distribution de contrainte mais sur une distribution
de densité d’énergie de déformation W. Pour ce faire, ils utilisent une loi de type Glinka
pour calculer la densité d’énergie de déformation totale en fond d’entaille. La
distribution de W permet d’estimer X, la distance effective de la zone
d’endommagement ou du volume effectif. La densité d’énergie de déformation locale
W.ra cette profondeur X, est supposée correspondre a une méme durée de vie que celle

obtenue sur bord lisse pour une densité¢ W uniforme et de méme valeur.

Plutét que d’utiliser la contrainte effective a une profondeur X,; la distribution de
contraintes peut étre pondérée dans un volume critique ou effectif V,r ou le rdle de
chaque point dépend de sa distance r au point d’amorcage et de la valeur du gradient y

local (Weixing et al. 1995; Qylafku ef al. 1999) :

*

c,=0, olr; ;() avec ¢, fonction de poids Equation 2. 29

La contrainte effective responsabie du phénomene de fatigue est alors définie comme la

valeur moyenne de la contrainte pondérée dans le volume effectif :

1 * z .

C,=— ”Ia,, dx Equation 2. 30
N A

- ef
En reportant la contrainte effective ainsi calculée sur la courbe S-N sur bord lisse de
référence, on peut estimer la durée de vie de la piece entaillée. Cette méthode a pour
avantage de ne pas faire appel a une constante empirique. De plus, elle s’applique a des
concentrations de contraintes compliquées, par exemple des entailles en trou de serrure,

pour lesquelles il est difficile de définir une profondeur d’entaille ou un rayon de
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courbure qui sont des données essentielles au calcul de Ky par les formules classiques.
Cependant, il est nécessaire de connaitre la courbe cyclique o- ¢ De plus, "utilisation

de X,;comme distance critique ne semble reposer sur aucune base physique.

2.2.3.3.3 Discussion

On assiste, ces derni¢res années, a une tentative de rationalisation de 1’approche de
distance critique avec notamment une volonté de remplacer les constantes empiriques
par une grandeur physique. L’approche de volume critique néglige cependant la réalité
physique du développement d’une fissure de fatigue. L’endommagement en fatigue y est
associé a un volume qui s’étend jusqu’a une profondeur X, D’apres la définition de X,y
le volume impliqué est d’autant plus grand que le rayon de courbure de I’entaille est
large de sorte que pour une entaille douce, la distance effective s’approcherait du
millimétre. Or, Verreman et Espinosa (1997) ont montré qu’au fond d’une entaille
douce, I'amorcage d’une microfissure occupe une fraction non négligeable de la durée
de vie totale. Par ailleurs., au fond d’une entaille sévere, une fissure est rapidement
amorcée mais elle peut devenir non propageante, ce que 1’approche ne semble pouvoir
expliquer. Une corrélation, proposée par Chapetti (2001), entre distance critique et
distance entre barrieres microstructurales aurait une base physique plus solide.
Cependant, I’application semble complexe et peu de résultats expérimentaux viennent
valider cette approche. Taylor (1999; 2002) considere que la limite de fatigue d’une
entaille est donnée par une condition de non-propagation d’une fissure courte; la
longueur des fissures non propageantes étant assimilée a une distance critique.
Cependant, il appuie son raisonnement sur une distribution de contrainte élastique alors

qu’au fond d’une entaille, il se produit presque toujours de la plasticité.

2.2.3.4 Approche de type mécanique de la rupture : propagation des
fissures courtes

En fond d’entaille, une fissure s’amorce généralement dans des conditions de plasticité
locale avant de se propager sous ’effet du champ de contrainte/déformation élastique de

I’entaille puis sous celui de la contrainte nominale. Verreman et Espinosa (1997) ont
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suivi la propagation de fissures courtes a ’aide de microjauges. L’amorcage est
décomposé en deux étapes : 'amorcage d’une fissure microstructuralement courte de
longueur égale a la taille de grain et I’amorgage conventionnel d’une fissure de 500 um
de longueur. L’amorcage d’une fissure microstructurale occupe pres de la moitié de la
vie en fatigue sur bord lisse, 15 a 30 % de celle au fond d’une entaille douce et elle est
quasi-négligeable au fond d’une entaille aigu€. Une entaille pointue se comporte comme
si une fissure était initialement présente. L.’amorc¢age conventionnel occupe une part non
négligeable de la durée de vie quelle que soit la géométrie considérée. Au fond d’une
entaille sévere, la déformation plastique locale est suffisante pour que la durée de vie
consacrée a 1’amorcage microstructural soit négligeable. LLa fatigue est alors dominée
par la propagation d’une fissure courte (Smith et Miller 1977). Pour prédire la durée de
vie d’une éprouvette entaillée, il faudrait donc combiner une approche locale, qui permet
d’estimer la durée d’amorcage d’une microfissure, et une approche de type mécanique

de la rupture, qui permet de calculer la durée de propagation de la microfissure amorcée.

2.2.3.4.1 Propagation d’une fissure a partir d’un fond d’entaille

Au fond d’une entaille, la condition de plasticité confinée nécessaire a I’application de la
MLER est rarement respectée; la croissance d’une fissure courte est influencée par la
déformation plastique provoquée par la présence de 'entaille. De plus, la vitesse de
propagation des fissures mécaniquement courtes est sup€ricure a celle de fissures

longues.

La MLER ne peut décrire la propagation des fissures courtes a partir d’entailles aigués

(Shin 1994). Celles-ci se propagent a une vitesse initiale anormalement élevée par
rapport aux fissures longues soumises a une méme amplitude du facteur d’intensité de
contrainte (figure 2.10). Puis, elles ralentissent de la surface du fond d’entaille jusqu’a
une certaine profondeur avant de rejoindre la courbe des fissures longues. On parle de

courbes en « hamegon ».
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Figure 2. 10. Courbes da/dN - AK obtenues sur des joints soudés (Verreman et Nie
1997)
L’absence de similitude entre fissures courtes et longues s’explique de plusieurs
manieres. Premiérement, I'hypothése de continuité n’est plus valide, la fissure pouvant
étre petite devant la microstructure. Deuxiémement, la condition de plasticité confinée
n’est pas respectée car la zone plastique de la fissure peut étre immergée dans celle de
I’entaille. Troisiémement, le niveau de fermeture est différent de celui des fissures
longues du fait d’un sillage plastique quasi-inexistant; les mécanismes de fermeture
induits par la plasticité ou la rugosité ne sont pas complétement développés. Enfin, des

termes d’ordre supérieur sont nécessaires dans 1’expression du champ de contrainte.

L’existence de fissures non propageantes aurait été révélée par Frost et Dugdale en

1957. Frost (1959) attribue la premiere observation a Fenner en 1951 et il confirmera
lui-méme leur existence plus tard en les étudiant dans des aciers doux et des alliages
d’aluminium. Des éprouvettes sollicitées en dessous de la limite de fatigue
conventionnelle peuvent présenter des fissures non propageantes; celles-ci atteignent une
longueur maximale de 25 a 50 um avant 50 000 cycles de fatigue puis deviennent
« inactives » méme lorsque 1’essai se poursuit jusqu’a 10® cycles. Les fissures non

propageantes sont observées au fond d’une entaille sévere si la contrainte critique
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d’amorgage S, (2.31) est inférieure a la contrainte critique de propagation S; (2.32) qui
détermine si une fissure amorcée a une contrainte nominale supérieure ou égale a S, va
se propager jusqu’a la ruine de la piéce :

Disse
— S/)
am K

K 05K,

S = a ~
ULyl +a) i

Les contraintes nominales et le coefficient de concentration de contraintes sont calculés

S

Equation 2. 31

Equation 2. 32

par rapport éa la section hors-tout. Quand un coefficient critique K, est dépassé, S
devient inférieure a S; et des fissures non propageantes peuvent étre observées (figure
2.7). L’entaille se comporte comme une fissure de longueur (f,+a) et la valeur du
coefficient K, est obtenue en écrivant la condition de non propagation de cette fissure
équivalente. L’acuité de I’entaille n’influence pas la valeur de K/, seuls comptent la
profondeur de I’entaille et le matériau lui-méme (/bid.) :

lisse SI 1sse t ,
K¢ = Sn” = K¢~ i—‘/—T Equation 2. 33

s, " 05K,

5

Les équations 2.32 et 2.33 montrent que la contrainte critique de propagation et le
coefficient critique K;° présentent un effet d’échelle en er. Plus I’entaille est profonde,
plus la contrainte critique de propagation sera faible et plus le coefficient critique K,
sera grand. Par contre, la contrainte critique d’amorcage locale K.S,, dépend peu du
diametre de la pi¢ce et de la profondeur de I’entaille (Nisitani 1994). Pour qu’il y ait
rupture, il faut que, d’une part, le volume de matériau sollicité soit suffisant pour qu’une
microfissure s’amorce et que, d’autre part, la microfissure amorcée puisse se développer
jusqu’a une profondeur suffisante pour former une macrofissure capable de se propager
sous I’effet de la contrainte nominale. Une microfissure devient macrofissure quand son
amplitude d’intensité de contrainte est supérieure au seuil de propagation (Frost et al.

1974).
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2.2.3.4.2 Explications du comportement des fissures courtes en fond d’entaille
La MLER ne peut prédire le comportement des fissures courtes en fond d’entaille car la

condition de plasticité confinée n’est pas respectée. A I’extérieur de la zone plastique de

I’entaille, les conditions sont plus favorables a I"application de la MLER. La fissure qui
sort de la zone plastique de I’entaille équivaut & une fissure équivalente de longueur
(a+tt,) se propageant sous une contrainte nominale S’ calculée sur la section hors-tout.
La zone plastique en fond de fissure r, est petite devant la longueur de fissure (Dowling

1979) :

K ’ r Ak .
g IE_IJ =_7r =l(§j Equation 2. 34

"2z R, avr, 2\ R

¢

Selon Smith et Miller (1978), dans la zone plastique de 1’entaille, la force motrice de la

propagation recoit la contribution de la zone plastique de I’entaille et celle de la zone

plastique de la fissure. L importance relative de 'une ou "autre dépend du niveau de
contrainte et de la longueur de la fissure par rapport aux dimensions de I’entaille. Ces
deux contributions varient en sens contraire. Alors que la premiére diminue quand la

longueur de la fissure s’accroit, la deuxiéme augmente (figure 2.11).

A
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107 de I'entaille : \ o lafissure :
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B
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Figure 2. 11. Propagation d’une fissure a partir d’'une entaille d’aprés (Smith et Miller
1978)

La vitesse de propagation réelle est supérieure a celle prévue par la MLER car seule la
deuxiéme contribution est prise en compte par le calcul élastique. Si, quand la fissure

avance, la contribution de la zone plastique de ’entaille décroit plus rapidement que
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n"augmente celle de la zone plastique de la fissure, la fissure peut s’arréter. Elle devient
non propageante quand ["amplitude de son facteur d’intensité de contrainte tombe sous
le seuil de propagation. La limite de fatigue est donc atteinte lorsque le facteur
d’intensité¢ de contrainte de la fissure équivalente est égal au seuil de propagation. La
longueur maximale des fissures non propageantes correspondrait a la profondeur de

matériau soumis a une contrainte locale supérieure a la limite de fatigue sur bord lisse

(Ihid.).

Verreman et Espinosa (1997) observent des décélérations de fissure jusqu’a 0,3 mm a
partir du fond d’une entaille en L alors que la zone plastique calculée par éléments finis
ne s’étend pas au-dela de 0,1 mm. Ceci est contraire aux observations de Smith et
Miller. De plus, la déformation plastique ne peut qu’augmenter quand la fissure se
propage. Pour expliquer la décélération des fissures courtes, ils suggérent un

développement progressif de I'effet de fermeture qui diminue la déformation plastique

cyclique en fond de fissure. Le facteur d’intensité de contrainte augmente avec la
longueur de fissure mais le niveau d’ouverture, initialement trés faible (S,,/Spar tend
vers -1 & R,=-1), augmente avant d’atteindre une valeur stable typique des fissures
longues. Ainsi, bien que le facteur d’intensité de contrainte augmente, son amplitude
efficace 4K,y diminue. La vitesse de propagation minimale, ou puits de vitesse, se

produit quand le niveau de fermeture est maximal.

2.2.3.4.3 Parametres mécaniques

A partir des différentes explications avancées, plusieurs paramétres mécaniques ont été
proposés pour prédire de maniére plus quantitative le comportement des fissures courtes
en fond d’entaille : I'amplitude du facteur d’intensité¢ de déformation AK, (El Haddad et
al. 1979), I'intégrale J (El Haddad ef al. 1980), le cisaillement total ¢, (Hammouda et al.
1979) et la variation efficace du facteur d’intensité de contrainte AK.; Nous nous

intéresserons seulement a ce dernier paramétre.

Sur bord lisse, 'utilisation d’un facteur d’intensité de contrainte effectif permet de

corréler les données des fissures courtes avec celles des fissures longues en supposant
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que I'approche de la MLER est valide et que la principale différence entre fissures
courtes et longues réside dans leur niveau d’ouverture. Le méme argument peut étre
utilisé pour une fissure mécaniquement courte en fond d’entaille. Sa longueur est
généralement suffisante pour que la rugosité et I’environnement ne jouent pas de sorte
que la différence de fermeture est attribuée au sillage plastique (Schijve 2001). Le
sillage plastique d’une fissure longue est bien développé et la fermeture intervient avant
que la charge ne redescende a zéro. L absence de déformation plastique résiduelle dans
le sillage d’une fissure courte implique peu de fermeture, ce qui entraine une amplitude

effective du facteur d’intensité de contrainte €levée et une grande vitesse de propagation.

L’utilisation d’un facteur d’intensité¢ de contrainte n’est valide au sens strict que si la
plasticité en fond d’entaille est négligeable, ce qui n’est jamais le cas dans la zone
plastique de I’entaille. Néanmoins, plusieurs auteurs (Shin 1994; Xu et al 1994;
Verreman et Espinosa 1997; Verreman et Nie 1997) ont montré que la variation efficace

du facteur d’intensité de contrainte permettait de corréler les données da/dN - AK4.

2.2.3.4.4 Analyse des champs de contraintes en fond d’entaille

Au fond d’une entaille en V aigué, un calcul par éléments finis montre que la
distribution de contraintes est linéaire sur une échelle bilogarithmique (Verreman et Nie
1997). Abstraction faite d’une petite zone autour du fond d’entaille, le champ de
contrainte est singulier. Williams a montré que, pour une entaille en V infiniment

pointue, on pouvait définir un facteur d’intensité de contrainte d’entaille K, :

o, =KrV ou K, = 4,SB“W) Equation 2. 35
avec  a(y), constante définie par Williams comme fonction de I’angle y de I’entaille

B, longueur caractéristique de I’ entaille

A1, constante fonction du type de sollicitation et de la géométrie

Le facteur K, quantifie I'intensité de la distribution de contrainte singuliere et peut
prédire la durée de vie a trés grand nombre de cycles. Le principe de similitude, valable

pour des fissures, s’applique aux entailles présentant une singularité. Des entailles de
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géométries différentes mais avec un méme facteur K, ont une méme distribution de
contraintes et, par conséquent, un méme comportement en fatigue. La durée d’amorgage
conventionnel dans des joints soudés de géométries et de tailles différentes a pu étre
corrélée par le facteur K, qui prend en compte 1’effet d’échelle (/bid.). Si deux entailles
(1) et (2) de méme géométrie mais de taille différente ont un rayon assez petit pour que
la singularité ne soit pas effacée, le champ de contrainte, pour une contrainte nominale

donnée, sera le méme dans les deux entailles au facteur K, prés :

o gm  ( pm\eW) ,
wo_ e Equation 2. 36

P P
O.(—) K(-) B(z)

¥ ¢

La sévérité¢ de I’entaille n’est pas donnée par K; mais par son facteur d’intensité de
contrainte K, évalué¢ a une profondeur supérieure ou égale au rayon de courbure
(Lazzarin et al. 1997). Le facteur K, n’est valide que pour des entailles sévéres; son
champ d’application est donc restreint au domaine des joints soudés ou le rayon de
courbure au fond de I’entaille est supposé nul. Cependant, 1'idéalisation est intéressante
pour voir, par exemple, que ’effet d’échelle diminue & mesure qu’on tend vers un bord

lisse.

La modélisation de fissure (« Crack Modelling »), proposée par Taylor et al., consiste a

analyser le champ de contrainte en fond d’entaille et a le comparer avec des champs de
contrainte autour de fissures de géométries standard (figure 2.12). Méme si elle n’est pas
infiniment aigu€, une entaille se comporte comme une fissure qui aurait le méme facteur
d’intensité de contrainte a condition que son rayon soit assez petit ou son coefficient X,
assez grand (K, >K/,) pour que son comportement en fatigue soit controlé par la

propagation.

Le champ de contrainte autour de l'entaille est calculé par éléments finis. En le
comparant a celui existant autour une fissure centrale de longueur 2a,., dans une plaque
soumise 4 une contrainte nominale S’, on ajuste les parametres S’ et a,, pour faire

coincider les deux distributions de contraintes :
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oc=S '/\/ 1- [aw / (auq + r)J2 Equation 2. 37

Lorsque les champs coincident, les facteurs d’intensité de contrainte et le comportement
en fatigue de I’entaille et de la fissure devraient étre identiques. L’effet de fissure courte
peut étre corrigé en utilisant la longueur a,”” d’El-Haddad. Considérons une entaille
elliptique et une fissure centrale de longueur 2a., dont les champs de contraintes

coincident, le facteur d’intensité de contrainte en fond d’entaille vaut :

' ‘ . .
K entaille — K fissure S meq Equatlon 2.38
Contrainte
charge F
Ay H ‘ Contrainte
AX
Figce (calcul E.F) X P X
charge F Contraintes selan »*-x'
4 4 3 Contrainte
Facteur d'intensité T
v X de contrainte K / : ~ C
. & ' Meilleur ajustement donne la prédiction
] de K alacharge F
Twe ¥ ¥
Fissure centrale LA r Y
Plague infinie Confraintes selon Y-y

Figure 2. 12. Schéma de la technique de modélisation de fissure de Taylor

L’égalité des facteurs K entre entaille et fissure permet de déterminer le facteur
d’intensité de contrainte pour n’importe quelle entaille. Taylor s’appuie sur les travaux
de Smith et Miller (1977) qui supposent qu'une fissure de longueur a,, se propageant a
partir d’un bord lisse est comparable a une fissure de longueur a se propageant a partir
d’une entaille si toutes deux ont une méme vitesse de propagation sous une méme
contrainte nominale. Connaissant les courbes da/dN - a sous une contrainte nominale S’
pour la plaque fissurée, la vitesse de propagation est intégrée a partir d’a., pour obtenir

la durée de vie en fond d’entaille. Cette méthode a 1’avantage d’étre applicable a des

entailles de géométrie complexe.
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2.2.3.4.5 Discussion

D’apres Taylor (1996), la mécanique de la rupture est difficile a appliquer car elle
nécessite la présence d’une fissure qui est difficile a prévoir des 1’étape de conception de
la piéce. L approche de volume critique a 1’avantage de s’appliquer a n’importe quelle
géométrie d’entaille et & n’importe quelle piece en service pour laquelle une distribution
de contrainte peut étre calculée. Mais, sur le plan physique, la mécanique de la rupture
remplace avantageusement les méthodes de distance critique basées sur des empirismes

contestables.

Au fond d’une entaille, la présence d’une concentration de contraintes complique
I’estimation du facteur d’intensité de contrainte de la fissure. De plus, la MLER n’est
théoriquement pas valide, ne serait-ce qu’a cause de la condition de plasticité¢ confinée
qui n’est pas respectée. Plusieurs auteurs ont proposé des parametres mécaniques qui
essaient de prendre en compte cette plasticité (4K, et ¢). L’utilisation d’un facteur
d’intensité¢ de contrainte effectif suffit a rationaliser la vitesse de propagation des
fissures mécaniquement en fond d’entaille. Le comportement « anormal » de ces fissures
ne peut etre expliqué sans faire appel a 1’évolution du niveau d’ouverture avec la

longueur de fissure.

En fatigue a grand nombre de cycles et au fond d’une entaille douce, la propagation ne
représente qu’une fraction de la durée de vie totale. L’approche par la déformation
locale, qui prédit la durée de vie d’amorgage, suffit alors a prédire la durée de vie en
fatigue. Cependant, d’une maniére générale, quand le comportement en fatigue est
contr6lé par ’lamorgage d’une microfissure et la propagation de fissures courtes, on aura

intérét a cumuler I’approche locale et I’approche de propagation.
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2.3 TRAITEMENT DE SURFACE ET FATIGUE SUR BORD LISSE

2.3.1 COMPARAISON ENTRE ACIER TRAITE ET ACIER DE BASE

2.3.1.1 En fatigue oligocyclique

Pour des durées de vie inférieures a 5 000 cycles et quand I'amplitude de déformation
(> 0,5 %) est telle que la limite d’¢lasticité du matériau de base (AISI 1045) est
dépassée, la fissure s’amorce en surface dans la couche traitée puis se propage dans le
cceur (Qian et al. 1993). Le cceur non nitruré a une meilleure résistance a I’amorgage en
fatigue oligocyclique que la surface nitrurée du fait de sa ductilité. Par ailleurs, les
contraintes résiduelles de compression de la couche peuvent €tre rapidement relaxées

pour les déformations appliquées caractéristiques du régime de fatigue oligocyclique
(1bid.).

La déformation plastique cyclique est confinée sous la couche de diffusion. Pour les
déformations de grande amplitude, la contrainte de rupture de la couche peut étre
atteinte sans que celle-ci se soit déformée plastiquement. Le phénoméne est d’autant
plus marqué que la nitruration est longue, autrement dit que la dureté et la profondeur de
nitruration sont élevées. Ces conditions donnent une couche de grande résistance donc
fragile (Guagliano et Vergani 1997). La fatigue oligocyclique (4g>1 %) étant dominée
par la propagation de fissures, la nitruration n’améliore pas la résistance et peut méme

conduire a une performance inférieure a celle du métal de base (Rie et al. 1982).

Une autre raison invoquée pour expliquer les mauvais résultats des aciers nitrurés en
fatigue oligocyclique est la présence de contraintes latérales entre la surface et le cceur
(De la Cruz et al. 1998). La surface posséde une limite d*élasticité plus €levée que le
cceur. Sous une tension suffisante pour déformer plastiquement le cceur (v=10,5), la
couche se comporte de maniere ¢lastique (v=0,3). Par conséquent, le coeur tend a se
déformer diamétralement plus que la couche, ce qui génére des contraintes dans les

directions radiale et tangentielle. Dans la couche nitrurée, ces contraintes sont de signe
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contraire & la contrainte axiale et augmentent la contrainte de cisaillement maximale

responsable de 1'amorcage d’une fissure (Qian et al. 1993).

L’essai de traction monotone correspond a un cas extréme de fatigue oligocyclique a un
quart de cycle. D’ailleurs, la rupture en traction, telle que décrite par Jack et Winnik
(1979), ressemble fort au mécanisme de rupture en fatigue oligocyclique. De
nombreuses fissures annulaires se forment sur la surface nitrurée. A cause des
contraintes résiduelles de traction, la limite d’élasticité du cceur est rapidement dépassée
mais sa déformation est entravée par la couche élastique. Ceci engendre des contraintes
triaxiales dans le cceur, et I’éprouvette nitrurée se déforme de manicre élastique jusqu’a
ce que la déformation soit suffisante pour rompre la couche. D’ une maniére générale, le
matériau nitruré a une résistance a la rupture supérieure au matériau trempé et revenu
mais une ductilité plus faible. La couche rompue joue le role d’entaille, de profondeur z,,
sous I'influence de laquelle le coeur se déforme plastiquement. La charge sur la couche
au niveau de la premiére fissure est nulle mais le cceur lui transfére une charge qui
augmente au fur et a mesure que 1’on s’éloigne de la fissure jusqu’a une distance critique
x ou la charge de rupture est a nouveau atteinte. La couche rompt en une série d’anneaux

équidistants de x (figure 2.13).
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Figure 2. 13. Schéma de la section cylindrique d’une éprouvette nitrurée
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2.3.1.2 En fatigue a grand nombre de cycles

Pour des durées de vie supérieures a 10" cycles ou pour une amplitude de déformation
inférieure a environ 0,4 %, c’est-a-dire dans le domaine élastique (Ag, — 0), le
phénomene d’extrusion-intrusion est contrari¢ par la dureté de la surface traitée qui
augmente la contrainte d’amorgage. La déformation plastique est génée et les bandes de
glissement ne peuvent plus étre activées que par de fortes contraintes. Bien que, dans le
cas ¢étudié par Waraniak et Socie (1981), le métal de base et I’acier 8620 cémenté aient
une méme limite d’élasticité monotone, le cceur a une limite d’élasticité cyclique
inférieure a celle de la couche, ce qui le rend moins résistant aux petites déformations

que la surface cémentee.

En général, la fissure s’amorce alors sur une inclusion interne puis elle se propage dans
le cceur avant de rompre la couche traitée. Si des microfissures s’amorcent en surface,
les contraintes résiduelles de compression sont suffisantes pour prévenir leur
propagation tandis que, dans le cceur, les contraintes résiduelles de tension, méme
faibles, pourraient favoriser le développement de fissures. Ce retard a 1’amorgage des
fissures de surface augmente la durée de vie en fatigue. Enfin, les contraintes
transversales, nuisibles en régime oligocyclique, auraient ici un effet bénéfique puisque,
dans le cceur, elles sont de méme signe que la contrainte axiale et affaiblissent la

contrainte de cisaillement maximale (Qian ef al. 1993).

2.3.1.3 Cas général

La nitruration peut améliorer la durée de vie en fatigue a grand nombre de cycles d’un
facteur 20 alors qu’en fatigue oligocyclique, une diminution de la durée de vie est
observée (figure 2.14). Toutefois, certains travaux font état d’un amorgage interne et
d’une amélioration méme aux faibles durées de vie (De la Cruz et al.1998).
L’augmentation de résistance peut varier de 35 % a 2 000 cycles a 53 % a la limite de

fatigue pour une sollicitation en flexion alternée (figure 2.15).

La dispersion des résultats s’explique peut-étre par la variation du nombre de cycles de

transition 2V, entre fatigue oligocyclique et fatigue a grand nombre de cycles, autrement



dit entre régime contrélé par la ductilit¢ et régime controlé par la résistance. La
transition dépend de la dureté du matériau et varie de 10° cycles pour des matériaux
mous a seulement 10 cycles pour des matériaux trés durs (Landgraf 1970). La nitruration
étant bénéfique sur le domaine de fatigue a grand nombre de cycles, plus la transition est

basse, moins il est probable d’observer un effet néfaste du traitement.
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Figure 2. 14. Courbes ¢ - Ny d’un acier 1045 nitruré sollicité en fatigue axiale (Qian et
Fatemi 1995)
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et nitruré par voie plasma (PN) (De la Cruz et al. 1998)
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Selon Spies (1993), la résistance en fatigue peut se déduire, schématiquement, de la
superposition des courbes de Wohler du coeur et de la couche (figure 2.16).
L’intersection des deux courbes indique un déplacement du site d’amorcage. La courbe
S-N du matériau nitruré dépend de la profondeur de la couche ainsi que de sa dureté et
de ses contraintes résiduelles quand la fissuration se produit par le mécanisme externe.
Puis, quand la fissuration se produit en interne, elle dépend de la dureté du cceur et de la
profondeur de la couche si 1’éprouvette est sollicitée en flexion. Spies, Scharf er al.
(1985) n’observent aucune influence de la taille des inclusions sur la fatigue interne, ce

qui est en compléte contradiction avec les travaux de Murakami et al. (1999).

dmargage

en surface sous fa surface
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Figure 2. 16. Superposition des courbes S-N en flexion rotative de la couche nitrurée
et du cceur (Spies 1993)
En fatigue a grand nombre de cycles, quand la contrainte appliquée est faible,
Kawagoishi ef al. (2003) observent aussi que la surface nitrurée dure empéche
I’amorcage d’une fissure en surface. La fissure s’amorce alors sur une inclusion interne,
ce qui s’accompagne d’une augmentation de la résistance en fatigue en flexion rotative.
C’est seulement lorsque la contrainte appliquée est grande qu’une fissure peut s’amorcer
en surface; deux effets antagonistes doivent alors agir puisque les contraintes résiduelles
de compression de la surface tendent a empécher sa propagation tandis que la fragilité de

la couche la favorise.
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2.3.2 MECANISME DE FISSURATION INTERNE EN « (EIL-DE-POISSON »

Aprées un traitement de surface approprié, un acier peut rompre par un mécanisme de
fissuration interne identique a celui rencontré dans les aciers a haute résistance en
fatigue a trés grand nombre de cycles et ce, pour des durées de vie aussi faibles que 10*
cycles (figure 2.2). L’étude du mécanisme de fissuration en surface étant rare sur bord
lisse, ce mécanisme sera plutdt abordé dans la partie consacrée aux traitements de
surface et a la fatigue en fond d’entaille. Toutefois, pour une contrainte ¢levée, le
mécanisme externe est possible (Spies, Scharf er al. 1985). Selon De la Cruz et al
(1998) il se produit si la contrainte appliquée est assez grande pour relaxer les

contraintes résiduelles de compression dans la couche de diffusion.

2.3.2.1 Fractographie

Les fissures internes conduisent a la rupture essentiellement aux faibles contraintes
appliquées. Elles s’amorcent 1a ou un niveau de contrainte critique est localement
dépassé. En flexion rotative ou en torsion (gradient de contrainte), elles s’amorcent a
P’interface entre la couche nitrurée et le cceur, 1a ou les contraintes de tension sont les
plus élevées (Castex et al. 1987). En présence d’une contrainte uniforme de tension
axiale, une fissure peut s’amorcer n’importe ou dans le cceur; pour des durées de vie
entre 10* et 10° cycles, plusieurs sites d’amorcage sont activés alors que pour des vies

supérieures a 10° cycles, un site d’amorcage unique est observé (Jones et Martin 1978).

La surface renforcée par un traitement de nitruration (Castex ef al 1987) ou de
précontrainte (Ko er al. 2001) présenterait, pour une fissure interne, une résistance a la
propagation plus grande que le cceur et ce, en dépit du gradient de flexion. L’ceil-de-
poisson serait arrété au contact de la couche nitrurée et se propagerait a vitesse
croissante vers le cceur, ce qui expliquerait la forme asymétrique parfois observée en
flexion. A partir de 1’ceil-de-poisson schématisé sur la figure 2.17, De la Cruz er al.
(1998) suggerent le mécanisme de fissuration suivant pour une €prouvette nitrurée
sollicitée en flexion. Sous I’effet de la concentration de contraintes générée par une

inclusion, une fissure s’amorce dans la matrice environnante et se propage de facon
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concentrique autour de 1'inclusion sous I’effet d’une contrainte décroissante. Sa vitesse
diminue & la périphérie de 'inclusion avant d’entamer une croissance plus graduelle
sous l’effet de la contrainte nette (Gyen.), sSomme de la contrainte appliquée et des
contraintes résiduelles. Le facteur d'intensité de contrainte associé a cette fissure interne

de rayon a peut alors s’écrire a 1’aide de la formule de Sneddon :

K = 2 o Al
net —  Yanette ,
4 Equation 2. 39

avec o,,, =0, t+0, Equation 2. 40

nefte

front de fissuration 0 Onette = Ga + Gr

couche
nitrurée

Figure 2. 17. Fissuration en eil-de-poisson d’aprés De la Cruz et al. (1998)

En flexion, le facteur K,,.; présente un maximum a I’interface entre la couche et le cceur
avant de diminuer sous 1’effet des contraintes résiduelles de compression de la couche de
diffusion. Si la charge n’est pas suffisante pour que K., soit supérieur au seuil de

propagation Kj, la fissure ne se propage pas.

Plusieurs stades de croissance sont observés par Spies, Scharf et al. (1985) pour une
fissure interne se développant dans un acier 20MnCr5 nitruré et sollicité en flexion
rotative. Une fois I’ceil-de-poisson amorcé, la fissure poursuit sa croissance jusqu’a ce
qu’elle débouche en surface ou atteigne une taille critique. En effet, quand son facteur
d’intensité de contrainte atteint la ténacité de la couche nitrurée, la fissure se propage de
fagon instable et suscite 1’amorgage d’une fissure de surface. En général, la couche
nitrurée rompt de facon brutale et fragile mais certaines zones sont caractéristiques

d’une propagation en fatigue.
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2.3.2.2 Durées de vie d’amorgage et de propagation d’une microfissure
Pour des durées de vies totales supérieures a 10%10° cycles. I’amorgage d’une fissure
interne ou la propagation en stade I d’une microfissure dans le champ de contraintes
autour de I'inclusion semble monopoliser la vie en fatigue. D aprés Lankford, cité par
Cowling (1986), des microfissures s’amorcent des les 1000 premiers cycles mais,
pendant 75 % de la durée de vie, leur croissance est intermittente et peut s’arréter. Si la
fissure croit jusqu’a atteindre une taille critique de 50 um, elle passe au stade II de la
propagation. Cowling a tenté de vérifier ces observations en étudiant la chute de
potentiel consécutive a la propagation d’une fissure dans des éprouvettes d’un acier
En40B nitruré a diverses fractions de sa durée de vie. Aucune propagation n’est détectée
avant les derniers 3 ou 4 % de la durée de vie pendant lesquels une croissance accélérée
meéne a la rupture. La technique de chute de potentiel ne présente cependant qu'une
faible sensibilité aux fissures internes; des fissures de surface aussi petites que 40 um
peuvent étre détectées et la technique peut éventuellement s’étendre a des fissures non
débouchantes amorcées a faible profondeur mais, quand une fissure peut s’amorcer
n’importe a l'intérieur du fit cylindrique de I’éprouvette, la méthode est a priori
inefficace. Enfin, sur les échantillons sollicités a 40, 60 et 80 % de la durée de vie et
rompus dans 1’azote liquide, seul 1 des 5 échantillons testés a 80 % présente une fissure
de fatigue mais rien ne garantit que la rupture dans I’azote liquide s’amorce a I’endroit

de la microfissure interne.

2.3.3 INFLUENCE DE DIFFERENTS FACTEURS
En présence d’un gradient de contrainte dii, par exemple en flexion, la limite de fatigue
associée au mécanisme interne (Spies et Trubitz 1996a) est fonction du matériau de base

et de la profondeur de nitruration, qui détermine la profondeur d’amorcage.

2.3.3.1 Matériau de base
La fissuration interne ne dépend pas des caractéristiques de la surface mais plutot de la

dureté du cceur, de sa microstructure et de sa population inclusionnaire. En effet, comme
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les fissures internes s’amorcent souvent sur des inclusions, une bonne propreté du métal

de base favorise une longue durée de vie (Murakami 2002).

2.3.3.2 Couche de combinaison

Plusieurs travaux cités par Cowling (1986) montrent que la limite de fatigue est
indépendante de la couche blanche. Genel er al. (2000) n’observent aucune influence de
la couche blanche sur la limite de fatigue d’un acier 4140 nitruré par voie ionique. Selon
Bell (1984), les conditions de traitement qui conduisent a une nitruration sans couche
blanche donnent une couche de diffusion moins profonde, ce qui peut se traduire par une
diminution de la limite de fatigue en flexion rotative pour une méme dureté superficielle.
Il semblerait que la couche de combinaison n’affecte le mécanisme de fissuration interne

qu’a travers la diminution possible de profondeur de diffusion que son absence entraine.

2.3.3.3 Profondeur de traitement
L’effet de la profondeur de traitement n’étant pas le méme selon le type de sollicitation,

flexion rotative et traction-compression seront traitées séparément.

En flexion, la résistance en fatigue d’un acier nitruré est d’autant plus élevée que la
nitruration est longue et profonde comme le montre la figure 2.18. Selon Castex ef al.
(1987), la limite d’endurance et la profondeur conventionnelle de nitruration z,, définie

pour une dureté égale a celle du cceur plus 100 HV, sont reliées par une loi linéaire :
St = S e %z, Equation 2. 41

Il n’est cependant pas exclu que I’augmentation linéaire de la limite de fatigue avec la
profondeur de nitruration relative sature a particr d’une certaine valeur (Genel et
Demirkol 1999). La contrainte appliquée en flexion est maximale en surface et décroit
en direction de I’axe neutre. Le fait de déplacer plus loin dans le cceur le site d’amorcage
nécessite une contrainte appliquée externe plus élevée pour avoir en interne une
contrainte suffisante a I’amorgage. C’est ce qu’illustre la figure 2.19; pour une méme

contrainte nominale, la contrainte disponible sous la couche diminue quand la
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profondeur de nitruration augmente. Cependant, cet effet est artificiel et ne correspond a

aucune amélioration réelle du matériau.
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Figure 2. 18. Effet de la profondeur de nitruration sur la fatigue en flexion rotative
d’un acier End40B (Bell et Loh 1982; Sun et Bell 1991)
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Figure 2. 19. Distribution de contraintes en flexion pour des profondeurs de
nitruration de (a) 0,12 mm et (b) 0,35 mm (Genel et al. 2000)
Genel et Demirkol (1999) ont étudié des couches cémentées de différentes profondeurs.
IIs constatent que, méme si la cémentation la plus profonde correspond aux contraintes
résiduelles les plus faibles, elle est associée a la limite d’endurance la plus élevée. La
limite d’endurance est li€e par une loi de puissance a la profondeur de cémentation
relative. Une amélioration de 90 % peut étre obtenue jusqu’a une profondeur relative de
0,1. La réduction des contraintes résiduelles et la facilité a former des fissures dans

I’épaisse couche fragile expliqueraient, en partie, la stagnation de 1’effet bénéfique de la
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profondeur de diffusion a partir d'une certaine valeur. Dans une étude similaire
consacrée a un acier 4140 nitruré par voie plasma, Genel et al. (2000) observent une
augmentation linéaire de la limite de fatigue avec le rapport de la profondeur de

nitruration conventionnelle sur le diametre d’échantillon z, /D (figure 2.20).
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Figure 2. 20. Effet de la profondeur relative de nitruration ionique sur la résistance en
flexion rotative d’un acier 4140 (Genel et al. 2000)
La littérature souligne I’augmentation continue de la limite de fatigue avec la profondeur
de diffusion en dépit de I’évolution contraire de la dureté et des contraintes résiduelles
avec le temps de nitruration. Komotori et al. (2001) ont sollicité en flexion rotative une
éprouvette de 7 mm de diamétre d’un acier 1045 trempé par induction ultra rapide a des
profondeurs variant entre 0,7 mm et 1.8 mm. Les échantillons avec une faible
profondeur de trempe possédent, en surface, des contraintes résiduelles de compression
¢levées contrebalancées par un pic de contraintes résiduelles de traction a I’interface
entre la couche et le cceur. Plus la couche est épaisse, plus le champ de contraintes
résiduelles est profond mais, pour des couches de plus de 1 mm, leur amplitude diminue.
La fissure interne s’amorce toujours sous la couche durcie sauf dans le cas de la couche

la plus profonde (2 mm) ou elle s’amorce a I’intérieur méme de la couche. Les valeurs
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de résistance en fatigue interne pour différentes profondeurs de traitement tombent sur
une courbe unique lorsque les résultats sont reportés en termes de contrainte locale au

site d’amorgage.

Li et al. (2000) constatent que le traitement de nitruration plasma (NP) le plus profond
correspond a la plus grande amélioration (figure 2.21). Cependant, si, en suivant
I’exemple de Komotori, les courbes de Wohler sont représentées non pas en fonction de
la contrainte nominale (NP 10h et NP 40h) mais en fonction de la contrainte locale a
I’interface entre la couche et le coeur (NP 10h corrigé et NP 40h corrigé), les deux
profondeurs de nitruration ont des courbes semblables. L’écart subsistant est peut-étre
di a des effets de volume sollicité et de dureté, le traitement de 40 h donnant une dureté

plus grande.
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Figure 2. 21. Courbes S-N d’un acier 709M40 nitruré par voie plasma d’aprés Li et al.
(2000)

Landgraf et Richman (1975) définissent une profondeur optimale de cémentation z%'

égale a la profondeur pour laquelle il y a équiprobabilité de rupture en surface et en

interne. Cette précaution permet sans doute de limiter ’augmentation des contraintes

résiduelles de traction dans le cceur avec le temps de nitruration, augmentation qui va de

paire avec une diminution de la dureté et des contraintes résiduelles. En assimilant

I’échantillon cémenté a un composite formé d’un cceur, peu résistant mais ductile, et
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d’une couche, résistante mais fragile, Landgraf et Richman évaluent une profondeur de

cémentation optimale dans une plaque d’épaisseur 2L sollicitée en flexion :

( ' )cm’ur
J/ - O-mu_\f

- 0P _
< - L 1 ( ' )L‘()llL'hL’
O—_/ - O-)Il({\‘

Equation 2. 42

Les propriétés du cceur et de la couche sont évaluées séparément en utilisant des aciers a

teneur en carbone différente.

En flexion rotative, 1’effet de la profondeur de nitruration sur la résistance au mécanisme
de fissuration interne est indissociable d’un effet de gradient de contrainte et d’un effet

d’échelle relié aux faibles dimensions du volume sollicité.

Les études de fatigue en traction sont rares. Cowling (1983) constate que, prés de la
limite de fatigue, la meilleure performance, pour un acier En41B, est associée au plus
faible rapport de surface nitrurée (Acouche) sSur surface de coeur (Aceerr), qui permette
d’empécher 1’amorcage et la propagation d’une fissure en surface (figure 2.22); ceci

rejoint la définition de profondeur optimale évoquée plus haut (2.42).
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Figure 2. 22. Effet du rapport des surfaces Acouche /Aceeur ( = 1-[(D-22,)/D]) pour un
acier En41B sollicité en traction-compression (Cowling 1983)
Une couche épaisse implique des contraintes résiduelles de compression profondes, mais

peu élevées, équilibrées par des contraintes résiduelles de traction élevées qui peuvent
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diminuer la résistance en fatigue interne. Par contre, en régime oligocyclique (N <10°
cycles), la nitruration doit étre la plus profonde possible, les contraintes résiduelles

peuvent étre relaxées par la déformation plastique et la fissure s’amorce en surface.

L’influence de la profondeur de nitruration sur le comportement en fatigue nécessite de
plus amples investigations dans des conditions de sollicitation sous contrainte uniforme
(fatigue axiale) afin de caractériser, de fagon sécuritaire, la résistance du matériau de

cceur au mécanisme de fissuration interne.

2.3.3.4 Contrainte moyenne

L’effet d’une contrainte moyenne sur la fatigue d’aciers nitrurés ou traités en surface
n’est presque jamais abord¢ dans la littérature. Spies et Trubitz (1996b) pressentent que
la couche nitrurée posséde une contrainte d’amorgage plus faible que la matrice en
régime oligocyclique; la courbe de Wohler relativement plate de 1’acier nitruré
suggérerait une grande sensibilité a ’application d’une surcharge ou d'une contrainte

moyenne de tension.

Des essais réalisés avec contrainte statique sur un acier En40B sollicité prés de sa limite
d’endurance montrent que les éprouvettes rompent a partir d’'un mécanisme interne
indépendamment du signe de la contrainte moyenne (Cowling 1986); une contrainte
moyenne de tension diminue la résistance en fatigue par rapport & une contrainte
moyenne nulle tandis qu’une contrainte moyenne de compression 1’augmente. Cowling
néglige la relaxation des contraintes résiduelles et la triaxialité des contraintes et suggere
que la contrainte moyenne totale est égale a la somme de la contrainte statique et des
contraintes résiduelles longitudinales. Comme le montre la figure 2.23, ses points
expérimentaux tombent entre la droite de Goodman et la parabole de Gerber :

o ) ,
S,=oc," 1_( Iém»,» J avec ¢; = 1 pour Goodman et 2 pour Gerber Equation 2. 43

n

La contrainte moyenne appliquée (de tension ou de compression) est telle que la

contrainte moyenne totale est toujours supérieure a zéro. Malheureusement, 1’auteur ne
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propose pas de méthode pour estimer la limite de fatigue interne pour une contrainte
moyenne totale nulle. Sur la figure 2.23. on constate que celle-ci. qui est égale a environ

485 MPa, est supérieure a celle du métal de base, qui est de 383 MPa.
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Figure 2. 23. Effet d’'une contrainte moyenne sur un acier nitruré (Cowling 1986)

2.3.3.5 Contraintes résiduelles

Les contraintes résiduelles sont souvent assimilées a des contraintes moyennes bien
qu’elles soient différentes de ces dernieres puisqu’elles peuvent étre redistribuées ou
relaxées (Fuchs 1982). Ziirn et al. (1988) superposent aussi distribution de contraintes
résiduelles et distribution de contrainte appliquée pour calculer une contrainte nette bien
que, selon Ericsson (1985), I'effet des contraintes résiduelles soit ainsi surestimé. La
limite de fatigue en flexion est atteinte lorsque la contrainte nette. ou maximale, atteint
la limite de fatigue du cceur (figure 2.19). Prés de I’endurance, la prédominance du
meécanisme de fissuration interne suggere a Jones et Martin (1978) que I'état de
contrainte du coeur détermine seul I'endurance. La charge appliquée est insuffisante pour
rompre la couche nitrurée. Superposée aux contraintes résiduelles de tension du cceur,
elle permet ’amorgage et la propagation de fissures a partir d’inclusions. En admettant
que la contrainte maximale de tension admissible dans le cceur a la limite de fatigue

Orene(2) €St une constante du matériau, la contrainte appliquée a la limite de fatigue

04(z,) doit diminuer si la contrainte résiduelle du cceur augmente:
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Cocur

O pee (Zn ) =0, (:n )+ o, Equa‘[ion 2.44

Si ce raisonnement est valide, une diminution de la limite de fatigue interne devrait étre
observée quand la profondeur de nitruration augmente puisqu’une nitruration longue

engendre des contraintes résiduelles de traction a cceur plus élevées.

Selon Mittemeijer (1983), a un gradient de microstructure doit correspondre un gradient
d’endurance op (z). Localement, la limite de fatigue op et la résistance a la traction R,
seraient directement proportionnelles a la dureté, qui est elle-méme proportionnelle aux
microdéformations résiduelles moyennes. Bien que. selon Ericsson (1985), la
proportionnalité ne soit vraie que, sur bord lisse, pour une dureté inférieure a 500 HV,
Mittemeijer suppose qu’a une profondeur z, les deux grandeurs op et R, augmentent

d’une quantité A proportionnelle aux microdéformations résiduelles moyennes locales

micro .
£ (2)

Ao micro (7 ) =c -£ micro ( 7)
D =/ " I3 <

AR ere (Z) =c. . gmer (Z)

m - +2

I3

Equation 2. 45

avec ¢y, ¢, constantes mesurées sur un matériau homogéne

La variation de la limite de fatigue sous l'influence d’une contrainte résiduelle
macroscopique o, (z), assimilée a une contrainte moyenne. est décrite, selon

Mittemeijer (1983), par I’équation de Goodman :

_base o
AO';’)MLT“ (Z) - o, (Z) o (Z) avec (o) (Z) = O-;;"L + Ao’j”)“lc‘u, (_)
%0 R ()= R Rz ()

m

Equation 2. 46

op ¢ et R, " sont, respectivement, la limite de fatigue et la résistance a la traction du
métal de base. La limite de fatigue op (z) et la résistance a la traction R,, (z) ne sont pas
affectées par les macrocontraintes résiduelles mais elles dépendent des
microdéformations et par conséquent de la profondeur z. A 1’aide des équations 2.45 et

2.46, la distribution de la limite de fatigue dans la pi¢ce nitrurée s’écrit :
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r hase micro
R™ +c,-¢ (:)

m = r

0',)(2) = [O'f)”‘”" +c e (:)] [1 - 9 (Z) Equation 2. 47

En flexion, la limite de fatigue apparente ou nominale Sp pour une fissure interne

amorcée a une profondeur z,, s’écrit :

R

Sl) =0 (Zum )— Equation 2.48

D’apres la forme de 1'équation 2.48, on voit que la limite de fatigue nominale mesurée
en flexion dépend de la limite de fatigue interne op (z,,/), intrinséque au matériau, mais
aussi du rayon de I’éprouvette R et de la profondeur de nitruration z, qui, a eux deux,
déterminent le gradient de contrainte dans la zone d’amorcage. A la profondeur
d’amorcage, les contraintes résiduelles macroscopiques peuvent &tre négligées car, en
flexion, la fissure s’amorce a I'interface entre la couche et le cceur 1a ou la distribution
de contraintes résiduelles passe par zéro. Selon Mittemeijer, la limite de fatigue du cceur
Op (Zam) est plus grande que la limite de fatigue du matériau de base car si la fissure
s’amorce sous la surface nitrurée, elle doit affronter les microcontraintes résiduelles
engendrées par la nitruration et, éventuellement, les microcontraintes générées par le
durcissement cyclique. Cependant, 'influence de !’environnement sur la fissuration
n’est pas prise en compte. Sun et Bell (1991) remplacent la profondeur d’amorcage de
I’équation 2.48 par la profondeur de nitruration, ce qui est légitime pour une sollicitation

en flexion.

Mittemeijer vérifie la validité de son modele en calculant, a ’aide de 1’équation 2.47, la
limite de fatigue a la profondeur d’amorcage op(z.,) d’un acier 24CrMol3 pour
différentes profondeurs de nitruration (figure 2.24). La relation (2.48) corréle assez bien
le rapport de la limite de fatigue nominale mesurée sur la limite de fatigue locale
calculée. La distribution de limite de fatigue (2.47) lui permet de prédire, connaissant le
gradient de contrainte appliquée, ou (en interne ou en surface) et pour quelle contrainte
critique une fissure peut s’amorcer dans une piece cémentée. Cependant, pour calculer la

limite de fatigue, il est impératif de connaitre, non seulement la limite de fatigue et la
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résistance a la traction du métal de base mais aussi les distributions de contraintes

résiduelles micro- et macroscopiques et les constantes ¢; et ¢».
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Figure 2. 24. Validité de la limite de fatigue interne calculée pour un acier 24CrMo13
nitruré (Mittemeijer 1983)

2.3.4 ANALYSE QUANTITATIVE DE LA FISSURATION SUR BORD LISSE
2.3.4.1 Prédiction de la limite de fatigue interne avec le parametre
aire

Pour des aciers a haute résistance sollicités en fatigue axiale a trés grand nombre de
cycles, Murakami et al. (1999; 1998) ont introduit un modele empirique de prédiction de
la limite d’endurance en fonction de la dureté et de I’aire du défaut au site d’amorcage:
ce modele a été repris par de nombreux auteurs. Dans le régime de fatigue a trés grand
nombre de cycles, on a essentiellement un probléme de fissures courtes pour lesquelles
le seuil de propagation dépend de la longueur. Murakami propose une expression
empirique du seuil AK; pour une fissure s’amorgant sur un défaut dont la taille, comprise
entre 40 et 500 um, est quantifiée par le paramétre Vaire, la racine carrée en micrométres

de ’aire du défaut projeté sur le plan de rupture.

I/ ,
AK, =33x107(HV +120Waire % Equation 2. 49
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La limite de fatigue est définie comme la condition de non-propagation d'une fissure
courte de longueur aire. Les inclusions sont vues comme des défauts libres de

contraintes, I’amor¢age d’une fissure relaxant les contraintes thermiques.

op = Equation 2. 50

= ]
Vaire %

avec ¢, constante égale a 1,43 pour un défaut en surface, a 1,56 pour un défaut interne

HY +120 [1 _ Rn jo,zzml-wxm'*
2

eta 1,41 pour un défaut juste sous la surface

Le modéle est comparé aux résultats obtenus sur un acier SCM435 au Cr-Mo trempé a
850°C et revenu a 170°C aprés cémentation et nitruration (Murakami er al. 1999). La
fissuration interne est fréquente dans les aciers a haute résistance sollicités dans le
domaine des gigacycles mais, dans le cas présent, 1’utilisation d’un traitement de surface
a certainement favorisé son apparition des 10° cycles. Des éprouvettes de fatigue
cylindriques sont sollicitées en traction-compression. Les contraintes résiduelles de
compression en surface sont de 1’ordre de -500 MPa alors que la dureté est de 800 HV
en surface et de 600 HV a cceur. Murakami affirme que les contraintes résiduelles
peuvent étre traitées comme des contraintes moyennes qui modifient le rapport R, de
I’équation 2.50. Cependant, les contraintes résiduelles au site d’amorgage interne
n’ayant pas été mesurées, elles sont négligées. Les ruptures en fatigue s’amorcent sur
des inclusions d’Al,O3;(Ca0O)y sous la couche de diffusion. La courbe S-N présente une
dispersion attribuée a la distribution en taille des inclusions et a I'inhomogénéité de la
dureté et des contraintes résiduelles sur la section de 1'éprouvette (figure 2.25.a). Si la
résistance en fatigue expérimentale de 1'acier SCM435 est divisée par la limite de
fatigue calculée (2.50), une courbe de fatigue « normalisée » peut étre tracée (figure
2.25.b). Les résistances normalisées de tous les échantillons rompus devraient étre au-
dessus de 1, ¢’est-a-dire au-dessus de la contrainte critique de propagation. En fait, le
modeéle de prédiction de la limite de fatigue apparait non conservatif a raison de 10 %; la
prise en compte d’une zone sombre, caractéristique d’une propagation assistée par

I’hydrogéne, permet d’améliorer la prédiction (figure 2.25.c). Pour améliorer la
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prédiction, Song et Choi (2003) proposent un paramétre Wzire modifi¢ qui inclue une

taille de fissure non propageante mesurée sur des €prouvettes non rompues a 107 cycles.

» Ceil-de-poisson

« Rupture & partir d'une inclusion en
surface o en contact avec celle-ci

s NOn rompi

1000 1.5 1.8
8 = '.:
% = . .., ] (E . * "’;
S B I 3 0 A—F 10 .
o 200F A ”EDD Eb(:
5 | =05 TF0s
S
i
0 1] 0

104 106 108 104 108 108 104 106 108
b) c)
Durée de vie Ny(nombre de cycles)

Figure 2. 25. Validité du paramétre vaire pour un acier SCM435 (Murakami et al. 1999)

La relation empirique (2.50) développée par Murakami permet, connaissant la taille
maximale des inclusions non métalliques d’un acier, de prédire une limite de fatigue
interne minimale. De plus, si une inclusion a une taille telle que la limite de fatigue
correspondante (2.50) est supérieure a limite de fatigue intrinseque du matériau sans

défaut (= 1,6xHV), le modéle prédit son innocuité.

2.3.4.2 Concept de limite de fatigue locale

De nombreuses méthodes d’estimation de la limite de fatigue s’appuient sur I’analyse de
Woodvine (1924), qui a été développée en 1924 pour un cylindre cémenté sollicité en
flexion. Cette analyse suppose la limite de fatigue proportionnelle a la dureté tant que
celle-ci est inférieure a 500 HV apres quoi elle atteint un palier. Par conséquent, une
surface nitrurée ou cémentée posséde une distribution de limite de fatigue op(z), qui peut
étre corrélée a son gradient de dureté (figure 2.26). L’analyse de Woodvine prédit,
qualitativement, l'occurrence d’une fissure interne jusqu'a une profondeur de

cémentation critique, 1’augmentation de la limite de fatigue interne avec la profondeur
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de cémentation et la dureté a cceur, et I"amorcage d’une fissure en surface en présence

d’une entaille. Les contraintes résiduelles sont négligées.

op(2)
Oa, max ”Mwm\‘\‘/

>

Figure 2. 26. lllustration de la limite de fatigue locale sur bord lisse ou au fond d’une
entaille douce (Spies 1993)

Spies (Spies 1993; Spies et al. 1994) reprend le concept de limite de fatigue locale de

Woodvine et recense les différents ajouts apportés depuis sa création notamment pour

prendre en compte les contraintes résiduelles. Ainsi, Kloos et Velten proposent

d’assimiler les contraintes résiduelles a une contrainte moyenne locale g, (z) et

d’estimer leur effet sur la limite de fatigue locale op (z) a I'aide d’une équation de type

Goodman :

= O-”l(l\' (Z)
o()= ot ({1——}

R,(z)

1,27HV (z)+150MPa si HV < 500

. Equation 2. 51
785MPa si HV > 500

avec or'(z)= {

L’équation 2.51 est similaire a 1'équation 2.46 proposée par Mittemeijer (1983) pour
estimer I'effet des contraintes résiduelles macroscopiques et des déformations
résiduelles microscopiques, ou de la dureté, sur la limite de fatigue; I'effet de

I’environnement sur le mécanisme interne n’est pas pris en compte.

Spies et al. utilisent le paramétre de Smith-Watson-Topper (SWT) versus la limite de
fatigue en traction-compression du métal de base (op" =) comme critére
d’endommagement. Le parametre SWT permet de ramener sur une méme courbe S-N

des résultats obtenus a des rapports R, différents. Selon Spies et Trubitz (1996b), cette
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approche est préférable a la relation de Goodman qui ne représente pas de facon
satisfaisante 1'effet d’une contrainte moyenne de compression. Le paramétre SWT
permet aussi de ramener sur une méme droite des points expérimentaux obtenus pour

des profondeurs de nitruration différentes :

SwWT =,/o,, Ee, avec o, =0,+0,, +0, Equation 2. 52

max max mo: 7

Le calcul de la limite de fatigue locale (Spies, Kloos ef al. 1996) n’a été appliquée qu’en
flexion rotative. Elle nécessite de connaitre la distribution de contraintes résiduelles, le
profil de dureté, la profondeur d’amorcage et le gradient de contrainte. L’influence de
I’environnement, air ambiant ou « vide », sur la propagation de fissures n’est jamais

abordée. pas plus que I’influence de la taille du défaut sur lequel s’amorce la fissure.

2.3.4.3 Modéle du matériau composite
Un matériau nitruré peut étre considéré comme un composite constitué d’un matériau de

cceur ductile et d’un matériau de surface dur.

D’aprés Ebert (1978), dans une éprouvette cylindrique nitrurée, deux cylindres
concentriques sont a considérer : I’un pour la couche nitrurée et I’autre pour le coeur. Ce
cas est semblable a celui rencontré dans un composite a fibres unidirectionnelles, ou
matrice et fibres ont le méme module d’Young. La loi des mélanges permet de
déterminer les propriétés du composite a partir du comportement du cceur et de la
couche. En supposant le composite chargé en tension axiale, le cceur et la couche, ayant
les mémes constantes élastiques, se déforment de la méme fagon quand un incrément de
déformation élastique est appliqué. Des contraintes sont générées dans la direction axiale
ou longitudinale. Mais, quand la déformation appliquée est suffisante pour provoquer
une déformation plastique dans le cceur, celui-ci se déforme diamétralement plus que la
couche ¢lastique. L’ effort entre la couche et le coeur est redistribué; la couche supporte

une contrainte plus grande que le cceur. Un état de contraintes multiaxial est instauré.

Waraniak et Socie (1981) étudient séparément les composantes cceur et couche d’un

acier cémenté afin de corréler leurs réponses avec celle du composite global; un
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¢chantillon cémenté a cceur et un échantillon ayant subi les mémes conditions de
température que lors d’une cémentation simulent, respectivement, la couche de diffusion
et le coeur. A la surface de la couche, la majeure partie de la vie en fatigue semble
dépensée dans 1’amorcage puisque aucune fissure n’est détectée méme a 80 a 90 % de la
durée de vie totale. Dans I’échantillon simulant le cceur, les grandes durées de vie sont
dominées par ’amorgage et les courtes durées de vie par la propagation. Un matériau
cémenté possede une résistance en fatigue a grand nombre de cycles supérieure a celles
de ses deux composantes couche et cceur. L’intersection (2N;= 10%) des courbes &, -N
respectives du cceur et de la couche coincide avec un déplacement du site d’amorcage de

la surface vers le cceur dans 'acier cémenté.

Seeger et al. (Baumel et Seeger 1989; Bruder et Seeger 1995) reprennent le concept de
composite constitué de cylindres concentriques. Chaque cylindre posséde une courbe

o - € cyclique, une courbe de fatigue & - N et des déformations résiduelles & propres

(figure 2.27).
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Figure 2. 27. Modéle du matériau composite et courbes o - £ cycliques du cceur et de
la couche (Baumel et Seeger 1989)



L application d'un cycle de charge provoque un cycle de déformation interne &,
identique dans les deux cylindres, qui s’ajoute aux déformations résiduelles respectives
(& couche € & ceur). Les contraintes résultantes (Oupwr €1 Oroucre) sont différentes. En
assimilant les contraintes résiduelles a des contraintes moyennes, les courbes o- g,
cycliques peuvent €tre calculées a partir des courbes o - g, cycliques mesurées pour la
couche (échantillon nitruré a cceur) et le caeur (métal de base) en I’absence de contraintes
résiduelles. La courbe S - g, de I’acier nitruré est calculée a partir des courbes o- g, de
ses deux composants (figure 2.28.a). Pour connaitre la durée de vie a une contrainte S
donnée, il faut avoir mesuré ou estimé la courbe g, -N de I'acier nitruré ou plutdt la
courbe &, -N de chacun de ses composants; la durée de vie de I’acier nitruré correspond a
la durée de vie la plus courte. La courbe & -N de la couche est mesurée sur un
échantillon nitruré a cceur. Quant a la courbe &, -N du ceeur, elle est soit mesurée sur une
éprouvette nitrurée dont le cceur a été percé d’un trou dans la direction longitudinale afin
de créer une surface « interne » en contact avec 1'air (« calcul percage du cceur » figure
2.28.b), soit estimée a partir de celle pour une fissuration a la surface du métal de base
(« calcul nitruré » figure 2.28.b). Dans le premier cas, la durée de vie mesurée est
inférieure a celle associée a la fissuration interne de ’acier nitruré. Dans le deuxieme
cas, elle a été corrigée en considérant que la croissance d’une fissure interne circulaire
est retardée d’un facteur, calculé par 1I’équation 2.53, qui incorpore les effets d'une
surface libre et de la différence de géométrie de fissure par rapport a la croissance d’une
fissure de surface (Baumel et Seceger 1989). La prise en compte de ['effet de
I’environnement nécessite une correction supplémentaire, qui, d’apres la litt€rature, est

de I’ordre d’un facteur 10.

Ninternu 1 1 22,,,
7 _ L

]v surfuce - 2 (I—m)
f

ou m (=1,5) est le coefficient de la lo1 de Paris Equation 2. 53

Ce modéle néglige la relaxation des contraintes résiduelles avec le nombre de cycles et
suppose le comportement cyclique stable des le second cycle (Bruder et Seeger 1995). 1]

s’applique a des couches assez minces pour ne pas influencer la déformation des picces.
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Figure 2. 28. Calcul de (a) S - £ et (b) £ -N correspondant pour un acier 1015 nitruré
(Baumel et Seeger 1989)

2.3.4.4 Propagation d’une fissure interne

Quand une macrofissure est formée, la MLER permet de décrire la propagation de la
fissure en stade II a condition que la déformation plastique reste confinée en fond de
fissure. La propagation suit alors une loi de Paris avec un seuil de propagation qui

dépend de la microstructure.

Selon Wang, Bérard, Rathery ef al.(1999), le développement d’une fissure interne dans
un acier a ressort comprend l’amorcage et la croissance d’une microfissure, la

propagation d une macrofissure et la rupture finale par déchirement ductile (figure 2.29).

A)ture
instable finale

Figure 2. 29. Fissuration interne d’aprés Wang, Bérard, Rathery et al.(1999)
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La vitesse de propagation dans des éprouvettes plates a entaille latérale singuliere

(SENT) est égale a :

das =210 (AK )" si AK >2.5MPa~m
d%w =2-10" (AK)WZ si AK < 2,5MPa«/n_1 Equation 2. 54

L’article ne précise pas dans quelles conditions (environnement inerte ou ambiant) a été
réalisé le suivi des fissures. L’amplitude du facteur d’intensité de contrainte est calculée

avec les formules développées par Murakami ef al. (1999) :

AK =0,65A0+ 7 laire,, ~ pour une fissure en surface
AK =05A0, 4 aire, pour une fissure interne Equation 2. 55

L’intégration de la loi de Paris permet de calculer une durée de vie de propagation. La
durée d’amorgage, obtenue par soustraction de la durée de propagation a la durée de vie
en fatigue, représenterait environ 99 % de la durée de vie totale. Selon Zhang (1998), ce
serait plutot ’inverse. Une fissure interne s’amorce plus tot qu'une fissure de surface
mais se propage moins vite; 90 % de la durée de propagation est dépensée pour la
croissance d’une fissure courte de 0,5 mm. Tout dépend en fait de la définition choisie

pour I’amorgage.

2.4 TRAITEMENT DE SURFACE ET FATIGUE EN FOND
D’ENTAILLE

2.4.1 COMPARAISON ENTRE ACIER TRAITE ET ACIER DE BASE

Au fond d’une entaille, la fissure s’amorce généralement en surface alors que, sur bord
lisse, elle s’amorce plutdt a coeur ou elle n’interagit pas avec le champ de contraintes
résiduelles de compression de la couche. Les traitements de surface sont plus efficaces
en fond d’entaille que sur bord lisse (Dorr et Wagner 1996). En flexion rotative, Song et

Choi (2003) observent que la limite de fatigue d’un acier alli¢ au Cr-Mo, si on lui
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applique une trempe superficielle par induction, est multipliée par un facteur 2,09 sur
bord lisse et par un facteur qui varie de 2.52 & 2,69 de I’entaille la plus aigué a la plus
douce. La figure 2.30 montre qu'une entaille nitrurée (K; = 2) peut avoir une courbe de
fatigue supérieure a celle du métal de base sur bord lisse. Plus le gradient de contrainte

est abrupt, plus I’amélioration de la limite d’endurance est élevée.
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Figure 2. 30. Courbes S-N d’un acier 20MnCr5V entaillé et nitruré; la résistance en
flexion rotative sur bord lisse du métal de base sert de référence (Spies et al. 1993)
Des essais en flexion montrent qu'une entaille (K;=1,7) peut diminuer la limite
d’endurance d’un acier SS2131 de 38 % (K; = K,) mais qu’elle influe peu sur sa
résistance en fatigue oligocyclique (figure 2.15). D’un autre coté, I’entaille diminue la
limite d’endurance de I’acier nitruré de seulement 12 % mais son influence en fatigue
oligocyclique est plus forte (De la Cruz et al. 1998). La nitruration augmente la limite
d’endurance de 1’acier de 115 % en fond d’entaille contre seulement 53 % sur bord lisse.
L’amélioration de la limite de fatigue de l’acier entaillé et nitruré est attribuée aux
contraintes résiduelles de compression qui diminuent 1’effet de concentration de
contraintes et réduisent la contrainte nette (Opene= 0, + 0,). Quand la contrainte
appliquée est assez grande pour que les contraintes résiduelles soient relaxées par la
déformation plastique, la fissure s’amorce en surface et la courbe S-N de I’acier nitruré

rejoint celle du métal de base.
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2.4.2 MECANISME DE FISSURATION EXTERNE A PARTIR D’UNE ENTAILLE
En présence d’entaille, le mécanisme de fissuration interne, s’il se produit, difféere peu
du mécanisme sur bord lisse (§2.3.2). Par conséquent. nous nous intéresserons surtout au

mécanisme de fissuration externe.

2.4.2.1 Entaille et position du site d’amorgage

L’effet du coefficient de concentration de contraintes K, pour une valeur comprise entre
1 et 4, a été¢ étudié par Overbeeke et Van Lipzig (2000) notamment sur un acier
42CrMo4 nitruré et sollicité en flexion rotative. Le gradient de contrainte en fond
d’entaille est un des facteurs qui déterminent qui, de la surface ou du cceur, sera le
maillon faible. La fissure, qui conduit a la ruine de I’échantillon, s’amorce en surface
quand le gradient est élevé et en interne quand il est modéré. L’amélioration de la
résistance en fatigue est associée a 1’augmentation de dureté. Les auteurs mettent en

doute 'influence des contraintes résiduelles qu’ils n’ont pas mesurées.

Les essais, en flexion plane ou rotative, réalisés sur un acier 31CrMoV9 nitruré
(z, =500 pm) avec des éprouvettes présentant différentes valeurs de K, (figure 2.31)
permettent a Kern et Spies (1993) de donner une interprétation plus substantielle. Pour
un coefficient K; inférieur a une valeur critique (1,36), I’éprouvette rompt par un
mécanisme interne et la limite d’endurance augmente avec K, alors que pour un
coefficient K, supérieur a la valeur critique, 1’éprouvette rompt par un mécanisme de
surface et la limite d’endurance diminue avec K. Il est possible que, quand le coefficient
K, de I'éprouvette augmente, la limite de fatigue interne augmente car la contrainte
disponible sous la couche diminue comparativement a la contrainte nominale en surface
et a la contrainte locale sur bord lisse. Quand la limite de fatigue de la couche est
atteinte, la rupture en surface est favorisée et la limite de fatigue de I’acier nitruré
diminue avec une nouvelle augmentation de K. La haute limite de fatigue de la couche
compense 1’effet néfaste de 1’entaille de sorte que la limite de fatigue en fond d’entaille

peut étre superieure a celle du métal de base sur bord lisse (Spies ef al. 1993).
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Figure 2. 31. Limite de fatigue en flexion rotative en fonction du gradient de
contrainte y (Spies et al. 1994)

2.4.2.2 Fractographie

Jack et Winnik (1979) ont réalisé des essais de fatigue en flexion rotative sur des
échantillons d’acier En40B dotés d'une entaille trés douce (o =40 mm) et nitrurés. Ils
constatent que la surface de rupture comporte trois zones : un anneau externe est associé
a la rupture fragile de la couche (zone fibreuse), un anneau intermédiaire a la partie du
ceeur rompue en fatigue ductile (zone radiale) et le centre a la rupture finale par

coalescence des microvides.

La fissure se propage du fond d’entaille vers I’intérieur de la couche de diffusion. Celle-
ci posséde une grande résistance intrinséque a la déformation plastique et d’importantes
contraintes résiduelles de compression, deux facteurs qui vont réduire la taille de la zone

plastique en fond d’entaille et donc ralentir la fissure.

Selon Terres et al. (2003), une ¢prouvette d’un acier 42CrMo4 entaillée et nitrurée
(K; = 1,6), sollicitée en flexion 3 points, rompt toujours par un mécanisme de fissuration

externe. La fissure s’amorcerait a I’'intérieur de la couche de combinaison: les auteurs se
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fondent sur le fait que la couche de combinaison des échantillons non rompus a trés
longue durée de vie ne présente aucune fissure. A I'intérieur de la couche de diffusion. la
fissure suit un chemin transgranulaire sur une distance égale a deux anciens grains y puis
elle se propage de facon intergranulaire. La décohésion intergranulaire et I'absence de

stries de fatigue seraient caractéristiques d’une propagation fragile.

Newaz (1987) fait des observations quelque peu différentes sur un acier 8620, entaillé et
cémenté, sollicité en traction-compression. En fatigue oligocyclique, le facies de rupture
tres plat ressemble a celui sur bord lisse mais en fatigue a grand nombre de cycles,
I’endommagement de 1'interface, di a un état de contrainte triaxial, produit une marche

avec éventuellement amorcage d’une fissure interne.

2.4.3 INFLUENCE DE DIFFERENTS FACTEURS
Dans I’étude des facteurs influents, il convient de distinguer la fissuration de surface de
la fissuration interne sachant que ce qui détermine 1’apparition de 1'un ou de I'autre de

ces mécanismes, ¢ est bien souvent le gradient ou la distribution de contraintes.

Quand la température de nitruration augmente, la limite de fatigue de la surface diminue
car la croissance des précipités abaisse la dureté (Braam et al. 1997). La limite de fatigue
en fond d’entaille dépend essentiellement des propriétés intrinseques de la couche. Elle
croit avec la dureté de cette derniére pour une profondeur de nitruration donnée. La

limite de fatigue interne est une fonction de la dureté a cceur, des défauts du métal de

base, des contraintes résiduelles de traction et du gradient de contrainte a la profondeur
considérée, qui dépend de la géométrie de 1’éprouvette et du type de sollicitation. Alors
que la limite de fatigue de la couche dépend surtout de I’importance, de la profondeur et
de la stabilité des contraintes résiduelles de compression, celle du cceur est
principalement fonction de la dureté du métal de base. Spies ef al. (1993) constatent que
la plus grande amélioration de résistance en surface est associée au matériau montrant le
plus grand accroissement de dureté par rapport au cceur, la surface la plus dure et les

contraintes résiduelles de compression les plus hautes.
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2.4.3.1 Matériau de base

Les éléments d’addition du métal de base déterminent sa réponse a la nitruration. Des
contraintes résiduelles deux fois plus élevées et une plus grande dureté de I"acier nitruré
31CrMoV9 conduisent & une résistance en fatigue supérieure a celle de I"acier Ck45
(Spies et Trubitz 1996a). Par contre, les deux matériaux ont une résistance en fatigue
interne semblable du fait d’une dureté de cceur équivalente. Seule change la transition
entre le mécanisme interne et le mécanisme externe qui intervient a une contrainte plus
élevée pour 'acier 31CrMoV9; sur la figure 2.31, la courbe associée a la fissuration

externe de 1'acier Ck45 serait décalée vers le bas par rapport a celle représentée pour

l'acier 31CrMoV9.

2.4.3.2 Couche de combinaison

Certains auteurs observent une influence de la microstructure de la couche blanche dans
le cas d'une fissuration externe. Rie et al. (1982) rapportent ainsi que la résistance en
fatigue d’un acier 34CrAlMo5 nitruré par voie plasma est légérement plus élevée pour
une couche blanche biphasée &(y’) que pour une couche monophasée y* plus douce. La
couche biphasée peut avoir une résistance en fatigue en fond d’entaille de 5 a 9 % plus
élevée (Spies er al. 1993; Spies 1993). Elle est plus épaisse et moins poreuse que la
couche monophasée et possede une ténacité et des contraintes résiduelles plus grandes.
Cependant, 1’auteur suppose que la présence d’un champ de contrainte entre les réseaux
cristallins des deux phases pourrait favoriser une microfissuration bien qu’un tel effet
n’ait pas été¢ observé. Par ailleurs, la couche blanche est plus sensible & 1’application
d’une surcharge et Terres et al. (2003) remarquent que 1’effet bénéfique de la nitruration
(ionique) peut étre diminué si la couche blanche est endommagée, par exemple par une

sollicitation en fatigue oligocyclique.

2.4.3.3 Profondeur de traitement
Li et al. (2000) constatent que, contrairement au bord lisse (figure 2.21), I’'acier 709M40
entaillé et nitruré rompt toujours a partir d une fissure de surface. Par ailleurs, alors que

sur bord lisse, la résistance (nominale) en fatigue flexion augmentait avec la profondeur
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de nitruration, en présence d’une concentration de contraintes, la couche la plus
profonde est moins performante que la couche la plus mince (figure 2.32). Ce résultat est
interprété comme un effet des contraintes résiduelles de compression qui sont de

100 MPa plus faibles dans la couche profonde.
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Figure 2. 32. Courbes S-N d’un acier 709M40 entaillé et nitruré par voie plasma (Li et
al. 2000)
Wei et Chen (1994) étudient ’effet de la profondeur de trempe apres chauffage
superficiel au laser et trempe d’un acier 4130. Le traitement n’affecte que les faces d’une
éprouvette plate (CT); la dureté et les contraintes résiduelles ne sont donc pas uniformes
sur tout le front de fissuration. Ils observent un ralentissement des fissures aprés trempe
superficielle. Ce retard a la propagation dépend directement du rapport de la profondeur
durcie sur I’épaisseur de 1’éprouvette plate CT. La propagation des fissures est ralentie
quand ce rapport évolue de 0,23 a 0.44 et elle est accélérée pour des profondeurs plus
grandes. Les contraintes résiduelles de compression, maximales pour un rapport de 0.44,
favorisent la fermeture des fissures et diminuent la variation efficace du facteur

d’intensité de contrainte AKey.

D’apres Ebert (1978), pendant la nitruration, les macrocontraintes (de compression)
augmentent alors que les microcontraintes diminuent du fait de la précipitation
discontinue qui provoque une relaxation partielle des contraintes résiduelles. Cette

relaxation se poursuit avec la nitruration de couches plus profondes. C’est pourquoi
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Mencik (1996) suggere que le rapport de la profondeur nitrurée sur le diametre de la
piéce en service soit maintenu inférieur a 0,1. La couche nitrurée doit étre juste assez
profonde pour contenir les fissures pouvant étre présentes dans la pi¢ce. Par ailleurs. les
contraintes résiduelles de compression ne sont stables que si la somme de la contrainte

appliquée et des contraintes résiduelles reste inférieure a la limite d’élasticité.

Sur bord lisse, I’amorcage est généralement interne (figure 2.33.a). Cependant, en
flexion, il existe un gradient de contrainte appliquée. Si la profondeur de nitruration
dépasse une valeur critique, I’amorgage peut avoir lieu en surface. En présence d’une
entaille, 1’amorcage se produit généralement en surface sauf si la profondeur de

nitruration est inférieure a une valeur critique définie par :

‘ o,z . .

z, = R[l _——“D( . )] Equation 2. 56
a,(0)

La distribution de contraintes est modifiée par la présence d’une entaille de sorte que la

limite de fatigue de la surface est généralement atteinte avant celle du cceur (figure

2.33.b). L endurance de I’acier nitruré est alors contrdlée par la dureté et les contraintes

résiduelles en surface.
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Figure 2. 33. Distribution de la limite de fatigue en flexion rotative pour (a) un bord
lisse et (b) une entaille (Mittemeijer 1983)



2.4.3.4 Contraintes résiduelles

L>amélioration de la résistance en fatigue apres un traitement de grenaillage est attribuée
a deux caractéristiques de la surface traitée : la dureté et les contraintes résiduelles (Lyu
et al. 1996). Ces deux effets ne sont pas physiquement dissociables et bien qu’il ne
semble pas possible d’étudier leurs influences respectives, leurs contributions a la limite

de fatigue de I’acier trait¢é sont supposces distinctes.

Les contraintes résiduelles générées par un traitement thermochimique peuvent étre
relaxées en fatigue oligocyclique mais en fatigue a grand nombre de cycles, cette
relaxation est moindre; leur effet est d’autant plus grand que le métal est dur. Il est
difficile de décrire I’influence des contraintes résiduelles indépendamment des autres
propriétés du matériau nitruré. Leur introduction s’accompagne toujours d’un
accroissement de la dureté superficielle qui joue également un role sur la résistance en
fatigue. D une maniere générale, les contraintes résiduelles de compression semblent
augmenter la contrainte d’amorcage en surface par un effet de contrainte moyenne et
elles augmentent la durée de vie de propagation en diminuant I’amplitude efficace du

facteur d’intensité de contrainte par un effet de fermeture.

Cowling (1986) mentionne une expérience d’Ebert datant de 1978 sur des aciers
cémentés qui a ¢t¢ menée de facon a obtenir des échantillons ayant, en surface, des
contraintes résiduelles de compression différentes mais une méme dureté. Les résultats
auraient montré que la limite d’endurance augmente avec les contraintes résiduelles de
compression. Ce résultat est toutefois a prendre avec réserve puisque Ebert aurait utilisé

des aciers de différentes trempabilités pour réaliser ses échantillons.

L’introduction de contraintes résiduelles de compression par laminage superficiel
augmente la limite de fatigue en fond d’entaille de 95 % pour un rayon de courbure de
I mm et de 182 % pour un rayon de 0.3 mm (Xu et al 1992; 1994). En traction-
compression, les contraintes résiduelles sont stables et réduisent le facteur d’intensité de

contrainte effectif. L interaction entre la contrainte alternée et les contraintes résiduelles



et une éventuelle relaxation de ces derni¢res doivent étre prises en compte (Xu ef al.

1996).

L’influence des contraintes résiduelles est difficile a distinguer de celle de la dureté.
Mazal et al. (1998) ont sollicité¢ en flexion 4 points un acier (0,54 %C, 0,71 %Mn,
1,46 %Si et 0.59 %Cr) traité par nitruration ou oxynitruration. Pour une méme
profondeur de diffusion, la dureté superficielle de I"acier oxynitruré est inférieure a celle
de I'acier nitruré et les microcontraintes résiduelles de compression sont diminuées de
moitié. L amélioration de la limite d’endurance est de 70 % aprés nitruration contre
seulement 59 % aprés oxynitruration. La fractographie ne permet pas de distinguer les
deux traitements; les fissures s’amorcent sur des inclusions fragiles d’alumine situées a
0.2 ou 0.3 mm sous la surface. Il est difficile d’attribuer la diminution des propriétés en
fatigue a la seule relaxation des contraintes résiduelles puisque I’oxynitruration conduit

aussi a un adoucissement de la surface.

2.4.3.5 Contrainte moyenne

Ziirn et Razim (1989) sollicitent en flexion des éprouvettes entaillées (K; = 1.5 et 2.,3) et
cémentées d'un acier 20MoCr4. L’effet d’entaille seul n’est pas étudié puisque aucun
essai sur bord lisse n’est reporté pour comparaison. Toutes les ruptures se produisent par
le mécanisme externe. La résistance en fatigue des échantillons cémentés montre une

dépendance lincaire vis-a-vis de la contrainte moyenne (figure 2.34).
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Figure 2. 34. Effet de la contrainte moyenne sur la limite de fatigue (locale)
d’éprouvettes entaillées (K, = 2,3) et cémentées (Ziirn et Razim 1989)
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Les contraintes résiduelles de compression diminuent la contrainte moyenne et par le fait
méme diminuent la sensibilité du matériau cémenté a la contrainte moyenne. Le métal
de base est toujours insensible puisque, quand la contrainte statique de tension
augmente, 1'amplitude de contrainte appliquée reste la méme. Sur le diagramme de
Goodman-Smith, I'acier cémenté et I'acier de base se croisent pour une valeur critique
de la contrainte moyenne. Au-dessous de cette valeur, le matériau cémenté a une
résistance en fatigue supérieure a celle du métal de base. Cependant. si le traitement
introduit des discontinuités dans la microstructure (austénite résiduelle, fissures). cette

amélioration disparait aux chargements a contrainte moyenne élevée.

2.4.3.6 Effet d’échelle

En flexion rotative, une fissure amorcée a la contrainte nominale de flexion en surface
doit se propager dans un gradient de contrainte décroissant. Plus le diametre de
I’éprouvette est faible, plus le gradient de contrainte est ¢levé et plus la limite de fatigue
est grande par rapport a la limite de fatigue d’une éprouvette sollicitée en traction-
compression. La flexion rotative est soumise a un effet d’échelle (§ 2.2.2.3). Pour un
acier nitruré, ’effet d’échelle est encore plus important (figure 2.35.a). La fissure
s"amorce en interne et une contrainte nominale élevée doit étre appliquée en surface
pour atteindre en sous-couche une contrainte critique. Plus la profondeur de nitruration

augmente, plus le gradient de contrainte augmente et plus I'effet d’échelle est important.

En présence d'une entaille, le gradient de contrainte est encore plus ¢levé et 'effet
d’échelle est accentué (figure 2.35.b). Grace a la nitruration, la limite de fatigue du métal
de base est multipliée au mieux par 1,35 sur bord lisse et jusqu’a 2,04 en présence d’une
entaille. Les échantillons ayant les plus petits diameétres ont une limite d’endurance en
entaille supérieure a celle sur bord lisse. Le gradient de contrainte est trés élevé, la
contrainte maximale est suffisante pour amorcer une fissure a la surface nitrurée et la

grande résistance en fatigue de cette derniere est pleinement utilisée.

Pour des éprouvettes de faible diametre, la transition mécanisme interne vers mécanisme

externe se produit pour un coefficient K, d’environ 1.4 tandis que pour une piece de
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50 mm de diametre, la rupture peut s’amorcer en interne jusqu'a un coefficient K, aussi
grand que 4 (Spies et Trubitz 1996a). Quand le diametre de 1'éprouvette augmente (de
7.5 mm a 38 mm). la transition se produit pour un coefficient K; plus grand et la limite
de fatigue interne ne présente plus I'augmentation avec K, observée sur la figure 2.31; le

gradient de contrainte est beaucoup plus doux.
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Figure 2. 35. Effet d’échelle sur la fatigue en flexion rotative d’échantillons (a) lisses
ou (b) entaillés (Spies, Kloos ef al. 1996)

2.4.4 ANALYSE QUANTITATIVE DE LA FISSURATION EN FOND D’ENTAILLE

2.4.4.1 Concept de limite de fatigue locale

2.4.4.1.1 Modification du concept original
Pour étendre le modele de limite de fatigue locale aux éprouvettes entaillées, Lang
propose 1’équation suivante ou il introduit un coefficient Kyestimé a partir d une formule

ressemblant a celle de Siebel et Stieler (Schijve 2001) :

R=-1 _ {0 .
S[L‘)HI(H//U — O-[) (0) l - O-m()." + O-’ ( ) Ofl Kf = —K-_ Equatlon 2. 57
K, 1,33R,, 1420 Jz
HV(0)

Quant a I'approche avec le parametre SWT (équation 2.52), celle-ci peut étre modifiée

pour prendre en compte la présence d’une entaille (Spies er al. 1994) et I'effet des
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contraintes résiduelles. En utilisant o™ ' estimé par 1’équation 2.51 de Kloos et Velten

comme critére, la limite de fatigue pour un amorgage en surface s’écrit :

SWT = \/(0", +0,, +0, (0)) o,xK, =c)" Equation 2. 58

noy
En résolvant le polyndme du second degré ainsi obtenu, on en déduit la contrainte

nominale a la limite de fatigue S, .

R=-1 -
SIU)”M/”U - % (O-lnr)_\f + 07' (O))2 * 4[21)——@—)] - (G’”“)' + O'/. (O)) Equaﬁon 2 59

L’équation 2.59 corrélerait mieux les résultats en fond d’entaille que 1’équation 2.57.

Le concept de fatigue locale s’adapte aussi bien au bord lisse qu’aux entailles mais la
position du site d’amorgage doit étre connue (figure 2.26). Pour un amorcage interne,
Tan suppose les contraintes résiduelles négligeables et il considére une profondeur
d’amorgage z,, qui dépend de la profondeur de nitruration z, et du gradient de
contrainte y. La limite de fatigue interne au fond d’une entaille douce dépend de la dureté

a coeur, qui détermine la valeur de o=, ainsi que de la profondeur de traitement et de

la géométrie d’éprouvette, qui influent sur la profondeur d’amorgage et le gradient de

contrainte :
1 1
X = Z = (do./dz)max
sznax
R=-1
Comae 01z, ) n (z ) |o L :
entaille __ 7~ a.max 1) am ) "Te \Zam a.max :
Syt = © T = - Equation 2. 60
/ - Zam/,{ Kl O-l) L T fam
K
- — [
n, (4 am ) - KI a4z,

L’équation 2.60 ne s’applique que sur bord lisse ou au fond d’une entaille trés douce car
elle ne prend en compte que le gradient de flexion (y =1/L =2/D) et néglige le gradient
de contrainte de 1'entaille. Pour prendre en compte ce dernier, le gradient y de 1’équation

2.60 est remplacé par un gradient « moyen » égal a (,1/ texion + 0.5 ;(L,n,w,,(,). La limite



d’endurance calculée corr¢le les points expérimentaux de la figure 2.31 pour un
amorcage sous la surface. La difficulté est d’évaluer z,,. On peut faire ["hypothése que
Zam = Zn, C€ qui est vrai pour les gradients de contrainte les plus abrupts. Pour un gradient
doux. I'expérience montre qu’il faut plutét considérer une zone d’amorcage possible,
étalée sur une certaine distance derriére 1'interface entre la couche et le cceur, qu’une
profondeur ponctuelle z,,. Par ailleurs, rien ne justifie que la limite de fatigue interne
soit égale a la limite de fatigue op®~ ! mesurée a la surface du métal de base comme le

suppose 1’équation 2.60.

Spies réalise une synthése des approches qui, selon lui, sont les plus efficaces, tout en
distinguant explicitement le cas d’une fissure interne du cas d’une fissure externe. La
limite de fatigue en fond d’entaille dépend de la structure de la couche, de I'effet
d’entaille, de 'effet d’échelle, de la géométrie de 1'éprouvette et de la rugosité de la
surface (Spies ef al. 1994). Pour une entaille douce ou un bord lisse, I’amorgage interne
a une profondeur z,, est le cas le plus probable et la limite d’endurance est calculée a
partir d’'une équation semblable a (2.60) mais ol une valeur locale de K, est considérée
(Spies et Trubitz 1996b). Connaissant la distribution de K, grace a un calcul par éléments

finis, la limite de fatigue peut étre calculée par (/bid.) :

N

S]c)nla/ll« — ne( am )) O_Iii=*] (Zam ) Equation 2.61

Kl ( oam

La limite de fatigue interne d’échantillons lisses ou avec une entaille douce peut s’écrire

&

a partir de I’équation 2.60 ou 2.61 mais celle-ci ne prend pas en compte la dépendance
de K vis-a-vis d’une contrainte moyenne ou de contraintes résiduelles et elle néglige
I’existence possible de fissures non propageantes. Au fond d’une entaille sévere,
I’amorgage a lieu en surface. La limite de fatigue peut étre estimée par 1’équation 2.59
qui prend en compte I’effet des contraintes résiduelles en surface mais néglige leur

distribution en profondeur et leur influence sur la propagation des fissures.

Le modele de fatigue locale n’est valable que dans la mesure ou seul ’amorgage est

considéré or, dans les pieces en service, la concentration de contraintes peut étre
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suffisamment importante pour que la propagation représente une part non négligeable de

la durée de vie.

2.4.4.1.2 Prise en compte de I’effet d’échelle

Afin d’améliorer la prédiction en prenant en compte ’effet d’échelle, Kern et Spies
(1993) utilisent une méthode développée par Kogaev et Serensen, qui s’appuie sur la
statistique de Weibull et qui définit un « design effect factor » se substituant au

coefficient de concentration de contraintes :

2K .
K, = : = 2K, Equation 2. 62

S (CPATICP2N I B ((PA LD

L’équation 2.62 utilise pour référence une éprouvette lisse de 7.5 mm de diametre

sollicitée en flexion rotative ((//y)y = 88.35 mm?). Le parametre / représente la longueur
efficace statistique, ¢’est-a-dire la longueur du volume sollicité sous forte contrainte. 11
est défini comme une dimension de la section de 1’éprouvette qui, pendant un cycle de
sollicitation, est soumise a la contrainte maximale. Par exemple, un échantillon
cylindrique de diametre D sollicité en flexion rotative aura une longueur / = zD. v, est
une grandeur du matériau qui dépend de la sensibilité a I’effet d’entaille et a 1'effet
d’échelle. Trois paramétres sont pris en compte dans 1’effet d’échelle : K,, y et [; les
deux derniers fixent la taille de la zone d’amorgage possible. Des pieces, de forme et de
taille différentes et soumises a des sollicitations différentes, auront un méme
comportement si elles possédent le méme rapport I/y (Spies et al. 1994). La similitude
implique que les éprouvettes supportent une méme tension maximale pour une méme
quantité de matiere. Ce modele a été développé pour des picces homogenes, non traitées
en surface. En flexion rotative (figure 2.31), Spies a fait varier K, et y en utilisant des
entailles identiques a ’exception du rayon de courbure. L'utilisation de K, améliore

I’estimation de la limite de fatigue en surface.

Ce modele n’est, de 'aveu méme de Spies, qu'une premiere approche qui ne rend pas

compte de tous les résultats expérimentaux. Par exemple, il faudrait prendre en compte



la propagation et 1'éventuel arrét des fissures sous I'influence des contraintes résiduelles
de compression. La déformation est supposée élastique méme en fond d’entaille. De
plus, dans le cas d’une fissure externe, une augmentation des contraintes résiduelles de
compression au-dessous de -400 MPa ne provoque pas d’amélioration supplémentaire
contrairement a ce que prévoit le parametre SWT. Le comportement en fatigue de
matériaux tres durs ne peut étre extrapolé a partir de lois élaborées pour des matériaux

ductiles.

2.4.4.2 Modeéle du matériau composite

Bruder et Seeger (1995; 1996) combinent leur modéle de matériau composite avec une
approche de déformation locale pour estimer une durée de vie d’amorgage. La relation
entre la contrainte et la déformation en fond d’entaille est estimée par une méthode
analytique (loi de Seeger-Beste) ou par un calcul par éléments finis en considérant que le

matériau traité équivaut a un matériau multicouche.

Le modéle du matériau multicouche ou composite (§ 2.3.4.3) permet de calculer le
comportement contrainte/déformation sur bord lisse. Il ne s’applique que si la couche est
suffisamment mince pour ne pas influencer la déformation de la piece et pour que le
cceeur reste libre de contraintes résiduelles. La déformation totale de la couche est

supposée égale a la somme de la déformation appliquée et de la déformation résiduelle.

En présence d’une concentration de contraintes, si la profondeur de la couche est du
méme ordre de grandeur que le rayon de I’entaille et qu’il se produit de la déformation
plastique, la couche va influencer la déformation du cceur et un calcul élastoplastique par
¢léments finis est nécessaire. Le calcul nécessite de connaitre les courbes o - ¢ cycliques

de la couche et du coeur.

La validit¢ du mode¢le est vérifiée sur un acier Ck15 nitrocarburé et sur un acier
42CrMo4 grenaillé ou nitruré. La prédiction est assez bonne pour une entaille douce
(K;=2.1) mais elle est plus précise pour le grenaillage, qui n’introduit pas de
durcissement significatif de la surface, que pour la nitruration dont elle surestime

légérement la performance. Dans le cas d’une entaille sévére (K, =4) et pour un acier
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nitrocarburé, elle est plutét conservatrice car elle ne prédit pas le nombre de cycles de

propagation.

2.4.4.3 Amorcage et propagation d’une fissure dans un champ de
contraintes résiduelles

Nadkarni et Flavell (1986) ont sollicité en flexion 3 points des éprouvettes entaillées
(K;=2.26 et 1,69) d’un acier En32 cémenté, carbonitruré ou nitrocarburé. La contrainte
maximale (0. = 0, + ;) étant a son plus haut en fond d’entaille en dépit des
contraintes résiduelles de compression, ¢’est 1a que s’amorce la fissure. L amorcage et la
longueur des fissures sont suivis par la technique de chute de potentiel. Selon les
auteurs, la nature et la profondeur du traitement n’influencent pas la durée d’amorgage

Nam (figure 2.36) :

N, =CAK,,,." avec C; = 803x10" etm = -7,107 Equation 2. 63

am entaille

ou AK,uqe €st un facteur d’intensité de contrainte décrivant le champ de contrainte en

avant du fond d’entaille.
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Figure 2. 36. Effet d’un traitement de surface sur le nombre de cycles d’amorgage
(Nadkarni et Flavell 1986)
Les résultats montrent que la dispersion des vies d’amorcage est plus importante pour les
matériaux traités que pour le matériau de base. Cet effet serait dii aux contraintes
résiduelles que 1’é¢tude néglige. De plus, au-dela d’une certaine intensité de contrainte,

les matériaux traités ont une durée d’amorgage plus courte que le matériau de base



(figure 2.36), ce que Nadkarni et Flavell expliquent par une ductilité cyclique plus faible
et une légere consolidation de la surface traitée par rapport au métal de base. Par contre,
ils constatent que les constantes C et m de la loi de propagation varient d’un traitement a
I’autre. La résistance a la propagation des aciers traités est supérieure a celle du métal de
base. La fissure, amorcée en surface, se propage dans la couche traitée qui, par sa grande
résistance a la déformation plastique et ses contraintes résiduelles, ralentit la fissure. Xu
et al. (1994), qui ont aussi utilisé la technique de chute de potentiel, observent une
diminution de la vitesse de propagation dans un acier 5140, entaillé¢ (K, = 2,85) et soumis
a un laminage superficiel, sollicité¢ en traction-compression. Les contraintes résiduelles
de compression introduites par le traitement de précontrainte s’étendent jusqu’a plus
I mm de profondeur. Elles augmentent l’endurance et la résistance en fatigue,
I’amélioration la plus élevée concernant la limite d’endurance. La figure 2.37 montre
trois stades. Initialement, la vitesse croit avec la longueur de fissure car les contraintes
résiduelles sont relaxées en surface. Puis, les contraintes résiduelles jouent pleinement
leur role (0,3 a 1 mm) et la vitesse de propagation stagne avant de réaugmenter pour des
fissures plus longues. Le ralentissement est attribué a un effet de fermeture ou

P ormenre/ Pmax atteint 0.5 ou 0,6 tandis qu’il n’est que de 0,2 dans le métal de base.
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Figure 2. 37. Evolution de la vitesse de propagation avec la longueur de fissure pour
un acier 5140 entaillé et laminé superficiellement ou poli (Xu et al. 1994)
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La diminution de la vitesse de propagation sous I'influence des contraintes résiduelles
peut étre prise en compte a I’aide d’un facteur d’intensité de contrainte effectif qui tient
compte du facteur d’intensité de contrainte appliqué et du facteur d’intensité de
contrainte résiduelle K,.,. L évolution de celui-ci avec la longueur de fissure peut se
calculer comme [’action des contraintes résiduelles de compression qui agissent
perpendiculairement aux levres de la fissure (Kim er al. 1982). Une paire de forces

ponctuelles P (figure 2.38) génére un facteur d’intensité de contrainte en fond de

fissure :
K = % Y[f, %) Equation 2. 64
m \a

La distribution des contraintes résiduelles est prise en compte en remplagant la charge P

par o,.x-dxet en intégrant sur la longueur de fissure a :

a 2 d 1 )
K, = _[ o= Y(E,i) = lewfﬂG,‘Y(-{,—a—jd(ij Equation 2. 65
5 Nm a D) ; \n a D) \a

Figure 2. 38. Schéma d’une fissure soumise a une paire de forces ponctuelles P

A R,=-1. I'amplitude du facteur d’intensité de contrainte 4K, peut étre remplacée par
Ko (U=10.,5) si on néglige la plasticité. Les contraintes résiduelles de compression
abaissent K, de la quantité prévue a 1'équation 2.65. Une fissure de surface ne se
propage que si la différence entre le facteur d’intensité de contrainte dii a la charge
appliquée et le facteur d’intensité de contrainte dii aux contraintes résiduelles de
compression (considéré comme positif) est supérieure au seuil de propagation AK;. Cela

permet aux auteurs d’estimer une longueur de fissure critique, qu’ils associent a la



longueur a; d’une fissure amorcée. En supposant un pic de contraintes résiduelles situé
en surface, pour une charge donnée. plus les contraintes résiduelles sont élevées, plus la
longueur de fissure critique est grande. Dans les pieces cémentées ou nitrurées. le pic de
contraintes résiduelles peut se trouver a une certaine profondeur; la fissure se propage
alors dans le champ de contraintes résiduelles avant d’en ressentir 1’effet (figure 2.39).
Dans le cas particulier ou le pic de -345 MPa se trouve a 1 mm sous la surface d’un acier
cémenté sollicité en flexion a 625 MPa, une fissure amorcée de 0,25 mm aurait une taille
suffisante pour se propager jusqu’a 1 mm mais, a cette profondeur, le facteur d’intensité
de contrainte effectif diminue a cause du profil de contraintes résiduelles et la fissure

peut s’arréter si la charge appliquée n’augmente pas.
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Figure 2. 39. Modification du facteur d’intensité de contrainte sous I’effet d’un champ
de contraintes résiduelles typique de la cémentation (Kim et al. 1982)



2.5 SYNTHESE DE LA BIBLIOGRAPHIE
A la lecture de la bibliographie, une premiére constatation s’impose : la plupart des
articles s’appuient sur des essais en flexion rotative et insistent sur I’augmentation de la
limite de fatigue avec la profondeur du traitement de surface. Les effets conjugués du
gradient de flexion et de la profondeur de traitement agissent sur la contrainte locale au
site d’amorgage interne et sur le volume sollicité. D une part, une contrainte nominale
élevée doit étre appliquée en surface pour créer a I'interface entre la couche et le ceeur
une contrainte suffisante au développement d’une fissure. Lorsque la profondeur du
traitement augmente, la limite de fatigue nominale augmente bien que la fissuration
interne s’amorce toujours pour une méme contrainte locale. Si les résultats en fatigue
flexion sont reportés non plus en fonction de la contrainte nominale mais en fonction de
la contrainte locale au site d’amorgage, I’effet de la profondeur de nitruration n’est plus
si important. D autre part, la zone d’amorgage possible pour une fissure interne est
confinée a I’interface entre la couche nitrurée et le coeur car le volume sollicité sous forte
contrainte est bien plus faible sur les éprouvettes de flexion rotative que sur les
éprouvettes de fatigue axiale. Les essais en flexion rotative, méme sur bord lisse. sont

soumis a un effet d’échelle supérieur a celui observé pour le métal de base.

Le comportement en fatigue de 1’acier nitruré dépend du niveau de contrainte appliquée
ou de la durée de vie considérée. En fatigue oligocyclique, la nitruration n’améliore par
la durée de vie et peut méme la diminuer a cause de la faible ductilité de la couche. En
fatigue a grand nombre de cycles. une augmentation de la durée de vie est rapportée et
I’acier nitruré rompt a partir d’un ceil-de-poisson amorcé a coeur. La littérature fait état
d’une vie en fatigue, au moins pour la fatigue aux grands nombres de cycles, gouvernée
par ’amorcage. Cependant, I'importance du nombre de cycles d’amorgage par rapport

au nombre de cycles total a la rupture est difficile a quantifier en interne.

Que la surface nitrurée comprenne ou non une couche blanche ne semble pas important
a moins que les porosités de cette couche ne jouent le réle de microentailles ou que

I'acier rompe par un mécanisme de fissuration externe. L’étude de I'influence de la



couche de combinaison sur la fatigue sur bord lisse présente peu d’intérét. Une
éprouvette lisse nitrurée rompant le plus souvent par un mécanisme de fissuration
interne a peu de chance de voir sa durée de vie influencée par la couche de combinaison

en surface.

Pour une sollicitation en flexion, le site d’amorgage est situé juste sous la couche de
diffusion. Par conséquent, plus I’épaisseur de la couche augmente et plus I’amorgage est
repoussé a I'intérieur de I'éprouvette pour des contraintes appliquées en surface toujours
plus élevées; la limite de fatigue de l'acier nitruré augmente continllment avec la
profondeur de nitruration. Cependant, plusieurs auteurs font état d’un rapport surface
nitrurée sur surface de cceur critique, autrement dit d’une profondeur de nitruration
limite au-dela de laquelle ils ne constatent plus d’amélioration des proprié¢tés en fatigue.
Dans certains cas, ils observent méme une dégradation de ces propriétés, que Cowling
(1986) explique par une augmentation des contraintes résiduelles de tension du cceur
avec les longues durées de nitruration. L’effet néfaste de ces contraintes résiduelles de
traction est aussi relevé par Castex er al. (1987). La localisation de la zone d’amorgage
sous la couche de diffusion d’une éprouvette sollicitée en flexion ne serait pas seulement
due au confinement du volume sollicité mais aussi a la présence d’un pic de contraintes
résiduelles de traction a I’interface entre la couche et le cceur. Cette nocivité possible des
contraintes résiduelles du cceur nécessite une étude sous chargement axial.
L’amélioration de la résistance en fatigue de la surface nitrurée semble résulter du
durcissement de la surface et de I’introduction de contraintes résiduelles de compression.
D’une part, la surface nitrurée dure diminue la ductilit¢ de la surface de sorte que la
déformation plastique locale nécessaire a I’amorgage d’une fissure est plus difficile a
atteindre. D’autre part. les contraintes résiduelles de compression s opposent a la
propagation de fissures a partir de la surface et diminuent la sensibilité¢ aux défauts de
surface. Cependant, selon Xu er al. (1996), & R, = -1, la partie négative du cycle de
fatigue risque de relaxer les contraintes résiduelles de compression diminuant ainsi les
bénéfices d'un traitement de précontrainte. Bien qu'une évaluation de la stabilité des

contraintes résiduelles s’impose, elle est rarement réalisée.



L’influence des traitements de parachévement par oxydation ou trempe sur la fatigue des
aciers nitrurés est peu ¢tudiée dans la littérature malgré 1'importance d'un traitement

comme | oxydation sur le plan industriel.

L’effet des contraintes résiduelles sur la limite de fatigue de 1’acier nitruré est soit estimé
a travers une relation de type Goodman, soit a travers un facteur d’intensité de contrainte
effectif. Dans le premier cas, les contraintes résiduelles sont assimilées a une contrainte
moyenne alors que dans le second, leur effet sur la fermeture des fissures courtes est pris
en compte. [’analyse quantitative de la fissuration, en particulier celle dérivée du
modele de fatigue locale de Woodvine, s’applique souvent a des essais en flexion
rotative sur bord lisse ou sur des €prouvettes entaillées pour lesquelles gradient de
flexion et effet d’entaille se superposent. Le principe de base des analyses quantitatives
est souvent le méme. La contrainte effective dépend des distributions de la contrainte
appliquée et des contraintes résiduelles, ces dernieres étant prises en compte par
I’équation de Goodman ou par le parametre SWT. La fissuration se produit la ou la
distribution de contrainte appliquée coupe la distribution de la limite de fatigue locale,

qui est une fonction de la dureté et des contraintes résiduelles.

En présence d’une entaille, I’augmentation de la résistance en fatigue apportée par la
nitruration est bien plus importante que sur bord lisse. Une entaille nitrurée peut méme
avoir une résistance en fatigue supérieure a celle sur bord lisse comme le soulignent
Spies ef al. (1993). Toutefois, cette amélioration ne s'étend pas a la fatigue
oligocyclique. domaine pour lequel De la Cruz et al. (1998) observent que la courbe de
fatigue de ’acier nitruré rejoint celle du métal de base. En présence d une concentration
de contraintes, le mécanisme de fissuration externe est le plus probable bien qu’un
gradient de contrainte suffisamment doux permette encore un amorcage interne
(Overbeeke et Van Lipzig 2000). En fond d’entaille, la couche la plus profonde, mais
avec des contraintes résiduelles et une dureté plus faibles que pour une couche mince,
n’est pas nécessairement la meilleure contrairement a ce qui était observé sur bord lisse
(L1 et al. 2000). Si une fissure s’amorce a la surface nitrurée, la dureté et les contraintes

résiduelles de la couche nitrurée exercent pleinement leur influence. Les observations



tfractographiques reportées dans la littérature pour une fissure se propageant a partir d’ un
fond d’entaille sont parfois contradictoires. Il est difficile de savoir si la fissure s’amorce
a I'intérieur de la couche de combinaison comme le soutiennent Terres ef al. (2003) ou
si la surface nitrurée rompt de facon fragile avant qu’une fissure de fatigue ne se propage
dans le cceur comme le proposent Jack et Winnik (1979). Une analyse quantitative du
comportement en fatigue des aciers entaillés nitrurés a été proposée par Spies. Ce
dernier propose, comme pour le bord lisse. une prédiction de la limite de fatigue basée
sur une condition d’amorcage de la fissure. Cependant. au fond d’une entaille sévére,
une fissure peut s’amorcer et ne pas avoir une contrainte suffisante pour se propager, ce
que la méthode de fatigue locale de Spies ne permet de prédire. Plutdt que ’approche de
Spies basée sur un comportement élastique et un coefficient de concentration de
contraintes effectif, Bruder et Seeger (1995) utilisent une approche de déformation

locale pour prédire une durée de vie d’amorcage.
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IIT OBJECTIFS

L’étude bibliographique nous permet de définir, dans ses grandes lignes, le
comportement en fatigue d’un acier dont la surface a ¢té renforcée par un traitement
comme la nitruration. Par ailleurs, elle met en évidence certaines voies a développer
pour une meilleure compréhension du phénomene. Les themes abordés dans la synthese

de la bibliographie permettent de détailler les objectifs énoncés dans I'introduction.

Un premier objectif sera de réaliser les essais en fatigue de cette étude dans des
conditions ou toute la section de ’éprouvette de fatigue est soumise a une contrainte
uniforme, ¢’est-a-dire en fatigue axiale sur bord lisse, ce qui permet de minimiser 1’effet
d’échelle (Limodin ez al. 2003). Plus le volume sollicité sous contrainte homogene est
large, plus la probabilité d’y trouver un gros défaut sera élevée. La durée de vie en
fatigue associ€e a ce gros défaut, représentatif d’un large échantillon de matiere, offrira
donc une estimation sécuritaire de la vie en fatigue du matériau considéré. La conception
de I’éprouvette de fatigue fera 1’objet d’essais préliminaires afin de sélectionner la
géométrie offrant le plus grand volume sollicité tout en s’assurant qu’il n’y ait pas de
risque de flambement de I’éprouvette. Enfin, les essais en flexion rotative ne permettent
pas d’étudier I'influence d’une contrainte moyenne, influence que nous étudierons par
des essais en traction répétée (R, = 0) que nous comparerons a ceux réalisés en traction-

compression (R,=-1).

Le mécanisme de fissuration interne en ceil-de-poisson est fondamentalement le méme
que I’acier soit nitruré ou non mais en I’absence d’un traitement qui vient renforcer la
surface, ce mécanisme ne conduit a la ruine de I’¢chantillon que pour les tres longues
durées de vie. Par conséquent, il est appropri¢ de s’appuyer sur I’abondante littérature
traitant de la fissuration interne des aciers dans le domaine des trés longues durées de
vie, et en particulier sur les travaux de Murakami et «l., pour étudier le méme

phénomene dans les aciers nitrurés. L’étude des facteurs influents comme la
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composition chimique, la taille et la position des inclusions non métalliques sera réalis¢e
a partir des observations fractographiques des éprouvettes rompues en fatigue;
I'influence de la position et de la taille des inclusions sur la fatigue ne pouvant étre
étudiée qu’a 1’aide d’un essai sous contrainte uniforme. A défaut de pouvoir mesurer
réellement les durées d’amorgage et de propagation en interne, certaines méthodes de
prédiction de la durée de vie proposées par la littérature seront appliquées afin de
vérifier la dépendance du mécanisme de fissuration interne par rapport a certains

parametres comme la taille d’inclusion, les contraintes résiduelles de traction.

Les parametres de nitruration seront sélectionnés par Nitrex pour donner une couche
blanche de quelques micrometres. L’amélioration de la résistance en fatigue sera ainsi
évaluée dans des conditions ou la résistance a I’usure est généralement augmentée. De
cette fagon, méme si I’influence de la couche blanche sur I’amorgage de fissures de
surface ne peut étre correctement évaluée, son effet sur le comportement en fatigue sera

pris en compte.

L’influence de la profondeur de nitruration sur le comportement en fatigue sera étudiée
sur des éprouvettes soumises a une contrainte appliquée uniforme en traction-
compression pour éviter une augmentation artificielle de la résistance en fatigue due au
gradient de contrainte. Trois durées de traitement seront réalisées afin d’obtenir trois
profondeurs de diffusion suffisamment distinctes pour explorer I'influence de la
profondeur de nitruration sur le comportement en fatigue. La question se pose
notamment de savoir si la transition d’un mécanisme de fissuration externe vers un
mécanisme de fissuration interne dépend du gradient de microstructure générée par la
nitruration et, en particulier, de la profondeur de nitruration. Il est difficile d’étudier
séparément les influences respectives, sur le comportement en fatigue de ’acier 4140, de
la dureté et des contraintes résiduelles, qui ont pour origine les mémes phénomenes.
L’influence de la durée de nitruration sur la microstructure de 1’acier traité sera évaluée
par des filiations de microduret¢ et des mesures de distributions de contraintes

résiduelles. L évolution de la profondeur de durcissement, de la dureté superficielle et
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des contraintes résiduelles avec le temps de nitruration pourra ainsi étre élucidée et des
recommandations pourront étre faites quant a la profondeur de traitement la plus propice
a assurer une bonne résistance en fatigue. De plus, afin de vérifier la stabilité des
contraintes résiduelles de compression pendant un chargement cyclique, des mesures
seront réalisées apres mille cycles de fatigue au plus haut niveau de contrainte appliqué

pendant les essais.

L’influence d’un traitement de parachévement sera évaluée sur la profondeur de
traitement définie comme optimale a 1’étape précédente. La post-oxydation est utilisée
pour améliorer la résistance a la corrosion en brouillard salin de I’acier nitruré et donner
a la piece un fini noir esthétique. Son influence sur la microstructure sera évaluée a
partir de filiations de dureté et de mesures de contraintes résiduelles. De méme, 1’étude
de l'influence d’un traitement de trempe, réalisé directement au sortir du four de
nitruration, permettra d’évaluer par exemple I'importance des contraintes résiduelles

d’origine thermique.

Les deux voies possibles pour prendre en compte I’effet de la nitruration sur la fatigue
seront explorées. D’ une part, nous étudierons 1’aptitude d’une formule modifiée de type
Goodman a représenter I’effet des contraintes résiduelles et de la dureté sur la contrainte
d’amorgage. D’autre part, nous évaluerons la possibilité d’expliquer I’amélioration de la
résistance en fatigue de la surface nitrurée par un ralentissement des fissures courtes
dans un champ de contraintes résiduelles de compression qui augmentent I’effet de
fermeture exercé sur ces fissures. Notons que ces deux méthodes supposent un
comportement élastique. Comme le suggérait Ebert dés 1978, I’acier nitruré peut étre
assimilé a un matériau composite. Quand la contrainte appliquée au composite est
suffisante pour que le cceur subisse une déformation plastique, la redistribution des
efforts entre la couche et le coeur doit étre prise en compte, ce qui peut étre difficile a
réaliser de facon analytique. En réduisant le probléme d’un acier doté d’un gradient de
microstructure & un probléme de bimatériau constitué d’une couche dure et d’un cceur

ductile, le cas pourra étre reproduit et analysé a 1’aide du logiciel Forge 2 élastoplastique



finis. Les propriétés du matériau de cceur, ou métal de base, et de la couche nitrurée, qui
sera simulée par une éprouvette nitrurée a cceur, seront évaluces séparément. Ces
données permettront de simuler par éléments finis 1’état de contrainte et déformation du
ceeur et de la couche et ainsi de mieux comprendre le comportement en fatigue du

composite.

Pour étudier I'influence de la sévérité d’une entaille sur le mécanisme de fissuration et
sur I’amélioration de la résistance en fatigue axiale, la premiere étape consiste a choisir
la géométrie des échantillons. Un calcul par éléments finis a I’aide du logiciel Forge 2
élastoplastique permettra de calculer le gradient de contraintes au fond d’une entaille en
V axisymétrique et d’ajuster le rayon de courbure afin d’obtenir le gradient souhaité. Les
trois entailles seront choisies pour étre représentatives du gradient de contrainte

existant :

¢ Au pied de denture d’un engrenage de transmission d’une machine utilisée en
métallurgie des poudres et dont le schéma et les caractéristiques nous ont ét¢ fournis

par Nitrex,
+ Dans une éprouvette lisse de 4 mm de diametre sollicitée en flexion rotative,
+ Et, au fond d’une entaille sévére.
Le but visé dans chacun de ces trois cas est de :

¢ Evaluer I’influence de la nitruration sur une éprouvette entaillée représentative d’une

piece en service, en |’occurrence un engrenage,

¢ Evaluer ’effet d’un gradient de flexion rotative sur la courbe de fatigue du métal de

base et de 1’acier nitruré,
¢ Evaluer I’influence de la nitruration sur une entaille particuliérement sévere.

L’effet d’entaille sera d’abord évalu¢ sur 1’acier 4140 de base. La validité de certaines
approches de prédiction de I’effet d’entaille bas€es sur la contrainte ou sur la

déformation locale sera évaluée et discutée. L’effet d’entaille sur 1’acier nitruré sera
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étudi€ pour la profondeur de nitruration que 1’étude sur bord lisse aura permis de définir
comme suffisante. L influence de la présence d’une entaille sur le profil de diffusion de
I’azote et le profil de dureté, qui en découle, sera vérifiée. Pour des géométries avec des
angles aigus ou le gaz peut avoir des difficultés a circuler, une pénétration plus faible de
I’azote est possible. L’effet d’entaille sera exploré tant au niveau de la morphologie des

cassures que des courbes de fatigue.
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IV FATIGUE AXIALE SUR BORD LISSE

4.1 MATERIAU, EPROUVETTES ET TRAITEMENTS

4.1.1 MATERIAU DE BASE

La nitruration gazeuse est réalisée sur un acier au carbone faiblement allié de nuance
AISI 4140. Cet acier est couramment utilisé pour la fabrication d’engrenages, d’arbres et
de moules d’injection pour matiere plastique (Terres et al. 2003). Des barres. de
31,75 mm de diamétre, formées par laminage a chaud, sont fournies dans la condition
normalisée. Elles subissent ensuite un traitement thermique qui confére a la piece
nitrurée une sous-couche résistante. La nitruration doit étre réalisée a une température
inférieure de 30°C a celle du dernier revenu afin de minimiser les distorsions et
I’évolution du métal de base pendant la nitruration. Par conséquent, les barres de 4140.
soumises a une austénitisation a 815°C suivie d’une trempe a l'huile, subissent un
revenu en bain de sels a4 une température de 580°C. Du fait de la température plutot
¢levée, le revenu ne dure qu’une heure et demie. Néanmoins, il est possible que les
¢léments d’alliage aient le temps de diffuser et de former des carbures, ils ne seront alors
plus disponibles pour la nitruration qui sera réalisée a 550°C. Des aciers identiques
soumis a des revenus légérement différents peuvent présenter des différences de dureté

non négligeables apres nitruration.

4.1.2 EPROUVETTES

4.1.2.1 Pour la traction monotone

Les éprouvettes de traction sont usinées, aprés le traitement thermique de trempe et
revenu, selon les dimensions données sur les figures 4.1 et 4.2 dans le respect de la
norme ASTM E8 (American Society for Testing and Materials - Committee on
Mechanical Testing 1998). L’éprouvette cylindrique a section constante représentée sur

la figure 4.1 est utilisée pour caractériser le matériau (trempé et revenu) de base et le
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matériau nitruré. La longueur de jauge (L;) de I’extensometre utilisé pour mesurer la
déformation longitudinale est de 42,67 mm. L’éprouvette mince a section rectangulaire
représentée sur la figure 4.2 permet de caractériser la couche de diffusion de I’acier 4140
nitruré indépendamment du cceur. Elle est usinée dans les mémes barres de 4140 que les
éprouvettes cylindriques. Son épaisseur de 1,6 mm est choisie de facon a pouvoir
nitrurer 1’échantillon sur toute son épaisseur avec une dureté aussi uniforme que
possible. Deux extensometres sont nécessaires pour mesurer la déformation dans le sens

longitudinal (Ly = 25 mm) et dans le sens de la largeur (Lo = 10 mm).
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Figure 4. 1. Géométrie de I’éprouvette de traction cylindrique
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Figure 4. 2. Géomeétrie de I’éprouvette de traction mince a section rectangulaire
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4.1.2.2 Pour la fatigue

Des éprouvettes de fatigue axisymétriques sont usinées apres trempe et revenu
conformément aux indications de la norme ASTM E466 (A.S.T.M. - Committee on
Fatigue & Fracture 1996) et selon les dimensions données sur la figure 4.3. La partie
utile de D’éprouvette est polie afin d’éliminer les rayures d’usinage dans le sens

circonférentiel conformément aux exigences de la norme ASTM.

La géométrie d’éprouvette utilisée pour étudier ’influence de la nitruration sur bord
lisse a été sélectionnée apres essais préliminaires de fatigue sur une géométrie a fiit
toroidal, communément appelée hour-glass (figure 4.3.a) et une géométrie a fit
cylindrique avec une section a diametre constant de 19,05 mm de long (figure 4.3.b). 11
était nécessaire de vérifier que la géométrie a fit cylindrique n’est pas sujette au
flambement lorsque sollicit€e en traction-compression. De plus, les essais vont montrer
que la géométrie cylindrique est préférable car les résultats en fatigue sont plus
conservateurs. C’est donc sur cette géométrie que sera réalisée la majeure partie des

essais.

a) R7& 20mm
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Figure 4. 3. Géométries des éprouvettes de fatigue a fit (a) toroidal et (b) cylindrique
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4.1.3 TRAITEMENTS DE NITRURATION

4.1.3.1 Préparation des éprouvettes

L état de surface des éprouvettes avant nitruration joue un rdle non négligeable. Par
exemple, la rugosité¢ augmente la surface réactive et favorise la germination et la
formation de la couche blanche ainsi que la croissance de la couche de diffusion. Le
méme phénomene est constaté en oxydation sans qu’on en comprenne parfaitement la
cause. La « réactivité » de la surface peut étre améliorée soit par un fini de surface apres
usinage assez rugueux, soit par une pré-oxydation des picces (étape d’activation sur le
tableau 4.1) quand une rugosité €levée n’est pas compatible avec 1’utilisation en service
de la piéce. De plus, les huiles et autres produits ou contaminants déposés sur la surface
de la piece pouvant altérer la diffusion de I’azote, un dégraissage au trichloréthyléne est
effectué immédiatement avant le traitement. Enfin, les tétes filetées des éprouvettes sont
masquées a 1’aide d’une peinture a base d’étain afin de les protéger de la nitruration. En
effet, les angles saillants favorisent une surnitruration qui génére des réseaux de nitrures
aux joints de grains. Ces réseaux fragilisent les coins et favorisent une rupture ou un

arrachement prématuré des filets fragiles.

4.1.3.2 Description de Uinstallation de nitruration gazeuse

Du gaz ammoniac anhydre est injecté dans un four étanche réalisé dans un matériau
inerte vis-a-vis de la nitruration. A I’intérieur du four de type puits, la convection des
gaz est forcée a I'aide de turbines ou de ventilateurs. L.’atmosphére et la température du
four sont parfaitement contrdlées. L’atmosphere est en 1égeére surpression. Le débit du
gaz d’ammoniac dans le four, ou taux de renouvellement, fixe le coefficient de
dissociation de I’ammoniac a une température et pour une charge de pi¢ces données. La
température requise est inférieure a celle du point de transformation o4 du systéme Fe-
C-N (environ 590°C) afin d’éviter la formation d’une couche de braunite (eutectoide Fe-
N) fragile (Ghiglione et al. 1994b). De plus, elle doit étre de 30°C inférieure a la
température du revenu afin que les caractéristiques du métal de base n’évoluent pas

pendant le traitement.
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Pour limiter 1'épaisseur de la couche de combinaison. un traitement de nitruration en
deux paliers. basé¢ sur le procédé de Floe (Pye 1997). est utilisé. Les principaux

parametres de chacun des paliers sont indiqués sur le tableau 4.1.

Tableau 4. 1. Paramétres du procédé de nitruration gazeuse

. 2,5ha550°C

Couche mince 2 Ky ~ 0,33 atm™
o R 2 ha500°C 14 h a 550°C

Couche moyenne | 40 mina 360°C a Ky ~13 atm™ a Ky~ 0.33 atm™
58 h a 550°C

Couche profonde 2 Ky~ 0,33 atm™

Une étape préalable d’activation a 'oxygene permet de préparer la surface a la
nitruration. De méme que la présence d’éléments d’alliage peut augmenter la solubilité
de I’azote, la présence d’une couche de contamination en surface peut modifier la
cinétique de formation de la couche de combinaison (Haase et al. 1997). Une couche
d’oxyde favoriserait la dissociation et la diffusion de 1’azote. Pendant I’oxydation a I"air,
une couche d’hématite Fe,Os est formée en surface. Pour une pression d’oxygene €levée,
le réseau de I"'oxyde doit contenir beaucoup de défauts. Dans 1’atmospheére du four de
nitruration (pression d’oxygene faible, température élevée, atmosphere réductrice),
I’hématite Fe,O3 peut étre réduite en ions Fe et I’oxygéne est éliminé par réaction avec
I’hydrogeéne. Le Fe fraichement libéré peut servir de site préférentiel pour le craquage
catalytique de I’ammoniac tandis que les défauts du réseau augmentent la diffusion de
I’azote. Bien que les mécanismes par lesquelles la préoxydation agit soient peu connus,

ce traitement est treés répandu sur le plan industriel.

Apres |"étape d’activation, le premier palier de la nitruration proprement dite est réalisé
a une température de 500°C avec un coefficient de dissociation faible ou potentiel élevé

qui permet la formation d’une couche de combinaison riche en azote (e+y").
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Le deuxiéme palier se fait a une température de 550°C avec un coefficient de
dissociation élevé; ce qui, d’apres le diagramme de Lehrer, favorise la formation d une
couche vy pauvre en azote. La diffusion de I'azote est plus rapide et la couche blanche
est consommée plus vite que ne se renouvelle la réserve d’azote. L utilisation d une
température ¢levée augmente la profondeur de nitruration mais diminue la dureté de la
couche de diffusion et, éventuellement, celle du cceur. Le refroidissement s’effectue a
I’air ou a I'aide d'un circuit de refroidissement a eau. Pour étudier I'influence de
I’épaisseur de la couche de diffusion sur les propriétés en traction et en fatigue de 1acier
4140, trois durées de nitruration (en 2°™ palier) de 2.5 h. 14 h et 58 h ont été réalisées; la

température et le potentiel de nitruration Ky étant les mémes pour les trois traitements.

4.1.3.3 Contrile des paramétres du procédé

La nitruration gazeuse est réalisée selon un procédé dit « contrdlé », c’est-a-dire que tous
les paramétres sont continuellement ajustés afin de maitriser au mieux la formation et
I’épaisseur de la couche de combinaison et obtenir des résultats identiques d’un lot de
piéces a I'autre. A la différence des procédés conventionnels de nitruration gazeuse, le
procédé « Nitreg » (Liliental ef al. 1994), développé par la compagnie Nitrex Métal Inc.,
n’utilise pas d’ammoniac pur mais rajoute de 1’ammoniac déja dissoci¢, de 1’azote, de
I’hydrogéne, de 1'oxygéne et de I’argon pour réduire le potentiel azote et limiter
I’épaisseur de la couche blanche. Le controle des parametres est totalement automatise.
Le logiciel qui dirige I’installation de nitruration possede une large banque de données
des divers cas possibles parmi lesquels se trouve celui correspondant au matériau et aux
caractéristiques que I'utilisateur souhaite obtenir pour une application considérée. Ce

contrble assure la prédictibilité et la reproductibilité des résultats.

4.1.3.4 Traitements postérieurs a la nitruration

4.1.3.4.1 Post-oxydation : Nitreg-ONC
La couche de combinaison a une bonne tenue a la corrosion, toutefois sa porosité peut

étre a I’origine de piqlres de corrosion. La croissance d’une couche de magnétite Fe;O4
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sur la couche de combinaison obture ces porosités et joue un réle de passivation. Pour
améliorer encore la fermeture des porosités, un traitement d’imprégnation de la couche
d’oxyde par une cire, un polymére ou un vernis peut &étre réalisé. L’inhibiteur de
corrosion imprégne les microporosités, ce qui améliore encore la résistance a la

corrosion en conférant a la surface traitée un caractére autolubrifiant.

La post-oxydation (Mongis et al. 1993), qui donne aux pieces nitrurées un fini noir
esthétique, est d’usage courant dans le domaine automobile. Toutefois, comme la
présence d’une couche oxydée est supposée diminuer les contraintes résiduelles de
compression en surface, il serait intéressant d’¢tudier I'effet du traitement sur le

comportement en fatigue.

Le traitement Nitreg-ONC consiste a faire subir a des piéces traitées selon le procédé
Nitreg une étape supplémentaire de post-oxydation. Cette oxydation, effectuée a la fin
du traitement de nitruration, fait partie intégrante du cycle global de traitement de
surface et est réalisée a méme le four de nitruration ou est introduit un agent oxydant.
Cet agent pénetre dans les porosités de la couche blanche et transforme, en partie, les

nitrures en oxydes créant une couche de magnétite de 1 a 2 um d’épaisseur.

Le traitement d’oxydation est appliqué a quelques éprouvettes de la série « couche
moyenne ». Apres une nitruration classique, en deux stades, telle que décrite au tableau
4.1, la température du four est diminuée de 550 a 425°C et de ’oxygéne est introduit. La
température est maintenue pendant 45 minutes puis les éprouvettes sont refroidies

lentement a I'intérieur du four.

4.1.3.4.2 Trempe a ’huile

Quelques éprouvettes de la série « couche moyenne » sont trempées dans 1’huile a la
sortie du four d¢s la fin du deuxi¢me stade de nitruration. Cette trempe, qui remplace le
refroidissement lent dans le four de nitruration, augmenterait les contraintes résiduelles
de compression, macroscopiques et microscopiques, notamment en augmentant les
contraintes dues aux effets thermiques. Les contraintes résiduelles d’origine thermique

résultent de la différence de dilatation thermique entre les nitrures ¢ et y* et la matrice;
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elles sont surtout importantes dans la couche de combinaison. Dans la phase y’, des

contraintes résiduelles de compression sont générées au refroidissement (Somers et

Mittemeijer 1990).

4.2 PROFILS DE MICRODURETE
Les profils de microdureté présentés ici ont été réalisés a I'aide d'un microdurometre
Vickers (CLEMEX MT) sous une charge de 500 gf et un temps d’application de 16 s

sauf indication contraire.

4.2.1 ACIER 4140 : METAL DE BASE

Deux lots d’acier 4140 ont ¢té utilisés. La propreté inclusionnaire et la composition
chimique peuvent varier légérement d’un lot a I’autre. De plus, le traitement thermique
ayant €té¢ « sous-traité », cette étape n’est pas directement sous notre controle.
L’observation métallographique montre que les deux lots d’acier ont une microstructure
martensitique revenue. Cependant, les mesures de dureté, réalisées sur des échantillons
de barres trempées et revenues (figure 4.4), révelent que le premier lot, utilisé pour faire
les essais préliminaires a 1’étude proprement dite, a une dureté a cceur d’environ 320 HV

inférieure a celle du lot suivant qui est d’environ 355 HV.
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Figure 4. 4. Comparaison de la dureté des deux lots de 4140 aprés trempe et revenu
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4.2.2 ACIER 4140 NITRURE

Aprés chaque procédé de nitruration, une caractérisation complete du matériau, incluant
une analyse métallographique et des profils de microdureté, est réalisée. Un échantillon
témoin, qui est préleve soit sur une éprouvette non rompue du métal de base, soit sur une
chute d’usinage possédant le méme fini de surface que !’éprouvette de fatigue, est
soumis au méme traitement de nitruration. C’est sur cet échantillon témoin que sont
réalisées les coupes métallographiques et les mesures de microdureté pour chaque

traitement de nitruration.

4.2.2.1 Coupe métallographique
Un dépot €lectrolytique de nickel sur les échantillons & observer permet d’éviter que la
couche de combinaison ne soit endommagée lors du polissage. Une attaque chimique au

Nital est ensuite réalisée sur I’échantillon poli afin de distinguer la couche de diffusion

de la couche de combinaison qui apparait en blanc sur la métallographie de la figure 4.5.

40um

| Dsnotge
Couche blanche

Couthe de diffusion

Figure 4. 5. Métallographie en coupe transversale d’'une éprouvette avec couche de
diffusion profonde
La couche blanche, constituée de nitrures de fer, a une profondeur qui varie de 10 pm
pour le temps de traitement le plus long a 1 pum pour le temps le plus court. Pour une
nitruration moyenne ou profonde, elle comprend une zone superficielle poreuse, qui

apparait plus foncée sur la figure 4.5, dont 1’épaisseur oscille entre 0 et 3 pm; cette
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porosité serait due a la recombinaison des atomes d’azote adsorbés en surface en gaz N,.
Aprés le temps de nitruration le plus long, la couche blanche formée a une épaisseur
irréguliere malgré un bon contréle (Ky et 7) du procédé de nitruration. Au microscope
optique, la couche de diffusion n’est pas discernable de la microstructure martensitique
de I'acier 4140 trempé et revenu. L interface entre le cceur et la couche de diffusion n’est

positionnée que grace au profil de microdureté.

4.2.2.2 Comparaison de deux lots d’acier 4140

Du fait de la différence de dureté et peut-étre de composition, les deux lots d’acier ne
répondent pas de la méme facon a un méme traitement de nitruration (figure 4.6). Pour
¢tudier I'influence de la profondeur ou du temps de nitruration, seul le lot d’acier n°2 a
été retenu. En tenant compte de la dispersion des résultats, la couche profonde réalisée
sur le lot d’acier n°1 et sur le lot d’acier n°2 a une profondeur d’environ 1 mm. La dureté
a 50 pm sous la surface est de 550 HV en moyenne (figure 4.6) mais la dureté a cceur
n'est pas la méme selon le lot considéré (figure 4.4). De plus, le long traitement
nécessaire a I'obtention d’une couche profonde diminue la dureté du ceceur non nitruré

par rapport a la dureté initiale du métal de base trempé et revenu.
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Figure 4. 6. Effet de la dureté du métal de base sur le profil de dureté apres
nitruration
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4.2.2.3 Effet du temps de nitruration

Les profils de dureté des trois durées de traitement (figure 4.7) tendent vers une valeur
asymptotique, qui est €gale ou inférieure a la dureté du métal de base, pour des
profondeurs totales de nitruration d’environ 400, 700 et 1 000 um. Ces trois profondeurs
correspondent aux couches « mince », « moyenne » et « profonde » obtenues selon les

conditions présentées au tableau 4.1.
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Figure 4. 7. Profils de dureté pour les trois durées de nitruration (traitement 1 et 2)

Pour chacune des trois couches, la nitruration a été répétée, a quelques semaines
d’intervalle, avec les mémes paramétres et sur le méme acier de base. Sur les figures
4.8.a et 4.8.b, ces deux « fournées » sont indiquées par les légendes « traitement 1 » et

« traitement 2 ».

Sur la figure 4.8.a, la profondeur de diffusion augmente de fagon linéaire avec la racine
carrée du temps de nitruration. L’épaisseur de la couche de diffusion suit donc une loi
parabolique typique d’un controle par diffusion de I’espéce active, 1’azote. L’épaisseur
de la couche de combinaison présente une variation moins réguliére mais qui devrait

¢galement étre linéaire (cf. figure 1.6). Pendant le premier palier de nitruration, les
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couches biphasées (e+y') sont identiques pour les trois traitements. Puis. pendant le
deuxieéme palier, seule la croissance de la monocouche y* est favorisée et son épaisseur
est d’autant plus grande que le deuxi¢me palier de nitruration est long. Les profils de
microdureté montrent des pics de dureté qui montent jusqu’a 640 HV pres de la surface
pour les couches mince et moyenne et un pic plus faible, d’environ 530 HV, pour la

couche profonde.

La figure 4.8.b montre une diminution progressive de la dureté en surface avec le temps

de nitruration.
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Figure 4. 8. Influence du temps de nitruration (a) sur la profondeur de la couche de
diffusion et de la couche de combinaison et (b) sur la dureté a cceur et en surface

Korevaar er al. (2001) expliquent cet adoucissement de la surface par le grossissement
des précipités de nitrures de chrome CrN et par une précipitation discontinue aux joints
de grains. Par ailleurs, bien que les propriétés du cceur soient supposées ne pas étre
affectées par la température du traitement de nitruration (Ghiglione ef al. 1994a; 1994b),

une légere réduction de la dureté a coeur avec le temps de nitruration est généralement
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observée (figure 4.8.b). La nitruration a été réalisée a une température inférieure de 30°C
a celle du revenu. Cependant, une nitruration de 8 h a cette température équivaut a un
revenu de 580°C pendant 1,5 h. ce qui correspond au traitement thermique auquel le
métal de base a ¢té soumis avant nitruration. La dureté & cceur diminue de facon

significative pour la nitruration profonde par poursuite du revenu.

4.2.2.4 Répétabilité du traitement

Pour le deuxiéme traitement de nitruration, répété a quelques semaines du premier, la
profondeur de pénétration de 1’azote est plus grande d’environ 50 a 90 pm. Un tel écart
pourrait s’expliquer par 1’état de surface du substrat. Par exemple, un substrat plus
propre permet une meilleure pénétration de 1’azote. De plus, un polissage moins soigné
(surface plus rugueuse) augmente la surface réactive (c¢f. § 4.1.3.1). Les données
enregistrées pendant la nitruration permettent de vérifier que les parametres étaient bien

controlés et identiques d’un traitement a I’ autre.

A partir des traitements 1 et 2, des filiations de duretés ont été réalisées en nombre
suffisant pour définir une bande de dispersion qui inclue, pour chaque couche, I’effet du
manque de répétabilité du traitement, de [’erreur de mesure de dureté et de
I’hétérogénéité du matériau pour un méme lot d’acier. Pour I’ensemble (traitements 1 et
2) des filiations de microdureté réalisés a un méme temps de nitruration, un écart-type
est calculé pour chaque profondeur d’indentation. Il permet de définir des barres d’erreur
autour d’une courbe moyenne de dureté. Une régression sur ces barres d’erreur permet

de tracer les bandes de dispersion représentées en pointillés sur la figure 4.7.

4.2.2.5 Effet d’un traitement postérieur a la nitruration

L’application d’un traitement d’oxydation ou de trempe ne modifie pas de fagon sensible
le profil de dureté (figure 4.9). Les mesures réalisées pour chaque traitement ne sont pas
significativement différentes de celles obtenues pour la couche moyenne de base. La

métallographie n’a révélé aucune modification de la microstructure.
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Figure 4. 9. Effet des traitements postérieurs a la nitruration sur la dureté

4.2.3 ACIER 4140 NITRURE A CEUR : CARACTERISATION DE LA COUCHE

Pour déterminer la résistance mécanique de la couche de diffusion, des éprouvettes

minces (figure 4.2) sont nitrurées a ceeur (figure 4.10).

Microdureté (HV500gf, 16s)

650

600

550

500

450

400

350

300

T T

T T T T

I

---0O--- Aprées le 2éme palier (83h)

L

—o— Echantillon nitruré final (110h)

Lo

Lol |- Ll

L

[} "v\vx1\\\1[vvvw\\v

200 400

600 800 1000 1200 1400 1600

Profondeur (um)

Figure 4. 10. Profil de microdureté a travers un échantillon nitruré a cceur

Pendant les premiéres €tapes du traitement, les parametres de nitruration sont proches de

ceux utilisés pour réaliser une couche profonde. Puis, aprés un deuxi¢me palier de 83 h,
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le potentiel azote est diminué afin de dénitrurer la surface et faire disparaitre la couche
de combinaison épaisse et fragile. La durée totale du traitement est de 110 h. Au final, la
dureté superficielle est plutdt faible du fait de I’élimination de la couche blanche mais le

profil obtenu est plus uniforme avec une valeur moyenne d’environ 480 HV.

4.3 CONTRAINTES RESIDUELLES
Quelques éprouvettes cylindriques supplémentaires, identiques aux éprouvettes de
fatigue, sont consacrées aux mesures de contraintes résiduelles par diffractométrie des

rayons X. Les mesures ont été réalisées par la compagnie Proto.

4.3.1 PRINCIPE DE LA MESURE DES CONTRAINTES RESIDUELLES PAR
DIFFRACTOMETRIE DES RAYONS X

La technique de diffraction des rayons X (Prevey 1986; Francois et al. 1996) permet de
mesurer des contraintes résiduelles macroscopiques et microscopiques. Les contraintes
résiduelles entrainent une déformation du réseau cristallin et cette déformation se traduit
par un déplacement des plans atomiques autrement dit une modification de la distance
interréticulaire O entre les plans atomiques d’une méme famille {hk/}. Les contraintes
résiduelles microscopiques, associées a une modification locale de o, entrainent un
¢largissement du pic de diffraction tandis que les contraintes résiduelles
macroscopiques. associ¢es a une modification homogéne de ¢ dans le volume irradié,
entrainent un déplacement du pic; dans la présente étude, seules nous intéressent les

contraintes résiduelles macroscopiques.

Soit une famille de plans atomiques {hk/} espacés de O. Pour un rayonnement X de
longueur d’onde A, la relation de Bragg donne la position angulaire & pour laquelle
Pinterférence constructive des faisceaux diffractés donne lieu a un pic de diffraction :

nA=20sin6 Equation 4. 1

La distance interréticulaire & sert de jauge pour mesurer & la déformation dans la

direction perpendiculaire a la famille de plans diffractants considérée :
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5-5,

£= =—cotand, - A@ Equation 4. 2

[}
ou Jy et By sont, respectivement, la distance interréticulaire et 1’angle de diffraction dans

le matériau non contraint (figure 4.11).
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Figure 4. 11. Diffraction des RX dans (a) un matériau non contraint et (b) un
matériau soumis a des contraintes résiduelles de compression
La distance interréticulaire est mesurée a partir de la position angulaire du pic de
diffraction (4.1). L’échantillon tourne d’un angle ¥ autour d’un axe perpendiculaire a
I’axe du diffractometre (figure 4.12); ¥ est 1’angle entre la normale a la surface de
I’échantillon et la bissectrice des faisceaux incident et diffracté et correspond également

a I’angle entre le plan (hk7) diffractant et la surface de 1’échantillon.

a =0 by =0 l'él:hantillnn_estincliné
d'un angleFdonngé

D g D g
détecteur R% source R¥

Figure 4. 12. Principe de mesure des contraintes résiduelles par diffraction des
rayons X d’aprés Prevey (1986)
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Dans un matériau polycristallin, pour chaque orientation ¥ de 1’échantillon, existe un
ensemble de grains dont I’orientation satisfait & la loi de Bragg. Dans un matériau
contraint, la distance interréticulaire o pour une famille de plans {Akl} n’est plus une
constante mais dépend de I’orientation du grain par rapport a la contrainte. A partir des
distances interréticulaires 0oy ou des déformations &£py mesurées dans différentes
directions @¥, ou @ est I'angle de rotation dans le plan de la surface de 1’échantillon
(figure 4.13), et connaissant la relation entre la contrainte et la déformation pour le
matériau considéré, les contraintes résiduelles peuvent &tre calculées en faisant
I’hypothése d'une déformation linéaire €lastique du réseau cristallin. La contrainte op
est toujours mesurée dans le plan de I’échantillon. En tournant 1’échantillon d’un angle
@ dans son propre plan, on mesure les contraintes principales o; et o», ou dans le cas

d’une éprouvette cylindrique, oz et oy :

2 .2 ~ .
O, =0,c05" O+0,smn” O Equation 4. 3

direction de mesure de gy

Figure 4. 13. Modéle des contraintes planes élastiques d’aprés Prevey (1986)

La faible pénétration des rayons X (environ 20 pm) suppose un état de contrainte plane

(03=0) en surface 1a ou sont mesurées les contraintes.

4.3.1.1 Technique de mesure dite de « sin’¥ »
Pour cette étude, I'évaluation des contraintes résiduelles macroscopiques est réalisée par
la méthode dite de « sin®¥ ». La relation entre la contrainte et la déformation s’écrit pour

un état de contrainte plane et en négligeant les cisaillements. E et v sont les constantes
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d’¢élasticité radiocristallographiques qui dépendent des plans cristallins {4/} puisque, a
I’échelle du volume diffractant, I'isotropie €lastique du matériau a 1"état macroscopique
n’est plus vérifiée. Ces constantes peuvent €tre calculées, par exemple par le modele de
Kroner-Eshelby. ou étalonnées par application de contraintes connues sur un ¢chantillon
du matériau étudié. A cette relation entre contrainte et déformation est associée
I’équation dite de sin®¥ qui relie la distance interréticulaire v a la contrainte op:

1+v ) 1%
Eop = Tj o, sin’ ¥ —(—j (o, +0,)
(hid) (k1)

Opy = [I-H/] o0 sin” ¥ |~ [L) 50(0'1 +O’2)—50 Equation 4. 4
L E (nk) (#kt)

Si &, la distance interréticulaire du matériau non contraint, n’est pas connu, on I’estime
a partir de I'équation 4.4 pour un angle ¥égal a 0 (& =dqn); avec cette méthode, I’erreur
sur og est de 3 a 10 %. Une régression linéaire permet ensuite d’obtenir la pente de la

droite de dpven fonction de sin?V (4.4) et d’en déduire la valeur de oy :

5] ,
O =( £ j 1 ( O‘ B j Equation 4. 5
1+V ) i) Opo \ Osin™ ¥

4.3.1.2 Application a la mesure de profils dans les éprouvettes nitrurées

Pour la mesure des contraintes résiduelles a la surface de P’acier nitruré, la raie K, du
chrome (4 =2,291 A) et un collimateur de 1 mm de diamétre ont été utilisés. Le pic de
diffraction martensitique de la famille de plans {211} de la matrice Fe-a (26=156.1°) a
¢té sélectionné pour la mesure car, d’apres 1’équation 4.2, on voit que I’angle & doit étre
grand pour que la précision sur ¢ soit meilleure. La position (26) du pic de diffraction
{211} est enregistrée pour 18 a 22 angles ¥ avec pour chaque ¥, un temps d’acquisition
variant entre 15 a 40s. L’angle @ a été ajusté selon la direction longitudinale de
I’éprouvette (@ = 0) afin de mesurer seulement o-.; cette direction est considérée comme

la plus importante vis-a-vis des propriétés en fatigue axiale.
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La faible profondeur de pénétration des rayons X ne permet de mesurer la contrainte o-
qu’en surface. Pour réaliser un profil en profondeur, un polissage €lectrolytique permet
de retirer progressivement de la matiére entre chaque mesure de contraintes résiduelles
sans en introduire de nouvelles. Les valeurs mesurées sont corrigées selon la norme SAE
J784a pour prendre en compte la redistribution des contraintes et retrouver les valeurs

existant avant I’enlévement de matiere.

4.3.2 PROFILS DE CONTRAINTES RESIDUELLES

4.3.2.1 Influence de la profondeur de nitruration

Les profils de contraintes résiduelles dans la direction longitudinale (figure 4.14)
confirment la présence d’un champ de contraintes résiduelles de compression en surface
qu’équilibrent de faibles contraintes résiduelles de traction dans le cceur. Rappelons que
ces contraintes résiduelles résultent de la restriction que le cceur non nitruré oppose a

I’expansion de la couche de diffusion.

100 r ” *

& Couche profonde

A Couche moyenne

Contraintes résiduelles (MPa)

Couche mince

I PRI |

0 500 1000 1 500 2000 2 500 3 000
Profondeur (um)

Figure 4. 14, Profils de contraintes résiduelles pour les trois durées de nitruration

La profondeur des contraintes résiduelles de compression augmente avec la profondeur
de nitruration mais, dans un méme temps, le pic de contraintes est déplacé de la surface

vers le cceur et son intensité diminue tandis que les contraintes résiduelles de traction du
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cceur augmentent. Les contraintes résiduelles dépendent de la concentration en azote de
la couche nitrurée (§ 1.5.2). Pour une longue nitruration, il peut se produire une
précipitation discontinue et un grossissement des précipités cohérents dans les zones
nitrurées en premier (§ 1.3.2.2.2). Selon Van Wiggen et al. (1985), ces mécanismes
diminuent la sursaturation en azote ou la quantité d’azote en excés associée aux fins
précipités cohérents de nitrures de chrome; 1’azote en excés libéré peut ségréger aux
joints de grains ou diffuser vers la surface ou a travers les couloirs formés par les pores
de la couche blanche. Cette perte d’azote expliquerait la diminution des contraintes
résiduelles. Ces derniéres changent de signe a peu pres a la méme profondeur que la

profondeur de nitruration mesurée sur les profils de microdureté.

4.3.2.2 Stabilité des contraintes résiduelles apreés sollicitation cyclique

La littérature fait parfois état d’une relaxation des contraintes résiduelles en fatigue
oligocyclique (Qian ef al. 1993) et d’une diminution subséquente de la résistance en
fatigue de I’acier nitruré par rapport a celle du métal de base (Qian et Fatemi 1995; Rie
et al. 1982). Par conséquent, une vérification de la stabilité des contraintes résiduelles au
plus haut niveau d’amplitude de contrainte utilisée lors des essais de fatigue s’impose.
Les profils réalisés sur une éprouvette dotée d’une couche moyenne, sollicitée en
traction-compression pendant 1000 cycles a une contrainte alternée de 600 ou de
700 MPa, ne montrent aucun signe de relaxation (figure 4.15.a). Des résultats
semblables sont obtenus sur une éprouvette dotée d’une couche mince et sollicitée en

traction-compression sous une contrainte alternée de 600 MPa (figure 4.15.b).

Les écarts observés par rapport a la couche moyenne initiale tombent plus probablement
dans I'erreur de mesure et dans les variations, toujours possibles, d’un échantillon a
I’autre. L absence de relaxation confirme les constatations de Barrallier ef al. (1993) sur
la stabilité, en fatigue a grand nombre de cycles, des contraintes résiduelles générées par
un traitement thermochimique par comparaison a celles générées par un traitement

mécanique comme le grenaillage (Torres et Voorwald 2002). Le durcissement
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superficiel augmente la limite d*élasticité de la couche nitrurée accroissant ainsi la

stabilité des contraintes résiduelles.
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Figure 4. 15. Stabilité des contraintes résiduelles des couches (a) moyenne et (b)
mince

4.3.2.3 Effet d’un traitement postérieur a la nitruration

Les traitements postérieurs a la nitruration (oxydation ou trempe) n’ont pas d'effet
prononcé sur le profil de contraintes résiduelles. La figure 4.16 montre une légere
diminution des contraintes résiduelles en surface (jusqu'a 100 pm) pour 1’éprouvette
oxydée pendant 45 minutes aprés nitruration et une faible augmentation pour

I’éprouvette trempée a la sortie du four de nitruration.

Ces variations sont du méme ordre de grandeur que l'erreur de mesure typique. Les
contraintes résiduelles d’origine thermique générées au refroidissement par une
différence de transformation entre la couche et le cceur semblent négligeables (§ 1.5.2).

Par ailleurs, il est probable que I’oxydation n’affecte les contraintes résiduelles qu’en
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extréme surface. les oxydes se formant seulement a I'intérieur de la couche de

combinaison.
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Figure 4. 16. Contraintes résiduelles aprés trempe ou oxydation

4.4 MACHINES D’ESSAIS ET MONTAGES

4.4.1 MACHINES D’ESSAI SERVO-HYDRAULIQUES

Les essais de traction monotone sont réalisés en déplacement contrdlé sur une machine
servo-hydraulique de marque Instron, de modele 8821 ou 8833 (figure 4.17), en suivant
les instructions de la norme ASTM E8 (A.S.T.M. - Committee on Mechanical Testing
1998) quant a la géométrie des €prouvettes, la mesure des dimensions et la réalisation de

I’essai.

Les essais de fatigue en charge controlée sont réalisés sur les mémes machines dans le
respect de la norme ASTM E466 (A.S.T.M. - Committee on Fatigue & Fracture 1996)
quant a la géométrie des éprouvettes, leur usinage et les précautions a prendre pour
limiter la flexion parasite. Les mors (figure 4.18) sont vissés sur la machine coté cellule
et coté vérin. Une tige filetée est insérée a la place de I'éprouvette. Le dispositif est

chargé a typiquement 70 KN afin de réaliser 1’alignement du montage puis les anneaux
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de serrage sont serrés. Si un désalignement subsiste entre les mors, le dispositif est tel

qu’il est impossible de visser I'éprouvette sans rencontrer de résistance.

Cellule de
Traverse charge
V Mors
Vérin
Controleur
8800

Figure 4. 17. Machine d’essais mécaniques Instron de modéele 8833

4.4.2 MONTAGES DE FATIGUE

Au fur et a mesure des essais, les défauts d’un montage donné sont mis a jour et un
nouveau design s’ avere parfois nécessaire. Un premier type de montage a été congu pour
recevoir des éprouvettes avec des tétes cylindriques filetées avec des mors assemblés a

la machine par le biais d’adaptateurs (figure 4.18).

La rupture en fatigue des adaptateurs (figure 4.19.a) qui relient les mors a la machine,
coté vérin et coté cellule de charge, a rendu nécessaire la recherche d’une autre
géométrie. Un mors monobloc (figure 4.19.b) a finalement ¢té sélectionné. La partie
dans laquelle I’éprouvette est vissée est solidaire de la partie vissée dans la machine c6té
traverse ou coté vérin, ce qui élimine les problémes de jeu ou de flexion entre les deux

piéces. La partie qui s’adapte dans la machine a un diameétre deux fois plus grand que
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celui de I’adaptateur qui posait probléme. De plus, des gorges viennent diminuer la
concentration de contraintes au niveau du changement de section entre I’adaptateur et le

mors. Avec ce nouveau systeme, aucune nouvelle défaillance n’est a déplorer du coté

des mors.
<+——— Cellule de charge
Anneaux de serrage
Eprouvette )
Contre-écrou
Vérin
Figure 4. 18. Montage utilisé pour les éprouvettes a tétes filetées
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Figure 4. 19. Schéma (en mm) du montage avec (a) adaptateurs et (b) mors monobloc
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4.5 TRACTION MONOTONE

4.5.1 COURBES DE TRACTION

4.5.1.1 Acier 4140 de base vs acier 4140 nitruré

Les propriétés en traction monotone de I’acier nitruré ne sont pas tres différentes de
celles de I’acier de référence sauf en ce qui concerne la ductilité comme le montrent les
figures 4.20 et 4.21. La limite d’élasticité conventionnelle & 0.2 % de déformation
plastique augmente légérement avec la profondeur de nitruration. En contrepartie, la
ductilité chute de fagon dramatique comme on pouvait s’y attendre d’aprés les mesures
de microdureté. Les courbes de traction du métal de base du lot d’acier n°1 (figure 4.20)
sont moins élevées que celles du lot d’acier n°2 (figure 4.21). D’une part, la limite
d’¢lasticité conventionnelle et la résistance a la traction sont respectivement de 855 et de
933 MPa pour ['acier n°1 et de 993 et 1 081 MPa pour 'acier n°2. D’autre part, la
ductilité de I’acier n°1 est supérieure a celle de I’acier n°2; I’allongement rémanent a la
rupture a, et la striction J sont respectivement de 17,8 % et 62.5 % en moyenne pour
I’acier n°1 et de 15.4 % et 55.8 % pour 1'acier n°2. Les courbes de traction de 1’acier
nitruré dépendent du substrat. Sa résistance a la traction est plus élevée pour un métal de

base dur que pour un métal de base plus mou : 1 095 MPa vs 967 MPa.

La figure 4.22 montre qu’une série de fissures annulaires se développent dans la couche
nitrurée pendant que le coeur se déforme plastiquement. Ces fissures secondaires, qui
apparaissent par a-coups, ne permettent pas a l’extensometre d’enregistrer une courbe
continue, ce qui donne des courbes de traction fragmentées apres le seuil d’écoulement.
Plus la couche est mince, plus ces fissures secondaires sont nombreuses et rapprochées.
Leur nombre est a peu pres égal au nombre de décrochages de la courbe de traction.
Pour la couche mince, on en compte environ 35, mais les fragments de la courbe de
traction sont si proches qu’ils donnent I’illusion d’une courbe continue. La couche
moyenne, au contraire, présente huit fissures secondaires distinctes tant a la surface de

1I"éprouvette (figure 4.22) que sur la courbe de traction (figure 4.21).
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Figure 4. 20. Courbes de traction monotone de ’acier 4140 (lot n°1)
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Figure 4. 21. Courbes de traction monotone de I’acier 4140 (iot n°2)
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Fissures secondaires
Surface de rupture

2mm

Figure 4. 22. Fissures de surface sur I’éprouvette de traction avec couche moyenne

Les traitements d oxydation ou de trempe postérieurs a la nitruration affectent peu la
courbe de traction (figure 4.23). La résistance a la traction apres traitement est
légérement supérieure a celle de la couche moyenne de base et la ductilité est un peu
réduite. Néanmoins, il n’est pas certain que cela soit attribuable au post-traitement

puisque alors on devrait observer une différence entre 1’oxydation et la trempe.
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Figure 4. 23. Effet des post-traitements sur la courbe de traction de I’éprouvette
dotée d’une couche moyenne
Pour un méme traitement de nitruration avec des parametres et un matériau donnés, le
profil de microdureté montre une bande de dispersion due non seulement a I’erreur de
mesure et a I’hétérogénéité possible du matériau mais aussi a 1’écart existant entre deux

traitements réalisés a des instants différents. Le traitement de nitruration qui précede
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I’oxydation ou la trempe peut trés bien se situer sur la limite supérieure de la bande de
dispersion tandis que le traitement qui a été appliqué a 1'éprouvette représentative de la
« couche moyenne de base » se rapproche plus de la limite inférieure. Sur la courbe de
traction, cela se traduit par une résistance a la traction plus €levée et par une ductilité

plus faible car la surface nitrurée est plus dure et plus profonde.

4.5.1.2 Acier 4140 nitruré a ceeur

L’essai de traction sur une éprouvette mince a section rectangulaire nitrurée a coeur
montre que la couche de diffusion a une ductilité¢ extrémement faible (figure 4.24); la
déformation plastique a la rupture n’est que de 0,024 %. La limite d’élasticité du
matériau nitruré a cceur est treés élevée (1 300 MPa) et peu différente de la résistance a la
traction ou de la résistance a la rupture (1 367 MPa). La grande limite d’¢lasticité de la
couche de diffusion explique la stabilité des contraintes résiduelles présentées sur la
figure 4.15. Pour une contrainte alternée de 700 MPa, la somme de la contrainte
minimale appliquée et des contraintes résiduelles de compression ne dépasse pas la

limite d’élasticité.
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Figure 4. 24. Courbes de traction monotone uniaxiale dans la direction y de ’acier
4140 nitruré a ceeur (oyy VS gy et oyy VS 8)
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Le module d’Young mesuré sur 1’acier nitruré (= 212 GPa) est voisin de celui mesuré
sur I’acier 4140 de base. Pour comparaison, le coefficient de Poisson du fer est de 0,293
et son module d’Young est de 211 GPa. Contrairement a ce qu’affirment Guagliano et
Vergani (1997). aucune augmentation du module d’Young avec la profondeur de
nitruration n’est observée. Le ccoeur et la couche ont des modules d"Young voisins

comme le montre le tableau 4.2 qui résume les différents résultats des essais de traction.

L’utilisation d’un deuxiéme extensometre perpendiculaire a la direction de la traction
permet de mesurer la contraction latérale & et de calculer un coefficient de Poisson égal

a environ 0,30.

Tableau 4. 2. Propriétés mécaniques en traction (valeurs apparentes et rationnelles)

4140 de base (lot 2) 213 830 0,40 993 1081 565 1546 55,8
Couche mince 204 840 0,48 1018 1056 0,54 11,87 16,0
Couche moyenne 204 840 0,42 1041 1081 0,53 7,32 59
et oxydation 217 840 0,38 1085 1105 0,55 3,18 7,9
et trempe 202 860 0,43 1065 1106 0,50 3,75 7,2
Couche profonde 213 860 0,43 1050 1095 0,61 3,33 46
4140 nitruré a coeur 212 1300 0,61 -— 1367 0,02 0,02 0,4

4.5.2 OBSERVATIONS FRACTOGRAPHIQUES
Les surfaces de ruptures des éprouvettes de traction sont observées au stéréomicroscope

et au microscope €lectronique a balayage.

4.5.2.1 Métal de base

Le métal de base présente une striction importante avec une rupture en « rosette » (figure
4.25). Ce facies de rupture serait favorisé par la texture héritée du laminage a chaud et
ne s’observe que dans des barreaux prélevés dans la direction de laminage (ASM

Handbook Committee Vol.12, 1987). La zone fibreuse centrale résulte d’une lente



rupture ductile, avec des cupules équiaxes de différentes tailles, favorisée par la
triaxialité des contraintes maximale au centre de la zone. Les marques radiales, associées
a une ductilité transversale faible et a des contraintes circonférentielles oy élevées,
suggerent qu’il y eu ensuite une propagation rapide ou instable dans la direction radiale.
Quand la ductilité est faible, les marques sont fines avec peu de relief. Méme si d’apres
les grosses levres de cisaillement, la ductilité est €levée, la zone radiale montre des
fissures orientées dans la direction longitudinale de 1'éprouvette et dont les surfaces
présentent du quasi-clivage. Le quasi-clivage correspond a des facettes de clivage mal

définies qui s’amorcent généralement a des carbures ou des inclusions (/bid.).

Lévre de

cisaillement
Zone
fibreuse
Marque
radiale

#8185 15KV 215 imm HWD23

Figure 4. 25. Eprouvette du métal de base rompue en traction

4.5.2.2 Acier nitruré a ceeur

La rupture en traction de 1'éprouvette mince a section rectangulaire est fragile. sans
ductilité ni striction (figure 4.26), la limite d’élasticité €tant tres proche de la résistance a
la traction (figure 4.24). Les levres de cisaillement sont peu visibles sauf, peut-étre, a
I'extrémité gauche de la surface de rupture, ce qui permettrait de situer la rupture finale
dans un des coins. Les coins favorisent d’autant plus I’amorcage qu’ils sont susceptibles
de présenter une nitruration excessive. En effet, la géométrie des angles saillants force
deux fronts de diffusion a se rencontrer. Les précipités se formant préférentiellement aux

joints de grains, des réseaux de nitrures, qui fragilisent les joints, peuvent se former. Le
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facies de rupture (figure 4.27) présente un mélange de clivage et de décohésion

intergranulaire qui pourrait étre favorisée par la présence de nitrures aux joints de grains.

315 imm WODOS1

8157 15KV X2,0888 18rm WD26

Figure 4. 27. Faciés de rupture de Pacier nitruré a cceur

4.5.2.3 Acier nitruré
Le faciés de rupture de 1’acier nitruré posséde globalement moins de relief que celui du
métal de base. La présence d’une couche nitrurée rompue exerce un effet d’entaille sur

le ceeur; la ductilité décroit d’autant plus que la couche est profonde.

L’effet d’entaille exercée par la couche profonde rompue est suffisant pour que le coeur
rompe avec peu de ductilité et pour que seulement une fissure secondaire ait le temps de
se développer de part et d’autre de la fissure annulaire principale. La surface de rupture
de I’éprouvette dotée d’une couche profonde (figure 4.28) montre deux régions
distinctes liées respectivement au cceur et a la couche nitrurée. Le cceur, de couleur gris

mat, présente plus de relief que la couche. On y observe des marques dont la



ressemblance avec les lignes d’arrét observées en fatigue peut préter a confusion
(McEvily et al. 1996). Ces marques sont perpendiculaires a la direction de propagation

et permettent de remonter au site d’amorcage, situ€ quelque part sous la couche.

Coeur

Marques Couche

Figure 4. 28. Eprouvette nitrurée avec une couche profonde rompue en traction

La rupture de la couche est trés plate, typique d une rupture fragile. De la surface vers le
cceur, des zones ou le clivage (figure 4.29.a) domine font place a des plages de
décohésion intergranulaire (figure 4.29.b) en proportion d’autant plus grande qu’on

approche du cceur.

a) =

Figure 4. 29. Faciés de rupture d’une couche profonde (a) proche de la surface et (b)
en se rapprochant du coeur
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La rupture en traction de I'éprouvette dotée d une couche moyenne est semblable a celle
de la couche profonde a quelques différences prés. D une part, les fissures secondaires
en surface sont plus nombreuses. La surface de rupture n’est plus plane (figure 4.30.a)

mais résulte de I'amorcage et de la coalescence d’au moins deux fissures de surface.

; K
a) TR b) @132 15KV #2.288 18pm WDZY

Figure 4. 30. (a) Eprouvette nitrurée rompue en traction et (b) faciés de rupture du
coeur sous la couche moyenne
Contrairement a la couche profonde, la couche moyenne rompue n’exerce pas un effet
d’entaille suffisant pour rompre le coeur dés qu’apparait la premicre fissure dans la
couche. Malgré les fissures annulaires de la couche, le cceur poursuit sa déformation
plastique jusqu’a ce que sa ductilité soit atteinte. Il rompt finalement de fagon fragile
(figure 4.30.b). La rupture du cceur n’est pas amorcée au centre de 1’éprouvette mais pres

de la couche rompue par des mécanismes de clivage et de décohésion intergranulaire.

4.5.3 COMPORTEMENT D’UN ACIER NITRURE EN TRACTION MONOTONE

La limite d’élasticité de 1’acier nitruré est contrdlée par les propriétés du matériau de
ceeur car la nitruration n’affecte qu'une fraction (la surface) de la section totale de
I’éprouvette. La résistance a la traction est définie par la rupture de la couche qui
intervient dés que la contrainte atteint localement la résistance a la rupture de cette
derniére (environ 1367 MPa). Dés que le coeur subit une déformation plastique, il

supporte une part moins grande de 1’effort auquel est soumise 1'éprouvette nitrurée. La
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couche est donc soumise a une contrainte plus grande que le cceur. d’autant plus qu’elle

est mince. C’est pourquot la plus faible résistance est associée a la couche mince.

Cependant, si la couche est assez mince, 'effet d’entaille exercé par la fissure annulaire
ainsi créée sera faible. La rupture de la couche influencera peu le cceur. Le coeur
continue a se déformer plastiquement tandis que la couche nitrurée se rompt en une série
d’anneaux (figure 4.22). La courbe de traction (figure 4.21) associ€e a l'acier nitruré
montre bien ces décrochages successifs caractéristiques du développement de fissures
secondaires dans la couche alors que le coeur poursuit sa déformation plastique. Ces
fissures secondaires constituent un phénoméne assez courant en présence d’un
traitement de surface ou d’un dépdt. Comme ['explique Mencik (1996), lors d’un
chargement en traction, des contraintes de cisaillement apparaissent a 1’interface entre le
dépot ou la couche nitrurée et le substrat. Au niveau de la premiere fissure dans la
couche, aucune contrainte n’agit sur la surface libre créée par la fissure et toute la charge
est supportée par le cceur. Cependant, a une certaine distance de cette fissure, la charge
est supportée par la couche aussi bien que par le cceur. Des contraintes de cisaillement
apparaissent a I’interface entre la couche et le coeur et viennent graduellement augmenter
les contraintes de tension dans la couche jusqu'a ce que la résistance de celle-ci soit
atteinte. Une nouvelle surface libre est alors créée et le processus se répete générant des
fissures circonférentielles assez régulierement espacées sur la longueur entre repéres de

I’éprouvette de traction.

D’une manicre générale, 1'acier nitruré posséde une résistance a la traction inférieure a
celle de 'acier de base. Il ne présente pas de striction, donc peu de ductilité, mais sa
résistance aux petites déformations est plus grande. Cette derniére caractéristique laisse
supposer une résistance a la fatigue a grand nombre de cycles supéricure a celle de

I’acier de base.
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4.6 FATIGUE AXIALE EN TRACTION-COMPRESSION
CYCLIQUE (R, = -1)
Des éprouvettes du métal de base et des éprouvettes nitrurées ont été soumises a une
sollicitation cyclique en traction-compression a amplitude constante (rapport de charge
R,=-1). L’essai est réalisé a température ambiante et a une fréquence de 10 Hz. 1l est
mené jusqu’a la ruine de 1’échantillon ou jusqu'a 5 millions de cycles. La liste détaillée
des essais est fournie a ’annexe B. Les surfaces de rupture des éprouvettes nitrurées sont
systématiquement observées au stéréomicroscope puis au microscope électronique a

balayage équipé d’un spectrometre de rayons X en sélection d'énergie.

4.6.1 COURBES DE WOHLER

4.6.1.1 Influence de la géométrie d’éprouvette

Une premiere série d’essais de fatigue (tableau B.1 de 1'annexe B) a été réalisée sur le
lot d’acier n°1 afin de comparer les mérites respectifs des géométries d’éprouvettes a fit
toroidal (figure 4.3.a) et a fat cylindrique (figure 4.3.b). A une méme contrainte
appliquée, les durées de vie en fatigue (figure 4.31) sont plus courtes pour la géométrie
cylindrique que pour la géométrie toroidale. Cet effet s’observe aussi bien sur ’acier de

base que sur I’acier nitruré mais il est plus important pour I’acier nitruré.

Un effet similaire est rapporté par Pomey et Rabbe (1970) pour des éprouvettes (non
nitrurées) sollicitées en flexion rotative a moment de flexion constant. Bien que le
coefficient K, d’une éprouvette toroidale soit égal a 1,03, sa limite de fatigue est jusqu’a
10 % supérieure a celle d’une éprouvette cylindrique. Une des explications proposées est
la « plus faible probabilité de rencontrer un défaut nocif par suite du plus petit volume
sollicité sous la contrainte maximale ». Notez que les machines de flexion rotative a
moment constant sont rares et que, par conséquent, la forme de 1’éprouvette ne devrait
pas affecter beaucoup le volume sollicité qui pour un essai @ moment linéaire se limite a

la section ou le moment de flexion est maximal pour un diamétre d’éprouvette minimal.
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Métal de base
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Couche profonde
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Figure 4. 31. Comparaison des courbes de Wéhler pour deux géométries

d’éprouvettes

Sur le tableau 4.3, les deux géométries d’éprouvettes sollicitées a un méme niveau de

contrainte sont comparées en termes de durée de vie et de taille d’inclusion au site

d’amorcage. Pour une méme contrainte appliquée, les éprouvettes a section toroidale

sont généralement associées a de plus petites inclusions que les éprouvettes a section

cylindrique constante et les fissures amorcées sur de petites inclusions sont généralement

associées a des durées de vie plus longues que celles amorcées sur de grosses inclusions.

La géométrie a fit cylindrique, avec son large volume sollicit¢ sous une contrainte

uniforme, permet une estimation plus sécuritaire des durées de vie et sans créer de

flambement. Elle a donc été choisie pour réaliser I’étude de I’influence de la profondeur

de nitruration.
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Tableau 4. 3. Effet de la géométrie d’éprouvette sur la durée de vie et la taille
d’inclusion au site d’amorcage

Fat toroidal 185773 38,5

550
Fat cylindrique 82 298 52,0
FO i 1

600 Ot torotdal 78413 19,5
Fat cylindrique 35139 40,0

4.6.1.2 Influence de la profondeur de nitruration

Les courbes de Wohler pour les couches minces, moyennes et profondes sont
représentées sur la figure 4.32 ou la courbe de I’acier de base (lot n°2) sert de référence.
Certaines éprouvettes avec couche moyenne ont regu un traitement postéricur a la
nitruration, soit une oxydation soit une trempe a I’huile. Aucun de ces traitements
n’apporte de modification notable ni aux profils de dureté (figure 4.9) ni aux profils de
contraintes résiduelles (figure 4.16). Les résultats en fatigue correspondants ne se sont
pas distingués davantage de ceux obtenus pour la couche moyenne de base sans
traitement postérieur. A un méme niveau de contrainte, par exemple 4 650 MPa, les
couches moyennes sans traitement postérieur, avec oxydation ou avec trempe donnent
des durées de vie (en interne) similaires. Le détail des essais de fatigue réalisés est
présenté sur le tableau B.2 de I’annexe B. Tous les essais ont été réalisés a une fréquence
de 10 Hz sauf a 700 MPa ou le haut niveau de contrainte appliquée a rendu nécessaire la
diminution & 1Hz de la fréquence de travail afin d’éviter un échauffement excessif de

I’échantilion.

Contrairement a ce que prévoient Dorr et Wagner (1996), la nitruration provoque un
accroissement de la durée de vie en traction-compression axiale et ce, quelque soit la
profondeur de diffusion. Cette amélioration semble s’élever vers la limite d’endurance
quand le niveau de contrainte appliquée diminue; la courbe de fatigue associée au métal

nitruré pourrait avoir une pente plus faible que celle du métal de base vers les longues
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durées de vie. En prenant le métal de base comme référence, la nitruration multiplie la
durée de vie de I'acier par un facteur qui varie de 3 a 6 a 700 MPa, de 4 4 9 a 650 MPa.
de 229 a 600 MPa et de 10 a 40 ou plus encore a 575 MPa.

700
O Méetal de base
N 600 @ Couche mince
P 4 Couche moyenne
= ¢ Couche profonde
)
-X-  Oeil-de-poisson
= Non rompus
500 )
1 Lt 11118 i 1 11l | I I N N
10* 10° 10° 107

N (nombre de cycles)

Figure 4. 32. Courbes S-N a R, = -1 pour les trois profondeurs de nitruration

Parmi les trois profondeurs de nitruration €tudi€es, la couche mince est généralement
associée a |’amélioration la plus faible tandis que la couche profonde n’est, la plupart du
temps, pas meilleure que la couche moyenne et peut méme étre associée a des durées de

vie plus courtes comme, par exemple, a 575 MPa et a 600 MPa.

La rupture des aciers nitrurés peut se produire de deux manieres : soit a partir de la
surface, soit a partir d’une discontinuité interne. La rupture interne est toujours associée
a un cil-de-poisson qui, souvent, s’amorce sur une inclusion non métallique. La
compétition entre les deux mécanismes de rupture dépend de la profondeur de

nitruration et de la contrainte appliquée.



Aux niveaux de contrainte étudiés, les couches moyennes et profondes rompent toujours
a partir du cceur sauf dans deux cas ou un gros défaut était présent en surface. Les points
correspondants (tableau B.2) n’ont pas été reportés sur la courbe de fatigue puisque ces
défauts se sont révélés étre des projections involontaires du masquage d étain qui a été
utilisé pour empécher la nitruration des tétes filetées. Sous chaque projection, se trouve
une zone non nitrurée. Cette zone, plus douce que la couche, conduit a une diminution
de la durée de vie de I’acier nitruré; ce qui conforte la remarque de Mazal et al. (1997)
sur I’importance de 1'homogénéité d'un traitement de surface, homogénéité qui
expliquerait la supériorit¢ de la nitruration sur la trempe superficielle au laser par

exemple.

La couche mince, quant a elle, rompt a partir de la surface pour les contraintes les plus
élevées (ligne grise de 700 a 600 MPa) alors que pour I’essai a 575 MPa, elle rompt a
partir d’'un défaut interne. La couche mince présente une transition du mécanisme de
fissuration pour une contrainte de 600 MPa environ. Sur deux éprouvettes sollicitées a
cette contrainte, I'une a rompu a partir d’un défaut de surface tandis que l'autre ne
présentait aucune fissure visible a un nombre de cycle supérieur a la durée de vie de la
premicre éprouvette; la rupture de la téte de I'échantillon ayant interrompu l’essai,
I’existence d’une fissure interne n’a pu étre vérifiée. La rupture en fatigue résulte soit de
I’amorgage et de la propagation d’une fissure semi-elliptique en surface, soit de la
propagation d’une fissure circulaire autour d’une discontinuité interne, par exemple une

inclusion ou une faiblesse de la microstructure.

Plusieurs essais a longue durée de vie n'ont pu étre menés a terme car les éprouvettes
ont rompu au niveau de la téte filetée non nitrurée alors que la partie calibrée nitrurée ne
présentait aucune fissure visible. Le fond du filet équivaut a une entaille. Il favorise
I’amorcage de fissures qui, pour des vies supérieures a 1 million de cycles ont le temps
de se propager et de coalescer de sorte que la téte rompt plus rapidement que la section
utile de 1'éprouvette dont I’aire est pourtant 7 fois plus petite. Ces cas particuliers sont

représentés sur la figure 4.32 comme des éprouvettes non rompues du matériau nitruré.



4.6.2 OBSERVATIONS FRACTOGRAPHIQUES
Les surfaces de rupture sont systématiquement observées au stéréomicroscope.

Cependant. a I'échelle microscopique, nous nous intéresserons surtout a 1’acier nitruré.

4.6.2.1 Fissures de surface

4.6.2.1.1 Acier 4140 de base

Sur la macrographie du métal de base sollicité a 550 MPa (figure 4.33.b), la forme semi-
circulaire ou semi-elliptique de 1’unique fissure amorcée se devine assez facilement. A
un niveau de contrainte supérieur (figure 4.33.a), plusieurs fissures s’amorcent et
laissent des marches sur le pourtour de la surface de rupture. Au fur et & mesure que la
fissure progresse, les marques radiales, qui permettent de remonter au site d’amorgage,
sont de plus en plus profondes. Puis, la fissure dévie sur des plans a 45° de la direction
de sollicitation. La zone de rupture finale par déchirement ductile est toujours

diamétralement opposée au site d’amorgage. Plus la contrainte alternée est grande, plus

elle occupe une surface importante et plus la surface de fatigue est petite (K = K,).

N

a) i p b) .
Figure 4. 33. Eprouvettes de I'acier de base rompues aprés (a) 12 864 cycles a

700 MPa et (b) 174 024 cycles a 550 MPa
Les fissures s’amorcent probablement sur des rayures d usinage ou sur des inclusions de
surface. A 700 MPa, une fissure s’est amorcée sur une inclusion dont I’empreinte est

visible sur les répliques présentées sur la figure 4.34.



184

a)

Figure 4. 34. Répliques acétates du site d’amorcgage principal de I’éprouvette de la
figure 4.33.a & (a) 8 500 cycles et (b) 11 500 cycles

4.6.2.1.2 Acier 4140 nitruré

La rupture en fatigue a partir d’une fissure amorcée a la surface de 1’acier nitruré semble
se dérouler suivant les mémes étapes que dans le métal de base, avec ’amorcage
ponctuel et le développement d’une fissure semi-elliptique, mais les observations
fractographiques sont moins claires. La fissuration externe ne concerne que la couche

mince pour une contrainte alternée supérieure ou égale a 600 MPa.

D’apreés les marques radiales, qui rayonnent a partir d’un point a la surface de la couche
mince sur la figure 4.35.a, la fissure semble semi-elliptique. Des lignes trés légeres
suggerent la présence de stries de fatigue (figure 4.35.b) mais la surface de rupture
présente des zones matées si larges que 1'identification des détails fractographiques est

difficile. Le défaut a I'origine de I’amorgage n’est pas identifié (inclusion, rayure).

Les fissures s’amorcent peut-étre aux joints de grains; la fissuration de la surface
nitrurée est majoritairement intergranulaire avec des fissures secondaires aux joints
(figure 4.36). La décohésion intergranulaire serait favorisée par la fragilisation des joints
de grains notamment par la précipitation de nitrures de fer (ASM Handbook Committee
Vol.12 1987). Si tel est le cas, la dureté augmente du centre du grain vers le joint
fragilisé. La fissure ainsi amorcée se propage par quasi-clivage avec encore quelques

zones éparses de fissuration intergranulaire. La couche rompue présente en général deux
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zones de brillance différente. Le passage d’une zone a une autre correspond peut-&tre a
une variation importante du facteur d’intensité de contrainte ou de la vitesse de
propagation tandis que la deuxieme zone s’achéve a l'interface entre la couche de

diffusion et le cceur.

Maadde 15y 18vn WO33

Figure 4. 35. (a) Eprouvette avec couche mince rompue aprés 191 766 cycles a
600 MPa a partir (b) d’une fissure amorcée en surface

a) ki

Surface
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Figure 4. 36. Fissuration intergranulaire prés de la surface d’une éprouvette avec
couche mince rompue aprés 180 179 cycles a 650 MPa
A 650 MPa, un essai de fatigue sur une éprouvette de couche mince a été interrompu
avant la rupture complete de 1’échantillon et 1’observation au microscope optique ayant
révélé I'existence d’une fissure, celle-ci a €té ouverte en flexion. D’aprées la forme en

« croissant » de la fissure (figure 4.37), il semblerait que la fissure semi-elliptique se
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propage plus rapidement sur les bords, a I'intérieur de la couche. qu’en direction du
ceeur de I'éprouvette ou le champ de contraintes résiduelles freine sa propagation

(Ravichandran 1996).

Rupture statique Fissure de fatigue

Figure 4. 37. Fissure a la surface d’une éprouvette avec couche mince apres 89 037
cycles a 650 MPa
Un doute subsiste quant au réle de la couche blanche. Rompt-elle en fatigue ou en
surcharge en amorcant une fissure qui se propage dans la couche de diffusion? Ou bien
reste-t-elle intégre pendant qu’une fissure s’amorce et se propage, sous la surface, a
I'intérieur de la couche de diffusion? La tentative de suivi de fissure a 'aide de la
technique des répliques acétates n’a pas permis de lever ce doute. La surface d’une
éprouvette de couche mince rompue apres 11 576 cycles a 700 MPa ne présente pas de
fissure visible méme a 86 % de la durée de vie. Il est vrai que la surface poreuse de la
couche blanche ne facilite pas I’observation. Des fissures secondaires, proches de la
fissure principale, ne sont visibles qu’aux endroits ou la zone poreuse de la couche
blanche s’est détachée de la partie compacte (figure 4.38). La profondeur de ces fissures
n’excéderait pas la profondeur de la couche qui est inférieure a 10 pm. Malgré son
manque d’uniformité et son épaisseur, la couche blanche associée a la nitruration
profonde n’a pas favorisé la fissuration externe de la couche profonde pour laquelle la

fissuration interne est le mécanisme le plus rapide.
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Figure 4. 38. Fissure secondaire a la surface de la couche blanche sur une
éprouvette de couche mince rompue aprés 89 037 cycles a 650 MPa (tilt 28°)

4.6.2.2 Fissures internes

4.6.2.2.1 Profondeur du site d’amorcage (Z,m)

En traction-compression, la rupture a partir d’un ceil-de-poisson peut s’amorcer

n’importe ou dans le cceur qui est soumis a une tension uniforme (figure 4.39).
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R
- A & A essais préliminaires)
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N; nitruré/N; métal de base

Figure 4. 39. Répartition en profondeur des sites d’amorgage interne
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La position du site d’amorcage est indépendante de la profondeur de nitruration (z,) et
du niveau de contrainte appliquée. Bien que certains auteurs (Sakai, Sato ef al. 2002)
fassent état d’une augmentation de la durée de vie avec la profondeur d’inclusion,
aucune relation n’a pu étre mise en évidence entre la profondeur du site et la durée de

vie en fatigue (Limodin et al. 2002).

4.6.2.2.2 Défauts au site d’amorcage

Une analyse a I’aide du spectromeétre rayons X en sélection d'énergie associé au MEB
(figure 4.40) révele que les inclusions incriminées dans la rupture sont des oxydes
complexes généralement constitués des éléments Al, Mn, O et Ca, c’est-a-dire des
aluminates de calcium. Ceci semble confirmer I’importance de la composition chimique
des inclusions. Les sulfures de manganése, bien que présents dans la matrice, n’ont pas
amorcé de fissures de fatigue. Pendant la mise en forme, leur plus grande ductilité leur
permet d’étre étirés dans la direction de laminage au contraire des inclusions d’oxydes

fragiles qui conservent leur forme et leur taille ou sont brisées.

FS= 4K ch 524= 60 cts
MEM1: inclusion échantillon F34

Figure 4. 40. Spectre EDS d’une inclusion non métallique dans une éprouvette de
couche profonde rompue aprés 265 110 cycles a 600 MPa

Prés de la moitié€ des fissures internes ne s’amorcent pas sur une inclusion mais sur une

zone de faiblesse microstructurale dont la nature n’a pu étre identifiée (figure 4.41).
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Cette zone ne présente pas de relief particulier et, d’aprés 1’analyse spectrométrique, elle
est constituée des mémes €léments chimiques que la matrice. Murakami (2002) attribue
I’amorcage de ces fissures internes a la présence de zones bainitiques au sein d’une
matrice martensitique et de précipités de carbures aux joints de grains. Dans un acier trés
propre, de petites inhomogénéités structurales peuvent étre grandes devant les inclusions

présentes.

8325 13KY Xi.,788  leve KDI1S

Figure 4. 41. (Eil-de-poisson sans inclusion dans une éprouvette de couche moyenne
rompue apreés 77 300 cycles a 700 MPa

4.6.2.2.3 Fractographie des ruptures a partir d’eeils-de-poisson

Sur les facies de rupture des figures 4.42 et 4.43, la fissuration en ceil-de-poisson donne
lieu a quatre régions fractographiques discernables & 1’ceil nu. L ceil-de-poisson (A) de
forme circulaire constitue une premicre région. La couche fragile forme une seconde
région fractographique (B) avec une zone de rupture trés plate. Une troisiéme région (C)
est parfois observée. Elle consiste en une ou plusieurs zones de propagation de fissures
de la surface nitrurée vers le cceur. Enfin, la derniére région (D) correspond au
déchirement ductile ou rupture finale par déformation plastique. Elle présente des
cupules équiaxes de différentes grosseurs contenant, éventuellement, des particules de

seconde phase.

Le fait que la fissure ait toujours une forme circulaire, contrairement a ce qui est observé

en flexion. confirme qu’elle se développe sous une contrainte uniforme sans rencontrer
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de gradient qui ralentirait ou accélérerait sa propagation dans une direction
préférentielle. I."amorcage d’une fissure sur une inclusion provient de la décohésion
entre 1'inclusion et la matrice puis de la création de microfissures qui croissent de
I’interface ainsi formée vers la matrice. Sur les bords de la cavité laissée par I’inclusion,
on voit parfois des marches et des débris laissés par I'inclusion. L’ceil-de-poisson est
plus pale que le reste de la surface, ce qui, selon Murakami et al. (1999), caractérise une
propagation lente dans un milieu a faible teneur en oxygene avec un contact répété
(matage) des deux lévres de la fissure; en présence d’oxygene, la surface rompue aurait
une couleur plus grisatre. Par ailleurs, la surface de 1'ceil-de-poisson est rugueuse et
ressemble, selon Shiina er al. (2002), aux surfaces de rupture obtenues sous vide.
Parfois, I’ceil-de-poisson posséde. autour de l'inclusion, une zone centrale de
topographie différente que certains auteurs attribuent a 1’effet de 1'hydrogene; alors que
Murakami et al. (1999) observent une « optically dark area », Shiozawa, Lu et Ishihara
(2001) voient une « roughness granular bright surface ». Sur nos éprouvettes de 4140
nitruré, une zone plus sombre est parfois visible sous le stéréomicroscope ou sur les
macrographies mais le MEB ne permet de cerner ni ses dimensions ni ses
caractéristiques. Elle est plus fréquente sur les éprouvettes du lot n°1 (coulée ayant servi
a comparer les géométries d’éprouvettes toroidale et cylindrique) que sur celles du lot
n°2. Peut-étre existe-t-il un rapport avec les différences de population inclusionnaire
entre les deux coulées. Les éprouvettes du lot n°2 semblent posséder des inclusions plus
petites et les fissures internes s’amorcent fréquemment sur des discontinuités autres que

des inclusions. Or. seules les inclusions sont considérées comme des piéges a hydrogene

(Kiessling 1989).

Certains détails macroscopiques sont différents selon que le site d’amorgage est profond

ou proche de I"'interface avec la couche de diffusion.

Si I’'amorcage est profond (figure 4.42), la fissure circulaire (A) se propage dans le coeur

jusqu’a ce qu’elle soit assez grande pour atteindre la résistance de la couche, qui est plus
faible que celle du cceur du fait de sa dureté élevée. La couche (B) rompt alors de fagon

fragile avec des zones de fissuration intergranulaire, des fissures secondaires aux joints
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de grains et seulement quelques zones de quasi-clivage. L’absence de matage entre les
deux lévres de la fissure plaide en faveur d’une rupture statique. La couche ne rompt pas
forcément sur le méme plan de fissuration que la fissure interne; il y a souvent une
marche entre les deux. La couche rompue agit comme une entaille sur le ligament non
brisé qui rompt par déchirement ductile (D). Selon I'importance de 1’effet d’entaille
exercé par la couche rompue en statique, on observe peu ou pas de propagation en
fatigue de la couche vers le coeur dont I’ceil-de-poisson et la zone d’arrachement ductile

occupent alors la majeure partie.

L oW

Figure 4. 42. Fractographie d’un ceil-de-poisson amorcé en profondeur (couche
profonde, S = 600 MPa, N;= 265 110 cycles)

Si I’amorcage se produit prés de ’interface entre la couche et le cceur (figure 4.43),

I’ceil-de-poisson (A) n’atteint pas une taille suffisante pour rompre la couche en tension.
La fissure se propage alors par fatigue a la fois dans le cceur (C) et dans la couche (B) ou
le gradient de dureté et les contraintes résiduelles peuvent modifier sa croissance. L’ceil-

de-poisson se propage dans la couche de diffusion jusqu’a ce qu’il suscite I’amorgage



d’une fissure de surface au point de contact entre 1'eeil-de-poisson et la couche. La

fissure de surface semble se propager d’abord des deux cotés dans la couche avant de se

rabattre sur le cceur.

¥1,888 18rs WD 8 , g5 15KU
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Figure 4. 43. Fractographie d’un ceil-de-poisson amorcé prés de I'interface (couche
mince, S = 575 MPa, N;=1 553 735 cycles)
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D’une part, des marques radiales émanent de la portion de 1'ceil immergée dans la
couche indiquant la direction de propagation de la fissure de surface vers le coeur.
D’autre part, des marques plus fines émergeant de la couche rompue suggérent que la
fissuration en fatigue du cceur (C) ne s’effectue pas a partir du seul point de contact entre
I’ceil et la couche mais procede d’au moins la moitié du périmétre de celle-ci. La zone de
déchirement ductile (D) est toujours diamétralement opposée a 1'ceil-de-poisson. La
région plus superficielle de la couche de diffusion présente une surface de rupture plane
(B) et sans relief du fait de son extréme dureté mais qui ne ressemble pas a la rupture
statique telle que observée en traction monotone; le mécanisme de fissuration
correspond a un mélange de quasi-clivage et de fissuration intergranulaire avec parfois

de faibles traces évoquant des stries de fatigue.

Malgré ces différences fractographiques, la profondeur du site d’amorgage n’influe pas
sur la vie en fatigue. La majeure partie de la vie associ€e a la fissuration interne est

dépensée au voisinage immédiat du centre de 1’ceil-de-poisson.

4.6.3 COMPETITION ENTRE FISSURE DE SURFACE ET FISSURE INTERNE

Ebert (1978), Waraniak et Socie (1981), Baumel et Seeger (1989) abordent le probléme
des aciers nitrurés sous I’angle de la fatigue d’un matériau composite élastoplastique
(§ 2.3.4.3) dont 1I’élément le plus faible, le cceur ou la couche, gouverne la durée de vie.
Cependant, dans le domaine de la fatigue a grand nombre de cycles et pour un matériau
dont la surface présente un gradient de microstructure, nous pouvons aussi considérer
une compétition entre une fissure interne se propageant sous vide et une fissure de
surface dont I’amorgage et la croissance sont ralenties par la dureté et les contraintes
résiduelles de compression (Limodin ef al. 2003). La résistance a la fissuration interne
est une propriété propre a I'acier 4140 de base. Le renforcement de la surface par un
traitement de nitruration permet d’observer une rupture par fissuration interne qui, sinon,

n’interviendrait pas avant des durées de vie de I'ordre de 10® cycles (figure 4.44).
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Figure 4. 44. Résultats S-N de cette étude avec ceux obtenus aux trés longues durées
de vie pour des aciers dont la composition est proche de celle du 4140 (Wang,
Bérard, Dubarre et al. 1999; Bathias 1999)

Les résultats S-N de cette étude sont reproduits seuls a la figure 4.45. Les éprouvettes
dotées d’une couche nitrurée moyenne ou profonde sont capables de retarder
suffisamment ’amor¢age et la croissance des fissures en surface de fagcon a ce que le
mécanisme de fissuration interne soit toujours le plus rapide. Du fait de cette fissuration
interne, la vie en fatigue est indépendante des parametres de la nitruration : la couche
profonde n’a pas de meilleures performances que la couche moyenne. La durée de vie
des fissures internes dépend des propriétés du cceur et de la taille de la plus grosse

discontinuité présente dans le volume sollicité.

Pour la couche mince, pour distinguer les ruptures dues a une fissure interne de celles
dues a une fissure amorcée en surface, deux courbes S-N peuvent étre tracées sur la
figure 4.45. Une premiére courbe est associée a la fissuration externe et dépend des
caractéristiques de la surface a savoir la microstructure, la dureté et les contraintes
résiduelles de compression. Une seconde courbe est liée a la fissuration interne et ne

dépend que des propriétés de la matrice et de la taille des défauts internes. Toutes les
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ruptures amorcées en interne sont ainsi regroupées dans une méme bande de dispersion

indépendamment de la profondeur de nitruration.

O Meétal de base

550 |- @ Couche mince

750 T ]
Fissure externe (couche mince)
Oo /. T
700 =0 Fissure interne (« ceil-de-poisson ») 7
Petits défauts internes
650
Gros défauts

& 600 - internes
=
%
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500 |-.. & Couche profonde
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Figure 4. 45. Compétition entre fissures de surface et fissures internes

4.6.3.1 Fissuration en surface

4.6.3.1.1 Effet des contraintes ré¢siduelles de compression

Les éprouvettes dotées d’une couche nitrurée moyenne ou profonde ne rompent pas a
partir de la surface méme aux plus hauts niveaux de contrainte. La durée de vie de leur
surface est donc au moins supérieure a la durée de vie en interne telle que mesurée par
les essais de fatigue. Le rapport entre la durée de vie en interne des échantillons de
couche moyenne et la durée de vie en surface des échantillons de couche mince peut
atteindre un facteur 10. L’effet du durcissement de la surface sur la phase d’amorgage ne
peut rendre compte, a lui seul, de cet écart. A partir de la loi de Basquin pour le métal de

base (4.6) et en considérant que I’amorgage est modifié par I’accroissement de dureté et
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I'introduction de contraintes résiduelles, la durée de vie d’amorgage a la surface de

I"acier nitruré peut étre estimée a partir de (4.7) :

Sum = (G; —0, )X (NLI:;/IIW )/7 =1240.7 % (N:;’rw )UO-%S Equaﬁon 4.6
Sow = (% xo, —0, } X (N e )h Equation 4. 7

La couche moyenne et la couche mince ont des gradients de dureté et des profils de
contraintes résiduelles similaires au moins jusqu’a une profondeur de 100 um. Par
conséquent, elles devraient avoir la méme résistance S,,, ou la méme durée de vie N,
d’amorcage, durée de vie qui serait supérieure a celle de la couche profonde dont la

dureté et les contraintes résiduelles de surface sont sensiblement plus faibles.

La tentative de suivi, a I’aide de répliques, d une fissure a la surface de I’acier nitruré a
montré qu’aucune fissure n’était visible, méme a une large fraction de la durée de vie.
La durée d’amorgage ne pouvant étre mesurée, la durée de vie des €prouvettes nitrurées
sera considérée du point de vue de la propagation d’une fissure courte. La différence de
durée de vie entre les deux profondeurs de nitruration peut étre attribuée a la propagation
des fissures courtes dans la couche de diffusion a travers un champ de contraintes
résiduelles de compression qui les ralentit. En considérant les échantillons de couche
mince et de couche moyenne qui partagent, en surface, une valeur identique de
contraintes résiduelles de compression, le champ de contraintes résiduelles semble
d’autant plus efficace qu’il agit sur une plus grande distance. Il influence I'effet de
fermeture en exergant un effort de compression sur les 1évres de la fissure (Fitzpatrick et
Edwards 1998). En se référant au travail de Kim et al. (1982) sur I'influence des
contraintes résiduelles sur la fatigue des aciers cémentés, I'effet des contraintes
résiduelles sur la propagation de fissures peut étre pris en compte a travers un facteur
d’intensité de contraintes résiduelles K., qui diminue I’amplitude du facteur d’intensité
de contrainte associ€ a la charge appliquée. En fait, le champ de contraintes résiduelles

équivaut a une distribution de forces ponctuelles appliquées sur les levres de la fissure
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(figure 4.46). Le facteur K., réduit I'amplitude efficace AK.y du facteur d’intensité de
contrainte appliquée. Tant que le matériau a un comportement linéaire élastique, le
principe de superposition est valide et permet de calculer la contribution de la charge

appliquée externe et du champ de contraintes résiduelles intrinséque a AK.4

Figure 4. 46. Représentation schématique des contraintes résiduelies s’exergant sur
les bords de la fissure

Les fissures courtes se propagent sous un facteur d’intensité de contrainte affaibli par les

contraintes résiduelles de compression. Ces contraintes résiduelles doivent donc étre

suffisamment ¢levées et profondes pour retarder non seulement 1’amorgage des fissures

de surface mais aussi leur propagation le plus longtemps possible.

4.6.3.1.2 Mesure des vitesses de propagation dans le métal de base et obtention
d’une relation da/dN-AK ;5

La technique des répliques en cellulose acétate a permis de détecter I'amorcage et de
suivre la propagation d’une fissure en amande (figure 4.47) a partir d’une inclusion a la
surface de 'acier non nitruré sollicité a 700 MPa (figure 4.34). L’essai, réalisé¢ a une
fréquence de 1 Hz pour éviter toute surchauffe de 1’éprouvette, a été interrompu tous les
1 000 cycles afin de prendre des répliques sur le fit cylindrique de 1’éprouvette. Les
répliques sont ensuite observées au MEB. En supposant une fissure initiale semi-
circulaire, la longueur de fissure mesurée sur les répliques est approximativement égale

a deux fois sa profondeur. L’approximation est raisonnable tant que la fissure est petite
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devant le rayon du spécimen et que le chemin de propagation reste perpendiculaire a la

direction de la contrainte appliquée.

En négligeant I’effet de fermeture, le facteur d”intensité de contrainte pour une fissure en

amande s’ écrit (Lampman ef al. 1996) :

amande
K(a)= Y(%) x S\ma Equation 4. 8

amande 2 3 4
avec Y(ﬂj —0,6647-12425 L 1427998 L | —162.44 L | 447223 L
D D D D D

5 6
- 629.63(ij + 326,05(1j
D D

Dans le domaine des fissures courtes, la MLER n’est, en théorie, plus valide. Méme au-
dessus de I’échelle de la microstructure, la condition de plasticité confinée n’est plus
vérifiée. Le suivi de fissures semi-elliptiques de profondeurs comprises entre 0,1 et
0,5 mm amorcées a la surface d’échantillons lisses a montré que les vitesses de
propagation, sur un graphe da/dN en fonction de AK, augmentent de fagon continue mais
a un ou deux ordres de grandeur au-dessus des courbes des fissures longues se
propageant sous de faibles niveaux de contrainte (Verreman et Espinosa 1997).
Cependant, les vitesses de propagation des fissures courtes et des fissures longues
peuvent étre consolidées en utilisant une amplitude d’intensité de contrainte effective qui
tienne compte de I’effet de fermeture. Les mesures de niveau d’ouverture en chargement
a R,=-1 ont montré que la fraction efficace de I"amplitude d’intensité de contraintes
(U= 4K,/ AK) n’est que de 0,3 pour les fissures longues (Koin/Knar = 0,4) alors qu’elle

atteint 0,55 (K,i/Knax = -0,1) pour les fissures courtes.

La longueur de fissure mesurée en fonction du nombre de cycles (figure 4.47.a) permet
de déterminer la courbe de vitesse de propagation en fonction de 1’amplitude efficace du

facteur d’intensité de contrainte (figure 4.47.b) :
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amande
AK (a)=10,55x Y(%) x AS~ma Equation 4. 9

Les coefficients C et m de la loi de Paris sont estimés a partir de la courbe da/dN - AK ¢
de la figure 4.47.b. Les valeurs obtenues correspondent bien aux ordres de grandeur pour

un acier dur.
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Figure 4. 47. (a) Longueur de fissure en fonction du nombre de cycles mesurée a la
surface du métal de base et (b) courbe da/dN-AK, correspondante (S = 700 MPa,
33uym < a<274 pm)

4.6.3.1.3 Prédiction des durées de vie de propagation

Afin de réaliser un premier pas vers la prédiction de la durée de vie en fatigue des aciers
nitrurés, on ¢value, pour les trois profondeurs de nitruration, le facteur d’intensité de
contraintes résiduelles K., ainsi que la diminution correspondante de I’amplitude

efficace AK,; du facteur d’intensité de contrainte.

Le facteur d’intensité de contrainte résiduelle est calculé en trois étapes. Premierement,

le chargement ponctuel d’une fissure bande est considéré avec :



200

2P [x a . i
K =—Y|—— Equation 4. 10
' m (a’Dj )
3,52(1 ——j 435-528= |13-0 3(—) -
Y(i ﬁ): - d . 9 1083-176 1—(1—ijﬂ
a D - a)D

Deuxi¢mement, les contraintes résiduelles sont prises en compte en remplagant la charge

P par la distribution de contraintes résiduelles o :

, 20, (a)x Y(f, %)
K r”(jf"’" = a dx Equation 4.11
, J ~
L’intégration de I’équation 4.11 sur la longueur de fissure est réalisée a 1’aide du logiciel
de calcul Maple. La stabilité des contraintes résiduelles ayant été vérifiée, le calcul de

K,.s est basé sur les distributions de contraintes résiduelles initiales présentées sur la

figure 4.14.

Troisiémement, le facteur d’intensité de contraintes résiduelles ainsi obtenu est multiplié
par le rapport entre le facteur de correction d une fissure bande et celui d’une fissure en
amande afin d’obtenir le facteur d’intensité de contraintes résiduelles d'une fissure en

amande :

amande
( j
nde hande D 4 .
Kumuml( K hernde % E ti 4 12

res res a hande
5
D
a hande a a 2 a 3 a 4
avec Y| — =1,12-0,231 — {+10,55| — | —-21,72] — | +30,39| —
D D D D D

Selon la MLER, en négligeant I’effet de fermeture induit par la plasticité¢ (K, = 0),
I’amplitude efficace du facteur d’intensité de contrainte s’écrit selon 1'équation 4.13 ou

4.14 selon que ’on considere le métal de base ou ’acier nitruré :
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K. =K.
ARy =K\ = cus |
| ? Equation 4. 13
win — Koo 2> Koo — K,
AK =Ko =K < % Equation 4. 14

Les distributions des facteurs K.« et K,.; sont tracées sur la figure 4.48 pour les trois
profondeurs de nitruration. Comparativement a K., le facteur K,., augmente peu
rapidement avec la profondeur. Il atteint sa valeur maximale & 150 um de profondeur
dans la couche mince, a 300 pm dans la couche moyenne et a 650 um dans la couche
profonde avant de diminuer doucement. Le facteur K, est initialement plus faible dans
la couche profonde que dans les couches mince et moyenne cependant son influence se

fait sentir sur une plus grande profondeur.
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Figure 4. 48. Evolution du facteur d’intensité de contraintes résiduelles avec la
longueur de fissure
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Dans tous les cas. K,.; conserve une valeur positive méme au-dela de la couche de
diffusion. Dés qu’une fissure est créée. il y a redistribution des contraintes résiduelles et
celles-ci continuent de diminuer I'amplitude du facteur d’intensité de contrainte
appliquée AK au-dela de la profondeur a laquelle les contraintes résiduelles changent de
signe. Pour une fissure de surface, les contraintes résiduelles de tension du ceeur n’ont
pas grande importance puisque, quand la fissure sort du champ de contraintes résiduelles
de compression de la couche de diffusion, elle a probablement déja atteint sa taille

critique.

La figure 4.49 montre schématiquement 1’effet des contraintes résiduelles sur le facteur
d’intensité de contrainte d’une fissure courte en supposant un niveau d’ouverture de
Koun/Kmax €gal a -0,1. En tenant compte de I’effet de fermeture, I’amplitude efficace du
facteur d’intensité de contrainte s’écrit selon les équations 4.15 et 4.16, respectivement

pour le métal de base et pour acier nitruré :

Achf = Kma.\' - ony hase L4 .

’ = U™ =0,55 Equation 4. 15
AK(fff = l’leax
AKU = Kmax - Kruv - K(mv _— K ,

1t : = Uml/mu - 0555 _ res (a) Equation 4.16
AK‘.W = 171K1nax - Krv.\' Kmax (Cl)

e l \ A AV ™5 Kn}a{Km/\ I\ § ok

A

S Y A
\/mm\/\/ VRVAY

Kmin'Kres

Figure 4. 49. Schéma de l'effet des contraintes résiduelles sur AK.#

L’évolution de U, qui définit la fraction du cycle ou la fissure est complétement ouverte,
est représentée sur la figure 4.50 pour une fissure courte se propageant sous 1’influence

combinée de la charge appliquée et des contraintes résiduelles. Les contraintes
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résiduelles de compression abaissent U qui n’atteint la valeur de 0.55 que lorsque la
fissure se propage hors de la zone d’influence des contraintes résiduelles. Elles exercent
une sorte de compression sur les lévres de la fissure augmentant ainsi l'intensité de

contrainte appliquée requise pour ouvrir la fissure.

1.0 -1,0

7 Couche mince
08 —a&— Couche moyenne
— & Couche profonde | 05

0,6 {sans contraintes résiduelles U=0,55)

o
©
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Figure 4. 50. Evolution du facteur U avec la profondeur de fissure

En prenant pour coefficients m et C les valeurs mesurées & partir des répliques acétates,
I'intégration. de ay=100 pm a a,=800 um, de la loi de propagation basée sur
I’amplitude efficace du facteur d’intensité de contrainte nous permet d’estimer la durée

de vie de propagation :

a,

lenm" _ ‘[ da
r

amande Y
& C(AKW )

Equation 4. 17

Pour les trois profondeurs de nitruration et le métal de base, les durées de vie de
propagation calculées sont reportées sur la figure 4.51. Le mod¢le de propagation d’une

fissure courte dans un champ de contraintes résiduelles de compression permet



d’expliquer une certaine amélioration de la durée de vie de la couche mince par rapport
au métal de base et une amélioration encore plus grande de la couche moyenne.

Cependant. il n’explique pas encore les écarts mesurés entre les durées de vie totales.
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700 o X
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& 600 ° B> XK
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500 N o —o>
400 : ‘ ‘ " — S
1E+03 1E+04 1E+05 1E+06 1E+Q7
N (nombre de cycles)
Métal de base  ---.... Np métal de base
Couche mince Np mince

Couche moyenne Np moyenne
Couche profonde Np profonde
Oeils-de-poisson —  Non rompus

Xepb ao

Figure 4. 51. Estimation des durées de vie de propagation a travers la surface
nitrurée
Une loi de propagation fonction de la dureté a méme été utilisée d’apres les travaux de
Kato er al. (1993). Les durées de vie de propagation calculées pour I’acier nitruré sont
supérieures a celles du métal; le facteur d’amélioration de la durée de vie est supérieur a
10 pour la couche moyenne. Cependant, le modele de fissure courte ne peut pas prédire
la faible performance de la couche mince quelque ajustement qu'on fasse sur les
coefficients de la loi de propagation. Les durées de vie de propagation calculées pour la
couche mince sont a peine inférieures a celles de la couche moyenne. De plus, le modele
prédit pour la couche profonde une durée de vie de propagation inférieure aux deux
autres couches alors que la couche profonde a une durée de vie totale comparable a la

couche moyenne.



Un modéle de propagation de fissure courte, basé sur l'influence des contraintes
résiduelles de compression sur la fermeture de fissures, peut expliquer dans une certaine
mesure I"'importante amélioration des durées de vie de surface. Cependant, ['influence de
la profondeur de nitruration sur la durée de vie de la surface ne peut étre prédite a partir
de modeles d’amorgage ou de propagation basés sur le comportement en fatigue de

métaux homogenes.

4.6.3.2 Fissuration interne
Nous allons maintenant nous intéresser aux facteurs influengant la fissuration interne et

étudier les possibilités d’estimer les durées de vie associées a ce mécanisme.

4.6.3.2.1 Effet de la géométrie de I’éprouvette

Les essais préliminaires réalisés pour choisir entre éprouvette a fiit cylindrique et
éprouvette a fiit toroidal ont démontré que la premiere géométrie donnait des résultats en
fatigue plus sécuritaires. En effet, la section constante de I'éprouvette cylindrique crée
un large volume sollicité sous contrainte uniforme comme I’illustre la figure 4.52. Les
isovaleurs de contrainte axiale dans la direction de 1’effort appliqué ont été calculées a
I’aide du logiciel de calcul Forge 2 élastoplastique qui sera présenté au chapitre V. Du
fait de la légére concentration de contraintes causée par le rayon de courbure du congé
(K; = 1,02), le point le plus fortement sollicité¢ est soumis a une contrainte iégerement
supérieure a la contrainte nominale. Par conséquent, une contrainte égale a 97 % de la
contrainte maximale au point chaud est, grosso modo, égale & la contrainte nominale
appliquée. Le volume de matériau réellement soumis a la contrainte nominale ou a une
contrainte légérement supérieure est représenté en grisé pour les deux géométries
d’éprouvette. Pour I'éprouvette cylindrique, le treés large volume sollicité augmente la
probabilité¢ de trouver un défaut ou une inclusion de taille suffisante pour amorcer une
fissure. Notons qu’en flexion rotative, la géométrie d’éprouvette est généralement
toroidale et que, méme pour une éprouvette a fiit cylindrique, le volume sollicité sous
forte contrainte est toujours trés inférieur & celui d’une éprouvette de traction-

compression (Murakami et al. 2002).
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Figure 4. 52. Taille du volume sollicité pour les deux géométries d’éprouvettes (a
gauche : fiat cylindrique (S = 539 MPa); a droite : fat toroidal (S = 528 MPa))

4.6.3.2.2 Effet de la dureté du métal de base

Les essais préliminaires réalisés sur le lot d’acier n°1 sont insuffisants pour dessiner
I’allure précise des courbes de fatigue pour ce métal. Cependant, a partir de ces quelques
résultats S-N, il est visible que les différences de résistance a la traction et de ductilité
entre les deux lots d’acier (figures 4.20 et 4.21) se répercutent sur la fatigue (figure

4.53).

L’acier possédant la plus grande limite d’élasticité a également la résistance en fatigue la
plus élevée. Pour une durée de vie de 10° cycles, le rapport de résistance en fatigue entre
les deux lots est de 1,10, soit une valeur proche du rapport des limites d’¢lasticité égal a
1,16. La nitruration ne réduit pas cet écart au contraire. Pour les durées de vie

considérées, le rapport des résistances en fatigue entre les lots d’acier nitruré est de 1,26.



La résistance en fatigue d’un acier nitruré rompant en interne augmente avec la

résistance du cceur a I'intérieur duquel se propage la fissure. Cependant, le rapport des

limites d’élasticité ne suffit pas a justifier la différence de résistance en fatigue entre les

deux lots. Un autre facteur doit étre pris en compte : la taille du défaut sur lequel

s’amorce la fissure.
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Figure 4. 53. Résultats S-N des lots d’acier 1 et 2

4.6.3.2.3 Effet de la taille des défauts

La propreté inclusionnaire de I’acier peut étre évaluée a 1’aide des essais de fatigue et,

plus précisément, de la taille de I’inclusion au centre de 1'ceil-de-poisson. D’apres les

¢tudes réalisées en fatigue a trés grand nombre de cycles et présentées au chapitre 11, il

est raisonnable de s’attendre a ce que la fissure s’amorce sur le plus gros défaut présent

dans le volume sollicité sous forte contrainte. Par conséquent, la taille du défaut au site

d’amorcage de la fissure principale est représentative des plus grosses inclusions

présentes dans le volume sollicité de 1'éprouvette. La figure 4.54 compare les
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distributions de taille des inclusions observées au centre des ceils-de-poisson pour les
lots d’acier 1 et 2. La distribution du lot n°1 est centrée sur des inclusions dont la taille
moyenne est comprise entre 30 et 40 um et la taille maximale observée est supérieure a
50 pm. La distribution du lot n°2 est centrée sur des inclusions de taille moyenne plus
petite, comprise entre 20 et 30 um, et la taille maximale ne dépasse pas 50 um. Ces
observations indiquent que le deuxiéme lot d’acier est plus propre. Ceci pourrait
expliquer que ’amélioration de la durée de vie aprés nitruration soit faible, voire
négative, pour le premier lot ou 1’ceil-de-poisson s’amorce et se propage d’autant plus
facilement que les inclusions présentes dans le volume sollicité sont grosses, alors que

pour le second lot, I’amélioration peut atteindre un facteur 10 et plus.

/

Nombre d'inclusions de taille
"x" ayant amorceé une rupture
en fatigue

x=0 0<x 10 [10<x 20]20<x 30|30<x 40/40<x 50|50<x 60

A Acier 4140 lot 1 0 0 1 1 3 0
£z Acier 4140 lot 2 9 0 1 3 1 1 0

Paramétre x=aire” (um)
Figure 4. 54. Comparaison de la propreté inclusionnaire des deux lots d’acier 4140
(R,=-1et 0)
Si on considere seulement le lot n°2, sur lequel plus d’essais ont été réalisés, la
fissuration interne s’accompagne d’une grande dispersion des résultats avec les plus
courtes durées de vie associées aux plus grosses inclusions quelque soit la couche de
diffusion comme le prouvent les résultats reproduits au tableau 4.4. Les plus longues

durées de vie sont obtenues pour des ceils-de-poisson aux centres desquels aucune
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inclusion n’a été trouvée, ce qui signifie que le défaut sur lequel s’est amorcée Ia fissure
est plus petit qu'une inclusion ou d’une autre nature. Une faiblesse locale de la matrice
avec, par exemple, une région moins dure (austénite résiduelle ou bainite) ou avec des
contraintes résiduelles de traction pourraient favoriser la croissance d’une fissure
interne. Une taille d’inclusion égale a zéro a été attribuce a ces défauts sur la figure 4.53.
En fait, il est difficile de comparer ces défauts aux inclusions sur la seule base de la
taille. Les inclusions ont une influence néfaste sur la fatigue pour plusieurs raisons qui
ont ét€¢ exposées au §2.1.3. Une discontinuité microstructurale, par exemple de
I’austénite résiduclle au sein d'une matrice martensitique, ne partage pas les
caractéristiques d’une inclusion : son module d’Young est le méme que celui de la
matrice, elle ne constitue pas un piege a hydrogene... D apres ’ensemble des essais de
fatigue, la plus petite inclusion observée au centre d’un ceil-de-poisson a une taille de
16 um. Par conséquent, il est probable que, si dans le volume sollicité de I’éprouvette, il
n’y a que des inclusions de taille inférieure a 16 pm, les discontinuités microstructurales

entrent en compétition avec ces inclusions peu nocives.

Tableau 4. 4. Taille du défaut au centre de I’eil-de-poisson

575 400 38 1,6x10°
575 1 000 — 2 1x10°
600 1 000 27 2,7x10°
600 600 — 7,3x10°
600 600 — 1,1x10°
650 600 45 1,3x10°
650 1 000 — 2,0x10°
650 600 27 2,5x10°
*aire =— : aucune inclusion observée au MEB

La couche mince n’augmente efficacement la durée de vie des éprouvettes que pour les

bas niveaux de contrainte, c¢’est-a-dire en dessous de 575 MPa. Pour une contrainte
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appliquée supérieure, la couche mince retarde 'amorgage et la propagation des fissures
de surface de sorte que la durée de vie du mécanisme externe est prolongée mais reste

inférieure a celle du mécanisme interne a cceur.

La bande de dispersion associée a la fissuration en ceil-de-poisson est délimitée par la
courbe de fatigue associée aux plus petits défauts (discontinuités microstructurales) et la
courbe de fatigue associ€e aux plus grosses inclusions. Cette situation, représentée sur la

figure 4.45, est en accord plusieurs travaux de la littérature (Nishijima et Kanazawa

1999; Murakami et al. 1991).

Contrairement & ce qu’annongaient D6rr et Wagner (1996), en traction alternée, les
contraintes résiduelles de traction du cceur et ’absence de gradient ne diminuent pas la
résistance en fatigue de 1’acier nitruré par rapport a celle du métal de base. La fissure
interne se propageant dans le vide possede une durée de vie bien plus grande qu’une
fissure de surface se propageant dans 1’acier de base. S’il est vrai que les améliorations
sur la durée de vie interne en traction-compression sont inférieures a celles rapportées en
flexion rotative, ceci n’est qu'un effet du gradient de contrainte et ne traduit en rien une

quelconque amélioration du matériau lui-méme.

4.6.3.2.4 Estimation des durées de vie

Le probléme considéré est celui d'une fissure circulaire dont le diamétre initial équivaut
a la taille, mesurée par le paramétre aire, de I’inclusion non métallique au centre de
I’ceil-de-poisson. La fissure interne se propage dans un environnement que beaucoup
comparent & un vide poussé (Shiina et al. 2002). La durée de vie de propagation €tant

plus longue sous vide, la durée de vie interne est plus grande que la durée de vie externe

(Petit ef al. 1994).

Selon Murakami (Murakami et al. 1998; 1999), la limite de fatigue associée au
mécanisme de fissuration interne peut €tre calculée en terme de seuil de non propagation
des fissures courtes. Ce seuil est fonction de la dureté de la matrice et de la taille,
exprimée a I’aide du paramétre Vaire, du défaut sur lequel s’amorce la fissure.

Contrairement au seuil des fissures longues, le seuil des fissures courtes augmente avec
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la dureté et il dépend de la longueur de fissure mesurée par le paramétre Vaire (équation
2.49). Les faibles contraintes résiduelles du coeur sont négligées. L’application de

I’équation 2.50 aux résultats obtenus lors de la présente étude est représentée sur la

figure 4.55.
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Figure 4. 55. Résistance en fatigue interne relative d’aprés le modéle de Murakami

L’inconvénient de ce modele c’est qu’il nécessite de connaitre la taille du défaut au site
d’amorcage. Si une inclusion de taille critique n’est pas présente dans la zone sollicitée,
la fissure peut s’amorcer sur un autre type de discontinuité dont la taille est difficile a
prévoir. Si les fissures s’amorcent sur des inclusions, une analyse des valeurs extrémales
de la distribution inclusionnaire permet d’estimer une limite de fatigue interne minimale.
Cependant, méme la connaissance de la taille exacte du défaut au centre de 1’ceil-de-
poisson ne permet pas de ramener les résultats sur une méme courbe comme le montre la
figure 4.55. Des facteurs autres que la dureté du cceur et la taille de défaut interviennent
sans doute. Par exemple, pour les éprouvettes du lot 1, les deux points situés en dessous
de la courbe en pointillés correspondent a des inclusions de forme globulaire alors que
les quatre points au dessus de la courbe sont associés a des inclusions angulaires. L’effet

de concentration de contraintes exercé sur la matrice doit étre différent selon la forme de
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I"inclusion. ce que néglige le paramétre Vaire. De plus, le modéle est fondé sur une
limite de fatigue interne dont I'existence n’a pas été¢ prouvée. La courbe de fatigue
associ¢e au mécanisme interne peut décroitre continiment vers les longues durées de vie
alors que le rapport de la contrainte appliquée a une durée de vie finie sur la limite de
fatigue calculée par le modéle tend vers une valeur unitaire; ce qui, selon Murakami,
confirme la validité du modéle ou, du moins, démontre la dépendance du mécanisme

interne par rapport a la taille des inclusions.

Etant donné que la profondeur d’amorcage, c’est-a-dire le diamétre de I’ceil-de-poisson,
n’a aucune influence sur la durée de vie, le probleme des fissures en ceil-de-poisson
semble appartenir au domaine des fissures courtes. La fraction efficace du cycle est
supposée égale a 0,55, valeur déja utilisée pour les fissures courtes se propageant a partir
de la surface. Cependant, ce n’est qu'une approximation puisque ’effet de fermeture
induit par I"oxydation n’existe plus dans le vide; le facteur U n’est probablement pas

identique dans les deux milieux air et vide.

Pour de faibles vitesses de propagation, la loi de Paris devient excessivement
conservatrice d’autant plus que le facteur d’intensité de contrainte est proche du seuil de
propagation (Stewart 1980). La vitesse de propagation est alors sensible a la contrainte
moyenne, a la microstructure et a I’environnement. Néanmoins, une loi de Paris calculée
a partir de I’amplitude efficace du facteur d’intensité de contrainte est supposée apte a
représenter la propagation d’une fissure courte circulaire autour d’une inclusion de
dimension ay:

2 . :
AK,, =Ux ;AS VA, + K, Equation 4. 18

La difficulté¢ majeure réside dans le choix des valeurs de la fraction efficace U et des

coefficients de la loi de Paris dont I"intégration entre ay et ardonne :

A A

a,’? —a,

L
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T

N, Equation 4. 19



En supposant U interne peu différent de U en surface et en utilisant les coefficients C et
m mesurés pour une fissure a la surface de 1’acier 4140, les durées de propagation
calculées sont inférieures aux durées de vie mesurées. La figure 4.56.a présente les
résultats du calcul pour différentes longueurs de fissure ay en négligeant, dans un
premier temps, la contrainte résiduelle de traction du cceur. La longueur de fissure finale
arest prise égale a 2,5 mm mais une valeur de 1 mm ne donnerait pas des résultats trés
différents. Méme en supposant une inclusion ou fissure initiale aussi petite que 10 pum,
les durées de propagation calculées restent trés inférieures aux durées de vie. Par
ailleurs, une augmentation de la contrainte résiduelle du cceur, supposée homogene, de 0
a 80 MPa, la valeur maximale mesurée sur I’éprouvette avec couche profonde, n’a qu'un

effet moindre sur la durée de propagation (figure 4.56.b) par rapport a I'effet de la taille

d’inclusion.
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Figure 4. 56. Effet calculé de (a) la taille de défaut pour des contraintes résiduelles de
traction nulles et (b) des contraintes résiduelles de traction sur la durée de vie de
propagation en interne pour une taille de défaut de 10 ym



Le coefficient C de la loi de Paris devrait étre plus petit dans le vide que dans 1’air
(Henaff e al. 1995). Le coefficient (" mesuré en surface a ¢té diminug et le coefficient m
augmenté jusqu’a obtenir une meilleure corrélation avec les durées de vie totales pour
une longueur de fissure proche des tailles d’inclusions mesurées (10 um). Les durées de
vie de propagation calculées pour m égal 4 10 et C égal a 4,.33x107'° sont représentées
sur la figure 4.57. Deux courbes de durées de vie propagation ont été calculées en se
basant sur la plus petite et sur la plus grosse inclusion mesurée au centre d’un ceil-de-
poisson (entre 0 et 50 um). Les durées de vie de propagation calculées sont plus
sensibles a la longueur de fissure initiale que ne le sont les durées de vie totales
mesurées. De plus, les valeurs de m utilisées sont loin des valeurs usuelles et la MLER
est inappropriée. La validité du modele ne peut étre vérifiée étant donné I'impossibilité
de suivre expérimentalement la propagation d’une fissure interne qui peut s’amorcer

n’importe ou dans le large volume sollicité du matériau de cceur.
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Figure 4. 57. Durées de propagation interne en ajustant une loi de Paris sur les
résultats en fatigue

De I'impossibilité¢ d’estimer la durée de vie totale a 1’aide d’un calcul de propagation,

Chapetti conclue que la propagation ne peut rendre compte a elle seule de la durée de vie



en interne (Chapetti er al. 2003a; 2003b). Ceci serait cohérent avec les observations
fractographiques : les ceils-de-poisson les plus gros, autrement dit ceux amorcés le plus
profondément, ne correspondent pas nécessairement aux durées de vie les plus longues.
Une part trés importante de la durée de vie en interne serait dépensée dans I'amorcage
et. peut-€tre, la propagation d’une microfissure. Sur une échelle bilogarithmique, la
courbe de Wohler associée a la fissuration interne montre une pente plus faible que la
fissuration externe dans I’acier de base. Ceci laisse supposer qu’en interne, une part plus

importante de la durée de vie est consacrée a I’amorgage.

4.6.3.3 Influence de la profondeur de nitruration

4.6.3.3.1 Profondeur de nitruration optimale : compétition fissuration interne et
fissuration externe

La profondeur de nitruration controle le champ de contraintes résiduelles et le profil de
dureté. Tant que la profondeur de nitruration n’est pas suffisante pour que la rupture ait
lieu par le mécanisme interne, il est probable qu'une augmentation de la résistance en
fatigue avec la profondeur de nitruration soit observée. Un champ de contraintes
résiduelles de plus en plus profond implique des durées de vie de propagation de plus en
plus longues. Bien que cet effet ne suffise pas a expliquer la différence de durée de vie
externe entre la couche mince et la couche moyenne, il explique une certaine
augmentation de durée de vie de la couche mince par rapport au métal de base. Une
nitruration profonde s’accompagne d’une diminution des contraintes résiduelles de
compression. Cependant, aucun effet néfaste n’a été observé lors de cette étude puisque
les couches moyennes et profondes ont toutes rompu par un mécanisme de fissuration
interne. Dans I’éventualité d’un amorcage en surface, les calculs montrent qu’a cause
d’un pic de contraintes résiduelles de compression plus €talé, la couche profonde
diminuerait moins efficacement le facteur d’intensité de contrainte pour des fissures de
50 a 400 um de profondeur. Il est donc possible que les éprouvettes avec couche
profonde soient plus sensibles & la rugosité et aux microentailles que des couches moins

épaisses.
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Quand la profondeur de nitruration est telle que les fissures de surface sont suffisamment
ralenties pour que la rupture de la piece nitrurée résulte du mécanisme interne, la
résistance en fatigue ne dépend plus de la profondeur de nitruration mais de la résistance

intrinséque du matériau.

Les contraintes résiduelles de compression plus faibles et les importantes contraintes
résiduelles de traction attendues a coeur désavantagent la couche profonde. Selon
plusieurs auteurs, les contraintes résiduelles de traction diminueraient la résistance en
fatigue interne d’une éprouvette sollicitée en traction-compression (Cowling 1986). Sur
’acier 4140 nitruré de cette ¢tude, la diminution n’est pas observée. La couche profonde
est parfois meilleure que la couche moyenne bien que ses contraintes résiduelles de
traction soient environ deux fois plus élevées (75 MPa contre 30 MPa). Un plus grand
nombre de résultats serait nécessaire pour une étude plus systématique de 1’effet des
contraintes résiduelles de traction du cceur car de nombreux facteurs entrent en jeu et
compliquent I'interprétation, notamment la nature et la taille du défaut au centre de
I’ceil-de-poisson. Toutefois, il est probable que [’augmentation des contraintes
résiduelles de traction et ’adoucissement du matériau de cceur avec le temps de
nitruration affectent a terme la résistance a la fatigue interne. Sur deux des trois niveaux
de contrainte auxquels la couche profonde a été testée, cette derniére a rompu plus

rapidement que la couche moyenne a la méme contrainte.

Si on se fie a Mencik (1996), le rapport de la profondeur de nitruration sur le diamétre
d’échantillon devrait étre inférieur a 0.1 pour éviter de trop grandes contraintes
résiduelles de tension dans le coeur. Or les profondeurs de nitruration mince et moyenne
se conforment a cette condition tandis que la couche profonde a un rapport a peine plus
grand (z,/D = 0,105). Dans des pi¢ces ou des éprouvettes de plus petite dimension ou le
cceur devrait équilibrer les contraintes résiduelles de compression de la couche nitrurée
sur une plus petite section, les contraintes résiduelles de traction pourraient atteindre des

valeurs élevées.



D’apres les courbes de Wohler, la couche mince n’est pas assez profonde pour retarder
cfficacement I’amorgage et la propagation d’une fissure courte. Le facteur d’intensité de
contraintes résiduelles calculé diminue I'amplitude efficace du facteur d’intensité de
contrainte jusqu’a 200 um aussi bien pour la couche mince que pour la couche moyenne.
Cependant, pour des fissures plus profondes, le facteur K., de la couche mince devient
rapidement négligeable devant K,,,,. La couche moyenne apparait finalement comme la
couche optimale dans les conditions de sollicitation étudiées. Son champ de contraintes
résiduelles est suffisamment haut et profond pour retarder efficacement la propagation
des fissures courtes. La résistance en fatigue ne dépend alors plus que des propriétés du

cceur telles que la dureté et la propreté du métal de base.

La profondeur de nitruration optimale en traction-compression rejoint la définition
proposée par Landgraf et Richman (1975) pour un acier cémenté sollicité en flexion :
¢’est la profondeur juste suffisante pour provoquer la transition vers le mécanisme de
fissuration interne. Une nitruration plus profonde n’apporte aucune amélioration
supplémentaire de la résistance en fatigue alors le colt associé a la nitruration augmente

continiment avec la durée du traitement.

Méme si un modéle de propagation de fissure courte dans un champ de contraintes
résiduelles de compression justifie en partie 1’augmentation de la durée de vie de la
surface nitrurée par rapport au métal de base, il ne suffit pas a expliquer I"amélioration
de la durée de vie des couches moyenne et profonde. L’influence globale de la
profondeur de nitruration ne peut étre prédite par un modele basé sur le comportement
en fatigue de matériaux homogenes. Il faudrait plutdt envisager le matériau nitruré

comme un composite.

Comme le suggéraient Jack et Winnick (1979), le matériau nitruré peut étre comparé a
un composite constitué¢ d’une fibre ductile (e cceur) emprisonnée dans une matrice
fragile (la couche de diffusion). Autrement dit, I’éprouvette nitrurée peut étre assimilée a
un bimatériau formé de deux cylindres : un cylindre plein pour le cceur et un cylindre

creux pour la couche (figure 4.58). Cette simplification permet de comprendre le



comportement en traction de 1’acier nitruré. L."écoulement plastique du cceur est géné par

la couche élastique.

Acouche

F = AxS
avec
A = AcouchetAcceur

AC%UI’

Figure 4. 58. Représentation schématique du bimatériau

La profondeur de diffusion minimale requise pour que la contrainte locale en surface
reste inférieure a la limite d’élasticité de la couche lors d’une sollicitation en fatigue a

une contrainte nominale S se déduit de 1’équilibre des forces internes et externes :

AxS=4 o +A4

coenr coeur couche

o Equation 4. 20

couche

Faisons ['hypothese d’un matériau de cceur ¢lastique parfaitement plastique. Ne
connaissant pas la courbe de traction cyclique de 1'acier 4140, on suppose, dans un
premier temps, que la limite d’élasticité cyclique du métal de base est égale a 600 MPa.
En fait, la courbe S-N de I’acier 4140 montre qu’il faut appliquer une contrainte de
600 MPa pour avoir une déformation plastique suffisante a ['amorgage d’une fissure en
100 000 cycles. Cette contrainte est associée a une limite d’élasticité cyclique
conventionnelle pour une certaine quantité de déformation plastique. Quand la contrainte
nominale S dépasse 600 MPa (par exemple S =700 MPa). pour atteindre la rupture
interne du métal nitruré, la couche doit transmettre une charge (ozoucre > S) d autant plus

grande que la couche est mince :

=S+M(s—6oo)sl300MPa:>

couche

A 2S—6OO

700

couche

O Louche Equation 4.21
Par conséquent, pour une résistance de la couche de 1300 MPa et une contrainte
nominale S de 700 MPa, le rapport de la section nitrurée sur la section totale de

I’éprouvette doit étre d’au moins 1/7. C’est-a-dire que la profondeur de nitruration dans
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I"hypothése d une couche de diffusion « homogene » et de limite d’élasticité constante et
égale a 1 300 MPa doit étre d’au moins 360 um. La couche mince dont la profondeur de
diffusion « totale » n’est que de 400 um peut difficilement remplir cette condition. La
nitruration doit étre suffisamment profonde pour que la couche ne supporte pas une
contrainte trop grande quand le cceur se déforme plastiquement. D’un autre coté, quand
la profondeur de nitruration augmente, les contraintes résiduelles de compression de la
couche diminuent et les contraintes résiduelles de traction du cceur augmentent. Par
conséquent, il ne faut pas nitrurer plus profondément que nécessaire au risque de

sacrifier la résistance a la propagation de la surface nitrurée.

En fatigue a grand nombre de cycles, pour les trois profondeurs de nitruration étudiées,
la déformation plastique n’est pas suffisante pour susciter une redistribution des efforts
entre le cceur et la couche telle que la contrainte d’amorgage de la couche soit moins
¢levée que celle du cceur. L’amorgage d’une fissure interne sera plus probable que
I’amorg¢age et la propagation d’une fissure de surface et I’épaisseur de la couche de
diffusion n’influence plus la résistance en fatigue. Cependant, une couche trés épaisse
présente 1'inconvénient d’augmenter le degré de biaxialité¢ des contraintes a I’interface

avec le cceur et de diminuer la ductilité de la piéce (Cavallaro et Subramanian 1999).

Dés que le cceur se déforme plastiquement, il faut comparer la contrainte d’amorgage
estimée (équation 4.7) non pas a la contrainte nominale appliquée mais a la contrainte
locale dans la couche. Dés que la contrainte d’amorgage de la surface est dépassée, une
fissure s’amorce et peut éventuellement se propager a travers un champ de contraintes

résiduelles de compression.

4.6.3.3.2 Nature des efforts : traction-compression vs flexion rotative
En traction-compression, dés que la profondeur de nitruration est suffisante pour que la
rupture se produise par le mécanisme interne, la résistance en fatigue est indépendante

de toute nouvelle augmentation de z, contrairement a ce qui se passe en flexion rotative.

En flexion, I’existence d’un gradient fait que seule une petite région sous la couche est

susceptible d’amorcer une fissure de fatigue interne (figure 4.59.a). L augmentation de



220

la contrainte nominale, appliquée & la surface de 1’échantillon n’est pas représentative
d’une augmentation de la résistance locale du matériau au niveau du site d’amorgage
interne (figure 4.59.b). Par conséquent, si les résultats obtenus en flexion rotative sont
appliqués a des pieces en service qui ne sont pas soumises a des gradients de contrainte
aussi €levés que les éprouvettes de laboratoire, la résistance en fatigue risque d’étre
gravement surévaluée. Par ailleurs, a cause du gradient de flexion, le coeur est soumis a
une contrainte plus faible que la contrainte nominale en surface. L’effet bimatériau, ou la
redistribution des efforts entre le cceur et la couche quand le cceur subit une déformation
plastique, est moins important que sous une contrainte appliquée uniforme; ce qui
expliquerait que la fissuration interne soit rarement observée en flexion rotative méme

lorsque I’influence de la profondeur de nitruration est étudiée.
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Figure 4. 59. Effet (a) du gradient de flexion sur le volume sollicité et (b) de la
profondeur de nitruration sur la limite de fatigue nominale S, en flexion rotative
Méme en 1’absence d’un traitement de surface, la résistance a la fatigue en flexion est
supérieure a la résistance a la fatigue en traction-compression et, d’apres Lieurade
(1991), I’écart peut atteindre 20 %. En effet sur la figure 2.35, ’écart entre la limite de
fatigue mesurée, en flexion rotative, sur une éprouvette de 7,5 mm de diametre et celle
mesurée sur une €prouvette de 38 mm de diametre, dont le gradient de contrainte se
rapproche de celui d’un essai de traction-compression, est supérieure a 18 %. La

géométrie des éprouvettes de flexion rotative (de diametre compris entre 4 et 9 mm) et le
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gradient de contrainte appliquée sont tels que le volume sollicité sous forte contrainte est
trés faible par rapport au chargement en traction-compression ou toute la section a
diamétre constant est soumise a une contrainte appliquée uniforme. Plus la zone
fortement sollicitée est confinée, plus la probabilité qu'un gros défaut soit présent est
faible. Pour une éprouvette nitrurée a une profondeur suffisante pour que la fissuration
externe n'ait pas le temps de se développer, le volume fortement sollicité se réduit a un
anneau de faible épaisseur située pres de I'interface couche/cceur et dont le diamétre

interne est d’autant plus proche du diamétre externe que la nitruration est profonde.

L’effet d’échelle sur des éprouvettes nitrurées sollicitées en flexion ne peut étre négligé.
Plus le diametre de 1'éprouvette est faible, plus le gradient de contrainte appliquée est
¢levé et plus la contrainte locale disponible sous la couche nitrurée est faible pour une
méme contrainte nominale. De méme, plus la couche de diffusion est épaisse, plus la
contrainte nominale qui doit étre appliquée en surface pour atteindre la résistance en
fatigue sous la couche est grande (figure 4.59.b). D’ailleurs, aprés avoir sollicité en
flexion rotative un acier allié au CrMo nitruré par voie gazeuse, Tokaji et Takahashi
(2001) constatent que la taille du défaut au centre de I’ceil-de-poisson. mesurée par le
paramétre Vaire de Murakami et al. (1999), augmente quand la contrainte appliquée
diminue et quand la profondeur d’amorgage augmente. Ce qui se congoit aisément
puisque, pour une contrainte de flexion donnée, plus ’amorgage est profond, plus la
contrainte au site d’amorcage est faible et plus le défaut doit étre gros pour qu’une

fissure se propage.

Apres avoir sollicité en flexion rotative un acier 4140 nitruré, Genel et al. (2000)
constatent que la résistance en fatigue, estimée en terme de contrainte nominale
appliquée en surface, augmente avec la durée de nitruration. Il note, par ailleurs, que
plus la couche de diffusion est profonde, plus le site d’amorcage est confiné a I'interface
entre la couche et le coeur. Si on utilise les valeurs de contraintes nominales et de
profondeurs d’amorgage rapportées par Genel et al. (2000), les courbes S-N peuvent étre
redessinées en terme de contrainte locale sous la couche ou au niveau du site

d’amorcage (figure 4.60).
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Figure 4. 60. Effet de la profondeur de nitruration sur la résistance en fatigue en
flexion rotative a partir des résultats de Genel et al. (2000)
Les résistances en fatigue pour les différentes profondeurs de nitruration se trouvent
alors fortement diminuées et tombent sur une méme bande de dispersion. En terme de
contrainte au site d’amorcage, la nitruration la plus longue (16 h) se démarque du lot
avec une résistance en fatigue qui semble supérieure. L’analyse des données fournies
dans I'article (/bid.) montre que cette exception peut s’expliquer par un confinement
accru du volume sollicité a mesure que la profondeur de nitruration augmente. Ce
phénomene, plusieurs fois observé (Tokaji et Takahashi 2001; Komotori ef al. 2001), se
généralise de la maniere suivante : plus le gradient de contrainte appliquée est abrupt, du
fait du faible diametre de 1’éprouvette et/ou d’une couche de diffusion épaisse, plus la
zone d’amorcgage possible est confinée a I'interface couche/cceur. Pour les couches les
plus profondes. la fissure peut méme s’amorcer a I’intérieur de la couche de diffusion.
C’est pourquoi la contrainte calculée au site d’amorcage est plus grande que la

contrainte a I’interface.



Pour une durée de vie de 2x10° cycles, I'amélioration la plus grande de la résistance en
fatigue-flexion pouvant étre obtenue apres nitruration est de 52 % en termes de
contrainte nominale. Exprimée en terme de contrainte locale au site d’amorgage. elle est
tout au plus de 24 %. ce qui reste supérieur a I’amélioration de 10 a 14 % mesurée en
traction-compression lors de la présente ¢tude. L écart entre les résultats en flexion et les
résultats en traction est un fait avéré. Le faible volume sollicité¢ de I'éprouvette de
flexion et I’existence d’un gradient de contrainte appliquée favorisent une estimation

non sécuritaire de la durée de vie en fatigue.

4.7 FATIGUE AXIALE EN TRACTION REPETEE (R, = 0)
L’essai de fatigue peut étre mené avec une contrainte moyenne nulle mais, en pratique,
les pi¢ces sont souvent soumises a une contrainte statique de tension ou de compression
qui se superpose a la contrainte alternée. Pour une durée de vie donnée et pour un méme

type d’effort, la contrainte alternée diminue quand la contrainte statique augmente.

En traction-compression, la couche moyenne correspondait a une profondeur de
nitruration suffisante pour que le mécanisme de surface soit toujours plus lent que le
meécanisme interne aux niveaux de contrainte considérés. Par conséquent, afin d’évaluer
I’effet d’'une contrainte moyenne sur la résistance en fatigue d’un acier nitruré, des
éprouvettes de couche moyenne et des éprouvettes du métal de base sont sollicitées en
traction répétée. Les résultats pour une amplitude de contrainte comprise entre 425 MPa
et 525 MPa sont reportés sur la figure 4.61. Le détail des essais est donné sur le tableau

B.3 de "annexe B.

4.7.1 COURBES DE WOHLER

La nitruration améliore la durée de vie des éprouvettes par rapport au métal de base tant
que la contrainte maximale appliquée est inférieure ou égale a 1000 MPa. Cette
amélioration est toujours associ€e a un mécanisme de fissuration interne et elle varie de

3 a 4 fois la durée de vie des éprouvettes de référence. Pour des contraintes maximales



supérieures a 1000 MPa, 1'amélioration de la vie en fatigue est difficilement
quantifiable. Alors que I'acier nitruré semble. a premiere vue, rompre en fatigue, 1" acier
de base rompt en quelques cycles en fluage cyclique a charge imposée. En considérant la
dureté de "acier de base, la transition entre régime de fatigue oligocyclique et régime de
fatigue a grand nombre de cycles devrait se produire entre 1000 et 3 000 cycles de
fatigue (Landgraf 1970). L apparition du rochetage a haut niveau de contrainte serait due
au dépassement de cette transition. Pour estimer la courbe d’endurance du métal de base

en fatigue oligocyclique, I’essai devrait étre réalisé en déformation controlée.

En comparant, a une méme durée de vie, I’amplitude de contrainte appliquée en traction-
compression et en traction répétée, on constate que, pour une contrainte moyenne nulle,
I’amélioration de la résistance en fatigue varie autour de 5 a 10 % pour les vies les plus
courtes et entre 17 a 23 % pour les vies les plus longues. Avec une contrainte moyenne
de traction, I’amélioration n’est plus mesurable pour la fissuration en surface et elle est

inférieure a 10 % pour la fissuration interne aux plus longues durées de vie.

En ce qui concerne 1'effet de la contrainte moyenne sur la rupture en surface du métal de
base et la rupture interne de I’acier nitruré, on peut faire le constat suivant : pour I’acier
nitruré, la diminution de la contrainte alternée admissible du fait de I’application d’une
contrainte statique oscille entre 21 et 25 % indépendamment de la durée de vie
considérée. Pour I’acier de base, I’effet de la contrainte moyenne se fait moins sentir car
la diminution de la résistance en fatigue de la surface n’est que de 17 & 15 % et tend a
diminuer quand la durée de vie augmente. L’acier nitruré serait plus sensible que le
métal de base a ’application d’une contrainte moyenne de traction. La couche moyenne
qui, en traction-compression, était suffisante pour que 1’éprouvette rompe toujours a
partir du cceur s’avere incapable d’empécher une rupture en surface pour des durées de
vie inférieures a 10” cycles. De la plasticité cyclique macroscopique se produit dans le
ceeur dés que la contrainte nominale S, est égale a 500 MPa. Par conséquent, la
contrainte locale dans la couche est supérieure a la contrainte nominale et elle peut

atteindre la résistance de la couche.
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Figure 4. 61. Courbes S-N du métal de base et de I’acier nitruré avec une couche
moyenne a R, =0

4.7.2 OBSERVATIONS FRACTOGRAPHIQUES
4.7.2.1 Fissures de surface

4.7.2.1.1 Acier 4140 de base

En traction répétée, une fissure semi-elliptique (figure 4.62.a) s’amorce a la surface du
métal de base, par exemple sur un défaut comme la rayure, visible sur la figure 4.62.b,
qui est peut-étre due a 'outil d’usinage. La fissure se propage ensuite sur une petite
distance avant de dévier sur des plans a 45°. Macroscopiquement, la surface de rupture
est peu différente de celle observée en traction-compression. Au MEB, cependant, un
relief beaucoup plus important est observé. En traction répétée, 1’absence de matage
entre les levres de la fissure permet d’obtenir un faciés de rupture aux contours plus
précis. Le mécanisme de rupture observé dans le métal de base est toujours le quasi-

clivage.
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Figure 4. 62. (a) Eprouvette de I’acier de base rompue aprés 375 407 cycles a
450 MPa et (b) gros plan du site d’amorg¢age observé au MEB

4.7.2.1.2 Acier 4140 nitruré

La rupture de 1’éprouvette nitrurée semble due & une fissuration externe pour une
contrainte alternée supérieure ou €gale a 512 MPa. En fait, sur les fractographies des
deux ruptures de surface (figure 4.63), la rupture de la couche ressemble davantage a de
la rupture statique qu’a de la fissuration en fatigue. Elle a un aspect trés granuleux sur
toute sa profondeur; la surface de rupture ressemble beaucoup a celle de la couche

profonde rompue en traction monotone (figure 4.29.b).

<

a)

Figure 4. 63. Eprouvette nitrurée rompue apreés (a) 18 581 cycles a 525 MPa et (b)
41 837 cycles a 513 MPa
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Aucun site d’amorcage ne peut étre identifié dans la zone diamétralement opposée a la
rupture finale. Il est probable qu'une fois la couche rompue (en statique), la fissure
annulaire ainsi créée se propage en fatigue dans le cceur, ce qui se traduit. sur les
macrographies, par une zone plus claire de forme plus ou moins réguliére. Cette fissure
mene d’autant plus rapidement au déchirement ductile du ligament non brisé, qui occupe

presque toute la surface du cceur, que la contrainte alternée est grande.

4.7.2.2 Fissures internes

Quand une fissure s’amorce pres de 1'interface entre la couche et le cceur, elle se propage
dans la couche tout le long de la circonférence (figure 4.64.a). En dépit de la petite taille
de I'ceil-de-poisson, la rupture de la couche semble amorcée par cette fissure interne. La
couche rompue présente deux zones topographiques : une premiere jusqu’a environ
390 um, soit la profondeur a laquelle les contraintes résiduelles diminuent de plus de la
moitié, et une seconde jusqu’a 650 pum, soit a peu pres la profondeur de nitruration. Dans
la couche (figure 4.64.b) entre la surface et I’ceil-de-poisson, quasi-clivage et décohésion
intergranulaire sont les modes de fissuration dominants. La proportion de quasi-clivage
augmente en direction du cceur et diminue vers la surface. La fissuration intergranulaire
peut éventuellement étre représentative de faibles vitesses de propagation. Cependant,
dans le cas présent, il est possible qu’il y ait, au moins en partie, rupture statique de la
couche fragile quand I’ceil-de-poisson atteint une taille suffisante. La décohésion
intergranulaire serait alors typique d’une rupture en traction d’autant plus probable qu’a
R,= 0, le facteur d’intensité de contrainte maximal se rapproche vite de la ténacité du
matériau et, en particulier, de celle de la couche qui est plus faible que celle du cceur. Si
la fissure interne s’amorce au cceur de I'éprouvette (figure 4.65), elle se propage jusqu’a
atteindre une taille suffisante pour rompre la couche en tension. La rupture de la couche
ne présente qu une seule zone topographique au lieu des deux zones observées pour une
fissure interne amorcée prés de I'interface entre la couche et le cceur. A la surface de
I’éprouvette, des fissures annulaires semblables a celles observées en traction sont

observées (figure 4.22). Le ligament non brisé du cceur rompt en déchirement ductile.
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Figure 4. 64. Eprouvette nitrurée rompue aprés 224 793 cycles a 500 MPa : (a)
observation macroscopique et a plus fort grossissement de la fissure interne et (b)
agrandissement de la zone qui va du bord de I’ceil-de-poisson (a gauche) vers la
surface (a droite)

Figure 4. 65. Eprouvette nitrurée rompue aprés 1 539 624 cycles a 450 MPa i partir
d’une fissure interne amorcée en profondeur



Le site d’amorg¢age interne ne possede pas d’inclusion mais seulement une zone claire,
plus lisse que le reste de I'ceil et traversée par au moins une fissure (figure 4.66.a). Le
reliet est plus prononcé qu’en traction-compression mais la nature de la discontinuité
n’est toujours pas identifiée. Des fissures secondaires semblent s’amorcer ou se
réamorcer sur de petits défauts autour du site principal (figure 4.66.b). Les microfissures
s’amorcent sur une zone dont la composition chimique ne différe pas de celle de Ia
matrice. L ceil-de-poisson n’est perpendiculaire a la direction de sollicitation que dans
une petite région autour du site d’amorcage apreés quoi il dévie par rapport au plan
normal a la direction de la charge appliquée pour donner une fissure en forme de trefle &

quatre feuilles (figure 4.65).

L350

Figure 4. 66. Exemples d’eils-de-poisson sans inclusion aprés (a) 224 793 cycles a
500 MPa et (b) 341 330 cycles a 475 MPa

4.7.3 CONTRAINTE MOYENNE ET NITRURATION

4.7.3.1 Pertinence des expressions analytiques de Goodman, Gerber et
Kwofie

Diverses relations empiriques relient les caractéristiques de fatigue oj et Ny ou
I’amplitude de contrainte g, a la contrainte moyenne o;,,,. Cependant, elles doivent étre
utilisées avec précaution car elles ont été développées pour des contraintes moyennes de
tension d’ou, parfois, leur incapacit¢ a représenter correctement 1’effet des contraintes

moyennes de compression; une contrainte moyenne de tension est toujours plus efficace



a diminuer l'amplitude de contrainte admissible qu’une contrainte moyenne de

compression a I’augmenter.

En comparant les criteres de Goodman et de Gerber pour rendre compte de I'influence
d’une contrainte moyenne sur la résistance en fatigue (figure 4.67), la parabole de
Gerber apparait comme celui qui restitue le plus fidélement I'effet d’une contrainte
moyenne sur ’acier 4140 de base mais elle surestime la résistance en fatigue de I’acier
nitruré: ’effet des contraintes résiduelles sur la contrainte moyenne statique est négligé
(0, << Omey)- La relation modifiée de Goodman donne une estimation conservatrice a la
fois pour 1'acier de base et pour "acier nitruré pour lequel seule la fissuration interne a
¢té considérée. Kwofie (2001) suggere une fonction exponentielle pour prédire la
résistance en fatigue d’échantillons soumis a une sollicitation cyclique avec une
composante statique. Il propose 1’équation 4.22 comme expression du coefficient de

résistance en fatigue de la loi de inférieure :

t 1 R=-1 Kwofie , .
o = o-,f exp(— a, ) O’lﬂl{\' /Rm ) Equatlon 4.22

Ce qui donne une expression modifiée de cette loi :

¢ R=—

o,=0 1 1 eXp(* a,fwm O oy / R, XN Y )h Equation 4.23

Kwafie
m

Si o G, [ R, estpetit:

nt

R R=-1 _ Kwofre ~ Kwofie ~ .
cof /ol —exp(— a,"" o, /R, ) ~l-« O [ R, Equation 4. 24

L’expression de Goodman peut ainsi étre considérée comme un cas particulier

Kwofie

(a =1) de I'équation 4.24. La relation de Kwofie donne évidemment une

ETINY, . L . . Kwofi .
prédiction proche des résultats expérimentaux puisque le coefficient @, "7, qui

représente la sensibilité a la contrainte moyenne, est une constante du matériau ajustée

de fagon a corréler les points expérimentaux. Cela donne un coefficient e

égal a
0,45 pour le métal de base et a 0,52 pour I'acier nitruré. Autrement dit, le mécanisme
interne pour ’acier nitruré serait plus sensible a I’application d’une contrainte statique

que le mécanisme externe dans I’acier de base.
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Figure 4. 67. Evaluation des différentes formules rendant compte de I'effet d’une
contrainte moyenne

4.7.3.2 Sensibilité a la contrainte moyenne selon le mécanisme de
fissuration

Selon I'indice de sensibilité &, 1’acier nitruré serait plus sensible que I’acier de base a
I’effet d’une contrainte moyenne. Ce qui est en accord avec les conclusions de Ziirn et

Razim (1989) pour des éprouvettes entaillées.

La surface nitrurée dure constitue un maillon faible dans lequel la propagation d’une
fissure est d’autant plus facile que sa ténacité est certainement faible par rapport a celle
du cceur. La plus grande sensibilité de 1’acier nitruré a une contrainte moyenne pourrait
se comprendre si le mécanisme de surface était prédominant puisque les contraintes
résiduelles de compression ont plus de chances d’étre atténuées si la contrainte moyenne

est élevée. Mais pourquoi le mode interne est-il influencé?
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En se référant aux fractographies des échantillons nitrurés rompus par le mécanisme de
fissuration interne, on remarque qu’en traction-compression. la rupture de la couche
suscite géncralement la propagation d’une fissure de fatigue de la couche rompue vers le
ceeur. En tension répétée. cela ne se passe pas ainsi sauf lorsque la fissure interne
s'amorce quasiment a I'intérieur de la couche et qu’elle ne peut se développer
suffisamment pour acquérir un facteur d’intensité de contrainte suffisant pour rompre
tout le ligament non brisé en surcharge (une fissure interne sur 4). Le cas général en
traction répétée est celui d’une fissure interne qui, grace a la tension statique, n’a pas
besoin de se propager bien loin pour atteindre la ténacité de la surface nitrurée. La
totalité¢ de la couche rompt en surcharge et ’effort transféré sur le ligament non brisé du
cceur est suffisant pour le rompre également en surcharge. La couche dure est plus
sensible a I’effet d’une contrainte moyenne (sa ténacité est plus faible) que le métal de
base et sa rupture va en quelque sorte limiter la durée de vie possible de la fissure interne
qui, si la couche n’avait pas rompue, se serait peut-étre propagée plus longtemps dans le

coeur.

En s’inspirant de la littérature d’autres interprétations peuvent étre avancées. Umezawa
et Nagai (1997) rapportent que, sous une contrainte de traction alternée, le mécanisme de
fissuration interne rencontré dans des matériaux homogeénes, ¢’est-a-dire non traités en
surface, sollicités a des durées de vie tres longues ne dépend pratiquement pas du rapport
R, St cela était vrai, la sensibilité¢ accrue a la contrainte moyenne du mécanisme de
fissuration interne serait effectivement due a la présence de la couche de diffusion et a sa
rupture prématurce; cette sensibilité de I’acier nitruré aux contraintes moyennes et aux
surcharges a déja été évoquée mais non vérifiée par Spies et Trubitz (1996). Cependant,
selon Frost et al. (1974), un matériau dont la limite de fatigue dépend de la capacité
d’une fissure a se propager a partir d un défaut existant sera plus sensible a I’effet d’une
contrainte moyenne qu’un matériau dont la limite de fatigue dépend de la capacité de la
contrainte appliquée a amorcer et propager une microfissure en surface. Ceci

corroborerait la plus grande sensibilit¢ a la contrainte moyenne du mécanisme de
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fissuration interne par rapport au mécanisme de surface indépendamment de la présence

d’une couche de diffusion.

En présence d’une contrainte moyenne de tension, une amélioration de la durée de vie en
fatigue est mesurée quand 1’acier nitruré rompt a partir d’une fissure interne. La limite
d’élasticité élevée de la surface nitrurée restreindrait le phénoméne de fluage cyclique
rencontré pour l'acier de base sollicité a un méme niveau de contrainte. Cependant, la
dureté de la couche, qui est a I'origine de sa limite d’¢élasticité élevée, est probablement
associée a une ténacité faible de sorte que le mécanisme de fissuration interne au cceur
de Iéprouvette nitrurée serait plus sensible a 1’application d’une contrainte moyenne que

le métal de base car sa durée de vie serait limitée par la rupture statique de la couche.



V  ANALYSE DES CONTRAINTES ET

DEFORMATIONS PAR LA METHODE DES

ELEMENTS FINIS A L’AIDE DU LOGICIEL
FORGE 2

5.1 OBJECTIFS
Le logiciel Forge 2 nous a permis calculer les distributions des contraintes et
déformations dans des piéces axisymétriques soumises a un effort uniaxial. Son

utilisation dans le cadre de cette étude répond a deux objectifs.

Au chapitre précédent, nous €voquions I'influence de la profondeur de nitruration sur le
comportement en fatigue dans I’hypothese ou le matériau nitruré pouvait étre assimilé a
un bimatériau ou composite constitu¢ d’un cylindre creux pour la couche et dun
cylindre plein pour le coeur. L utilisation du logiciel Forge 2 va permettre d’illustrer le
propos du paragraphe 4.6.3.3.1. L’analyse de I'état de contrainte/déformation a
I'intérieur de la couche lorsque le cceur subit une déformation plastique reste assez
qualitative; en toute rigueur, la couche de diffusion n’est pas homogéne mais posséde un
gradient de microstructure. Cependant, I’analyse bimatériau permet de comparer les trois
profondeurs de diffusion et de mieux comprendre le comportement particulier de la

couche mince.

D’autre part, apres avoir étudié 'influence de la nitruration sur bord lisse, il est temps de
s’intéresser a son effet en présence d’une entaille. Les piéces en service sont rarement
dépourvues de discontinuités géométriques; celles-ci engendrent des concentrations de
contraintes. Pour concevoir le design des entailles, il est important, pour des raisons
exposées plus loin, de se rapprocher tant que faire se peut des configurations
géomeétrie/sollicitation d’une piece en service, en ["occurrence le pied de denture d'une
dent d’engrenage, d’une éprouvette de flexion rotative et d’une entaille sévere. Par
conséquent, le design de 1’éprouvette nécessite de calculer pour une géométrie donnée la

distribution de contraintes a partir du fond d’entaille et d’ajuster la géométrie jusqu’a ce



que la distribution calculée s’ approche de celle désirée. Malgré I'existence d’expressions
analytiques présentées au chapitre 11, seul un calcul par €léments finis permet d’obtenir
avec précision la distribution de contrainte ¢lastique ou élastoplastique a partir d’une

entaille axisymétrique dans une éprouvette de dimensions finies.

5.2 PRESENTATION DU LOGICIEL FORGE 2
Le logiciel Forge 2 a été développé par le CEMEF de I’Ecole des Mines de Paris depuis
le début des années 1980. Ce logiciel est dédié a la simulation par éléments finis des
écoulements élasto-viscoplastiques se produisant lors de la mise en forme de produits

longs ou de pieces avec une symétrie de révolution.

La déformation plastique étant irréversible et incrémentale, la connaissance de 1’état
initial et de 1’¢tat final de la piéce formée ne permet pas de décrire un processus de
déformation. 1l faut connaitre I’histoire des contraintes et déformations. C’est cette
histoire que le logiciel calcule a I’aide d’une discrétisation par éléments finis de la piece
en cours de déformation et d’une discrétisation temporelle, associée a des incréments de
déformation, du processus de mise en forme. Forge 2 permet notamment la simulation

du forgeage, du laminage (& chaud ou a froid) et de I’extrusion.

5.2.1 BASES THEORIQUES DU CALCUL DE DEFORMATION

En mise en forme, la déformation élastique est souvent négligeable devant la
déformation plastique. L. hypothése d’un matériau rigide plastique permet souvent de
simplifier la résolution du probléme et de diminuer le temps de calcul. La modélisation
du procédé de mise en forme nécessite la connaissance de la mécanique des milieux
continus, de la loi de comportement du matériau et des conditions de frottement. Les
bases théoriques présentées dans ce paragraphe ont été développées principalement par

Chenot (Chenot 1988, 1993, 1998; Coupez et al. 1991).
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5.2.1.1 Lois de comportement

Quand la déformation ¢€lastique est négligée, un modele rigide viscoplastique de Norton-
Hoff est utilisé. La contrainte d’écoulement oy est la méme dans toutes les directions.
Elle dépend de la vitesse de déformation, de la température et de la déformation totale.

La loi de comportement unidimensionnelle s’écrit :

o, =K(e.T )\/5(\/56‘)” Equation 5. 1
avec K, la consistance du matériau
m, le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation

£, la vitesse de déformation

Pour un matériau isotrope, la loi précédente se généralise en trois dimensions :

s=2K (\/55 )’H S (Norton-Hoff) Equation 5. 2

s est le déviateur du tenseur des contraintes 6. £ est le tenseur vitesse de déformation et

z . la vitesse de déformation généralisée, s’écrit :
IR
£= [Ez 5;] Equation 5. 3
i

L’intégration dans le temps de la vitesse de déformation généralisée donne une

déformation généralisée :
£ = IE (t}z’t Equation 5. 4
La consistance K dépend des conditions thermomécaniques, c’est-a-dire de la

déformation généralisée et de la température 7. Si l'effet de la température est

négligeable, elle peut s’écrire par exemple sous la forme :
K=K," Equation 5. 5

avec n, le coefficient de sensibilité a I’écrouissage



L’écrouissage, ou durcissement des matériaux a mesure quon les déforme

plastiquement. est pris en compte par une loi puissance.

L’élasticité peut étre prise en compte en postulant l'additivité des contributions

élastiques et plastiques du tenseur des vitesses de déformation :
§=¢"+¢" Equation 5. 6

La contribution élastique vérifie la loi de Hooke. écrite en termes de vitesses (dérivées
par rapport au temps des différentes grandeurs), pour un comportement élastique

( V)( V ” )

La contribution plastique, quant a elle, vérifie la loi de comportement de Norton-Hoff ou

reste nulle dans le cas d’un retour élastique.

En mise en forme, le frottement entre le métal en cours de déformation et 1"outil joue un
role important. L. outil se déplace a une vitesse imposée v,,; et les points de la piece en
contact avec I’outil a une vitesse v. Il existe une cission de frottement r qui s’oppose au

glissement du métal a la surface de I’outil et qui peut étre décrite par une relation de la

forme :
Equation 5. 8

p est I'indice de sensibilité a la vitesse de glissement et a; le coefficient de frottement.
Le contact vérifie la condition sur le glissement tangentiel, ou condition de non

pénétration du métal dans 1’outil, et la condition de contact :

(G-v,,)i=0ct (G-ii)i<0 Equation 5. 9

avec n,lanormale a la surface de 1’outil



5.2.1.2 Formulation mécanique du probléme
L’équilibre dynamique s’écrit en négligeant les forces de masse et d’inertie : div(c) =0.
11 peut également s’exprimer sous une forme intégrale équivalente pour tout champ de

vitesse virtuel ¥~ auquel est associé un tenseur des vitesses de déformationé . En tenant

compte de la loi de comportement et du frottement, le théoréme des puissances virtuelles

s’écrit :
fo:&7av - [T 5ds - [ids=0  avee T'=6-i=T Equation 5. 10
Q dQ° dQ’

£ est le domaine occupé par la piece, d2“ est la frontiére de £2 ot un vecteur contrainte
est imposé et d2’ est la surface de frottement. Le probléme est résolu a ’aide d*une
formulation variationnelle. Pour le cas rigide-viscoplastique, on démontre que le champ

de vitesse solution est celui qui minimise la fonctionnelle :

m+l1

ij( 3) - [T'vds+

Q dQ° do’ P +1

|A |p+] ds Equation 5. 11

Le champ solution doit également respecter 1'incompressibilité dans le domaine (2, les
conditions aux limites de glissement tangentiel avec une loi de frottement imposée sur
d '’ et de force nulle (f =6-n= 6) sur la surface libre. Pour simplifier la résolution du

probleme, I'incompressibilité est imposée sous forme d’un terme dit de pénalisation qui

s’ajoute a I’expression de la fonctionnelle :

4,(7)=40)+ [22

Q

dzv dV Equation 5. 12

P». le facteur de pénalisation, est un nombre largement positif.

5.2.1.3 Discrétisation spatiale par éléments finis
Le volume de la piece, ou domaine (2, est discrétisé en éléments géométriques simples
comme, par exemple, des triangles a 6 noeuds. Pour chaque élément, sont définies des

fonctions d’interpolation nulles en tous noeuds sauf un ou elles prennent la valeur 1. Ces



fonctions locales définissent une fonction globale ou facteur de forme N, pour chaque
noeud » de coordonnée X, qui s’annule en dehors des éléments contenant le noeud #. Le
probléme mécanique et, s’il y a lieu, le probleme thermique sont résolus séparément en

chaque point. Soit ¥ , le vecteur vitesse au noeud n. A tout instant 7, le champ de vitesse

n?

interpolé sur le domaine (2 s’écrit :

V= ZVNN” Equation 5. 13

Le probléme se résume a la détermination d"un nombre fini d’inconnues, les vitesses aux
noeuds du maillage. Le champ de vitesse solution doit minimiser la fonctionnelle
discrétisée et vérifier les conditions aux limites. Un ensemble d’équations algébriques
non linéaires est ainsi obtenu. Le systéme non linéaire est résolu par la méthode itérative
de Newton-Raphson. Une fois le champ de vitesse connu, le tenseur des vitesses de

déformation peut étre calculé.

5.2.1.4 Résolution dans le temps ou discrétisation temporelle

Le champ de vitesse est intégré dans le temps en utilisant une formulation dite
lagrangienne réactualisée et un schéma d’intégration explicite. Le temps est découpé en
intervalles Az. Pendant Az, la configuration du probleme, c¢’est-a-dire les coordonnées
X(t), le contact avec I’outil et le champ de vitesse solution, est supposée constante. La
boucle de calcul consiste & répéter les deux étapes suivantes jusqu’a ce que soit atteinte

la hauteur finale de ’outil définie avant le calcul ;

* A partir de la configuration au temps ¢, calculer le champ de vitesse solution et les

tenseurs de vitesse de déformation et de contrainte correspondants.

¢ Actualiser la configuration pour I’incrément suivant :

)_(:,’fN = /\7,', + ALV et g+ At E;; Equation 5.14

i -

A moins d’une évolution du contact, le pas de temps est déterminé par I’accroissement

de déformation moyenne ou maximal permis par incrément.



5.2.2 ASPECTS PRATIQUES DE LA SIMULATION A L’ AIDE DE FORGE 2 (V2.8)

5.2.2.1 Organisation du logiciel
La simulation de la mise en forme a ’aide du logiciel Forge 2 comporte trois étapes : la
mise en données du probleme a modéliser, le calcul proprement dit et le dépouillement

des résultats.

La mise en données nécessite trois modules. Le maillage (MAYEUR) contient la
description physique (contour de la piece et conditions de symétrie) et la description
numérique (finesse des éléments et répartition des noeuds sur la frontiere de la piéce) de
I’ébauche au début de la simulation. Le maillage est généré automatiquement avec des
éléments triangulaires a six noeuds dont les fonctions d’interpolation sont quadratiques
(cOtés courbes). Dans un premier temps, la surdiscrétisation du contour consiste a définir
la taille minimale que peut prendre un élément sur la frontiere et & définir ainsi les points
d’ancrage du maillage. Les éléments frontiéres sont définis en fonction du niveau de
précision souhaité, de la courbure des ¢léments, de leur taille et de la variation de taille
permise entre deux éléments voisins. A partir de ces critéres, choisis par I'utilisateur, les
noeuds frontieres sont construits par un processus itératif. Dans un deuxieéme temps, les
¢léments internes sont générés a partir des éléments frontieéres et dans la direction
perpendiculaire a la frontiere considérée. Le taux de raffinement, choisi par I'utilisateur,
limite la progression en taille des éléments. L outillage, sa géométrie et ses conditions
cinématiques, c’est-a-dire sa vitesse et sa course, est défini dans le module CREOUT.
L outil est décrit en termes d’évolution hauteur-temps. Le pilotage se fait ici & vitesse

constante et imposée. Les données générales, le coefficient de frottement ay; la rhéologie

du matériau (m’, K, E...) ainsi que les critéres de convergence et le pas de temps de la
discrétisation temporelle, sont introduits par I'utilisateur dans un fichier formaté (.DON)

qui peut étre édité.

La simulation ou le calcul proprement dit, au temps #, du champ de vitesse aux noeuds
du maillage puis des tenseurs de vitesse de déformation et de contrainte correspondants

est réalisé. Les termes de la fonctionnelle sont discrétisés par la méthode des éléments



finis sur chaque ¢lément du domaine (2. Les grandeurs du calcul sont évaluées a partir de
leurs valeurs aux noeuds du maillage. Le temps est ensuite incrémenté de At (selon le
critére impos¢ dans le fichier rhéologie) et la configuration X et ¢ est réactualisée a +A4r.
Le champ de vitesse est calculé de nouveau. Le processus est répété jusqu'a ce que
’outil arrive au bout de sa course. Pendant le calcul, Forge 2 écrit les résultats a chaque

incrément de temps dans un fichier incréments (.INC).

Le dépouillement des résultats du calcul utilise le module ou postprocesseur ISOFOR2
qui lit le fichier incréments ((INC) et génere les dessins de 1'ébauche et du maillage
déformé, de la distribution des déformations et des contraintes et de 1'évolution de la

force de forgeage.

5.2.2.2 Option de remaillage multimatériau

L’option de remaillage multimatériau de Forge 2 V2.8 permet d’effectuer un calcul avec
une piece composée de plusieurs matériaux. A chaque matériau correspond un
comportement rhéologique défini dans le fichier de données rhéologiques global et un
contour. Le maillage est réalis¢ sur les différents contours simultanément. A chaque
incrément de temps, le maillage doit maintenir ’interface entre les différents matériaux
et assigner a chaque élément une variable permettant de définir a quel matériau il
appartient. En cas de déformation importante, un remaillage peut étre nécessaire. Celui-

¢i doit conserver les interfaces.

5.2.3 VALIDATION DE FORGE 2 ELASTOPLASTIQUE

5.2.3.1 Comparaison avec le code Abaqus

Le logiciel Forge 2 a ét¢ développé pour la modélisation de procédés de mise en forme
de pieces bidimensionnelles planes ou de pieces axisymétriques soumises a de grandes
déformations. Le logiciel Abaqus est plus généraliste et constitue une référence pour les

calculs non linéaires.



Demurger et Brethenoux (1998) comparent les deux codes dans le cadre de la traction a
vitesse constante et a frotd d'une éprouvette dotée d’une entaille semi-circulaire
axisymétrique. Une formulation élastoplastique de la loi de comportement isotherme est
utilisée et 1’écrouissage est formulé de facon empirique. Le résultat du calcul en termes
de courbes force-déplacement est identique pour les deux codes. Les isovaleurs de
déformation plastique généralisée et de contrainte équivalente sont également
comparables. En fait, les seuls écarts observés entre les deux calculs portent sur les
valeurs extrémales des grandeurs calculées. Un écart est observé entre les deux logiciels
pour un méme type de maillage (triangles) mais aussi au sein du seul logiciel Abaqus
pour deux maillages différents (quadrangles vs triangles). « Les valeurs extrémales sont
des interpolations des valeurs calculées aux points d’intégration. » (/bid.) Par
conséquent, elles dépendent plus de la finesse du maillage et donc de la rigueur de
I’interpolation que de la justesse du calcul. Demurger et Brethenoux concluent de leur
étude que la référence Abaqus valide le logiciel Forge 2 (version V2.5) pour un calcul

¢lastoplastique.

5.2.3.2 Cas analytique simple : déformation élastique d’un barreau
cylindrique sollicité en traction

Afin d’estimer la précision du calcul Forge 2 dans le domaine €lastique, un essai de
traction monotone a €t€¢ simulé sur une éprouvette cylindrique de 9.5 mm de diametre.
Un contact bilatéral glissant est imposé¢ avec I’outil afin de reproduire 1’encastrement de
I"éprouvette dans les mors a ses deux extrémités. Un contact glissant avec o= 0
implique que les zones en contact génerent une cission de frottement nulle, tandis que
I’option de contact bilatéral empéche, en cas de traction, les nceuds du maillage de
décoller de I'interface métal/outil. Les caractéristiques mécaniques de ’acier 4140, telles
que le module d"Young, la contrainte d’écoulement et le coefficient de Poisson, sont

introduites dans le fichier de données rhéologiques utilisé par le calcul.

En considérant seulement la déformation élastique, les forces et les contraintes axiales

calculées par Forge 2 se comparent aisément aux valeurs analytiques exactes. Le tableau



5.1 montre qu’au premier incrément de calcul, la valeur de contrainte calculée est exacte
jusqu’a trois décimales prés. La précision du calcul diminue avec le nombre
d’incréments mais 'erreur reste faible de I'ordre de 1 MPa. Ce cas analytique simple
permet de valider le logiciel dans le domaine élastique. Forge 2 est donc un outil
approprié pour le calcul des distributions de contraintes élastiques a partir d’un fond

d’entaille ou un seul incrément de calcul suffit.

Tableau 5. 1. Vérification de Forge 2 pour un cas élastique simple

9,525000 0 0] 9,525000 0 0 0
8,2E-04 9,525825 1234,185 17,321| 9,525825  8660E-05|  17,321|1234,186
1,9E-03 9,526898 2840,672 30,868 | 9,526899  1,993E-04 39,870 2840,958
3,0E-03 9,527972 4446,879 62,415| 9,527973  3,121E-04 62,421 4447 871
4,0E-03 9,529047 6052,868 84,962 | 9529047  4,249E-04 84,975 6054,963
51E-03 9,530121 7658641  107,509| 9530121  5377E-04 107,532 7662237
6,2E-03 9,531196 9264197  130,055| 9531196  6,505E-04 130,090 9269693

5.3 DONNEES DES CALCULS

5.3.1 RHEOLOGIE DE L’ACIER 4140
La rhéologie de I'acier 4140 (E, v, R,) est extraite des essais de traction présentés au
tableau 4.2 du chapitre IV. La dépendance a la vitesse de déformation est négligée

(m = 0) ainsi que I’aspect thermique du calcul.

5.3.1.1 Acier 4140 de base

La limite d’élasticité cyclique du métal de base est supposée égale a 600 MPa pour la
raison exposée au chapitre V. Plusieurs lois d’écrouissage ont €t¢ utilisées. Dans un
premier temps, les parametres K, et ¢; d’une loi d’écrouissage linéaire, de méme pente
que la loi d’écrouissage monotone expérimentale (figure 5.1), sont ajustés a I’aide de la

courbe de traction :
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K=K (1+cZ) avec K, = 0,/N3 =600N3 MPaetc; =517  Equation 5. 15

Le logiciel Forge 2 offre également la possibilit¢ d’utiliser une loi d’€crouissage linéaire
puissance qui permet de reproduire de fagon plus réaliste qu’avec la loi linéaire (5.15) le
comportement du matériau aux faibles déformations. Les coefficients ¢, et n, ci-aprés
sont ajustés sur la courbe de traction monotone ou sur une courbe de traction-
compression cyclique extraite de la littérature pour un acier 4140 comparable a celui de
cette étude (Bruder et Seeger 1995) selon qu’on cherche a reproduire le comportement
monotone ou en fatigue de ’acier. Le seuil d’écoulement est ajusté a 800 ou 600 MPa

selon le cas consideré. Les lois d’écrouissage utilisées sont représentées sur la figure 5.1.

Loi d’écrouissage linéaire puissance : K = K|, (l +c,e" )

Loi monotone : x =30 (1 +0,758" 2) Equation 5. 16
N
Loi cyclique : x =% (1 3,64032" 4785) Equation 5. 17
V3
1200
1000 ¢ T — 5,,=800(1+0,75¢,%2)
o °.
500 | ° T 6,2600(1+3,6405,%47%%)
KX
S

600 | 2 = 600(1+5,172,)

22 (MPa)

400 I Courbe de traction monotone expérimentale

Loi d’écrouissage linéaire cyclique

200 DF Loi d'écrouissage linéaire puissance cyclique

------- Loi décrouissage linéaire puissance monotone

0 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05
= In(h/ho)

Figure 5. 1. Vérification de Forge 2 avec les lois d’écrouissage 5.15, 5.16 et 5.17
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5.3.1.2 Acier 4140 nitruré a ceeur

Les essais de traction monotone ont montré que la couche avait des propriétés €lastiques
voisines de celles de 1’acier de base a savoir un méme module d’Young et méme
coefficient de Poisson. Pour un matériau aussi dur que l’acier nitruré, la limite
d’élasticité monotone est une bonne approximation de la limite d’élasticité cyclique.
L’écrouissage de la couche est donc négligé car sa limite d’élasticité est proche de sa

contrainte de rupture.

5.3.2 CONSIDERATIONS GENERALES SUR LE MAILLAGE
Pour des raisons de symétrie, seul un quart du contour de ’éprouvette est dessiné dans

Mayeur. Un maillage automatique composé de triangles a six nceuds est utilisé.

5.3.2.1 Eprouvette lisse bimatériau

L’épaisseur du cylindre creux simulant la couche est assimilée a la valeur approchée de
la profondeur de nitruration conventionnelle, profondeur a laquelle la dureté est
supérieure de 100 HV a celle du cceur. Le matériau du ceceur et le matériau de couche
sont supposés homogenes a ’intérieur de chaque cylindre. En observant les profils de
microdureté de la figure 4.7, on estime 1’épaisseur de la couche mince a 200 pm, celle de

la couche moyenne a 400 pm et celle de la couche profonde a 600 um.

Le maillage est affiné autant que possible a I’interface entre la couche et le cceur. Pour
ce faire, la hauteur du cylindre représentatif du fit cylindrique de 1’éprouvette est
abaissée jusqu’a 1 mm pour la couche profonde et 2 mm pour les couches mince et
moyenne (figure 5.2); un nombre de nceuds trop élevé rend le calcul trop lourd voire
impossible. Une boite de maillage plus fin est définie sur D’interface; a ’intérieur de
cette boite, la taille maximale d’éléments permise est de 20 pm pour la couche mince, de
40 pm pour la couche moyenne et de 30 pm pour la couche profonde. La diminution de
la taille d’¢éléments permet de diminuer la fluctuation de la contrainte o.. sur I’interface.
De part et d’autre de 'interface, la contrainte calculée est uniforme conformément au

résultat attendu et la taille d’éléments a peu d’effet sur le calcul.
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Figure 5. 2. Maillage de I'éprouvette bimatériau pour une couche moyenne
(dimensions en mm)

5.3.2.2 Eprouvette entaillée

La taille des éléments du maillage se répercute sur la précision de la contrainte o
calculée dans la zone la plus critique, ¢’est-a-dire en fond d’entaille. Pour une entaille en
V axisymétrique de 0,2 mm de rayon de courbure, la taille des éléments joue tout
particuliérement sur la distribution des contraintes dans les vingt premiers micrometres
sous la surface du fond d’entaille (figure 5.3). L ajout d’une boite de maillage plus fin
dans la zone de plus grande déformation améliore la précision des grandeurs calculées
dans cette zone, notamment leurs valeurs maximales en surface. Toutefois, les résultats
convergent rapidement. Une taille d’éléments plus fine que 25 um n’amene pas
d’amélioration significative sur le calcul de la distribution de contraintes en avant du

fond d’entaille.

Un exemple de maillage utilisé est présenté a la figure 5.4.a. L utilisation de boites de
maillage permet d’imposer une taille d’éléments tres petite a la périphérie de 1’entaille
par rapport a la taille d’éléments utilisée dans le reste de la picce. Au fur et a mesure
qu’on s’¢loigne du point chaud ou de la zone critique (figure 5.4.b), la taille d’élément
maximale permise est graduellement augmentée par définition de nouvelles boites de

maillage.
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10

|
|
i
|
|
\

-- Sans boite (taille d'élément < 0,9mm)
--100pm
50pum
25um
15um
10um
Final (10um)
0,1 L .u{ . ; R n S N
0,001 0,01 0,1 1 10

Profondeur x (mm)

gzz/ S (MPa/MPa)

OXD>o O+ |

Figure 5. 3. Effet de la taille des éléments du maillage sur le gradient de contrainte au
fond d’une entaille en V de rayon 0,2 mm

Incr. calcul no 2 h=8.527mm t=2.0324E-03¢

Figure 5. 4. (a) Exemple de maillage pour une entaille en V de rayon 0,2 mm et (b)
agrandissement de la zone critique (dimensions en mm)
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5.4 APPLICATION AU COMPORTEMENT D’UN BIMATERIAU
OU A L’INFLUENCE DE LA PROFONDEUR DE
NITRURATION

Un calcul par ¢éléments finis utilisant I’option de remaillage multimatériau de Forge 2
V2.8 permet d’illustrer le comportement bimatériau, sur bord lisse, de I’acier nitruré et,

ainsi, de mieux comprendre 1’influence de la profondeur de diffusion.

5.4.1 DESCRIPTION DE L’ETAT DE CONTRAINTES AU SEIN DU BIMATERIAU

Le calcul est d’abord réalis¢ avec une loi d’écrouissage linéaire (5.15). Tant que la limite
d’élasticité du coeur n’est pas dépassée, le coeur et la couche sont soumis & une méme
déformation élastique et présentent une méme contrainte axiale o.. sur toute la section de
I’éprouvette. Puis, quand le cceur commence a se déformer plastiquement, un état de
contrainte triaxial s’instaure du fait de la différence de coefficient de Poisson entre le
ceeur plastique (v=0,5) et la couche élastique (v=10,3) (Qian, et al. 1993). Le cceur se
contracte plus que la couche élastique qui, de son coté, empéche le cceur de se déformer
librement; des contraintes sont générées dans les directions radiale et orthoradiale ou
tangentielle. Sur la figure 5.5, la courbe contrainte-déformation du bimatériau
(« Bimatériau (S = F/Aire) ») est tracée a partir de la force de externe F' calculée par le

logiciel que divise 1’aire de I’éprouvette et de 1’allongement relatif A4/h, correspondant.

La contrainte axiale o.. (S..) est constante d’une part dans la couche et d’autre part dans
le cceur. La contrainte radiale o, varie d’une valeur nulle en surface a une valeur
faiblement positive (moins de 10 MPa) a I’interface entre la couche et le cceur. Elle
garde cette méme valeur constante a I'intérieur du cceur. La contrainte tangentielle oge
(Stt) présente un maximum en compression dans la couche, juste derriére I'interface;
c’est cette valeur maximale qui est représentée sur la figure 5.5 (« Couche (Stt) »). Elle
est équilibrée par une faible contrainte tangentielle de traction répartie dans le cceur
(« Ceeur (Stt) »). A cause de I’état de contrainte triaxial, la contrainte équivalente
(« Seq ») de Von Mises est inférieure a la contrainte axiale o-. (« Szz ») dans le cceur et

elle lui est supérieure dans la couche.
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Figure 5. 5. Triaxialité des contraintes due a la différence de coefficient de Poisson
entre le coeur et la couche moyenne
Comme l’illustre aussi la figure 5.6, plus le cceur se déforme, plus la contrainte
longitudinale o.. a l'intérieur de la couche élastique augmente (o-- > S) alors que la
contrainte du coeur est limitée par 1’écoulement plastique (o, < S). Pour une force ou
une contrainte nominale S (= F/4) donnée, le bimatériau est soumis a une déformation
d’autant plus grande que la couche est mince. Pour une contrainte nominale de 700 MPa,
le bimatériau mince est soumis a une déformation totale de 0,75 % tandis que le
bimatériau profond ne subit qu’une déformation totale de 0,48 %. Par conséquent,
d’apres la loi de Manson-Coffin qui relie la quantité de déformation et la durée de vie
d’amorcage, I’amorcage d’une fissure de surface sera plus rapide dans la couche mince
que dans la couche profonde. Autrement dit, pour une méme durée de vie, le bimatériau
profond peut supporter une contrainte plus grande que le métal de base et le bimatériau

mince.
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Figure 5. 6. Influence de Pépaisseur de couche sur la courbe de traction du
bimatériau

5.4.2 INFLUENCE DE LA RHEOLOGIE DU CEUR

Si la loi d’écrouissage linéaire cyclique (5.15) utilisée pour calculer les points des
figures 5.5 et 5.6 est remplacée par une loi linéaire puissance monotone (5.16), le calcul
par éléments finis reproduit assez fideélement les courbes de traction monotone
expérimentales comme le montre la figure 5.7 bien que la contrainte calculée par
I’équation 5.16 sous-estime légérement la résistance en traction du métal de base. Le

modele bimatériau est validé.

La figure 5.8 représente en traits pleins les résultats des calculs de
contrainte/déformation réalisés pour les trois profondeurs de nitruration en utilisant la loi
d’écrouissage 5.15. Si on applique au bimatériau une contrainte nominale S égale a
700 MPa, la contrainte locale dans la couche mince dépasse sa résistance statique

(= 1 300 MPa) alors qu’elle n’est pas atteinte pour les bimatériaux moyen et profond.
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Figure 5. 8. Evolutions de la contrainte o, dans le cceur et la couche avec la

contrainte nominale appliquée au composite

251



En utilisant la loi d”écrouissage cyclique (équation 5.17). la différence entre la contrainte
locale de la couche mince et celle de la couche profonde pour une méme contrainte S est
nettement plus faible que celle calculée a 1’aide de la loi d"écrouissage linéaire. Il est
important de connaitre le comportement en déformation cyclique du cceur pour estimer
de fagon quantitative la contrainte a I'intérieur de la couche. Néanmoins, 1’hypothése
d’un écrouissage faible voire nul donne une prédiction sécuritaire de la contrainte
ressentie par la couche. Le role joué par I’écrouissage du cceur se comprend facilement
car plus celui-ci s’écrouit, plus il supporte un effort important et moins il transmet de

charge a la couche nitrurée.

Indépendamment de la rhéologie exacte du cceur, le calcul bimatériau permet de
comprendre les différentes réponses entre d’une part, la couche mince et d’autre part, les
couches moyennes et profondes pour une contrainte nominale appliquée supérieure a
600 MPa, la limite d’¢lasticité cyclique du cceur. Plus la couche est mince, plus elle sera
soumise a une contrainte importante quand le cceur se déforme plastiquement. Si le
bimatériau est sollicit¢ a une contrainte nominale telle que la contrainte locale
s’approche de la résistance en fatigue de la couche, I’amorgage d’une fissure en surface
sera favorisé par rapport a rupture interne. Les gains en durées de vie par rapport au
métal de base ne sont pas considérables. On peut méme imaginer que si la couche subit
une déformation plastique (fatigue oligocyclique), la durée de vie d’amorgage devient
négligeable devant la durée de vie de propagation d’une fissure a travers la couche et le
métal de base. Les contraintes résiduelles de compression, qui ont été négligées lors du
calcul mais qui sont susceptibles de ralentir la propagation de fissures amorcées a la
surface fragile, vont étre relaxées. Si la stabilité des contraintes résiduelles a 700 MPa a
¢été vérifiée pour la couche moyenne, pour la couche mince, elle n’a pas été vérifiée au
dessus de 600 MPa. En fatigue oligocyclique, le bimatériau pourrait avoir une durée de
vie plus faible que le métal de base méme si cela n’a pas €t€ observé expérimentalement

lors de cette étude.
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5.5 APPLICATION AU DESIGN D’EPROUVETTES ENTAILLEES
La forme d’entaille considérée est représentée sur la figure 5.9. 11 s’agit d’une éprouvette
cylindrique avec une entaille en V axisymétrique dont 1’angle d’ouverture est de 90° et
dont le rayon de courbure p est le paramétre a ajuster pour obtenir le gradient de

contrainte souhaité en fond d’entaille.

90°
~ ™~
N |
X o
V 4,76 mm =t
p ? " y :
D=952mm |- — — 1 ISP -] D'=19,05mm
i T T S | B N

Figure 5. 9. Schéma de I'éprouvette avec entaille en V axisymétrique de rayon p

La procédure a suivre pour un maillage optimal de la piece a été décrite au paragraphe
5.3.2. L’affinement du maillage sur le fond d’entaille permet de mieux estimer la valeur
maximale de la contrainte et ainsi de calculer aussi précisément que possible le

coefficient de concentration de contrainte théorique K.

5.5.1 GEOMETRIES D’ENTAILLE SELECTIONNEES

5.5.1.1 Entaille intermédiaire représentative d’un pied de denture
d’engrenage

La premiére géométrie d’éprouvette entaillée est choisie pour reproduire au mieux la
distribution de contrainte qui existe au pied de denture d’un engrenage nitruré dont les

caractéristiques nous ont été fournies par la compagnie Nitrex (figure 5.10).



base = 35 mm P O 148 mm

Z = 35dents
module mg =@,/Z = 4 mm
p=15mm

Figure 5. 10. Caractéristiques de I’engrenage de transmission d’une machine utilisée
en métallurgie des poudres
Le gradient de contrainte en pied de denture est extrait des travaux de Nicoletto (1993).
Ce dernier €value le gradient de contrainte en fonction du nombre de dents et du module
de I’engrenage. L’engrenage considéré est cylindrique & denture droite. Toutes les
dimensions de la dent sont données en fonction du module de 1’engrenage. Le rayon de
courbure en pied de denture ne pouvant étre mesuré avec une grande précision, sa valeur
exacte (1.52 mm) est déduite de la valeur qui obéirait aux proportions standards
£ =0,38m; (Dudley 1984) et qui se rapproche le plus de la valeur mesurée. Une dent
d’engrenage peut se comparer a une poutre de section variable soumise a une force dont
le point d’application, la direction et I'intensité¢ dépendent de la géométrie de la dent.
Considérons le cas d’un engrenage de proportions standards ou « normales » (h,/mg=1;
hy/me=1.25; p/mp=0,38) soumis a une charge Fn, qui est appliquée a I’extrémité de la
dent sous un angle de pression de 20° (figure 5.11). Nicoletto analyse les contraintes en
pied de denture a 'aide de la méthode des potentiels complexes. 1l suppose que la
direction paralléle a la surface du pied de denture est une bonne approximation de la
direction de la contrainte principale maximale. Expérimentalement, on observe qu’une
fissure de fatigue s’amorce en pied de denture, au point chaud, puis se propage sur un
chemin situé entre la normale a la surface du pied de denture et la base de la dent; la
section critique AB de largeur W (figure 5.11) est définie par le point de tangence entre
une droite formant un angle de 30° avec I’axe central de la dent et le pied de denture. La

contrainte normale agissant dans la direction principale est proche de celle agissant sur
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la trajectoire inclinée de la fissure. Connaissant le module (m; = 4) et le nombre de dents
(Z=735) de I'engrenage, son gradient de contrainte relatif en pied de denture peut étre
estim¢ a partir des calculs de Nicoletto reportés sur la figure 5.11. Le gradient. pour un

engrenage de 35 dents, n’ayant pas été calculé, il est supposé peu différent de celui pour
30 dents.
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Figure 5. 11. Distribution normalisée des contraintes élastiques en pied de denture
en fonction du nombre de dents et du module de I’engrenage (Nicoletto 1993)
D’autre part, le logiciel Forge 2 a été utilisé pour calculer les distributions de contrainte
axiale a partir du fond d’entaille de I'éprouvette schématisée sur la figure 5.9. Plusieurs
rayons de courbure, compris entre 1 et 2 mm, ont été¢ étudiés pour une profondeur
d’entaille et un diametre de section minimale donnés. Par exemple, un rayon de 1,9 mm
donne un gradient trop doux tandis qu’un rayon de 1,25 mm permet de s’approcher assez
bien du gradient de contrainte en pied de denture. Toutefois, la plupart des solutions
analytiques de la littérature supposent que le gradient de contrainte en fond d’entaille
dépend surtout du rayon de courbure et du coefficient de concentration de contrainte
théorique. Par conséquent, une éprouvette de méme rayon de courbure que le pied de

denture de 1’engrenage considéré devrait avoir a peu preés le méme gradient de
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contrainte. En effet, le calcul permet de vérifier qu’un rayon de 1,52mm (figure 5.12),
identique a celui en pied de denture, permet de reproduire la distribution de contrainte de
I’engrenage au moins jusqu’a la profondeur de nitruration (figure 5.15). C’est donc cette

géométrie qui a été choisie.
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Figure 5. 12. Géométrie de I’éprouvette avec entaille intermédiaire

5.5.1.2 Entaille douce représentative d’une éprouvette de flexion
rotative

La deuxieme géométrie d’entaille est une entaille douce représentative des essais de
flexion rotative sur bord lisse. Les essais en flexion rotative abondent dans la littérature
consacrée a la fatigue des aciers traités en surface mais ils ne sont pas représentatifs d’un
essai sur une piéce entaillée ni d’un essai sur bord lisse soumis a une contrainte
uniforme. Le rayon de courbure en fond d’entaille est sélectionné pour que, au moins
dans la couche de diffusion (700 pm), la distribution normalisée (0-./K,S) des contraintes
¢lastiques soit proche de la distribution en flexion (o--/S) d’une éprouvette de 4 mm de
diametre (Genel et al. 2060; Bell et Loh 1982). Des trois rayons de courbure (1,9 mm,

3,04 mm et 4 mm) testés pour lesquels la distribution de contrainte a été calculée,
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I’entaille en V axisymétrique de rayon 3,04 mm (figure 5.13) s’avere la plus apte a
remplir ce role. Jusqu’a 0,7 mm sous la surface de l’entaille, la distribution de

contraintes élastique calculée est proche du gradient en flexion (figure 5.15).

R76 20mm—F « o
—4.76mm } 1
/ - 3fﬂ\\\ l T T2 mm
/ e \
/ - R3.04mm

136,07 mm

Figure 5. 13. Géomeétrie de I’éprouvette avec entaille douce

5.5.1.3 Entaille sévére

L’entaille sévere représente ce que 1’on pourrait avoir au fond d’une entaille douce si
une rayure ou un trait de scie ¢€tait introduit par inadvertance. Le rayon de courbure n’est
pas choisi a partir du calcul de la distribution de contraintes mais il est imposé par le
rayon de 1’outil employé par 1'usineur pour réaliser le fond d’entaille. Il est donc
supérieur ou €gal a 0,203 mm. Une entaille de rayon nul serait plus sévere encore mais
les dimensions seraient difficiles 4 contréler et a reproduire d’une éprouvette a I’autre. A
partir de cette géométrie d’entaille sévere (figure 5.14), le logiciel Forge 2 permet de
calculer la distribution de contraintes et le coefficient de concentration de contraintes

théorique K, (figure 5.15). La contrainte axiale diminue de 50 % en seulement 0,1 mm.
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Figure 5. 14. Géeometrie de I’éprouvette avec entaille séveére

5.5.2 DISTRIBUTIONS DE CONTRAINTES ELASTIQUES A PARTIR D’UN FOND
D’ENTAILLE

5.5.2.1 Distributions normalisées de la contrainte axiale élastique pour
les trois entailles choisies

Afin de pouvoir comparer les distributions de contraintes entre elles (figure 5.15), on
trace ces derniéres en les normalisant par rapport a la contrainte maximale en fond
d’entaille. Le gradient de flexion d’une éprouvette de 4 mm de diameétre et le gradient de
contrainte en pied de denture de I’engrenage représenté sur la figure 5.10 peuvent ainsi
étre comparés respectivement a 1’entaille douce de rayon 3,04 mm et a [’entaille

intermédiaire de rayon 1,52 mm.

Pour connaitre le coefficient K, des entailles sélectionnées, on divise la contrainte o.. en
fond d’entaille par la contrainte nominale S, qui est calculée a partir de la force que
divise I’aire de la section minimale de 1’éprouvette. Le coefficient K est égal a 1,65 pour
I’entaille douce, a 2,11 pour I’entaille intermédiaire et a 5,03 pour P’entaille sévere
(figure 5.16). Les gradients de contrainte relatifs y associés a ces trois entailles sont,

respectivement de [’entaille la plus douce a 1a plus aigué, de 0,66, 1,31 et 9,84 mm’.
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Figure 5. 16. Estimation des coefficients de concentration de contraintes a partir des
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5.5.2.2 Calcul par éléments finis vs expressions analytiques

C’est sur la géométrie d’entaille sévere que I'effet de la taille d’éléments du maillage a
été étudié. Sur la figure 5.16, on peut vérifier que la distribution de contrainte sous
I’entaille présente une zone linéaire ou pseudo-singularité de pente égale a -0,461 au lieu
de la pente de -0,459 prévu par 1’expression analytique de Williams (Boukharouba ez al.

1995). Cela confirme encore une fois la validité du calcul réalisé par Forge 2.

Pour des pieces de dimensions finies, la distribution de contraintes dépend du rayon de
courbure p, du coefficient théorique de concentration de contraintes K, de la profondeur
de I'entaille 7z, et de la taille du ligament devant le fond d’entaille (Xu ef al. 1995).
Cependant, pour des pieces dont les dimensions peuvent étre considérées comme

infinies, la connaissance de p et de K, suffit (€quation 2.7).

En fond d’entaille, les expressions analytiques présentées au paragraphe 2.2.1.2.1
donnent des résultats comparables (figure 5.17). Cependant, plus a cceur, 1'équation de
Kujawski (1991) ne permet pas de déterminer la contrainte au-dela du champ
d’influence de ['entaille, en particulier pour I’entaille la plus aigué&. Pour les trois
géométries d’entaille, les expressions de Lazzarin et Tovo (1996) ou de Leven (1955)
sont celles qui se rapprochent le plus du calcul par ¢éléments finis. L’expression de
Lazzarin et Tovo présente ’avantage de prendre en compte l'angle d’ouverture de
I’entaille mais elle considére des échantillons plats. L’expression de Leven a été
développée pour des €chantillons cylindriques avec des entailles de profondeur finie.
Elle rend mieux compte de l'influence des dimensions finies de I’éprouvette sur la

distribution de contraintes au-dela du champ d’influence de I’entaille.

Pour une profondeur relative x/p inférieure a 0,3, les entailles ont des caractéristiques
universelles quelque soit la géométriec d’entaille considérée et la distribution de
contrainte est seulement une fonction de la contrainte maximale K,S et du rayon de
courbure p, qui peut s’écrire a 1'aide de la fonction f{x/p) définie par 1’équation 2.7.
D’apres les distributions de contraintes calculées a 1’aide de Forge 2, cette fonction peut

s’écrire :
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f(%o)z2q6(%)z—2(%)+l si %)SO,B Equation 5. 18

La fonction f ainsi définie décrit la distribution de contrainte jusqu’a une profondeur x
égale a 912 um pour I’entaille douce, a 456 um pour I’entaille intermédiaire et a 61 pm
pour I’entaille sévere. Au-dela de cette profondeur relative, d’autres parameétres entrent
en jeu et il faut tenir compte des dimensions et de la forme de la piece.
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Figure 5. 17. Distributions de contraintes relatives en fond d’entaille : comparaison
des expressions analytiques et du calcul par E.F. pour (a) 'entaille séveére, (b)
’entaille intermédiaire et (c) I’entaille douce
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5.5.2.3 Etat de contraintes en fond d’entaille

L’état de contraintes au fond d’une entaille en V axisymétrique est triaxial. Cette
triaxialité, illustrée sur la figure 5.18.a, donne un coefficient de concentration de
contrainte théorique équivalent K,/ calculé a partir de la contrainte équivalente de Von
Mises plus petit que le coefficient K, calculé a partir de la contrainte axiale. De I’entaille
la plus‘ sévere a I’entaille douce, le coefficient K,/ vaut, respectivement, 4,4, 1,9 et 1,5.
L’écart entre le coefficient théorique K, et le coefficient équivalent K,/ est compris entre

9 et 13 %; il est d’autant plus grand que le rayon de courbure de I’entaille est faible.
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Figure 5. 18. Contraintes triaxiales au fond d’une entaille en V de rayon 0,20 mm (a)
sans plasticité et (b) avec plasticité (équation 5.17)

5.5.3 ZONES PLASTIQUES EN FOND D’ENTAILLE

Le logiciel Forge 2 ne permet pas de réaliser un calcul bimatériau en fond d’entaille. On
ne peut que faire le calcul pour un matériau de cceur ou pour un matériau de couche
homogeéne dans toute 1’épaisseur de 1’éprouvette avec, respectivement, une limite
d’¢lasticité cyclique de 600 ou de 1 300 MPa. Un calcul élastique permet de voir si la

contrainte atteint 1 300 MPa en surface ou 600 MPa sous la couche. Un calcul
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¢lastoplastique permet de dessiner la zone plastique en fond d’entaille a I'aide des
isovaleurs de contrainte équivalente; la zone plastique dans le métal de base correspond

a la région ou la contrainte €quivalente est supérieure ou €gale a la limite d élasticité

cyclique de 600 MPa (figure 5.19).
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Figure 5. 19. Zones plastiques au fond de I’entaille (a) intermédiaire et (b) sévére
pour une durée de vie Ny ~ 10° cycles
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Les zones plastiques au fond des entailles intermédiaires (figure 5.19.a) et séveres
(figure 5.19.b) ont été calculées ici en utilisant la loi d’écrouissage linéaire puissance
cyclique (équation 5.17) définie au paragraphe 5.3.1 afin d’obtenir des déformations
plastiques aussi réalistes que possible dans 'acier 4140 de base. Pour I’entaille douce, il
n’existe pas de zone plastique méme au plus haut niveau de contrainte (400 MPa) auquel
I’entaille sera soumise pendant les essais de fatigue; un calcul précis dans le domaine
plastique est superflu. Connaissant le coefficient K,, qui est calculé par Forge 2, et la
limite d’élasticité cyclique du métal de base, qui est supposée égale a 600 MPa, il y aura
développement d’une zone plastique deés 137 MPa dans I’entaille sévere, 316 MPa dans
I’entaille intermédiaire et au-dela de 400 MPa dans I'entaille douce. Au fond de
I’entaille intermédiaire, pour une contrainte nominale de 326 MPa, qui correspond a une
durée de vie d’environ 10° cycles, la zone plastique est ponctuelle et elle n’est pas bien
visible sur une carte d’isovaleurs de o,. A 347MPa, la zone plastique est plus
développée et s’étend sur environ 50 um de profondeur sous le fond d’entaille (figure
5.19.a). A 195 MPa et pour une durée de vie d’environ 10° cycles, la zone plastique au

fond de I’entaille sévere est déja de 30 um (figure 5.19.b).
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VIl FATIGUE EN FOND D’ENTAILLE :
INFLUENCE DE LA SEVERITE D’ENTAILLE

Les traitements de surface sont souvent appliqués a des piéces en service comme, par
exemple, des engrenages qui présentent des concentrations de contraintes. En présence
d’une entaille. la littérature rapporte que pour une piece soumise a un traitement de
surface, notamment de grenaillage. les gains en fatigue peuvent étre spectaculaires. De
méme en présence, d’un gradient de flexion qui peut étre assimilé a une entaille douce.
I’amélioration apportée par la nitruration semble toujours supérieure a celle mesurée en
traction-compression. Nous allons étudier dans ce chapitre I'influence de la sévérité
d’entaille sur I'acier 4140 a I’aide des géométries d’éprouvettes entaillées sélectionnées

au chapitre précédent.

6.1 MATERIAU, EPROUVETTES ET TRAITEMENTS

6.1.1 MATERIAU DE BASE

L’acier 4140 est semblable a celui utilisé pour I’étude de I’influence de la profondeur de
nitruration. Les barres laminées & chaud sont trempées et revenues pour conférer au
matériau une dureté homogéne de 36 HRC. Une partie des éprouvettes entaillées a été
usinée a partir du lot d’acier n°2 mais le manque de mati¢re premiére nous a obligé a
acheter un nouveau lot d’acier, appelé par la suite lot n°3. Le traitement thermique et la
nitruration de ce troisiéme lot ont été réalisés de maniére a obtenir des profils de dureté

comparables a ceux du lot n°2.

6.1.2 EPROUVETTES ENTAILLEES

Afin d’explorer I’influence de la sévérité d’entaille sur le comportement de 1’acier 4140
nitruré, trois entailles en V axisymétriques (figures 5.12 a 5.14) ont été sélectionnées.
Toutes ont une section minimale identique a celle des éprouvettes lisses utilisées pour

I’étude de I'influence de la profondeur de nitruration. De cette fagon, le rapport de la



profondeur de nitruration sur le rayon de 1'éprouvette est le méme pour les géométries
lisses et entaillées. Ce rapport devrait influencer notamment la distribution de
contraintes résiduelles. Les éprouvettes sont usinées en conformité avec la norme ASTM
E466 (A.S.T.M. - Committee on Fatigue & Fracture 1996). Le fini de surface en fond
d’entaille a été laissé brut d’usinage. Un polissage a ¢té appliqué sur quelques
éprouvettes d’entaille intermédiaire avant d’étre abandonné, la régularité et la

reproductibilité du polissage en fond d’entaille étant impossible a controler.

6.1.3 TRAITEMENT DE NITRURATION

Le traitement de nitruration gazeuse a été présenté au paragraphe 4.1.3. L’étude de
I'influence de la profondeur de nitruration a montré qu’une couche de diffusion
moyenne (z,~ 700 um) suffisait a améliorer la résistance en fatigue de la surface de
facon a ce que la rupture se produise toujours par un mécanisme de fissuration interne.
Par conséquent, c’est une nitruration de type « couche moyenne ». dont les parametres

sont identiques a ceux du tableau 4.1, qui est choisie.

Les éprouvettes de couche moyenne réalisées a partir du lot d’acier n°2 ont été nitrurées
quelques mois avant celles réalisées a partir du lot d’acier n°3. Malgré la répétition des
paramétres de nitruration du tableau 4.1 d’un lot a ’autre, la différence de métal de base
(lot 3 vs lot 2) peut entrainer une modification de la réponse de I'acier 4140 au

traitement de nitruration.

Les éprouvettes de fatigue sont toujours nitrurées en méme temps que des échantillons
témoins sur lesquels les profils de microdureté sont réalisés. Les échantillons témoins
consistent en petits morceaux d’acier 4140 prélevés a méme les barres d’acier qui ont
servi a fabriquer les éprouvettes. Une ouverture dans le couvercle du four permet de
prélever un échantillon témoin sans sortir toutes les éprouvettes du four. En présence
d’un manque de pénétration de I’azote, ¢ est-a-dire si la couche de diffusion réalisée sur
le lot d’acier n°3 s’avere plus mince que la couche moyenne de base mesurée sur le lot
n°2, le deuxieme palier de nitruration est poursuivi quelques heures au-dela du temps de

traitement indiqué par le tableau 4.1.
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6.2 PROFILS DE MICRODURETE
Les profils de microdureté ont été¢ réalisés a 1'aide d’un microdurometre Vickers sous
une charge de 500 gf ou 100 gf avec un temps d’application de 16 ou 20 s. Ils sont
effectués a partir d’un bord lisse de I'éprouvette ou de 1’échantillon témoin sauf

indication contraire.

6.2.1 ACIER 4140 DE BASE

Au total trois lots d’acier 4140 ont été utilisés dont deux pour I’étude de la sévérité
d’entaille. Les deux derniers lots sont supposés avoir des propriétés comparables pourvu
qu’ils aient re¢u les mémes traitements thermiques et qu’ils aient la méme dureté a cceur

(figure 6.1).
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Figure 6. 1. Comparaison de la dureté des différents lots d’acier 4140 aprés trempe et
revenu

La propreté inclusionnaire et la composition chimique peuvent toutefois varier

légerement d’un lot d’acier a un autre. Le troisieme lot, utilisé pour réaliser la majeure

partie des essais de fatigue sur les éprouvettes entaillées et nitrurées (cf. tableau B.4 en

annexe), a une dureté moyenne a cceur d’environ 355 HV tout a fait comparable a celle

du lot d’acier n°2 qui a servi a I'étude du comportement en fatigue sur bord lisse.



6.2.2 ACIER 4140 NITRURE

6.2.2.1 Ajustement du temps de nitruration pour obtenir une « couche
moyenne »

La figure 6.2 montre que la nitruration de type « couche moyenne » du lot n°3 donne
une couche de diffusion moins profonde que les traitements réalisés sur le lot n°2. Les

deux lots d’acier ont pourtant la méme dureté a cceur (figure 6.1).
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Figure 6. 2. Reprise d’un traitement de nitruration pour compenser un manque de
pénétration de I'azote
Le manque de pénétration de 1’azote pourrait étre attribué a une variation de la
composition chimique d’un lot & autre. La profondeur de diffusion est trés sensible a la
composition de I'acier comme nous [’avons vu au paragraphe 1.3.2.2. Elle devrait
diminuer quand la teneur en ¢léments d’alliage susceptibles de former des nitrures
augmente car |’azote impliqué dans des liaisons nitrures avec les éléments d’alliage n’est
plus disponible pour la diffusion. La nitruration a donc été poursuivie, avec les
parameétres du deuxieéme palier, pendant quelques heures au-dela du temps qui avait été

nécessaire a la formation d’une couche moyenne sur les éprouvettes lisses et entaillées
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du lot d’acier n°2. Les éprouvettes « renitrurées » ont un profil de dureté assez proche de

la bande de dispersion associée a la couche moyenne de base.

6.2.2.2 Effet de la géométrie de ’entaille sur le profil de dureté

La nitruration de type « couche moyenne » appliquée au fond d’une entaille en V
axisymétrique avec un angle d’ouverture de 90° et un rayon de courbure de 1.5 mm ou
de 0,2 mm produit quasiment le méme profil de dureté que sur un bord lisse de la méme
éprouvette (figure 6.3). La profondeur de nitruration semble peu affectée par la présence
de I’entaille. Un manque de pénétration de 1’azote au fond d’une entaille est possible si
la géométrie de la picce a nitrurer et les conditions du traitement engendrent une
mauvaise circulation des gaz a cet endroit et perturbent la diffusion de I’azote et les

transferts de chaleur. Cela ne semble pas étre le cas ici méme pour I'entaille la plus

aigué.
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Figure 6. 3. Profils de dureté des éprouvettes avec entailles intermédiaire et sévére

Sur la figure 6.3, le profil au fond de I’entaille intermédiaire correspond a une éprouvette

du lot n°2 nitrurée avec une couche moyenne classique (c’est-a-dire sans renitruration)
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tandis que le profil pour I'entaille sévere est réalisé apres renitruration. L écart entre la
profondeur de nitruration sur 1’éprouvette entaillée renitrurée et la couche moyenne de
base est presque inexistant; le profil réalis¢ directement sur une éprouvette est
certainement plus fiable que celui de la figure 6.2 réalisé sur un échantillon témoin et
dont le fini de surface n’est peut-&tre pas tout a fait comparable. On remarque que la
dureté superficielle de I’éprouvette entaillée du lot n°3 est plus grande que celle mesurée
sur la couche moyenne de base du lot n°2. Cette différence peut étre attribuée soit a une
imprécision de la mesure réalisée sous une plus faible charge. soit a une teneur plus

grande en éléments d’alliage.

6.3 FATIGUE EN TRACTION-COMPRESSION CYCLIQUE
(R,=-1) SUR EPROUVETTES ENTAILLEES

6.3.1 DISPOSITIF EXPERIMENTAL

Des éprouvettes entaillées du métal de base et des éprouvettes entaillées nitrurées sont
soumises a une sollicitation cyclique en traction-compression (R,=-1). L’essai est
mené, a température ambiante et a une fréquence de 10 Hz, jusqu’a la ruine de
I’échantillon ou jusqu'a cinq millions de cycles. Les surfaces de rupture des éprouvettes
nitrurées sont systématiquement observées au stéréomicroscope puis au microscope
électronique a balayage. Les essais de fatigue en charge contrdlée sont réalisés sur les
mémes machines servo-hydrauliques de marque Instron, de modeles 8821 et 8833, déja
utilisées pour les essais sur bord lisse. Une attention particulieére est encore accordée a

I’alignement des mors et a la minimisation de la flexion parasite.

Le montage représenté sur la figure 4.18. concu pour recevoir des éprouvettes a tétes
filetées, a été remplacé par le montage avec mors hydrauliques de la figure 6.4. En effet,
avec le premier montage, une certaine proportion des éprouvettes nitrurées rompait au
niveau de la téte filetée protégée de la nitruration par un masquage. Les tétes de
I’éprouvette sont vissées dans les mors puis le dispositif est chargé a la contrainte de

traction maximale de I’essai de fatigue afin de serrer les contre-écrous (figure 4.18).



Figure 6. 4. Montage avec mors hydrauliques

Bien que la section de la téte soit 5,8 fois plus grande que la section minimale de
]’éprouvette, il semble que I’effet de I’entaille associée au fond de filet et I'effet de la
contrainte moyenne de tension due au serrage des contre-écrous réduisent la durée de vie
des tétes filetées. Par conséquent, pour une éprouvette nitrurée, la fissuration externe a
partir du fond de filet non nitruré est parfois plus rapide que la fissuration interne dans la
partie centrale de I’éprouvette. Malgré les efforts de |’usineur pour nous fournir des
filets moins aigus, le probléme n’a pu étre éradiqué. Un jeu dans le montage pourrait
également expliquer cette faiblesse des filets. Pour pallier a cet inconvénient, les mors a
trous filetés ont été remplacés par des mors hydrauliques. La téte de I'éprouvette, non
filetée, est maintenue & I'intérieur du mors par application d’une pression hydraulique,

ce qui a éliminé le probléme de rupture au niveau des tétes.
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6.3.2 COURBES DE WOHLER

La figure 6.5 représente les courbes de fatigue obtenues pour les trois géométries
d’éprouvettes entaillées de la série « couche moyenne » (symboles gris) par comparaison
aux ¢prouvettes entaillées de I'acier de base (symboles blancs). Les résultats obtenus sur

bord lisse et présentés au chapitre IV sont indiqués, a titre de référence, par des cercles.
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Figure 6. 5. Courbes S-N des éprouvettes entaillées

A partir des résultats sur bord lisse, on sélectionne un premier niveau de contrainte
nominale a appliquer sur le métal de base entaillé; la contrainte choisie est environ égale
a la limite d’endurance sur bord lisse que divise le coefficient théorique de concentration
de contraintes K, calculé a I’aide du logiciel Forge 2. A partir du premier point obtenu
sur la courbe S-N, la contrainte est augmentée de 25 MPa jusqu’a ce que le nombre de
points obtenus suffise a définir 1’allure de la courbe. L’entaille nitrurée est ensuite
sollicitée au plus haut niveau de contrainte auquel a rompu I’entaille de méme géométrie

du métal de base. Certaines éprouvettes, non rompues méme apres cing millions de
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cycles a une contrainte donnée, ont ét¢ « réutilisées » c’est-a-dire sollicitées a une
contrainte supérieure. Le détail des essais réalisés est reporté sur le tableau B.4 en

anncxe.

Pour I'acier nitruré, deux mécanismes de fissuration sont possibles selon la sévérité
d’entaille et la contrainte appliquée. Pour une contrainte nominale inférieure ou égale a
575 MPa, I’entaille douce rompt a partir d"une fissure interne amorcée sur une inclusion
située juste sous la couche de diffusion alors que, a 600 MPa, elle rompt par un
mécanisme de fissuration externe. Les entailles intermédiaires et sévéres rompent
toujours par un mécanisme de fissuration externe pour les différents niveaux de

contrainte étudiés.

L’amélioration apportée par la nitruration sur la résistance en fatigue a grand nombre de
cycles et sur la limite d’endurance est significative. A 1 million de cycles,
I’augmentation de la résistance en fatigue par rapport au métal de base n’était que de
20 % sur bord lisse, la résistance interne du cceur limitant les gains en fatigue obtenus
par le renforcement de la surface. A une méme durée de vie, cette augmentation est de
83 % pour I’entaille douce. La résistance en fatigue, aussi longtemps que le mécanisme
interne est concerné, est supérieure a celle associée a la fissuration externe du métal de
base lisse; elle rejoint presque la bande de dispersion associce a la fissuration interne sur
bord lisse. Pour I'entaille intermédiaire, I’amélioration de la résistance en fatigue est
comparable a celle de I'entaille douce, entre 80 % et 100%. Le mécanisme de fissuration
n’est pourtant pas le méme. Pour I’entaille la plus sévére, I'amélioration a une durée de
vie finie est difficile 4 mesurer de facon précise. A un million de cycles, elle est au

mieux de 150 % et au pire de 100 %.

A faible durée de vie, typiquement en dessous de 10° cycles, I'amélioration diminue
fortement quelque soit I’entaille considérée. Les points tendent a s’aligner sur une droite
(en pointillés sur la figure 6.5) qui passe également par les points expérimentaux de
I’entaille sévere dans le métal de base. L’écart entre éprouvettes entaillées de ’acier de

base et éprouvettes entaillées de [’acier nitruré se comble. Quand la durée de vie
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diminue. c'est-a-dire quant la contrainte appliquée augmente, 1'acier est de moins en
moins sensible a I'effet d’entaille. Si on se fie aux travaux de De la Cruz (1990; De la
Cruz et al. 1998). I"acier nitruré rejoindrait I’acier de base entaillé aux courtes durées de
vie lorsque les contraintes résiduelles sont relaxées par la déformation plastique en fond
d’entaille. Il est possible qu’aux faibles durées de vie, il se produise de la déformation
plastique en sous-couche dans le métal de base. La redistribution de 1’effort entre la
couche et le cceur implique que la couche soit soumise a une contrainte locale supérieure
a celle prévue par le calcul élastique. Si la contrainte locale atteint la résistance de la
couche, celle-ci pourrait rompre, au moins partiellement, en statique et la durée de vie de

I"acier nitruré correspondrait a la durée de vie de propagation.

6.3.2.1 Entaille intermédiaire

Sur bord lisse, la limite de fatigue interne de I’acier 4140 joue un réle de plafond dont
I’introduction d’un gradient de contraintes suffisamment abrupt permet de s affranchir.
Au fond de 'entaille intermédiaire, la limite de fatigue de la surface nitrurée est toujours
atteinte avant celle du cceur. La dureté et les contraintes résiduelles de compression de la
couche de diffusion sont alors pleinement mises a profit si bien que la limite de fatigue
de I’échantillon entaill¢ et nitruré rejoint presque celle du métal de base sur bord lisse
aux longues durées de vie. La nitruration compense, pour cette géométrie représentative

du pied de denture d’un engrenage, 1’effet de I’entaille.

Dans le métal de base, d’apres les distributions de la contrainte équivalente de Von
Mises calculées par Forge 2, 1’entaille intermédiaire posséde une zone plastique (figure
5.19.a) pour une contrainte nominale supérieure a 316 MPa. Dans le métal nitruré, la
limite d’¢lasticité de la couche n’est jamais atteinte méme aux plus hauts niveaux de la
contrainte appliquée. Cependant. d’apres les distributions de contraintes calculées par
¢léments finis, il est possible quau-dela de 400 um, qui est la profondeur de la couche
nitrurée dans 1’hypothése d'un bimatériau avec couche moyenne, la limite d’élasticité du

matériau de coeur soit dépassée pour une contrainte nominale supérieure ou égale a



environ 565 MPa. Ceci entrainerait une redistribution des efforts entre la couche et le

coeur qui n'est pas prise en compte par le calcul €lastique.

6.3.2.2 Entaille douce

Sur la figure 6.6, les courbes S-N sur bord lisse et au fond de I'entaille douce sont
retracées en termes de contraintes maximales élastiques K,S. Les points en traction-
compression cyclique sur bord lisse sont inchangés mais les résultats pour 1’entaille
douce sont maintenant comparables aux courbes de flexion rotative sur bord lisse de la
littérature pour lesquelles les durées de vie sont toujours reportées en fonction de la

contrainte nominale de flexion en surface.
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Figure 6. 6. Comparaison des courbes de fatigue d’'une éprouvette représentative de
la flexion et d’une éprouvette de traction-compression

L’entaille douce non nitrurée a, en termes de K,S, une résistance en fatigue légérement

sup€rieure a celle du bord lisse. Méme si la fissure s’amorce a une méme contrainte

locale sur bord lisse et au fond de I’entaille douce, elle doit se propager sous une
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distribution de contrainte décroissante a partir du fond d’entaille alors que sur un bord

lisse sollicité en traction-compression, elle se propage sous une contrainte uniforme.

A 1 million de cycles, quand le méme mécanisme de fissuration interne agit,
I’amélioration apportée par la nitruration est de 80 % sur I’éprouvette représentative de
la flexion tandis qu'en traction-compression, elle n’est que de 20 %. Ces résultats
recoupent les données de la littérature en ce qui concerne 1'écart entre flexion rotative et
traction-compression, la flexion rotative surestimant la résistance a la fatigue en traction-
compression. L’augmentation de la résistance en fatigue d’environ 80 % obtenue pour
une fissuration interne est supérieure a celle d’environ 50 % mesurée en flexion rotative
par Genel et al. (2000) pour une profondeur de nitruration similaire (figure 4.60). Par
contre, elle est comparable a celle de 84 % reportée par Bell et Loh (1982) sur une
éprouvette de 3.8 mm de diametre d’un acier faiblement allié au chrome et au
molybdéne nitruré & une profondeur de 560 um et dont le gradient plus abrupt se

compare peut-€tre mieux a celui de I’entaille.

La meilleure performance de la nitruration en présence d’un 1éger gradient de contrainte
dd a une sollicitation en flexion ou a une entaille douce s’explique de plusieurs
maniéres. L ceil-de-poisson ne s’amorce pas a la contrainte K.S ou la contrainte de
flexion appliquée en surface mais & une contrainte plus faible en sous-couche. De plus,
dans les deux cas, I'eeil-de-poisson ne peut s’amorcer n’importe ou dans le cceur. Le
volume sollicité sous forte contrainte se limite a une petite région située a I'interface
entre la couche de diffusion et le cceur (figure 4.59.a). La probabilité¢ de trouver un
défaut susceptible d’amorcer une fissure est d’autant plus faible que ce volume est petit.
Enfin, la fissure amorcée se propage sous une distribution de contrainte décroissante et

non sous une contrainte uniforme.

D’aprés la distribution de contrainte €quivalente calculée par éléments finis, 1’ entaille
douce ne posséde pas de zone plastique aux niveaux de contrainte auxquels a été
sollicité I'acier 4140 de base. Il faut une contrainte nominale de 400 MPa pour avoir un

début de zone plastique a la surface du métal de base. Sous la surface nitrurée, une zone



plastique pourrait se développer pour une contrainte nominale supérieure a environ
540 MPa mais la limite d’élasticité¢ de la couche n’est jamais dépassée. La présence
d’une zone plastique interne, alors que la couche reste élastique, peut favoriser
I’amorcage d’une microfissure a 1'interface couche/cceur tandis que le gradient de
contraintes dans la zone d’amorgage facilite sa propagation vers la surface. L'éprouvette
sollicitée a 525 MPa n’a pas rompu méme aprés dix millions de cycles. Une déformation
plastique locale suffisante est nécessaire a 1’amorgage et a la propagation d’une fissure

interne.

6.3.2.3 Entaille sévére

En présence d’une entaille sévere, I’amélioration de la limite de fatigue est supérieure a
celle obtenue au fond d’une entaille douce ou intermédiaire. D’aprés la courbe de
Wahler (figure 6.5), une contrainte nominale inférieure ou égale a 250 MPa ne suffit pas
a amorcer une fissure dans la surface nitrurée trés dure ou a propager une fissure fermée
par les contraintes résiduelles de compression. Par contre, pour une contrainte nominale
supérieure a 275 MPa, la courbe de I'acier nitruré rejoint celle qu’aurait peut-étre eue le
métal de base s’il avait été sollicité a de tels niveaux de contrainte. Il y a peut-&tre
rupture statique d’'une partie de la couche et la durée de vie totale est alors égale a la

durée de vie de propagation dans le métal de base.

Il y a formation d’une zone plastique en fond d’entaille dans le métal de base dés que la
contrainte nominale atteint 137 MPa mais cette zone plastique reste trés confinée; a
195 MPa, elle n’est que de 30 um (figure 5.19.b). Dans I’acier nitruré, la contrainte sous
la couche est toujours inférieure a la limite d’élasticité cyclique du cceur et la contrainte
en surface n’atteindrait la limite d’¢lasticité de la couche que pour une contrainte
nominale d’environ 296 MPa. Le gradient de contrainte est si abrupt que la contrainte
sous la couche ne permet pas I"amor¢age d’une fissure interne avant qu’une fissure de

surface ne se soit amorcée et propagée.



6.3.3 OBSERVATIONS FRACTOGRAPHIQUES
6.3.3.1 Acier 4140 de base

6.3.3.1.1 Entaille intermédiaire

A I’échelle macroscopique. 1’entaille intermédiaire présente de nombreuses marches sur
sa circonférence qui permettent de localiser et de quantifier les sites d’amorcage; ces
marches sont d’autant plus rares que la contrainte alternée est faible (figure 6.7). Pour
une contrainte de 250 MPa, soit la contrainte la plus basse appliquée a I’entaille
intermédiaire, aucune marche n’est observée. La surface de rupture (figure 6.7.b), tres
plate, ressemble a celle obtenue sur bord lisse (figure 4.33.b) avec I’amorgage et la
propagation d’une unique fissure. A I’inverse pour le niveau de contrainte le plus élevé,
soit 400 MPa, de nombreuses marches sont générées sur presque tout le pourtour de
I’éprouvette (figure 6.7.a). Plus la contrainte alternée est élevée, plus la superficie de la
zone de rupture finale, qui d’elliptique devient circulaire, est grande: la ténacité de

’acier est atteinte pour une plus petite longueur de fissure.

a) b)

Figure 6. 7. Entailles intermédiaires du métal de base rompues aprés (a) 55 941
cycles a 400 MPa et (b) 3 873 366 cycles a 250 MPa
D’apres les taches, probablement d’oxydation, observées au binoculaire sur une surface
de rupture (figure 6.8), la fissure amorcée est semi-elliptique. Apres s’étre propagee sur

une certaine distance, elle coalesce éventuellement avec d’autres fissures pour former



une fissure bande. Le seul relief observé est celui des marques radiales qui émergent du
ou des sites d’amorcage pour rejoindre la zone de rupture finale dans la région
diamétralement opposée. A 1'échelle microscopique. le contact répété des lévres de la
fissure a effacé le relief de la zone d’amorcage de sorte que, généralement, I’origine de
la fissure ne peut étre identifiée. Néanmoins, il semble que les inclusions, ou les cavités
laissées par des inclusions tombées de la surface, soient des défauts propices a amorcer

des fissures comme le suggére I'exemple de la figure 6.9.

Figure 6. 8. Entaille intermédiaire du métal de base rompue aprés 116 952 cycles a
300 MPa
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Figure 6. 9. (a) Site d’amorgage de la figure 6.7.b et (b) défaut au centre du site
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La dispersion des durées de vie, pour une méme contrainte alternée de 300 MPa, laisse

supposer que la distribution et la nocivité des défauts en fond d’entaille joue un role
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important. autrement dit que 1'amorcage d'une fissure controle la durée de vie en
fatigue. A une méme contrainte, plus le nombre de marches. donc de fissures amorcées.
est grand, plus la durée de vie est courte. A 1’échelle microscopique, la fissuration en
fond d’entaille du métal de base ressemble au quasi-clivage d’une martensite trempée et

revenue.

6.3.3.1.2 Entaille douce

A Péchelle macroscopique, la rupture de I’entaille douce est plus plate que celle de
I’entaille intermédiaire et ressemble beaucoup a celle du bord lisse. Méme aux plus
hautes contraintes appliquées (figure 6.10.a), on n’observe pas plus de deux marches.
Des marques radiales émergent du site d’amorcage pour rejoindre la rupture finale. La
taille de cette zone, de forme elliptique, augmente avec la contrainte alternée. En
présence de plusieurs sites d’amorgage (figure 6.10.b), les fissures semi-elliptiques

coalescent pour former une fissure bande.

a)

Figure 6. 10. Entaille douce du métal de base rompue aprés (a) 51 693 cycles a
400 MPa et (b) 412 640 cycles a 325 MPa
Au MEB, la surface de rupture dans la région d’amorcage est matée. Le relief a été
adouci par le contact répété des lévres de la fissure. Entre deux marches, 1a ou le relief

n’a pas été totalement effacé, on observe du quasi-clivage et de vagues lignes qui



ressemblent & des stries de fatigue (figure 6.11) mais la distance interstrie correspond a

des vitesses de propagation (10°m/cycle) qui semblent trop grandes pour étre réalistes.

Direction de
propagation

g

Figure 6. 11. Observation au MEB de la surface de rupture de la figure 6.10.b

6.3.3.1.3 Entaille sévere

A I'échelle macroscopique, la surface de rupture de I'entaille sévére est plane (figure
6.12). Vue de coté, la surface de rupture est perpendiculaire a la direction de
sollicitation, ce qui n’était pas le cas pour les entailles plus douces. De petites marches
sont réparties sur toute la circonférence mais elles sont d’autant moins visibles a l'oeil nu

que la contrainte appliquée est faible (figure 6.12.b).

a) b)

Figure 6. 12. Entailles sévéres du métal de base rompues (a) aprés 256 947 cycles a
175 MPa et (b) aprés 478 998 cycles a 125 MPa
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L’absence de détails fractographiques comme les marques radiales complique
I'identification d’un ou plusieurs sites d’amorcage précis. Les fissures s’amorcent
probablement sur toute la circonférence du fond d’entaille, 1a ou la contrainte est
maximale et ou existe une zone plastique (macroscopique). La zone de rupture finale a
une forme quasi-circulaire et occupe une surface beaucoup plus petite que dans les
entailles douces ou intermédiaires. Elle se situe toujours a une faible distance sous la

surface et sa largeur croit avec la contrainte appliquée.

Une éprouvette, non rompue apres dix millions de cycles a 100 MPa, est étirée a la
contrainte maximale de I’essai puis le fond d’entaille est badigeonné a 1’encre de chine
afin de marquer une éventuelle fissure; 1’éprouvette est maintenue en tension le temps
que 1’encre s¢che. L’éprouvette, soumise ensuite a une contrainte alternée de 200 MPa,
rompt apres 86 000 cycles. L’observation au MEB révéle une contamination de la
surface de rupture sur environ 10 & 30 um de profondeur. Cette contamination, plutot
irréguliere, est visible en mode topographique mais surtout en mode composition (figure
6.13). Elle se répartit sur presque toute la circonférence du fond d’entaille. Elle pourrait
correspondre a une fissure non propageante mise en ¢évidence par ’encre. Cela
signifierait qu’a 100 MPa, la contrainte en fond d’entaille est suffisante pour amorcer
une fissure mais que la fissure amorcée ne dispose pas d’une contrainte suffisante pour

se propager.

a) 183 28KV X188 188vm WD39 b) 187  ZBKUY A1B8 188km WD3S

Figure 6. 13. Images MEB en modes (a) topographique et (b) composition d’un front

de fissure marqué a I’encre de chine au fond d’une entaille sévére dans le métal de
base



6.3.3.2 Acier 4140 nitruré
Les éprouvettes nitrurées rompent a partir d’une fissure amorcée en fond d’entaille sauf
I’entaille la plus douce qui rompt a partir d’un ceil-de-poisson pour une contrainte

nominale inférieure ou égale a 575 MPa.

6.3.3.2.1 Entaille intermédiaire

La rupture finale de forme elliptique est plus large que dans le métal de base et sa
superficie augmente légerement avec la contrainte alternée (figure 6.14). Pour une méme
contrainte, elle s’élargit quand la durée de vie diminue et quand le nombre de marches
ou de fissures amorcées augmente. Les fissures semblent s’amorcer en quelques points
du fond d’entaille plutdt que sur toute la périphérie. Puis, elles coalescent et provoquent
la rupture rapide, peut-€tre en statique, d’une partie de la couche. La fissure formée se
propage ensuite rapidement dans le cceur suivant la direction des marques radiales
(figure 6.14.b). Ces marques. qui émergent de la couche pour rejoindre la rupture finale,
creusent de profonds sillons dans le cceur qui se fissure avec beaucoup de déformation
plastique contrairement & la couche. En vue transversale, la couche est hélicoidale et
n’est perpendiculaire a la direction de chargement que sur une petite région qui
correspond peut-étre au site d’amorgage. Peu de marches sont observées en dehors de
celle derri¢re la rupture finale, qui permet d’accommoder la rupture hélicoidale de la

couche.

A P’échelle microscopique, la couche montre deux zones topographiques de brillances
différentes a I'ceil nu (figure 6.15.a). La zone la plus externe pénétre jusqu’a environ
260-400 um (figure 6.15.b). Sa fissuration est surtout intergranulaire avec, parfois, de la
décohésion aux joints de grains et des zones de quasi-clivage. La partie la plus
superficielle de cette zone présente un aspect cristallographique qui pourrait étre
caractéristique de basses vitesses de fissuration ou, au contraire. d’une rupture fragile
brutale. L.a zone de transition entre la surface nitrurée et le coeur (figure 6.15.c) est plus

lisse et brillante et s’achéve vers 520-670 um, soit environ a la profondeur de



nitruration. A I’échelle microscopique, cette transition semble présenter du quasi-

clivage. La fissuration du cceur (figure 6.15.d) est typique du métal de base.

a) b)

Figure 6. 14. Entailles intermédiaires nitrurées rompues aprés (a) 6 531 cycles a
600 MPa et (b) 971 998 cycles a 450 MPa

oks ;)%

Figure 6. 15. Rupture amorcée au fond d’une entaille nitrurée aprés 971 998 cycles a
450 MPa avec (a) vue générale et agrandissement de (b) |a zone sous la surface, de
(c) la zone intermédiaire et du (d) ceeur



Pour une éprouvette nitrurée rompue a 500 MPa pour une durée de vie aussi courte que
11 043 cycles. la fractographie ne présente pas de différences majeures sauf en ce qui
concerne le nombre de marches macroscopiques ou de fissures amorcées. Dans le cceur.
les marques radiales convergent de la couche vers la rupture finale. Le site d’amorcage
ne peut étre situé précisément. Il n’y a pas, dans la couche de diffusion. de marques
radiales semblables a celles observées dans le métal de base et qui permettent de
remonter au site d’amorcage. Le matage des lévres de la fissure adoucit le relief déja peu

prononcé de la couche.

Une éprouvette rompue apres 2 952 480 cycles a 450 MPa ne présente pas la surface de
rupture typique des longues durées de vie. De nombreuses marches se répartissent sur la
circonférence de ’entaille et la rupture finale de forme circulaire est située presque au
centre de I’éprouvette. Une surcharge en compression vers 2,944 millions de cycles a, de
toute évidence, endommagé la couche qui présente une démarcation trés nette avec le

cceur (figure 6.16).

Figure 6. 16. Entaille intermédiaire nitrurée rompue aprés 2,952 millions de cycles a
450 MPa avec une surcharge vers 2,944 millions de cycles
Une zone brillante sous jacente a la couche fait le tour de 1éprouvette; elle est peut-Etre
due au contact répété des levres de la fissure, contact d’autant plus fort que la couche
rompue exerce un effet d’entaille sur le cceur. Au MEB, on mesure une couche de
395 pm. Elle a un aspect granuleux mais ne présente aucun matage. Des zones de quasi-

clivage pres de la surface laissent place a une fissuration majoritairement intergranulaire



au-dela de 50 um de profondeur. La couche a. semble-t-il, rompu brutalement lors de la
surcharge et la fractographie ne permet pas de dire si une fissure s’était amorcée avant la
surcharge. Cet essai met en évidence le role néfaste d’une surcharge sur une pi¢ce en
service. Apres la rupture fragile de la couche, la durée de vie de 1'éprouvette se trouve

réduite a la durée de vie de propagation dans le métal de base (= 8 100 cycles).

6.3.3.2.2 Entaille douce

Considérons d’abord le cas d’une fissuration en surface pour une contrainte nominale de
600 MPa. A I’échelle macroscopique, la surface de rupture au fond d’une entaille douce
nitrurée est plate (figure 6.17). Il n’y a pas de marche sauf celle derriere la rupture finale
qui permet d’accommoder la rupture hélicoidale de la couche. Des marques radiales
émergent de presque toute la couche pour rejoindre la zone de rupture finale de forme
quasi circulaire. De méme que pour I’entaille intermédiaire, la couche rompue au fond

de I’entaille douce posséde deux zones de couleur différente.

Figure 6. 17. Entaille douce nitrurée rompue aprés 3 300 cycles a 600 MPa

Au MEB, la profondeur de la zone superficielle, granuleuse, s’étend jusqu’a environ
360 um tandis que la zone intermédiaire, plus lisse, s’étend jusqu’a environ 540 um
(figure 6.18.a). De la surface vers le cceur, on observe d’abord la couche blanche
rompue, qui est tres plate et dont 1’épaisseur est inférieure a 10 pm, puis un mélange de

quasi-clivage et de fissuration intergranulaire (figure 6.18.b). Jusqu’a 150 pm, le contact
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répété des levres de la fissure a adouci le relief. Le quasi-clivage semble prendre le pas
sur la fissuration intergranulaire au fur et a mesure qu'on s’éloigne de la surface. 11 est
possible qu’il y ait rupture statique de la partie superficielle de la couche suivie de la
propagation en fatigue de la fissure ainsi créée dans le coeur. La zone intermédiaire
présente un facies peu différent de celui du cceur (figure 6.18.c). Globalement. les
observations fractographiques réalisées sur I’entaille intermédiaire sont toujours valables
mais le nombre de fissures amorcées est plus petit. La fissure ne s’amorce peut-€tre

qu’en un site unique, ce qui rapprocherait I’entaille douce du bord lisse.

26KY X168 188ve HD34

B #8353 28Ky 1,880 18vn WD34 B 6833 28ky_ x1,808 1Brm HD34

Figure 6. 18. Observation au MEB des (a) différentes zones de fissuration de la
couche nitrurée avec agrandissement de (b) la premiére zone sous la surface et de
(c) la zone de transition avec le cceur
A une profondeur de 970 pm, la contrainte appliquée de 600 MPa suffit & amorcer une

fissure circulaire sur une petite inclusion d’environ 10 um de diameétre (figure 6.19) mais

la fissure amorcée ne peut se propager sur une distance assez grande pour entrer en
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compétition avec la fissure externe. Par conséquent, la fissure ne s’est propagée que sur

une distance de 20 um avant de coalescer avec la fissure en provenance de la surface.

BE42 20KV X1.888 1@Pm HD34
Figure 6. 19. Amorcgage d’une fissure secondaire a 970 ym sous la surface de
I'entaille douce
A 575 et 555 MPa, I’entaille douce nitrurée rompt a partir d’une fissure interne (figure
6.20). La fractographie est proche de celle observée sur bord lisse si ce n’est que la
fissure interne principale ne peut plus s’amorcer n’importe ou dans le cceur. L ceil-de-
poisson s’amorce a 650 ou 675 um sous la surface, prés de I’interface entre la couche de
diffusion et le cceur, sur une inclusion globulaire d’oxyde (Ca. Al, S) de 20 ou 26 um de

diameétre.

a) b)

Figure 6. 20. Entaille douce nitrurée rompue apreés (a) 389 216 cycles a 575 MPa et (b)
807 393 cycles a 555 MPa
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D’autres inclusions, plus profondes, sont soumises a une contrainte suffisante pour
amorcer une fissure et ce, méme a 2 mm de profondeur, soit hors du champ d’influence
de I'entaille. Apres s’étre propagées sur seulement quelques dizaines de micrometres.
ces fissures secondaires coalescent avec la fissure de surface de la méme maniére que la
fissure secondaire présentée a la figure 6.19. La rupture finale est toujours circulaire et
occupe presque la moitié de la surface de rupture (figure 6.20). Elle augmente quand la

contrainte alternée passe de 556 a 575 MPa.

L’ceil-de-poisson de la fissure principale (figure 6.21) a une forme asymétrique avec un
rayon plus grand du c6té de la surface ou la résistance a la propagation est plus faible du
fait d’une distribution de contrainte croissante. [l « déborde » a I’intérieur de la couche
jusqu’a environ 100 pm de la surface. Comme sur bord lisse, il suscite I’amorgage d’une
fissure externe quand il atteint une taille suffisante ou quand il pénétre assez

profondément dans la couche.

8836 Z28KY X58 188Pm WD33

Figure 6. 21. Observation au MEB de I'eil-de-poisson et de la couche de diffusion de
la surface de rupture de la figure 6.20.a

La couche de diffusion montre toujours deux zones de topographie différente. La

-

premiére zone, jusqu’a 300 um, a un aspect granuleux et la deuxiéme, jusqu’a 525 pm
environ, a un relief beaucoup plus doux que la zone superficielle ou le cceur; elle laisse

entrevoir des marques radiales qui, dans le cceur, deviennent plus prononcées et
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semblent provenir de toute la couche. En vue transversale, la couche présente une

surface de rupture hélicoidale.

6.3.3.2.3 Entaille sévere

A Déchelle macroscopique, la surface de rupture présente quelques marches
généralement situées derriere ou pres de la rupture finale (figure 6.22). Cette derniere, de
forme elliptique, occupe une faible fraction de la surface de rupture comparativement
aux entailles douces et intermédiaires nitrurées; hors du champ d’influence de I’entaille,
la fissure se propage sous une contrainte nominale faible de sorte que la ténacité du 4140
n’est atteinte que pour des fissures trés profondes. Toutefois, la rupture finale occupe
une surface plus grande que dans le métal de base de méme géométrie car le cceur y est
sollicité a une contrainte bien supérieure. La zone diamétralement opposée a la rupture

finale est particulierement plate, ce qui indiquerait la région d’amorgage.

Figure 6. 22. Entaille sévére nitrurée rompue aprés 55 175 cycles a 275 MPa

Par analogie avec les deux autres entailles, on observe toujours une zone d’aspect
granuleux qui s’étend sur environ 200 pm (figure 6.23.a) dans laquelle, a fort
grossissement, on distingue des zones de fissuration intergranulaire fortement matées
(figure 6.23.b) et des plages de quasi-clivage, le quasi-clivage devenant le mode de
fissuration dominant 4 mesure qu’on s’éloigne de la surface (figure 6.23.c). A la

différence des entailles plus douces, la transition entre la couche et le cceur n’est pas
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aussi distincte sur la surface de rupture de I'entaille sévere. Sur plusieurs dizaines de
micrometres. la surface a été fortement matée, bien plus qu’au fond d’une entaille douce.
La rupture statique de la couche en fond d’entaille est d’autant plus probable qu’au fond

de ’entaille sévére, la contrainte locale est proche de la limite d’élasticité de la couche.

20KU  X1,888 18vw W37 28KY ¥1,888  18¥a

1,880 19em WO37
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Figure 6. 23. Agrandissement de (a) la zone marquée d’une fléche sur la figure 6.22 et
faciés de rupture de (b) la surface vers (c) le ceeur

A cause du matage des surfaces de rupture, il n’est pas possible d’observer la présence

ou I’absence de fissures non propageantes sur les éprouvettes non rompues a 175 MPa

ou 225 MPa et sollicitées a une contrainte supérieure jusqu’a la ruine de I’échantillon.

Le matage efface les détails fractographiques jusqu’a parfois 80 um de profondeur; une

rupture statique de la zone superficielle de la couche est possible. Apres la zone matée,

le faciés de rupture est semblable a celui de la figure 6.23.



6.3.4 INFLUENCE DE LA SEVERITE D’ENTAILLE

6.3.4.1 Sensibilité de ’acier 4140 de base a ’effet d’entaille

6.3.4.1.1 Evolution de la résistance en fatigue avec la sévérité d’entaille

292

La courbe S-N du métal de base est décalée vers le bas et sa pente augmente quand le

rayon de courbure de I’entaille diminue (figure 6.24). Ceci suggere que plus 1’entaille est

aigué, plus une part importante de la durée de vie est dépensée dans la propagation d’une

fissure a partir du fond d’entaille. Si la propagation est prédominante, la pente de la

courbe S-N devrait s’approcher de -1/m sur une échelle bilogarithmique avec m, le

coefficient de la loi de Paris telle que mesurée sur bord lisse 4 1’aide de la technique des

répliques acétate (figure 4.47). Avec 4 points la régression donne une pente un peu plus

faible de -0,247 au lieu de la pente de -0,297 pour -1/m.
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Figure 6. 24, Evolution des pentes de la courbe de Wéhler du métal de base avec K;

Les calculs de zone plastique en fond d’entaille, bri¢vement présentés au chapitre V,

montrent qu’au fond de 1’entaille douce, il n’existe pas de zone plastique développée aux

niveaux de contrainte auxquels I’entaille a été sollicitée. Pour I’entaille intermediaire, un
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rapide calcul prédit la formation d une zone plastique vers 316 MPa quand la contrainte
équivalente de Von Mises K,“S atteint 600 MPa. Cette valeur est cohérente avec les
résultats en fatigue. En effet, quand la contrainte nominale appliquée a 1’entaille
intermédiaire est supérieure a environ 300 MPa. la pente de la courbe S-N augmente et
la dispersion des durées de vie a un méme niveau de contrainte diminue; d’un facteur 10
a 250 MPa, clle passe a 2.6 a 300 MPa. Pres de I'endurance, la durée de vie de I'entaille
dépend fortement de 1’amorgage d’ou une dispersion des résultats selon le nombre et la
dangerosité des défauts présents. Pour les courtes durées de vie, une zone plastique est
générée en fond d’entaille dés les premiers cycles de fatigue. L’amorcage devient
presque négligeable devant la durée de propagation de la fissure. Pour I'entaille séveére,
dés que la contrainte nominale est supéricure & 137 MPa, une zone plastique est créce.
La courbe S-N tracée pour une contrainte nominale comprise entre 100 et 175 MPa
montre que, pour une contrainte supérieure ou égale a 125 MPa, les points
expérimentaux s’alignent sur une droite dont la pente est proche de -1/m. Par

conséquent, presque toute la durée de vie est dépensée dans la propagation d’ une fissure.

6.3.4.1.2 Pertinence des méthodes de prédiction de la durée de vie en fond
d’entaille

La littérature propose différentes méthodes de prédiction du comportement en fatigue de
pieces soumises a 1’effet d’entaille. Ces méthodes ont €té décrites au paragraphe 2.2.3.

Nous allons maintenant les confronter aux résultats expérimentaux obtenus pour 1’acier

4140.

Juvinall, cité par Dowling (1993). a propos¢ une méthode d’estimation de la courbe de
Wohler sur bord lisse connaissant la résistance a la traction du matériau, le type de
sollicitation (flexion, traction...) auquel il est soumis ainsi que le fini de surface et le
diametre de 1’éprouvette (¢f. § 2.2.3.1.2). Son application a une entaille consiste ensuite
a diviser la limite de fatigue et la résistance a 1 000 cycles estimées sur bord lisse par le
coefficient de concentration de contrainte effectif K. En fait, si on suppose qu’une

contrainte o appliquée de fagon homogéne sur bord lisse conduit & la méme durée de vie
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en fatigue qu’une contrainte locale o = K,S en fond d’entaille alors la limite de fatigue
en fond d’entaille devrait étre égale a celle sur bord lisse divisée par K,. Cependant, une
telle approche sous-estime la limite d’endurance en fond d’entaille. C’est pourquoi les
méthodes de prédiction, telles que celles de Juvinall, préferent s’appuyer sur un
coefficient effectif K. Pour une entaille douce, ou le gradient de contrainte est faible et
la zone plastique de I’entaille négligeable, 1’approche K.S, représentée sur la figure 6.25
sous la dénomination « Prédiction Juvinall & K, », donne une trés bonne estimation de la
durée de vie en fatigue. Pour une entaille intermédiaire, 1’approche est un peu plus
conservatrice. Enfin, la durée de vie au fond d’une entaille sévére est sous-estimée,

surtout aux courtes durées de vies.
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Figure 6. 25. Prédiction des courbes S-N a partir de la méthode de Juvinall (le fini de
surface est supposé équivalent a un poli miroir)

Pour une vie de 500 000 cycles, le coefficient K, mesuré est d’autant plus proche du

coefficient théorique K; calculé par éléments finis que le rayon de courbure de I’entaille

est grand. Pour I’entaille douce, les deux coefficients se confondent. L’approche de

Juvinall, basée sur le coefficient Kj, donne une estimation plus proche des résultats
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expérimentaux mais parfois non sécuritaire dans le domaine des grandes durées de vie

alors que les durées de vie finies au fond de I’entaille sévere sont toujours sous-estimeées.

L’approche de déformation locale consiste a calculer une durée d’amorcage connaissant
la déformation en fond d’entaille et la courbe &N, sur bord lisse. La déformation en
fond d’entaille a été calculée a 1’aide du logiciel Forge 2 élastoplastique. Le calcul utilise
une loi d’écrouissage lin€aire puissance (§ 5.3.1.1) déduite de la littérature (Bruder et
Seeger 1995). La déformation locale pour une contrainte nominale S donnée est égale a
la somme de la déformation plastique €quivalente, calculée par le logiciel Forge 2, et de
la déformation ¢lastique associée o0y, /E. Pour chaque entaille, connaissant la
déformation locale, la courbe N,,-S (figure 6.26) peut étre tracée a partir d’une courbe
Nam-€ réalisée par Bruder et Seeger pour un acier 42CrMo4 trempé et revenu a une
dureté de 330 HV (R,,= 1 075 MPa). Sur bord lisse, la durée de vie d’amorcage ainsi
estimée est presque égale a la durée de vie totale. Ceci confirme que les données
cycliques reportées par Bruder et Seeger peuvent étre utilisées pour donner une

estimation des durées d’amorgage dans 1’acier 4140 de la présente étude.
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Figure 6. 26. Estimation des durées de vie d’amorgage dans le métal de base
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Les durées d’amorcage estimées sont inférieures aux durdes de vie mesurées et se
rapprochent d’autant plus de ces derniéres que I’entaille est douce. Pour I’entaille
douce, I’approche de déformation locale donne une estimation assez précise de la durée
de vie. Pour I’entaille intermédiaire, la durée de vie d’amorc¢age prédite sous-estime la
durée de vie totale. Pour I’entaille sévére, la durée d’amorcage calculée est tres
inférieure a la durée de vie totale quelque soit le niveau de contrainte. Ceci s’explique si
on considére qu’au fond d’une entaille sévere, la propagation occupe presque toute la
durée de vie et qu'il faudrait additionner la durée de vie de propagation pour estimer la

durée de vie totale.

Pour calculer le nombre de cycles de propagation, la fissure, qui se développe au fond de

I’entaille sévere, est assimilée a une fissure circonférentielle de profondeur a se
propageant dans un barreau cylindrique de diamétre 2R soumis a une tension axiale. Le
facteur d’intensité de contrainte pour cette configuration a été développé par Sih et Tada

(Neale 1997) :

K= Y(%) x S\Jm Equation 6. 1

a AR a aY aY aY'
Y(}j = 0,5(1 - Ej {l + 0,5(1 — Ej + 0,375(1 - Ej - 0”363[1 - Ej +0,73 1(1 - Ej }
Si la profondeur de fissure a est petite devant la profondeur de I’entaille (z. = 4,76 mm),
la situation est assimilée a celle d’une fissure se propageant a partir d’un bord lisse sous
une distribution de contrainte o(x). Les distributions de contraintes élastiques ont été
calculées par éléments finis (§ 5.5.2). Pour une profondeur supérieure a 20 um. la
distribution au fond de I'entaille séveére peut €tre approchée par la loi puissance de
I’équation 6.2. L.’équation, qui est représentée sur la figure 5.16, constitue une meilleure
régression de la distribution de contraintes calculée par éléments finis que (6.2) mais elle
n’est valide qu’entre 50 um et 1 mm sous le fond d’entaille. Pour des fissures plus

petites que 20 um, I’expression analytique (2.9) de Creager-Paris est préférable.

_Jéx ) =0,923x """  avec §Sen MPa et x en mm Equation 6. 2
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Les courbes K(a) correspondantes sont représentées sur la figure 6.27.a. On peut aussi
utiliser la méthode des solutions asymptotiques de Dowling (1979) en considérant
d’abord une fissure de longueur a qui se propage a partir d’un bord lisse sous une
contrainte constante K,S; le facteur d’intensité de contrainte correspondant est représenté
en pointillés sur la figure 6.27.a. Quand la fissure s’est propagée suffisamment loin du
point chaud, elle équivaut a une fissure de longueur (a¢+z) se propageant sous une
contrainte nominale (S’ = 5/4) calculée sur la section de ['éprouvette en |’absence
d’entaille; le facteur d’intensité de contrainte correspondant est représenté en trait plein
sur la figure 6.27.a. Pour les entailles intermédiaire (figure 6.27.b) et douce (figure
6.27.¢), I’étude fractographique (cf. figure 6.10 par exemple) nous a conduit a faire des
hypothéses ou approximations quant a la forme des fissures. Les solutions
asymptotiques de Dowling ont donc été calculées pour une fissure de forme semi-
circulaire se propageant sous une contrainte K5 quand la fissure est petite devant

I'entaille (a < a_):

K(a)=1,023x£xK,S\/£ Equation 6.3
T

Puis, quand la fissure dépasse une longueur critique (a > a, ), elle est assimilée a une

fissure bande de longueur (a+1,) se propageant sous une contrainte nominale S :
K(a+t,)=112x8"Jrla+t, Equation 6. 4

Considérons maintenant une fissure de profondeur a qui conserve sa forme semi-
circulaire initiale quand elle se propage a travers la distribution de contrainte
décroissante générée par 1’entaille :
L 2 . .
K(a)=1.023x= xola Wm Equation 6. 5
T

L’évolution avec a du facteur d’intensité¢ de contrainte de cette fissure coincide avec la
premiére asymptote de Dowling et elle rejoint assez bien la deuxiéme asymptote a partir

d’une certaine profondeur sous 'entaille. Pour I’entaille sévere, cette approche utilisant
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la distribution o(x) prédit un facteur d’intensit¢ de contrainte bien inférieur a celui prédit

par les asymptotes de Dowling.

p=0,2mm et 5=100MPa
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Figure 6. 27. Facteurs d’intensité de contrainte d’une fissure au fond d’une entaille
(a) sévere, (b) intermeédiaire et (¢) douce



En supposant que la fissure en fond d’entaille obéit a une loi de Paris, la durée de vie de
propagation peut étre calculée en intégrant cette loi entre ay = 10 um et gy = 4,7mm. Les
coefficients C et m utilisés sont ceux mesurés sur bord lisse al’aide des répliques
acétates tandis que le facteur d’intensit¢ de contrainte utilisé est celui basé sur la
distribution de contrainte de Creager-Paris pour I’entaille sévére ou sur la distribution
estimée par le calcul Forge 2 pour les entailles douces et intermédiaires. Les durées de

propagation calculées (figure 6.28) sont toujours inférieures aux durées de vie totales.

1000 _
O Métal de base lisse
E & Métal de base r=3mm
b=
® O Métal de base r=1,5mm
A Meétal de base r=0,2mm
v g
0 Np de 1um a 4,7mm
Np de 10pm a 4,7mm
Np de 0,1mm a 3mm
100 T A o e Non rompus
1E+3 1E+4 1E+5 1E+6 1E+7

N ou N, (nombre de cycles)
Figure 6. 28. Estimation des durées de vie de propagation en fond d’entaille dans le
métal de base
Pour Pentaille sévére, méme I'intégration d’une loi de Paris a partir d’'une fissure de
1 um longueur ne permet pas de caler les durées de vie de propagation sur les durées de
vie totales. Le choix de la longueur initiale de fissure g, affecte d’ailleurs peu la durée de
propagation calculée. La condition de plasticité confinée n’est pas respectée et la MLER
ne peut s’appliquer. Par ailleurs, la loi de Paris mesurée sur bord lisse n’est peut étre pas

applicable au fond d’une entaille sévere. Une fois sortie du champ d’influence, peu
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profond, de I’entaille, la fissure se comporte comme une fissure longue de longueur
(a+t,) et la loi de Paris mesurée pour une fissure courte de longueur inférieure a 300 um
sous-estime la durée de propagation d’une fissure longue. La durée de vie de
propagation sous-estime la durée de vie totale en fatigue de I’entaille douce : la prise en
compte de la durée d’amorgage est nécessaire a 1’estimation de la durée de vie totale. En
fait, au fond de 1’entaille douce, la propagation est négligeable devant I’amorgage sauf,
peut-étre, aux contraintes les plus élevées. Pour I’entaille intermédiaire, 1’addition de la
durée de propagation et de la durée d’amorcage permettrait une meilleure estimation
dans le domaine des durées de vie finies puis, en dessous de 300 MPa environ, la durée

de vie d’amorgage devient prépondérante et la propagation peut étre négligée.

6.3.4.2 Sensibilité de ’acier 4140 nitruré a I’effet d’entaille :
compétition entre fissure interne et fissure de surface

Pour chaque géométrie considérée, 1’acier nitruré présente une pente plus faible que le
métal de base (figure 6.29), ce qui supposerait que I’amorcage occupe une fraction de la

durée de vie plus grande dans I’acier nitruré qu’a la surface du métal de base.

1000 I _ oe2 o Métal de base lisse
= | S =1 226N
% | ° S =1 25gN0.060 o Nitruré lisse
~ o]
» i &0 e & Métal de base r=3mm
500 & T - g
S = 684N0.027 = < Nitruré r=3mm
DDD <o o O Métal de base r=1,5mm
o 2 Nitruré r=1,5mm
A = A
S =11 564N0:342 A z A Métal de base r=0,2mm
A 7 A Nitruré r=0,2mm
A
A X CEil-de-poisson
100 e —— e — Non rompus
1E+3 1E+4 1E+5 1E+6 1E+7

N; (nombre de cycles)

Figure 6. 29. Evolution des pentes de la courbe de Wohler de P’acier nitruré avec K;
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Comme le remarquaient Dorr et Wagner (1996). la nitruration en fond d’entaille est plus
efficace que sur bord lisse. Les résultats montrent que cette observation vaut aussi bien
en traction-compression qu'en flexion rotative. En effet, sur une éprouvette lisse
I’amélioration apportée par la nitruration sur I’amplitude de contrainte appliquée a une
durée de vie donnée varie entre 10 a 20 %. Cette amélioration est limitée par la
résistance intrinse¢que du matériau de cceur qui rompt en fatigue avant la couche nitrurée.
Sur une éprouvette entaillée, I’amélioration pour les longues durées de vie varie entre
80 % et au moins 100 % voire 150 %. Elle est au moins quatre fois plus élevée que celle
obtenue sur bord lisse. Pour les courtes durées de vie, elle tend a diminuer et il est
probable que 1'acier nitruré rejoigne le métal de base en fatigue oligocyclique. Le
mécanisme interne qui, sur bord lisse, limitait la performance du matériau nitruré est
« neutralisé ». En présence d’un gradient de contrainte suffisamment élevé, par exemple
pour les entailles sévére et intermédiaire, la compétition entre fissures interne et externe
n’existe plus. La contrainte appliquée sous la couche est toujours inférieure a la
résistance en fatigue du cceur (600 MPa) et I'éprouvette nitrurée rompt a partir d une
fissure amorcée en surface. La fissure doit se propager a travers la surface nitrurée et on
profite alors pleinement du traitement de la surface sans étre limité par la résistance
interne du métal de base. Pour 1’entaille douce représentative d’une éprouvette de 4 mm
de diamétre sollicitée en flexion rotative, le gradient de contrainte & partir de la surface
est encore suffisamment doux pour que la contrainte sous la couche permette I’amorcage
d’une fissure interne. En flexion rotative, 'effet d’échelle concerne le bord lisse aussi
bien que I'entaille. Plus le diametre de I’éprouvette est petit. plus la contrainte disponible
sous la couche de diffusion sera faible par rapport a la contrainte nominale. 1l faut étre
prudent en appliquant les résultats obtenus sur des éprouvettes de laboratoire a des
piéces en service de plus grandes dimensions puisque la contrainte sous la couche peut

étre supérieure a celle ressentie par une éprouvette de petit diametre.

La courbe de fatigue du métal de base entaillé peut étre prédite par la résistance en

fatigue sur bord lisse que divise le coefficient de concentration de contrainte théorique :
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S lisse

S entaille _ YD _externe
D externe

Equation 6. 6

!

Cette contrainte critique d’amor¢age donne une estimation raisonnable de la résistance
en fatigue du métal de base en fonction de K; au moins pour les entailles douce et
intermédiaire (figure 6.30). Le métal de base est sensible a I'effet d’entaille mais le
coefficient de concentration de contraintes effectif K est inférieur a K, pour I’entaille
sévere de K, environ égal a 5. Pour une entaille sévere, il faut prendre en considération
une contrainte critique de propagation. En s’inspirant de 1’étude de Frost ef al. (1974) et
en supposant que les preuves fractographiques de la présence d’une fissure non
propageante au fond de I’entaille sévere sollicitée a 100 MPa (figure 6.13) sont
suffisantes, la contrainte critique de propagation dans le métal de base serait comprise
entre 100 et 125 MPa. L’entaille sévere de rayon 0,2 mm peut étre assimilée a une
fissure circonférentielle de profondeur #, dont le facteur d’intensité de contrainte obéit a

I’équation 6.1. La condition de propagation de la fissure s’écrit alors :

K =Y ([%DJS‘: 7, Equation 6. 7

L’application numérique donne un seuil de propagation compris entre 5.8 et 7.3 MPaVm,
ce qui est dans I’ordre de grandeur En effet, d apres la littérature, le seuil de propagation
a R,=0 pour une limite d’élasticité de 830 MPa serait de 5,9 ou 7.4 MPavm selon

I’équation empirique choisie (Lampman ef al. 1996, p211).

Pour I'acier nitruré, il convient de distinguer le mécanisme de fissuration interne du
mécanisme externe. Pour le mécanisme externe, I’allure de la courbe de fatigue en
fonction de K peut étre estimée, comme pour le métal de base, par la contrainte critique
d’amorcage (équation 6.6). La limite de fatigue externe de I’acier nitruré (figure 6.30) a
été estimée a I’aide de la limite de fatigue mesurée sur 1’entaille intermédiaire multipliée
par le coefficient de concentration de contrainte K, =2,11 correspondant, soit environ
1 000 MPa au lieu de 500 MPa pour le métal de base. Ce faisant, on suppose que 1’acier

nitruré est ¢lastique et qu’il est au moins aussi sensible que le métal de base a I’effet



d’entaille. La deuxiéme hypothése se justifie par le fait que 1'acier nitruré est plus dur
que le métal de base et que les métaux durs sont sensibles a 1'effet d’entaille. La limite
de fatigue pour ’entaille sévére nitrurée est comprise entre 250 et 275 MPa, ce qui est
plus du double qu’avec le métal de base. Outre 1’augmentation de la contrainte critique
d’amorgage, la contrainte critique de propagation dans 1’acier nitruré devrait étre plus
élevée avec l'effet de fermeture des contraintes résiduelles de compression sur

I’amplitude du facteur d’intensité de contrainte.

Pour ce qui est du mécanisme interne, la résistance en fatigue associée a 1 ceil-de-
poisson se calcule en supposant que la fissure s’amorce sous la couche
(zum = 675-700 um) quand la contrainte a cette profondeur atteint la résistance en fatigue

interne mesurée sur bord lisse :

lisse
S entaille D _interne

D _interne _
y4
f ( ant )X K ,
P

La fonction f{x/p) (5.18) décrit la distribution de la contrainte normalisée o./(K.S). Elle

Equation 6. 8

est une fonction unique et indépendante de la géométrie pour x/p inférieur a 0,3. D apres
les distributions de contrainte axiale calculées par Forge 2 pour chacune des géométries
4 x=0,7 mm, on obtient la courbe de rupture interne tracée sur la figure 6.30. A cette
courbe est associée une bande de dispersion (zone hachurée) dont la largeur a été
estimée sur bord lisse. Dans un premier temps. le produit K;xf augmente car K, augmente
plus vite que f ne diminue et la résistance en fatigue interne diminue quand le gradient
de contrainte y augmente. Puis, pour un gradient élevé comme celui de I’entaille sévére.
le produit K,xf'tend vers une valeur unitaire; sous la couche nitrurée, la contrainte locale
tend vers la contrainte nominale et la résistance interne tend vers celle sur bord lisse.
Notons cependant que dans une piece entaillée de dimensions finies, la contrainte sous
une couche profonde peut étre inféricure a la contrainte nominale et que dans une
éprouvette de flexion rotative, la contrainte en sous-couche est systématiquement

inférieure a la contrainte nominale et ce d’autant plus que le gradient de contrainte de
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I’entaille est grand. En terme de contrainte nominale, la résistance en fatigue du
mécanisme interne est alors plus grande en fond d’entaille que sur bord lisse et elle
augmente avec le gradient de contrainte (figure 2.31). De K, égal a4 1 jusqu’a K, égal a
2,11, la résistance en fatigue interne mesurée en traction-compression diminue avec y
mais de facon beaucoup plus modérée que la résistance en fatigue externe. Par ailleurs,
d’apres les équations (5.18) et (6.8), si la profondeur de nitruration augmente, on peut
prévoir que la fonction f diminue et que, par conséquent, la résistance interne en fond

d’entaille augmente; cela correspond aux résultats observés en flexion rotative.

O Métal de base a 1 000 000c. o Métal de base & 400 000c.
ANitruré a 1 000 000c. A Nitruré a 400 000c.
Gradient de contrainte relatif x (mm™) Gradient de contrainte relatifx (mm™)
0 0,66 1,31 9,84 0 0,66 1,31 9,84
1000 — 1000 —1— :
900 | 900 |:
H rupture !
800 | nterne 800
700 / 700 |
600 A ° 600 5 .
| s A A
=500 & W///Mﬁiff///ﬂ _ MM%&’ Z
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o 400 [ N / externe o 400 [\ Ry
£ o
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Figure 6. 30. Résistance en fatigue (a) a 1 000 000 cycles et (b) a 400 000 cycles en
fonction de K; pour les mécanismes de fissuration interne et externe



Les résistances aux meécanismes interne et externe se croisent pour une géométrie
d’entaille comprise entre I'entaille douce et I'entaille intermédiaire. Il existe donc un
gradient de contrainte y pour lequel fissuration interne et fissuration externe sont
également probables. A 1 million de cycles, si le gradient de contrainte ¥ est
suffisamment grand pour qu’il n’y ait pas de déformation plastique & cceur, le rapport

entre la résistance en fatigue du mécanisme externe et celle du mécanisme interne

s’écrit :
Sprate 1000 (z S quath

D t’ffum — f am Equa‘[lon 6.9
S entaille 600 p

D—int erne

D’apres le tableau 2.1, le gradient de contrainte relatif en fatigue axiale s’écrit :

y=— Equation 6. 10
P

L’application de 1’équation 2.12 avec la fonction f'de I’équation 5.18 nous permet bien
de retomber sur 1’équation 6.10 et de vérifier la corrélation entre le gradient calculé par
¢léments finis et la formule issue de la littérature. La fonction f peut se réécrire en

fonction de y :

f(x;() = 0,65()6;()2 —xy+1 si xy £0,6 Equation 6. 11
Ax= Zam €t €n supposant z,, =z, :

flz,2)=065(z, 7 —z,x +1 si z, y<0,6 Equation 6. 12

En remplacant 1'équation 6.12 dans 6.9, le rapport, a 1 million de cycles, entre les

résistances en fatigue externe et interne en fond d’entaille s’écrit :

S entaille

“hewtene 66 % f(z,x)=1.079(z, y) —1,66(z, ¥)+1.66 si z,y <0,6 FEquation 6. 13

S entaille
D-nterne

Le rapport de la résistance en fatigue du mécanisme externe sur la résistance en fatigue

du mécanisme interne diminue quand le produit z,y augmente et atteint presque une



306

valeur unitaire a la limite de validité de la fonction f'a une profondeur x = 0.3 p ou pour

un produit z, y = 0.6.

Pour que la résistance intrinseque du métal de base ne limite pas la résistance de la piece
nitrurée, il faut que la résistance en fatigue du mécanisme interne soit supérieure a celle
du mécanisme externe. En remplacant la profondeur d’amorgage par la profondeur de

nitruration, le rapport des résistances devient inférieur a I’unité quand z, ¥ > 0,6. ce qui

correspond a peu prés a la limite de validité de la fonction f(x/p). L’ application
numérique donne, pour une profondeur de nitruration de 700 pm, un gradient de
contrainte critique de 0.86 mm™ auquel correspond une transition d’un mécanisme de
fissuration interne dans le métal de base vers un mécanisme de fissuration externe a
travers la couche nitrurée. Le gradient de 0,66 mm™' de I’entaille douce ne suffit pas a
provoquer cette transition qui dépend non seulement du gradient de contrainte relatif
mais aussi de la profondeur de nitruration z,. Pour un gradient aussi doux que 0,66 mm’.
il faudrait une profondeur de nitruration au moins supérieure a 910 pm. Cependant.
comme la résistance a la fissuration externe dépend de la dureté et des contraintes
résiduelles qui diminuent pour les longues nitrurations, la résistance en fatigue sur bord
lisse est probablement inférieure a 1 000 MPa pour une couche de nitruration profonde.
Pour 'entaille intermédiaire (y=~1.25mm™), le mécanisme interne présente une
résistance en fatigue plus grande que le mécanisme externe de sorte que c’est
uniquement ce dernier qu’on observe. La contrainte sous la couche n’est pas suffisante

pour amorcer une fissure.

Le modele développé ici est purement élastique et néglige la redistribution des
contraintes entre la couche et le ceeur quand le cceur se déforme plastiquement. Si le
gradient de contrainte relatif y est assez grand pour qu’il n’y ait pas de déformation
plastique en sous-couche, I’équation 6.6 qui décrit la contrainte critique d’amorcage en
surface est valide. Par exemple, si on considére, pour I'acier nitruré, une contrainte
nominale S suffisante pour que la résistance en fatigue de la surface a un million de

cycles soit atteinte, on s’apergoit que. pour I’entaille sévere et 1’entaille intermédiaire, ni
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la limite d’élasticité cyclique du cceur, ni sa résistance en fatigue a 10° cycles ne sont

atteintes en sous-couche (figure 6.31).

600

0 zz (MPa)

400

200

Entaille intermédiaire (S=462MPa)
Entaille douce (§=591MPa)
Entaille sévere (S=194MPa)

limite de fatigue interne

0 0,5 1
Profondeur sous l'entaille (mm)

1.5

Figure 6. 31. Distributions de la contrainte axiale o, pour une contrainte maximale

égale a la résistance en fatigue de la surface a 10° cycles

La fissuration de la surface sera nécessairement plus rapide que la fissuration interne qui

demanderait une contrainte nominale plus grande. Par contre, pour 1’entaille douce, il se

produit en sous-couche une déformation plastique macroscopique avant que la limite de

fatigue de la surface (1000 MPa) calculée selon le modele ¢lastique soit atteinte.

D’ailleurs, le gradient de contrainte est assez doux pour que des fissures s’amorcent a

des inclusions aussi profondes que 2mm bien que seules les fissures amorcées a

l’interface couche/cceur disposent d’une contrainte suffisante pour se propager et

déboucher en surface. Une meilleure description de la résistance en fatigue des entailles

douces serait obtenue par un modéle élastoplastique qui prenne en compte la nature

composite de I’acier nitruré.
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6.3.5 REPRESENTATIVITE DES ESSAIS DE FLEXION ROTATIVE SUR BORD
LISSE

En présence d'un gradient de contraintes, la limite de fatigue d’une entaille
représentative d’une piece en service (K; = 2.11) ne peut €tre estimée a partir des essais
en flexion rotative sur bord lisse. En effet, bien que la flexion rotative implique un
gradient de contrainte appliquée, ce gradient est généralement plus doux que ceux
rencontrés en fond d’entaille dans les piéces en service. Le mécanisme de fissuration
interne prépondérant en flexion rotative et au fond d’une entaille douce n’est pas
représentatif du mécanisme de fissuration externe qui agit au fond d’une entaille
intermédiaire ou sévere. Quant a la représentativité des picces sans gradient, les
inconvénients de la flexion rotative ont déja été évoqués: effet du gradient, effet
d’échelle et effet du faible volume sollicité. Ces différents effets font que 1"application
des résultats en flexion rotative a des picces en service de grandes dimensions et/ou
pouvant €tre soumises a une contrainte de tension uniforme est dangereuse. Les essais en
traction alternée donnent au contraire une estimation sécuritaire de la résistance en
fatigue. Sur bord lisse, ces essais permettent de mesurer la résistance interne du matériau
qui constitue la résistance en fatigue minimale de la piéce nitrurée. Sur des éprouvettes
entaillées, les essais en traction-compression permettent d’estimer au plus pres la
résistance en fatigue d’une piéce en service & condition d’utiliser un gradient de

contraintes représentatif de cette piéce.
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CONCLUSIONS

La fatigue a grand nombre de cycles d’un acier 4140 nitruré par voie gazeuse a €té

étudiée en chargement axial.

Dans un premier temps, différentes durées de traitement ont été choisies afin d’obtenir
trois profondeurs de diffusion de 400, 700 et 1 000 pm et étudier ’effet de la profondeur
de nitruration sur les performances de I’acier 4140 en fatigue axiale. L’étude a permis de

tirer les conclusions suivantes.

La profondeur de nitruration augmente avec la durée du traitement en suivant une loi
parabolique qui indique que la nitruration est contr6lée par la diffusion de 1’azote dans
I’acier. Avec le temps de traitement, la profondeur de durcissement augmente mais la
dureté en surface diminue. Une méme remarque peut étre faite pour les contraintes
résiduelles de compression. La diminution de la dureté et des contraintes résiduelles en
surface s’explique notamment par un grossissement des précipités de nitrures de chrome.
De plus, un adoucissement du matériau de cceur non nitruré a été observé pour les
longues durées de nitruration; 1’adoucissement, faible pour la couche moyenne (14 h),
est assez important pour la couche profonde (56 h). Le maintien a la température de
nitruration pendant une longue durée équivaut a poursuivre le revenu initialement subi

par I’acier de base.

Les traitements de parach¢vement de la nitruration comme 1’oxydation ou la trempe ne
semblent affecter ni le profil de dureté obtenu apres nitruration classique, ni les
contraintes résiduelles. Aucun effet, positif ou négatif, n’est observé sur la résistance en

fatigue de 1’acier nitruré qui rompt par un mécanisme interne.

La limite d’¢élasticité conventionnelle & 0,2 % de déformation plastique d’un acier 4140
augmente légeérement avec la profondeur de nitruration; de 990 MPa pour le métal de

base, elle passe a 1 050 MPa pour I’acier nitruré avec une couche de diffusion profonde.
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Cependant, la résistance a la traction n’est pas améliorée par la couche nitrurée et la
ductilité est fortement abaissée. Un acier nitruré a cceur rompt a environ 1 400 MPa
presque sans aucune déformation plastique. Le matériau de base et le matériau de la
couche nitrurée ont des propriétés €lastiques (module d’Young et coefficient de Poisson)
trés voisines. Aux petites déformations, la plus grande résistance de 1’acier nitruré par
rapport au métal de base laisse présager une amélioration de la résistance en fatigue pour
de faibles déformations appliquées, autrement dit dans le domaine de la fatigue a grand
nombre de cycles. Pour de grandes déformations, la faible ductilité de la couche entraine
une rupture brutale, qui, en traction monotone, se traduit par des fissures annulaires

réparties sur la surface de I’éprouvette tandis que le cceur se déforme plastiquement.

La fatigue d’un acier nitruré met en compétition une fissure de surface qui s’amorce et
se propage dans un champ de contraintes résiduelles de compression a travers une
surface durcie et une fissure interne qui s’amorce sur une inclusion non métallique ou
une discontinuité microstructurale et se propage sous vide pour former une fissure
circulaire dite en « ceil-de-poisson ». La couche de diffusion mince retarde 1’amorcgage et
la propagation de fissures en surface mais I’amélioration de la durée de vie en fatigue est
faible. Les éprouvettes dotées d’une couche mince rompent par fissuration externe sauf
aux plus bas niveaux de contraintes. Pour les éprouvettes dotées d’une couche moyenne
ou profonde, I’amélioration de la durée de vie en surface est suffisante pour que la

rupture résulte toujours d’une fissure interne.

La nitruration de type « couche moyenne » est recommandée pour les applications
industrielles car la nitruration profonde nécessite plus de temps et d’argent. De plus, la
couche de diffusion profonde n’est pas associ€e a des durées de vie plus longues et peut
méme étre associée a des durées de vie plus courtes que la couche moyenne. La
profondeur de nitruration doit étre suffisante pour éviter une trop forte redistribution des
contraintes dans la couche nitrurée quand le cocur commence a se déformer
plastiquement. 1l faut respecter un compromis entre une couche suffisamment épaisse

pour répondre a I'impératif précédemment cité et un temps de nitruration suffisamment
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court pour éviter une diminution trop importante de la dureté et donc de la résistance a

ceeur.

Sur les éprouvettes nitrurées avec une couche de diffusion profonde, la présence d’une
couche de combinaison, bien que d’épaisseur irréguliere, ne favorise pas 1’amorcage
d’une fissure de surface; toutes les éprouvettes soumises a une nitruration profonde
(1 mm) ont rompu a partir de fissures amorcées en interne. Par contre, ’homogénéité de
la couche de diffusion est primordiale et une projection d’une gouttelette de la peinture
utilisée pour le masquage des tétes sur la zone utile de 1’éprouvette, ¢’est-a-dire sur le fiit
cylindrique, peut réduire a néant ’amélioration apportée par la nitruration; la fissure
s’amorce sur la projection a I’endroit ou la diffusion de 1’azote s’est faite de maniere
incomplete et aucune amélioration de la durée de vie n’est mesurée par rapport au métal

de base.

Au contraire de ce qui se passe en flexion, rien ne prouve que, en fatigue axiale, la durée
de vie interne dépende de la profondeur de nitruration. La présence de contraintes
résiduelles de traction, telles qu’observées sous la couche de diffusion moyenne par
exemple, ne semble pas y influencer 1’amorgage des fissures internes. Sous une
contrainte appliquée uniforme, les fissures en « ceil-de-poisson » peuvent s’amorcer
n’importe ou dans le cceur. Aux longues durées de vie, I’amélioration de la résistance en
fatigue axiale varie entre 17 et 23 %, ce qui est bien moins que les valeurs de 30 a 50 %

reportées en flexion rotative.

Bien qu’elle influence la morphologie des cassures, la profondeur d’amorcage
n’influence pas de maniére sensible la durée de vie en interne. D’apres les observations
fractographiques, si 1’ceil-de-poisson amorce a cceur atteint une taille suffisante pour que
la contrainte sur le ligament non brisé atteigne la résistance de la couche, celle-ci rompt
en statique et on observe peu ou pas de fissuration en fatigue de la couche rompue vers
le cceur. Mais, si I’ceil-de-poisson s’amorce pres de Iinterface entre la couche et le ceeur,

il ne peut atteindre une taille suffisante pour rompre la couche en statique et il se
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propage a I’intérieur de la couche jusqu’a susciter ’amorgage d’une fissure de surface
qui se propage ensuite dans le ceeur. Il n’existe pas de corrélation entre le rayon de 1’ ceil-
de-poisson ou sa profondeur d’amorcage et 1’amélioration de la durée de vie. La durée
de vie de propagation ne représente probablement qu’une faible fraction de la durée de
vie totale, qui est gouvernée par I’amorgage et la propagation d’une fissure courte au
voisinage du défaut interne. Le calcul d’une durée de vie de propagation ne suffit pas a
estimer la durée de vie totale et les contraintes résiduelles de traction du cceur

influencent peu le résultat du calcul.

D’une maniere générale, la résistance en fatigue interne augmente avec la dureté et la
propreté inclusionnaire du métal de base. La durée de vie interne de 1’acier nitruré n’est
que trois fois celle du métal de base si la taille de I’inclusion sur lequel s’amorce 1’ceil-
de-poisson est d’environ 50 pum. Un acier «sale» ne verra pas sa durée de vie

augmentée de maniere importante par la nitruration.

Des essais de fatigue sur des éprouvettes a fiit toroidal montrent, pour le méme acier et
le méme traitement de nitruration, des résistances en fatigue globalement supéricures a
celles obtenues sur des éprouvettes a fit cylindrique. Le plus petit volume sollicité sous
forte contrainte de I’éprouvette a fiit toroidal ne permet pas toujours de solliciter les plus

gros défauts présents dans le matériau.

La superposition d’une contrainte moyenne de tension diminue la résistance en fatigue
interne plus qu’elle ne diminue la résistance en fatigue externe du métal de base. La
parabole de Gerber prédit correctement la sensibilit¢ du métal de base a une contrainte
moyenne de tension mais elle sous-estime celle du mécanisme de fissuration interne

pour lequel 1a loi de Goodman est plus sécuritaire.

Un mod¢le de propagation de fissure courte, qui s’appuie sur ’effet des contraintes
résiduelles de compression sur la fermeture des fissures, ne suffit pas a expliquer
I’importante amélioration de la durée de vie de la surface nitrurée. La relaxation possible

des contraintes résiduelles pendant le chargement cyclique ne semble pas étre en cause
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puisque leur stabilite¢ a été vérifice par des mesures apres 1 000 cycles de fatigue.
L’influence globale de la profondeur de nitruration ne peut étre prédite par un modele
basé sur le comportement en fatigue de matériaux homogenes et ce, que I’on considere

I’amorc¢age ou bien la propagation.

A une contrainte appliquée supérieure ou égale a4 600 MPa, I’écart entre la couche
mince, qui rompt par un mécanisme de fissuration externe, et la couche moyenne, dont
la surface a une durée de vie suffisamment longue pour que ’éprouvette rompe par le
mécanisme interne, peut s’expliquer si ’acier nitruré est assimilé a un composite ou
bimatériau formé de deux éléments : une couche nitrurée dure et un coeur « ductile ».
Quand la contrainte nominale appliquée est suffisante pour que le cceur se déforme
plastiquement, la contrainte locale a cceur est limitée par la contrainte d’écoulement et la
contrainte dans la couche ¢lastique devient supérieure a la contrainte nominale car la
couche doit transmettre une charge plus grande. Pour une contrainte nominale donnée,

plus la couche est mince, plus sa contrainte locale est ¢élevée.

Dans un deuxieme temps, 1’effet d’entaille a ét€ étudié sur le comportement en fatigue
axiale a R,=-1 de P’acier 4140 nitruré a une profondeur moyenne dont 1’étude sur bord
lisse a démontré qu’elle était « suffisante » pour que la fissuration en fatigue se produise

toujours en interne.

L’influence de la sévérité d’entaille a été explorée sur trois géométries d’éprouvettes
dotées d’une entaille en V axisymétrique de 90° d’angle d’ouverture. Un calcul par
¢léments finis a permis de choisir les rayons de courbures de facon a ce que les
distributions de contraintes soient représentatives, respectivement de l’entaille la plus
douce a la plus aigué, du gradient de contraintes auquel est soumise une éprouvette lisse
de 4 mm de diametre sollicitée en flexion rotative, du gradient de contraintes au pied de
denture d’un engrenage de géométrie donnée et, enfin, d’'un gradient de contrainte

particulierement abrupt. Les coefficients théoriques de concentration de contraintes K;
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calculés par Forge 2 pour ces trois géométries sont respectivement de 1,65, 2,11 et 5,03

avec des gradients de contrainte relatifs d’environ 0,66, 1,31 et 9,84 mm™.

L’acier 4140 de base est sensible a 1’effet d’entaille. C’est pourquoi la contrainte critique
d’amorcage Sp"" = Sp/K. donne une bonne estimation de la résistance en fatigue a
1 million de cycles pour les entailles douces et intermédiaires. Toutefois, d’aprés 1’allure
des courbes de fatigue, plus I’entaille est aigu€, plus une part importante de la durée de
vie est consacrée a la propagation. Au fond de I’entaille séveére, la fractographie a

d’ailleurs mis en ¢vidence 1’existence possible de fissures non propageantes.

La présence d’une entaille en V avec un angle d’ouverture de 90° n’affecte pas le profil
de dureté méme au fond de ’entaille la plus aigué (p = 0,2 mm). La diffusion de 1’azote

se fait de fagon homogene autour du fond d’entaille.

La nitruration permet de diminuer la sensibilité du 4140 a I’effet d’entaille en remontant
la courbe S-N de I’éprouvette entaillée a de plus grandes résistances en fatigue. Pour les
entailles douce et intermédiaire, ’effet d’entaille est effacé puisque la résistance en
fatigue de I’acier entaillé et nitruré rejoint voire dépasse la résistance en fatigue du meétal

de base lisse.

Pour les trois géométries d’entailles, ’amélioration de la résistance en fatigue apportée
par la nitruration est nettement supérieure a celle sur bord lisse (au mieux 20 %) dans le
domaine des grandes durées de vie. A 1 million de cycles, la résistance en fatigue de
I’acier nitruré est, par rapport au métal de base, améliorée de 80 % au fond de I’entaille
douce, de 100 % au fond de I’entaille intermédiaire représentative d’un engrenage et

d’au moins 100 % au fond de I’entaille séveére.

Seule 1’entaille douce rompt par un mécanisme de fissuration interne amorcé sous la
couche de diffusion. Les entailles intermédiaires et séveéres rompent toujours a partir
d’une fissuration externe. De la surface vers le cceur, on observe la rupture tres plate de

la couche blanche suivie d’une zone de fissuration intergranulaire dans la partie la plus
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superficielle de la couche de diffusion; la fissuration intergranulaire traduirait une
rupture partiellement statique de la couche en fond d’entaille. Puis, toujours a I’intérieur
de la couche de diffusion, on observe de plus en plus de quasi-clivage & mesure qu’on
s’éloigne du fond d’entaille; la fissure formée par la couche rompue se propagerait

rapidement vers le ceeur.

Ni la fatigue axiale, ni la flexion d’éprouvettes lisses ne permettent d’estimer la
performance en fatigue au fond d’une entaille aussi sévére que celle existant en pied de
denture d’un engrenage. Dans une telle situation, le gradient de contrainte est
suffisamment élevé pour que la rupture a partir d’'un défaut interne soit improbable.
L’amélioration apportée par la nitruration sur la durée de vie en fatigue de la surface est
pleinement mise a profit quand les fissures s’amorcent et se propagent a la surface.
L’entaille sévere n’a pas mis en évidence un effet néfaste de la surface nitrurée fragile en

présence d’une concentration de contraintes élevée.

L’entaille douce nitrurée, dont le gradient de contrainte est représentatif d’une
éprouvette de flexion rotative, a, en terme de contrainte maximale en surface, une
résistance en fatigue a 10° cycles qui est environ 1,5 fois celle de 1’éprouvette lisse
nitrurée sollicitée en traction-compression sous une contrainte homogene; la résistance
interne du métal de base serait donc surestimée par la flexion rotative d’un facteur 1,5.
En fait, la fissure s’amorce en sous-couche pour une méme contrainte critique
d’amorcage que dans le cceur de 1'éprouvette lisse 1 Ky xf(Zam/p)x Sp™ " =Sp"* Par
conséquent, le facteur de surestimation 1,5 correspond a //f(z../p). Des fissures internes
peuvent s’amorcer aussi profondément que 2 mm sous la surface du fond d’entaille mais
seules les fissures amorcées a 1’interface entre la couche et le cceur se propagent jusqu’a

provoquer la rupture de 1’éprouvette.

L’amélioration apportée par la nitruration sur la résistance en fatigue dépend du gradient
de contrainte auquel est soumise la piece en service. La résistance en fatigue de I’acier

4140 de base est assez bien estimée par la contrainte critique d’amorgage S, (= 500/K; a
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1 million de cycles). Pour Iacier nitruré, deux mécanismes de fissuration sont possibles;

la compétition entre ces deux mécanismes dépend du gradient de contrainte relatif y :

¢ Pour un faible gradient y, le mécanisme de fissuration interne prédomine et la
résistance en fatigue peut étre estimée par la limite de fatigue interne mesurée sur
bord lisse que divise le coefficient de concentration de contraintes local, calculé a la
profondeur de nitruration. Le rapport de la résistance en fatigue interne en fond

D _int erne D _ externe

d’entaille sur la résistance en fatigue externe sur bord lisse (S / Shve )

diminue quand le gradient de contrainte relatif y augmente.

¢ Au-dela d’un gradient y critique (% ~ 0,86 mm™), la résistance en fatigue externe de
la surface nitrurée devient inférieure a la résistance en fatigue interne et 1’éprouvette
rompt par un mécanisme de fissuration externe; la résistance en fatigue de ’acier
nitruré peut étre estimée par la contrainte critique d’amorgage S,, dans le matériau
nitruré (= 1 000/K), qui est deux fois plus élevée que celle dans le métal de base. Le
mécanisme d’amorcage externe correspond a I’amélioration maximale (= 100 %) que

peut donner le traitement de nitruration.

Pour I’entaille la plus sévere, la contrainte critique d’amorcage sous-estime la résistance
en fatigue et il faudrait probablement considérer S;, la contrainte critique de propagation,
et son évolution avec les contraintes résiduelles de compression et la dureté de la surface
nitrurée. Enfin, pour les entailles plus douces, il faudrait considérer la déformation
plastique en sous-couche afin de prendre en compte la redistribution de la charge entre la

couche et le cceur quand le ceeur se déforme plastiquement.

A partir des résultats et des conclusions de cette étude, plusieurs axes de recherche

peuvent étre suggéres.

Il serait intéressant d’étudier I’influence de la profondeur de nitruration en fond
d’entaille. Sur bord lisse, la profondeur de nitruration est suffisante quand la piece rompt

par le mécanisme interne; la résistance intrinseque du cceur limite alors la résistance en
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fatigue de D’acier nitruré. D’apres les résultats obtenus pour une couche moyenne
entaillée et selon le modele (élastique) développé pour interpréter ces résultats, la couche
profonde, qui, sur bord lisse, était comparable & la couche moyenne, serait moins
performante en présence d’une entaille assez sévere pour favoriser la fissuration externe.
11 est en effet souhaitable que la dureté et les contraintes résiduelles de compression

soient les plus grandes possibles en surface. Pour I’entaille douce au contraire, le rapport

des résistances S, /S5 dépendant a la fois du gradient de contrainte et de la

D _interne D _externe
profondeur d’amorcage, qui est environ égale a la profondeur de nitruration, il faudrait
une couche plus épaisse que la couche moyenne pour que la résistance interne soit

supérieure a la résistance externe.

En plus de la profondeur de nitruration, on pourrait €tudier d’autres parametres du
procédé comme la température, le potentiel azote, le matériau. Cependant, I’influence de
ces parametres doit étre mesurée dans des conditions qui reproduisent la configuration
géométrie/sollicitation de la piece en service, et notamment le gradient de contrainte
relatif . Dans le cas de faibles y, la sollicitation en traction-compression d’éprouvettes
lisses permet de déterminer la résistance en fatigue d’un acier nitruré dans des conditions

conservatrices et avec peu d’effet d’échelle.

La résistance en fatigue interne est une propriété du métal de base et non de la surface
traitée. Elle dépend de la taille et de la nature du défaut au site d’amorcage. Par
conséquent, I’effet de la propreté du métal de base devrait €tre étudié en fatigue axiale

sur bord lisse.

Des essais sur éprouvettes nitrurées entaillées ont montré qu’une forte surcharge pouvait
rompre la couche en statique et réduire la durée de vie apres surcharge a la durée de vie
de propagation dans le métal de base. L influence de surcharges périodiques devrait €tre
étudiée dans des conditions controlées et représentatives des chargements a amplitude

variable auxquels peuvent étre soumises les pieces en service.
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Les performances en fatigue de différentes combinaisons métal de base/traitement de
surface devraient étre comparées pour des configurations géométrie/sollicitation
représentatives. Par exemple, 1’¢tude en fatigue axiale du comportement d’un acier
entaillé cémenté ou nitruré permettrait de comparer ces deux traitements dans le cadre
d’une application a un engrenage. De la méme maniere, I’étude du comportement en
torsion ondulée (R,>0) sur bord lisse d’un acier grenaillé ou nitruré permettrait de
comparer les traitements dans le cadre d’une application a des ressorts hélicoidaux de

compression.

La fractographie des éprouvettes lisses ou entaillées puis nitrurées, qui ont rompu par un
meécanisme de fissuration externe, montre toujours une zone de fissuration
intergranulaire pres de la surface. Il est possible que les joints de grains soient fragilisés
par la nitruration peut-étre par un phénomene de précipitation préférentielle aux joints.
S’il existait un moyen de réduire cette fragilisation, la résistance en fatigue de 1’acier

nitruré pourrait €tre encore améliorée.

Par ailleurs, 1’étude fractographique des fissures se propageant a partir d’une surface
nitrurée devrait étre approfondie, peut-&tre a un rapport de charge positif. Avec une
contrainte minimale négative, un contact répété des levres de la fissure efface le relief
des surfaces de rupture qui sont ensuite plus difficiles a interpréter. Par ailleurs, il est
malaisé de suivre la propagation d’une fissure qui s’amorce peut-étre sous la couche
blanche. La couche blanche devrait étre 6tée apres nitruration pour vérifier, par exemple
par la technique des répliques acétates, si une fissure s’amorce a la surface de la couche
de diffusion et suivre la propagation de cette fissure. La fraction de la durée de vie totale

consacrée a I’amorgage pourrait alors étre estimée.
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ANNEXES

ANNEXE A : COMPOSITION DES NUANCES D’ACIER
RENCONTREES DANS LA LITTERATURE ET EQUIVALENCES

Tableau A. 1. Nuances francaises

AISI %C %Si %Mn %S %P %Cr %Mo %V
Z20C13 420 0,15-0,24 <1 <1 <0,03 <0,04 12-14
Z38CDV5| HM1 0,38 1 0,3 0,03 0,03 5 1,25 0,5
35CD4 4135 0,3-0,37| 0,1-0,4| 0,6-0,9 0,035 0,035| 0,85-1,2|0,15-0,25
42CD4 4140 1{0,39-0,45| 0,1-0,4| 0,6-0,9 0,035 0,035| 0,85-1,2|0,15-0,25
Tableau A. 2. Nuances anglaises

AlSI | %C %Si %Mn | %S | %P |%Ni| %Cr %Mo %V %Al
En31 52100| 0,95-1,1| 0,1-0,35] 0,4-0,7] 0,05| 0,04 1,2-1,6
En32 0,12-0,18| 0,1-0,4 0,6-1
En40A 0,1-0,2] 0,1-0,35|0,4-0,65(<0,05|<0,05| <0,4| 2,9-3,5 0,4-0,7
En40B 0,2-0,3; 0,1-0,35|0,4-0,65|<0,05/<0,05| <0,4 3-3,5| 0,45-0,65
En40C 0,3-0,5| 0,1-0,35| 0,4-0,8/<0,05/<0,05<0,4; 2,5-3,5{ 0,7-1,2| 0,1-1,3
En41B 0,35-0,45| 0,1-0,45| >0,65{<0,05/<0,05/<0,4| 1,4-1,8/ 0,1-0,25 0,9-1,3
BH10 H10 0,3-0,4| 0,8-1,25 <0,7/<0,03|<0,03 3-3,75 2-310,25-0,75
BH11 H11 |0,32-0,42| 0,85-1,15 0,4 4,75-5,25/1,25-1,75|  0,3-0,5
BH21 H21 |0,25-0,35 <0,4 <0,4 2,25-3,25 <0,6 <0,4
709M40 | 4140 | 0,36-0,44) 0,1-04 0,7-1(<0,04)<0,03 0,9-1,2| 0,25-0,36
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Tableau A. 3. Nuances allemandes

AISI %C %Si %Mn %S %P %Ni %Cr %Mo
Ck45 1045 | 0,42-05 <0,4| 0,5-0,8/ <0,035] <0,035 <0,4 0.4 <0,1
20MoCr4 4118 }0,17-0,23 <0,4 0,7-1] <0,035] <0,035 0,3-0,6) 0,405
24CrMo13 0,2-0,2810,15-0,35{ 0,5-0,8] <0,035| <0,035 <0,8| 23-26/ 0,2-03
20MnCr5 5120 (0,17-0,22 <04 1.1-1,4, <0,035] <0,035 1-13
42CrMo4 4140 10,38-0,45 <0,04, 0,6-09 <0,03| <0,035 0,912 0,15-03

Tableau A. 4. Nuances suédoises

AISI %C %Si %Mn | %S %P | %B %Cr %Mo (% Ni|[% Ti
S82130| 1526 | 0,25-0,3| 0,15-0,4; 1,1-1,3| 0,035 0,035|0,002| 0,1-0,3

$82131{15B21H 0,25 0,29 1,27 0,008 0,024| 0,004 0,42 0,01/ 0,09] 0,03

S$S52244 0,38-0,45| 0,15-0,4{ 0,6-0,9] 0,035/ 0,035 0,9-1,2] 0,15-0,3

Tableau A. 5. Nuances japonaises

%C %Si %Mn %S %P %Cr %Mo %Ni %Cu
JIS SuJ2 1,01 0,23 0,36 0,007 0,012 1,45 0,02 0,04 0,06
1Cro 0.1-0,18| 0,1-0,35| 0,4-0,7 <0,04 <0,04/ 0,7-1,1{0,45-0,65 <0,3 <0,25
SCM435 0,36 0,19 0,77 0,006 0,014 1 0,15 0,13

Tableau A. 6. Nuance italienne

AISI %C %Si %Mn %S %P %Cr %Mo %V
31CrMoV10 0,29-0,34| 0,15-0,4| 04-0,7] <0035 <0,03{ 2,328/ 0,3-04 0102

Tableau A. 7. Nuance espagnole

AISI %C %Si %Mn %S %P %Cr %Mo YAl
34CrAIMo5 | A355 | 0,3-0,37] 0,2-0,5] 0,5-0,8] <0,035 <0,035 1-1,13| 0,15-0,3] 0,8-1,2
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ANNEXE B : RESULTATS DES ESSAIS DE FATIGUE

Tableau B. 1. Effet de la géométrie d’éprouvette (lot d’acier n°1)

Profondeur Taille de
) . S, N (nombre \ v .
Nitruration d'amorgage | l'inclusion en Remarques
(MPa) | de cycles) =
(um) aire'. (pm)
Eprouvette a fat cylindrique
aucune| 600 8 000 0 2000c. a +480MPa,
surchauffe
aucune 550 55 795 0 flambement
aucune 500 374 811 0 flambement
aucune 500 550 650 0
aucune 450 131 703 0 sous-charges (-1000MPa)
profonde 600 35139 1333 40
profonde 550 82 298 2 455 52
profonde 500 203 979 1773 27| sous-charge (-740MPa)
profonde 450] >10374 113 non rompu
Eprouvette a fit toroidal
aucune 600 15 911 0
aucune 550 77 145 0 surcharges (710 et 670MPa)
aucune 450 2857 469 0
profonde 600 78 413 3198 20
profonde 550 185773 1450 39
profonde 500 1146085 3313 33
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Tableau B. 2. Effet de 1a profondeur de nitruration (lot d’acier n°2)

Profondeur Taille de
. . S, N (hombre . " .
Nitruration d'amor¢age | l'inclusion en Remarques
(MPa) | de cycles) s
(um) aire’z (um)

aucune 700 12 864 0 répliques

aucune 650 22 611 0 échauffement

aucune 600 115130 0

aucune 550 174 024 0

aucune 500 1174756 0
profonde 650 200 681 3075} pas dinclusion
profonde 600 >203 655 non rompu rupture de 'adaptateur
profonde 600 67 851 0 projection du masque en

surface
profonde 600 265 110 3675 27
profonde 575 2104 087 2 325 pas d'inclusion
profonde 575 >2207 970 non rompu rupture de ia téte
profonde 550 >683 407 non rompu rupture de l'adaptateur
profonde 5501 >4 617 508 non rompu rupture de la téte
profonde 500 >5607 951 non rompu rupture de I'adaptateur
moyenne 700 77 372 4 416] pas d'inclusion] post-oxydation, répliques
moyenne 700 17 931 0 post-oxydation, projection du
masque en surface

moyenne 650 254 157 3005 27 post-oxydation
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Tableau B. 2. Effet de la profondeur de nitruration (lot d’acier n°2) (suite)

Profondeur Taille de
] . S, N (nombre \ s .
Nitruration d'amorcage | I'inclusion en Remarques
(MPa) | de cycles) .
(pm) aire’z (pm)
moyenne 650 125 555 905 45
moyenne 650 141 098 905} pas dinclusion post-trempe
alternance entre 15000c¢ a
moyenne| 600\ 350 000 0 2T\ 4600 et 1500¢ & +700MPa
moyenne 600 734 406 1953 pas d'inclusion
moyenne 600 1096770 838| pas d'inclusion
moyenne 600] >2847 529  nonrompu post-oxydatltt)gt,erupture de la
moyenne 575 >1972 241 non rompu rupture de la téte
moyenne 575| >5625 206 non rompu
mince 700 11 576 0 répliques, echauffement
mince 700 38 902 0
mince 650 89 037 0
mince] 650 180 179 0 rupture de la téte et de la
section utile de I'éprouvette
mince 600 191 766 0
mince 600 >311 017 non rompu rupture de la téte
mince 575 1553735 1088 38
mince 550 >3 097 069 non rompu rupture de la téte
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Tableau B. 3. Essais avec contrainte moyenne (R, = 0)

Profondeur Taille de
. . S, N (nombre , .- .
Nitruration d'amorgage | l'inclusion en Remarques
(MPa) | de cycles) o
(um) aire’z (um)
aucune 550 447 0 fluage cyclique
aucune 525 2326 0 fluage cyclique
aucune 500 78 813 0
aucune 475 159 464 0
aucune 450 375 407 0
aucune 425 >6 500 000 non rompu
aucune 350] >10 437 595 non rompu
moyenne 525 18 581 0
moyenne 513 41 837 0
moyenne| 500\ 106 326 0 projection du
masque en surface
moyenne 500 224 793 653] pas d'inclusion
moyenne 475 341 330 3380] pas d'inclusion
moyenne 475 471 668 3033| pas d'inclusion
moyenne 450 41962 0 projection du
masque en surface
moyenne 450 >602 043 non rompu rupture de la téte
moyenne 450 >907 903 non rompu rupture de la téte
moyenne 450 1539 624 3505] pas d'inclusion




Tableau B. 4. Effet de la sévérité d’entaille (R, = -1)
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4140’Iot Nitruration S, N (nombre ' Profondeur Remarques
numéro (MPa) | de cycles) | d’amorcage (pm)
Entaille intermédiaire de rayon 1,52mm

2 aucune 400 55 941 0

2 aucune 350 64 759 0

2 aucune 350 87 220 0

2 aucune 325 52 340 0

2 aucune 300 59 652 0

2 aucune 300 75877 0

2 aucune| 300 76 890 0 S”;%i;%:: 8

3 aucune 300 116 952 0

2 aucune 300 118 464 0

2 aucune 300 156 943 0

3 aucune 300f >5072 867 non rompu su;%rga“;%e: a

2 aucune 275 651 637 0

2 aucune 250 361 457 0

2 aucune 2501 3873 366 0

2 moyenne 600 6 531 0

3 moyenne 550 4 236 0
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Tableau B. 4. Effet de la sévérité d’entaille (R, = -1) (suite)

4140 lot Nitruration S, N (nombre Profondeur Remaraues
numéro (MPa) | de cycles) | d'amorcage (um) 4
Entaille intermédiaire de rayon 1,62mm (suite)
3 moyenne 500 11 043 0
2 moyenne, 500 653 303 0
3 moyenne 475 13 268 0
3 moyenne 450 >11942 0} surcharge 770MPa
2 moyenne 450 971 998 0

surcharge 1240MPa

3 450| >2 952 480

moyenne 42,9.10%.
2 moyenne 400 >665 606 non rompu| fissure de la téte
2 moyenne 350 >3 042463 non rompu| rupture de la téte

Entaille douce de rayon 3,04mm

2 aucune 400 51693 0
2 aucune 350 205 677 0
2 aucune 325 412 640 0
2 aucune 3001 >5152 353 non rompu
3 moyenne 600 3 300 0
3 moyenne, 575 389 216 675
3 moyenne 556 807 393 650

3 moyenne 525] >9663 171 non rompu




Tableau B. 4. Effet de la sévérité d’entaille (R, = -1) (suite)
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4140 lot Nitruration S, N (nombre Profondeur Remaraues
numéro (MPa) | de cycles} | d'amorgage (um) 9
Entaille severe de rayon 0,20mm
2 aucune 175 256 947 0
2 aucune 150 363 032 0
2 aucune 125 478 998 0
2 aucune 100[ >12 255 413 non rompu
I I 200 86255 o| reprise aSaplus
grand
3 moyenne 300 42795 0
3 moyenne 275 55175 0
3 moyenne 250 >6187 164 non rompu
3 moyenne 225{ >6 000 010 non rompu
I I 250| 5168 375 non rompy| "EPiSe a Saplus
grand
I I 300 79108 o rePrise aSaplus
grand
3 moyenne 175| >5000 000 non rompu
I I 251 47 929 o repriseaSaplus

grand




