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Résumé

Cette étude porte sur le comportement en fatigue de piéces subissant des procédés
complexes de fabrication tels le soudage et le martelage. Pour bien comprendre
I’influence des contraintes résiduelles induites par ces procédés sur la vie en fatigue, il
est toutefois nécessaire de simplifier le probléme en isolant I’effet des contraintes

résiduelles des autres facteurs d’influence.

Le premier objectif de ce projet est donc de développer une méthode
expérimentale permettant d’induire des contraintes résiduelles dans un échantillon
d’acier sans en modifier la microstructure. Le second objectif est d’étudier I’influence de

ces contraintes résiduelles sur la résistance a la fatigue de cet acier.

Un banc d’essai a été développé pour doser les contraintes résiduelles a partir du
chauffage par induction a haute fréquence (360 kHz) d’éprouvettes cylindriques. L’acier
inoxydable austénitique 304L a été choisi, car ce matériau ne subit aucune
transformation de phase entre la température ambiante et 1000 °C tant au chauffage
qu’au refroidissement. Finalement, 1’utilisation d’une atmosphére de protection d’argon

a permis d’éviter ’oxydation de la surface des éprouvettes pendant le chauffage.

Des mesures de température en surface et a I’intérieur des échantillons ont permis
d’établir les parameétres du chauffage par induction. Entre autres, I’utilisation d’un fluide
caloporteur au centre de I’éprouvette a été nécessaire pour obtenir un champ de
contraintes résiduelles en tension de forte intensité sous la surface des éprouvettes. Pour
valider I’efficacité du systéme de chauffage, des mesures de contraintes résiduelles ont
été faites a 1’aide de la méthode de la diffraction des rayons X. En particulier, la
composante axiale de contrainte résiduelle induite par un chauffage d’une durée de 1,4

seconde a la puissance maximale de la machine a été mesurée a 250 MPa en tension.

La simulation multiphysique du procédé de chauffage par induction a permis de

calculer le champ de contraintes résiduelles induit dans la section compléte de
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I’éprouvette. Cette simulation a nécessité la résolution simultanée des systémes
d’équations électromagnétique, thermique et mécanique élasto-plastique, ce qui a été

réalisé & 1’aide d’un couplage séquentiel.

Les résultats des calculs ont confirmé qu’un champ de contraintes en tension est
induit sous la surface des échantillons. Le modéle numérique a été validé par des
mesures expérimentales par diffraction des rayons X faites jusqu’a une profondeur de
250 microns. La distribution de contraintes calculée par la simulation facilitera I’analyse

des résultats de fatigue.

Une premiére série d’essais en fatigue a amplitude constante, avec un rapport des
contraintes R = -1, a été réalisée sur I’acier 304L, & température ambiante, afin d’établir
la courbe de référence. Une autre série d’essais a été effectuée sur des échantillons

préalablement chauffés par induction pendant 1,4 seconde et refroidis subséquemment.

La comparaison de la courbe de fatigue obtenue pour les éprouvettes ayant subi le
chauffage avec la courbe de référence démontre que la vie en fatigue de 1’acier 304L est
augmentée par la présence de contraintes résiduelles de tension. La durée de vie des
éprouvettes chauffées est augmentée par un facteur de plus de 35 pour une amplitude de
contrainte appliquée de 190 MPa, de 5,79 pour 210 MPa, de 2,1 pour 230 MPa et ne
montre pas d’augmentation notable pour des niveaux de contraintes supérieurs a 230
MPa. Ces résultats sont contraires a ceux attendus. En effet, il est généralement accepté
que ce type de contrainte est néfaste en fatigue. Trois analyses statistiques sont donc
utilisées pour valider les résultats obtenus (norme ASTM E739, distribution de Student
et fonction de probabilité). Celles-ci confirment que la vie en fatigue des échantillons

chauffés est supérieure a celle des échantillons de base.

La diminution de I’effet des contraintes résiduelles avec une augmentation de
I’amplitude imposée correspond a une augmentation de la relaxation des contraintes
résiduelles lors de la sollicitation. Des mesures effectuées a I’aide de la diffraction des

rayons X sur des éprouvettes préalablement chauffées et sollicitées a une amplitude de



viii

210 MPa ont mis en évidence les phénomenes de redistribution et de relaxation des
contraintes résiduelles. La contrainte résiduelle axiale initiale de 250 MPa diminue
d’environ 50 MPa pendant les 50 premiers cycles et atteint une valeur négative de -60
MPa aprés 50 000 cycles, soit 2 la demi-vie de I’éprouvette. La présence de cette
contrainte moyenne de compression explique 1’augmentation de la résistance a la fatigue

des éprouvettes ayant subi le dosage des contraintes résiduelles.

Des calculs de la vie en fatigue des échantillons chauffés ont été effectués en
utilisant 1’approche de Morrow et en se basant sur la valeur des contraintes résiduelles
mesurées a la demi-vie des éprouvettes. Cette approche n’a pas permis de prédire
adéquatement les résultats expérimentaux obtenus. D’ailleurs, des essais de fatigue
incluant une contrainte statique de compression ont démontré que 1’application d’une
contrainte de -60 MPa augmentait la vie d’une fagon beaucoup plus importante que
’introduction de contraintes résiduelles en surface, de méme intensité a la demi-vie, par
le chauffage. Il semble donc nécessaire de considérer 1’historique complet des
contraintes résiduelles ainsi que leur distribution volumétrique pour prédire avec

précision leur influence en fatigue.
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Abstract

The general interest of this study was to examine the fatigue behaviour of
components subjected to complex manufacturing processes such as welding and hammer
peening. To better understand the influence of the residual stresses induced by these
processes on the fatigue life, the effect of this parameter had to be isolated from other

influences.

The first objective of this study was to develop an experimental method to induce
residual stresses in a steel sample without producing microstructural changes. The
second objective was to study the influence of these residual stresses on the fatigue

strength of this steel.

An experimental set-up, based on high frequency (360 kHz) induction heating,
was designed to introduce the proper amount of residual stresses on cylindrical
specimens. The 304L austenitic steel was chosen because it does not undergo
microstructural changes during heating and cooling in the temperature range of 20-1000
°C. Also, Argon gas was used to prevent oxidation at the surface of the specimen during

heating.

Surface temperature measurements allowed to set the parameters of the induction
heating. The use of a coolant at the centre of the specimen was necessary to obtain a
high tensile residual stress field beneath the surface of the samples. In order to validate
the efficiency of the heating system, residual stresses were measured using the X ray
diffraction method. The axial component of the residual stress induced with a heating

time of 1,4 second at full power was 250 MPa in tension.

The multiphysical simulation of the induction heating process allowed to calculate
the residual stress field induced all over the specimen cross-section. This simulation
required the simultaneous resolution of electromagnetic, thermal, and elasto-plastic

mechanical equation sets, which was done by sequential coupling.



Calculation results confirmed that a tensile residual stress field was induced
beneath the surface. The numerical model was validated by experimental X ray
diffraction measurements done at a maximum depth of 250 pm. The stress distribution
obtained from the simulation has been useful for the analysis of experimental fatigue life

results.

A first fatigue test series at constant amplitude and at a stress ratio R = -1 was
realized at room temperature in order to establish the 304L steel reference curve.
Another test series was done with 1,4 second heat induction samples, subsequently

cooled.

Comparing the fatigue curve obtained from the conditioned samples to the
reference curve showed that the 304L fatigue life was improved by tensile residual
stresses. The lifetime of conditioned samples was improved by a factor of 35 at a stress
amplitude of 190 MPa, by a factor of 5,79 at 210 MPa and by a factor of 2,1 at 230 MPa;
no noticeable improvement was observed when the stress level was above 230 MPa.
This result was unexpected. Indeed, it is generally accepted that this type of stress is
deleterious to fatigue. Three statistical methods were then used to test the validity of the
results (ASTM E739 standard, Student distribution, and probability function). All three
confirmed that fatigue life of heated specimens was longer than that of the reference

samples.

The decrease of the influence of the residual stresses with increased applied stress
amplitude corresponded to an increase in the residual stress relaxation during cycling.
Some X ray measurements on pre-heated and cycled samples at a stress amplitude of
210 MPa showed residual stress redistribution and relaxation phenomena. The initial
residual axial stress of 250 MPa relaxed to around 200 MPa during the first 50 cycles
and further to -60 MPa after 50 000 cycles, which corresponds to the sample half-life.
This mean compression stress explains the increase in fatigue strength of the samples

subjected to the residual stress conditioning.
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The Morrow model was used to compute fatigue life, based on the residual stresses
measured at mid-life of heated samples. This model did not allow to adequately predict
the experimental results. Actually, fatigue tests performed with a static compression
stress showed that a -60 MPa stress level would lead to a much more significant life
improvement than the introduction, by means of heat induction, of a surface mid-life
residual stress of the same level. It does therefore appear necessary to consider the

- complete history of residual stresses together with their volumetric distribution in order

to predict adequately their influence on fatigue life.
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Introduction

Mise en situation

Un enjeu majeur pour [’industrie hydroélectrique est la prédiction et
I’augmentation de la vie utile des groupes turbines-alternateurs en centrale. Les roues de
turbines étant le site de nombreux problémes associés a la présence de fissures,
I’amélioration des modeles de prévision de vie en fatigue de ces composantes

mécaniques est un élément déterminant.

La prévision de la durée de vie des roues hydrauliques est trés complexe, car celle-
ci dépend de leur géométrie, des procédés de fabrication, du chargement appliqué ainsi
que des matériaux les composant. En particulier, le champ de contraintes résiduelles
ayant été introduit dans la piéce lors de sa fabrication ou de sa réparation doit €tre pris en
considération puisqu’il modifie sa sollicitation. Quoiqu’il soit généralement admis que
ce type de contrainte influence la résistance a la fatigue des pi¢ces en service, des
méthodes plutdt subjectives sont habituellement utilisées lors du design puisque aucune

méthode rigoureuse de calcul ne permet de tenir compte de cet effet.

Certaines méthodes consistent & appliquer des facteurs de sécurité élevés afin de
tenir compte de 1’effet des contraintes résiduelles. D’autres méthodes assimilent ces
contraintes résiduelles & des contraintes causées par un chargement statique. La
redistribution et la relaxation des contraintes résiduelles lors du chargement ne sont donc
pas prises en compte, ce qui rend les calculs imprécis et, dans certains cas, les résultats
peuvent étre non conservateurs. Il serait plus adéquat de considérer, lors du design,
I’historique mécanique complet de la roue avant et pendant sa sollicitation. Une
connaissance précise du comportement des contraintes résiduelles et de leur influence
sur la résistance en fatigue de I’acier permettrait de réduire considérablement les facteurs
de sécurité et les coilits de production des roues de turbines tout en diminuant la

probabilité de bris prématuré en opération. Pour répondre a ce besoin, le présent
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programme de recherche a été entrepris dans le cadre d’un projet plus global visant a

améliorer les modéles de prédiction de vie des turbines hydrauliques.

Objectif

Méme si I’intérét de cette étude consiste en la détermination du comportement en
fatigue de pieces subissant des procédés de fabrication complexes tels que le soudage ou
le martelage, il est nécessaire de simplifier le probléme afin de bien cerner ’effet des
contraintes résiduelles. Le premier objectif est donc de développer une méthode
expérimentale permettant d’étudier de fagon rigoureuse leur influence sur la résistance a
la fatigue de ’acier. Le second est ensuite d’utiliser cette nouvelle méthode pour étudier

I’influence de contraintes résiduelles de tension en surface d’éprouvettes de laboratoire.

Méthodologie

Le procédé utilisé pour induire des contraintes résiduelles en tension en surface
d’éprouvettes d’acier inoxydable austénitique 304L est le chauffage par induction a
haute fréquence. Le gradient thermique élevé dans les échantillons induira des
contraintes résiduelles selon un dosage et une distribution connus. L’acier 304L est

choisi comme matériau afin d’éliminer les effets causés par les changements de phase.

Des mesures de contraintes a 1’aide des méthodes de la coupe, du percage du trou
et de la diffraction des rayons X permettront de vérifier la présence de contraintes

résiduelles de tension dans les éprouvettes apres chauffage.

Afin d’obtenir le champ de contraintes résiduelles sur la section entiere de
I’éprouvette, une simulation numérique du chauffage par induction sera effectuée. Ceci
nécessitera le développement et le couplage de trois logiciels de calcul par éléments
finis : un premier pour simuler le phénomene électromagnétique du chauffage par
induction, un second pour le transfert de chaleur et un troisi¢me pour le champ de
contraintes induit. Les résultats de simulation seront validés a I’aide de mesures de

températures et de contraintes résiduelles.



Pour étudier I’influence des contraintes résiduelles sur la résistance a la fatigue de
I’acier 304L dans le domaine de I’endurance, deux séries d’essais de fatigue seront
effectuées : une premiére sur des échantillons en acier 304L non chauffés et une seconde

sur des échantillons chauffés par induction.

Plan du mémoire

Ce mémoire comporte quatre chapitres. Le premier chapitre traite d’abord des
contraintes résiduelles introduites par les procédés de soudage et de grenaillage. Ensuite,
I’influence de ces contraintes résiduelles sur la résistance a la fatigue est mise en
évidence. Entre autres, la modification de la courbe S-N par la présence de contraintes
résiduelles ainsi que la relaxation des contraintes résiduelles pendant la sollicitation sont
deux aspects importants qui sont élaborés. Les approches de calcul de vie ayant été
développées pour inclure 1’effet des contraintes résiduelles aux analyses de fatigue sont

présentés.

Au deuxiéme chapitre, une nouvelle méthode expérimentale de dosage de
contraintes résiduelles en surface d’éprouvettes de laboratoire, en utilisant le chauffage
par induction, est présentée. D’abord, le procédé de chauffage par induction est
expliqué. Ensuite, les travaux de calibration de la machine de chauffage par induction
ayant permis d’optimiser les contraintes induites sont décrits. L analyse des résultats de
mesures de contraintes résiduelles permet ensuite de statuer sur les paramétres a utiliser

pour induire les contraintes résiduelles dans les échantillons lors des essais de fatigue.

Le troisiéme chapitre traite de la modélisation multiphysique par la méthode des
éléments finis du procédé de chauffage par induction. Les équations régissant la
propagation des ondes électromagnétiques et le transfert de chaleur ainsi que les
équations de la mécanique des solides servant & calculer le champ de contraintes
résiduelles induit par le chauffage sont décrites. Les parametres et propriétés des

matériaux et des fluides servant a résoudre ces systémes d’équations par éléments finis



sont également présentés. Ensuite, les résultats de simulation sont validés & 1’aide de

mesures expérimentales de températures et de contraintes résiduelles.

Le dernier chapitre présente une étude expérimentale pour évaluer 1’influence des
contraintes résiduelles induites par le chauffage sur la résistance a la fatigue de I’acier
inoxydable austénitique 304L. Tout d’abord, la procédure expérimentale utilisée pour
établir la courbe de référence de 1’acier 304L est décrite. Ensuite, les résultats des essais
de fatigue effectués sur des éprouvettes ayant subi le procédé de dosage sont présentés et
analysés a I’aide des résultats de simulation numériques et de mesures expérimentales de

contraintes résiduelles utilisant la méthode de la diffraction des rayons X.

Finalement, une conclusion présente un résumé des résultats obtenus dans ce
mémoire et des recommandations sont proposées pour des travaux futurs traitant de
I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de 1’acier 304L dans le

domaine de I’endurance.



Chapitre 1
Revue bibliographique

Ce chapitre présente une revue de la littérature traitant de I’influence des
contraintes résiduelles sur la vie en fatigue des métaux dans le domaine de I’endurance.
Une attention particuliére est d’abord portée aux contraintes résiduelles induites par les
procédés de soudage et de grenaillage. Ensuite, I’influence de ces contraintes sur la
résistance a la fatigue des composants métalliques est analysée & partir des résultats
expérimentaux disponibles dans la littérature scientifique. Finalement, les méthodes de
calcul développées pour incorporer ces contraintes aux modeéles de prédiction de vie en

fatigue sont décrites.

1.1 Les contraintes résiduelles

Par définition, un champ de contraintes résiduelles est en équilibre et existe a
I’intérieur d’un corps ne subissant aucune force et aucune restriction de déplacement sur
sa fronticre (Hanus et Ericsson, 1995). Plusieurs phénoménes physiques peuvent
produire ce type de champ de contraintes. Les causes les plus fréquentes sont les

suivantes (Lanteigne et al, 1998) :

» Une déformation plastique localisée ;
» Un fort gradient thermique ;
» Une transformation de phase du matériau ;

» Une disparité entre les propriétés de différents matériaux constituant une piéce.

I1 existe également des phénoménes microstructuraux pouvant générer localement des
contraintes résiduelles importantes tel que la présence d’inclusions de trés haute rigidité

dans une matrice moins rigide (Lanteigne et al, 1998).

La distribution des contraintes produites par ces divers phénoménes n’est pas
uniforme dans le matériau. Elle varie dans 1’espace et ce, a différentes échelles de

grandeur. Cela a amené Hanus et al (1995) a séparer les contraintes résiduelles en deux
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catégories distinctes, soit les contraintes macroscopiques et microscopiques. D une part,
les contraintes résiduelles macroscopiques, notées Ma,-jR, sont homogeénes a 1’échelle
macroscopique, c’est-a-dire pour un volume contenant plusieurs grains de métal. D’autre
part, les contraintes résiduelles microscopiques, notées "a,-jR, varient a |’échelle
macroscopique et ne sont homogenes que sur un trés petit domaine correspondant a un
ou quelques grains de la microstructure. La distribution de ces contraintes varie d’une
phase & ’autre et elles sont produites par les phénoménes métallurgiques ponctuels

mentionnés précédemment. Le tenseur total des contraintes résiduelles en un point est,

selon les auteurs, la somme de ces deux composantes :
of =Yg’ + 4o (1.1

Toutefois, cette définition du tenseur n’est pas la plus générale puisqu’un autre type de
contrainte existe, & une échelle inférieure, qui varie a I’intérieur du grain de métal et qui

est di aux défauts microstructuraux telles les dislocations.

Les contraintes résiduelles, quelle que soit I’échelle considérée, sont généralement
issues des procédés de fabrication ou de réparation des piéces et s’ajoutent aux
contraintes structurales normales d’opération. Elles peuvent donc avoir un effet
important sur la durée de vie des composantes mécaniques puisqu’elles modifient la

sollicitation interne du matériau.

Avant d’étudier leur influence sur la vie en fatigue des métaux, les procédés de
soudage ainsi que de grenaillage seront analysés plus spécialement afin de mettre en
évidence 1I’importance d’étudier leur effet sur le comportement mécanique des roues de

turbines hydrauliques.

1.1.1 Contraintes résiduelles de soudage

Les contraintes résiduelles de soudage sont produites par le gradient thermique
élevé induit par le passage de I’arc (Zinn et Scholtes, 2002; Berkovits et al, 1998 et

Dong et Zan, 1999), par un changement de phase du matériau de la zone affectée



thermiquement (ZAT) (Zinn et Scholtes, 2002) ou par une disparité entre les propriétés
du métal de base et du métal d’apport (Dong et Zan, 1999). Les deux premiéres causes

sont toutefois les plus importantes.

Lors du soudage d’une composante mécanique, le gradient thermique élevé induit
des contraintes résiduelles par deux phénomenes distincts, soit par 1’opposition
qu’exerce le matériau €éloigné de la soudure a la dilatation thermique du matériau de
base lors du chauffage et par I’opposition qu’il exerce & la contraction du métal de base

et du métal d’apport lors du refroidissement (Zinn et Scholtes, 2002).

Le premier phénoméne associé a la formation de contraintes résiduelles lors du
soudage est expliqué par Zinn et Scholtes (2002). Lors du dép6t du métal d’apport, la
température atteint une valeur trés élevée prés de la soudure. Le métal de base non fondu
se situant prés de la soudure se dilate donc fortement et le reste de la piece s’oppose a
cette déformation. Des efforts thermomécaniques considérables sont engendrés et le
matériau dilaté est déformé plastiquement en compression jusqu’a ce que 1’équilibre
mécanique soit atteint. Une fois la piéce refroidie, le matériau de base ayant subi des
déformations plastiques de compression se contracte et I’opposition du reste de la piece

a cette contraction y induit des contraintes résiduelles de tension.

Le second de ces phénomenes est illustré a la figure 1.1 pour un joint soudé bout-
a-bout dans une plaque. Des contraintes résiduelles sont introduites lors de la
solidification du métal d’apport et de son refroidissement subséquent (Zinn et Scholtes,
2002 et Berkovits et al, 1998). En a), le métal d’apport est tout juste solidifié. Lors du
refroidissement, le cordon de soudure se contracte. S’il ne subissait aucune restriction
longitudinale, il atteindrait la longueur montrée en b). En réalité, la contraction du
cordon est empéchée par le reste de la plaque et des efforts thermomécaniques sont
engendrés en c). Il faut noter que la fraction du matériau de base qui fond pendant le
chauffage participe également & ce processus de formation des contraintes résiduelles.

La zone pres du cordon de soudure est donc en tension, tandis que le reste de la piéce



subit des efforts de compression. Le champ de contraintes résultant de ce phénoméne,
aprés le refroidissement complet de 1’assemblage, est présenté en d) et e). La
composante longitudinale des contraintes résiduelles peut atteindre une valeur aussi
élevée que celle de la limite d’élasticité et des déformations plastiques peuvent étre
produites dans le cordon de soudure. Dans la direction transversale, I’intensité des
contraintes dépend fortement de la procédure de soudage utilisée tel qu’il sera exposé

plus loin. Ces derniéres s’ajoutent a celles produites par la contraction du métal de base.

2) b) ©) 9 ©)
» ¢« s 4 4 0
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‘et Contraintes Contraintes

résiduelles résiduelles

longitudinales transversales

Figure 1.1 : Formation des contraintes résiduelles pour un joint soudé bout-a-bout
(Berkovits et al, 1998)

Ces deux phénomenes se produisent également dans la direction transversale, mais
dans cette direction, la distribution finale des contraintes résiduelles dépend du degré de
restriction de I’assemblage (Berkovits et al, 1998). Par exemple, si le coté d’une des
plaques de la figure 1.1 est libre de se déplacer, aucune restriction latérale n’est imposée
et le cordon de soudure est libre de se contracter dans cette direction. Aucune contrainte
résiduelle transverse n’est ajoutée par ce phénoméne et seules les contraintes de
compression, issues de 1’effet de Poisson décrit plus loin, sont alors présentes. Dans le
cas contraire, lorsqu’un systéme de bridage est utilisé, des contraintes résiduelles
transverses de tension sont produites dans la zone de la soudure et se superposent aux

contraintes dues a ’effet de Poisson.

La formation de contraintes résiduelles transversales associées a 1’effet de Poisson

est illustrée & la figure 1.2. D’une part, la figure 1.2a présente un profil typique de



variation de la contrainte longitudinale selon la direction transverse a la soudure
(direction x) ainsi que la variation de la contrainte longitudinale maximale selon la
direction longitudinale (direction y). D’autre part, la figure 1.2b montre la forme que
prendrait la plaque soudée de la figure 1.2a si elle était coupée en deux, le long du
cordon de soudure. Les déformations observées sont dues a 1’effet de Poisson associé a
la distribution de contraintes résiduelles longitudinales schématisée dans la portion
gauche de la figure (figure 1.2a). La restriction de déplacement imposée par 1’intégrité
physique du matériau induit donc un champ de contraintes transverses de tension dans le
milieu de la piece, tandis que de la compression est induite aux extrémités (Dong et

Zang, 1999).

a) b)

Figure 1.2 : Contraintes résiduelles transversales causées par ’effet de Poisson
(Dong et Zang, 1999)

Une autre cause de I’introduction de contraintes résiduelles dans un assemblage
soudé¢ est la formation de nouvelles phases métallurgiques pendant 1’historique
thermique du matériau (Zinn et Scholtes, 2002). Il est toutefois nécessaire qu’une
transformation de phase li€e a une expansion volumétrique se produise localement lors

du refroidissement du matériau de la zone affectée thermiquement (ZAT).

Dans le cas des aciers, la transformation de ’austénite a la ferrite, bainite ou

martensite lors du refroidissement de la piéce soudée est caractérisée par une
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augmentation de volume. Cette transformation de phase dans le cordon et dans la région
avoisinante a donc comme conséquence d’induire un champ de contraintes résiduelles en
compression dans la zone de la soudure qui se superpose au champ de contraintes de
tension di au gradient de température. L’intensité des contraintes induites apres le
refroidissement dépend alors fortement de la valeur des propriétés mécaniques du
matériau lors de la transformation, donc de la température de transformation (Zinn et

Scholtes, 2002).

Des contraintes résiduelles de soudage d’intensité élevée peuvent subsister apres le
recuit de détente effectué sur les roues de turbines hydrauliques aprés leur fabrication
(Lanteigne et al, 1998). De plus, comme il est impossible d’effectuer le méme traitement
thermique aprés leur réparation in-situ, les contraintes résiduelles introduites par le
soudage lors des réparations sont conservées dans le matériau. Une meilleure
connaissance de leur effet sur la résistance des roues permettrait donc d’optimiser le
design proposé par les manufacturiers et de prévoir les conséquences de la réparation des

roucs.

1.1.2 Contraintes résiduelles résultant du grenaillage

Dans la section précédente, il a été démontré que le procédé de soudage pouvait
induire des contraintes résiduelles de tension en surface d’assemblages mécano-soudés
dans la zone du cordon de soudure. Comme il est généralement accepté que ces
contraintes sont néfastes a la performance en service de ces assemblages, des procédés
ont été développés afin de les réduire ou de les éliminer en les superposant & un champ

de contraintes résiduelles de compression.

Le procédé de martelage, qui consiste & marteler la surface d’une piece a Paide
d’un marteau pneumatique a percussion, peut augmenter la résistance a la fatigue
d’éprouvettes sollicitées en flexion alternée. Il est cependant difficile de déterminer la
contribution des contraintes résiduelles a cet effet bénéfique, puisque plusieurs facteurs

différents agissent simultanément sur la résistance de la pi¢ce. Néanmoins, les résultats
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expérimentaux confirment que ce procédé peut étre utilisé dans le but d’améliorer la vie

utile des composantes structurales soumises a des chargements cycliques.

Le martelage est un procédé tres récent et peu de documentation est disponible sur
ce sujet. Toutefois, le grenaillage, duquel est fortement inspiré le martelage, est trés
utilisé en industrie, notamment dans le domaine de I’aéronautique, et il existe une
quantité impressionnante d’articles traitant de ce procédé. Le grenaillage sera donc
¢tudié dans ce chapitre afin de démontrer que des contraintes résiduelles en compression
peuvent étre introduites en surface d’une piece a 1’aide d’un traitement de surface

approprié.

Le grenaillage est généralement utilisé pour augmenter la résistance a la fatigue ou
a la corrosion sous contrainte de composantes mécaniques. Ce procédé consiste a
percuter la surface du matériau avec des billes d’acier, de verre ou de céramique ayant
une vitesse contrélée. L’intensité du grenaillage est mesurée a 1’aide de plaques Almen
(Torres et Voorwald, 2002). Lors du grenaillage, ces plaques sont disposées a coté du
matériau traité et subissent le méme traitement. La déformation de la plaque pendant le
procédé provoque une déflexion qui est mesurée a la fin du traitement. Cette mesure

permet ensuite de déterminer 1’intensité du grenaillage en unité Almen (A).

Selon Farrahi et al (1995) et Romero et al (2001), les facteurs expliquant la

modification de la résistance a la fatigue des piéces traitées par le grenaillage sont :

» Le champ de contraintes résiduelles de compression induit sous la surface ;
» Le changement de la microstructure du matériau dans la couche écrouie ;

» Lamodification de la qualité du fini de surface.

L’influence de chaque parameétre sur la résistance a la fatigue est difficile & déterminer et
dépend de plusieurs facteurs tels la géométrie de la piéce, la microstructure initiale du

matériau et le chargement appliqué (Farrahi et al, 1995).
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En particulier, I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue dépend
de leur distribution aprés le traitement mécanique. Le champ de contraintes résiduelles
induit par ce procédé démontre généralement les caractéristiques suivantes (Farrahi et al,

1995):

» La contrainte résiduelle maximale en compression se situe sous la surface et sa
valeur est proportionnelle a la durée de grenaillage et a la vitesse de propulsion
des billes ;

» La profondeur a laquelle la contrainte maximale en compression est située

dépend directement de I’intensité Almen du procédé.

Farrahi et al (1995) ont démontré que la qualité du procédé est influencée par le
type de la bille, par son diamétre ainsi que par I’intensité et la durée du grenaillage.
Leurs résultats expérimentaux montrent que ’intensité des contraintes résiduelles en
surface n’est pas directement liée a I’intensité Almen du grenaillage. Cette observation
est confirmée par les travaux de Torres et Voorwald (2002) qui suggérent que 1’intensité
des contraintes induites en surface serait davantage dépendante des propriétés

mécaniques du matériau et de la rugosité de surface.

Les autres observations sur I’influence des différents paramétres de grenaillage

sont les suivantes (Farrahi et al, 1995) :

» La contrainte résiduelle maximale en compression augmente avec ’intensité du
grenaillage ;

» Pour une durée équivalente de grenaillage, la zone de plastification augmente
avec le diamétre de la bille ;

» Les profondeurs de la contrainte maximale et de la plastification augmentent
avec la durée de grenaillage, la vitesse de projection et le diamétre de la bille,

mais ne dépendent pas de la dureté du projectile.
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Dans leur application, Farrahi et al (1995) mesurent des contraintes résiduelles
induites par le grenaillage atteignant une intensité d’environ 800 MPa en compression,
soit la moitié de la valeur de la limite d’élasticité de 1’acier AFNOR 60SC7 utilisé (Sy =
1620 MPa). Ces contraintes sont donc trés importantes et doivent étre considérées lors

de la prévision de vie en fatigue.

1.1.3 Synthese

La nécessité d’étudier en détail I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en
fatigue des métaux a été mise en évidence a partir de deux exemples de procédé de
fabrication importants pour I’industrie hydroélectrique, soit le soudage et le grenaillage
(semblable au martelage). La connaissance précise de 1’effet de ces contraintes
permettrait d’optimiser le design des composantes mécaniques soumises a des
sollicitations cycliques, notamment les roues de turbine hydraulique. En effet, ces
contraintes résiduelles modifient les efforts internes provenant du chargement du
matériau en ajoutant une composante additionnelle de contrainte statique a la contrainte

normale de service.

1.2 Influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue

Plusieurs travaux scientifiques tirés de la littérature traitent de 1’influence des
contraintes résiduelles sur la résistance a la fatigue des pieces métalliques. Ces études
portent sur des procédés industriels complexes faisant intervenir simultanément
plusieurs aspects du calcul de la résistance a la fatigue et il est impossible de quantifier,
avec précision, 1’effet réel des contraintes résiduelles. Néanmoins, ces divers travaux
font ressortir les aspects importants a considérer lors du calcul de prévision de vie en

fatigue en présence de ces contraintes et des méthodes de calcul y sont proposées.

Dans cette section, I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue est
analysée a I’aide de différentes observations expérimentales relevées dans la littérature
scientifique. L’étude des différents modeles mathématiques proposés pour tenir compte

de cette influence seront présentées a la section 1.3.
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1.2.1 Modification de la durée de vie des composantes mécaniques

La figure 1.3 présente les courbes S-N obtenues pour différents assemblages
soudés composés des mémes matériaux, mais de géométrie différente. Cette variation de
la résistance a la fatigue pour différentes géométries d’assemblage s’explique en partie
par la distribution de contraintes résiduelles induite par le soudage (Berkovits et al,
1998).

Transverse butt weld Longitudinal butt weld

2
10 Transverse attachment \

Transverse strap !

o re—

»

Cruciform

10" 3 .

Contrainte maximale (MPa)

107 10® 10° 10"
Nombre de cvcles

Figure 1.3 : Influence de la géométrie sur la vie en fatigue endurance des joints
soudés (Berkovits et al, 1998)

Lorsqu’une soudure est bien faite, les résistances respectives a la fissuration des
matériaux du cordon de soudure et de la zone affectée thermiquement sont supérieures a
celle du métal de base et les fissures se propagent dans le matériau de base. Cependant,
les amorces de fissures se retrouvent trés souvent aux endroits de forte concentration de
contrainte. C’est ce qui explique la forte dépendance de la phase d’ amorgage de fissures
envers les conditions de soudage, tel qu’observé a la figure 1.3. Ce type d’observation
expérimentale a motivé les scientifiques a étudier I’influence des contraintes résiduelles

sur la vie en fatigue des métaux.
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1.2.2 Effet des contraintes résiduelles sur la courbe S-N

L’étude de I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue a fait 1’objet
de nombreux travaux portant sur divers procédés de fabrication (soudage, grenaillage,
écrouissage localisé par laminage, durcissement de surface par induction ou par laser,
application d’une précontrainte, etc.). L’annexe A présente un classement des articles
cités dans cette revue de la littérature selon le type de procédé étudié. Afin de mettre en
évidence les aspects importants a considérer dans cette étude et afin de faire ressortir les
limitations des différentes méthodes expérimentales utilisées, une revue des travaux
traitant de 1’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue est présentée. Ces
travaux sont divisés en trois catégories, représentant chacune un groupe de procédés
similaires. Ces catégories sont le soudage, les traitements de surface et 1’écrouissage

localisé.

a) Soudage

Lee et al (2002) ont effectué une étude pour valider un modéle mathématique
qu’ils ont proposé d’utiliser pour la prévision de vie en fatigue d’assemblages soudés.
Cette étude a porté sur la prévision de vie d’un joint soudé cruciforme, illustré a la figure
1.4, composé de plaques d’acier ferritique SM490B (Sy = 352 MPa et S, = 514 MPa).
Les contraintes résiduelles induites par le soudage dans la direction longitudinale ont été
mesurées a 92,3 MPa au centre de I’assemblage; la sollicitation longitudinale imposée
est du type ondulé avec un rapport R des contraintes (omin / Omax) de 0,1. Afin de
déterminer I’influence des contraintes résiduelles, des essais ont également été effectués

sur des éprouvettes ayant subi un traitement thermique de relaxation.

La variation de la vie en fatigue en fonction de I’amplitude de contrainte est
présentée a la figure 1.5 pour les échantillons soudés avec et sans recuit de détente. Ces
résultats mettent en évidence ’effet bénéfique du traitement thermique sur la résistance
a la fatigue de I’assemblage. On remarque que la présence de contraintes résiduelles
dans I’échantillon tel que soudé réduit le nombre de cycles a la rupture N de

I’assemblage d’une fagon significative. Pour une amplitude correspondant & la limite
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d’endurance du joint soudé traité thermiquement, la durée de vie est diminuée d’un
facteur de plus de 2,5 lorsque le traitement thermique n’est pas appliqué. Pour des
amplitudes de contrainte inférieures, la durée de vie passe d’une valeur supérieure a
1x107 (pas de bris) dans le cas des éprouvettes traitées thermiquement a une valeur finie
pour les éprouvettes non traitées, indiquant ainsi que les contraintes résiduelles associées
au soudage réduisent également la valeur de la limite d’endurance de la composante
mécanique. A une amplitude de contrainte élevée, cet effet diminue, car il y a une
relaxation des contraintes résiduelles associée a la plastification du matériau (Lee et al,

2002).

y g

T F

700

Figure 1.4 : Géométrie de 1'assemblage soudé étudié par Lee et al (2002)
(dimensions en mm)

Bien que I’absence des points expérimentaux ne permette pas de juger de la qualité
statistique des courbes de la figure 1.5, cette derniére est préférée a celles des autres
études portant sur le sujet puisqu’elle permet de mettre en évidence la limitation de ce
type d’essai pour étudier ’'influence des contraintes résiduelles sur la résistance a la
fatigue de fagon rigoureuse. Puisque aucun essai n’a été réalisé par Lee et al (2002) afin
de déterminer I’influence du traitement thermique sur la microstructure du matériau et
donc sur les propriétés mémes du matériau en fatigue, il ne peut étre affirmé que I’effet

observé est entierement dii a la relaxation des contraintes résiduelles. Ce dernier peut
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également étre attribué a la croissance des grains, a la recristallisation et restauration, a
la précipitation, etc. Lors de la validation du modele mathématique, correspondant a la
courbe continue de la figure 1.5, les auteurs ne peuvent déterminer si la différence entre
les prévisions de leur modéle et les résultats expérimentaux est due au modéle lui-méme
ou a I’effet du traitement thermique sur les propriétés du matériau. Il faudrait donc
étudier I’influence du traitement thermique sur la résistance d’une éprouvette non soudée
et soustraire cet effet de celui observé a la figure 1.5. Une meilleure estimation de

I’influence des contraintes résiduelles serait alors disponible.
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Figure 1.5 : Effet du recuit de détente sur la résistance a la fatigue d’un assemblage
mécano-soudé (Lee et al, 2002)

L’étude de I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue ne peut donc
étre faite de fagon rigoureuse a 1’aide d’assemblages soudés a cause du changement de la
microstructure du matériau lors du soudage et lors des traitements thermiques

subséquents.

b) Traitements de surface
Un autre domaine d’étude a fortement contribué a 1’avancement des connaissances

concernant I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue des métaux. En
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effet, des procédés de fabrication ont été développés dans le but d’éliminer les
contraintes résiduelles de tension introduites dans les piéces lors de leur conception ou
pour introduire des contraintes de compression en surface de composantes devant étre
trés résistantes en fatigue. Ces procédés agissent sur la couche superficielle du matériau
des pieces afin d’augmenter leur résistance a 1’amorcage de fissures. Le grenaillage
représente le plus utilisé de ces procédés. Toutefois, d’autres méthodes ont été
développées pour augmenter la résistance a la fatigue des picces, telles les trempes de

surface par chauffage par induction et par laser.

Il a été démontré que I’introduction de contraintes résiduelles de compression en
surface de piéces, a 1’aide du grenaillage et des trempes de surface, augmentait la vie en
fatigue des pieces mécaniques sollicitées en fatigue. En particulier, Fontanari et al
(2001) ont étudié D’effet de deux conditions de grenaillage sur la vie en fatigue
d’éprouvettes prismatiques de dimensions 18 x 100 x 4 mm constituées de 1’alliage
d’aluminium 6082 T5. Le tableau 1.1 donne les caractéristiques des deux traitements
utilisés ainst que la rugosité de surface R, finale ayant été mesurée sur les éprouvettes
apres le traitement. La rugosité de la surface, avant le grenaillage, était de 0,3 pm dans la
direction longitudinale et de 0,6 um dans la direction transverse. Les billes utilisées sont
composées d’acier. Des essais de fatigue en flexion quatre points ont €té effectués avec

une valeur du rapport R des contraintes de 0,1.

Tableau 1.1 : Paramétres de grenaillage (Fontanari et al, 2001)

, Diametre ., Rugosité R,
Type de bille Intensité
pe (mm) (um)
Z850 0,9 10A 6,33
10N
B60 0,13 (échelle différente) 3,05

La figure 1.6 montre les résultats obtenus pour la vie en fatigue des échantillons
grenaillés et non grenaillés. On remarque, comme dans le cas des contraintes résiduelles

de tension induites par le soudage, que I’effet du grenaillage est plus important pour de
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faibles amplitudes de contrainte & cause du phénoméne de la relaxation des contraintes

résiduelles (Torres et Voorwald, 2002 et Fontanari et al, 2001).
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Figure 1.6 : L'influence du grenaillage sur la résistance a la fatigue d'un alliage
d’aluminium 6082-T5 (Fontanari et al, 2001)

Un autre aspect intéressant des résultats de la figure 1.6 est 1’obtention d’une
augmentation de vie moins élevée par D’application du grenaillage Z850-10A
comparativement au grenaillage B60-10N, bien qu’il soit d’intensité supérieure et que le
champ de contraintes de compression induit soit plus important (Fontanari et al, 2001).
Les auteurs expliquent ce phénomeéne par une plus grande relaxation des contraintes
dans le cas du grenaillage de forte intensité a cause de la proximité de 1’¢tat plastique.
Cependant, ils ne peuvent expliquer entiérement les résultats avec ce phénomeéne et ils
I’attribuent également a 1’endommagement de la surface (augmentation de R,) et a la
modification de la microstructure du matériau. De plus, lors du grenaillage, des
microdéfauts peuvent étre créés aux sites d’impact des billes et ceux-ci peuvent

diminuer de fagon importante la résistance de la piéce grenaillée (Peters et al, 2002).
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En résumé, la modification de la résistance en fatigue d’une pi¢ce grenaillée ne
dépend pas seulement des contraintes résiduelles induites. En effet, la relaxation de ces
contraintes pendant la sollicitation (Torres et Voorwald, 2002; Farrahi et al, 1995 et
Fontanari et al, 2001), I’écrouissage du matériau plastifié (Farrahi et al, 1995 et Romero
et al, 2001), le changement de la microstructure (Fontanari et al, 2001) et la modification
de la qualité du fini de surface (Torres et Voorwald, 2002; Farrahi et al, 1995; Romero et
al, 2001 et Fontanari et al, 2001) sont des facteurs ayant un effet important sur la
résistance a la fatigue des pieces grenaillées. Il est donc primordial de considérer ces

nombreux effets lors de 1’étude du grenaillage.

Néanmoins, I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue démontre
certaines caractéristiques générales a travers les nombreuses ¢tudes. Tout d’abord,
I’augmentation de la vie en fatigue des picces grenaillées ne dépend pas directement de
la contrainte en surface, mais plutét de la distribution entiére des contraintes de
compresston induites sous la surface (Torres et Voorwald, 2002 et Fontanari et al, 2001).
En effet, ’augmentation de la durée de vie est proportionnelle a la profondeur de
plastification atteinte lors du procédé ainsi qu’a la valeur de la contrainte résiduelle de
compression maximale (Torres et Voorwald, 2002) ou de I’aire sous la courbe de la
contrainte en fonction de la profondeur dans la zone en compression (Farrahi et al,
1995). Cet effet de volume s’explique par 1’empéchement de la coalescence des

microfissures et de leur propagation subséquente (Fontanari et al, 2001).

Les procédés de trempe de surface ne font pas intervenir 1’influence de I’état de
surface et peuvent sembler étre une bonne alternative au grenaillage pour étudier 1’effet
des contraintes résiduelles de compression sur la vie en fatigue. Ce procédé consiste a
chauffer rapidement une mince couche d’acier au-dela de la température
d’austénitisation en surface et a effectuer une trempe superficielle de la pi¢ce afin de
transformer 1’austénite de la surface en martensite (applicable pour certains types
d’acier). Ensuite, un revenu permet d’adoucir la martensite et d’obtenir les propriétés

mécaniques recherchées (grande résistance et dureté élevée) tout en conservant de
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bonnes ténacité et ductilité au cceur de 1’éprouvette (De La Cruz et al, 1998). Les
propriétés mécaniques du matériau de la surface sont donc modifiées. De plus, comme la
transformation de phase crée une expansion volumétrique du matériau, un champ de
contraintes résiduelles de compression est créé en surface des éprouvettes. Ce type de
traitement peut augmenter de fagon significative la résistance a la fatigue de piéces
mécaniques (De La Cruz et al, 1998 et Flavenot et Skalli, 1983) et il a ét¢ démontré que
les contraintes résiduelles influencent de fagon importante 1’augmentation de vie

correspondante (De La Cruz et al, 1998).

Cependant, il est trés difficile d’évaluer avec précision 1’influence des contraintes
résiduelles induites par une trempe a cause du changement des propriétés des matériaux
qui résulte de ce traitement. La difficulté a séparer les deux paramétres d’influence est
illustrée aux figures 1.7 et 1.8 qui montrent respectivement les distributions de la dureté
ainsi que des contraintes résiduelles induites dans un barreau cylindrique par un
traitement de durcissement par chauffage par induction (Zhang et al, 1999). On
remarque que la valeur des deux parametres varie dans 1’épaisseur et qu’il est impossible
de juger de I’'importance relative des deux effets. Il n’est donc pas rigoureux d’utiliser
cette approche pour étudier I’effet des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue a
cause de I’impossibilité d’isoler cet effet de I’influence du changement de microstructure

du matériau.

Flavenot et al (1983) ont remédié a ce probléme en déterminant la vie en fatigue
d’éprouvettes dépourvues de contraintes résiduelles, mais possédant une dureté
homogéne semblable a celle mesurée en surface aprés le procédé de trempe. Cette
méthode est toutefois imprécise et ne permet pas d’éliminer complétement les effets

microstructuraux.
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Figure 1.8 : Distribution des contraintes résiduelles dans l'éprouvette apres le
durcissement superficiel (Zhang et al, 1999)

¢) Ecrouissage localisé

Un troisiéme type de procédé¢ utilisé est I’imposition de déformations plastiques
localisées qui induisent, aprés le retrait de la charge, un champ de contraintes
résiduelles. La figure 1.9 illustre un de ces procédés. L’écrouissage localisé & 1’aide du
laminage est utilis¢€ afin d’induire des contraintes de compression en fond d’entaille pour
augmenter la résistance a la fatigue de pieces mécaniques (Hanus et Ericsson, 1995;

Maluf et al, 2004; Iswanto et al, 2002 et Xu et Zhou, 1994).
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Figure 1.9 : Schéma du procédé d'écrouissage localisé par laminage (Hanus et
Ericsson, 1995)

Les résultats obtenus par Maluf et al (2004) lors de leurs travaux visant a étudier
I’effet du laminage sur le comportement en fatigue d’une fonte perlitique sont illustrés &
la figure 1.10. Trois courbes sont tracées correspondant chacune a un type d’éprouvette.
Un premier type d’éprouvette a paroi lisse est utilisé pour mesurer la résistance a la
fatigue du matériau. Les deux autres types d’éprouvettes ont une géométrie différente
possédant une entaille mécanique du type de la figure 1.9. Ainsi, une deuxiéme courbe
est obtenue en sollicitant ces éprouvettes entaillées sans traitement particulier et une
derniére, en laminant le fond de I’entaille avant la sollicitation. Dans tous les cas, le type

de sollicitation imposée est la flexion rotative.

Les limites d’endurance mesurées sont de 299 (sans entaille), 166 (avec entaille) et
478 MPa (avec entaille et laminée). L’effet d’entaille fait donc diminuer de 44% la
valeur de la limite d’endurance du matériau; ce qui prouve ’effet dévastateur d’une
entaille en fatigue. Cet effet néfaste est toutefois éliminé par le laminage du fond de
’entaille. La limite d’endurance est alors augmentée a une valeur supérieure a celle de la

courbe de base du matériau.

Cette forte augmentation de la limite d’endurance apres le laminage du fond de
I’entaille (60%) est causée en partie par 'introduction d’un champ de contraintes

résiduelles de compression en surface (Maluf et al, 2004). Ce phénomeéne a été confirmé
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par Hanus et Ericsson (1995) qui ont observé une augmentation de la limite d’endurance
de 30% dans le cas de ’aluminium 2014 T6 renforcé avec 15 vol.% de particules de
carbure de silicium et par Iswanto et al (2002) qui ont mesuré une augmentation de 92%

dans le cas du laminage de I’acier inoxydable SUS304.

Cette augmentation de la résistance a la fatigue s’explique également par la
déformation imposée aux grains pres de la surface qui diminue leur niveau de distorsion
(Maluf et al, 2004), tout en écrouissant le matériau (Maluf et al, 2004 et Iswanto et al,
2002). La dureté en fond d’entaille est plus élevée apres le traitement, ce qui indique une
modification des propriétés du matériau (Iswanto et al, 2002). L’effet observé n’est donc

pas enti¢rement causé par les contraintes résiduelles de compression.
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Figure 1.10 : L’influence du laminage localisé sur la résistance a la fatigue d’un
assemblage mécano-soudé (Maluf et al, 2004)

D’autres procédés d’écrouissage peuvent faire augmenter la vie en fatigue d’une
picce. Par exemple, Lai et al (1992) démontrent que I’application d’une précontrainte
par I’insertion d’une bille de tungsténe dans un trou de diametre légérement inférieur
augmente de facon importante la durée de vie de 1’acier situé autour du trou. De leur
cOté, Almer et al (1999) appliquent une surcharge sur un échantillon DEN (« double-

edge notch ») pour induire des contraintes résiduelles de compression en fond d’entaille
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et pour en augmenter ainsi la résistance a la fatigue. Toutefois, comme dans le cas du
laminage, une modification de la microstructure du matériau est produite par ces deux

procédés.

1.2.3 Relaxation des contraintes résiduelles

La figure 1.11 schématise 1’influence d’un champ de contraintes résiduelles de
tension sur la vie en fatigue d’un joint soudé. Il a été démontré que ces contraintes
transforment la courbe S-N des matériaux en modifiant d’une part le nombre de cycles a
la rupture pour une amplitude de contrainte donnée et, d’autre part, la valeur de la limite
d’endurance lorsque celle-ci est définie. Le sens et I’intensité de la modification de ces
deux paramétres dépend des contraintes résiduelles initiales, de leur relaxation pendant
la sollicitation, du chargement imposé et de la distribution volumétrique des contraintes.
L’effet des contraintes résiduelles est supérieur pour de faibles amplitudes et devient nul
lorsque celles-ci sont entierement relaxées par le chargement appliqué. Cela explique
pourquoi le sujet de ce mémoire porte sur 1’étude de la vie en fatigue de 1’acier 304L
dans le domaine de I’endurance et que des essais en amplitude de contrainte controlée

sont effectués.
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Figure 1.11 : Modification de la courbe S-~ (Lawrence, 1981)
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Une étude rigoureuse de leur influence sur la résistance a la fatigue doit isoler cette

derniére des autres facteurs. Les phénoménes suivants doivent donc étre évités :

1. Modification de la microstructure et écrouissage du matériau ;
2. Altération de la qualité du fini de surface ;

3. Création de microfissures ou de défauts internes ;

4

Superposition de 1’effet d’entaille.

L’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue des métaux ne dépend
pas seulement du champ de contraintes résiduelles initial, mais aussi du chargement
imposé. En effet, ce dernier provoque une relaxation des contraintes pendant la
sollicitation du matériau et il est primordial de considérer ce phénomeéne dans les

modg¢les de prévision de vie.

Belassel et al (2003), dans le cadre de leurs travaux portant sur la relaxation des
contraintes résiduelles de grenaillage, ont mesuré la variation de la contrainte résiduelle
sur des échantillons soumis a une flexion ondulée en déplacement contrdlé. Leurs
résultats sont présentés a la figure 1.12. Les mesures sont prises sur les deux faces
d’éprouvettes en Waspaloy (Sy = 970 MPa) a I’aide de la méthode de la diffraction des
rayons X. Quatre niveaux de chargement (S5, S6, S8 et S10) sont considérés et leur

description respective est présentée au tableau 1.2.

Tableau 1.2 : Intensité des chargements étudiés par Belassel et al (2003)

Type de Emin Emax Ag
chargement (%) (%) (%)
S5 0,40 0,45 0,05
So6 0,40 0,55 0,15
S8 0,40 0,65 0,25
S10 0,40 0,75 0,35

En général, I’intensité des contraintes résiduelles diminue dés le premier cycle de

sollicitation, se stabilise ensuite et varie légérement jusqu’a la rupture ou la propagation
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de fissures les relaxe (Belassel et al, 2003 et Han et al, 2002). Les courbes de la figure
1.12 peuvent étre divisées en trois zones tel qu’indiqué sur le graphique (Belassel et al,

2003) :

I. Redistribution causée par la plastification du matériau ;
II. Relaxation logarithmique ou domaine de fluage cyclique (dans le cas illustré,
aucune relaxation n’est mesurée du c6té tension pendant ce stade) ;

III. Adoucissement cyclique correspondant a I’endommagement du matériau.
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Figure 1.12 : Exemple typique du phénoméne de relaxation des contraintes
résiduelles pendant une sollicitation cyclique (Belassel et al, 2003)

La redistribution des contraintes résiduelles au premier cycle est causée par la
plastification du matériau (Belassel et al, 2003 et Han et al, 2002). Quand la somme de
la charge appliquée et des contraintes résiduelles initiales atteint la limite d’élasticité du
matériau, le mouvement des dislocations est activé et des déformations plastiques sont
produites. Simultanément, une fraction des déformations élastiques liées aux contraintes
résiduelles est convertie en déformations plastiques (Han et al, 2002). L’intensité de la

relaxation dépend du champ de contraintes résiduelles initial et du chargement appliqué.
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L’influence de la distribution initiale des contraintes résiduelles sur la relaxation
est illustrée a la figure 1.13. Ces graphiques présentent, pour deux intensités de
grenaillage différentes, 'intensité relative de la contrainte résiduelle longitudinale
(contrainte actuelle / contrainte initiale) en fonction du nombre de cycles pour
différentes amplitudes de chargement variant entre 239 MPa et 285 MPa. Le phénoméne
de relaxation est plus important dans le cas du grenaillage de forte intensité (Z850-10A)
a cause de la proximité de I’état plastique, spécialement pour les faibles amplitudes de

contraintes (Fontanari et al, 2001).

105
] ] 860 - 10N I
1,00
N
3 0%0 X
% ] \ \\\-._
080 \
7’:“ —o— MRS~ TS M —t— 257 Mu~—Z0 M|
075+ - 1 v T T .
0 200 4000 6000 8000 10000
Cvcles
a)
1,06
100 IZ&SO-‘IDAI
285 MFa
0.95- —a—2750P |
b 257 M3
050 230 NFB
of  —
R\ ===
= IR e N
00&' \ —————
J —
\
080 P g
075
(/] 2000 4000 6000 5000 10000
Cycles
b)

Figure 1.13 : Influence des contraintes résiduelles initiales sur la relaxation

(Fontanari et al, 2001) : a) pour le traitement B60-10N b) pour le
traitement Z850-10A
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La relaxation des contraintes résiduelles pendant la deuxiéme phase, nommée
domaine de fluage cyclique, peut normalement étre modélisée par une loi logarithmique
(Belassel et al, 2003). Ce type de relaxation se produit méme si la contrainte maximale
appliquée est faible et qu’aucune plastification n’est observée a 1’échelle macroscopique
(Han et al, 2002). Malgré le nombre élevé d’études dont a fait 1’objet la relaxation
cyclique des contraintes résiduelles, les mécanismes physiques de ce phénoméne ne sont
pas clairs et I’influence des paramétres importants comme les propriétés du matériau et

le nombre de cycles appliqués reste incertaine.

La derni¢re zone de relaxation des contraintes résiduelles illustrée a la figure 1.12
correspond & 1’adoucissement cyclique du matériau causé par son endommagement
interne. Ce phénomeéne est fortement influencé par le niveau de charge appliquée

(Belassel et al, 2003).

Les travaux de Cindra Fonseca et al (2001) mettent en évidence la difficulté
d’interprétation du phénoméne de relaxation. Leur étude porte sur la relaxation des
contraintes résiduelles de grenaillage introduites dans un joint soudé pour en augmenter
sa résistance a la fatigue. Les contraintes de compression sont induites en surface, aprés
le recuit de détente suivant le procédé de soudage. La sollicitation imposée est du type

ondulé (tension-tension) et les éprouvettes sont composées d’acier API 5L X70.

La figure 1.14 montre la variation de la contrainte longitudinale mesurée par la
méthode des rayons X pour un chargement équivalent & 70% de la limite d’élasticité du
matériau (soit 403 MPa). On voit que les contraintes ne sont pas aussi stables que dans le
cas de la figure 1.12 et il est difficile d’expliquer ce comportement des contraintes

résiduelles.

Selon Lawrence (1981), la valeur stabilisée des contraintes résiduelles dépend
fortement des propriétés mécaniques du matériau. Les matériaux trés ductiles, par
exemple les alliages d’aluminium a 1’état recuit, ont tendance a plastifier lors de

I’application d’un chargement cyclique. Les contraintes résiduelles sont alors presque
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enticrement relaxées et elles n’ont que tres peu d’influence sur la tenue en fatigue. Au
contraire, d’autres matériaux comme les aciers & haute résistance ne plastifient presque
pas lors du chargement et le champ de contraintes demeure inchangé au cours de la
sollicitation. Finalement, dans le cas des matériaux intermédiaires tels les aciers doux, le
degré de relaxation des contraintes dépend du niveau de sollicitation imposé. L’effet des
contraintes résiduelles est important dans le cas des vies élevées, car la plastification du
matériau causée par le chargement ne les relaxe pas complétement et il est nul pour les
courtes durées de vie, lorsqu’elles sont complétement relaxées par la sollicitation.
Comme I’acier 304L fait partie de cette derniére catégorie, le phénoméne de relaxation
des contraintes résiduelles devra étre pris en compte dans le présent projet de recherche
puisqu’il traite de I’analyse de I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue

de cet acier.
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Figure 1.14 : Variation instable des contraintes résiduelles (Cindra Fonseca, 2001)

1.3 Modéles de prévision de vie incorporant les contraintes
résiduelles

Comme il a été mentionné a la premicre section de ce chapitre, les contraintes
résiduelles peuvent étre séparées en deux types de contraintes, soit les contraintes

macroscopiques et les contraintes microscopiques :
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R M __R R
o, ="0, +"c; (1.1)

Lorsque ’on traite des contraintes macroscopiques, comme c’est normalement le cas
lors du calcul de la résistance a la fatigue de composantes mécaniques, les équations
d’élasticité s’appliquent (Flavenot et Skalli, 1983). Ainsi, lorsque la sollicitation du
matériau n’exceéde pas la limite d’élasticité, le principe de superposition est valide et le
champ de contraintes résiduelles a,-jR se superpose au champ de contraintes de service
o;. Les contraintes résiduelles peuvent donc étre considérées comme des contraintes
statiques. Il est toutefois important de considérer les deux aspects suivants lors de

I’élaboration d’un critére de résistance en fatigue les incorporant (Flavenot et Skalli,
1983):

> les contraintes résiduelles relaxent au cours de la sollicitation cyclique ;

» le champ de contraintes résiduelles est multiaxial.

1.3.1 Relaxation des contraintes résiduelles

Comme il a été démontré a la section 1.2.3, le champ de contraintes résiduelles
varie lors de I’application d’une charge cyclique. Dans la littérature, deux approches
différentes sont utilisées pour tenir compte de cette variation dans le calcul de prédiction

de vie en fatigue.

Y

La premiére consiste a utiliser les valeurs de contraintes a la demie vie des
composantes et a les considérer constantes par la suite (Flavenot et Skalli, 1983). Cette
méthode requiert donc des mesures expérimentales propres a chaque situation et ne
permet pas de prédire le comportement des contraintes résiduelles pendant le

chargement.

La deuxi¢me méthode, plus générale, consiste a trouver une relation empirique
liant la relaxation des contraintes aux parametres de chargement, soit I’amplitude de
contrainte imposée et le nombre de cycles appliqués (Han et al, 2002). Cette approche ne

peut étre utilisée que pour des cas similaires a ceux préalablement étudiés en laboratoire.
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Des efforts de recherche seront donc nécessaires afin de développer des outils de
simulation permettant de prédire le comportement des contraintes résiduelles lors d’une

sollicitation cyclique.

1.3.2 Critéres multiaxiaux de résistance en fatigue

Bien que le chargement appliqué en fatigue puisse tre uniaxial ou multiaxial, le
champ de contraintes résiduelles est, quant & lui, presque toujours multiaxial. Il est donc
nécessaire d’utiliser un critére de fatigue multiaxial pour évaluer la résistance a la
fatigue d’une composante mécanique soumises a ce type de contraintes (Flavenot et
Skalli, 1983). Malheureusement, il n’existe aucune méthode générale de calcul acceptée
lorsque le trajet de la charge dans I’espace des contraintes est tridimensionnel

(Bastenaire et al, 1979).

La résistance des matériaux a la fatigue est généralement caractérisée par la courbe
liant un paramétre de contrainte ou de déformation a la durée de vie. La courbe de
référence du matériau est obtenue par des essais uniaxiaux effectués sur des éprouvettes
de laboratoire polies. Le calcul de la résistance d’une composante sollicitée de facon
multiaxiale consiste donc a utiliser un critére pour transformer I’état de contrainte
complexe du chargement en un état uniaxial équivalent (Garud, 1981). Ce critére de
fatigue doit toutefois respecter les mécanismes physiques du phénomeéne de la fatigue,
étre indépendant du repére de coordonnées choisi et doit traduire de fagon correcte le

trajet du chargement dans 1’espace des contraintes.

Cet aspect de la fatigue est trés complexe et représente un champ d’étude distinct.
Bien qu’elle soit indispensable & 1’élaboration de méthodes efficaces de prédiction de vie
en fatigue incorporant les contraintes résiduelles, cette étude dépasse le cadre de ce
mémoire et ne sera pas développée en détail. En effet, des mesures de contraintes
résiduelles qui seront présentées au chapitre 4 démontrent que lors de la sollicitation des
éprouvettes, une seule composante de contraintes résiduelles demeure non nulle a cause

de la relaxation des autres composantes. Il n’est donc pas nécessaire d’utiliser un critére
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multiaxial. Toutefois, une bréve revue de la littérature traitant de ce sujet est présentée

en premiere partie de I’annexe B.

Les critéres de fatigue multiaxiaux peuvent étre divisés en cinq classes distinctes,
i.e. les formules empiriques, les applications d’invariants de contrainte ou de
déformation, les approches du plan critique, les utilisations du concept multiéchelle et
les approches ¢énergétiques. Toutefois, comme les approches empiriques sont
développées pour des cas de chargement bien précis et parce qu’elles ne reposent pas sur
la compréhension du phénomene de la fatigue, seules les quatre derniéres classes de

critére sont traitées a ’annexe B.

Flavenot et Skalli (1983) ont étudié ’efficacité de ces différents critéres a prédire
la limite d’endurance d’éprouvettes de laboratoire contenant un champ de contraintes
résiduelles. Pour ce faire, les auteurs ont induit un champ de contraintes résiduelles en
surface d’éprouvettes de laboratoire en leur appliquant un traitement de trempe par
chauffage par induction. Un champ de contraintes de compression est alors induit en
surface des échantillons a cause de la transformation de phase et du gradient thermique

élevé.

La description de cette étude et des résultats obtenus concernant les critéres
multiaxiaux introduits a la premiére partie de ’annexe B est présentée en seconde partie
de la méme annexe. Le critere de Dang Van (1993) serait le plus efficace des critéres
multiaxiaux étudiés pour incorporer les contraintes résiduelles dans un calcul de limite
d’endurance, puisqu’il rend bien compte du comportement en fatigue dans les cas de
chargements complexes (Bastenaire et al, 1979). Toutefois, I’application de ce critére
dans le cas des essais de flexion plane et de traction répétée est équivalente a celle du

critére de Crossland (1956).

1.3.3 Prévision de vie

Le développement des méthodes de calcul de prévision de vie en fatigue

incorporant les contraintes résiduelles découle principalement des travaux de recherche
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visant 2 modéliser le procédé du soudage. En général, le calcul d’endommagement est
fait a ’aide de I’approche locale, c’est-a-dire que la durée de vie est considérée
dépendante des états de contrainte et de déformation au point le plus sollicité
exclusivement. L’utilisation de ce type d’approche pour prédire la durée de vie en

fatigue d’une piece mécanique est schématisée au diagramme de la figure 1.15.

Le calcul de la résistance a la fatigue d’une piéce nécessite d’abord la
considération de sa géométrie, des propriétés de ses matériaux et du chargement
mécanique lui étant appliqué en service. De plus, le champ de contraintes résiduelles
introduit dans la piéce lors de sa fabrication doit étre connu. Celui-ci peut étre obtenu a
I’aide d’une simulation numérique utilisant la méthode du calcul par éléments finis, de

corrélations empiriques ou de mesures expérimentales.

Une fois ces différentes données déterminées, un calcul de fatigue initiation peut
étre accompli. Deux analyses doivent étre accomplies, soit une analyse structurale

globale et une analyse de fatigue localisée aux points critiques de chargement.

L’approche de I’analyse locale en fatigue repose sur la succession de différentes
étapes tel qu’illustré & la figure 1.15. Ces étapes sont: 1) le calcul de I’historique
mécanique local aux points critiques en incluant I’effet des contraintes résiduelles, 2) la
détermination de la loi d’endommagement & utiliser et 3) 'utilisation d’une régle de
cumul de dommage pour estimer la durée de vie de la composante (Teng et al, 2002).
Les différentes méthodes se distinguent donc principalement selon les modéles

mathématiques utilisés pour :

1. obtenir le chargement local correspondant au chargement nominal appliqué ;

2. déterminer I’endommagement causé par 1’application d’un cycle de chargement
local calculéen 1 ;

3. cumuler le dommage cycle apres cycle jusqu’a ce que I’endommagement critique

soit atteint.
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Figure 1.15 : Schématisation de 1'utilisation de 1'approche locale pour la prédiction
de vie en fatigue (Teng et al, 2002)

Dans cette revue de la littérature, seul les deux premiers aspects de 1’analyse locale

seront abordés. En effet, I’utilisation d’une régle de cumul de dommage ne sera pas
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présentée puisque les essais de fatigue effectués dans ce projet de recherche ont été faits
a amplitude de contrainte constante et puisque les contraintes résiduelles ont été
supposées constantes lors du calcul d’endommagement. Il serait toutefois nécessaire
d’utiliser une telle loi afin de prendre en compte la variation des contraintes résiduelles
pendant la sollicitation. Une revue de la littérature traitant des loi de cumul de dommage

est présentée dans Fatemi et Yang (1998).

a) Calcul de ’historique mécanique local

Afin de calculer I’endommagement correspondant a chacun des cycles de
sollicitation, il est primordial de calculer avec précision ’historique de contrainte et de
déformation au point étudié. Cet historique dépend des contraintes résiduelles initiales,

du chargement appliqué et des concentrations de contrainte causées par la géométrie.

Le champ de contraintes résiduelles induit par les procédés de fabrication ainsi que
la contrainte nominale correspondant au chargement appliqué peuvent étre obtenus par
une simulation numérique utilisant la méthode des éléments finis ou a I’aide de mesures
expérimentales. Une analyse plus poussée permet ensuite de déterminer I’historique
mécanique local. Comme cette analyse a été développée dans le contexte de différentes
¢tudes portant sur la résistance des joints soudés, I’effet d’entaille, causé par les
discontinuités géométriques, lui est incorporé. Cet effet est considéré a travers un facteur
d’entaille en fatigue Kr Lorsque la géométrie analysée ne posséde pas ce type de
discontinuité, ce facteur est posé égal a l'unité et la démarche & suivre demeure

inchangée.

Cette méthode de calcul est présentée en troisieme partie de I’annexe B et ne sera
pas détaillée dans ce chapitre. En effet, le type d’éprouvette de fatigue utilisé dans ce
projet de recherche ne posséde pas de discontinuité géométrique et 1’état de contraintes
résiduelles stabilis¢é a ét¢ mesuré expérimentalement (chapitre 4). L’utilisation de
I’approche locale pour tenir compte de ’effet d’entaille et pour estimer 1’état de

contraintes résiduelles stabilisé n’a donc pas été nécessaire lors de I’analyse des résultats
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au chapitre 4. Néanmoins, cette méthode d’analyse doit étre utilisée lorsque des
concentrations de contrainte sont situées dans les zones critiques de chargement,

notamment dans la région du cordon de soudure des joints soudés.

b) Détermination de la loi d’endommagement

La résistance des métaux en fatigue est généralement caractérisée par une courbe
de référence liant le niveau de sollicitation mécanique au nombre de cycles N;
nécessaires & 1’apparition d’une fissure ou a la rupture de I’échantillon. Normalement,
cette courbe de référence est obtenue sur des éprouvettes de géométrie simple en

laboratoire & 1’aide d’essais de traction ou de flexion complétement alternée.

La relation liant la variation de déformation totale Ae au nombre de cycles a la
rupture peut étre exprimée par 1’équation de Coffin-Manson suivante (Teng et al, 2002) :

%: £, (2N,) +%(2N,.)” (1.2)

Dans cette équation, le comportement du matériau est caractéris€é par son
coefficient de ductilité en fatigue &, son exposant de ductilité en fatigue ¢, son
coefficient de résistance en fatigue o, son exposant de résistance en fatigue b et par son

module d’élasticité en traction E.

Morrow propose de modifier le terme de cette équation associé au domaine
élastique afin de tenir compte de I’effet de la contrainte moyenne oy (Teng et al, 2002;

Bellow et al, 1986; Tricoteaux et al, 1995 et Branco et Ferreira, 1991):
Ag ' c O-'f - O-O b
- = (2N,) + —= (2N,) (1.3)

Lorsque la durée de vie d’une composante est supérieure a 10° cycles, Lawrence
(1981) suggere de simplifier cette équation en éliminant le terme correspondant aux

déformations plastiques qui sont alors négligeables. Cette nouvelle expression
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correspond a la relation de Basquin. Dans ces conditions, les phénoménes de
consolidation et d’adoucissement cycliques sont peu importants et 1’analyse est

simplifiée.
== =(0;-0,)(2N,) (1.4)

Pour les cas ou il y a plastification, Manson et Halford ont proposé, contrairement
a Morrow, de modifier les deux termes afin que le rapport des déformations plastique et

¢lastique ne soit pas affecté par la contrainte moyenne comme dans le cas de 1’équation
(1.3) (Teng et al, 2002).

% ¢ [i’-ff‘,—""j(zzv,. )+ (ff;—‘“}(zm i (1.5)

Oy

Martin propose d’utiliser 1’équation (1.2) pour calculer I’endommagement 1ié a la
variation de déformation totale ainsi que 1’équation suivante pour tenir compte de

I’endommagement correspondant a la contrainte moyenne.

-1

I oy et

Les équations (1.2) et (1.6) permettent de déterminer ’endommagement total par
cycle (Bellow et al, 1986). Une autre approche utilisée est 1’utilisation du modéle de
Swith-Watson-Topper (critére multiaxial) ou les effets de la contrainte moyenne et de la

variation de contrainte sont considérés a travers 1’utilisation de la contrainte maximale.

22
amx£=(“f) (@N,) +0, (2N,) (1.7)
2 E
o =89, o (1.8)
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Dans ces différentes équations liant le chargement a la durée de vie en fatigue, la
contrainte moyenne oy est composée de la contrainte moyenne due au chargement o’ et

des contraintes résiduelles o,.
c,=0,+0, (1.9)

La loi d’endommagement correspondant a ces diverses relations est obtenue en

isolant la durée de vie N; au dénominateur de fagon a obtenir une équation du type

-1 -1
Y T
LI L /) (1.10)
2N, | o, o,

L’équation (1.10) a été obtenue a partir de la relation de Basquin et n’est présentée ici

suivant (Lawrence, 1981) :

que pour donner un exemple.

¢) Application des modéles de prévision de vie en fatigue

Dans leurs travaux, Teng et al (2002) étudient I’influence des contraintes
résiduelles de soudage sur la résistance a la fatigue d’un assemblage soudé de type bout-
a-bout en acier ASTM A36. Leur calcul de prévision de vie repose sur une analyse par
éléments finis permettant de calculer les contraintes résiduelles de soudage et de
transformer 1’historique de chargement en un historique de déformation et de contrainte
au point critique. L hypothése d’état plan de déformation permet d’alléger les temps de

calcul.

Les figures 1.16 et 1.17 montrent I’efficacité des modeles de prévision de vie a
prédire le comportement du joint soudé selon la considération ou pas de I’effet des
contraintes résiduelles (Teng et Chang, 2004). On remarque que la meilleure estimation
est obtenue en considérant cet effet et en appliquant le modéle de Smith-Watson-Topper
qui est plus efficace que celui de Manson et Halford. Dans les deux cas, la régle de

cumul de dommage utilisée est celle de Palmgren-Miner.
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La complexité du procédé du soudage oblige toutefois les chercheurs a considérer
I’effet du changement des propriétés mécaniques du matériau de la ZAT. L’évaluation
de I’efficacité de la méthode proposée a incorporer les contraintes résiduelles dans le

calcul de prévision de vie est donc difficile.

1.4 Conclusion

Dans ce chapitre, la pertinence du projet de recherche pour D’industrie
hydroélectrique a ¢t¢ démontrée a partir de 1’importance des contraintes résiduelles
introduites dans les piéces mécaniques lors des procédés de soudage et de grenaillage.
D’une part, les mécanismes de formation des contraintes résiduelles dans les joints
soudés ont été expliqués. Les résultats des divers travaux portant sur 1’évaluation des
contraintes résiduelles induites par le soudage indiquent que généralement, lorsque
aucun changement de phase se produit dans le matériau, les contraintes résiduelles
longitudinales sont en tension dans la zone du cordon de soudure. D’autre part, le
procédé de grenaillage a été exposé afin d’illustrer un exemple de procédé utilisé pour
induire des contraintes résiduelles de compression en surface de composantes
mécaniques. Les caractéristiques principales du champ de contraintes résiduelles induit
par ce procédé ont été décrites. Ce champ de contraintes résiduelles dépend de I’intensité
du grenaillage et de sa durée, de la vitesse de propulsion des billes et de leur diamétre

ainsi que des propriétés mécaniques du matériau.

Plusieurs études ont démontré que négliger 1’influence des contraintes résiduelles
sur la vie en fatigue méne a des prévisions de vie erronées. Il a été établi que la présence
de contraintes résiduelles en surface d’une piéce affecte la valeur maximale de
I’amplitude de contrainte pouvant étre appliquée pour obtenir une vie infinie (limite
d’endurance) et modifie la durée de vie correspondant a une amplitude de chargement
donnée. L’importance de cet effet dépend toutefois des propriétés mécaniques du
matériau et du chargement appliqué. En effet, lorsque la plastification du matériau est

provoquée lors de 1’application de la charge, la distribution des contraintes résiduelles
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est fortement modifiée. Le champ de contraintes stabilisé qui résulte des premiers cycles

détermine alors la durée de vie en fatigue de la composante.

Une revue des méthodes utilisées pour considérer I’influence des contraintes
résiduelles dans les modéles de prédiction de vie en fatigue a été présentée. Ces
méthodes reposent sur une analyse locale des champs de contraintes et de déformations
aux points critiques. Une loi d’endommagement incluant ’effet des contraintes
résiduelles doit étre utilisée. Ces modeles relient généralement la durée de vie en fatigue

de la piece a ’amplitude de contrainte et a la contrainte statique qui sont appliquées.

Il est toutefois difficile de juger de la qualité des modéles proposés dans la
littérature, car les méthodes expérimentales utilisées ne permettent pas d’isoler I’effet
des contraintes résiduelles des autres facteurs d’influence, soit la microstructure du
matériau, I’état de surface et 1’effet d’entaille. Au prochain chapitre, une nouvelle
méthode expérimentale permettant de doser des contraintes résiduelles en surface
d’éprouvettes de laboratoire et d’étudier avec rigueur leur effet sur la vie en fatigue est

présentée.
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Chapitre 2

Dosage des contraintes résiduelles

L’objectif de ce projet de recherche est de développer une méthode expérimentale
permettant d’étudier rigoureusement 1’effet des contraintes résiduelles sur la résistance a
la fatigue des métaux. Une telle méthode doit permettre d’introduire des contraintes
résiduelles dans des éprouvettes de laboratoire selon un dosage et une distribution
connus. De plus, les changements de microstructure et d’état de surface ainsi que la
création de microdéfauts doivent é&tre évités afin d’isoler 1’effet des contraintes

résiduelles des autres facteurs d’influence en fatigue.

La méthode sélectionnée afin d’introduire des contraintes de tension en surface
d’éprouvettes de traction est le chauffage par induction a haute fréquence. Cette méthode
est préférée aux autres a cause de la possibilité de doser les contraintes introduites lors

du chauffage en faisant varier la puissance du chauffage ou sa durée.

Dans ce chapitre, la faisabilité de la méthode expérimentale sera démontrée. Tout
d’abord, le procédé de chauffage par induction a haute fréquence est expliqué. Ensuite,
les travaux de calibration et la mise au point du montage expérimental utilisé pour
chauffer les éprouvettes sont décrits. Une premicre phase de ces travaux permet d’abord
d’étudier le comportement de la machine de chauffage par induction. Ensuite, la durée
de chauffage est ajustée de maniére a générer un champ de contrainte d’intensité élevée
en surface des éprouvettes. Des mesures de contraintes résiduelles démontrent toutefois
la nécessité de développer un nouveau montage, utilisant la circulation d’un fluide
caloporteur au centre de 1’éprouvette, afin de générer des contraintes résiduelles en
surface des éprouvettes. Finalement, la procédure pour déterminer les parameétres du
chauffage qui maximise le champ de contraintes résiduelles induit a 1’aide de ce nouveau

montage est décrite et les résultats des mesures de contraintes sont présentés.
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2.1 Chauffage par induction

Le procédé sélectionné pour doser les contraintes résiduelles est le chauffage par
induction & haute fréquence d’une éprouvette d’acier inoxydable austénitique 304L.
L’acier 304L est choisi afin d’éliminer les effets causés par les changements de phase
des aciers ferritiques et martensitiques. En effet, I’acier 304L ne subit aucune
transformation a 1’état solide entre la température ambiante et 1000 °C, ni au chauffage,

ni au refroidissement peu importe la vitesse de refroidissement.

2.1.1 Procédé du chauffage par induction

Le chauffage par induction est un procédé de plus en plus utilisé pour effectuer des
traitements de surface. Il permet, en effet, de chauffer a une trés grande vitesse et de
fagon trés localisée. Bien qu’une basse fréquence permette un chauffage uniforme des
piéces, une haute fréquence permet au contraire de concentrer la puissance de chauffage

dans une mince couche de matiére en surface.

magnetic field lines @

Induced
currents

inductor

Figure 2.1 : Schéma simplifié du procédé de chauffage par induction (Bay et al,
2003)

Le principe du chauffage par induction repose sur le phénoméne de 1’induction
électromagnétique. Un montage typique est composé d’une pi¢ce meétallique, d’une
bobine inductrice et d’une source de courant variable, tel qu’illustré a la figure 2.1. La
bobine est alimentée par la source de courant et induit un champ magnétique variable

dans I’espace. Ce champ magnétique induit alors a son tour un courant variable, ou
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courant de Foucault, dans la piéce métallique selon les lois de 1’induction
¢lectromagnétique. Ce courant variable dissipe de la chaleur dans la piéce par effet Joule

et agit donc comme source de chaleur.

Une analyse électromagnétique du phénomeéne permet de déterminer un paramétre
important du chauffage par induction, la pénétration & du champ électrique dans
I’éprouvette (Lorrain et Corson, 1970). En effet, la plus grande partie de la chaleur
dissipée se retrouve dans une mince épaisseur o de I’éprouvette calculée a partir de la
fréquence f du courant inducteur et des propriétés électromagnétiques du matériau. La
pénétration & est définie comme étant la profondeur a laquelle le module du vecteur
champ électrique diminue & une valeur égale a sa valeur a la surface divisée par le

nombre irrationnel e. Sa valeur est donnée par la relation suivante :

( 1
5= 2.1
0 .1 @D

Dans cette équation, f est la fréquence de la source de courant, o, est la conductivité

électrique du matériau et u, sa perméabilité magnétique. La figure 2.2 illustre cette
relation entre la fréquence de chauffage et la pénétration du champ électrique pour

I’acier 304L a la température de la piece (0u,=1,38 x10° Q'm™, y=47x107 N/A?)

Dans le contexte de cette recherche, il est nécessaire de concentrer la puissance de
chauffage dans une mince couche de matériau afin de provoquer un gradient thermique
suffisamment élevé pour produire des déformations plastiques qui induiront des
contraintes de compression en surface de 1’éprouvette, lors de son expansion thermique.
Ces déformations plastiques entraineront ensuite des contraintes résiduelles en tension
lors du refroidissement complet de 1’éprouvette. La pénétration recherchée est de I’ordre
de 0,75 mm a la température de la piéce afin que le gradient thermique soit assez élevé
pour induire suffisamment de contraintes résiduelles. Cette pénétration augmentera
quelque peu avec la température a cause de la diminution de la conductivité électrique.

La figure 2.3 montre la variation de la résistivité p de I’acier 304L en fonction de sa
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température. On peut en déduire la variation de la conductivité¢ a 1’aide de 1’équation

sujivante :

Y\ JrEu—
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Figure 2.2 : Influence de la fréquence sur la pénétration du champ électrique pour
Pacier 304L a la température de la piéce

La fréquence permettant d’atteindre une pénétration de 0,75 mm est, a la

température de la piece, de 327 kHz selon ’équation de la figure 2.2. Dans le cas de

notre application, la fréquence de la source de courant est réglée a 360 kHz, ce qui

correspond a une pénétration de 0,71 mm a la température ambiante.
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Figure 2.3 : Effet de la température sur la résistivité de 1'acier 304L. (Peckner et
Bernstein, 1977)

2.1.2 Montage du chauffage par induction

Le montage utilisé afin d’introduire des contraintes résiduelles en surface
d’éprouvettes de traction est composé de trois éléments, soit 1’éprouvette, une bobine
inductrice et une source de courant alternatif a trés haute fréquence. La figure 2.4 montre
le montage utilisé en laboratoire. La machine composée de la source de courant et de la

bobine inductrice a été développée par la compagnie Norax Canada Inc.

L’appareil de chauffage par induction, présenté a la figure 2.5, posséde une source
de courant a trés haute fréquence, soit 360 kHz, et produit une puissance maximale de 30
kW. Ce systéme fonctionne sur du courant de 208 volts et a une fréquence de 60 Hz.
L’appareil permet d’ajuster deux paramétres du chauffage par induction
électromagnétique, soit le temps de chauffage et sa puissance. Il est donc possible de

faire varier le courant circulant dans la bobine inductrice. Ces ajustements sont permis a
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I’aide de deux boutons rotatifs situés sur la partie droite de la machine. Ces boutons sont

liés a deux potentiométres qui permettent de faire varier la durée et la puissance de

chauffage. Toutefois, deux entrées analogiques permettent d’ajouter des contrdleurs

numériques afin de remplacer I’ajustement manuel.

Machine de chauffage
par induction

Eprouvette

Bobine inductrice

Figure 2.4 : Montage du chauffage par induction

La bobine inductrice a été congue de maniere a induire un courant circonférentiel

dans la section centrale d’une éprouvette de traction. Cette bobine est cylindrique,

comme on peut ’observer a la figure 2.4. Les spires de la bobine sont en cuivre et sont

recouvertes d’une gaine protectrice. Le tableau suivant résume les caractéristiques

importantes de la bobine.

Tableau 2.1 : Caractéristiques de la bobine

Caractéristiques Valeur
Nombre de spires 4,5
Diameétre nominal de la bobine 28,5 mm
Diametre extérieur du fil de cuivre 4,7624 mm
Diameétre intérieur du fil de cuivre 3,2624 mm
Distance entre deux spires 8,25 mm
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Contréleur Ajustement de la
du temps puissance

Ajustement du
temps de chauffage

Bobine
inductrice

Contrdleur de la
puissance

Entrées analogiques pour
contrdleurs

b

Figure 2.5 : Machine de chauffage par induction

2.2 Calibration de P’appareil de chauffage par induction

Avant d’utiliser D’appareil de chauffage par induction pour introduire des
contraintes résiduelles dans des éprouvettes de traction, il est nécessaire de déterminer le
réglage optimal des paramétres du chauffage par induction (durée et puissance) qui

maximise les contraintes résiduelles induites par le chauffage.

La calibration de 1’appareil de chauffage par induction est d’abord effectuée sur
des tiges a section constante d’acier 303, de composition similaire au 304L, afin
d’étudier I’influence de sa durée sur la variation temporelle de 1a température en surface
des tiges. Ensuite, des éprouvettes de traction a section centrale constante d’acier 304L
sont utilisées pour déterminer les parameétres du chauffage maximisant le gradient de
température dans 1’éprouvette. La température doit toutefois étre maintenue assez basse

pour éviter une chute excessive des propriétés mécaniques du matériau.
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L’objectif de la premiére phase de calibration consiste a étudier I’influence de la
durée de chauffage sur la variation temporelle de la température en surface de tiges
ayant un diameétre similaire a celui des éprouvettes qui seront utilisées lors des essais de
fatigue. La température a la surface de leur section centrale est mesurée a ’aide d’un
thermocouple pendant le chauffage et le refroidissement subséquent. La puissance de
chauffage est réglée a son maximum (potentiométre ajusté a 100%) dans cette phase de
calibration afin d’optimiser le gradient de température dans 1’éprouvette. La variable de
cette analyse est donc la durée de chauffage. A ce stade, aucun contréleur numérique
n’est ajouté au systéme et 1’ajustement est manuel. Afin de permettre un ajustement plus
précis de la durée de chauffage a ’aide du bouton rotatif, une graduation angulaire est
ajoutée a la machine (voir figure 2.5). La durée de chauffage peut donc étre ajustée en
faisant varier 1’angle de rotation du bouton, ce qui entraine une variation de la résistance

du potentiométre.

Les essais ont montré que le bouton de contrdle de la durée de chauffage devait
étre réglé a une valeur minimale de 60° pour que le chauffage soit enclenché. Ce délai
s’explique par le temps nécessaire a la machine pour s’ajuster aux paramétres du
matériau de I’éprouvette. C’est un phénoméne d’inertie électromagnétique. La durée de
chauffage peut ensuite étre augmentée en variant 1’angle de rotation du bouton. La durée

maximale est atteinte lorsqu’un angle de 315° est fixé.

Divers essais ont été effectués successivement sur une méme tige en augmentant la
durée a chaque chauffage (0,32, 0,86, 1,21 et 1,54 seconde). La figure 2.6 montre la
variation de la température a la surface de la tige en fonction du temps. On remarque que
le temps de chauffage ne modifie pas la réponse de la machine et que les courbes
obtenues sont superposables pendant sa durée compléte. Il n’influence donc que la
température maximale atteinte au cours de 1’essai. L’optimisation du procédé pour
induire des contraintes résiduelles consistera donc a identifier la durée de chauffage pour

laquelle le gradient de température est optimal.
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Puisque la méthode développée pour le dosage des contraintes résiduelles doit
permettre de reproduire plusieurs fois le méme état de contrainte en surface de
différentes éprouvettes de fatigue, il est nécessaire d’analyser la reproductibilité des
résultats. Lors de la calibration de la machine de chauffage par induction, il a été observé
que le fini de surface de la tige influengait fortement la réponse du systéme. En effet, un
deuxie¢me chauffage a 100° a généré une température a la surface extérieure de la tige
plus faible que lors d’un premier chauffage a ce niveau (voir figure 2.7). Ce phénoméne
s’explique par 1’apparition d’une couche d’oxyde sur la tige aprés que la surface ait
atteint une température d’environ 900 °C. La figure 2.7 illustre cet effet qui correspond a
la partie ol les courbes se séparent pendant la durée du chauffage. A la fin du chauffage
de I’éprouvette oxydée, la différence de température entre les deux courbes est d’environ

70 °C.
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Figure 2.6 : Influence du temps de chauffage sur la variation temporelle de la
température en surface des tiges d’acier 303

A la figure 2.7, le temps de chauffage n’est pas le méme pour les deux essais

effectués avec le méme réglage des parametres. Cette différence de durée de 0,3 seconde
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combinée a I’effet d’oxydation provoque un écart de température atteignant une valeur
de 250 °C entre les deux courbes. Il sera donc nécessaire d’ajouter un chronométre
numérique pour diminuer la variabilité de la durée de chauffage. La figure 2.5 montre le
chronométre ajouté ainsi qu’un contréleur numérique servant a régler la puissance du

chauffage de maniére plus précise que le systéme de graduation utilisé jusqu’alors.
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Figure 2.7 : Effet de Poxydation de la surface lors du chauffage a la position 100°
du chronometre interne sur le chauffage de la tige d’acier 303

I1 a également été observé que la réponse de la machine varie 1égérement lors des
premiers essais, lorsque la machine est & froid. Afin de permettre la reproductibilité des

résultats, il est donc nécessaire de « réchauffer » I’appareil avant de I’utiliser.

Aprés avoir étudié I'influence de la durée de chauffage sur la variation de la
température en surface des tiges, des €prouvettes de traction sont instrumentées avec
deux thermocouples. Le diamétre de la section centrale des éprouvettes est de 9,525 mm.

Le dessin de définition est présenté a 1’annexe C (figures C.1 et C.2).
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Le matériau des éprouvettes a été prélevé dans deux plaques d’acier AISI 304L
laminé a chaud, a 1’état recuit, de dimensions 304,8 mm x 304,8 mm x 76,2 mm (12 po x
12 po x 3 po). Sa composition chimique est présentée au tableau 2.2 et sa dureté
macroscopique a été mesurée a 83 HRB. Les éprouvettes ont été prélevées de maniére a
ce que leur direction longitudinale corresponde a la direction transverse au laminage. La

fiche technique de ’acier est donnée a I’annexe H.

Tableau 2.2 : Composition chimique de acier 304L des éprouvettes

Composition chimique de I’acier 304L des éprouvettes
(% en poids)

C S Mn P Si Cu Ni Co Cr \Y Mo

0,017 {0,003 | 1,73 10,024 | 0,18 | 0,19 | 99 | 0,16 | 18,8 | 0,14 | 0,30

Le premier thermocouple est soudé par point a la surface de 1’éprouvette et le
deuxieme est inséré dans un trou ajouté au centre de 1’éprouvette et maintenu par serrage
mécanique. Ce trou est d’une longueur d’une demi-éprouvette. Les mesures de
température a ces deux positions permettent de déterminer la différence de température
entre la surface et le centre de I’éprouvette et donc d’évaluer le gradient thermique induit
par le chauffage. La figure 2.8 montre les températures mesurées par les thermocouples
ainsi que leur différence en fonction du temps pour un chauffage de 2,06 secondes
(130°). Cette durée de chauffage permet d’induire un écart de température de 830 °C

entre la surface et le centre de 1’éprouvette.

Toutefois, la température maximale atteinte au centre de I’éprouvette est de
800 °C. Des phénomenes de microfluage et de restauration ont donc pu étre activés en
raison de I’effondrement des propriétés mécaniques du matériau, ce qui peut affecter
grandement la valeur des contraintes résiduelles introduites dans 1’éprouvette. Afin
d’éviter ces phénomeénes, I’éprouvette a été trempée dans 1’azote liquide (-200 °C) pour

diminuer la valeur de sa température initiale.
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Figure 2.8: Variation temporelle de la température dans I’éprouvette d’acier 304L
pour un angle de 130° (2,06 secondes)

La figure 2.9 montre les résultats obtenus. On remarque que la température
maximale atteinte a I’intérieur de 1’éprouvette est inférieure a 600 °C, méme si I’écart de
température atteint au cours de 1’essai est supérieur a celui de la figure 2.8. Les essais
visant a introduire un champ de contraintes résiduelles en surface des éprouvettes seront

donc effectués en plongeant celles-ci dans 1’azote liquide avant le chauffage.

Les deux phases de calibration complétées, deux éprouvettes ont été chauffées afin
de mesurer ’intensité des contraintes résiduelles induites lors du chauffage. Afin
d’éviter I’oxydation et de conserver un état de surface acceptable dans la zone de
chauffage de I’éprouvette, le temps de chauffage a été sélectionné de maniére a atteindre
une température maximale d’environ 1000 °C. Des mesures de température effectuées
juste avant d’induire des contraintes résiduelles dans ces deux éprouvettes ont permis de
sélectionner un angle de 115° (0,98 seconde). Il est & noter qu’avant ces essais, le
concepteur de la machine avait effectué des ajustements sur celle-ci et que son

comportement était différent de celui observé lors de la calibration initiale.
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Figure 2.9 : Variation temporelle de la température dans I’éprouvette d’acier 304LL
pour un angle de 130° (2,06 secondes) lorsqu’elle est plongée dans
P’azote avant le chauffage

Les deux éprouvettes instrumentées sont notées CI 2 et CI 3. Dans le but de
réduire la température d’uniformisation de 1’éprouvette, 1’éprouvette CI 3 est trempée
dans I’eau aprés chauffage. Ce procédé de trempe est utilisé pour éviter des effets de
recouvrance thermique qui pourraient diminuer 1’importance des contraintes résiduelles
induites par le chauffage. Les courbes de température décrivant ce procédé sont données

a la figure 2.10.

Les deux températures se rejoignent a une valeur de 60 °C, mais la température
intérieure atteint une valeur supérieure 2 700 °C. Des mesures expérimentales de
déformations permettront de déterminer si ce procédé permet de conserver un champ de
contraintes résiduelles important en surface des éprouvettes aprés leur refroidissement

complet.
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Figure 2.10 : Variation de la température a la surface et au centre de Péprouvette
de calibration d’acier 304L pour un chauffage a 115° (0,98 seconde)
suivi d’une trempe thermique

2.3 Mesure des contraintes résiduelles induites

Dans cette section, les mesures de contraintes résiduelles effectuées sur les
éprouvettes chauffées sont présentées. Trois méthodes sont utilisées pour détecter la
présence de contraintes résiduelles. La méthode de la coupe est d’abord utilisée afin de
mesurer 1’état de contraintes résiduelles induit par le chauffage en surface des
éprouvettes. Ensuite, des essais de traction sont effectués afin de déterminer si le
comportement de 1’éprouvette en traction est affecté par la présence de contraintes
résiduelles. En effet, I’écoulement du matériau devrait étre atteint plus rapidement si des
contraintes résiduelles sont présentes dans la section de 1’éprouvette. Finalement, la

méthode du percage est utilisée afin de valider les résultats des deux autres méthodes.

2.3.1 La méthode de la coupe

La premiere méthode utilisée afin d’évaluer les contraintes résiduelles introduites
en surface des éprouvettes CI_2 et CI_3 est la méthode destructive de la coupe. Une fois
le chauffage terminé, les éprouvettes sont instrumentées avec des jauges

extensométriques, tel qu’illustré a la figure 2.11.
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La figure 2.11 illustre la position de la rosette 45° de type WK-06-060WR-350
collée sur I’éprouvette aprés chauffage. Celle-ci est positionnée a une distance de 1,5
mm du centre de I’éprouvette. Le circuit de conditionnement des jauges utilisé est le
P3500 de Vishay. Aprés installation des jauges, les éprouvettes sont coupées au niveau
de leur section centrale a I’aide d’une trongonneuse a trés basse vitesse d’avance. La
région située prés de la coupe est refroidie par deux jets d’eau. Les déformations

mesurées lors de la redistribution des contraintes résiduelles sont notées.
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Figure 2.11 : Positionnement de la rosette pour la coupe

La coupe de I’échantillon a été¢ amorcée dans la zone opposée a la jauge. Lors de la
coupe de I’éprouvette CI 2, un bris de lame est survenu lorsqu’il ne restait qu’un
millimétre de coupe a effectuer. Ce bris est probablement dfi aux contraintes résiduelles,
puisqu’une coupe de la méme éprouvette dans une zone non chauffée (prés des filets)
n’a occasionné aucun bris. La rosette étant située dans la région du bris, elle a subi des
déformations plastiques causées par le bris de la lame et les résultats obtenus sont

invalides puisque aucune mesure en temps réel n’a été effectuée.

Afin d’éviter ce probléme dans le cas de 1’éprouvette C1_3, la coupe a été amorcée
dans la région prés de la rosette. Ainsi, un bris de lame dans le dernier ligament n’aurait
pas une grande influence sur les résultats obtenus. Une lecture en temps réel des résultats

a permis de suivre 1’évolution des mesures. Deux bris de lame ont été observés. Un
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premier bris est survenu lorsqu’il restait environ un millimétre de coupe a effectuer. Les

vitesses d’avance étaient de 0,025 et 0,010 mm/sec respectivement lors des bris.

Les mesures finales de déformation sont présentées a la figure 2.12. Les
déformations mesurées étant des déformations de tension, elles révelent la présence
d’une contrainte résiduelle de compression dans la direction axiale de 1’éprouvette. La
loi de Hooke (E = 200 GPa, v = 0,3, Sy = 220 MPa et o; = 17, = 1o = 0) et une
réorientation des contraintes permettent de calculer 1’état de contrainte résiduelle
existant avant le pergage au point de la rosette a partir de ces déformations. Ces résultats
sont indiqués au tableau 2.3. La direction axiale est notée z, la direction circonférentielle

@ et 1a direction radiale r.

Tableau 2.3 : Ktat de déformation et de contrainte a la surface de 1’éprouvette
d’acier 304L CI 3 ayant subi un chauffage suivi d’une trempe

Déformations en ym/m Contraintes en MPa
&=-428 o;=-98,04
&9=-60 op=-41,42
& =209 =0
Y0=-5 79=-0,38

Yor = 0 g — 0
%2 =0 5,=0
A 0
£ = 249um/m

YN

/ &= 428“1’11/11’1

€, = 23%um/m

Figure 2.12 : Déformations de relaxation mesurées lors de la coupe de CI_3
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Les résultats obtenus indiquent donc des contraintes résiduelles de compression en
surface pour le cas ou I’éprouvette subit une trempe. Comme les résultats sont contraires
aux résultats attendus, d’autres méthodes de mesure seront utilisées pour les valider.
Deux nouvelles éprouvettes, CI 4 et CI 5, sont chauffées et trempées. Un essai de
traction et des mesures de contraintes résiduelles par la méthode du percage du trou
seront ensuite effectués sur ces éprouvettes afin de valider les mesures obtenues avec la

méthode de la coupe.

hY

2.3.2 Détection des contraintes résiduelles a P'aide d’essais de
traction

Trois essais de traction sont effectuéssoit sur deux éprouvettes libres de
contraintes résiduelles (T1 et T15) ainsi que sur une €prouvette chauffée par le systéme
de chauffage par induction (CI_4). La déformation est mesurée a 1’aide d’un
extensomeétre. Les courbes de traction des trois éprouvettes sont semblables (voir figure
2.13). Pour détecter une différence entre la courbe de CI 4 et celles des deux autres
éprouvettes, il est nécessaire d’augmenter la résolution de la courbe dans la zone

élastique de ’essai (figure 2.14).

La figure 2.14 montre que les modules de Young mesurés sont égaux pour les trois
échantillons (E = 200 GPa). En effet, cette propriété est intrinséque au matériau et n’est
pas affectée par 1’état de contrainte. Cependant, on remarque que 1’éprouvette CI 4
plastifie avant les deux autres éprouvettes. Ce phénomeéne s’expliquerait par la présence
de contraintes résiduelles de tension dans I’éprouvette, contraintes qui, en s’ajoutant au

chargement, accélérent 1’écoulement du matériau.

Afin de s’assurer que le chauffage par induction ne modifie pas la microstructure
du matériau, des métallographies sont effectuées sur 1’éprouvette CI 3. L’annexe D
présente quatre photos montrant la microstructure de 1’acier 304L avant et apres le
chauffage, pour des coupes transversale et axiale. La comparaison de ces

métallographies démontre que la microstructure de 1’acier austénitique n’est pas affectée
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par le chauffage par induction. Le chauffage est beaucoup trop rapide, ce qui permet
d’éviter la croissance des grains d’austénite. Cette observation a également été
confirmée par des mesures de microdureté effectuées au niveau de la section centrale
d’une éprouvette chauffée et d’une autre non chauffée. Les résultats n’ont révélé aucune
influence du chauffage sur la dureté du matériau et il est confirmé que la microstructure

de I’acier n’est pas modifiée.
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Figure 2.13 : Courbes de traction & la température ambiante de trois éprouvettes
d’acier 304L, dont I’une a été préalablement chauffée par induction,
courbes entiéres

Deux zones de striction sont observées lors de 1’essai de traction de CI_4. FElles se
situent aux limites de la bobine du chauffage par induction. Puisque I’analyse
microstructurale du matériau de 1’éprouvette CI_3 ne montre aucun changement de
microstructure, cet effet ne peut étre causé que par la triaxialité des contraintes

résiduelles dans ces deux zones. Il sera donc nécessaire d’utiliser des éprouvettes a
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section variable (type sablier) lors des essais de fatigue afin de s’assurer que 1’ amorgage

de la fissure aura lieu dans la section centrale de 1’éprouvette.
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Figure 2.14 : Courbes de traction a la température ambiante de trois éprouvettes
d’acier 304L, dont ’une a été préalablement chauffée par induction,
dans la région du domaine élastique

L’essai de traction indique que des contraintes résiduelles sont introduites dans
I’éprouvette lors du chauffage et de la trempe, mais il ne permet pas de déterminer la

valeur et le signe de ces contraintes en surface.

2.3.3 La méthode du trou

La méthode du trou a été utilisée pour vérifier la validité des résultats obtenus par
la méthode de la coupe et par les essais de traction. Cette méthode de mesure des
contraintes résiduelles a été développée pour des surfaces planes d’un corps aux grandes

dimensions. Puisque la forme de D’éprouvette est trés éloignée de cette géométrie
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idéalisée, les résultats obtenus ne permettent pas de calculer les contraintes réelles.
Toutefois, les résultats peuvent donner une idée qualitative des contraintes résiduelles en

surface.

L’éprouvette CI_5 est instrumentée d’une rosette afin de mesurer les déformations
de relaxation des contraintes résiduelles lors du pergage d’un trou dans sa partie centrale.
Le percage est pratiqué au niveau de la section centrale de 1’éprouvette a ’aide d’un
appareil RS-200. La meéche utilisée posséde un diamétre de 0,79 mm (0,031") Les
mesures sont ensuite traitées selon la note technique de Vishay Measurement Group

(1993).

Le montage utilisé afin de percer 1’éprouvette et de mesurer les déformations de
relaxation est présenté a la figure 2.15. L’ éprouvette est instrumentée d’une rosette a 45°
de type EA-06-031RE-120. Les jauges de la rosette sont orientées de fagon a ce que la
jauge c soit parall¢le a la direction axiale de 1’éprouvette (voir figure 2.16). L’éprouvette
est ensuite fixée dans les machotres d’un étau. Le RS-200 est collé sur 1’étau a ’aide
d’une colle spéciale (voir figure 2.17). Le systéme d’acquisition et de conditionnement

utilisé est le P3500 branché en quarts de pont indépendants sur chaque jauge.

Les résultats bruts de percage sont présentés a I’annexe E. Les déformations
mesurées sont positives, ce qui confirme que 1’état de contrainte en surface de

I’éprouvette est en compression. Les résultats obtenus par la coupe sont donc confirmés.

La figure 2.18 présente la distribution des contraintes principales obtenue en
utilisant la méthode de calcul de la contrainte uniforme équivalente présentée par Vishay
Measurement Group (1993). Les résultats ne donnent qu’une idée qualitative de la
distribution des contraintes résiduelles en surface de CI 5. Les valeurs calculées
correspondent a la contrainte résiduelle uniforme qui causerait les déformations

mesurées pour une profondeur de percage équivalente dans le cas d’une surface plane.
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Figure 2.15 : Montage pour le percage

a b/ a50°

Figure 2.16 : Positionnement de la rosette pour le percage
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Figure 2.17 : Fixation du RS-200

Les deux contraintes principales sont en compression contrairement a ce qui est
désiré pour cette étude. Leur orientation respective n’est pas donnée, puisque celle-ci
varie fortement en fonction de la profondeur de pergage. Cette variation d’orientation
des contraintes principales s’explique par un état de contrainte trés preés de 1’état
équibiaxial parfait. Les contraintes résiduelles mesurées augmentent rapidement au
début du percage et diminuent ensuite pour se stabiliser. On a donc un phénoméne qui
introduit des contraintes résiduelles trés élevées dans une mince couche de matériau,
comme il est attendu lors de I'utilisation du chauffage par induction a haute fréquence,
mais de signe contraire a ce qui est recherché. La diminution de 1’intensité des
contraintes en s’approchant de la surface s’explique probablement par les déformations
plastiques de compression créées lors du chauffage, qui induisent des contraintes
résiduelles de tension au refroidissement. La superposition de ces contraintes en tension
a celles en compression dues a la trempe aurait pour effet de réduire ’intensité des

contraintes résiduelles dans cette zone. Cette distribution de contrainte confirme donc



65

que des déformations plastiques sont produites en surface suite au chauffage et a la

trempe des éprouvettes.
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Figure 2.18 : Variation des contraintes résiduelles principales calculées a I’aide de la
méthode de la contrainte uniforme équivalente pour une éprouvette d’acier
304L chauffée par induction puis trempée dans ’eau

2.3.4 Analyse des résultats

Les résultats des mesures de déformation obtenus a I’aide de la méthode de la
coupe, des essais de traction et de la méthode du trou confirment que des contraintes
résiduelles sont introduites dans 1’éprouvette lors de son chauffage et de sa trempe.

Toutefois, ces contraintes sont en compression et non en tension tel que désiré.

La figure 2.19 schématise les divers phénomeénes mécaniques subis par
I’éprouvette. Elle présente 1’évolution de la contrainte axiale en surface de I’éprouvette
dans le temps. Tout d’abord, le chauffage par induction provoque la dilatation thermique
d’une mince couche de matériau. Cette couche est maintenue en compression par le reste
du matériau et si la quantité de chaleur dissipée par effet joule est suffisante, la
contrainte peut atteindre la limite d’élasticité et provoquer des déformations plastiques
en compression. Apreés le chauffage, le refroidissement de la surface de 1’éprouvette

provoque une contraction thermique de la surface et I’intensité de la contrainte en
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compression diminue. Lorsque 1’éprouvette est plongée dans 1’eau, au début de la
trempe, la diminution de ’intensité de la contrainte en compression est accélérée et
I’opposition du cceur, qui se refroidit moins vite que la surface, produit des déformations
plastiques en tension en surface. Des contraintes en tension sont alors créées en surface
de I’éprouvette. Le refroidissement subséquent du cceur de 1’éprouvette pendant la fin de
la trempe comprime le matériau en surface jusqu’a ce que I’équilibre soit atteint. A la fin
du procédé, il subsiste une contrainte de compression en surface. Ce sont ces contraintes

qui ont été mesurées a I’aide des méthodes de la coupe et du trou.

4 Contrainte
0 >
Temps
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ext =650°C
Tint=450°C

Text =800°C

Tint=200°C

Chauffage Début de Finde
parinduction la trempe latrempe

Figure 2.19 : Schématisation de I’historique de la contrainte axiale dans le cas de la
trempe

Pour obtenir des contraintes résiduelles de tension en surface des éprouvettes apres
refroidissement, il est donc nécessaire d’éliminer la trempe dans ’eau. La figure 2.20
montre 1’historique mécanique d’une éprouvette chauffée et ensuite refroidie a I’air
libre. Le chauffage par induction provoque la dilatation thermique d’une mince couche
de matériau. Cette couche est maintenue en compression par le reste du matériau et si la
quantité de chaleur dissipée par effet joule est suffisante, la contrainte en compression

peut atteindre la limite d’¢lasticité réelle o, du matériau (limite du domaine élastique) et
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provoquer ainsi des déformations plastiques. Aprés le chauffage, le refroidissement de la
surface de 1’éprouvette provoque une contraction thermique de la surface plus rapide que
celle du ceeur et I’intensité de la contrainte en compression diminue. A la fin, le retour
¢lastique entralne une contrainte en tension en surface a cause des déformations

plastiques de compression qu’elle a préalablement subies.

A Contrainte
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0 »

Temps
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Chauffage Refroidissementa
parinduction I'air libre

Figure 2.20 : Schématisation de I’historique de la contrainte axiale sans I’utilisation
d’une trempe

2.4 Dosage des contraintes résiduelles en utilisant la circulation
d’un fluide caloporteur

En tenant compte des diverses observations faites lors des études préliminaires, un
nouveau banc d’essai est développé pour introduire des contraintes résiduelles de tension

en surface d’éprouvettes de fatigue.

Puisque la température maximale atteinte par le coeur de 1’éprouvette doit étre
limitée afin d’éviter des mécanismes de restauration activés thermiquement qui

pourraient diminuer la valeur des contraintes résiduelles, voire les éliminer, un fluide
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caloporteur circulant dans un canal pour refroidir I’éprouvette pendant le chauffage est

utilisé.
2.4.1 Montage expérimental

Le diamétre du canal central traversant 1’éprouvette a été limité a 2,39 mm
(0,094") afin de conserver un gradient thermique acceptable dans 1’épaisseur de
I’éprouvette lors du chauffage, ce qui limite fortement le niveau des débits pouvant étre
atteint. L’éprouvette utilisée lors de la prise de mesures a également été munie d’un trou
d’un diameétre de 0,5 mm (0,02") et & une distance de 1,96 mm (0,077") du centre de
I’éprouvette, c’est-a-dire a une profondeur de 0,76 mm (0,03") sous la surface du canal
afin d’y introduire un thermocouple. Le dessin de définition de 1’éprouvette est illustré a

I’annexe C (figures C.3 et C.4).

Des essais ont été accomplis avec plusieurs fluides caloporteurs tels 1’huile,
1’antigel et I’eau de I’aqueduc. Cette derniére s’est avérée étre la plus efficace des fluides
considérés. La figure 2.21 montre le montage final utilisé lors du dosage des contraintes
résiduelles dans les éprouvettes de fatigue. L éprouvette est confinée dans un volume a
atmosphere contrdlée délimité par une bouteille de plastique. Cette précaution est prise
afin d’éviter la formation d’oxyde en surface lors du chauffage. Une altération de 1’état
de surface de I’éprouvette pourrait influencer son comportement en fatigue et négliger
cet aspect pourrait rendre les résultats d’essais de fatigue inexploitables. Le gaz utilisé

pour purger 1’oxygene de 1’air est de 1’argon purifié.

11 faut toutefois mentionner que 1’atmosphére contrdlée a été ajoutée une fois le
fluide caloporteur sélectionné et le dosage des contraintes résiduelles optimisé.
Néanmoins, toutes les éprouvettes utilisées lors des essais de fatigue ont été chauffées
dans cette atmosphere d’argon. Dans tous les cas, 1’état de surface a été observé apres le
chauffage et, a chaque fois que 1’éprouvette présentait des traces d’oxydation en surface,

elle était rejetée.
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Figure 2.21 : Photo du banc d'essai utilisé pour le dosage des contraintes résiduelles

Le montage de la figure 2.21 permet d’étudier de fagon rigoureuse 1’influence des
contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de I’acier 304L. En effet, toutes les variables
affectant la vie en fatigue d’une piéce mécanique autres que cette derniére sont
maintenues constantes. D’une part, 1’utilisation d’une éprouvette de laboratoire plut6t
que de pi¢ces complexes élimine les influences de la géométrie et de 1’effet d’entaille et

d’autre part, la microstructure de 1’acier 304L n’est pas modifiée par le chauffage.

2.4.2 Variation temporelle du champ de température

Une fois que le fluide caloporteur permettant la meilleure extraction de chaleur a
été déterminé, les parametres du procédé de chauffage par induction peuvent étre ajustés
afin de doser les contraintes résiduelles induites en surface de 1’éprouvette. Pendant les
essais, la puissance de 1’appareil est maintenue a sa valeur maximale afin d’utiliser la
capacité compléte de la machine et d’induire ainsi le gradient thermique le plus élevé qui
puisse étre généré. La seule variable a optimiser est donc le temps de chauffage. Celui-ci

doit étre ajusté en considérant les deux aspects importants suivants :
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» I’écart de température maximal atteint entre la surface et le cceur de I’éprouvette ;

> la température maximale atteinte au coeur de 1’éprouvette.

D’une part, il est important de maximiser le gradient thermique induit dans la
section centrale de I’éprouvette afin de provoquer une plastification du matériau
suffisasmment importante pour produire des contraintes résiduelles d’intensité
appréciable. L’écart de température entre la surface et le ceeur de I’éprouvette étant une
mesure directe de ce gradient, la durée de chauffage doit étre réglée de fagon a obtenir

une valeur élevée pour cette variable.

D’autre part, les propriétés mécaniques de 1’acier 304L diminuent lorsque la
température augmente. La figure 2.22 montre la diminution de la limite d’élasticité et du
module d’Young subie par 1’acier 304L lorsqu’il est chauffé. Ces mesures proviennent
des résultats d’essais de traction effectués a diverses températures qui seront présentés
au chapitre 3. Il est donc important de limiter la température maximale atteinte au centre
de I’éprouvette afin d’éviter une chute des propriétés mécaniques de 1’acier qui aurait
comme conséquence de diminuer les contraintes résiduelles induites. Deux cas
problématiques peuvent étre rencontrés. Tout d’abord, il faut éviter que la température
de stabilisation de I’éprouvette ne soit trop élevée. En effet, la température a laquelle la
section de 1’éprouvette s’uniformise ne doit pas €tre supérieure a 400 °C environ. Dans
le cas contraire, la faible limite d’élasticit¢é du matériau pourrait favoriser des
phénoménes de recouvrement tel le fluage et les déformations plastiques ainsi créées
diminueraient fortement I’intensité des contraintes résiduelles produites par le chauffage
par induction. L’autre situation a éviter est celle ol la température du cceur de
I’éprouvette atteint environ 600 °C, tout en demeurant inférieure a la température de la
surface. La faible rigidit¢é du matériau diminuerait considérablement 1’intensité des
contraintes thermomécaniques induites et une plus grande proportion des déformations
issues de la dilatation du matériau serait de nature élastique. La redistribution des
contraintes lors du refroidissement ne résulterait donc qu’en de faibles contraintes

résiduelles, puisque la majorité des déformations seraient réversibles.
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Figure 2.22 : Variation de la limite d’écoulement et du module de Young de I’acier
304L en fonction de la température

Des essais sont effectués en laboratoire afin de déterminer quelle est la durée de
chauffage optimisant ces deux variables importantes. Un thermocouple de type K est
soudé par point en surface de 1’éprouvette, au niveau de sa section centrale. Afin
d’évaluer la température atteinte au cceur de 1’éprouvette, un autre thermocouple est
inséré dans le petit trou de 1’éprouvette de calibration (voir figure C.3 de I’annexe C) et
est maintenu en position par un serrage mécanique. La valeur approximative de 1’écart
de température entre la surface et le coeur de 1’éprouvette ainsi que la température
maximale atteinte au centre de sa section centrale peuvent donc étre mesurées a 1’aide

d’un systéme d’acquisition de données.

Les figures 2.23 a 2.25 correspondent aux mesures de température effectuées pour
trois durées de chauffage différentes. Ces durées ont été fixées a 0,8, 1,4 et 1,8 seconde
respectivement sur la minuterie numérique ajoutée aprés les essais préliminaires. Bien
que plusieurs autres essais aient été enregistrés, ceux-ci sont sélectionnés, car ils
correspondent a des optimisations différentes des deux variables mentionnées plus haut,

soit I’écart de température et la température maximale atteinte au cceur de 1’éprouvette.
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On remarque que le temps de chauffage mesuré expérimentalement ne correspond
pas au temps réglé sur la minuterie. Le temps de chauffage réel est inscrit sur le
graphique et lui est supérieur d’environ 0,1 seconde. Une analyse du comportement de la
minuterie a montré que pour cinq essais effectués a une durée fixée a 1,4 seconde, la
moyenne de la réponse de la minuterie est de 1,537 seconde et I’écart type mesuré est de
0,044 seconde. La variabilité de la durée contrélée par le chronométre est donc beaucoup
trop grande par rapport au temps visé. Afin d’obtenir des résultats plus précis et plus
fideles, il sera nécessaire de remplacer cette minuteriec par une autre, davantage

appropriée a la situation.

Le temps de chauffage le plus court (0,91 seconde) engendre le plus petit des
écarts de température entre la surface et le centre de 1’éprouvette, soit 400 °C (voir
figure 2.23). Les températures n’atteignent jamais une valeur supérieure a 500 °C et
celle du cceur est limitée a environ 200 °C. Les propriétés mécaniques du matériau sont
donc bien conservées et ce réglage est susceptible d’induire de fortes contraintes
résiduelles si 1’écart de température de 400 °C s’avere étre suffisamment élevé pour

provoquer d’importantes déformations plastiques.

Dans le cas du temps de chauffage le plus long (1,94 seconde), 1’écart de
température atteint une valeur de 581 °C. Toutefois, la température maximale au cceur
est de 563 °C et les propriétés mécaniques subissent donc une forte diminution qui
pourrait s’avérer étre néfaste. La figure 2.25 montre que 1’augmentation de 1’écart de
température est trés faible aprés environ 1,4 seconde de chauffage. Cela suggére donc
qu'un essai effectué a cette durée pourrait permettre de diminuer les températures

atteintes tout en conservant un écart de température élevé.



73

—>X— Température en surface

Ecart de température

—©— Température sous la surface du canal

Durée de chauffage de 0,91 seconde

1200 I S , T — 1200

1000 F : ' i ' - 1000
. | m-
8
o -
a 800 -1 800 &
2 T
53 3
@ S
2 600 ~{ 600 3
o <
2 2
g 400 - 400 g
= )
c

200 ] 200

0 0
0 1 2 3 4 5

Temps (Secondes)

Figure 2.23 : Variation temporelle des températures en surface et sous la surface
du canal d’un échantillon d’acier 304L pour un chauffage d’une
durée de 0,91 seconde
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Figure 2.24 : Variation temporelle des températures en surface et sous la surface
du canal d’un échantillon d’acier 304L pour un chauffage d’une
durée de 1,50 seconde
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Les résultats de 1’essai de chauffage d’une durée de 1,50 seconde sont présentés a
la figure 2.24. L’écart de température atteint est de 630 °C, ce qui est supérieur a 1’écart
observé précédemment pour une durée de chauffage de 1,94 seconde. Ce résultat est tres
surprenant puisqu’un temps de chauffage inférieur ne peut vraisemblablement pas
produire un gradient de température plus élevé pour une méme puissance de chauffage.

Il est donc nécessaire d’analyser en détail les résultats obtenus.
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Figure 2.25 : Variation temporelle des températures en surface et sous la surface
du canal d’un échantillon d’acier 304L pour un chauffage d’une
durée de 1,94 seconde

La figure 2.26 présente la variation temporelle de la température en surface de
I’éprouvette mesurée pour chacun des trois essais de chauffage. L’analyse de ces
résultats met en évidence I’effet du changement de 1’état de surface de 1’éprouvette
utilisée pour la mesure des températures a différentes durées de chauffage. En effet, la
méme éprouvette a été utilisée pour les trois essais sans aucune atmosphére de
protection. Il en résulte qu’une des trois courbes, en I’occurrence celle d’une durée de
chauffage de 1,50 seconde, a un comportement légérement différent pendant le

chauffage. L’explication est simple. Le premier essai effectué est précisément celui
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d’une durée de 1,50 seconde. La température atteint alors une valeur de 961 °C et la
surface s’oxyde légérement. Cela explique le changement de comportement de
I’éprouvette lors du chauffage suivant. L’essai a 0,91 seconde est accompli et le
changement de comportement est observé. Au cours de cet essai, 1’état de surface
demeure toutefois inchangé, car la température n’atteint que 500 °C en surface. Les
mesures de 1’essai d’une durée de 1,94 seconde épousent donc parfaitement celles de

’essai de 0,91 seconde pendant la durée du chauffage.
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Figure 2.26 : Superposition des mesures des trois essais

L’analyse du graphique 2.26, en considérant I’erreur causée par 1’altération de la
surface de 1’éprouvette, laisse supposer que la durée optimale du chauffage est d’environ
1,4 seconde puisque le gradient atteint alors un maximum et que la température
maximale interne est inférieure a 500 °C. Toutefois, le comportement thermomécanique
¢lasto-plastique de I’éprouvette est difficile a prévoir et seules des mesures
expérimentales de contraintes peuvent permettre de déterminer avec assurance quelle est
la durée optimale pour induire des contraintes résiduelles a 1’aide de ce systétme de

chauffage par induction.
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2.4.3 Mesure des contraintes résiduelles induites

Afin de déterminer la durée de chauffage induisant le champ de contraintes
résiduelles d’intensité la plus élevée, des mesures de contraintes sont effectuées sur trois
éprouvettes creuses ayant subi un chauffage d’une durée différente (0,8, 1,4 et 1,8 sec).

La méthode du trou et la méthode de la diffraction des rayons X ont été utilisées.

a) La méthode du percage

La premi¢re méthode utilisée pour mesurer les contraintes résiduelles dans les
échantillons est celle du pergage. Quatre éprouvettes ayant subi des historiques
thermiques différents sont instrumentées d’une rosette de type EA-06-031RE-120 a leur
section centrale pour mesurer les déformations causées par la relaxation des contraintes
résiduelles. Les caractéristiques du chauffage subi par les éprouvettes avant le pergage
sont indiquées au tableau 2.4. L’éprouvette CI 1 donne un état de référence qui
correspond a 1’état de 1’échantillon apreés son usinage. Aucun traitement de surface n’a
été¢ effectué sur les échantillons aprés leur usinage et la présence de contraintes
résiduelles issues du procédé de tournage est trés probable. De plus, aucune atmosphére

de protection n’a été utilisée lors du chauffage des éprouvettes.

Tableau 2.4 : Historique des éprouvettes percées

. : Caractéristiques du chauffage
Eprouvette Etat Puissance Durée (Secondes)
Cl 1 - Tel que regue - -
Ccl 9 - Chauffage maximale 0,8
- - Circulation eau
I 10 - Chauffage maximale 1,4
- - Circulation eau
I 12 . Chauffage maximale 1,8
- - Circulation eau

Les résultats obtenus lors du pergage de 1’éprouvette CI 10 sont présentés a la
figure 2.27 a titre d’exemple. Les résultats du pergage des autres éprouvettes sont

présentés a 1’annexe E. Les résultats de pergage comportent trois graphiques. La figure
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2.27a présente la variation des déformations mesurées au cours du percage de
I’éprouvette C1_10 en fonction de la profondeur du trou. L’état de contrainte calculé par
la méthode de la contrainte uniforme équivalente de la note technique de Vishay est
illustrée a la figure 2.27b qui montre 1’orientation de la contrainte principale maximale
en fonction de la profondeur considérée et a la figure 2.27c qui donne I’intensité des
contraintes principales équivalentes calculées. A la figure 2.27b, Iorientation de la
contrainte principale est donnée par rapport a la direction circonférentielle, notée 8. Tous
les points sur une circonférence de ce graphique sont & la méme profondeur, c’est-a-dire
que la profondeur de percage est indiquée par la position radiale du point expérimental.
I1 est important de noter que ces contraintes équivalentes sont obtenues en considérant
une géométrie idéalisée et que ces résultats ne sont que qualitatifs. Afin d’obtenir des
valeurs de contrainte exactes, il serait nécessaire de développer les équations relatives a
cette géométrie particuliere a l’aide de la méthode du calcul par éléments finis
(Lanteigne et al, 2001). Cette méthode ne sera pas développée ici & cause d’une

limitation de la méthode du pergage qui sera mentionnée plus loin.

Un premier survol des résultats de la figure 2.27 et de ceux de ’annexe E révéle
que, dans tous les cas traités, les contraintes calculées pour des profondeurs inférieures a
64 microns (0,0025") sont plus faibles en surface qu’en profondeur. Cette derniére
observation est contraire a la distribution de contrainte attendue, en particulier pour les
contraintes induites par le chauffage par induction qui sont normalement maximales en
surface; ce comportement inhabituel peut étre expliqué par la géométrie de 1’éprouvette.
En effet, comme la surface est courbe, presque aucun matériau n’est enlevé durant les
premiers microns de percage a cause de la faible zone de contact entre la méche et la
surface. La relaxation des contraintes est alors faible et peu de déformations sont
mesurées par les jauges. Les résultats du percage ne sont donc pas interprétables. A
partir d’une profondeur d’environ 60 microns, la profondeur de pergage accomplie avant
la pleine pénétration de la meéche dans le matériau ne représente que 40% de la distance
totale parcourue et ’importance de cet effet sur les résultats a fortement diminué.

L’interprétation des mesures de percage est donc possible.
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Déformations mesurées lors du pergage de CI_10 Orientation de la contrainte principale ¢1 de CI_10
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Figure 2.27 : Résultats du percage de CI _10: a)Variation des déformations
mesurées en fonction de la profondeur de percage b) Variation de
Porientation de la contrainte principale par rapport a la direction
circonférentielle ¢) Variation des contraintes principales calculées a
I’aide de 1a méthode de la contrainte uniforme
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Une autre transition semble se produire a une profondeur d’environ 250 microns
(0,0098"). La distribution des contraintes résiduelles se stabilise et 1’état de contrainte
équivalent mesuré ne varie plus. Il faut cependant noter que cette valeur moyenne n’est
que qualitative et qu’en aucun cas, la valeur des contraintes résiduelles réelles ne peut
étre estimée par cette méthode & cause des hypothéses utilisées lors du développement
des calculs. Dans le cas de profondeurs supérieures a 250 microns, la forme des
distributions de contraintes peut étre considérée comme une bonne approximation de la
réalité, mais D'intensité de ces contraintes est erronée. Celle-ci peut toutefois étre

comparée sur les différentes courbes.

L’analyse des résultats de pergage indique que les contraintes résiduelles induites
par le chauffage par induction sont en tension, tandis que celles dues a 1’usinage sont en
compression. En effet, la relaxation des contraintes résiduelles lors du pergage des
éprouvettes CI 9, CI 10 et CI 12 a provoqué des déformations de compression
indiquant D’existence de contraintes résiduelles de tension dans les éprouvettes. Au
contraire, dans le cas de I’éprouvette CI 1, les déformations en tension sont plus
importantes que celles en compression. Ces déformations de compression correspondent
vraisemblablement a ’effet de Poisson associ¢ aux déformations circonférentielles en
tension. Ceci est confirmé par le diagramme de contrainte qui indique une forte
contrainte tangentielle de compression et une contrainte axiale presque nulle. Cette
contrainte de compression dans la direction circonférentielle est due a 1’usinage de

I’éprouvette et constitue la mesure de référence pour les autres mesures.

Une autre observation peut €tre faite a partir des diagrammes de déformations.
Dans le cas des éprouvettes CI 9 et CI 10, les trois déformations enregistrées sont
approximativement égales, ce qui indique un état équibiaxial. Cela explique les valeurs
des angles obtenus pour la direction principale qui sont incohérentes. En effet, lorsque
I’état de contrainte est prés de 1’état équibiaxial parfait, I’angle de la contrainte
maximale est peu significatif et ne dépend que des erreurs de mesure ou des

imperfections expérimentales. Cet état de contrainte est vraisemblable, puisque le
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chauffage crée une dilatation thermique du matériau qui est alors restreinte de fagon

similaire selon les deux axes.

L’éprouvette CI_12 ne présente pas cette caractéristique commune aux deux autres
éprouvettes chauffées. La contrainte axiale mesurée (487 MPa) est en effet inférieure a
la contrainte circonférentielle (629 MPa). Comme dans les deux autres cas de chauffage,
cette premicre composante de contrainte est mesurée a environ 600 MPa, on conclut que
la poursuite du chauffage a provoqué la diminution de cette composante de contrainte.
La chute des propriétés mécaniques du matériau peut expliquer ce phénoméne. Comme
le cceur de 1’éprouvette atteint une température de 1’ordre de 600 °C (voir figure 2.25)
tout en demeurant inférieure a la température de la surface, la faible rigidité du matériau
diminue considérablement I’intensité¢ des contraintes thermomécaniques induites par le
chauffage et une plus grande portion des déformations est élastique. La redistribution
des contraintes apres le chauffage ne produit que de faibles contraintes résiduelles, car la
majorité des déformations sont réversibles. Un phénoméne similaire avait été observé
lors de I’étude portant sur 1’efficacité du traitement thermique effectué sur les roues de
turbines hydrauliques du groupe #10 de la centrale Beauharnois a réduire les contraintes
résiduelles (Lanteigne et al, 1998). Il avait alors été démontré qu’un séjour en haute
température pouvait provoquer la diminution d’une composante de contrainte orientée
selon une direction préférentielle, tout en n’affectant pas la composante de contrainte qui

lui est perpendiculaire. Aucune explication n’a toutefois été proposée par les auteurs.

Les valeurs de contraintes mesurées lors du percage ne peuvent étre utilisées
comme approximation a cause de la géométrie de 1’éprouvette qui posséde un faible
diameétre. Les valeurs finales calculées indiquent un état de contrainte trop élevé puisque
le petit volume de I’éprouvette procure moins de rigidité qu’une plaque aux grandes
dimensions. Les valeurs sont donc amplifiées, contrairement a ce qui est observé lors des

premiers incréments de percage.
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Une comparaison des différents graphiques démontre toutefois que la contrainte
axiale est plus élevée dans les éprouvettes CI 9 et CI_10. Afin de déterminer laquelle
des deux durées de chauffage est optimale (0,8 ou 1,4 seconde), une autre méthode qui
permet de mesurer la contrainte en surface de 1’éprouvette doit €tre utilisée, car c’est
cette contrainte qui détermine la vie en fatigue des éprouvettes. La méthode de percage,
quant a elle, ne permet pas de mesurer I’état de contrainte & des profondeurs inférieures
a 25 microns a cause des dimensions physiques de la méche. De plus, les mesures
obtenues avec le pergage sont des valeurs moyennes sur un incrément de profondeur et
ne permettent pas d’atteindre une résolution suffisante. Cette limitation explique
pourquoi les équations du percage, adaptées a cette géométrie, n’ont pas été

développées.
b) La méthode de la diffraction des rayons X

La méthode la mieux adaptée a la prise de mesures en surface des échantillons de
fatigue est celle de la diffraction des rayons X. En effet, cette méthode ne nécessite
aucun retrait de matiére pour mesurer I’état de contrainte en surface et la résolution de la
méthode est de ’ordre de 10 microns seulement. Elle permet donc de prendre des

mesures trés localisées et ce, trés pres de la surface.

Une variable importante a considérer est 1’état de préparation de la surface des
échantillons. En effet, les mesures aux rayons X sont trés sensibles a 1’état d’écrouissage
et d’oxydation de la surface du matériau. Puisque les éprouvettes ayant servi au pergage
n’ont pas été protégées dans un volume de gaz inerte pendant le chauffage, la surface
s’est 1égerement oxydée. Les mesures en seront donc affectées et il est difficile de
prévoir quel effet aura cette oxydation sur les résultats obtenus. Enlever une couche de
matériau permettrait d’éliminer cet oxyde, mais pourrait cependant altérer
significativement la distribution des contraintes résiduelles en surface, puisque les
contraintes résiduelles induites lors du chauffage sont concentrées dans une mince

couche de matériau. Comme 1’objectif premier de cette prise de mesure est de comparer
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deux niveaux de chauffage (0,8 et 1,4 seconde) et de déterminer ainsi quelle est la durée
induisant le niveau de contrainte le plus élevé, il n’est pas nécessaire d’obtenir de
valeurs précises. Une simple comparaison pourra permettre de déterminer quelle durée
de chauffage provoquera les plus fortes contraintes résiduelles. Il a donc été décidé
d’effectuer les mesures, malgré la présence d’oxyde, sur les éprouvettes percées au
préalable. La présence d’une couche d’écrouissage d’usinage n’est pas problématique,
puisque I’éprouvette CI 1 sera soumise aux rayons X et fournira la mesure de référence.
Des mesures plus précises de contrainte seront accomplies lors de la validation de la

modélisation numérique du chauffage par induction au chapitre 3.

La figure 2.28a montre la localisation de la prise de mesure sur 1’éprouvette ainsi
que la convention d’angle utilisée. De plus, une photo montre le montage expérimental a
la figure 2.28b. Les mesures ont été effectuées par ’entreprise ontarienne Profo
Manufacturing Ltd. Les résultats obtenus sont présentés dans le tableau 2.5. L’état de
contrainte mesuré est donné pour les cinq éprouvettes. Les quatre premiéres sont celles
étudiées précédemment, tandis que la derniere, CI 5, est I’éprouvette qui avait été
percée suite a une trempe aprés chauffage sans circulation d’un fluide caloporteur (voir
section 2.3.3). Cette éprouvette avait été chauffée pendant une seconde sans circulation
de fluide caloporteur et avait été trempée a 1’eau immédiatement aprés le chauffage. Des

contraintes résiduelles de compression avaient été détectées par la méthode du percage.

Les résultats confirment tout d’abord que I’éprouvette témoin, CI 1, contient des
contraintes résiduelles de compression en surface introduites par 1’usinage. Ces
contraintes sont trés €levées et reflétent la couche fortement écrouie due a I’usinage de
I’éprouvette. Cet état de contrainte est la référence a partir de laquelle chaque éprouvette

a subi son chauffage.

Dans 1’éprouvette CI 5, des contraintes résiduelles sont également mesurées, tel
qu’indiqué par la méthode du pergage lors des travaux préliminaires. Ces contraintes

sont principalement dans la direction axiale et cette mesure confirme ce qui avait été
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observé plus tot. Cependant la valeur des contraintes n’est pas réaliste. En effet, la
contrainte équivalente calculée est de 539 MPa, ce qui est de I’ordre de la résistance a la
rupture en traction S, du matériau. Il semble donc que 1’état oxydé de la surface amplifie
les valeurs obtenues expérimentalement. Cette remarque s’applique aussi pour CI 9

(chauffage de 0,8 seconde) et CI_10 (chauffage de 1,4 seconde).

Pour les trois éprouvettes ayant subi le chauffage combiné a un refroidissement par
la circulation interne d’eau, on remarque que les valeurs des contraintes résiduelles
montrent les mémes tendances que celles obtenues lors du pergage. Ici encore, les temps
de chauffage qui induisent les contraintes résiduelles les plus élevées dans la direction
axiale sont de 0,8 et 1,4 seconde. Toutefois, la contrainte axiale est légérement
supérieure dans ’éprouvette chauffée pendant 1,4 seconde. Bien qu’il soit difficile
d’interpréter ces résultats conjointement avec ceux du pergage a cause de I’imprécision
des deux méthodes, elles confirment toutes deux qu’un temps de chauffage de 1,4
seconde est adéquat pour introduire les contraintes résiduelles dans les éprouvettes.
Cette durée de chauffage sera donc utilisée pour 1’étude de I’influence des contraintes

résiduelles sur la vie en fatigue de 1’acier 304L.

a)

Figure 2.28 : Prise de mesure de contraintes résiduelles par la diffraction des
rayons X a) Orientation des prises de mesure b) Montage
expérimental
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Tableau 2.5 : Contraintes résiduelles mesurées par la diffraction des rayons X

Etat de contrainte (MPa)
] Contrainte
# Etat Contrainte Contrainte . équivalente
) X : ; Cisaillement
circonférentielle axiale de Von
Miseés
CI 1 | Tel queregue -421 -347 -33 394
cr 9 | Chauffagede 639 463 50 580
— 0,8 sec
cr 19 | Chavffagede 526 644 51 602
- 1,4 sec
cr 12 | Chavifage de 216 218 .10 219
- 1,8 sec
cr 5 | Avee rempea 2260 480 -186 539
- I’eau

2.5 Conclusion

Dans ce chapitre, une procédure expérimentale de dosage des contraintes
résiduelles utilisant le chauffage par induction a été développée. Cette procédure devait
permettre d’étudier I’effet des contraintes résiduelles sur la résistance & la fatigue des

métaux, en isolant cet effet des autres parametres d’influence.

Tout d’abord, le procédé du chauffage par induction a été expliqué et il a été
démontré qu’une fréquence de chauffage de 360 kHz est suffisamment élevée pour
induire un gradient thermique important dans un échantillon de fatigue, puisque la
majorité de la puissance est alors dissipée dans une couche de 0,71 mm sous sa surface.
Le montage expérimental permettant de chauffer les éprouvettes de fatigue a 1’aide du
chauffage par induction a ensuite été décrit et une calibration a permis d’ajuster les
parameétres du chauffage maximisant le gradient de température dans 1’éprouvette. La
durée de chauffage optimale a été déterminée a 1 seconde lorsque la puissance est réglée

a sa valeur maximale.

Des éprouvettes ont ensuite ¢été chauffées en utilisant ces paramétres et des

mesures de contraintes résiduelles ont été effectuées pour valider la présence de
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contraintes résiduelles en surface des échantillons. La température maximale atteinte
dans 1I’éprouvette a été limitée en trempant 1’échantillon dans 1’eau aprés le chauffage
afin d’éviter une diminution excessive de ses propriétés mécaniques. Des mesures de
contraintes résiduelles effectuées a I’aide de la méthode de la coupe et de la méthode du
trou ont démontré que ce procédé (chauffage suivi d’une trempe) induit des contraintes

résiduelles de compression en surface des échantillons.

Un nouveau montage utilisant la circulation d’un fluide caloporteur au centre de
I’éprouvette a donc été développé afin d’éliminer la trempe du processus de chauffage.
Des mesures de température et de contraintes résiduelles ont permis de déterminer qu’un
chauffage de 1,4 seconde, dans ces nouvelles conditions, permet d’induire, en surface

des éprouvettes, des contraintes résiduelles en tension d’intensité importante.

Une fois le procédé de dosage optimis€, des contraintes résiduelles peuvent étre
introduites dans des éprouvettes de fatigue afin de mesurer leur effet sur la résistance de
I’acier 304L. L’analyse des résultats exige toutefois la connaissance du champ de
contraintes induit dans les éprouvettes lors du chauffage. Bien que des mesures
expérimentales puissent en donner un apercgu, aucune méthode ne permet de mesurer de
fagon précise 1’état de contrainte sur la section enticre de I’éprouvette. La distribution
des contraintes résiduelles sera donc estimée a 1’aide d’une modélisation numérique du
procédé de chauffage par induction. Une validation de ce modele sera faite a 1’aide de
mesures de contraintes résiduelles effectuées a 1’aide de la méthode de la diffraction des

rayons X. Ceci fait I’objet du chapitre 3.
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Chapitre 3

Simulation du chauffage par induction : distributions du champ électrique,
de température et de contraintes résiduelles

Dans ce chapitre, les travaux portant sur la simulation multiphysique du chauffage
par induction sont détaillés. Tout d’abord, une mise en contexte théorique est présentée.
Les systémes d’équations régissant les phénomeénes électromagnétique, thermique et
mécanique du chauffage par induction y sont décrits. Ensuite, une reformulation de ces
équations sous la forme matricielle, utilisée pour développer les logiciels de calcul par
éléments finis, est présentée. La méthode de couplage servant a résoudre simultanément
les équations électromagnétique, thermique et mécanique est également exposée. Deux
logiciels de calcul Fortran par €léments finis sont ensuite développés. Un premier
permettant de résoudre les problémes électromagnétique et thermique du chauffage,
Electromagnetiquethermique.f, et un second pour le phénoméne thermomécanique,
Mep.f. Les propriétés et paramétres utilisés lors de la simulation multiphysique du
chauffage par induction sont ensuite détaillés. Les distributions du champ électrique, de
température et de contraintes résiduelles sont calculées a 1’aide des deux logiciels.
Finalement, les résultats de simulation sont validés a 1’aide de mesures expérimentales

de température et de contraintes résiduelles et sont analysés.

3.1 Mise en contexte théorique

La simulation du procédé de chauffage par induction dans une piéce métallique
requiert la résolution de trois systémes d’équations, soit les équations de Maxwell
régissant la propagation des ondes électromagnétiques, 1’équation d’écoulement de
chaleur ainsi que les équations décrivant le comportement mécanique élasto-plastique
des matériaux. Dans cette section, le modéle mathématique du chauffage par induction

est présenté.
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3.1.1 Le modeéle électromagnétique

Le systtme d’équations permettant de résoudre tous les problémes
¢lectromagnétiques a été établi par Maxwell. Ces équations modélisent la propagation

des ondes électromagnétiques. Les équations de Maxwell sous la forme différentielle

sont :
Loi de Faraday :
VxE+ 9B =0 3.1
ot
Loi de Maxwell-Ampere :
VxH- D =J (3.2)
ot
Loi de Gauss :
V-D=p, (3.3)
Loi magnétique de Gauss :
V-B=0 (34)

Le symbole V x V indique le rotationnel du vecteur V et V - V représente la
divergence de V. E représente le vecteur champ électrique, B la densité de flux
magnétique, H le champ magnétique, D la densité de flux électrique, J la densité de
courant électrique, o. la densité de charge électrique et ¢ le temps. Trois de ces quatre
équations sont indépendantes et sont suffisantes pour résoudre les problémes de

propagation d’ondes €lectromagnétiques.

En plus des équations de Maxwell, les lois de comportement des milieux doivent

étre respectées :

D=¢ E 3.5)

B=uH (3.6)
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J=0 E (3.7)

em

Ces trois équations permettent de lier la densité de flux électrique D au champ électrique
E, la densité de flux magnétique B au champ magnétique H et la densité de courant J au
champ électrique E. Les propriétés électromagnétiques d’un matériau sont donc sa
permittivité électrique e.,,, sa perméabilité magnétique u et sa conductivité électrique

Oem-

La source de courant du chauffage par induction posséde une fréquence
généralement comprise entre 50 Hz et 10° Hz. Cette gamme de fréquence permet de
simplifier les équations de Maxwell a ’aide de I’approximation magnétique quasi-
statique (Bay et al, 2003). Cette approximation consiste a négliger le deuxi¢éme terme du

membre de gauche de 1’équation (3.2), c’est-a-dire a poser 1’égalité suivante :

oD
—=0 3.8
o 3.8)
Ce terme peut &tre négligé lorsque la distance entre la source de courant et le point ot le
champ électrique est calculé est inférieure a la longueur d’onde électromagnétique. C’est
le cas pour le chauffage par induction, puisque la fréquence est inférieure 4 10° Hz (Bay

et al, 2003).

Afin de résoudre le systeme, le terme de densité de courant peut étre séparé en

deux comme ci-dessous :

J=J +o E (3.9)

ou J; représente la densité de courant de la source et o,,E la densité de courant induit.
Finalement, en notant que la densité de charge électrique p.» est nulle, en remplagant le
champ H par B dans 1’équation (3.2) a I’aide de I’équation (3.6), en prenant le
rotationnel de 1’équation (3.1) et en y substituant I’expression obtenue pour le

rotationnel de B par I’équation (3.2), on obtient le systéme d’équations simplifié suivant

(Bay et al, 2003) :



89

O'ema—E+Vx —l—VxE -9 (3.10)
ot 7, ot

V-D=0 (3.11)

D=¢, E (3.12)

Dans le cas du chauffage par induction d’une éprouvette cylindrique, une
condition de symétrie par rapport a 1’axe longitudinal de I’éprouvette peut étre posée
afin de réduire la complexité du probléme. Une formulation axisymétrique du systéme
d’équations (3.10) a (3.12) a été développée afin de réduire les temps de calcul. Le
développement mathématique menant a I’équation (3.13) est présenté a 1’annexe F. Les
équations de Maxwell se résument alors a une seule équation dont 1’inconnue est le
champ électrique circonférentiel Ey lorsque le courant imposé est circonférentiel.

a%_v.(lvz%}lﬂ:—_a’s@ (3.13)

em

7 ur ot

O Jy est la composante circonférentielle de Js.

Afin de compléter la modélisation mathématique du chauffage par induction, il est
nécessaire d’étudier les conditions aux frontieres a I’interface entre deux milieux. La
figure 3.1 schématise une telle interface de normale n. Les conditions aux frontiéres

entre les deux milieux sont les suivantes (Jin, 1993) :

(3.149)
n-(D,-D,)=
En utilisant la loi de comportement (3.5), on trouve le systéme suivant :
nx(E,-E,)=0
(E,~E,) G.15)

n-(g

eml

E - gemZEZ) =0

Dans notre application, I’éprouvette est en acier 304L et la bobine est en cuivre.

Les trois milieux présents, soit 1’air, I’acier et le cuivre, ont donc la méme permittivité
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électrique, i.e. celle du vide. En introduisant &.,,;=&.m2=& dans les équations (3.15), on
trouve que la condition frontiére a I’interface est dans ce cas particulier :

E, =E, (3.16)

1y a donc une continuité du champ électrique a 1’interface entre deux milieux.

A
n

Medium 1
61 s “1

Figure 3.1 : Conditions aux frontiéres a I'interface de deux milieux (Jin, 1993)
3.1.2 Le modéle thermique

La modélisation mathématique de 1’écoulement de la chaleur dans 1’éprouvette
lors du chauffage par induction repose sur l’équation traditionnelle de transfert de

chaleur pour les matériaux isotropes :

oT

cppv—ét——V-(kVT)=Q (3.17)

Dans cette équation, T représente la température, c, la chaleur spécifique du
matériau, p, sa masse volumique et & sa conductivité¢ thermique. Q correspond a la
source de chaleur. Le comportement thermique du matériau est décrit par le membre de
gauche de I’équation. Le premier terme représente son inertie thermique, tandis que le

second correspond au transfert de chaleur sous forme de conduction.

La puissance de chauffage est due aux courants de Foucault induits par la source a

haute fréquence :
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Q = O-emE‘H2 (3 1 8)

Toutefois, puisque la période électromagnétique T est beaucoup plus petite que
I’incrément de temps utilisé dans le calcul thermique, on considére une source de
chaleur efficace plutét qu'une source de chaleur instantanée. Cette valeur de source
efficace est calculée a partir de la solution électromagnétique obtenue pour le régime

permanent et se calcule ainsi :
— 17
0=—[o,,E, dt (3.19)
T 0

En considérant o, constant sur la période 7, cette derniére équation peut étre réécrite de

la fagon suivante :

O=0,E, (3.20)

E, représente le champ électrique efficace calculé a partir d’'un cycle en régime

—_ 1 - )
E, = /? OIE,, dt (3.21)

Les conditions a imposer sur la fronti¢re du domaine de résolution du probléme

permanent :

thermique sont composées de flux de chaleur convectif et radiatif. A titre d’exemple, les
équations (3.22) et (3.23) donnent 1’expression des conditions aux frontiéres pour une

surface dont la normale est selon ’axe des x ;

q,=h(T,-T,)+oe(T'-T1.%) (3.22)
g, = L (3.23)
Ox g
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Le premier terme de 1’équation (3.22) représente le transfert de chaleur convectif,
tandis que le second correspond au transfert de chaleur radiatif. Le flux de chaleur
surfacique g, de la surface S est donc calculé a partir de la valeur particuliére de la
température de la surface T, de la température du fluide ambiant 7., du coefficient de
transfert de chaleur convectif 4, de 1’émissivité du matériau ¢ ainsi que de la constante
de Stephan-Boltzmann o. Ce flux de chaleur est ensuite imposé au modéle mathématique
en utilisant la relation existant entre ce dernier et le gradient de température dans la
direction x en surface (équation (3.23)). La constante de proportionnalité £ de cette

équation est la conductivité thermique du matériau.

3.1.3 Le modéle mécanique

Le chauffage par induction des éprouvettes axisymétriques a des fréquences
¢levées induit un fort gradient thermique dans la direction radiale. Puisque ce gradient
introduit des contraintes thermiques dans la piéce qui peuvent dépasser significativement
la limite d’élasticité du matériau, il est nécessaire de tenir compte de son comportement
¢lasto-plastique lors de la modélisation multiphysique du chauffage par induction. La
modélisation mécanique de 1’éprouvette doit incorporer les équations d’équilibre des
solides ainsi qu’un mode¢le rhéologique tenant compte du comportement élasto-plastique

des métaux.

a) Les équations d’équilibre
Les équations d’équilibre s’appliquant & un solide subissant une sollicitation

mécanique sont les suivantes :

(o N P +/.=0
Ty.to,, t7,. +f,=0 (3.24)

Tprt7,,+0,.+ £, =0

L’état de contrainte ¢ peut donc étre déterminé en tout point du solide en

solutionnant les équations (3.24) lorsque les forces volumiques f et les conditions aux



93

frontiéres sont connues. Il est toutefois nécessaire de connaitre la loi de comportement

du matériau reliant les contraintes aux déformations.

b) La loi de comportement élasto-plastique

Le modeéle mathématique permettant de représenter le comportement élasto-
plastique des métaux est décrit par Zienkiewicz et al (1969) dans le cadre de la
formulation d’une méthode de calcul par éléments finis. Lanteigne (2004) a adapté ce
modéle a la simulation bidimensionnelle du martelage de 1’acier au carbone A-516 et de
I’acier inoxydable 304L. Dans cette section, une synthése de ces deux documents est
faite afin de décrire le modéle mathématique permettant de modéliser le comportement

élasto-plastique.

Ce modele repose sur la formulation d’un critére F délimitant le domaine
d’élasticité dans I’espace tridimensionnel des contraintes. Ce critére est fonction de 1’état
de contrainte ¢ ainsi que d’un parametre x correspondant au niveau d’écrouissage du
matériau. La loi d’écoulement plastique F est écrite sous la forme d’une égalité et
I’écoulement plastique du matériau est possible uniquement lorsque le vecteur ¢ la

satisfait.

F({a},x)=0 (3.25)

Le vecteur o représente le tenseur de deuxiéme ordre des contraintes et s’exprime

de la fagon suivante dans un systéme de coordonnées cartésiennes :

{G}=|_O'1 O, 03 T Ty z'31JT (3.26)

La fonction F est également nommée potentiel de plasticité. Lorsque la fonction
est nulle, le comportement du matériau est plastique, tandis qu’il est élastique pour des

valeurs négatives. La loi de Hooke est alors valide et s’exprime de la fagon suivante :

{c} =[D]{e} (3.27)

ou D est la matrice de rigidité élastique.
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La loi d’écoulement généralement utilisée est celle de Von Misés :

. (3.28)

= I:_(O-l -0, )2 +%(O-2 —0; )2 +%(O'3 — 0 )2 +37122 "'32'232 +37312:|2 -0, (K)

Il y a plastification du matériau lorsque la contrainte équivalente & est égale a la limite

d’élasticité réelle o, du matériau correspondant au niveau d’écrouissage «.

La figure 3.2 schématise la surface d’écoulement correspondant a la fonction

potentielle F pour un état bidimensionnel des contraintes.

0(&2)
die)’
T ;;d82 P
/ d&‘; p
F(o,, 02, k)
oi(er)

Figure 3.2 : Schématisation bidimensionnelle de la surface d’écoulement dans
I’espace des contraintes (Zienkiewicz et al, 1969)

La fonction potentielle ne peut étre supérieure & 0 puisque le travail plastique
effectué par une augmentation de la contrainte provoque I’augmentation du taux
d’écrouissage x du matériau (voir équation (3.28)). Le domaine délimité par F est alors
modifié et le point correspondant au chargement demeure sur la surface correspondant a
I’équation (3.25). Le domaine peut étre translaté (consolidation cinématique) ou dilaté
(consolidation isotrope). La fonction F peut reprendre une valeur négative en cours de
sollicitation, ce qui correspond a un déchargement élastique du matériau. Le domaine

reste ensuite inchangé jusqu’a ce que 1’état plastique soit & nouveau atteint.
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Lorsque la surface d’écoulement F est atteinte, la loi d’élasticité de Hooke n’est
plus valide. Pour décrire le comportement des matériaux dans ce domaine de
chargement, il est nécessaire de définir une régle d’écoulement qui permette de relier la
surface F' a I’incrément de déformation plastique dg,. Il est généralement accepté que
I’incrément de déformation est perpendiculaire a la surface F' (figure 3.2), c¢’est-a-dire

que la relation suivante est vérifiée :

(3.29)

Dans cette équation, 4 est une constante de proportionnalité qui dépend de 1’état de
contrainte 6, de l'incrément de contrainte o6 et de 1’état de déformation g, par

I’intermédiaire de la consolidation et de I’historique de déformation (Backofen, 1972).

Les équations incrémentales de la plasticité sont développées en séparant les

composantes élastique et plastique de 1’incrément de déformation total d¢ :
s{e} =51} + 5{8},, (3.30)

Les équations (3.27) et (3.29) permettent de réécrire les composantes de déformation

élastique et plastique en terme du tenseur des contraintes.

5{e}=[D]" 6{e}+-2L_.4 (3.31)

o{o}

L’élimination de la constante 4 permet d’obtenir une relation liant les incréments de

déformation et de contrainte.
s{e}=[D] 5{e} (3.32)

La matrice de rigidité D., remplace la matrice de rigidité élastique D lors des analyses

incrémentales en plasticité. Cette matrice de rigidité est obtenue a partir des dérivées de
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la fonction potentielle F, de la matrice de rigidité élastique D et d’un paramétre 4 1ié a la

[D]{aa{i}} {f‘ﬂa{i}} | - | (3.33)

consolidation du matériau.

(3.34)

L’application de 1’équation (3.34) au cas particulier de la traction uniaxiale montre

que le paramétre A4 est alors équivalent au taux de consolidation K du matériau :

A=—2=K (3.35)

Dans cette équation, g, représente la limite d’élasticité du matériau. L utilisation de cette
valeur pour des chargements multiaxiaux présuppose que le comportement du matériau
peut étre entiérement prédit a partir de son comportement uniaxial. Cette hypothése est
généralement acceptée dans le cas des métaux isotropes lorsque la contrainte équivalente
de Von Mises est utilisée. 11 faut noter que 1’équation (3.35) n’est valide qu’en
sollicitation quasi statique. Lorsque le chargement est cyclique ou dynamique, les
courbes de consolidation cyclique ou dynamique doivent étre utilisées afin de mesurer le

parametre 4.

c) Application au chauffage par induction

Pour le cas du chauffage par induction, une symétrie de révolution permet
d’éliminer deux contraintes et deux déformations du systéme d’équations (3.32). En
effet, les cisaillements 7,9 et 74, sont nuls. On a donc seulement quatre composantes de

contrainte et de déformation non nulles :
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(3.36)

Var

La matrice de rigidité D s’écrit alors sous la forme simplifiée suivante pour un matériau

ayant un coefficient de Poisson v et un module d’¢élasticité £ (Cook et al, 2002) :

E(l V)

[p]= (1+v)(1 2v)

v v 0
1-v 1-v
1 1L 0
. v (3.37)
o 1 0
1-v
1-2v
2(1—1/)_

Finalement, la définition des composantes de déformation tenant compte de la

symétrie de révolution doit étre utilisée (Cook et al, 2002) :

— o O O

—_ o o O

0 0
0 l/rJ
1 0
0 0

\

(3.38)

~

R < = R B

Dans I’équation (3.38), u et v sont les déplacements dans les directions » et z

respectivement. De plus, la virgule est utilisée comme opérateur de dérivation, c’est-a-

dire que u,,, par exemple, représente la dérivée de u selon r.

3.2 Modéle numérique

La méthode utilisée pour résoudre

les systtmes d’équations présentés

précédemment est celle des €éléments finis. Le domaine de résolution est composé de

trois matériaux, soit 1’acier de 1’éprouvette, le cuivre de la bobine inductrice et I’air
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ambiant. Puisque la température de 1’air ne varie pas significativement durant le
chauffage et que la bobine est refroidie par la circulation d’un fluide caloporteur,
I’analyse de transfert de chaleur n’est réalisée que pour I’acier. Les analyses devant étre

faites pour chacun des matériaux sont donc :

> ¢éprouvette : électromagnétique, thermique et mécanique ;
> bobine : électromagnétique ;

» air : électromagnétique.

Il faut toutefois mentionner que ’air agit comme un milieu convectif pour le probléme
thermique et qu’il est introduit dans la modélisation sous la forme d’un coefficient de

transfert de chaleur 4.

La formulation matricielle des systémes d’équations €électromagnétique, thermique
et mécanique a permis de développer deux programmes Fortran permettant de simuler le
chauffage par induction d’éprouvettes d’acier inoxydable 304L, soit

Electromagnetiquethermique.f et MEP.f.

3.2.1 Eléments finis en électromagnétisme

Le développement de la formulation faible des équations de Maxwell appliquées
au chauffage par induction de matériaux non ferromagnétiques est présenté a 1’annexe

G. Seuls les résultats importants seront repris dans cette section.

L’équation a résoudre est 1’équation 3.13 obtenue & partir des équations de
Maxwell pour le cas particulier du probléme axisymétrique. Cette équation est réécrite

ici:

em

%_v.(lvga}ri_%:_a’% (3.13)
¢ y7; ur ot

On considére ensuite la fonction d’essai suivante donnant la valeur du champ

électrique Ey dans un élément en fonction de ses valeurs nodales {Eg} :
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E, =| N, |{E,} (3.39)

Le vecteur N; est composé des fonctions d’interpolation ;. La formulation du probléme
aux ¢léments finis est obtenue en introduisant cette fonction d’essai dans I’équation
(3.13) et en minimisant le résidu par la méthode de Galerkin. Une fois la formulation
pour un ¢lément connue, le systéme matriciel global est obtenu par I’assemblage des

matrices élémentaires. Aprés développement, on trouve le systéme matriciel suivant :

[K...]{Es} +[C. ] {Eq} ={R 0} + {Rgoen (3.40)

Dans cette équation, K., est la matrice de rigidité en électromagnétisme, C,,, la matrice

d’amortissement, E0 le vecteur nodal de la dérivée temporelle du champ électrique,

Rgqe.m le vecteur colonne des conditions aux fronticres de gradient de champ électrique et

Roe.n le vecteur colonne des conditions aux frontieres de source de courant.

La définition des matrices élémentaires servant & 1’assemblage des matrices

globales de 1’équation (3.40) est la suivante :

[ka)= BT (8] + NS N [en]= [N 0N, Ja¥
V S — V V rdJ G40
{rqeem}=s_jSOLNiJ (;VEQ j-ndS {Fovem] =— JLNiJ —a;idV

ou

[B..] =[ E:ﬂ (3.42)

Les équations de Maxwell doivent également étre discrétisées dans le temps.
L’approche sélectionnée consiste en une méthode d’intégration directe, celle de Crank-

Nicolson (loi du trapeze). L’algorithme est développé selon la méthode décrite dans



100

I’ouvrage de Cook et al (2002). Considérons deux états de champ électrique nodaux Egy,
et Egm+1), 2 deux temps différents 7, et #,+; tel que :
t, =t +At (3.43)

On peut alors effectuer I’intégrale dans le temps a 1’aide de la formule suivante

découlant de la méthode du trapéze d’intégration numérique :

{Eo},.. ={Ey}, + At {%+%i} (3.44)

En réécrivant 1’équation (3.40) pour les temps #, et #,+; et en prémultipliant les

deux équations obtenues par Y2, on obtient :

%([K”"] {Eg}" * [Ce’”] {Eﬁ}n) = %({qu‘em},, + {Roaem}n) (3.45)
K] HC )~ LRy + Ras)) G0

Considérant que les matrices [K,,] et [C,,] sont constantes sur Iintervalle de

temps A7, on peut additionner les deux équations et utiliser 1’équation (3.44) pour

éliminer la dérivée du champ électrique de 1’équation. On obtient alors :

1

(a3l )Ea) = a3k el +

(R R 5 (R, (R,

L’approximation consistant & considérer les matrices Kenm et Cem constantes

(3.47)

pendant I’incrément de temps est valable, puisque le calcul électromagnétique est
effectué pour une distribution de température constante. En effet, le pas de temps
thermique est beaucoup plus grand que celui du calcul électromagnétique. Ainsi, on
considére que le courant induit dans D’éprouvette est constant pendant le temps

nécessaire pour que les propriétés électromagnétiques changent de fagon appréciable a
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cause du changement de température. Lorsque les propriétés ont changé de fagon
significative, un nouveau calcul électromagnétique est effectué pour cette nouvelle
distribution de température. Débutant un probléme avec une distribution de champ
électrique {Eq}o connue a =0, on peut résoudre le syst¢me pour {Eg}; et ainsi de suite.

C’est une méthode de résolution implicite.

3.2.2 Eléments finis en transfert de chaleur

L’équation (3.17) décrivant le transfert de chaleur dans un corps isotrope doit étre
discrétisée dans 1’espace et dans le temps de fagon similaire a 1’équation

électromagnétique :

oT

cppVE—V-(kVT)=Q (3.17)

La discrétisation dans 1’espace est facilitée par la formulation de la fonction

potentielle I1 a partir de 1’équation (3.17) (Cook et al, 2002) :

1 . 1
Il= J(Ek[Tf +T) +122]—QT+cpvaTjdV- j(fBT+hTﬂT—5hT2ja’S

(3.48)

Le second terme du membre de droite représente les conditions aux frontiéres de
flux de chaleur fz ainsi que de convection, cette derniére étant caractérisée par le
coefficient de transfert de chaleur / et par la température du fluide ambiant 7. La
radiation est prise en compte dans un coefficient de transfert de chaleur moyen. La
définition de ce coefficient sera présentée en détail a la section 3.3.3 de ce chapitre. On
considére ensuite la fonction d’essai 7 donnant la valeur de la température dans un

¢lément en fonction de ses températures nodales {T} :

T" =|N, {T} (3.49)

La formulation du problé¢me aux €éléments finis est obtenue en introduisant cette

fonction d’essai dans 1’équation (3.48) et en recherchant 1’état stationnaire pour IT (Cook
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et al, 2002). Une fois la formulation pour un élément connue, le systéme matriciel global

est obtenu par I’assemblage des matrices élémentaires. Aprés développement, on trouve

le systéme matriciel suivant :

[C.){T}+[K,]{T} ={R,}
[K,]=[X]+[H] (3.50)

{R,}={R;} +{Rh}+{RQ}

Dans cette équation, Cy, représente la matrice d’amortissement en transfert de chaleur,
T le vecteur nodal de la dérivée temporelle de la température, K, la matrice de rigidité,
Ry le vecteur des conditions aux frontieres, K la matrice de rigidité de conduction
thermique, H la matrice de rigidité de convection, Rg le vecteur des conditions de flux

de chaleur, R;, le vecteur des conditions de convection et Ry le vecteur des conditions de

source de chaleur.

La définition des matrices de chaque élément servant a 1’assemblage des matrices

globales de 1’équation (3.50) est la suivante :

{r,}=|N, [ £,dS {r,} = [N, | #T,ds
{r,} = [N, | Qav [h]= [LN,] AN, ]as (3.51)
(k= BT k[B,JaV [eu]= [N e,n [N Jav

l/r+0/or
0/06

r
0/0z

[B,]= IN; ] (3.52)
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La discrétisation temporelle de 1’équation (3.50) est identique a celle de 1’équation
(3.40) du probleme électromagnétique et n’est donc pas détaillée a nouveau. En
supposant que les matrices Ky, et Cy, sont constantes pendant I’incrément de temps A¢,

I’équation a résoudre prend la forme suivante :

(Slele g, = Sle-3K.)m,

1 1
E{Rth}nﬂ +E{th}n

(3.53)

Cette hypothése est valable lorsque I’incrément de temps choisi est suffisamment petit.
3.2.3 Eléments finis en mécanique du solide

En élasticité, le modele numérique permettant de résoudre les équations
d’équilibre (3.24) est obtenu a partir de la fonction d’énergie potentielle IT de 1’équation

(3.54) (Cook et al, 2002).

O *7y,+7,.+ /=0
T,.t0,, +7,.+f,=0 (3.24)

Tpnt7,,10, + f£.=0

1= [[ 316} [0}e}~{e) [DYfo) + (1 fou} ¥
- VY (®Jav - (o) las-[o] {7}

L’état initial est caractérisé par les états de contrainte 6, et de déformation &. Les

(3.54)

conditions aux frontiéres sont composées de forces volumiques f, de forces surfaciques
¢ ainsi que de forces ponctuelles P. La recherche d’un état stationnaire pour IT & 1’aide

d’une fonction d’essai U* permet de définir le systéme matriciel global (3.57).
U’ =|N, [{U} (3.55)

{¢} =[B...]{U} (3.56)
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K, J{U} ={R} (3.57)

Dans ces é€quations, U* représente le vecteur déplacement de composantes u*; et
U, le vecteur des déplacements nodaux d’un élément. By, permet de lier les
déplacements nodaux d’un élément a son état de déformation €. K, et R sont la matrice
de rigidité et le vecteur des conditions aux frontiéres en mécanique respectivement. Dans
le cas d’un probléme mécanique axisymétrique, la définition de la matrice By, est la

suivante :

o/ler 0

| Vr 0 I_N_I (3.58)
| 0o s/ez|F '

0/0z 0/or

[B..]

Pour le cas ou le comportement du matériau est élasto-plastique, le systéme (3.57)
doit étre réécrit d’une fagon incrémentale. De plus, la matrice de rigidité élastique D doit
étre remplacée par la matrice élasto-plastique D, définie a la section précédente, ce qui
modifie la définition de Kye. Un incrément de force AR appliqué sur I’état i du systéme

provoquera un incrément de déplacement AUy calculé de la maniére suivante :

[K.,.],{aU0},.,,, ={AR} (3.59)

La matrice de rigidité a I’instant i, ou matrice tangente, est utilisée dans 1’équation

(3.59). Les définitions de Ky, et de AR sont les suivantes :

[Kme i _[[BmE]iT [Depl [Bme]i av (3.60)

14

{AR} = J[BME]T [Dep]{Aso}dV_J[Bme T {Aoo}dV
+ [INJ {aF}av + [|N, | {ag}ds +{aP) G.61)
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Pour le cas particulier du chauffage par induction, les forces sont de nature
thermique et sont calculées a partir de la variation de température et du coefficient de

dilatation thermique a du matériau isotrope.

{Ag,} =1 taAT (3.62)

O = =

La procédure utilisée dans le programme MEP.f pour résoudre un probléme
mécanique €lasto-plastique est tirée des travaux de Zienkiewicz (1969) se basant sur la

théorie présentée a la section 3.1.3. En voici un bref résumé.

La non linéarité de 1’élasto-plasticité provient de la variation de la matrice de
rigidité D, en fonction de 1’état de contrainte ¢ (voir équation (3.33)). Une linéarisation
du probléme doit donc étre faite. La méthode de Zienkiewicz (1969) nommée « initial
stress method » consiste a approcher la solution exacte d’un probléme non linéaire par

une série d’approximations.

La premiére approximation faite lors de ’application d’un incrément de force est
de résoudre le probléme comme si le comportement du matériau était parfaitement
¢lastique. Des incréments de déformation Ag’ et de contrainte A6’ sont alors déterminés

en chaque point de la structure.

La non linéarité du comportement mécanique du matériau implique toutefois que
pour I’incrément de déformation trouvé Ag’, ’incrément de contrainte correspondant
Ac’ ne sera généralement pas valide. Si I’état de contrainte permis pour cet incrément de
déformation est Ae, alors 1’équilibre ne peut étre maintenu que par un systéme de force

de volume équilibrant 1’état résiduel de contrainte Ae® — Ae.

La seconde étape de résolution est le retrait de cet état résiduel de contrainte en

permettant 4 la structure de se déformer davantage. Des nouveaux incréments de
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déformation et de contrainte résultent de cette itération en conservant la matrice de
rigidité inchangée. Une fois encore 1’état de contrainte dépasse 1’état permis et la
redistribution des forces volumiques doit étre faite & nouveau. Si le processus itératif

converge, les équations non linéaires d’équilibre et de compatibilité seront satisfaites.
gc,

3.2.4 Couplage

La simulation du procédé de chauffage par induction nécessite la résolution des
systétmes d’équations électromagnétique, thermique et mécanique. Cependant, cette
modélisation multiphysique ne nécessite pas un couplage complet des trois niveaux de
modélisation et une approche de résolution séquentielle est suffisante pour résoudre ce
probléme (Bay et al, 2003). La trés grande différence entre les échelles de temps pour les
phénomeénes électromagnétique et thermomécanique force toutefois 1’utilisation

d’incréments de temps différents pour les deux types d’analyse.

Le couplage électromagnétique-thermique est bidirectionnel. D’une part, la
distribution du champ électrique dépend fortement du champ de température en raison
de la variation des propriétés électromagnétiques de I’acier. D’autre part, la source de
chaleur du probléme thermique provient de l’effet Joule associé aux courants de
Foucault induits dans 1’éprouvette. La figure 3.3 illustre 1’algorithme utilisé pour tenir

compte de ce couplage.

Au contraire, le couplage thermique-mécanique est unidirectionnel. En fait, le
champ de température induit des efforts thermomécaniques dans 1I’éprouvette, tandis que
le comportement mécanique n’influence pas son comportement thermique si on néglige
le dégagement de chaleur lors des déformations plastiques. Il n’est donc pas nécessaire
de résoudre le probléme mécanique pendant la résolution électromagnétique-thermique.
Cela explique pourquoi la solution des équations de la mécanique des solides n’est pas

indiquée a la figure 3.3.
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Conditions initiales

T(rz)=Ty(rz2)
Ey (r,2)= Eg (1,2)

Calcul électromagnétique
> a température constante <

Fin d’une période
y

Test pour déterminer si le
régime permanent est atteint
(pour une période électromagnétique)

Convergence non atteinte

Convergence Eger(r2)

Qe/f (F,Z)

A

Calcul thermique

v T(rz)=T(rz0

Test : Est-ce que la variation des
propriétés électromagnétiques est
supérieure a 5%?

oui non

Fin des itérations

Résultats finaux

Figure 3.3: Couplage électromagnétique-thermique pour la modélisation
numérique du chauffage par induction

La procédure pour la résolution du probleme électromagnétique-thermique

consiste a solutionner séquentiellement les deux analyses. Comme le probléme
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électromagnétique du chauffage par induction est composé d’un régime transitoire et
d’un régime permanent, plusieurs cycles doivent étre simulés. L’incrément de temps
utilisé doit donc minimiser le temps de calcul sans affecter la précision des résultats.
Une valeur acceptable pour cet incrément Af est de 1’ordre de 7732 ou T est la période du

chauffage par induction (Bay et al, 2003).

Comme la période électromagnétique est beaucoup plus petite que 1’incrément de
temps utilisé dans le calcul du transfert de chaleur, on considére une source de chaleur
efficace plutét qu’une source de chaleur instantanée. Cette valeur de source efficace est

calculée a partir de la solution obtenue pour le régime permanent et se calcule ainsi :

nT
0-1 j o, E,dt (3.63)

(n-DDT

1

Un critere doit toutefois permettre de déterminer & quel moment le régime
permanent du phénomeéne électromagnétique du chauffage est atteint. Puisque la
conductivité électrique est constante en un point de I’éprouvette pour une distribution de
température donnée, il est convenable de définir un critére d’arrét a partir de la variation
relative du champ électrique entre le cycle » et le cycle #+1 de la maniére suivante :

|E, ((n+1)T)-E, (nT)

|
| o) |< £ (3.64)

¢ étant le paramétre de convergence du calcul électromagnétique et E_B(nT) , le champ

électrique efficace au cycle n de chauffage dont la définition est donnée a 1’équation
(3.65) :
__ 1 nT
E,(nT)=,|= j Eldt (3.65)
(n-1)T
Lorsque 1’équation (3.64) est vérifiée pour chaque nceud du modele, le régime

permanent est atteint et le calcul de transfert de chaleur peut étre effectué. Le nombre de
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cycles nécessaire a la stabilisation du phénoméne dépend fortement de la fréquence de la
source de chauffage et augmente avec celle-ci. La source de chaleur imposée est
calculée a partir du champ électrique efficace obtenu pour le régime permanent, tel qu’il
avait été mentionné lors du développement des équations régissant le transfert de

chaleur :

-2

Q=0 E, (3.20)

La source de chaleur est considérée constante jusqu’a ce qu’une des propriétés
électromagnétiques de 1’acier varie de plus de 5% par rapport a sa valeur lors de la
derniére résolution électromagnétique. Une nouvelle solution électromagnétique est
alors calculée menant a une nouvelle source de chaleur pour I’analyse thermique. Ce
processus itératif se poursuit jusqu’a ce que l’intervalle de temps de la solution

thermique atteigne la valeur désirée.

3.3 Caractérisation des paramétres pour la simulation du chauffage
par induction

La simulation du procédé de chauffage par induction requiert la détermination des
différentes variables influengant les comportements électromagnétique, thermique et
mécanique du systéme. Les propriétés des matériaux ainsi que les différents paramétres
caractérisant le procédé de chauffage par induction sont présentés dans cette section. Les
résultats obtenus lors de la modélisation du chauffage par induction par la méthode des

éléments finis seront ensuite analysés a la section 3.4.

3.3.1 Caractéristiques géométriques

La figure 3.4 montre les caractéristiques géométriques du montage de chauffage
par induction qui ont été utilisées lors de la simulation par la méthode des éléments finis.
Les géométries de la bobine inductrice et de I’éprouvette présentent certaines
simplifications par rapport au montage expérimental qui ont permis de réduire la
complexité du probléme numérique et les temps de calcul. Seul le quart de I’éprouvette

est illustré en raison des conditions de symétrie.
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La bobine inductrice utilisée en laboratoire est composée de 4,5 spires de cuivre de
rayon Ry, de 14,242 mm. Le diamétre extérieur du tube de cuivre ¢, est de 4,7624 mm
et son épaisseur 7 de 0,75 mm. Le canal interne de la bobine permet la circulation d’un
fluide caloporteur qui maintient la température de la bobine a de faibles valeurs. Le pas
entre chacune des spires est de 8,25 mm et une gaine de protection permet d’éviter leur

détérioration lors du chauffage.

La premiére approximation faite pour simplifier les calculs concermne le nombre de
spires N; de la bobine. En effet, comme il est impossible de simplifier cette géométrie
comportant 4,5 spires au cas axisymétrique, il a été supposé que la bobine ne contenait
que 4 spires. Cette approximation permet d’utiliser le modéle mathématique
axisymétrique du chauffage par induction et de réduire ainsi les temps de calcul de fagon

importante.

La deuxiéme simplification concerne la géométrie de 1’éprouvette illustrée a la
figure 3.4. Celle-ci posséde une section centrale constante bien que les éprouvettes
utilisées pour les essais de fatigue soient du type sablier. Cette simplification
géométrique permet de simplifier le maillage utilisé pour le calcul par éléments finis et
de réduire le nombre de degrés de liberté a résoudre. Cette approximation est valable,
car le rayon de la section variable est suffisamment élevé (154,78 mm) pour que la
concentration de contrainte au centre de l’éprouvette soit inférieure a 1%. Il sera
également démontré, au chapitre 4, que cette différence de géométrie n’affecte pas la
résistance a la fatigue des éprouvettes. Cette géométrie a section variable est préférée a
celle & section constante pour les essais afin d’assurer que les bris de fatigue s’initient au

centre de 1’éprouvette et non aux limites de la zone de chauffage.

L’éprouvette posséde un diamétre central de 9,525 mm et un diamétre de 19,05
mm au niveau des filets. Le canal interne permettant la circulation de 1’eau au centre de
I’éprouvette a un rayon de 1,1938 mm. Le dessin de définition de 1’éprouvette a section

constante est présentée a I’annexe C (figures C.7 et C.8).
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Figure 3.4 : Caractéristiques géométriques du montage de chauffage par induction
3.3.2 Propriétés des matériaux

La modélisation multiphysique du chauffage par induction nécessite la
connaissance des propriétés €lectromagnétiques de 1’acier 304L, du cuivre et de 1’air
ainsi que des propriétés thermiques et mécaniques de I’acier (I’eau circulant dans

I’éprouvette est modélisée comme de 1’air lors de la modélisation électromagnétique).

Les propriétés €lectromagnétiques des milieux nécessaires a la résolution des
équations de Maxwell sont la perméabilité magnétique g, la permittivité ¢, ainsi que la

conductivité électrique o.n. La perméabilité magnétique et la permittivité sont
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normalement présentées sous une forme relative par rapport & la valeur des propriétés

pour le vide. Ainsi, on définit deux valeurs relatives de la fagon suivante :

4, =1 oy, =4r-107 N/A (3.66)
((]
£, = ‘im ol £, =8.854-1072 C*/(Nm?) (3.67)
0

Les propriétés électromagnétiques de 1’acier 304L, du cuivre pur et de I’air sont
présentées au tableau 3.1. On considére que le cuivre de la bobine ne subit aucun
changement de température durant le chauffage. Cette hypothéese est valable, puisque la

bobine est refroidie par la circulation d’eau déminéralisée au centre de sa section.

Tableau 3.1 : Propriétés électromagnétiques des milieux

Propriétés Acier 304L g’;’:’; Air

Oem (M) Oenl(T) 58,8-10° 0
Mrel 1 1 1
Erel 1 1 1

La valeur de la conductivité électrique de 1’acier ne figure pas dans le tableau a
cause de sa variation selon la température. Les données recueillies dans le recueil de
Peckner et Berstein (1977) sont illustrées a la figure 3.5 et donnent la variation de la
résistivité de 1’acier 304 en fonction de sa température. La conductivité électrique peut

ensuite étre calculée a partir de la relation suivante liant les deux propriétés :

g =

em

1
— (3.68)
P

Les équations de transfert de chaleur sont solutionnées uniquement pour le
matériau de I’éprouvette. Les propriétés nécessaires a la résolution de ces équations sont
la masse volumique p,, la chaleur spécifique c,, la conductivité thermique k et

I’émissivité e.
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Lors du chauffage par induction, I’acier subit une variation de température qui
influence de fagon importante sa chaleur spécifique, sa conductivité thermique et son
émissivité. La variation de ces propriétés doit donc étre considérée lors des calculs
numériques. Cependant, la masse volumique de ’acier peut étre supposée constante
pendant le chauffage. Celle-ci est donc fixée a sa valeur a la température de la picce, soit

8 000 kg/m® (Peckner et Bernstein, 1977)
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Figure 3.5 : Résistivité de I'acier 304 (Peckner et Bernstein, 1977)

Plusieurs courbes expérimentales différentes sont disponibles dans la littérature
pour représenter la relation entre la chaleur spécifique ¢, et la température d’aciers de
composition similaire au 304L (figure 3.6). La comparaison entre la composition de
’acier 304L donnée au tableau 2.2 et les compositions associées aux différentes courbes
de la figure permet d’identifier les courbes les plus susceptibles de traduire le
comportement de 1’acier 304L des éprouvettes. Cette comparaison est basée
principalement sur les éléments les plus importants en terme de poids, soit le Cr, le Ni et
le Mn. La courbe pointillée est celle introduite dans le programme

Electromagnetiquethermique.f.



114

750 777777777777777777777 -.:‘T: - :__.:. 7777777 . U,
L T T L L T T T, a0 Cr 8N 0.3.05 Mnet - 1820 Cr, 812 Ni, <=2 Mn, <=1 §i,

700 - 18-20CHBNLOZOSMNEL 508 C, <=0,045 P et <=0.03§
T 19,11Cr,8,14Ni, 0685, D6W, 087 M, NG ]

650 +—0,08C, 0,03 Cuy, 0,025 As, 0,022P,
I 7 0,011 Set0,004 Al

<
$ |
2600
@
4
—— F - - .
T E—— [ Ay S
5 : —_—
% - - Elémentsfinis |~~~
2 i
] 500 —¥—=Touloukian5 | _
a i
5] —€—Touloukian1 [~ __
450 —
—————— 17-20Cr, 891N, 2Mn, 08 i, <=08Ti  —~=-—-o-=-—-------4-—--| —®=Touloukian3 | ___
[Z-_2Z012C,0035Pet003S e (S I
400 +—— —A—Touloukian4 [~~~ |
::::::::::}:::::::::::::::::::::::::::::::::: —8—Smithells _ZC
350+ - 1" ! —
0 200 400 600 800 1000 1200

Température (°C)

Figure 3.6 : Variation de la chaleur spécifique d'aciers de composition similaire au
304L en fonction de la température (Touloukian et Buyco, 1970 et Gale
et Totemeter, 2004)

Les variations de la conductivité thermique & de I’acier 304L ainsi que de son
émissivité ¢ sont tracées aux figures 3.7 et 3.8 en fonction de la température. Les
données proviennent de la littérature dans le cas de la conductivité thermique, tandis que
des mesures de I’émissivité ont été effectuées au laboratoire. Il est & noter que les
mesures d’émissivité ont été effectuées sur des échantillons oxydés par un séjour a haute
température. Puisque des données de conductivité thermique n’étaient pas disponibles
pour des températures supérieures a 740 °C, il a été supposé que celle-ci était constante
pour de plus grandes valeurs de température. Comme la température maximale atteinte
lors du chauffage est de 800 °C, I’erreur introduite dans les résultats de simulation par

cette hypothése sera peu importante.

Les propriétés mécaniques importantes pour les calculs en élasto-plasticité sont le
coefficient de Poisson v ainsi que la courbe de traction du matériau en fonction de la

température. De plus, comme le chargement provient de forces thermomécaniques, la
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connaissance de la variation du coefficient de dilatation thermique en fonction de la

température est nécessaire.
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Figure 3.7 : Variation de la conductivité thermique de 1'acier 304L en fonction de la
température (Touloukian, Powell, Ho et Klemens, 1970)
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Figure 3.8 : Variation de I’émissivité de 1'acier 304L en fonction de la température
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Les propriétés €lasto-plastiques de 1’acier austénitique 304L ont été obtenues en
laboratoire. Elles sont présentées aux figures 3.9 et 3.10 pour différentes températures,

soit 20, 200, 600, 800 et 1000 °C.

Le module de Young E de I’acier 304L peut étre déterminé a partir des courbes de
la figure 3.10 (voir figure 2.22) pour toute température comprise entre 20 et 1000 °C par
iterpolation linéaire. Pour des températures supérieures ou inférieures, la valeur utilisée
dans les calculs est celle correspondant a 1000 ou 20 °C respectivement. La valeur du

coefficient de Poisson v, est considérée égale a 0,3.

Le comportement élasto-plastique, décrit par le parameétre 4 de I’équation (3.33),
est obtenu a partir du coefficient de consolidation K du matériau. Ce dernier correspond
a la pente des courbes de traction ou la contrainte est tracée en fonction de la
déformation plastique. Le parametre 4 est donc obtenu par une légére transformation des
courbes des figures 3.9 et 3.10. Ici encore, une interpolation linéaire permet d’estimer la

valeur du paramétre pour différentes températures.

La derni¢re propriété mécanique importante est le coefficient de dilatation
thermique a. La figure 3.11 présente différentes courbes obtenues de la littérature. La
courbe de Touloukian et Buyco (1975) est celle utilisée dans les calculs numériques
(courbe de Touloukian a la figure 3.11). Ce choix est justifié principalement par le

nombre de points expérimentaux disponibles et par la gamme de température considérée.
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Figure 3.11 : Variation du coefficient de dilatation thermique d'aciers de
composition similaire au 304L en fonction de la température
(Peckner et Bernstein, 1977; Gale et Totemeter, 2004 et
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3.3.3 Parameétres du procédé de chauffage par induction

En plus des propriétés des matériaux, la simulation du chauffage par induction
nécessite la connaissance de divers paramétres caractérisant la source de courant et les
échanges de chaleur convectifs et radiatifs sur la frontiere de 1’éprouvette. Ces
paramétres correspondent en fait aux conditions aux fronti¢res devant étre imposées lors

de la modélisation par éléments finis.

La source de courant utilisée pour le chauffage par induction posséde une
fréquence de 360 kHz. Il est donc impossible de mesurer de fagon précise I’intensité du
courant circulant dans la bobine inductrice & cause de I'influence des appareils de

mesure sur la variable a mesurer. Une alternative proposée par le fabricant de la
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machine, Norax Canada Inc., est de mesurer la différence de potentiel entre deux points
précis du circuit €électrique et de convertir cette mesure en intensité de courant circulant

dans la bobine a I’aide de I’équation suivante inhérente au design :

1=0,560V (3.69)

La figure 3.12 illustre les résultats obtenus en laboratoire pour une durée
d’acquisition de 1,8 seconde. On remarque que le chauffage est divisé en trois phases
différentes, soit un chauffage a faible amplitude d’une durée de 0,299 seconde, un

régime transitoire d’approximativement 0,166 seconde et d’un régime permanent.
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Figure 3.12 : Différence de potentiel entre les deux points du circuit lors du
chauffage par induction de I’éprouvette d’acier 304L (durée de 1,8
seconde)

Bien que la valeur du courant 7/ circulant dans la bobine soit connue, la
modélisation numérique exige la connaissance de la distribution du courant dans la
section de la bobine. En effet, la source électromagnétique a imposer au modéle est la

densité de courant J dans la bobine.
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Comme cette densit¢ de courant est inconnue, il est nécessaire d’ajuster le
paramétre Jy utilisé pour la simulation a 1’aide d’une autre donnée expérimentale. La
courbe donnant la variation de température en surface de I’éprouvette au niveau de la
section centrale en fonction du temps a donc été utilisée pour ajuster ce paramétre. Deux
valeurs de densité de courant doivent €tre définies, une pour le régime préliminaire et
une pour le régime permanent. Toutefois, le rapport de 4,19 observé a la figure 3.12
entre I’intensité des deux régimes est conservé. Il n’y a donc qu’une seule inconnue a
déterminer. La méthode utilisée pour déterminer ces valeurs de densité de courant est

présentée en détail dans la section traitant des résultats de simulation (voir section 3.4).

Les résultats de modélisation ont montré qu’il n’était pas nécessaire de modéliser
le régime transitoire a I’aide d’une rampe comme indiqué sur le graphique de la figure
3.12. Une division de la durée de chauffage en deux portions au lieu de trois a permis de
réduire considérablement les temps de calcul. Le temps correspondant au changement de
valeur de Jy a été supposé €gal a 0,382 seconde, ce qui correspond a la moitié de la

durée du régime transitoire.

Les échanges de chaleur agissant en surface de 1’éprouvette sont composés de
convection forcée (canal de refroidissement) ainsi que de convection naturelle et de
radiation (surface extérieure). Les coefficients de transfert de chaleur moyens 4 ainsi que
I’émissivité ¢ doivent donc étre déterminés de maniére a imposer les bonnes conditions

aux frontiéres lors de la simulation thermique.

Les caractéristiques de I’écoulement du fluide caloporteur dans le canal de
1’éprouvette sont indiquées au tableau 3.2. Le fluide utilisé est ’eau de 1’aqueduc. Celui-
ci entre dans le systéme a une température de 11 °C et en sort au maximum a 25 °C. Le

débit d’eau Q circulant dans le canal de diameétre D de 2,39 mm est de 44 ml/s.

Les propriétés importantes de 1’eau sont présentées a I’annexe 1. On y trouve sa
masse volumique p,, sa viscosité dynamique u, sa chaleur spécifique c, et sa

conductivité thermique k en fonction de la température.
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Tableau 3.2 : Caractéristiques de I'écoulement de I'eau dans le canal de

refroidissement
Caractéristiques de I’ecoulement de ’eau
Température . c
Fluide initiale du Tempcrature Débit Diametre du
i finale du fluide canal
fluide
eau 11°C <25°C 44 ml/s 2,39 mm

Le phénomeéne de transfert de chaleur dépend fortement du type d’écoulement
ayant lieu. Ainsi, il doit étre déterminé si I’écoulement interne est laminaire, turbulent ou
dans le régime transitoire. Le nombre de Reynolds Rep décrivant 1’écoulement de 1’eau
dans le canal de longueur caractéristique D est calculé a I’aide de 1’équation suivante

(Incropera et DeWitt, 2002) :

Re, = 2tnD _ 2P0 (3.70)

H Dy
Dans cette équation, u, représente la vitesse moyenne du fluide. Les résultats
obtenus en introduisant les valeurs numériques dans 1’équation (3.70) montre que
I’écoulement sera turbulent peu importe 1’élévation de température subie par 1’eau. En
effet, la valeur calculée de Rep est supérieure a celle marquant le début du régime

turbulent (Rep = 10 000) pour toute température moyenne de fluide supérieure a 11 °C.

Lorsqu’un état thermique complétement développé est observé (ceci nécessite que
la température de la surface du canal ou son flux de chaleur soit uniforme), certaines
relations empiriques peuvent &tre développées afin de relier la valeur du nombre sans
dimension de Nusselt Nup, de longueur caractéristique D, aux conditions d’écoulement
interne (le nombre de Reynolds Rep et/ou le nombre de Prandt]l Pr et/ou le coefficient de

friction fet/ou la viscosité du fluide u).

Nu,, =hTD= g(Re,Pr, f, ) (3.71)
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Pr= (3.72)

Bien qu’un état thermique complétement développé ne soit pas atteint dans le
canal de refroidissement lors du chauffage, les €quations dérivées de ces cas particuliers
permettent d’obtenir une bonne approximation de la valeur du coefficient de transfert de

chaleur agissant dans le canal interne de 1’éprouvette.

La figure 3.13 présente un abaque permettant d’estimer la valeur du coefficient de
transfert de chaleur moyen agissant sur la paroi du canal. L’utilisation de trois
formulations différentes pour g (équations 3.73 & 3.75) dans I’équation (3.71) a permis
de tracer les différentes courbes le composant. Chacune de ces trois équations permet de
calculer le nombre de Nusselt Mup en fonction de la température moyenne du fluide.
Ensuite, cette valeur de Nup est appliquée dans 1’équation (3.71) pour déterminer la

valeur du coefficient de transfert de chaleur % correspondant.

La courbe pointillée obtenue a 1’aide de 1’équation de Dittus-Boelter a été

développée pour de faibles écarts de température (Incropera et DeWitt, 2002) :

Nup, =0,023Re,* Pr®* (3.73)

Dans cette équation, toutes les propriétés sont évaluées a la température moyenne du

fluide 7, S

Dans le cas du chauffage par induction, I’écart de température entre le fluide et la
surface du canal atteint une valeur d’environ 200 °C et 1’équation (3.73) n’est plus
valide. Sieder et Tate (Incropera et DeWitt, 2002) ont introduit le rapport entre la
viscosité u du fluide évaluée a sa température moyenne et la viscosité u; du fluide
évaluée a la température T de la surface pour tenir compte de cet effet. Ils ont proposé la

relation suivante :
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0,14

Nu, =0,027Re,"*Pr'* | —— (3.74)
#(T,)

Les courbes obtenues pour différentes températures en surface 7, sont tracées a la figure

3.13. On remarque que I’écart de température a tendance a augmenter le coefficient de

transfert de chaleur par rapport a la courbe de Dittus-Boelter.

Une troisiéme équation permet d’évaluer I’effet de la rugosité du canal sur le
coefficient 4. Cette équation a été proposée par Petukhov (Incropera et DeWitt, 2002) et

elle utilise le coefficient de friction f qui est exprimé a partir de la rugosité e :

(f/8)Re,Pr
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Figure 3.13 : Variation du coefficient de transfert de chaleur en fonction de la
température moyenne du fluide de refroidissement obtenue a I’aide
des modéles de Dittus-Boelter, Sieder and Tate et Petukhov
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La figure 3.13 montre qu’une forte rugosité e aura tendance a augmenter le
coefficient de transfert de chaleur. Les courbes présentées représentent une condition
normale (e/D = 0,001) et deux conditions extrémes, soit lisse (e/D = 0,00001) et trés
rugueux (e/D = 0,05).

Dans le cas de notre application, on fait ’hypothése que ’écart de température
aura un effet plus important que 1’état de surface sur le calcul du coefficient de transfert
de chaleur. La relation de Sieder et Tate sera donc appliquée afin d’estimer la valeur
devant étre utilisée lors de la modélisation numérique. Une méthode itérative devra
toutefois étre utilisée afin de déterminer la valeur de 4. En effet, le calcul du coefficient
de transfert de chaleur 4 utilisant 1’équation (3.74) requiert la connaissance de la
température moyenne en surface du canal 7 pendant le chauffage. Comme celle-ci est
inconnue, une premiére itération doit étre faite en supposant que la température du canal
ne change pas pendant le chauffage (7, = 11 °C), ce qui correspond a une valeur de / de
35 kW/m*-°K. Les résultats obtenus permettent alors de calculer T, de fagon plus précise
et une deuxieéme itération est possible. Le processus se poursuit jusqu’a convergence.
Les résultats obtenus par cette procédure itérative seront présentés dans la section

portant sur les résultats de simulation (section 3.4).

Le transfert de chaleur a la surface extérieure de 1'éprouvette s’effectue par
convection naturelle et radiation. Le transfert par radiation est principalement influencé
par 1’état de surface de 1’éprouvette, tandis que la convection naturelle est sensible aux
caractéristiques géométriques de 1’éprouvette et aux propriétés de 1’argon constituant

I’atmosphére ambiante.

Celles-ci sont présentées au tableau 3.3. Comme la section de 1’éprouvette est
variable, on utilisera dans les calculs un diamétre moyen entre la valeur maximale de
19,05 mm et la valeur minimale de 9,525 mm. La longueur de I’éprouvette est 127 mm.

L’atmosphére est composé d’argon a une température de 20 °C. L’annexe J donne la
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variation de la densité, de la viscosité, de la chaleur spécifique et de la conductivité

thermique de 1’argon en fonction de la température.

Tableau 3.3 :

Caractéristiques géométriques de I’éprouvette et propriétés de
I’argon pour le calcul du transfert de chaleur par convection

naturelle

Caractéristiques du transfert de chaleur par convection

naturelle en surface des éprouvettes

. Température du | Hauteur L de l)'le}metre Dla'metre
Fluide . . s minimal de maximal de
fluide I’éprouvette y s y r
1’éprouvette I’éprouvette
argon 20°C 127 mm 9,525 mm 19,05 mm

Le phénoméne de convection naturelle est principalement décrit par le nombre de
Grashof Gr;, de longueur caractéristique L, qui est I’équivalent du nombre de Reynolds
dans le cas de la convection forcée. Le nombre de Grashof représente le rapport des
forces convectives sur les forces visqueuses agissant sur le fluide. Ce nombre est obtenu

a I’aide de I’équation suivante :

_gp(T,-T)L

Gr,
* #T,

(3.76)

Dans cette équation, g représente 1’accélération gravitationnelle locale, 7 et T
sont les températures de la surface et du fluide ambiant et L est une longueur
caractéristique. Dans le cas de la convection naturelle sur une surface verticale, la
longueur L correspond a la hauteur de la surface. Pour le cas d’un cylindre de hauteur L
et de diametre D, les équations développées pour une surface verticale sont applicables

si I’équation suivante est respectée (Incropera et DeWitt, 2002) :

D _ 35
=> 3.77
L 3-77)

1/4
Gr,

Comme le diamétre moyen de I’éprouvette (14,29 mm) est petit comparativement

a sa hauteur L (127 mm), 1’utilisation des développements applicables aux surfaces
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verticales est discutable. Toutefois, comme la simulation du chauffage par induction ne
nécessite pas une trés grande précision au niveau de la détermination du coefficient de
transfert de chaleur en surface, les équations applicables aux surfaces verticales seront

utilisées comme approximation malgré la transgression de I’équation (3.77).

Une équation empirique est proposée pour relier le nombre de Nusselt Nuy au
nombre de Rayleigh Ra;, de longueur caractéristique L, sous la forme suivante
(Incropera et DeWitt, 2002) :

_ AL
Nu, = - =CRa," (3.78)

ou C et n sont des coefficients qui dépendent du nombre de Rayleigh. La valeur de ce

dernier est obtenu en multipliant le nombre de Grashof par le nombre de Prandtl :

Ra, =Gr, Pr (3.79)

Le tableau 3.4 donne les valeurs de C et n en fonction du nombre Ra.

Tableau 3.4 : Détermination des coefficients C et n pour le calcul du nombre de

Nusselt
Ra C | n
Ra<10’ Détermination graphique de Nu
10°<Ra <10’ 0.59 1/4
10’ <Ra 0.10 1/3

L’application des équations 3.76, 3.78 et 3.79 au cas de la convection naturelle en
surface des éprouvettes baignant dans 1’argon est illustrée & la figure 3.14 qui donne la
valeur du coefficient de transfert de chaleur moyen en fonction de la température en
surface de 1I’éprouvette. Comme la température en surface de 1’éprouvette atteint une
valeur d’environ 800 °C pendant le chauffage, le coefficient moyen sera d’une valeur
d’environ 6 W/m>°K pendant la majorité du procédé (on suppose que la valeur du
coefficient 4 est stable au deld de 200 °C). Cette derniére valeur sera donc utilisée lors

de la modélisation par éléments finis.
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Figure 3.14 : Variation du coefficient de transfert de chaleur en surface des
éprouvettes en fonction de la température de la surface

A ce coefficient de convection, un autre coefficient doit étre ajouté afin
d’introduire I’effet de la radiation. Ce coefficient 4,,s est obtenu en divisant le flux de
chaleur causé par la radiation par I’écart de température entre la surface et le fluide

ambiant de la fagon suivante :

(1 -1.")
hrad = O'ETT) (380)

La linéarisation de cette équation est obtenue en utilisant la valeur des parameétres au
temps ¢ pour calculer le coefficient 4,,4 nécessaire au calcul du champ de température au

temps ¢ + At

La constante de proportionnalité o est la constante de Stephan-Boltzmann. Bien
que la courbe de la figure 3.8 présentée a la section précédente soit disponible pour
évaluer 1’émissivité du matériau, seule la valeur initiale de 0,13 est utilisée dans le cas de
la simulation du chauffage par induction des éprouvettes. En effet, les résultats présentés
a la figure 3.8 correspondent a la variation de 1’émissivité causée par I’oxydation de la
surface lors du séjour en haute température. Comme les éprouvettes sont chauffées en

atmosphére inerte d’argon, cette oxydation est évitée lors du chauffage et I’émissivité de
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I’acier est constante. Lors de la simulation par éléments finis, il est donc supposé que
I’émissivité de ’acier des éprouvettes demeure a 0,13 pendant la durée compléte du

procédé.

3.4 Résultats et analyse

La simulation du procédé de chauffage par induction a été effectuée a 1’aide des
deux programmes de calcul développés a partir de la formulation matricielle des
systémes d’équations électromagnétique, thermique et mécanique présentée a la section
3.2 (Electromagnetiquethermique.f et Mep.f). Cette simulation a permis de calculer la
distribution du champ électrique, de la température et des contraintes pendant le

procédé. Cette section en présente les résultats importants.

Le programme Electromagnetiquethermique.f a été obtenu en fusionnant deux
logiciels distincts, soit Electromagnetique.f et Thermique.f. Thermique.f avait été
préalablement développé par Lanteigne et al (2002) et il a seulement été nécessaire
d’ajouter les sous-fonctions permettant d’introduire comme source de chaleur le
chauffage par induction. Le second programme, Electromagnetique.f, a été développé en
langage Fortran a partir de Thermique.f. La similitude entre les équations
électromagnétiques et thermiques en a facilit¢ le développement. Finalement, une
adaptation des programmes au cas axisymétrique a été¢ développée afin de réduire les

temps de calcul.

Le programme Mep.f a, quant a lui, été développé a partir d’un programme de
calcul mécanique élasto-plastique existant pour les problemes 2-D et 3-D (Lanteigne,
2004 et Bouffard et al, 2006). Il a donc été nécessaire de I’adapter a la formulation

matricielle axisymétrique présentée plus tot dans ce chapitre.

3.4.1 Modélisation électromagnétique-thermique

Les figures 3.15 et 3.16 montrent un des deux maillages utilisés lors de 1’étude de

convergence de la simulation électromagnétique-thermique. Ce dernier se compose de
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trois milieux, soit I’air, I’acier de 1’éprouvette et le cuivre de la bobine. Comme le
champ électrique et, par conséquent, la puissance sont concentrés dans une mince
couche de matériau en surface de I’éprouvette pendant le chauffage, cette région est

raffinée davantage.

120 mm

103.5 mm

Figure 3.15 : Maillage EMAG060524 utilisé pour la simulation électromagnétique-
thermique

La figure 3.17 présente le grossissement de la zone nommée « zoom #1 » a la
figure 3.16 pour les deux maillages (EMAG060524 et EMAG060410) utilisés dans
I’étude de convergence du probléme électromagnétique-thermique. Leurs
caractéristiques respectives sont inscrites au tableau 3.5. Les maillages utilisés pour le
probléme thermique (THERMO060524 et THERM060410) ont été obtenus en éliminant

I’air et le cuivre des modéles électromagnétiques et en conservant la maille de



130

I’éprouvette inchangée. Les statistiques de ces deux nouveaux maillages sont également
indiquées au tableau 3.5. On remarque que le maillage EMAG060410 est beaucoup plus
raffiné que le maillage EMAG060524 puisque ce dernier posséde une densité nodale 14
fois inférieure en surface. Néanmoins, 1’étude de convergence électromagnétique-
thermique a démontré que les deux modéles menaient aux mémes résultats. Les modeles
EMAG060524 et THERMO060524 ont donc été utilisés pour obtenir les résultats finaux.
L’incrément de temps a été fixé a 0,0001 seconde afin de permettre une étude de

convergence a ce niveau lors du calcul des contraintes résiduelles.

Les conditions aux fronticres a imposer au modéle électromagnétique se
composent de conditions de champ électrique ainsi que de son gradient. Une quantité
suffisante d’air doit toutefois &tre modélisée afin d’éviter des phénomeénes de réflexion.
La figure 3.15 montre les conditions imposées dans le présent cas. Des conditions de
champ électrique nul sont imposées le long de 1’axe de 1’éprouvette (r=0) ainsi qu’a la
fronti¢re opposée (r=103,5 mm). En plus, des conditions de gradient nul sont appliquées
a z=0. Finalement, la condition de symétrie au centre de 1’éprouvette dans la direction

axiale permet d’imposer un gradient nul & z=120 mm.

La densité de courant circulant dans la bobine doit également étre imposée au
modele électromagnétique. Comme il est impossible de déterminer expérimentalement
la valeur de la densité de courant Jy circulant dans la section de la bobine, cette derniére
est déterminée d’une manicre itérative. Cette méthode consiste & rechercher pour quelle
densité de courant la température maximale obtenue au centre de 1’éprouvette atteint la

valeur mesurée expérimentalement de 800 °C.

Aprés trois itérations, une amplitude de densité de 9,02x10' A/m’ est obtenue
pour le régime permanent, ce qui correspond a une valeur de 2,15x10'® A/m* pendant le
régime préliminaire (voir section 3.3.3). Bien que ces deux valeurs soient beaucoup plus
élevées que celle obtenue en divisant le courant / circulant dans la bobine par la section

du fil de cuivre (9,60x10” A/m?), ce résultat n’est pas invalide. En effet, cette différence
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d’ordre de grandeur est causée par 1’effet pelliculaire du courant circulant dans la bobine
lié au phénomene électromagnétique a haute fréquence. La valeur utilisée pour la densité
de courant correspondrait donc a sa valeur ponctuelle en surface du fil pendant le
chauffage. Puisqu’il est impossible de mesurer cette quantité et que I’utilisation d’un
programme de calcul particulier est nécessaire pour la calculer, une autre méthode doit

étre utilisée pour la valider.

Zoom #2
(Mécanique)

30,0 mm

26.8 mm —I

Figure 3.16 : Agrandissement du maillage EMAG060524 utilisé pour la simulation
électromagnétique-thermique

Cette méthode consiste a calculer la puissance de chauffage lors de la simulation

¢lectromagnétique-thermique. Une valeur de 6,6 kW est obtenue pendant le régime
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permanent de la simulation. Cette puissance s’avére étre inférieure a celle permise par la
machine de chauffage par induction qui est de 30 kW. Cependant, il faut mentionner que
la valeur de 6,6 kW obtenue doit étre comparée a la valeur moyenne de la puissance
fournie par la machine et que cette donnée n’est pas disponible. Afin de surmonter ce
manque de données expérimentales, un calcul approximatif peut étre fait pour vérifier la

validité de cette puissance.

Maillage EMAG060410

Maillage EMAG060524

Figure 3.17 : Densité de noeuds en surface pour les différents maillages utilisés
pour la simulation électromagnétique-thermique (zoom #1 de la
figure 3.16)

Tableau 3.5 : Maillages utilisés lors de 1'étude de convergence €électromagnétique-

thermique

Densité nodale
Maillage Nombre de noeuds en surface Nombre d’éléments

(neeuds/mnt’)
EMAG060524 5453 41,16 5389
THERM060524 1361 41,16 15 658
EMAG060410 14163 582,44 14163
THERM060410 7206 582,44 7453

En supposant que 1’éprouvette est chauffée uniformément dans sa section réduite,

on peut calculer 1’élévation de température AT que subira son volume V' chauffé a une

puissance P de 6,6 kW pendant une durée ¢ a ’aide de 1’équation suivante :




133

Pt=pe, VAT (3.81)

En utilisant une durée de 1,0 seconde équivalente a celle du régime permanent de
la simulation, un volume de 2204 mm” correspondant a celui de 1’éprouvette contenu par
les quatre spires de la bobine et en utilisant une valeur moyenne de 550 J/kg-K pour la
chaleur spécifique, on obtient une élévation de 680 °C. Cette valeur est pres de la valeur
réelle mesurée de 800 °C. De plus, comme la densité de chauffage est en réalité
concentrée dans une mince couche de matériau, il est évident que 1’élévation de
température calculée a partir de I’hypotheése d’uniformité sous-estime la valeur réelle.
Néanmoins, cette approximation confirme que la valeur de 6,6 kW calculée est réaliste.
I1 serait toutefois nécessaire d’ajouter un compteur d’énergie au montage expérimental
dans le futur afin de fournir une mesure facile a relier aux paramétres de design du

chauffage par induction.

Les parameétres a imposer au modeéle thermique sont la température initiale de
I’éprouvette de 11 °C, les conditions de convection naturelle (h=6 W/m’K) et de
radiation (¢=0,13) en surface extérieure ainsi que la condition de convection forcée sur la
paroi du canal. De plus, des conditions de gradient nul dans la direction z & z=120 mm
permettent d’imposer la symétrie axiale. Comme il a été mentionné a la section 3.3.3,
une méthode itérative est nécessaire pour déterminer la valeur du coefficient de transfert
de chaleur agissant en surface du canal & cause de sa variation en fonction de la
température de la surface (voir équation (3.74)). L’utilisation de 1’abaque 3.13 a permis
de déterminer qu’une température moyenne de 100 °C de la paroi menait & une valeur de
40 kW/m?K pour le coefficient de transfert de chaleur et que I’utilisation de cette valeur
pendant la simulation permettait d’obtenir une température moyenne en surface

d’environ 100 °C. Le procédé itératif a donc convergg.

La figure 3.18 montre le résultat de la simulation de la variation temporelle de la
température en surface extérieure de 1’éprouvette ainsi que sur la paroi du canal obtenue
en utilisant les paramétres mentionnés plus haut. On remarque que la température

moyenne en surface du canal est bien d’environ 100 °C et que la température maximale
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atteinte a la surface extérieure est de 800 °C. L’écart de température entre les surfaces

externe et interne de 1’échantillon atteint alors une valeur de 635 °C.
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800 1 I Tore = 2,15x10" A/m?, t,. = 0,382 sec |
A Y ! Jperm = 9,02x10™ A/, toerm = 1,018 sec
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Figure 3.18 : Variation de la température a la surface externe de I’éprouvette et a
la surface du canal de refroidissement obtenue par la simulation

La figure 3.19 présente la distribution du champ électrique dans les trois milieux
(bobine, air et échantillon) apres 1,4 seconde de chauffage. On remarque que ’intensité
du champ électrique est tres élevée dans la région de la bobine et qu’elle diminue ensuite
rapidement. Afin de mettre en évidence la distribution dans I’éprouvette, la figure 3.20
présente les résultats obtenus pour cette derniere exclusivement. La valeur maximale du
champ électrique calculée est de 130 V/m (ou 130 N/C) en surface. La figure 3.21
illustre la forte diminution que subit 1’intensité du champ dans les premiers millimétres
de profondeur. La pénétration du champ électrique J est de 1 mm. Cette valeur est
supérieure a celle calculée a I’aide de la formule (2.1) qui méne a une valeur de 0,8 mm.
La différence peut étre attribuable a la variation de la conductivité €lectrique de ’acier
dans I’éprouvette et aux écarts entre les conditions expérimentales et les conditions

théoriques supposées lors du développement de I’équation (2.1).
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La distribution de température obtenue par la simulation électromagnétique-
thermique est présentée a la figure 3.22. Les résultats montrent 1’état de 1’éprouvette
lorsque le chauffage est terminé (1,4 seconde). Afin de valider les résultats de
simulation, des prises de mesure dynamique sont effectuées a 1’aide de thermocouples et
d’un systéme d’acquisition de données. La localisation des thermocouples utilisés est

schématisée a la figure 3.23.
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Figure 3.19 : Distribution du champ électrique aprés 1,4 seconde de chauffage
(exprimé en V/m ou N/C)

Les thermocouples T9 et T1 sont utilisés afin de mesurer la température du fluide
caloporteur a I’entrée et a la sortie de 1’éprouvette. Il a pu ainsi étre déterminé que la
température initiale de 1’eau est de 11 °C et qu’elle s’échauffe jusqu’a une valeur de 25
°C lorsque ’extraction de chaleur est maximale. Les autres thermocouples sont disposés

de maniére a valider la distribution de température dans 1’éprouvette.
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Les thermocéuples T2, T3 et T4 sont disposés de mani¢re a mesurer I’effet de la
profondeur sur la température; T2 et T3 sont insérés a une distance radiale de 2,075 mm,
soit & une profondeur de 2,69 mm sous la surface alors que T4 est a la surface de
I’éprouvette. Le thermocouple T2 a toutefois été abimé pendant 1’expérimentation et les
données recueillies n’ont donc pu étre utilisées. La variation de la température en
fonction du temps mesurée par ces thermocouples est présentée aux figures 3.24 (T4) et
3.25 (T3) accompagnés des courbes correspondantes obtenues par la simulation (S2) et
(S1). Les résultats expérimentaux sont trés prés des résultats de la simulation. 11 faut
toutefois noter que la valeur de la densité de courant a été ajustée de maniére a obtenir
une valeur maximale de 800 °C en surface. La qualité du mod¢le a traduire la variation
de la température dans la direction radiale peut donc étre évaluée en comparant les
courbes théorique et expérimentale pour une profondeur de 2,69 mm (figure 3.25). On

remarque que le modéle numérique traduit trés bien les observations expérimentales.
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Figure 3.20 : Distribution du champ électrique dans 1'éprouvette aprés 1,4 seconde
de chauffage (exprimé en V/m ou N/C)
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Figure 3.21 : Variation du champ électrique en profondeur dans la section centrale
de 1'éprouvette
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Figure 3.22 : Distribution spatiale de la température aprés 1,4 seconde de chauffage
(exprimée en °C)
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Figure 3.23 : Localisation des thermocouples utilisés pour la validation du modéle
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Figure 3.24 : Validation de la variation temporelle de la température au centre de
I'éprouvette et en surface a) pour un intervalle de temps de 20
secondes b) pour un intervalle de temps de 4 secondes
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Figure 3.25 : Validation de la variation temporelle de la température au centre de
I'éprouvette et a une position radiale de 2,075 mm

La qualit¢ du modéle a traduire la variation de la température selon 1’axe de
I’éprouvette peut étre évaluée a I’aide des résultats pour les thermocouples T5 et T6
ainsi que T7 et T8 qui sont respectivement disposés a 5 et 10 mm de la section centrale
de I’éprouvette. Les courbes expérimentales sont ensuite comparées aux résultats de
simulation (S3) et (S4). Ces comparaisons sont présentées aux figures 3.26 et 3.27 qui
illustrent la variation de la température, a différentes position de la surface de
I’éprouvette, en fonction du temps. On remarque que la qualité de prédiction de la
température diminue avec 1’¢loignement des thermocouples. En fait, la figure 3.26
montre que la simulation sous-estime 1égérement la valeur maximale atteinte, tandis que
les résultats sont treés ¢loignés de la réalité pour une distance de 10 mm (voir figure
3.27). Cette erreur provient vraisemblablement des hypothéses faites sur la géométrie de
I’éprouvette qui diminuent 1’inertie thermique de 1’éprouvette dans cette zone. Une autre
cause de cette erreur de simulation pourrait provenir de la simplification de la géométrie

de la bobine qui est en réalité hélicoidale.

Comme I’intérét de cette simulation est de calculer 1’état de contrainte dans la
section centrale de 1’éprouvette, il ne sera pas nécessaire d’améliorer le modele
électromagnétique-thermique en utilisant la géométrie sablier, car la validation a

démontré que le modéle numérique parvenait a traduire de fagon trés précise le
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comportement thermique du centre de 1’éprouvette. La simulation mécanique sera donc

faite a partir des résultats de température obtenus avec ce modele simplifié.
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Figure 3.26 : Validation de la variation temporelle de la température a une distance
de 5 mm du centre de 1'éprouvette et en surface a) pour un intervalle
de temps de 20 secondes b) pour un intervalle de temps de 4 secondes
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Figure 3.27 : Validation de la variation temporelle de la température a une distance
de 10 mm du centre de I’éprouvette et en surface
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3.4.2 Modélisation mécanique

La forte non-linéarité des équations mécaniques élasto-plastiques force I’utilisation
d’un maillage beaucoup plus raffiné que celui du probléme électromagnétique-
thermique. Un programme Fortran a donc été développé afin de transposer les résultats
nodaux de température obtenus pour la maille THERM060524 a une maille mécanique
quelconque. Une étude de convergence a ensuite pu étre accomplie sans la nécessité de
recalculer les champs de température. Le tableau 3.6 présente les caractéristiques des

différents maillages étudiés.

Tableau 3.6 : Maillages utilisés pour l'étude de convergence en mécanique

Densité nodale
’ Nombre globale. de la Densité nodale Nombre
Maillage section en surface g
de noeuds 2 d’éléments
centrale (neeuds/mm°)
(nwuds/mmz)
MEC060219 5155 36,43 36,43 4963
MEC060409 6279 36,43 145,82 6310
MEC060410 7206 36,43 582,45 7453
MEC060605 8979 582,45 582,45 9252
MEC060607 9653 582,45 2323,35 9970

Le maillage MEC060219 posséde approximativement la méme densité nodale que
le maillage THERMO060524 (41,16 nceuds/mm?). Ce dernier s’est toutefois avéré étre
largement insuffisant pour résoudre le probléme mécanique et la convergence n’a été
atteinte qu’avec une densité nodale 16 fois supérieure en surface. En effet, les résultats
obtenus avec les maillages MEC060605 (582,45 noeuds/mm?) et MEC060607 (2323,35
nceuds/mm?®) sont trés semblables. Les calculs finaux ont donc été effectuds a 1’aide du
premier de ces mod¢les afin de réduire les temps de calcul. La figure 3.28 montre la
densité nodale de ces deux maillages. Ces images ont été obtenues en effectuant un

agrandissement du modele dans la zone nommée « zoom #2 » a la figure 3.16.

Le chargement du modéle mécanique est composé, d’une part, des conditions de

déplacement nul dans la direction z sur le plan de symétrie de 1’éprouvette (a4 z=120 mm)
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et d’autre part, des efforts thermomécaniques engendrés par la variation du champ de
température dans la piéce pour un chauffage par induction d’une durée de 1,4 seconde et
un refroidissement subséquent de 38,6 secondes. L’incrément de temps utilisé afin
d’optimiser le temps de calcul et la précision des résultats est de 0,01 seconde puisque

les résultats finaux étaient trés prés de ceux correspondant & un incrément de temps de
0.001 seconde.

8 >

< €

3 7
Section . Maillage MEC060605 Maillage MEC060607

centrale A

2,77 mm

A 4

r 2,64 mm 'l 2,64 mm VI

Figure 3.28 : Densité de noeuds en surface de la section centrale pour les mailles
MEC060605 et MEC060607 (zoom #2 sur la figure 3.16)

Les résultats obtenus aprés la simulation compléte du processus du chauffage par
induction et du refroidissement subséquent sont présentés a la figure 3.29. La
distribution de la composante axiale des contraintes résiduelles y est illustrée. On
remarque que le maximum en tension des contraintes résiduelles n’est pas obtenu au
centre de 1’éprouvette, mais plutdt a la fin de la zone a section constante (voir figure

3.30). Cela explique pourquoi 1’essai de traction effectué sur une éprouvette
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préalablement chauffée avait mené a la création de deux zones de striction (section
2.3.2). Il est donc confirmé que I’utilisation d’une géométrie sablier était nécessaire lors
des essais de fatigue afin d’éviter ’amorcage de fissures dans cette zone. La valeur
maximale en compression est quant a elle située & la section centrale de I’éprouvette, a

une profondeur d’environ 0,5 mm sous la surface du canal de refroidissement.
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268.2
. 1888
108.3
2991
-48.51
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-208.3
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-367.2
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-526.0
-605.5
-684 .9
.. -7643

Contrainte en MPa

Figure 3.29 : Distribution spatiale des contraintes résiduelles axiales obtenue par la
simulation par éléments finis pour un chauffage d’une durée de 1,4
seconde suivi d’un refroidissement de 38,6 secondes

Les valeurs minimale et maximale de contraintes résiduelles ne correspondent
toutefois pas aux valeurs indiquées sur les figures 3.29 et 3.30. En effet, ’analyse des
résultats obtenus a la section centrale de 1’éprouvette a démontré que la solution oscille
autour d’une distribution médiane qui est la solution vers laquelle I’étude de
convergence se rapproche (voir figure 3.38). Cette analyse des résultats sera présentée

plus loin dans ce chapitre.

Avant d’analyser I’historique mécanique du chauffage par induction, une
validation des résultats de simulation mécanique élasto-plastique est nécessaire. Les

résultats de contraintes résiduelles obtenus pour la section centrale de 1’éprouvette par la
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simulation seront donc comparés a des mesures expérimentales effectuées a 1’aide de la
méthode de la diffraction des rayons X. Le décapage chimique permet de retirer le
matériau de I’éprouvette par couches successives. La figure 3.31 présente cette
validation. Les points représentent les résultats expérimentaux, tandis que les courbes
illustrent les résultats de simulation. Les valeurs expérimentales ont été obtenues a 1’aide
d’un logiciel permettant de considérer la redistribution des contraintes lors du décapage

chimique.

DISPLAY IV - GEOMETRY MODELING SYSTEM (12.0.0) PREPOST MODULE

VIEW : -764.3227
RANGE: 347 5743

347 6
268.2
. 1887
109.3

Omax

Contrainte en MPa

Figure 3.30 : Mise en évidence de la contrainte résiduelle maximale de tension dans
la zone du changement de section pour un chauffage d’une durée de
1,4 seconde suivi d’un refroidissement de 38,6 secondes.

Les résultats expérimentaux confirment la validité du logiciel de calcul par
éléments finis. En effet, les contraintes mesurées sont trés prés des contraintes calculées
a l'aide de la simulation. Le chauffage par induction induit donc un champ de
contraintes résiduelles de tension a la surface des éprouvettes. Pour un chauffage d’une
durée de 1,4 seconde suivi d’un refroidissement a 1’air libre, I’intensité des composantes
axiale et circonférentielle atteint 250 et 270 MPa respectivement. L.’état de contrainte est

donc trés pres de 1’état équibiaxial.
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On remarque toutefois que les valeurs expérimentales oscillent Iégérement autour
de la courbe de simulation. Ainsi, I’écart le plus important entre les valeurs calculées et
les valeurs mesurées, pour une profondeur inférieure a 100 microns, est de 50 MPa
(contrainte axiale a une profondeur de 30 microns). Cette oscillation des valeurs
expérimentales pourrait étre causée par la variation des contraintes résiduelles
microscopiques introduites au chapitre 1. En effet, les mesures utilisant la méthode de la
diffraction des rayons X sont sensibles a ce type de contrainte, contrairement a la

simulation qui, elle, les néglige. En fait, cette derni¢re considére le matériau comme un

solide isotrope et continu.
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Figure 3.31 : Validation de la simulation thermomécanique & 1'aide de mesures

expérimentales obtenues par la méthode de la diffraction des
rayons X

Cet effet ne peut toutefois expliquer la différence entre les valeurs calculées et

celles mesurées pour une profondeur de 250 microns sous la surface. Cette différence
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pourrait étre due a la grandeur du dernier incrément de décapage chimique de plus de
150 microns qui pourrait entralner des erreurs de traitement des données brutes.
Cependant, cette hypothése devrait étre vérifiée et davantage de travaux seront
nécessaires afin d’identifier avec certitude la cause de cet écart. Néanmoins, le modele
numérique simule adéquatement le phénomeéne mécanique du chauffage par induction et

I’analyse de son historique mécanique peut donc étre effectuée.

3.4.3 Analyse de I’historique mécanique

La figure 3.32 présente 1’historique mécanique que subit le matériau situé en
surface de 1’éprouvette de fatigue lors du chauffage par induction et du refroidissement
subséquent. La variation des composantes axiale et circonférentielle des contraintes dans
le temps est présentée ainsi que 1’évolution de la limite d’élasticité réelle du matériau.
De plus, la variation de la distribution de la température et des contraintes dans la
section centrale de 1’éprouvette est illustrée aux figures 3.33 a 3.38 pour différentes

valeurs du temps, apres le début du chauffage de 1,4 seconde.

L’analyse de la figure 3.32 montre que le phénoméne élasto-plastique du
chauffage par induction est trés complexe et qu’il est impossible d’estimer les
contraintes résiduelles induites sans utiliser d’outils de simulation. En fait, ce processus
est un couplage complexe entre la plastification causée par le chargement
thermomécanique et le changement des propriétés mécaniques de 1’acier 304L di aux

variations de température.

La premiére phase de I’historique mécanique du mat€riau consiste en un chauffage
qui ne cause que des efforts thermoélastiques. Dans le cas de notre application, elle dure
environ 0,4 seconde. Cette phase est caractérisée par une diminution progressive de la
limite d’élasticité réelle du matériau en raison de 1’élévation de température ainsi que de
I’augmentation des contraintes thermoélastiques associées au chauffage. La figure 3.33
illustre les distributions de température et de contrainte, a la section centrale de

I’éprouvette, aprés 0,3 seconde de chauffage. Des contraintes en compression sont
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induites en surface, tandis que de la tension est présentevprés du canal. Notamment, la

contrainte axiale passe en tension a une profondeur de 1,25 mm sous la surface (voir
figure 3.33).
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Figure 3.32 : Variation temporelle des contraintes normales en surface de
I’éprouvette pendant le procédé de chauffage par induction d’une
durée de 1,4 seconde suivi d’un refroidissement subséquent a Pair
ambiant

Une fois que I’écoulement se produit dans I’échantillon, la consolidation du
matériau est observée. La limite d’élasticité du matériau est donc augmentée par le
travail plastique exercé par les efforts thermomécaniques. Cependant, ’augmentation de
la température entraine une diminution des propriétés mécaniques de 1’acier. La valeur
de la limite d’élasticité diminue et la contrainte pouvant étre supportée par le matériau
est réduite. La courbe indiquant la valeur de la limite d’élasticité en fonction du temps a
la figure 3.32 illustre 1’effet combiné de ces deux mécanismes. Au départ, la

consolidation provoquée par les efforts thermomécaniques est dominante et 1’intensité
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des contraintes augmente (entre 0,4 et 0,45 seconde). Par la suite, I’adoucissement du
matériau causé par 1’élévation de température prend le dessus et ’intensité des
contraintes pouvant &tre supportées diminue, ce qui résulte en une redistribution des
contraintes dans la section de 1’éprouvette (0,45 a 1,4 seconde). Ce phénoméne est
illustré par les figures 3.34 et 3.35 qui démontrent que l’intensité des contraintes en
compression en surface diminue entre 0,8 et 1,4 seconde. La redistribution des
contraintes vers le centre de I’éprouvette augmente la profondeur a laquelle les
contraintes sont en compression. Par exemple, la composante axiale des contraintes
passe d’une valeur de 1,79 mm a 2,06 mm d’un état a 1’autre. La position de la
contrainte maximale de compression est également repoussée en profondeur de 0 a 0,9

mm sous la surface.

Lorsque le chauffage est terminé (& 1,4 seconde), le processus s’inverse. La
diminution de la température provoque une augmentation des propriétés mécaniques du
matériau ainsi que le retrait des efforts thermomécaniques. La figure 3.32 montre qu’une
inversion des contraintes s’effectue rapidement aprés 1’arrét du chauffage (a 1,4
seconde). La figure 3.36 illustre 1’état des contraintes aprés 0,6 seconde de
refroidissement (pour un temps de 2 secondes). Puisque 1’état des contraintes s’est
inversé apres le chauffage, de la tension est trouvée en surface. Cependant, I’intensité
des contraintes demeure faible a cause de la faible rigidité du matériau a 600 °C. L’étude
des figures 3.37 et 3.38 démontre clairement que la grande partie des contraintes
résiduelles est créée lors du refroidissement final entre 300 °C (temps de 4 secondes) et
la température ambiante (temps de 40 secondes). Il est donc primordial de simuler le
processus en entier en incluant le refroidissement progressif de 1’éprouvette afin

d’obtenir la valeur des contraintes résiduelles finales.
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Le changement abrupte de la contrainte apres environ 5 secondes a la figure 3.32
correspond & une forte augmentation du taux de consolidation du matériau lorsque
qu'une température de 200 °C est atteinte en surface. Il faut toutefois noter que la
variation de contrainte illustrée a cette figure est celle calculée en un seul point. Ce
changement brusque de comportement peut donc étre causé par une instabilité¢ de la
solution dans cette zone & ce temps précis du calcul. En effet, les figures 3.33 a 3.38
montrent que la solution peut étre instable en certains points, méme si la solution globale

obtenue est stable.

La figure 3.38 illustre 1’état final des contraintes résiduelles dans la section
centrale de 1’éprouvette. Ces résultats avaient été présentés plus tot, dans ce chapitre,
lors de la validation expérimentale (voir figure 3.31). On remarque que, dans la zone
pres du canal, la contrainte maximale en compression est plus grande, en valeur absolue,
que la contrainte en tension a la surface. Cela s’explique par le gradient de température
qui est plus élevé dans cette zone pendant le chauffage (voir figure 3.35). De plus, la
condition d’équilibre de la section centrale implique nécessairement une zone plus
importante en compression a cause de la diminution du diamétre de I’éprouvette prés du

canal interne.

3.5 Conclusion

Une modélisation des phénomeénes électromagnétique, thermique et mécanique du
chauffage a permis de calculer la distribution spatiale du champ électrique, de la

température et des contraintes résiduelles induites par le procédé.

Les modeles mathématiques régissant les phénomeénes électromagnétique,
thermique et mécanique ont été détaillés afin de mettre en évidence les propriétés et
paramétres importants a considérer lors de la simulation. Ensuite, la formulation
matricielle de ces équations, utilisée lors du développement des logiciels de calcul par la

méthode des éléments finis, a été décrite. Deux logiciels de calcul ont donc été
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développés pour simuler le chauffage des éprouvettes, soit

Electromagnétiquethermique.f et Mep.£.

Les résultats obtenus lors de la modélisation du chauffage par induction d’une
éprouvette pendant une durée de 1,4 seconde suivi d’un refroidissement subséquent a
atmosphére ambiante d’une durée de 38,6 secondes ont finalement été présentés. Celle-
ci s’est avérée étre trés preés de la réalité, notamment pour prédire la variation de la
température en fonction de la profondeur a la section centrale de 1’éprouvette. La
modélisation thermomécanique a été validée a 1’aide de mesures de contraintes
résiduelles effectuées avec la méthode de la diffraction des rayons X. Les résultats
numériques ont montré une trés bonne concordance avec les résultats expérimentaux. La
simulation et les mesures expérimentales ont confirmé la présence, a la fin du chauffage,
de contraintes résiduelles en tension d’intensité de 250 MPa dans la direction axiale et
de 270 MPa dans la direction circonférentielle a la surface de 1’échantillon. L’ historique
mécanique pendant le chauffage et le refroidissement subséquent du matériau situé a la

surface de 1’éprouvette a ensuite été analysé.

La simulation du chauffage par induction a donc confirmé que des contraintes
résiduelles en tension sont induites en surface de 1’éprouvette par ce procédé. La
distribution compléte des contraintes résiduelles dans la section de 1’éprouvette, a la fin
du chauffage, sera utilisée pour analyser les résultats des essais de fatigue présentés au

chapitre suivant.
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Chapitre 4

Influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue

Dans ce chapitre, la méthode expérimentale développée pour doser des contraintes
résiduelles dans des échantillons de laboratoire est utilisée pour étudier 1’effet des
contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de I’acier 304L de fagon rigoureuse est
utilisée. A cette fin, deux courbes de fatigue S-N (amplitude de contrainte vs nombre de
cycles a la rupture) ont été réalisées. Tout d’abord, la courbe de référence de 1’acier
304L représentant le comportement du matériau est présentée. Ensuite, la courbe
obtenue en introduisant des contraintes résiduelles de tension a la surface des
éprouvettes a ’aide du chauffage par induction est donnée. Finalement, les résultats
expérimentaux sont analysés. Ainsi, la comparaison des deux courbes de fatigue permet
de mettre en évidence I’effet des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de I’acier
304L. Ensuite, une analyse statistique est accomplie pour démontrer que le chauffage
par induction modifie la durée de vie en fatigue des €prouvettes et que I’effet observé
n’est pas causé par la dispersion statistique. La modification de la courbe S-N est

finalement interprétée conjointement aux résultats de simulation.

4.1 Courbe de référence en fatigue de I’acier 304L

Dans cette section, les travaux effectués afin de mesurer le comportement en
fatigue de 1’acier 304L dans le domaine de I’endurance sont présentés. Afin d’éviter les
influences de la qualité du fini de surface et de la géométrie des éprouvettes sur les
résultats, une analyse de ces deux paramétres a toutefois été effectuée au préalable. Le
tableau 4.1 présente le programme d’essai qui a permis, d’une part, d’étudier les effets
du type de polissage utilisé ainsi que de la géométrie des éprouvettes et, d’autre part,
d’évaluer la résistance a la fatigue de P’acier 304L. Deux types d’éprouvettes (section
droite et sablier) et deux types de polissage (mécanique et électrolytique) ont été étudiés.
Ce tableau indique le nombre d’échantillons ayant été sollicité pour chaque combinaison

de géométrie, de polissage et d’amplitude de contrainte. Tous ces essais ont été effectués
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a une valeur du rapport R des contraintes de -1, soit avec une contrainte statique nulle.
La suite de cette section présente la procédure expérimentale ayant été utilisée, une
analyse du comportement cyclique de 1’acier 304L ainsi que les résultats obtenus lors

des essais de fatigue décrits au tableau 4.1.

Tableau 4.1 : Programme d'essai utilisé pour mesurer la courbe de référence de
I'acier 304L

Type de polissage
Mécanique Electrolytique
(]
A= 210 (1);220(1)
21170 (1);185(1
| E|momsiss0) 550
-
-
3
N 180 (1); 185 (1
= | 8 |190(1);245 (1) 19()%3;.200%53
21 B 1255(01);265(Q2) ’
| s ’ 210 (3) ;230 (3)
N | @« |275Q22) 255 (1)

Notes : Les amplitudes de contrainte sont exprimées en MPa.
Le nombre d’échantillons est indiqué entre parenthéses.

4.1.1 Procédure expérimentale

La géométrie sélectionnée pour les éprouvettes de fatigue est du type sablier sans
canal interne. Le dessin de définition de I’éprouvette utilisée pour obtenir la courbe de
référence est présenté a I’annexe C (figures C.5 et C.6). Cette géométrie est préférée a la
géométrie a section constante généralement utilisée (voir figures C.1 et C.2) afin d’éviter

I’amorgage de fissures aux extrémités de la zone de chauffage.

La reproductibilité des essais de fatigue est assurée par le contréle de la qualité du
fini de surface des éprouvettes. Comme la résistance a la fatigue d’un matériau est trés
sensible & la présence de défauts prés de sa surface, il est primordial de porter une
attention particuliére a ce que chaque éprouvette soit dépourvue de défauts. 11 faut polir
la surface de chaque échantillon et éliminer ainsi les défauts issus de 1’usinage de

I’éprouvette. Deux procédés de polissage ont été utilisés.
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Les premiéres ¢prouvettes ont €té polies mécaniquement. Tout d’abord,
I’éprouvette est meulée jusqu’a un état de surface correspondant a un papier de 1200
grains/po”. Ensuite, la surface est polie avec de la péate de diamant jusqu’a 1’obtention
d’un état de surface correspondant a une pate de 1 micron. Cette méthode est longue et

nécessite beaucoup de dextérité et de patience.

Afin d’éviter le polissage mécanique, une procédure de polissage électrolytique a
été développée. Cette méthode consiste a sabler la surface de 1’éprouvette
mécaniquement jusqu’au papier 1200 grains/po” et a ensuite polir I’éprouvette a I’aide
d’une solution €lectrolytique dont la composition est donnée au tableau 4.2. La durée
optimale du polissage électrolytique, pour une différence de potentiel de 17 volts, est de

15 minutes. Le montage utilisé est montré a la figure 4.1.

Figure 4.1 : Montage utilisé pour le polissage électrolytique

Tableau 4.2 : Composition de I’électrolyte utilisé pour le polissage des éprouvettes

Nom de la Composition Concentration Quantité
solution chimique (%) (% de volume)
Acide
perchlorique HCGO, 60 10
2 Butoxyéthanol CeH140, - 10
Acide acétique CH;COOH 99,7 80
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Les essais de fatigue ont été effectués sur trois machines hydrauliques de la
compagnie Instron en mode de contrdle d’amplitude de contrainte et les résultats sont
compilés a I’annexe K. Deux de ces machines possedent une cellule de force de 100 kN
et la troisiéme, une cellule de 250 kN. La rupture de I’éprouvette est considérée atteinte
lorsque la fissuration de 1’éprouvette provoque une diminution de sa rigidité
suffisamment importante pour étre détectée par le banc d’essai. Cela correspond
approximativement a la propagation de la fissure sur la moitié de la section de

I’éprouvette.

La fréquence de sollicitation imposée lors des essais a di étre limitée a une faible
valeur (<5Hz) a cause du comportement mécanique du matériau. En effet, I’acier
inoxydable 304L a I’état lamin€ a chaud et recuit est trés ductile et possede une limite
d’élasticité réelle trés faible (120 MPa) comparativement a la valeur de la limite
d’écoulement d’ingénierie Sy de 220 MPa. Des essais en mode de déformation controlée
ont permis d’étudier le comportement cyclique de I’acier 304L. Ces essais ont été
accomplis avec une seule éprouvette et ne constituent donc qu’une simple estimation du
comportement réel qui devrait étre mesuré avec plusieurs échantillons différents, un par

niveau d’amplitude de déformation.

4.1.2 Comportement o-¢ cyclique de I’acier 304L

Les courbes des figures 4.2 et 4.3 correspondent chacune au comportement
stabilisé de I’échantillon a un niveau d’amplitude de déformation donné pour une
fréquence de sollicitation de 1 Hz. Aucune déformation statique n’a été imposée. Une
fois la stabilisation du comportement atteint, I’amplitude de déformation est augmentée
et une nouvelle stabilisation est attendue. La déformation a été mesurée a 1’aide d’un
extensomeétre. Les deux figures démontrent qu’un effet d’hystérésis est observable pour
toute amplitude de déformation supérieure a 0,05%, ce qui correspond a une contrainte
stabilisée de 100 MPa. Cette hystérésis mécanique provoque une dissipation de chaleur

causée par le mouvement interne des dislocations dans le matériau. Il est donc nécessaire
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de limiter la fréquence de sollicitation de manieére a éviter 1’échauffement de

1’éprouvette lors des essais de fatigue et la chute des propriétés mécaniques du matériau.

Un thermocouple a permis de déterminer, pour chaque amplitude de contrainte,
quelle était la fréquence maximale pouvant étre appliquée sans qu’il n’y ait un
changement notable de la température de 1’éprouvette. De plus, des essais ont été
accomplis pour chaque amplitude de contrainte afin de s’assurer qu’une diminution de la
fréquence n’influencait pas les résultats obtenus. La fréquence maximale utilisée est de 5
Hz pour les essais d’une durée de plus de 10° cycles, tandis que la fréquence pour une
durée de vie inférieure & 10° cycles est fixée a 1 Hz. Pour les durées intermédiaires, la

fréquence est réglée a 2 Hz.

Contrainte (MPa)

Déformation (%)

Figure 4.2 : Comportement cyclique de I'acier 304L en contrdle de déformation, a
la température ambiante, pour des écarts de déformation compris
entre 0,05% et 0,80% par incrément de 0,05%
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Contrainte (MPa)

Déformation (%)

Figure 4.3 : Comportement cyclique de 1'acier 304L pour de petites amplitudes de
déformation a la température ambiante

4.1.3 Courbe S-N de base de I’acier 304L

La figure 4.4 montre le comportement en fatigue de 1’acier 304L pour une
amplitude de contrainte contrdlée. On remarque que la dispersion statistique des
résultats est trés faible malgré 1’utilisation de deux types d’éprouvettes et de deux
méthodes de polissage. Ces différents parametres ont été testés afin de déterminer les

influences respectives de la géométrie de 1’éprouvette et de 1’état de surface sur les

résultats obtenus.

Les symboles (x) et (o) indiquent que la géométrie de 1’éprouvette utilisée est du
type sablier, tandis que les deux autres symboles correspondent aux éprouvettes a
section constante. On remarque que la forme de 1’éprouvette n’affecte pas les résultats
de fatigue. Cela s’explique par le fait que 1’éprouvette sablier possede un rayon de
courbure élevé et que la concentration de contrainte au centre de l’éprouvette est
inférieure & 1%. De plus, le volume de matériau fortement sollicité de I’éprouvette a

section variable est trés prés de celui de I’éprouvette a section constante.
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A la figure 4.4, les essais effectués sur des éprouvettes ayant subi un polissage
électrolytique (PELEC) sont représentés par un symbole triangulaire. On remarque que
le type de polissage n’influence pas de fagon visible les résultats obtenus. Méme si le
nombre d’éprouvettes utilisé pour vérifier cette hypothése n’est pas assez important d’un
point de vue statistique, il n’est pas nécessaire de poursuivre cette investigation puisque
le polissage €lectrolytique sera utilisé pour tous les essais a faible contrainte, essais
davantage sensibles a 1’état de surface comparativement a ceux a haute contrainte (vie

inférieure a 10 mille cycles) qui sont moins sensibles a cet effet.

X Hourglass sans canal (PMEC) ¢ Section constante sans canal (PMEC)
O Hourglass sans canal (PELEC) A Section constante sans canal (PELEC)

Courbe de référence de I'acier 304L
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Figure 4.4 : Courbe S-N de I'acier inoxydable austénitique 304L

Les résultats de la figure 4.4 représentent donc la résistance de 1’acier inoxydable

304L 2 la fatigue dans le domaine de I’endurance en amplitude de contrainte contr6lée.



164

Flle révele plusieurs particularités propres a ce matériau. Trois caractéristiques

principales du comportement peuvent étre mentionnées :

» La courbe poss¢éde une asymptote horizontale correspondant a la limite
d’endurance du matériau (185 MPa), ce qui est inhabituel pour les aciers

austénitiques ;

» La vie de I’acier 304L en fatigue endurance est courte (< 1 million) pour des
amplitudes de contrainte supérieures a la limite d’endurance mesurée a 10

millions de cycles ;

» La limite de fatigue a 10’ cycles est trés élevée (185 MPa) comparativement a
la limite d’écoulement de 220 MPa et elle est supérieure a la limite d’élasticité

de 120 MPa, indice d’une consolidation cyclique importante.

Cette courbe de référence de I’acier 304L laminé a chaud sera comparée avec les
résultats de fatigue obtenus pour les éprouvettes contenant des contraintes résiduelles

afin de mettre en évidence leur effet.

4.2 Effet des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue

Dans cette section, les essais de fatigue endurance exécutés afin de mesurer
I’influence des contraintes résiduelles introduites dans les éprouvettes lors du chauffage

- sur leur tenue en fatigue sont présentés. De plus, une courbe de fatigue est générée afin
de vérifier si la présence du canal dans les éprouvettes utilisées pour doser les

contraintes résiduelles affecte leur résistance a la fatigue.

Le tableau 4.3 présente ce programme d’essai. Deux types d’éprouvettes (avec et
sans canal) et deux types d’historique (avec et sans chauffage) ont été étudiés. Ce
tableau indique le nombre d’échantillons ayant été sollicités pour chacune des

combinaisons de type d’éprouvette, d’historique et d’amplitude de contrainte. Le rapport
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R des contraintes est fixé & -1. La suite de cette section présente les résultats ainsi que

I’analyse de ce programme d’essai.

Tableau 4.3 : Programme d'essais utilisé pour mesurer l'influence des contraintes
résiduelles sur la vie en fatigue endurance de 1'acier 304L

E"prouvette sans canal Eprouvettes avec canal
Sans | 170(1);180(1); 185(1) 140 (1) ; 185 (1)
. 190 (4) ;200 (5);210(4) ’
contraintes ’ ’ 190 (2) ;255 (2)
résiduelles 220(1)5230(6) ;245 (1) 275 (1) ;286 (1)
255(2);265(2);275(2) ’
100 (1); 110 (1); 120 (1)
Avec 130 (1) ; 140 (1) ; 150 (1)
contraintes - 160 (1); 170 (1) ; 180 (1)
résiduelles 190 (2) ;200 (4) ; 210 (6)
230(5);255(2);275(2)

Note : Les amplitudes de contrainte sont exprimées en MPa
Le nombre d’échantillons est indiqué entre parenthéses

4.2.1 Influence du canal interne sur la tenue en fatigue des
éprouvettes

La géométrie d’éprouvette utilisée pour induire les contraintes résiduelles a I’aide
du chauffage par induction est du type sablier et posséde un canal interne permettant la
circulation d’un fluide caloporteur lors du chauffage. Cette géométrie est présentée a
I’annexe C (voir figures C.7 et C.8). Puisque ce canal interne posséde un diamétre de
2,39 millimétre, il est trés difficile de polir sa surface intérieure. Afin de déterminer
I’'influence de son fini de surface sur les résultats de fatigue, quelques essais sont
effectués sans traitement de la surface du canal. Ces résultats sont présentés a la figure

4.5.

Les résultats obtenus sont inattendus. En effet, bien que le profil de la surface du
canal soit trés rugueux a cause du procédé de pergage utilisé, sa présence ne semble pas

influencer les résultats de facon importante. La courbe de référence semble étre
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légérement décalée a gauche a cause de la présence du canal, mais cette différence n’est
pas significative. Le fait le plus remarquable est ’amorgage de fissures en surface plut6t
qu’a la paroi du canal pour les deux essais effectués au niveau de contrainte de 190 MPa.
En effet, le mauvais état de la surface du canal aurait dii causer I’amorcage de fissures
dans cette zone tel qu’il a été observé pour les autres essais. L’influence du canal serait
donc négligeable. 11 serait toutefois important d’étudier davantage ce phénomene avant
de conclure définitivement & ce propos. Néanmoins, il n’est pas nécessaire d’approfondir
cette question dans le cadre de ce mémoire puisque les essais de fatigue, pour les
éprouvettes préalablement chauffées, ont mené & 1’amorcage de fissures en surface.
Ceux-ci doivent donc étre comparés a la courbe de référence du matériau de la figure

44.
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Figure 4.5 : Influence de la présence du canal interne sur la vie en fatigue
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4.2.2 Influence des contraintes résiduelles sur la tenue en fatigue
des éprouvettes

Afin de réduire la dispersion des résultats de fatigue sur les éprouvettes subissant
le dosage des contraintes résiduelles, le contrle du procédé de chauffage par induction
doit étre ajusté de maniere a ce que celui-ci soit le plus reproductible possible. D une
part, la minuterie utilisée lors des essais de dosage des contraintes est remplacée par une
nouvelle minuterie beaucoup plus précise. L’incertitude absolue du temps contrdlé par
cette nouvelle minuterie est de 0,001 seconde et permet d’obtenir un temps de chauffage
égal pour chaque essai. D’autre part, la puissance de chauffage est réglée avec le
contrdleur numérique et la lecture d’un quadrant sur I’appareil Norax permet de vérifier
la reproductibilité de ce parametre. Les parametres électromagnétiques du procédé, soit

la durée et la puissance de chauffage, sont donc ajustés avec précision.

Un autre facteur important est le positionnement de 1’éprouvette lors du chauffage.
Celle-ci est positionnée a 1’aide d’un systéme de levier (figure 2.20) qui permet un
ajustement facile de la hauteur de I’éprouvette, tout en conservant sa position au centre

de la bobine inductrice.

La qualit¢ du fini de surface est, quant a elle, assurée par le polissage
électrolytique des éprouvettes ainsi que par ’utilisation d’une atmosphére de protection
d’argon pour éviter I’oxydation de leur surface pendant le chauffage. Cette précaution a
permis d’obtenir le méme état de surface aprés chauffage que celui des éprouvettes non

chauffées. Ce parametre n’influencera donc pas les résultats de fatigue.

La courbe de fatigue S-N obtenue dans le cas des éprouvettes contenant des
contraintes résiduelles induites par un chauffage de 1,4 seconde a une puissance
maximale de 71% est illustrée a la figure 4.6. 11 faut noter que malgré le fini de surface
du canal, tous les essais ont mené a I’amorgage de fissures en surface de 1’éprouvette, a
I’exception des deux essais effectués a une amplitude de contrainte de 275 MPa qui ont
mené a I’amorcage de fissures en surface du canal interne de 1’éprouvette. Pour les

amplitudes inférieures a cette valeur, la courbe de fatigue pour les échantillons avec
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contraintes résiduelles doit donc étre comparée avec la courbe de référence du matériau

obtenue avec des éprouvettes sans canal.

300 H 1 lllllll T Tll'lllll 1 III|!II| 1 F llll||| ] LA LALLI
| Initiation au canal i
| xX o € 2 points confondus |
B o . i
&» =0
o 250 .
£ 0
& - ' -
S & . OOTBEK X .
o
8 Sy o -
QD
E; - @0 OXKXX X e
E 200 F 0 & & 00 > -
< - 00 O O .
- O>B>
L o> E
i O Sans contraintes résiduelles o> ]
- X Avec des contraintes résiduelles -
150 13 Lt i 1111l 1 L1 b i1l A1 1 lIlIllll [l I 1 t11
10° 10* 10° 10° 10’ 10°

Nombre de cycles a la rupture N

Figure 4.6 : Influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de 1’acier
304L

La comparaison des deux courbes de la figure 4.6 est univoque. L’introduction de
contraintes résiduelles dans les éprouvettes a ’aide du chauffage par induction améliore
leur résistance en fatigue pour des amplitudes de contraintes inférieures a 255 MPa. Ce
résultat est étonnant puisqu’il est généralement admis que les contraintes résiduelles de
tension réduisent la vie en fatigue aux faibles amplitudes de contrainte. Par exemple, a
190 MPa, tous les essais de référence ont mené au bris de 1’éprouvette, tandis que les
essais avec contraintes résiduelles ont donné une vie infinie (supérieure a 10 millions de
cycles). L’effet bénéfique des contraintes induites diminue graduellement avec
I’augmentation de I’amplitude jusqu’a étre nul pour une valeur de 255 MPa. Il devient

méme néfaste pour une amplitude de 275 MPa. Ce n’est cependant qu’une apparence,
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puisque les deux essais a ce niveau de contrainte ont mené a I’amorgage d’une fissure
sur la paroi interne du canal. Ces essais doivent donc étre comparés avec la courbe de la
figure 4.5 tenant compte de la présence du canal. Il en découle que 1’effet des contraintes
résiduelles est €galement nul & ce niveau de contrainte. Cela confirme la théorie
généralement acceptée dans la littérature selon laquelle I’influence des contraintes
résiduelles serait nulle pour de trés grandes amplitudes de contrainte (supérieure a 255

MPa dans notre cas) a cause de leur compléte relaxation.

Il est difficile d’expliquer la cause de ’amorgage en surface des fissures plutot
qu’a la surface du canal lors des essais a amplitude de contrainte inférieure a 275 MPa.
La présence de contraintes résiduelles de compression au canal pourrait expliquer ce
phénoméne. En effet, les résultats de simulation du chapitre 3 ont montré que de la
compression résiduelle était induite au centre du canal aprés le chauffage. 1l est donc
possible que ces contraintes de compression demeurent en partie pendant la sollicitation

cyclique et qu’elles bloquent ainsi la propagation des microfissures a cet endroit.

Dans la suite de ce chapitre, 1’analyse des résultats permettra de mettre en
évidence l’effet bénéfique du champ de contraintes induit par le chauffage des
éprouvettes, de comprendre le comportement de ces contraintes pendant la sollicitation
du matériau et d’expliquer ’effet inattendu des contraintes résiduelles de tension sur la
résistance a la fatigue des éprouvettes. Il faut toutefois noter que cet effet bénéfique est
spécifique aux parametres de chauffage et au type de chargement utilisés dans cette
étude et qu’il ne peut étre généralisé a toutes les conditions de chauffage et de

sollicitation possibles.

4.3 Analyse des résultats

Les courbes de fatigue obtenues en laboratoire pour les échantillons ayant subi un
chauffage montrent, & premiére vue, que I’introduction de contraintes résiduelles de
tension en surface des €prouvettes augmente leur résistance pour des amplitudes de

contrainte imposées inférieures a 255 MPa.
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Afin de s’assurer que l’effet observé est bel et bien réel, il est nécessaire
d’analyser les résultats en appliquant des méthodes statistiques qui permettront de
vérifier, de facon objective, si I’effet observé n’est pas simplement un effet de la
dispersion aléatoire des résultats des essais de fatigue. Une fois la preuve faite que les

résultats sont valables statistiquement, ils pourront étre analysés et commentés.

4.3.1 Mise en évidence de I’effet des contraintes résiduelles

Afin de mettre en évidence 1’effet des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue
de I’acier 304L, on peut représenter les données de la figure 4.6 sous la forme
d’histogrammes et comparer les résultats obtenus pour les deux populations étudiées et
ce, pour chacun des niveaux de contrainte. Cette fagon de présenter les résultats permet
d’éliminer I’échelle logarithmique des graphiques de fatigue qui a tendance a atténuer

considérablement les écarts de durée de vie mesurés en laboratoire.

Les figures 4.7 a 4.9 contiennent les résultats pour les niveaux de contrainte de
210, 230 et 255 MPa, soit les trois niveaux de contrainte pour lesquels il n’y a eu aucun
essai interrompu avant le bris de 1’éprouvette et pour lesquels aucune fissure ne s’est
initiée au canal. On peut donc comparer directement les deux échantillonnages
statistiques qui représentent respectivement les essais sans contraintes résiduelles et avec

contraintes résiduelles. Les résultats sont présentés en ordre décroissant de durée de vie.

La figure 4.7 illustre clairement que, pour un niveau de contrainte de 210 MPa, la
résistance a la fatigue des éprouvettes est augmentée par le chauffage imposé. En effet,
la durée de vie la plus courte des essais « avec contraintes résiduelles » de 114 228
cycles est presque deux fois supérieure a la vie la plus longue des essais « sans
contraintes résiduelles » qui est de 74 138 cycles. Le chauffage par induction a augmenté

en moyenne la durée de vie des éprouvettes d’un facteur de 5,79 pour cette amplitude.
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Figure 4.8 : Vie en fatigue pour une amplitude de 230 MPa, avec et sans contraintes
résiduelles
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Le méme effet est visible pour une amplitude de 230 MPa (figure 4.8), mais de
facon beaucoup moins significative. Les plages de résultats obtenues pour les deux
échantillons se chevauchent, quoique les moyennes soient encore tres différentes. Le

facteur d’augmentation de la durée de vie moyenne est de 2,10 a ce niveau.

Pour le cas de I’amplitude de 255 MPa (figure 4.9), il ne semble pas y avoir d’effet
notable des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue. La diminution de la durée de vie
observée est trés faible et n’est pas significative, compte tenu de la faible taille des deux

échantillonnages statistiques étudi€s.
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Nombre de cycles a la rupture (milliers)

A 2 7 N
% M)

Sans contraintes Avec contraintes
résiduelles résiduelies

Figure 4.9 : Vie en fatigue pour une amplitude de 255 MPa, avec et sans contraintes
résiduelles

La variation de I’effet des contraintes résiduelles induites lors du chauffage sur la
résistance a la fatigue est illustrée aux figures 4.10 et 4.11. La figure 4.10 montre les
durées de vie moyennes pour chaque niveau de contrainte, tandis que la figure 4.11
donne le facteur d’augmentation moyen de la durée de vie en fonction de la contrainte
appliquée. On remarque que I’influence des contraintes résiduelles est trés significative

pour une amplitude de 210 MPa et qu’elle diminue avec une augmentation de
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I’amplitude de contrainte. Le facteur d’augmentation suit une distribution exponentielle
(voir figure 4.11) et cela confirme que l’effet sera encore plus important pour des
amplitudes de contraintes inférieures a 210 MPa, comme il a été mesuré en laboratoire.
En effet, les essais a 190 MPa ont tous mené a un bris dans le cas des essais de
référence, tandis que les essais avec contraintes résiduelles ont été interrompus aprés 10°
cycles environ (voir figure 4.6). L’effet des contraintes résiduelles de chauffage est donc
une augmentation de la durée de vie des éprouvettes d’un facteur d’au moins 35 a ce

niveau.

250

223,382 m Avec contraintes résiduelles
V/A Sans contraintes résiduelles

200

|
f
|

48,337
50

38,592
23,052

%

210 MPa 230 MPa 255 MPa
Amplitude (MPa)

Figure 4.10 : Effet des contraintes résiduelles induites par un chauffage par
induction d’une durée de 1,4 seconde sur la vie en fatigue de I'acier
304L
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Facteur d'augmentation de vie

200 210 220 230 240 250 260
Amplitude de contrainte (MPa)

Figure 4.11 : Facteur d'amélioration de vie associé a la présence des contraintes
résiduelles induites par un chauffage par induction d’une durée de
1,4 seconde en fonction de I'amplitude de contrainte appliquée

4.3.2 Analyse statistique

Bien que les résultats semblent appuyer ’hypothése selon laquelle les contraintes
résiduelles augmentent la durée de vie des éprouvettes en fatigue pour des amplitudes de
contrainte appliquées inférieures a 255 MPa, il est primordial de la vérifier

rigoureusement pour éliminer toute subjectivité.

La résistance a la fatigue étant un phénomene fortement dispersif, il est nécessaire
d’utiliser des outils statistiques pour déterminer avec quel niveau de confiance les

résultats expérimentaux peuvent étre interprétés.

Dans cette section, trois outils statistiques ayant de différents objectifs sont utilisés
pour démontrer, hors de tout doute, que les résultats des essais de fatigue réalisés sur les
deux catégories d’échantillons, avec et sans contraintes résiduelles, sont différents.

Ensuite, des mesures de contraintes résiduelles permettront de valider I’hypothése selon
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laquelle les contraintes résiduelles induites seraient responsables de cette différence

(voir section 4.3.3).

Tout d’abord, la norme ASTM E739 (1991) permet de comparer 1’ensemble des
deux échantillonnages statistiques et de statuer sur la probabilité que les deux courbes de
fatigue obtenues expérimentalement soient issues de la méme population et, par
conséquent, que les contraintes résiduelles n’aient aucune influence sur la vie en fatigue.
Ensuite, un test statistique basé sur la distribution de Student est effectué pour chaque
niveau d’amplitude de contrainte afin de déterminer si les résultats des deux catégories
d’échantillon, avec et sans contraintes résiduelles, peuvent étre issus de la méme
population. La derniére méthode statistique utilisée est une méthode de calcul permettant
d’estimer quelle serait la probabilité d’obtenir 1’échantillon « éprouvettes avec
contraintes résiduelles » dans le cas ou cet échantillon serait tiré de la population

« éprouvettes sans contraintes résiduelles ».

a) Analyse statistique selon 1a norme ASTM E 739

La norme ASTM E739, nommée Standard Practice for Statistical Analysis of
Linearized Stress-Life (S-N) and Strain-Life (e-N) Fatigue Data (ASTM International,
1991) est utilisée pour analyser les résultats de fatigue présentés au chapitre précédent.
Le nombre d’échantillons nécessaires & assurer que les résultats de I’application de cette
norme soient représentatifs de la population réelle d’éprouvettes (1’ensemble de toutes
les éprouvettes du méme type et du méme matériau) est de 6 a 12 dans le cas d’études de
recherche et développement (ASTM International, 1991). Dans le cas de notre
application, 14 échantillons ont été sollicités dans le cas des éprouvettes sans contraintes
résiduelles et 13, dans le cas des éprouvettes avec contraintes résiduelles. L’exigence de

la norme est donc satisfaite dans les deux cas.

Cette méthode statistique a été décrite et appliquée par Lanteigne et al (2001b) sur

la mesure de la résistance a la fatigue d’aciers utilisés dans la fabrication et la réparation
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de roues de turbines hydrauliques. Une analyse similaire est présentée dans la suite de la

présente section.

Les trois hypothéses considérées dans le traitement statistique de la norme ASTM

E739 sont les suivantes :

> La relation S-N (ou ¢-N) peut étre raisonnablement approximée par une droite

sur un intervalle donné ;

» Le logarithme du nombre de cycles a la rupture est normalement distribué,
c’est-a-dire que la vie en fatigue s’exprime statistiquement par une loi log-

normale ;

> La variance du logarithme de la vie en fatigue est constante sur ’intervalle de
contrainte (ou déformation) considéré. La dispersion obtenue pour de grandes
amplitudes de contrainte est donc considérée égale a celle pour de faibles

amplitudes.

11 est ainsi supposé que la relation entre les deux variables N et S,, respectivement
le nombre de cycles a la rupture et I’amplitude de contrainte axiale appliquée, puisse étre

présentée adéquatement par 1’équation suivante :

logN=A+Blog§, “4.D

Les parametres A et B sont deux constantes a déterminer. De plus, la variation statistique
de la variable dépendante N est supposée étre du type log-normal, c’est-a-dire que la
fonction de probabilité représentant la variabilité de log N est une loi normale. Chaque

essai de fatigue donne un couple de données (X;,Y;) ou :

Y, =log N, 4.2)

X, =log S, 4.3)

-
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La meilleure estimation de la valeur ¥; correspondant a la variable indépendante X;
est obtenue en utilisant pour 4 et B leur valeur estimée par une régression linéaire sur

I’ensemble des & couples expérimentaux :

A ~ A
i

¥ =A4+Bx 4.4)

H

Le symbole «"» est utilisé pour indiquer « 1’estimateur de ». Les meilleurs

estimateurs des paramétres A et B sont donc :

(% -X)(x-7)
B=1= (4.5)
(%, - XY

M-

i

A=Y -BX (4.6)

Le symbole « ~ » indique « valeur moyenne de ».

La qualité de cette estimation a représenter la relation liant la variable dépendante
a la variable indépendante peut étre évaluée par la variance de la variable statistique
log N qui est considérée constante sur le domaine de contrainte considéré. Le meilleur

estimateur de la variance de la variable statistique est :
k

L 2

<

A partir des données expérimentales obtenues, il est possible de définir une bande
de confiance de part et d’autre de la droite représentant la meilleure estimation des
parametres A et B. Le domaine délimité par ces deux bandes de confiance est nommé
intervalle de confiance et dépend du degré de confiance a recherché. L’intervalle de
confiance est exprimé par 1’équation suivante ou F, est le quantile d’ordre o d’une loi de
distribution normale a deux paramétres et dont les valeurs sont tabulées dans des

ouvrages traitant de statistique (Ostle et al, 2001) :
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1/2
—\2
A q1 (x-X)
Y=A+BX % 21‘7;,0' —+T_—

C Y (x-X)

i=1

(4.8)

L’interprétation statistique de cet intervalle de confiance est la suivante : pour un
intervalle de confiance de degré a, la probabilité que cet intervalle contienne la droite
représentant le comportement réel de la population étudiée (équation (4.1)) est . D’un
autre point de vue, on peut affirmer que la probabilité d’obtenir un intervalle de

confiance ne contenant pas la droite réelle de la population est de 1-a.

L’application de cette norme aux résultats de la figure 4.6 nécessite un léger
traitement des données de fatigue. En effet, cette méthode d’analyse statistique n’est
valable que pour des relations pouvant étre raisonnablement approximées par une droite.
De plus, cette méthode ne permet pas de prendre en compte les non-événements. Elle
n’est donc pas adaptée a 1’analyse statistique des amplitudes de contrainte pres de
I’asymptote horizontale correspondant a la limite d’endurance. Conséquemment, seules
les données obtenues pour des amplitudes supérieures ou égales a 210 MPa seront

considérées lors du traitement des résultats de fatigue.

Une autre exigence de la méthode est de considérer des échantillonnages
homogenes. Les essais effectués a des niveaux de contrainte ayant mené a I’amorgage de
fissures a la surface du canal ont été retirés afin de s’assurer que tous les résultats
puissent étre comparés a la courbe de référence du matériau, sans effet du fini de surface
du canal. Les essais pour des amplitudes de contraintes supérieures a 255 MPa ont donc
été écartés, méme pour les éprouvettes sans canal, afin d’étudier le méme intervalle de

contrainte pour les deux catégories d’échantillons.

Les données ayant servi a 1’application de la norme ASTM E 739 sont présentées
au tableau 4.4 pour les échantillons qui ont servi a établir la courbe de référence et au

tableau 4.5 pour les échantillons avec contraintes résiduelles. Le résultat de 1’éprouvette
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CIH_61 a été conservé méme si I’amorgage de la fissure s’est produite au canal. Cette
décision a ¢té prise puisque plusieurs fissures majeures €taient visibles en surface de

I’éprouvette.

Bien que la norme recommande de ne pas utiliser d’intervalle de confiance de
degré supérieur a 95%, on utilise un degré de confiance de 99% dans cette étude. En
effet, comme 1’objectif n’est pas de faire un design qui aura une valeur légale, ce niveau
de confiance peut étre utilisé sans courir de risques juridiques. L utilisation de ce degré
de confiance donnera des intervalles plus larges et les résultats en seront donc davantage
conservateurs. Les figures 4.12 et 4.13 montrent les intervalles de confiance obtenus en

appliquant la norme décrite précédemment avec un degré de confiance de 99%.

Tableau 4.4 : Données utilisées pour 'application de la norme ASTM E 739 aux
échantillons de la courbe de référence

Type Durée de Amlzll:tude Nombre de
# d’éprouvette | chauffage . cycles a la Commentaire
contrainte
sans canal | (Secondes) (MPa) rupture
CI 15 Droite - 210 22 330 -
CIH 25 Sablier - 210 20716 -
CIH 14 Sablier - 210 74 138 -
CIH 15§ Sablier - 210 37185 -
Cl 14 Droite - 220 25 878 -
CI 16 Droite - 230 34 634 -
CI 18 Droite - 230 13 248 -
CI 17 Droite - 230 27232 -
CIH 38 Sablier - 230 24 455 -
CIH 39 Sablier - 230 21 440 -
CIH 40 Sablier - 230 17 300 -
CIH 13% Sablier - 245 9484 -
CIH 56 Sablier - 255 10 023 -
CIH _12* Sablier - 255 12 617 -

* Eprouvette polie mécaniquement

Afin de déterminer si ces deux échantillonnages peuvent provenir d’une méme

population, c’est-a-dire pour vérifier s’il est possible que les contraintes résiduelles
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n’aient pas d’effet sur la vie en fatigue, les deux intervalles de confiance sont dessinés
sur le méme graphique (voir figure 4.14). On remarque qu’aucune droite ne peut étre
tracée tout en étant enticrement comprise a l’intérieur de ces deux intervalles de
confiance. Comme on peut affirmer & 99% de confiance que la droite exprimant le
comportement réel de chacune des deux populations n’est pas a D'extérieur de
’intervalle de confiance correspondant, la probabilité que les deux populations soient

identiques est donc inférieure a 1%.

Tableau 4.5 : Données utilisées pour 1'application de la norme ASTM E 739 aux
échantillons avec contraintes résiduelles

T Durée de Amp:tude Nombre de
# e Jpe chauffage ¢ cycles a la | Commentaire
d’éprouvette (Secondes) contrainte rupture
(MPa)
CIH 28 Sablier, canal 1,4 210 114 228 -
CIH 29 Sablier, canal 1,4 210 198 669 -
CIH 31 Sablier, canal 1,4 210 187 395 -
CIH 32 Sablier, canal 1,4 210 460 397 -
CIH 58 Sablier, canal 1,4 210 246 069 -
CIH 63 Sablier, canal 1,4 210 133 534 -
CIH 34 Sablier, canal 1,4 230 27 021 -
CIH 36 Sablier, canal 1,4 230 36 213 -
CIH 37 Sablier, canal 1,4 230 45511 -
CIH 72 Sablier, canal 1,4 230 35526 -
CIH 73 Sablier, canal 1,4 230 97 414 -
Amorgage
CIH 61 | Sablier, canal 14 255 9943 Sanal
issures
surface
CIH 79 Sablier, canal 1,4 255 10 583 -

L’analyse de la figure 4.14 montre que, pour une amplitude de 210 MPa, les
intervalles de confiance sont complétement séparés. On peut donc affirmer & 99% de
confiance que la durée de vie est supérieure pour les éprouvettes contenant des
contraintes résiduelles. Cette remarque s’applique pour toute amplitude inférieure a 225

MPa. Pour des amplitudes supérieures, ce degré de confiance diminue pour devenir nul a
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250 MPa environ. A ce niveau, les deux courbes médianes se rejoignent et les intervalles

de confiance se superposent, signe que 1’effet des contraintes résiduelles est alors trés

faible, voire nul. Les tendances observées lors de I’analyse des histogrammes sont donc

confirmées.
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Figure 4.12 : Bandes de confiance a2 99% pour la courbe de référence
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Figure 4.14 : Comparaison des intervalles de confiance obtenus pour-les deux
courbes de fatigue, avec et sans contraintes résiduelles

b) Distribution de Student

Comme il est mentionné dans le texte de la norme ASTM E 739, la variance des
résultats de fatigue n’est pas constante sur 1’intervalle de contrainte considéré, tel que
supposé lors de I’analyse statistique de la norme. En effet, elle augmente plut6t avec la
diminution de la contrainte appliquée (ASTM International, 1991). Bien que cet effet ne
semble pas étre important dans la portion de courbe étudiée, il serait tout de méme
fortement pertinent d’étudier de fagon séparée chaque niveau de contrainte afin de
déterminer si I’influence des contraintes résiduelles est importante & chacun des niveaux

d’amplitude.
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Une méthode permettant de déterminer 1’erreur pouvant étre commise en utilisant
un échantillonnage de faible taille pour estimer la moyenne d’une variable statistique a
été¢ présentée dans une étude traitant de la mesure de la ductilité résiduelle de
conducteurs usagés (Lanteigne et al, 1994). Cette méthode est basée sur la distribution

statistique # de Student.

Dans notre cas, la variable statistique X est le logarithme du nombre de cycles a la

rupture des éprouvettes :

X =logN (4.9)

L’erreur absolue Er commise en estimant la moyenne réelle x4 de la population
(ensemble de toutes les éprouvettes de méme géométrie et de méme matériau) par la
valeur moyenne x de 1’échantillonnage (les éprouvettes sollicitées en laboratoire), pour

un niveau de confiance 1-a, est donnée par :

n-1 S

a/2_\/_;—

Dans cette équation, » est la taille de 1’échantillonnage statistique pour un niveau

Er=t (4.10)

de contrainte et s, son écart type; ¢ est une variable aléatoire suivant une distribution de
Student a n-1 degrés de liberté. 7,,"” est la valeur de ¢ pour laquelle la probabilité
cumulative est de 1-a/2, c’est-a-dire que 1’aire sous la courbe a la droite de 1’abscisse
12" est égale A o/2. Les valeurs de cette fonction proviennent de Ostle et al (2001).

Dans notre cas, le niveau de confiance choisi est de 95%, soit a/2 = 0,025.

La moyenne réelle ¢ de la population d’ou provient 1’échantillonnage statistique
étudié est comprise dans ’intervalle défini par la moyenne X de I’échantillonnage et par

I’erreur calculée avec un niveau de confiance de 95%, c’est-a-dire que :

Pr(ue[X - Er,X +Er])=95% (4.11)
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Les tableaux 4.6 et 4.7 présentent les erreurs calculées pour les deux
¢chantillonnages statistiques (avec et sans contraintes résiduelles) pour des amplitudes
de 210 et 230 MPa. L’utilisation de cette méthode statistique pour les essais ayant une

amplitude de 255 MPa ne serait pas significative a cause du peu de données recueillies.

Tableau 4.6 : Calcul de I'erreur pour une amplitude de 210 MPa

Type Taille Moyenne Ecart type t-Student Erreur
d’éprouvette n x s tooas™ Er
Sans contraintes | 4,526 0,255 3,182 0,406

résiduelles
Avec contraintes | o 5,301 0214 2,571 0,225
résiduelles
Tableau 4.7 : Calcul de I'erreur pour une amplitude de 230 MPa
Type Taille Moyenne Ecart type t-Student Erreur
d’éprouvette n X s too2s? Er
Sans contraintes | g 4,342 0,148 2,571 0,155
résiduelles
Avec contraintes | 4,638 0,212 2,776 0,263
résiduelles

A partir de ces erreurs, on peut calculer les bandes de confiance a 95% pour
chacun des échantillonnages (voir équation (4.11)) et vérifier si I’influence du chauffage
sur la vie en fatigue est statistiquement observable pour les deux niveaux d’amplitude.
La figure 4.15 illustre ces bandes de confiance. Encore une fois, il est démontré que leur
effet est réel. En effet, la probabilité qu’il n’y ait pas d’influence pour une amplitude de
210 MPa est inférieure a 5%, puisque la probabilité de retrouver une moyenne extérieure
a ces intervalles de confiance est de 5% seulement. Dans le cas de 230 MPa, il est
impossible d’affirmer avec une certitude de 95% que I’effet mesuré est réel. Toutefois,
avec un nombre d’essais plus élevé, les bandes de confiance se dissocieraient

vraisemblablement.
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Figure 4.15 : Bandes de confiance a2 95% pour l'analyse statistique par niveau
d'amplitude

¢) Approximation de la fonction de probabilité

Une approche différente de celle des intervalles de confiance peut étre utilisée afin
de déterminer si les contraintes résiduelles augmentent effectivement la vie en fatigue
endurance des éprouvettes. Cette méthode consiste a estimer quelle serait la probabilité
d’obtenir I’échantillonnage « éprouvettes avec contraintes résiduelles » obtenu, pour une
amplitude de contrainte donnée, dans le cas ou celles-ci n’auraient aucun effet sur la

résistance a la fatigue.

La difficulté de cette approche est de déterminer quelle fonction de densité de
probabilité doit étre utilisée pour représenter le phénoméne de la fatigue. Une méthode
d’analyse a été développée par Zhao et al (2000) afin de déterminer laquelle des quatre
fonctions de probabilité étudiées s’adaptait le mieux au phénomeéne de la fatigue. Cette

procédure consiste a utiliser des données de fatigue afin de déterminer quelle

distribution respecte le mieux ces trois critéres :
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1. La fonction de probabilité doit représenter de facon adéquate la variabilité des
résultats expérimentaux ;

2. Ladistribution doit respecter les mécanismes physiques de la fatigue ;

3. La fonction de probabilité doit étre conservatrice dans la zone des faibles

probabilités de bris.

Dans cette étude, les fonctions de Weibull a deux et trois paramétres ainsi que les
distributions log-normale et valeur maximale extréme (« extreme maximum-value »)
sont considérées. Neuf groupes de données de fatigue ont permis de démontrer que les
fonctions log-normale et valeur maximale extréme étaient les plus adéquates. La
derniére fonction est toutefois plus facile a appliquer numériquement et respecte

davantage le phénomene physique de la fatigue (Zhao et al, 2000).

Nous choisissons donc d’utiliser cette fonction de probabilité pour traiter nos

résultats expérimentaux. Elle est définie par 1’équation suivante :

f(N)=lexp(—N_’ujexp[—exp(—Mﬂ (4.12)
o o o

La fonction de probabilité cumulative est quant a elle :

F(N)= exp[—exp [— N—_'L—l—ﬂ (4.13)
o

11 est nécessaire d’estimer la variance o* et la moyenne y de la variable statistique
N afin de définir la fonction de probabilité f{N). Plutét que d’utiliser 1’écart type et la
moyenne de I’échantillon comme estimateur des paramétres réels de la population, il est
suggéré d’utiliser un lissage linéaire par la méthode des moindres carrés a partir des
résultats expérimentaux. Une relation du type de 1’équation (4.14) est obtenue a la place
de 1’équation (4.13) en définissant les variables statistiques X et Y tel qu’indiqué en
(4.14).
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Y=A+BX (4.14)

ou

X=N
Y =In[In(1/ F(N))]

Les paramétres o et u sont estimés pour un niveau de contrainte a partir des

résultats de la régression linéaire effectuée sur les couples de données ( N, F(N)) ) :

a=£ (4.15)
(el

.1

B=—— (4.16)
g

Pour effectuer cette régression linéaire, il est toutefois nécessaire de transformer
les k données N; obtenues en laboratoire en couples ( N, F(N;) ). La probabilité
cumulative pour la i¢me plus petite vie obtenue expérimentalement peut étre approximée
par I’équation suivante :

~ _ (i-0.417)

F(N,.)_m (4.17)

Jahn et Maennig (1997) ont en effet démontré, a partir de 56 groupes de données de
fatigue, que cette fonction était la plus adéquate des dix fonctions considérées dans leur
recherche. Elle a donc été préférée a celle proposée par Zhao et al (2000), bien que ces

deux différentes fonctions donnent des résultats trés similaires.

Les figures 4.16 a 4.18 illustrent les résultats de I’analyse statistique. Les
graphiques a gauche montrent la fonction de probabilité de bris f{N) en fonction de la
durée de vie, tandis que le graphique de droite présente les courbes de probabilité
cumulative F(N). Les points correspondent aux valeurs calculées & partir de 1’équation

(4.17) et représentent donc les données expérimentales & partir desquelles la régression
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linéaire a été effectuée pour estimer les parameétres o et u définissant la fonction de

probabilité.

Une fois ces courbes obtenues, on peut aisément déterminer, pour une €prouvette
sans contraintes résiduelles, quelle est la probabilité d’obtenir une durée de vie
supérieure ou égale a la plus courte des vies obtenues a ce niveau de contrainte pour une
éprouvette contenant des contraintes résiduelles. Ce nombre de cycle est notée N; et
correspond & la droite verticale tracée sur les graphiques. La valeur de la fonction de
probabilité cumulative y étant associée est inscrite et cette derniére permet de déterminer
la probabilité d’obtenir une vie supérieure ou égale a N; dans le cas d’une éprouvette
libre de contraintes résiduelles. La probabilité P d’obtenir » fois de suite une durée de
vie supérieure & N; pour des essais de fatigue faits sur ces éprouvettes est ensuite

calculée & partir de I’équation (4.18) :

P=[Pr(NzN,)[ (4.18)

ot la probabilité d’obtenir un bris supérieur a N; est multipliée » fois par elle méme. Le

tableau 4.8 résume les résultats obtenus.

Tableau 4.8 : Résultats du calcul de probabilité

Amplitude N, Pr(N>N;) P
(MPa) (cycles) (%) i (%)
210 114 228 2,50 6 2.43%10°
230 27 021 28,05 5 0,17
255 9 943 74,63 2 5570
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Probabilité cumulative de bris pour une amplitude de 210 MPa

Fonction de probabilité de bris pour une amplitude de 210 MPa

FETTTnm
[IERAE]
i

T
|
|

T

[NREY
[IRNRY]

1
|
|

o B el B B s Kl sl W e s 5 B

[N

T

T
i 1 i [
F—--f1-—-—"t-—-*t- = ol T B
& 1 | : 1
I I | | ;

& ° @ © = o S
= = & < s & s
SABRINWNG FNQRYOIY

_=E
FTEZE-FC-F-F-F-3-3-
CIRC
-
i
E ok
|
1
E-r
T CZECZ T I o
oZr
1
]
-Tr
I
[ i
F—
-+
el
L
|
i
E-kE-ckE-t-o+ -2
ZCZCIZLCIZI-ZIC-ZIZC
- + + 1
T TTrTT T a7 l
S D N R B 1 i
i e il S T + ==
[ N T B [
! I ! ! I ] | !
g &8 8 8 8 8 g g 8 38
A A T
aueqord

100000 1000000

10000
Nombre de cycles & la rupture

1000

10000 100000 1000000 100
Nombre de cycles & la rupture

1000

100

de bris pour une amplitude de 210 MPa

a) Fonction de densité b) Fonction cumulative de probabilité

é

de probabilit

Distribution

Figure 4.16

Probabilité cumulative de bris pour une amplitude de 230 MPa

Fonction de probabilité de bris pour une amplitude de 230 MPa
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Les résultats confirment que les éprouvettes de fatigue préalablement chauffées
ont une résistance a la fatigue supérieure pour une amplitude de 210 MPa. En effet, la
probabilité d’obtenir & partir d’éprouvettes témoins les résultats expérimentaux
correspondant aux éprouvettes contenant des contraintes résiduelles est de 2,43x10™® %,
ce qui indique que sur 100 milliards d’échantillons, seulement 24 donneront les résultats
mesurés en laboratoire pour les éprouvettes préalablement chauffées. La probabilité de
se tromper en affirmant que le chauffage imposé augmentent la durée de vie des
éprouvettes est donc trés faible. Pour le cas intermédiaire de 230 MPa, cette probabilité
d’erreur est encore faible, soit de 0,17%. Néanmoins, pour une amplitude de 255 MPa,
les résultats démontrent clairement que 1’effet des contraintes résiduelles est trés faible,

voire nul.

4.3.3 Discussion

11 a donc été démontré que le chauffage des éprouvettes augmentait leur résistance
a la fatigue pour des amplitudes de contrainte appliquées inférieures a environ 250 MPa.
Dans cette section, nous tenterons d’expliquer comment des contraintes résiduelles de
tension induites en surface d’éprouvettes peuvent avoir un effet bénéfique sur leur vie en
fatigue, ce qui est contraire a la théorie généralement admise au sein de la communauté

scientifique.

Il a déja été mentionné qu’il était important de considérer 1’historique complet des
contraintes résiduelles lors du calcul de la prévision de vie en fatigue d’une composante
mécanique afin de tenir compte des effets de leur redistribution et de leur relaxation. 11
avait alors été affirmé que de considérer les contraintes résiduelles constantes durant la
sollicitation pouvait mener a des prédictions de vie erronées, voire non conservatrices. Il
serait donc important d’étudier cet aspect afin de vérifier si ces phénoménes peuvent

expliquer les résultats obtenus en laboratoire.

La redistribution des contraintes résiduelles est observée lorsque 1’application de la

charge cyclique provoque la plastification du matériau. Des déformations plastiques sont
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alors créées et le champ de contraintes résiduelles est modifié en partie pour atteindre
un nouvel état d’équilibre (Fontanari et al, 2001 et Belassel et al, 2003). Le nombre de
cycles nécessaires a la stabilisation des contraintes résiduelles dépend de leur

distribution initiale, du comportement cyclique du matériau et du chargement appliqué.

La relaxation des contraintes résiduelles se produit, quant a elle, méme si la limite
d’élasticité¢ du matériau n’est pas atteinte. Ce phénoméne provoque leur diminution
graduelle pendant la sollicitation cyclique du matériau et cette derniére est généralement
linéaire par rapport au logarithme du nombre de cycles (Fontanari et al, 2001 et Belassel
et al, 2003). La vitesse de relaxation des contraintes résiduelles diminue donc

exponentiellement avec le nombre de cycles appliqué.

Les figures 4.19 a 4.22 présentent les mesures de contraintes résiduelles effectuées
sur quatre éprouvettes de fatigue a 1’aide de la méthode de la diffraction des rayons X.
Toutes ces éprouvettes ont été préalablement polies et ont ensuite subi un historique de
chargement différent. Les mesures de contraintes résiduelles effectuées permettront ainsi

d’étudier le comportement du champ de contraintes résiduelles pendant la sollicitation.

La figure 4.19 donne I’état de contrainte de référence correspondant & une
éprouvette polie a 1’aide d’une solution électrolytique aprés avoir été préalablement
usinée au tour et sablée mécaniquement. Ces contraintes proviennent de 1’usinage de
I’éprouvette. On remarque que les contraintes mesurées sont en compression et que la
composante axiale possede une intensit¢ de 200 MPa en surface de I’éprouvette. Le
champ de contraintes résiduelles d’usinage s’estompe graduellement sous la surface et
I’intensité¢ de ces contraintes atteint une valeur presque nulle a une profondeur de 250

microns.

La figure 4.20 illustre 1’état de contrainte mesuré sur une éprouvette ayant subi le
chauffage par induction pendant 1,4 seconde & une puissance de 71% (puissance
maximale permise par la machine de chauffage). C’est 1’état initial des contraintes

résiduelles avant les essais de fatigue. La présence de contraintes de tension en surface
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de I’éprouvette avait déja été confirmée par des mesures utilisant la méthode de la
diffraction des rayons X (chapitre 3). Les composantes axiale et circonférentielle de ce
champ de contraintes sont de I’ordre de 300 MPa en surface. Cela indique donc qu’il y
aura un écoulement important du matériau lors de I’application du chargement a 210
MPa dans la direction axiale, puisque la contrainte équivalente atteindra alors une valeur
‘de 435 MPa qui est largement supérieure a la valeur de la limite d’élasticité de 220 MPa.

11 y aura donc une redistribution des contraintes résiduelles.

Les figures 4.21 et 4.22 montrent les valeurs mesurées des composantes de
contrainte pour des éprouvettes préalablement polies et chauffées pendant 1,4 seconde, a
une puissance maximale et ayant ensuite subi respectivement 50 et 50 000 cycles de
contrainte alternée a une amplitude de 210 MPa. Ces nombres de cycles ont été
sélectionnés afin d’identifier les contraintes résiduelles résultant d’abord de Ia
redistribution des contraintes (50 cycles) (figure 4.21) et ensuite, celles résultant de la
relaxation des contraintes (50 000 cycles) (figure 4.22). Ce dernier nombre de cycles a
été choisi, car c’est la demi-vie du plus court des essais effectués a ce niveau
d’amplitude sur des éprouvettes préalablement chauffées. Une telle précaution est prise

afin d’éviter le bris de 1’éprouvette avant I’arrét de la sollicitation.

On observe qu’apres 50 cycles, la distribution des contraintes résiduelles n’est plus
la méme que celle de I’éprouvette non sollicitée. Il y a donc effectivement eu une
redistribution des contraintes résiduelles pendant la sollicitation. La forme de la
distribution ainsi que I’intensité des contraintes ont ét¢ modifiées. La figure 4.21
indique, en effet, que le champ de contraintes a subi une diminution d’intensité sur une
profondeur de 200 microns sous la surface et que la distribution résultante présente un
état de contrainte constant pour une profondeur de 100 microns et plus. Néanmoins,

I’état de contrainte sous la surface demeure trés pres de 1’état équibiaxial et en tension.

La figure 4.22 montre que les composantes de contraintes résiduelles ont changé

de signe apres 50 000 cycles, c’est-a-dire que les contraintes axiale et circonférentielle
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sont maintenant en compression sous la surface, jusqu’a une profondeur de 80 microns.
Sous cette profondeur, des contraintes de tension sont mesurées. L’état de contraintes
mesuré aprés 50 000 cycles est trés prés de 1’état équibiaxial en compression sous la
surface et I’intensité des contraintes est de 60 MPa en surface. La redistribution des
contraintes n’était donc pas achevée apreés 50 cycles et la contrainte en surface s’est

inversée pendant la suite du cyclage.
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Figure 4.19 : Contraintes résiduelles mesurées apres le polissage électrolytique de
I'éprouvette

Comme la contrainte devient en compression sur une profondeur de 80 microns
sous la surface des éprouvettes pendant la sollicitation, la redistribution des contraintes
résiduelles parait étre 1’explication recherchée concernant les résultats inattendus des
essais de fatigue. En effet, cette contrainte de compression aura tendance a refermer les
microfissures et a ainsi prolonger la vie en fatigue des éprouvettes en retardant la
coalescence de fissures importantes d’un point de vue d’ingénierie. L’analyse
fractographique des faciés de rupture a permis de déterminer avec précision le lieu
d’amorcage des fissures. Il a ainsi pu étre confirmé que le mécanisme d’amorgage pour

les éprouvettes chauffées et pour celles non chauffées était identique. Toutes les fissures
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se sont en effet amorcées en surface des éprouvettes (& une amplitude de contrainte de
210 MPa) sauf pour un essai ou I’amorce a été observée a un défaut dendritique situé a

quelques microns de la surface.
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Figure 4.20 : Contraintes résiduelles dans P’acier 304L mesurées aprés un
chauffage d’une durée de 1,4 seconde & une puissance de 71%

La figure 4.23 montre I’évolution de la composante axiale des contraintes
résiduelles. Aprés le polissage électrolytique, cette composante de contrainte est en
compression sur une profondeur de 250 microns et atteint une valeur maximale de 200
MPa sous la surface. Ensuite, le chauffage de I’éprouvette introduit un état de
contraintes résiduelles en tension en surface. Pendant les 50 premiers cycles de fatigue,
la distribution et I’intensité de la contrainte varie. La valeur maximale de contrainte
axiale passe de 300 MPa a une valeur de 200 MPa. Finalement, aprés 50 000 cycles,
I’état de contraintes résiduelles est inversé. L.a composante axiale des contraintes est en
compression sur une profondeur de 80 microns. Toutefois, I’état de contrainte mesuré
sur 1’éprouvette polie est davantage en compression que celui mesuré aprés 50 000
cycles. Cela semble donc infirmer I’hypothése du paragraphe précédent. Ce n’est

pourtant pas aussi simple, car il faut se rappeler que cette éprouvette n’a pas été
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sollicitée aprés son polissage et que la redistribution des contraintes résiduelles pendant
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Figure 4.23 : Evolution de la contrainte résiduelle axiale induite par le chauffage
dans un échantillon sollicité 4 une amplitude de 210 MPa, pendant
50 000 cycles

Belassel et al (2003) ont constaté, lors de leurs travaux portant sur I’influence des
contraintes résiduelles sur la résistance a la fatigue des alliages de nickel, que la
contrainte de compression d’usinage mesurée sur les éprouvettes apres le polissage est
fortement atténuée ou méme inversée par la sollicitation cyclique de 1’éprouvette. Les
contraintes résiduelles présentes en surface des éprouvettes polies lorsqu’elles ont été
sollicitées pendant 10 000 cycles, soit la demi-vie du plus court des essais effectués sur

ce type d’éprouvette, seront donc mesurées a I’aide de la méthode des rayons X.

La figure 4.24 montre 1’état de contrainte mesuré a 1’aide de la méthode de la
diffraction des rayons X sur une éprouvette préalablement polie ayant ensuite subi
10 000 cycles de traction alternée a une amplitude de 210 MPa. Une comparaison de cet
état de contrainte avec celui de 1’éprouvette polie montre que I’intensité de la contrainte
axiale en surface est passée de -172 MPa a une valeur de -27 MPa pendant le cyclage en
fatigue. Les observations de Belassel et al (2003) sont donc confirmées, les contraintes

résiduelles d’usinage sont fortement relaxées par la sollicitation cyclique.
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La figure 4.25 montre que la distribution de la contrainte résiduelle axiale, a la
demi-vie des éprouvettes, est davantage en compression (62 MPa) en surface dans le cas
de I’éprouvette préalablement chauffée comparativement a celle polie (27 MPa). Cela
peut expliquer I’augmentation de vie mesurée en laboratoire pour les éprouvettes
contenant des contraintes résiduelles induites par le chauffage. La différence entre ces
contraintes augmente ensuite et atteint un maximum (100 MPa) a une profondeur de 20
microns environ. Cet effet s’estompe ensuite pour s’inverser a une distance de 50
microns. L’amorcage de fissures semble donc retardée par cette mince couche de

matériau contenant une contrainte résiduelle de compression.

Le phénoméne d’inversion des contraintes résiduelles causé par leur redistribution
serait donc responsable de 1’augmentation de la vie en fatigue des éprouvettes
préalablement chauffées. Il est toutefois important de préciser que ce phénomene n’est
pas général & tous les cas de chargement et que la redistribution des contraintes est
fortement influencée par 1I’état de contraintes résiduelles initiales, par le comportement
cyclique du matériau et par la sollicitation imposée (voir section 1.2.3). Par exemple, ce
phénoméne n’aurait pu étre possible dans un acier a haute résistance, car aucune
plastification n’aurait été provoquée lors de sa sollicitation cyclique en raison de sa
limite d’écoulement élevée. Au contraire, dans le cas de ’acier 304L recuit, sa faible
limite d’écoulement a favorisé une redistribution des contraintes résiduelles qui a mené a

leur inversion au cours de la sollicitation.

Flavenot et Skalli (1983) ont montré que les contraintes résiduelles stabilisées a la
demi-vie pouvaient €tre utilisées afin de prédire la durée de vie des éprouvettes lors de
leurs travaux. Cette méthode de calcul repose sur I’assimilation de ces contraintes a des

contraintes statiques et a les considérer constantes pendant la sollicitation.
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Cette méthode de calcul est facile & appliquer, puisqu’elle n’exige pas la
connaissance exacte de la variation des contraintes résiduelles dans le temps. Il n’est
donc pas nécessaire d’utiliser la modélisation numérique pour estimer cette variation.
Pour valider cette méthode, des essais ont été faits en laboratoire afin d’étudier 1’effet
d’une contrainte statique de compression sur le comportement en fatigue de ’acier
304L.

La figure 4.26 montre 1’effet de contraintes statiques de -100, -50 et -25 MPa sur
la vie en fatigue de ’acier 304L. Cet effet est comparé avec celui des contraintes
résiduelles. A une amplitude de contrainte appliquée de 210 MPa, les essais ayant une
contrainte moyenne de -100 et -50 MPa ont été interrompus aprés 107 cycles. Au niveau
de contrainte de -25 MPa toutefois, tous les essais ont mené au bris de 1’éprouvette avec

une durée de vie moyenne de 336 870 cycles.

Les résultats confirment qu’une contrainte statique de compression augmente la
vie en fatigue, et ce d’une fagon trés marquée. En effet, une contrainte de -25 MPa est
suffisante pour multiplier la durée de vie moyenne & une amplitude de 210 MPa de
38 592 obtenue sans contrainte statique par un facteur 10 pour atteindre une valeur
moyenne de 336 870 cycles. De plus, une contrainte de -50 MPa augmente cette durée

de vie 4 une valeur supérieure a 107 cycles.

Les essais effectués a une amplitude de contrainte de 210 MPa sur les éprouvettes
d’acier 304L contenant des contraintes résiduelles ont mené & une durée de vie de
223 382 cycles. On s’attend donc, en observant la figure 4.26, a ce que la valeur de la
contrainte résiduelle axiale soit comprise entre 0 (38 592 cycles) et -25 MPa (336 870
cycles). Le graphique de la figure 4.22 indique toutefois que la valeur de la contrainte
résiduelle est de -62 = 21 MPa. Alors comment expliquer que la durée de vie ne soit pas

infinie compte tenu de cette valeur de contrainte ?

Ce phénoméne pourrait s’expliquer par 1’état de contraintes résiduelles a la demi-

vie des éprouvettes non chauffées et sollicitées avec une contrainte statique non nulle.
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En effet, il faut considérer la différence des contraintes résiduelles a la demi-vie des
éprouvettes pour les deux types d’historique, soit avec et sans chauffage. Faute de
données a ce sujet, il semble raisonnable d’estimer la redistribution des contraintes
résiduelles d’usinage en présence d’une contrainte moyenne par celle mesurée dans le

cas d’une contrainte moyenne nulle.

300 I "t"t"l'“| 1 ] II|IIH| 1 LA LLL) ] T TTETT 1 T VVIET} 1 rrrrin
nitiation au cana
| e ,u O  Courbe référence s
| Jl X  Contraintes résiduelles [
XX O ¢ 8Sm=-100 MPa
[ o + Sm=-50 MPa
&= § ‘ - A Sm=-25MPa
m 250 . S -
£ o
E = -
5w - OOmIC X -
o
LN o .
1]
k= = © O OXMCAA > .
"s;i 200 0 & X 0D > -
= - @ o x> -
o>
S o> o .
- o> x>
n x> .
150 11 lI|I|I‘ . lIIlIII 1 1 lIllIl‘ L 3 IIIIH| 1 1 llllldr’v\rl LLiihiL
10° 10* 10° 10° 107 10° 10°

Nombre de cycles a la rupture N

Figure 4.26 : Effet d'une contrainte moyenne négative sur la résistance a la fatigue
de I’acier 304L

On peut donc calculer la différence de contraintes résiduelles Ao, entre les
éprouvettes chauffées et celles non chauffées. L’intensité de cet écart varie en fonction
de la profondeur et est calculé en prenant les valeurs de contrainte des éprouvettes polies

comme référence :

Ao, =0,-0, (4.19)
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Dans cette équation, p indique polie et ¢, chauffée. La variation de la différence en

fonction de la profondeur est illustrée a la figure 4.27.

Cet écart de contrainte correspond a la contrainte statique ajoutée a la surface des
éprouvettes, a leur demi-vie, par le chauffage par induction. I1 est de -35 MPa en surface
et augmente ensuite en intensité jusqu’a une valeur maximale d’environ -100 MPa a une
distance de 20 microns. Cette différence s’atténue ensuite pour devenir nulle & 50
microns. Pour une profondeur supérieure, elle est positive et ne peut expliquer
1’augmentation de la durée de vie des éprouvettes. Trois hypothéses pourraient expliquer
pourquoi ces contraintes résiduelles, qui sont inférieures & -25 MPa, n’augmentent pas
davantage la durée de vie en fatigue des éprouvettes comme I’indique les résultats de

fatigue de la figure 4.26 ou une contrainte statique a été appliquée.

“
|
|
I
|
1
|
|
|
|
I

Contrainte (MPa)

Profondeur (mm)

Figure 4.27 : Variation a la demi-vie de la différence de contrainte entre les
éprouvettes polies et les éprouvettes polies et chauffées avec la
profondeur

Tout d’abord, il est possible que cet effet soit causé par les cycles de fatigue ou la
contrainte moyenne est positive. En effet, lors de ces cycles, des défauts peuvent étre

générés qui n’auraient pas la chance de se former en présence d’une contrainte moyenne
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négative. Ces défauts peuvent ensuite étre suffisamment importants pour provoquer la
coalescence d’une fissure majeure malgré la présence de fortes contraintes résiduelles de

compression.

La deuxiéme hypothése est que la contrainte résiduelle mesurée aprés 50 000
cycles relaxe pendant les cycles subséquents et que son intensité diminue suffisamment
pour permettre la rupture de I’éprouvette apres 223 382 cycles. Cette hypothése est
toutefois improbable, puisque la vitesse de diminution des contraintes résiduelles est
normalement réduite de fagon exponentielle avec le nombre de cycles appliqués (voir

1.2.3).

La troisiéme cause possible de ce phénoméne est la plus probable des trois
hypotheses. L’explication de ce phénomeéne serait celle expliquant la résistance a la
fatigue supérieure des matériaux sollicités en flexion alternée comparativement a la
traction alternée. Cette différence de résistance s’explique par la variation spatiale du
champ de contraintes autour des points critiques de chargement. Une méthode de calcul
utilisant un critére €nergétique tenant compte de la distribution volumétrique de la
densité d’énergie a été développée (voir figure 4.28) (Palin-Luc et Lasserre, 1998 et
Banvillet et al, 2003). La méthode est d’abord adaptée pour un chargement multiaxial
sans contrainte moyenne seulement (Palin-Luc et Lasserre, 1998). Les auteurs
parviennent a prédire la variation de la limite d’endurance mesurée en fonction du type
de chargement étudié. Physiquement, cette différence s’explique par les différentes

probabilités de trouver un défaut critique dans la zone fortement sollicitée du matériau.

Cette méthode de calcul repose sur la mesure expérimentale d’une propriété
intrinséque du matériau, notée Wg*, qui correspond a la valeur seuil de densité d’énergie
nécessaire pour que le matériau & ce point puisse s’endommager. La définition
mathématique de cette propriété, ainsi que la méthode de calcul permettant de calculer
les limites d’endurance tenant comte de 1’effet des contraintes moyennes sont présentées

dans (Banvillet et al, 2003). Trois limites d’endurance pour des modes de chargement
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différents doivent étre mesurées en laboratoire pour appliquer ce critére de fatigue. Cette
approche a ensuite été appliquée au critére de Papadopoulos, critére davantage adapté au
probléme de la fatigue endurance et utilisant une approche reposant sur la
micromécanique, différente de celle de la densité d’énergie décrite précédemment

(Morel et Palin-Luc, 2002).

I1 est donc fort probable que la distribution de contraintes résiduelles obtenue par
le chauffage local soit moins bénéfique que I’imposition d’une contrainte moyenne
uniforme sur I’entiére section de I’éprouvette a cause de cet effet de volume influengant
I’amorcage de fissures. Les contraintes résiduelles n’affectent que le matériau compris
entre des profondeurs de 0 a 50 microns, tandis que 1’imposition d’une contrainte
moyenne agit sur la section entiére du matériau et, en conséquence, sur I’ensemble de la

section influencant la vie en fatigue des éprouvettes.
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Figure 4.28 : Illustration de I'effet de volume sur la résistance a la fatigue (Banvillet
et al, 2003)

I1 serait donc trés intéressant d’étudier cet aspect de la fatigue afin de comprendre
davantage 1’influence des contraintes résiduelles. Il serait toutefois nécessaire de
déterminer expérimentalement deux autres courbes de références correspondant a des
types de chargement différents (ex : flexion rotative et torsion alternée). Ensuite,
I’approche de calcul tenant compte de la distribution volumétrique des contraintes

pourrait étre utilisée pour vérifier si ce phénoméne est bel et bien responsable de
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I’augmentation de vie observée dans le cas des éprouvettes conditionnées. Cette étude
demande beaucoup de travaux expérimentaux et ne sera pas accomplie dans le cadre du

présent projet de recherche.

11 serait toutefois intéressant de valider les modéeles de prévision de vie présentés
lors de la revue de la littérature (voir section 1.3). Cependant, la majorité de ces modeles
sont applicables en mode de déformation contrélée et ne peuvent donc pas étre utilisés
pour des essais en amplitude de contrainte contr6lée. Néanmoins, I’équation (1.4) a été
développée pour les cas ou les déformations plastiques sont négligeables. Le modele de

Morrow appliqué au cas élastique s’exprime de la maniére suivante :

Ac . b
= =(0) - a)(2N) (1.4)
Bien que les déformations plastiques ne soient pas négligeables lors de la sollicitation en

fatigue de I’acier 304L, I’efficacité de ce modele a prédire son comportement en fatigue

sera analysée.

Un modgéle uniaxial de prédiction de vie est suffisant dans ce cas bien précis pour
tenir compte des contraintes résiduelles, puisque la composante circonférentielle varie au
cours de la sollicitation et qu’elle est nulle a la demi-vie de 1’éprouvette (figure 4.22). 11

n’est donc pas nécessaire d’utiliser un des critéres multiaxiaux présentés a 1’annexe B.

Pour utiliser ce modéle, les parametres o, et b doivent étre déterminés. Les
résultats de fatigue de référence de la figure 4.4 ont permis de les calculer en effectuant
une régression de puissance. Les essais interrompus avant le bris ne sont pas pris en
compte. En effet, I’équation obtenue correspond a 1I’équation (1.4) ou la contrainte
moyenne oy a ¢été posée a zéro (équation de Basquin). La figure 4.29 illustre le résultat
de la régression de puissance. Les valeurs des paramétres o;” et b obtenues & 1’aide de

cette régression sont de 530,5 MPa et -0,0774 respectivement.
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Application de la loi d'endommagement de Morrow pour un chargement en
amplitude de contrainte contrélée
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Figure 4.29 : Détermination des paramétres de ’équation d'endommagement de
Basquin a I'aide d'une régression de puissance

L’utilisation de ce modele de prévision de vie pour incorporer I’effet des
contraintes résiduelles repose sur 1’assimilation de ces contraintes a des contraintes
statiques. La valeur de la contrainte résiduelle o, doit étre ajoutée & la contrainte
moyenne ay. Il est donc pertinent de valider ce modéle a I’aide des essais effectués avec

une contrainte statique non nulle avant de traiter les essais avec contraintes résiduelles.

La figure 4.30 présente les résultats de fatigue obtenus en appliquant une
contrainte statique de -25 MPa dans la direction axiale lors d’une sollicitation cyclique a
une amplitude de 210 MPa. Ces points expérimentaux sont comparés a la courbe de
Morrow obtenue en introduisant une contrainte moyenne de -25 MPa dans 1’équation
(1.4) (courbe continue de la figure 4.30). Le modele de Morrow simplifié au cas
¢lastique prédit alors une amélioration en fatigue inférieure a celle mesurée en
laboratoire. Toutefois, les données expérimentales sont peu nombreuses et davantage
d’essais devraient étre accomplis, a différentes valeurs d’amplitude, avant de statuer sur
la qualité de 1’équation (1.4) a prédire I’influence d’une contrainte moyenne sur la vie en

fatigue.
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Figure 4.30 : Prévision de vie en fatigue dans le domaine de I’endurance
incorporant l'effet de la contrainte moyenne a I'aide de 1'équation
de Morrow simplifiée au cas de chargement élastique

Afin d’évaluer la qualit¢ du modeéle de Morrow a incorporer I’influence des
contraintes résiduelles sur la vie en fatigue, on suppose que 1’état de contraintes
résiduelles a la demi-vie est suffisant pour prédire le comportement en fatigue des
éprouvettes d’acier 304L chauffées. La courbe de Morrow incorporant les contraintes
résiduelles est donc obtenue en introduisant une contrainte moyenne de 60 MPa en
compression dans I’équation (op = -60 MPa). La figure 4.31 présente cette courbe ainsi
que les résultats expérimentaux correspondant aux essais a4 une amplitude de 210 MPa

en présence de contraintes résiduelles.

L’utilisation du modéle de Morrow permet de prédire ’effet bénéfique de la
contrainte résiduelle axiale. Néanmoins, il est difficile d’évaluer la qualité du modéle a
cause du peu de données disponibles pour le valider. En effet, une seule combinaison
d’amplitude et de contrainte résiduelle a été étudiée. Il serait donc primordial d’effectuer
d’autres essais afin d’investiguer davantage la précision de ce modéle de prévision de
vie en fatigue dans le domaine de I’endurance pour incorporer I’effet des contraintes

résiduelles introduites dans 1’acier 304L.
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L’utilisation du mod¢le de Morrow est conservatrice pour prendre en compte une
contrainte moyenne (voir figure 4.30), tandis qu’elle est non conservatrice dans le cas
des contraintes résiduelles (voir figure 4.31). Cette différence s’explique
vraisemblablement par les effets mentionnés précédemment, soit par la variation des
contraintes résiduelles pendant la sollicitation cyclique et par ’effet de la distribution
volumétrique des contraintes. Il est donc confirmé que la contrainte résiduelle axiale
mesurée a la demi-vie en surface des éprouvettes ne peut étre assimilée a une contrainte

statique uniforme lors de la prévision de vie en fatigue.
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Figure 4.31 : Prévision de vie en fatigue dans le domaine de I’endurance
incorporant I'effet des contraintes résiduelles a 1'aide de I'équation
de Morrow simplifiée au cas de chargement élastique

4.4 Conclusion

Dans ce chapitre, la méthode expérimentale développée au chapitre 2 pour doser
des contraintes résiduelles dans des éprouvettes de fatigue a été utilisée afin d’étudier
I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de 1’acier 304L. Les résultats

obtenus ont mis en évidence trois caractéristiques importantes de la résistance a la
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fatigue de ce matériau. D’une part, 1’acier 304L posséde une limite d’endurance (185
MPa), ce qui est inhabituel pour un acier austénitique. De plus, la durée de vie de I’acier
304L est courte (< 10° cycles) dans le domaine de vie finie. Finalement, sa limite
d’endurance de 185 MPa est trés élevée par rapport a sa limite d’écoulement de 220

MPa.

Les résultats des essais de fatigue effectués sur des éprouvettes d’acier 304L
préalablement chauffées ont démontré que les contraintes résiduelles de tension induites
dans les éprouvettes augmentent leur tenue en fatigue. L’influence des contraintes
résiduelles est maximale pour une amplitude de 190 MPa et diminue avec une
augmentation de 1’amplitude imposée. A une amplitude de 255 MPa, aucune influence
n’est observée. Trois méthodes d’analyse statistique ont permis de confirmer I’effet

bénéfique du chauffage des éprouvettes sur leur résistance a la fatigue.

Les résultats de fatigue ont permis de mettre en évidence les phénoménes de
redistribution et de relaxation des contraintes résiduelles pendant la sollicitation. A une
amplitude de 210 MPa, la contrainte résiduelle axiale initiale de 250 MPa passe a une
valeur de -60 MPa aprés la demi-vie des éprouvettes. L’inversion des contraintes
résiduelles axiales est donc responsable de 1’augmentation de vie des éprouvettes
chauffées. Des essais de fatigue incluant I’effet d’une contrainte moyenne ont démontré
que l’influence des contraintes résiduelles est moins importante que celle d’une
contrainte statique uniforme de méme intensité. Finalement, la capacité du modeéle de
prévision de vie de Morrow a prédire I’influence des contraintes résiduelles sur la vie en
fatigue a été analysée. Bien que ce modele prédise une augmentation de la durée de vie
en présence d’une contrainte résiduelle, davantage d’essais de fatigue devraient étre
effectués a différents niveaux d’amplitude et de contraintes résiduelles avant de conclure

sur sa validité.
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Conclusions et recommandations

Conclusions

Un projet de recherche a été réalisé afin de développer une méthode expérimentale
permettant d’induire des contraintes résiduelles dans des échantillons d’acier, sans en
modifier leur microstructure, et pour étudier I’influence de ces contraintes résiduelles sur
la résistance a la fatigue des éprouvettes. Ce projet comprend trois aspects : dosage des
contraintes résiduelles dans des éprouvettes de fatigue a ’aide du chauffage par
induction, modélisation multiphysique du chauffage des éprouvettes pour calculer les
distributions du champ électrique, de la température et des contraintes résiduelles et
étude de I’influence des contraintes résiduelles induites sur la vie en fatigue de 1’acier

304L.

Un banc d’essai a été développé pour doser des contraintes résiduelles de tension
en surface d’éprouvettes de laboratoire. Le procédé ayant été utilisé pour le dosage est le
chauffage par induction a haute fréquence (360 kHz) d’éprouvettes cylindriques d’acier
304L a D’état recuit. L’utilisation d’une atmosphére de protection d’argon a permis

d’éviter I’oxydation de la surface des éprouvettes pendant le chauffage.

Des mesures de température en surface et a ’intérieur des échantillons ont permis
d’établir les paramétres du chauffage par induction (durée et puissance). Entre autres, la
circulation d’un fluide caloporteur au centre de I’éprouvette a été nécessaire pour obtenir
un champ de contraintes résiduelles en tension de forte intensité sous la surface des
échantillons. Pour valider I’efficacité¢ du systtme de chauffage, des mesures de
contraintes résiduelles on été faites a I’aide de la méthode de la diffraction des rayons X.
En particulier, la composante axiale de contrainte résiduelle induite par un chauffage

d’une durée de 1,4 seconde a été mesurée a 250 MPa en tension.

Le procédé de chauffage par induction a été simulé par la méthode des éléments

finis afin d’établir le champ de contraintes résiduelles induit dans la section complete de



210

I’éprouvette. Cette modélisation multiphysique a nécessité la résolution simultanée des
systéemes d’équations électromagnétique, thermique et mécanique élasto-plastique, ce
qui a été réalisé a I’aide d’un couplage séquentiel. Les résultats numériques ont montré
une trés bonne concordance avec les résultats expérimentaux obtenus par diffraction des
rayons X. La simulation et les mesures expérimentales ont confirmé la présence, a la fin
du chauffage, de contraintes résiduelles en tension d’intensité de 250 MPa dans la
direction axiale et de 270 MPa dans la direction circonférentielle & la surface de
I’échantillon. I1 était donc attendu que la résistance des éprouvettes serait diminuée par
leur chauffage puisqu’il est généralement accepté que la présence de contraintes

résiduelles de tension est néfaste a la résistance en fatigue.

Afin de valider cette hypothése, deux séries d’essais ont été réalisées. Une
premiére série en fatigue a amplitude constante, avec un rapport des contraintes
cycliques R = -1, a €té réalisée sur I’acier 304L, a température ambiante, afin d’établir la
courbe de référence. Une autre série d’essais a été effectuée sur des échantillons ayant
été chauffés par induction pendant 1,4 seconde et refroidis par la circulation d’un fluide

caloporteur.

La modification de la courbe S-N par le chauffage a mis en évidence une
augmentation de la durée de vie des éprouvettes. L’intensité de cet effet dépend de
I’amplitude de contrainte appliquée. La durée de vie des éprouvettes chauffées est
augmentée par un facteur de plus de 35 pour une amplitude de contrainte appliquée de
190 MPa, de 5,79 pour 210 MPa, de 2,1 pour 230 MPa et ne montre pas d’augmentation
notable pour des niveaux de contraintes supérieurs a 230 MPa. Une analyse statistique
effectuée a I’aide de trois méthodes différentes a confirmé que les échantillons ayant
subi le procédé de chauffage par induction décrit dans ce mémoire ont une vie

supérieure a ceux n’ayant pas ét€ chauffés.

Afin d’expliquer ces résultats, des mesures de contraintes résiduelles ont été faites

sur des éprouvettes de fatigue ayant subi 50 et 50 000 cycles de fatigue. Les résultats ont
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mis en évidence le phénoméne d’inversion des contraintes. Pendant le chargement, la
contrainte résiduelle axiale de tension s’atténue d’abord pour ensuite changer de signe.
Aprés 50000 cycles, elle a été mesurée a -60 MPa. L’augmentation de vie des
éprouvettes préalablement chauffées serait donc due & cette contrainte de compression

stabilisée.

Les calculs de la vie en fatigue des échantillons chauffés ont été effectués en
utilisant 1’approche de Morrow et en se basant sur la valeur des contraintes résiduelles
mesurées a la demi-vie des éprouvettes. Cette approche n’a pas permis de prédire
adéquatement les résultats expérimentaux obtenus. D’ailleurs, des essais de fatigue
incluant une contrainte statique de compression ont démontré que ’application d’une
contrainte de -60 MPa augmentait la vie d’une fagon beaucoup plus importante que
I’introduction de contraintes résiduelles en surface, de méme intensité a la demi-vie, par

le chauffage.
Recommandations

Une procédure expérimentale permettant de doser des contraintes résiduelles dans
des éprouvettes d’acier, sans en modifier leur microstructure, et d’étudier avec rigueur
I’influence de ces contraintes résiduelles sur la vie en fatigue des éprouvettes a été
développée dans ce projet de recherche. De plus, il a été démontré que le champ de
contraintes résiduelles induit par le chauffage, en tension a la surface, augmentait la vie
en fatigue des éprouvettes chauffées a cause du phénomeéne d’inversion des contraintes
résiduelles. Etant donné sa grande complexité, il est recommandé de poursuivre I’étude
de I'influence des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue de I’acier, a I’aide de la
procédure expérimentale développée dans ce mémoire, afin d’approfondir les aspects

suivants du probléme :

a) Il serait important d’étudier I’effet de la distribution volumétrique des contraintes

résiduelles sur la vie en fatigue afin de déterminer si cet effet explique la différence
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mesurée entre I’influence sur la vie en fatigue des contraintes résiduelles induites par

le chauffage par induction et I’influence d’une contrainte statique uniforme.

b) L’effet de la relaxation des contraintes résiduelles sur la vie en fatigue devrait étre
¢tudié afin d’incorporer I’historique mécanique complet du matériau dans les modéles
de prévision de vie en fatigue. La modélisation mécanique €lasto-plastique du
chargement cyclique imposé a I’éprouvette aprés le chauffage par induction, couplée
a une loi de cumul de dommage, permettrait de considérer la redistribution ainsi que
la relaxation des contraintes résiduelles dans les calculs de prévision de vie en
fatigue. Il serait toutefois nécessaire de clarifier davantage les mécanismes physiques
de la relaxation des contraintes résiduelles pour améliorer les modéles mathématiques

existants qui sont empiriques.

¢) Une gamme plus étendue de champ de contraintes résiduelles initial devrait étre
considérée afin d’étudier I’influence de ’intensité et de la distribution volumétrique

des contraintes résiduelles initiales sur leur redistribution et relaxation.

Les parameétres du chauffage par induction (puissance, durée et fréquence) pourraient
&tre ajustés & 1’aide des outils de simulation afin de générer les champs de contraintes

résiduelles nécessaires a la réalisation de ces différentes études.
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Annexe B : Complément a la revue de la littérature

Partie 1

Revue de la littérature des modéles multiaxiaux existants

Il est important de noter que seul un bref survol des critéres de fatigue multiaxiaux
est présenté dans cette annexe, puisque ce sujet représente a lui seul un domaine d’étude
entier et trés complexe. Nous nous limiterons ainsi aux cas ou le chargement est
proportionnel, c’est-a-dire aux cas ot la direction des contraintes principales ne varie pas

pendant le cycle.

Les invariants de contrainte

La majorité des critéres de cette catégorie découlent des critéres de plasticité.
Durant ses travaux, Gough a démontré que le ratio b/t des limites d’endurance en flexion
et en torsion variait selon le matériau étudié. I1 conclut donc que la plupart des critéres
de plasticité ne pouvaient pas traduire 1’ensemble des résultats expérimentaux (Garud,
1981). Néanmoins, certains modeles de fatigue ont été développés a partir de ces criteres

en les modifiant de maniére a les adapter aux observations expérimentales.

Le critére de Von Misés est largement utilisé comme critére de plastification. Ce
crittre est défini par I’équation (B.1) liant le deuxi¢éme invariant du déviateur des
contraintes J, a une propriété du matériau £ indiquant son niveau d’écrouissage. Dans

cette équation, la régle de la sommation implicite sur les indices répétés est utilisée.

1
J,= > Sy S K’
- (B.1)
Su = O-ij ;k 5!1

o; représente le tenseur des contraintes, s; le déviateur des contraintes, ow/3 est la
pression hydrostatique et J; est la fonction de Kronecker. Le critére de Von Misés est

généralement présenté en fonction des contraintes principales o; de la maniére suivante :
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%[(01—0'2)2 +(o,-a,) +(0'3—0'1)2}Sk2 (B.2)

Plusieurs auteurs ont étendu ce critére a la fatigue (Bastenaire et al, 1979). Cette
utilisation du critére de Von Misés en fatigue a montré étre une bonne approximation
pour des chargements alternés autour d’une valeur moyenne de contrainte. Kiocecioglu a
proposé de séparer le tenseur des contraintes de maniére a calculer une contrainte
équivalente moyenne ¢’,, et une contrainte équivalente alternée o’,. La durée de vie peut
alors étre déterminée a 1’aide du diagramme de Haigh (diagramme de Goodman) du

matériau.

Dans ce cas bien précis ou le trajet de la charge est complétement défini par les
valeurs maximale et minimale du tenseur des contraintes correspondant aux extremums
de I’énergie de distorsion pendant le cycle, 1’utilisation du critére de Kiocecioglu en
fatigue est raisonnable. En effet, puisque I’endommagement en fatigue provient du
glissement des grains mal orientés qui subissent une déformation cyclique en
cisaillement trés élevée, il est valable d’utiliser le critére de Misés qui calcule la
contrainte de cisaillement moyenne agissant sur ces grains par un effet de moyenne de la

régle de cisaillement maximal de Tresca.

Toutefois, lorsque 1’on veut étendre ce critére a des trajets complexes, les résultats
ne sont plus valables. En effet, le critére de Kiocecioglu n’est plus indépendant du repére
choisi lorsque la charge appliquée n’est pas proportionnelle, c’est-a-dire lorsque les

contraintes principales changent de direction pendant le cycle.
Lors de ses travaux, Sinés (1981) a observé que :

1. La limite d’endurance d’une éprouvette sollicitée en torsion alternée dépend de
I’amplitude de torsion et de la traction statique et non de la contrainte moyenne

de torsion ;
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2. La limite d’endurance d’une éprouvette sollicitée en traction alternée dépend de
I’amplitude de traction et de la traction moyenne, mais pas de la torsion statique

imposée.

En effet, il a démontré que la contrainte moyenne de cisaillement a une influence
négligeable lorsque le chargement est dans le domaine élastique (Flavenot et Skalli,
1983 et Garud, 1981). De plus, il a démontré qu’une contrainte moyenne longitudinale
de compression retarde la formation d’une fissure, méme si aucune composante de

contrainte moyenne n’agit sur le plan de la fissure (Garud, 1981).

Le critére de Sings permettant de tenir compte de ces observations est :

V(J2), +a (1), +a (L), <k (B.3)

I, =0y

Les trois paramétres utilisés sont ’amplitude du deuxiéme invariant du déviateur des
contraintes (J2)., sa moyenne (J2)m et la pression hydrostatique moyenne sur le cycle
1;/3. k et n sont des parametres du matériau et a; et o, sont des constantes empiriques.
Comme la contrainte moyenne de cisaillement a un effet négligeable lorsque le

chargement est €lastique, a, est généralement supposé nul.

Le critére de Sinés est le plus populaire des critéres de fatigue multiaxiaux dans le
domaine de I’endurance. Toutefois, 1’utilisation de la contrainte hydrostatique moyenne
comme paramétre implique que le ratio b/¢ soit égal a 1/3 quel que soit le matériau, ce

qui contredit les observations expérimentales de Gough.

Le critére de Crossland est 1égérement différent de celui de Sinés. L’utilisation de
la pression hydrostatique maximale plutot que de sa moyenne permet de considérer des

valeurs du ratio b/t différentes selon les matériaux étudi€s (Crossland, 1956) :

J(L), +a(l),, <k (B.4)
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Les criteres de Sineés et Crossland sont difficiles & interpréter puisque la
signification de leur premier terme n’est pas claire, surtout lorsque le chargement n’est
pas en phase. De plus, méme lorsque le chargement est proportionnel, ce dernier ne

correspond pas a la variation du cisaillement octaédrique (Bastenaire et al, 1979).

Le critere de Tresca est également utilis€é en fatigue, notamment dans le code
ASME pour les cas de chargement ou les contraintes principales ne changent pas de
direction (Bastenaire et al, 1979 et Garud, 1981). Ce critére est alors plus efficace que
celui de Von Mis¢s. Cependant, aucune méthode permettant de considérer la contrainte

moyenne n’est mentionnée.

Comme les invariants de contrainte sont des moyennes de contraintes appliquées,
leur utilisation peut mener & des analyses non conservatrices (You et Lee, 1996).
D’autres approches ont donc été développées afin d’améliorer la qualité de la prévision

de vie en fatigue.

L’approche du plan critique

L’approche du plan critique est efficace parce qu’elle se base sur le mode de
rupture et sur le mécanisme d’amorcage de fissures (You et Lee, 1996). Aprés avoir
déterminé le plan le plus fortement sollicité a 1’aide d’un critére, le comportement en
fatigue de la composante est déterminé a partir d’un paramétre combinant la contrainte
(ou déformation) de cisaillement et la contrainte (et/ou déformation) normale agissant
sur ce plan. Un avantage de cette approche est la prédiction du plan de fissuration et des
durées de vie résultant d’un chargement donné de fagon précise pour les chargements

non-proportionnels.

Avant de décrire les différents critéres, certaines quantités qui seront ensuite
utilisées doivent étre définies. Entre autre, la définition de I’amplitude de contrainte de
cisaillement de Papadopoulos (Papadopoulos et al, 1997) sera présentée parce qu’elle est

la plus générale, étant valide peu importe le type de chargement imposé.
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Un volume élémentaire V est défini en chaque point d’un matériau métallique (voir
figure B.1). Ce volume contient plusieurs centaines de grains de métal et représente le
plus petit volume pouvant étre considéré homogéne. Un vecteur contrainte ¢ agit sur ce
volume V. Le plan élémentaire A, formé par I’intersection de ce volume ¥ avec un plan

passant au point considéré, est défini par son vecteur unitaire normal n.

Sur ce plan élémentaire, agit un vecteur contrainte noté S, (figure B.1). Ce dernier
peut étre décomposé en un vecteur normal au plan N, correspondant a la contrainte
normale, et en un vecteur tangent C, la contrainte de cisaillement. Pendant un cycle de
fatigue, le vecteur N change de norme, mais demeure toujours perpendiculatre au plan A.
I1 est donc entiérement défini par son module N. Au contraire, le vecteur de contrainte de
cisaillement C change de direction en plus de module au cours d’un cycle. Ainsi,
pendant un cycle d’un chargement complexe, la pointe du vecteur C effectue un trajet
fermé y tel qu’illustré a la figure B.2. Il est donc difficile de définir I’amplitude de
contrainte de cisaillement C, qui y est rattachée. Plusieurs définitions ont été proposées
dépendant du type de chargement considéré et, en conséquence, du trajet du vecteur C.
La définition la plus générale est celle de Papadopoulos qui suggére d’utiliser la valeur
du rayon du plus petit cercle circonscrivant le trajet du vecteur C (figure B.2). Le
cisaillement moyen C,, est alors défini comme étant le vecteur pointant le centre de ce

cercle.

Carpinteri et Spagnoli (2001) présentent une revue de la littérature des critéres de
fatigue multiaxiaux basés sur le concept du plan critique pour les aciers durs (1/V3 < b/t
<1). Les aspects les plus importants de cette étude seront repris ici en utilisant la
nomenclature de Papadopoulos et complétés par les observations faites par d’autres
auteurs. Les différents critéres utilisant 1’approche du plan critique sont caractérisés
d’une part, par la méthode de détermination de ce plan critique et d’autre part, par la

définition de la contrainte équivalente.
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Figure B.1 : a) Illustration du volume V et du plan A b) Schématisation des
contraintes agissant sur A (Papadopoulos et al, 1997)

Plus petit cercle
circonscrivant i

Figure B.2 : Définition de 1'amplitude de contrainte de cisaillement de
Papadopoulos (Papadopoulos et al, 1997)

La difficulté a déterminer le plan critique provient du mécanisme d’amorcage de
fissures lui-méme. En effet, la création des défauts et des microfissures est
principalement influencée par le mouvement des dislocations causé par I’amplitude de la
contrainte de cisaillement, tandis que la propagation des microfissures et la formation

d’une fissure principale sont principalement dues a la contrainte normale de tension. Il
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est donc difficile de présumer du plan de fissuration li€¢ & un mode de chargement donné

(Matake, 1977).

Findley détermine le plan critique, défini par le vecteur unitaire normal de
direction (¢.,9.) notée en coordonnées sphériques, en maximisant la combinaison
linéaire de I’amplitude de contrainte de cisaillement C, et de la contrainte normale

maximale N4 agissant sur le plan A:
(¢..9)= max {C.(p,9)+ KN, (0.9)} (B.5)
L’amorgage de fissures est produite lorsque 1’inégalité (B.6) n’est plus respectée.

C, ((1)6,19€)+kNmax ((oc,gc)sf (B.6)

Le coefficient £ et la constante f sont obtenus en mesurant deux limites d’endurance
différentes en laboratoire et correspondent respectivement a une constante empirique et a

une limite d’endurance du matériau.

Le critére de Matake différe de celui de Findley seulement sur la définition du plan
critique. En effet, selon ce critere, le plan critique est celui qui subit la plus grande

amplitude de cisaillement.

(¢.9,) =max {C, (¢,9)} (B.7)
C, (9,8 )+ kN, (9,,8.)< f (B.8)

Le critere de Findley prédit une dépendance de la torsion statique sur la limite
d’endurance en torsion, ce qui est erroné dans le domaine des petites déformations. Ce
crittre n’est donc pas valide. Au contraire, le crittre de Matake respecte cette

observation expérimentale et prédit un effet linéaire de la contrainte normale statique sur
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la limite d’endurance en traction alternée. Ce dernier est le plus classique des critéres

utilisant 1’approche du plan critique (Papadopoulos et al, 1997).

Le critére de McDiarmid (McDiarmid, 1994) propose d’utiliser le plan de Findley,
mais de différencier les fissures de type 4, propageant le long de la surface de la piéce,
et de type B, propageant perpendiculairement & cette surface. Ce concept de différencier
deux types de fissures provient des travaux de Brown et Miller (Garud, 1981). Ces deux
types de fissures sont pris en compte en définissant deux limites d’endurance en torsion
pure, ¢4 et tg, qui correspondent aux deux types de fissuration. Ce critére nécessite

¢galement la détermination de la contrainte ultime en tension .

(¢.9.) = max {C, (¢, 8) + N, (0, 9)} (B.9)
C,(0..9)+ ;"SB N (90..9)<t,, (B.10)

u

Carpinteri et Spagnoli (2001) généralisent le concept de McDiarmid afin de
considérer tous les types de fissuration possibles qu’ils associent aux différents rapports
b/t mesurés en laboratoire. Tout d’abord, un plan de référence est déterminé en
effectuant une moyenne pondérée de la direction des contraintes principales pendant le
cycle complet de fatigue. La position du plan critique par rapport a ce plan moyen est
ensuite calculée en fonction du type de matériau, caractérisé par son rapport des limites
d’endurance b/t. L angle J, exprimé en degrés, formé par le plan de fissuration et le plan

perpendiculaire a la direction moyenne de la contrainte principale o; est donné par

3 tY
5_45-5{1—(3” (B.11)

I’expression suivante :
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Cet angle est nul pour les matériaux trés durs (#b = 1) et est égal a 45° pour les
matériaux situés a la limite entre les matériaux durs et ductiles (/6 = 1/73). Le critére de

fatigue proposé par ces auteurs est quadratique.

(_Nb_axj {fj <1 (B.12)

Il ne permet toutefois pas de considérer 1’effet bénéfique d’une contrainte normale

maximale négative et ne peut étre généralisé a tous les cas de chargement.

Socie (1987) adopte une approche différente pour différencier les différents
matériaux. Il propose deux critéres de fatigue liant la durée de vie au chargement
appliqué, un pour le mode de fissuration en cisaillement présenté a 1’équation (B.13) et
un autre pour la fissuration en mode de tension sous la forme de 1’équation (B.14).
Aucune restriction n’est imposée sur la valeur du ratio des limites d’endurances b/t. N;
représente ici le nombre de cycles nécessaires a 1’amorgage d’une fissure et cette

variable ne doit pas étre confondue avec la contrainte normale agissant sur un plan.

Socie (1987) décrit le mécanisme d’endommagement en mode II par trois
parametres, soit la déformation de cisaillement y,,, la déformation normale ¢, et la
contrainte normale moyenne o, agissant sur le plan subissant la plus grande amplitude
de déformation de cisaillement.

(o] 7, b
Vo + &, +—2=7y,"(2N,) +2L-(2N,) (B.13)
E G
Le comportement du matériau est décrit par son coefficient de ductilité en cisaillement
en fatigue y/’, son exposant de ductilité en fatigue c, son coefficient de résistance en

cisaillement en fatigue 7/’, son exposant de résistance en fatigue b et par ses modules

d’élasticité en traction E et en cisaillement G.
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Pour les cas ou la fissure est initiée en mode I, les auteurs proposent d’utiliser la
loi de Smith-Watson-Topper (SWT). Le plan critique est cette fois le plan subissant la
plus grande variation de déformation normale Ag;. o, est la contrainte normale

maximale agissant sur ce plan.

12
i

oA 12=0,"e,'(2N,)"" +—L—(2N,)" (B.14)

Le comportement du matériau est décrit par son coefficient de ductilité¢ en fatigue &/,
son exposant de ductilité en fatigue c, son coefficient de résistance en traction en fatigue

gy’, son exposant de résistance en fatigue b et par son module d’élasticité en traction E.

L’approche multiéchelle

Les différentes échelles en mécanique sont (Constantinescu et Dang Van, 2003) :

» 1’échelle des dislocations, le microscopique ;
» 1’échelle des grains de métal, le mésoscopique ;

» 1’échelle des structures d’ingénierie, le macroscopique.

En général, en fatigue endurance, aucune déformation irréversible n’est mesurée a
I’échelle macroscopique. Le comportement du matériau est élastique, c’est-a-dire que la
relation entre les contraintes et les déformations est linéaire. Toutefois, a 1’échelle
mésoscopique, des déformations irréversibles se produisent dans quelques grains mal
orientés, ce qui géneére un champ de déformation plastique hétérogéne. Lorsque la
stabilisation est atteinte, un champ de contraintes résiduelles mésoscopique p résulte de

ces déformations permanentes.

Les champs macroscopiques de contraintes X et de déformations E sont liés a la
valeur moyenne des champs mésoscopiques ¢ et & Dans la théorie des agrégats

polycristallins, les champs macroscopiques sont supposés constants dans un petit volume
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V entourant le point pris en considération (voir figure B.1). On peut lier les deux états de

contrainte par :
c=AX+p (B.15)

A représente un tenseur d’ordre 4 reliant le tenseur des contraintes mésoscopiques ¢ a
celui des contraintes macroscopiques X. La présence de contraintes résiduelles
mésoscopiques p apres stabilisation indique qu’il est généralement erroné de considérer
les contraintes macroscopiques X pour caractériser un phénomene a 1’échelle du grain.
Faire le lien entre les deux champs de contraintes n’est toutefois pas facile. Le matériau
est localement hétérogéne et il doit étre considéré comme une structure subissant un

historique de chargement complexe.

Dang Van (1993) propose d’utiliser I’état de contrainte mésoscopique stabilisé
comme paramétre dans la formulation d’un critére en fatigue endurance. La méthode
consiste & calculer les contraintes mésoscopiques subies par les grains défavorablement
orientés a partir du chargement macroscopique appliqué. Un critere de fatigue peut
ensuite étre proposé en fonction de la contrainte mésoscopique 6, qui est connue pour
tout temps ¢ lorsque p est connu. Les travaux de Dang Van (1993) ont mené a la

formulation du critére suivant :

r(t)+ap(1)<b
r(1)=|C(®)-C,,| (B.16)
p(t)= O'kk3(t) _ 2kk3(t)

Le critére repose sur les valeurs instantanées de la pression hydrostatique mésoscopique
p(?) et du cisaillement mésoscopique 7(?) agissant sur le plan A. Dans cette équation, les
vecteurs C(t) et Cn, définis a la figure B.2, correspondent aux cisaillements
macroscopiques instantané et moyen agissant sur le plan A. a et b sont des constantes a

mesurer expérimentalement.
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La comparaison entre différents critéres par Flavenot et Skalli (1983) confirme que
le comportement en fatigue des piéces est lié a la pression hydrostatique plut6t qu’a la

contrainte normale au plan de cisaillement maximal.

Papadopoulos et al (1997) suggérent plutét d’utiliser une valeur moyenne de
I’amplitude de cisaillement 7, agissant sur les différentes directions L du plan A (voir
figure B.3) plutdt que la valeur instantanée comme dans le cas du critére de Dang
Van. Selon les auteurs, il existe une relation de proportionnalité entre 7, et I’amplitude
de déformation de cisaillement plastique cumulée T”Ay, dans cette direction. Comme
cette déformation cumulée est directement liée a I’endommagement en fatigue, il est
raisonnable d’utiliser 7, comme paramétre. La moyenne de cette contrainte de

cisaillement est obtenue a 1’aide de 1’équation suivante :

<Taz> =\/ 57 2]5 2][‘ [1; (go,&,,z)]z dysin 9d3de (B.17)

2
87[ @=0 9=0 =0

 représente la direction L. Le critére de Papadopoulos est présenté a 1’équation (B.18).

Les constantes a et b doivent étre déterminées expérimentalement.

1/(1;3)+a(%kk) <b (B.18)

max

L’utilisation de la valeur moyenne du cisaillement 7, est justifiée par 1’étude
expérimentale menée par Simburger qui indique que peu importe le changement de
direction des contraintes principales, le mouvement des dislocations dans toutes les

directions influencent I’endommagement en fatigue (Ellyin et Kujawski, 1993).

Une autre méthode d’analyse (Lemaitre, 1992), la mécanique du dommage, permet
de formuler des modeles d’endommagement & partir des mécanismes physiques. Cette
méthode consiste a4 ajouter une variable d’état au systéme d’équations régissant le

comportement mécanique du matériau. Cette variable est notée D et représente le niveau
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d’endommagement du matériau au point étudié. Ensuite, les critéres de fatigue sont
développés a l’aide de la théorie des milieux continus et des principes de la

thermodynamique.

FigoreS Definition of msolved shear stress emplitude 7, and
resolved mean shear stress T,

Figure B.3 : Définition de D’amplitude de contrainte de cisaillement 7,
(Papadopoulos et al, 1997)

D’un point de vue physique, ’endommagement d’un matériau consiste en sa
détérioration progressive par la création de vides, de microfissures et de défauts qui
réduisent la surface supportant la charge appliquée. En supposant que I’endommagement
est isotrope, le dommage D est défini par I’équation (B.19) ot 4 est la section totale et
A, Iaire effective du matériau supportant la charge P. Le paramétre D est nul lorsque le
matériau est intact et est égal & D, lorsque I’endommagement correspondant a la rupture

est atteint.
D=—— (B.19)

Le concept de contrainte effective & est ensuite introduit pour décrire 1’effet de

I’endommagement du matériau sur son comportement mécanique.

P
C===—— B.20
P ( )



-

239

Ce dernier est obtenu en remplagant la contrainte de la loi de Hooke par la contrainte
effective. Le dommage est donc couplé a la loi de comportement mécanique par la

relation suivante :

o o
T ED) (B.21)

£=
La complexité du probléme de la fatigue oblige Lemaitre & simplifier le probléme pour
ensuite obtenir une régle d’endommagement en fatigue endurance. Il fait I’hypothese
que le matériau subissant I’endommagement est quasi-fragile. Celui-ci peut alors étre
modélisé par une microinclusion comprise dans un volume élastique élémentaire V. Ceci
emmene Lemaitre a développer la loi d’endommagement suivante donnant le nombre de
cycles NV; nécessaires a 1’amorcage d’une fissure lors d’une sollicitation & amplitude de
contrainte constante :

EpD ch (B22)

= +
2(o,, — o’
( 0) ng‘(o-max_ f)

Ni

Dans cette équation, oy est la contrainte moyenne, o4, €st 1a contrainte maximale, pp est
la valeur de déformation plastique correspondant au début de I’endommagement, E est le
module d’élasticité, D,. est la valeur critique de la variable d’endommagement en
traction uniaxiale, oy est la limite d’endurance et S est le paramétre de résistance a

I’endommagement du matériau qui doit étre déterminé expérimentalement.

Cette procédure, bien qu’elle permette de bien comprendre les mécanismes
d’endommagement des matériaux, méne a des critéres trés complexes nécessitant la
détermination de plusieurs propriétés du matériau. Elle équivaut donc, en pratique, a un

procédé de lissage d’une courbe expérimentale.

Un troisiéme type d’approche multiéchelle est utilisé par Bennett et McDowell

(2003) qui utilisent la théorie de plasticité des monocristaux combinée a la méthode de



Pans

240

calcul par éléments finis pour modéliser le comportement d’un polycristal. Les
polycristaux se déforment plastiquement selon les bandes de glissements situées sur les
plans denses et selon les directions denses. Ainsi, une fois la distribution des contraintes
obtenue pour différentes microstructures, la valeur des paramétres de fatigue peut étre
calculée et une interprétation physique permet de sélectionner les critéres les mieux

adaptés a la prédiction de vie en fatigue.

Les approches énergétiques

La derniére classe de critere est celle des approches énergétiques. Ce type
d’approche a été développé afin d’inclure le comportement mécanique cyclique du
matériau, soit la relation liant les déformations aux contraintes, aux analyses de fatigue.
Garud (1981) est le premier a montrer que ce type de critére permet d’introduire
efficacement de fagon explicite 1’historique mécanique complet du matériau dans le
calcul de prévision de vie en fatigue. Il suggere d’utiliser la densité de travail plastique
par cycle, W, comme paramétre de fatigue dans le domaine LCF. Cette quantité
correspond a I’énergie dissipée dans le matériau sous forme d’hystérésis mécanique et se

calcule a partir de 1’équation suivante :

W, = I(ax-dgf +o,-de) +o,-del +7,-dy] +7,-dy], +z'zx~d}/j;) (B.23)

cycle

Cette méthode de calcul n’est toutefois plus valide dans le domaine de 1’endurance,
puisque la plastification macroscopique du matériau n’est plus provoquée. Le travail
plastique est donc nul et le paramétre de Garud ne permet plus de corréler la vie en

fatigue des métaux.

Ellyin et Kujawski (1993) proposent plutét d’utiliser la quantité d’énergie de
déformation AW, appliquée sur le matériau lors de I’application de la charge. Ce
paramétre est composé des énergies de déformation plastique et élastique et peut donc

étre utilisé dans le domaine de ’endurance.
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AW, =AW, + AW, (B.24)

Le calcul du travail plastique nécessite la connaissance de la courbe de consolidation
cyclique du matériau. Ellyin et Kujawski (1993) proposent d’utiliser les équations

suivantes pour déterminer les amplitudes de travail élastique et plastique :

1 —max 1-2 max
AVV@:%(G )2+ 6EV(O-"" )2

2(1-n)(2kYy”
B 1+n'

(B.25)

AW (AE)(Hn')/n'

p

Dans ces équations, & représente la contrainte de Von Mises, n’ I’exposant de
consolidation cyclique du matériau et K’ son coefficient de résistance cyclique. Une
fonction g liant 1’énergie de déformation AW, a la durée de vie en fatigue N, doit ensuite

étre déterminée a 1’aide d’essais expérimentaux.

AW, =g(N,) (B.26)

H

Golos (1989) propose d’utiliser 1’équation (B.27) qui incorpore explicitement

I’effet de la contrainte moyenne o, sur la vie en fatigue N; sous la forme d’une fonction

V.

dha B.27
J(04) = 1_( o, J (B.27)

L’expression de cette fonction y(gy) est complexe et dépend de trois constantes du
matériau notées f, x et 7 . Pour les cas ou la sollicitation est dans le domaine élastique,
I’équation (B.27) permet de calculer I’amplitude de contrainte o,, permise en présence
d’une contrainte moyenne a partir de D’amplitude de contrainte en sollicitation

complétement renversée qui correspond a la durée de vie désirée.
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o, =41~ 00' o, (B.28)
po 7

Le tableau suivant montre que pour des valeurs particuliéres de x et f on retrouve les

relations empiriques de Goodman, Soderberg, Morrow et Gerber.

Tableau B.1 : Equivalence du critére de Golos avec des critéres empiriques connus

(Golos, 1989)
X p Critére équivalent Expression
7 S/ o’ Good Cem . 20—
wl 0 oodman o 'S,
1 S,/ o’ Soderb Zan 4 2021
v/ 0'f oderberg s 3,
O-am 0-0
1 1 Morrow +——=1
c, o
2
2 Sul o Gerber ﬁ{ﬂ) =1
o, S,

La méthode utilisée pour considérer I’effet de la contrainte moyenne est donc arbitraire
et est équivalente, dans le domaine de 1’endurance, a I’utilisation d’une loi empirique.
En effet, aucune méthode autre que 1’expérimentation n’est proposée pour déterminer les

constantes fet x.
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Partie 2
Etude de Pefficacité des critéres multiaxiaux a incorporer Peffet des contraintes

résiduelles dans les calculs de prévision de vie en fatigue

L’acier utilisé par Flavenot et Skalli (1983) pour étudier I’efficacité des différents
critéres multiaxiaux a prédire la vie en fatigue en présence de contraintes résiduelles est
le XC42. Une trempe de surface utilisant le chauffage par induction est utilisée pour
introduire un champ de contraintes résiduelles de compression en surface d’éprouvettes
de laboratoire. Afin de tenir compte du changement de la microstructure du matériau
traité, les propriétés de base utilisées comme référence dans cette étude sont mesurées
sur un acier XC42 ayant une dureté similaire a celle du matériau durci lors du traitement

de surface. Les barres de référence sont sollicitées en traction répétée.

Plusieurs trempes de surface ont ainsi été effectuées sur différentes éprouvettes de
36 mm de diamétre. Les éprouvettes sont ensuite soumises a des essais de flexion plane
répétée. La limite d’endurance est considérée équivalente a une durée de vie de 5x10°
cycles. La valeur des contraintes résiduelles, aprés 5x10° cycles, est mesurée pour les
niveaux de chargement correspondant a la limite d’endurance de chaque traitement.
Flavenot et Skalli (1983) ne tiennent pas compte de ’effet du gradient de contrainte dans
le volume introduit par 1’utilisation de deux types d’essai différents (traction et flexion)
et des erreurs d’interprétations peuvent en découler. Toutefois, leurs observations
peuvent donner une idée globale de la qualité des différents critéres a incorporer les
contraintes résiduelles dans un calcul de limite d’endurance. Seuls les résultats

concernant les critéres présentés a la premiére partie de cette annexe seront considérés.

Le critétre de Kiocecioglu ne parvient pas & corréler tous les résultats
expérimentaux, notamment dans les cas ou la contrainte moyenne est négative. En effet,
le critére de Misés transforme les contraintes de compression en contrainte équivalente
de tension. Son utilisation dans le critére de Kiocecioglu méne donc & un résultat trés

conservateur lorsque la contrainte moyenne est négative.
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Le critére de Sinés permet de traduire la relation entre la résistance a la fatigue et
les contraintes résiduelles de fagon raisonnable en flexion plane. Cependant, les points
de référence obtenus par des essais de traction sont éloignés de la droite correspondant

aux essais avec contraintes résiduelles et le critére n’est pas complétement validé.

Dans le cas du critére de Crossland, out la pression hydrostatique maximale est
considérée plutdt que sa moyenne, tous les points tombent sur une droite commune,
méme ceux des essais de référence. Malheureusement, lorsque 1’état de contrainte
alternée est biaxial, le critére de Crossland semble injustifi€. En effet, des essais de
flexion-torsion purement alternée et de traction répétée appliqués sur 1’acier E36 montre
que la corrélation par une droite n’est plus possible, méme en absence de contraintes

résiduelles (Bastenaire et al, 1979).

Falvenot et Skalli (1983) démontrent également que les critéres de Findley et
Matake ne permettent pas de corréler les résultats en présence de contraintes résiduelles

élevées.

Selon les auteurs, le critére de Dang Van serait le plus efficace des critéres étudiés
pour incorporer les contraintes résiduelles dans un calcul de limite d’endurance,
puisqu’il rend bien compte du comportement en fatigue dans les cas de chargements
complexes (Bastenaire et al, 1979). Toutefois, I’application de ce critére dans le cas des
essais de flexion plane et de traction répétée est équivalente a celle du critére de
Crossland. La généralisation du critére de Dang Van pour incorporer les contraintes
résiduelles a tous les types de chargement devra donc étre validée en laboratoire pour

des sollicitations complexes en présence de contraintes résiduelles.
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Partie 3
Calcul de Phistorique mécanique local aux points critiques de chargement

lors d’une sollicitation cyclique

Cette méthode consiste a calculer I’amplitude de contrainte ainsi que la contrainte
moyenne agissant au point critique a partir du chargement nominal appliqué, du champ
de contraintes résiduelles initial et de la géométrie de la composante. Lorsque la
plastification du matériau est atteinte, 1’analyse des premiers cycles de sollicitation est

nécessaire afin de déterminer le comportement mécanique stabilisé du matériau.

11 faut donc déterminer les états de contrainte et de déformation en fond d’entaille
a partir de la contrainte nominale appliquée et d’une régle de calcul appropriée. Lorsque
la plastification est complétement évitée en fond d’entaille, ’amplitude de contrainte
peut étre directement obtenue a partir de la variation de la charge nominale appliquée AS
et du facteur d’effet d’entaille K (Lawrence, 1981):

c =A—2SKf (B.29)

Lorsque le matériau est plastifi€é par ’application de la charge, d’autres méthodes
doivent étre utilisées, par exemple la méthode de Neuber ou celle de Molski-Glinka. La
plus utilisée est celle développée par Neuber pour un chargement statique et reprise
ensuite en fatigue (Lawrence et Yung, 1987 et Bellow et al, 1986). Celui-ci propose
d’utiliser la moyenne géométrique des facteurs de concentration de contrainte K,
(Ad/AS) et de déformation K, (EAe/AS) comme valeur du facteur de concentration de
contrainte monotone K, (Bellow et al, 1986). L’expression du facteur de concentration

de contrainte monotone K; prend alors la forme suivante :

1/2

K, =(K,K,) (B.30)
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Dans cette équation, Ao et Ae sont les amplitudes de contrainte et de déformation locales
en fond d’entaille. En remplagant les valeurs de K et de K, par leur définition, on obtient

la relation suivante :

1/2
K = ( AZéfE ) (B.31)

En étendant cette derni¢re équation a la fatigue, une relation liant 1’état de sollicitation
mécanique local a la contrainte nominale appliquée est obtenue :

2
popp o KAAS)

(B.32)
Pour des cas de chargement complexe, Lawrence et Yung (1987) suggérent de
diviser la contrainte nominale de I’équation (B.32) de maniére a séparer la composante

de contrainte axiale (A) de celle de flexion (B).
AS =AS” + AS”? (B.33)
Deux facteurs d’entaille en fatigue K sont alors définis, soit K/ et K/ .

L’analyse de la premiére application de la charge nécessite I’introduction de I’effet
des contraintes résiduelles issues des procédés de fabrication o, qui doivent étre connues.
Cette étape de chargement est illustrée sur le diagramme o-¢ de la figure B.4 et est notée

0-1. L application de la régle de Neuber conduit alors a 1’équation suivante :

(K/AS:, +K2ASE, +0,)
E

AcAg =

(B.34)
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Figure B.4 : Application de la régle de Neuber (Lawrence et Yung, 1987)

=AcA¢g

Cette équation peut étre résolue numériquement ou graphiquement tel qu’illustrée a la
figure B.4 en utilisant la courbe d’écrouissage monotone du matériau. Celle-ci peut étre
approximée par la loi de puissance donnée a I’équation suivante ou le coefficient et

I’exposant de consolidation monotone du matériau sont notés K et n, respectivement.

1
Az _Ac  [Ag) (B.35)
2 2F \2K
La résolution des équations (B.34) et (B.35) équivaut a rechercher I’intersection de la

courbe exprimant le comportement du matériau (équation (B.35)) avec celle décrivant le

chargement appliqué localement (équation (B.34)).
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L’état de contrainte et de déformation en fond d’entaille peut ensuite é&tre
déterminé pour la fin du cycle (portion 1-2 a la figure B.4) ainsi que pour les
applications et retraits de charge subséquents en utilisant la méme méthode. Toutefois,

les propriétés cycliques du matériau (K’ et ) doivent étre utilisées.

(KiAS?, + K2ASE,)

AcAg = B.36
o1 z (B.36)
1
£=A_0'+ A_G)" (B.37)
2 2F 2K!

Lorsque les phénoménes de consolidation et d’adoucissement cycliques ne sont pas
considérés, une valeur stabilisée des contraintes résiduelles est atteinte aprés quelques

cycles de chargement.

Une alternative a la régle de Neuber pour estimer la contrainte et la déformation en
fond d’entaille est 1’approche énergétique de Molski-Glinka (Tricoteaux et al, 1995 et
Park et Lawrence, 1989). Cette approche se base sur I’énergie de déformation élastique

en fond d’entaille par unité de volume au point critique W, définie comme suit :
W, = [o(c)de (B.38)
0

Lorsque la zone plastifiée est contenue dans une enveloppe de matériau déformé
¢élastiquement, 1’énergie de déformation en fond d’entaille peut étre calculée a partir de

1’énergie nominale de déformation Wy correspondant au chargement :
W =KW, (B.39)

L’élimination de W, des équations (B.38) et (B.39) permet d’obtenir la relation reliant

Ao et Ae au chargement imposé€ (équivalente a 1’équation (B.36) de la méthode de
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Neuber). Cette nouvelle équation peut ensuite étre utilisée conjointement avec 1’équation

(B.37) afin de déterminer 1’historique mécanique local au point étudié.

Une interprétation graphique des régles de Neuber et de Molski-Glinka est
montrée 3 la figure B.5. L’analyse de la figure montre clairement que la régle de Neuber
meéne a une surestimation des contraintes et déformations en fond d’entaille lorsque le
chargement dépasse la limite d’élasticité du matériau. Tricoteaux et al (1995)
démontrent que, bien que les résultats des deux méthodes soient trés semblables dans le
cas de leur étude, la méthode de Molski-Glinka donne des valeurs de durée de vie plus
prés de la réalité que celle de Neuber. Cependant, selon les auteurs, la méthode de
Molski-Glinka est beaucoup plus sensible aux paramétres cycliques du matériau ( #” et
K’ ) puisque ceux-ci interviennent a deux reprises dans les calculs (équation (B.37) et
¢quation (B.38)). Il serait donc plus prudent d’utiliser la méthode de Neuber lorsque

ceux-ci ne sont pas connus de maniére précise.

G
Cne
Cos.G)

Figure B.S : Comparaison des méthodes de Neuber et de Molski-Glinka
(Tricoteaux et al, 1995)

La plus grande difficulté rencontrée lors de I’application de ces méthodes de calcul
pour évaluer I’historique mécanique local est la détermination de ’effet d’entaille en
fatigue K. Neuber propose d’utiliser 1’équation suivante pour calculer le facteur d’effet

d’entaille a partir de la géométrie du cordon de soudure (Bellow et al, 1986) :
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K -1

+1+\/p*/r

ou r est le rayon du cordon de soudure et p* est un paramétre du matériau lié¢ a sa

(B.40)

résistance ultime qui doit étre déterminé expérimentalement.

Peterson, de facon plus générale, propose plutot d’utiliser 1’équation suivante

(Tricoteaux et al, 1995) :

K, =1+ K, “al (B.41)
I+—
Yo,

ou p est le rayon de I’entaille, K; est le facteur de concentration de contrainte en tension
et a est une constante, généralement désignée comme étant le paramétre de Peterson. Sa

valeur doit étre déterminée expérimentalement pour chaque matériau.

La géométrie d’un joint soudé¢ étant variable, il est difficile de déterminer la valeur
du rayon du cordon de soudure » ou du rayon de fond de I’entaille p. Lawrence (1981)
introduit le concept de valeur maximale de Ky associée a une géométrie d’assemblage
soudé donnée. Lorsque cette valeur est utilisée dans les calculs de prédiction, un résultat

conservateur résulte de I’analyse.

Une autre approche consiste a faire une étude statistique qui permet d’inclure la
variabilité des différents paramétres (le chargement appliqué, la sévérité de I’entaille, le
champ de contraintes résiduelles, les propriétés en fond de fissure) dans les modéles de
prédiction de vie en fatigue. Par exemple, la simulation de Monte Carlo, consistant a
faire varier les différentes variables statistiques selon leur fonction de probabilité et de
calculer la durée de vie résultante, permet d’obtenir une fonction de probabilité pour la

durée de vie en fatigue (Park et Lawrence, 1989).



251

Une alternative aux méthodes de Neuber et de Molski-Glinka est d’utiliser le
calcul par éléments finis pour déterminer I’historique mécanique local au point critique.
Cette méthode est équivalente a I'utilisation d’un logiciel de calcul pour évaluer le
facteur d’intensité¢ de contrainte K, dans le cas d’un chargement monotone. Cette

méthode est toutefois pénalisante a cause des temps de calcul requis.

La relaxation des contraintes résiduelles pendant la sollicitation cyclique peut étre
introduite dans le modele mathématique en utilisant la relation suivante (Lawrence,

1981; Lawrence et Yung, 1987; Bellow et al, 1986 et Tricoteaux et al, 1995) :

O-r,ZN =(2N—1)k (B.42)
(o3

ri

La valeur de la contrainte résiduelle apres N cycles, 0,2y, est obtenue a partir d’une loi
de décroissance exponentielle de la contrainte résiduelle initiale stabilisée o,; La
constante k doit étre déterminée expérimentalement. Cette relation n’est qu’empirique et

doit étre utilisée avec prudence.
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Annexe C : Dessins de définition des éprouvettes

a) Eprouvette i section constante

127
63,5
R88,113 ¢ 9,652
9.525
_______ /—/- I ——
19,05 25,4

3

Figure C.1: Dimensions de I’éprouvette a section constante, exprimées en
millimétres
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Figure C.2: Dimensions de I’éprouvette a section constante, exprimées en
millimétres (suite)



254

b) Eprouvette avec canal utilisée pour la calibration du procédé
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Figure C.3 : Dimensions de I’éprouvette avec canal utilisée pour la calibration du
procédé, exprimées en millimétres
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Figure C.4 : Dimensions de I’éprouvette avec canal utilisée pour Ia calibration du
procédé, exprimées en millimétres (suite)
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¢) Eprouvette i section variable
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Figure C.S5:

Dimensions de DP’éprouvette a section variable, exprimées en
millimétres
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Figure C.6: Dimensions de I’éprouvette 3 section variable, exprimées en
millimétres (suite)
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d) Eprouvette de fatigue avec canal

(170d) HIOHIW 30V4HNS 30 INIH |

i
\

\ —_——
i

i

1

[

z

, exprimées en

4NN 2e-01
szs6 | M 6570
7596 O / “
\ __ w
i _ m
- ... i i
IIIIIII T —— | | T b ek
R S U S _V
e s P
v sll‘\.\.lllx?’n«li\l'.l}'lﬂ/ all}..i.?’lr\f.rf ffffffff o —————— 1I5H4|L
/. STs6

¥'st 6S°S0T
1L°602°d

LT1

Figure C.7: Dimensions de I’éprouvette de fatigue avec canal

millimétres
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Figure C.8: Dimensions de Péprouvette de fatigue avec canal, exprimées en
millimétres (suite)
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d) Eprouvette utilisée pour la validation expérimentale
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Figure C.9 : Dimensions de I’éprouvette utilisée pour la validation expérimentale,
TN

exprimées en millimétres



-

261

Trou du
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Figure C.10 : Dimensions de I’éprouvette utilisée pour la validation expérimentale,
exprimées en millimétres (suite)
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Annexe D :

Métallographies de I’éprouvette Cl_3

Figure D.2 : Coupe transversale avec chauffage (76x)
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Figure D.4 : Coupe axial
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avec chauffage (76x)
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Annexe E : Mesures des déformations résiduelles par la méthode du
trou

a) Résultats bruts du percage de CI_5

Measured =~  ----oeeeeee Theory (Uniform Stress)
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. 200.
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. ]
0.000 0.010 0.020 0.030 0.040
Depth from Surface In

Figure E.1 : Variation des déformations mesurées en fonction de la profondeur de
percage de CI_5
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b) Résultats des percages de CI_1, CI 9, CI_10 et CI_12

Déformations mesurées lors du percage de CI_1 Orientation de la contrainte principale o1 de C1_1
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100 e E
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| =D, i iale
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Contraintes mesurées lors du percage de CI_1
1000 —— ;
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*0-2 ‘
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®
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.E: e e e et
-200 T T r r
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c) Profondeur de percage (mm)

Figure E.2 : Résultats du percage de CI_1 : a)Variation des déformations mesurées
en fonction de la profondeur de percage b) Variation de I’orientation
de la contrainte principale par rapport a la direction circonférentielle
¢) Variation des contraintes principales calculées a 1’aide de la
méthode de la contrainte uniforme
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Déformations mesurées lors du pergage de C1_9 Orientation de la contrainte principale o1 de CI_9

=== Déformation axiale
== Déformation 45 degrés

~de=Déformation circonférentielte [}

Déformation (um/m})

Profandeur de percage (mm)

1000

800
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Contrainte (MPa)
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-200

c)

02 04 06 08 1.0
Profondeur de pergage (mm})

Contraintes mesurées lors du pergage de CI_9

0,0

T T T

0,2 04 0.6 0,8 1,0

Profondeur de pergage (mm)

Figure E.3 : Résultats du percage de CI_9 : a)Variation des déformations mesurées

en fonction de la profondeur de percage b) Variation de I’orientation
de la contrainte principale par rapport a la direction circonférentielle
¢) Variation des contraintes principales calculées a ’aide de la
méthode de la contrainte uniforme
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Déformations mesurées lors du pergage de CI_10 Orientation de la contrainte principale o1 de CI_10

I
S
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c

Figure E.4 : Résultats du percage de CI_10: a)Variation des déformations
mesurées en fonction de la profondeur de percage b) Variation de
Porientation de la contrainte principale par rapport a la direction
circonférentielle ¢) Variation des contraintes principales calculées a
Paide de la méthode de la contrainte uniforme



200

Déformations mesurées lors du pergage de Cl_12

=&=Déformation axiale ;
=l=D¢formation 45 degrés
| =se=Déformation circonférentielie
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Orientation de la contrainte principale o1 de CI_12
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Figure E.5

Résultats du percage de CI_12: a)Variation des déformations
mesurées en fonction de la profondeur de pergage b) Variation de
Porientation de la contrainte principale par rapport a la direction
circonférentielle ¢) Variation des contraintes principales calculées a
Paide de la méthode de la contrainte uniforme
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Annexe F : Développement de la formulation axisymétrique des
équations de Maxwell

Le systéme d’équations a résoudre est :

O'ema—E+V>< —l—VxE =—@i (3.10)
ot Y7, ot

V-D=0 (3.11)

D=¢ E (3.12)

Ou les vecteurs E et Js sont exprimés en coordonnées cylindriques de la maniére

suivante :
E=FEe +E,+Ee, (F.1)

J, =J e +J,e,+J ¢, (F.2)

Développons le deuxiéme terme de (3.10) sous forme de dérivées partielles.

e re, e
lywg-119 2 ¢ (F.3)
Y7, urior 060 oz
E rE, E,
VxE_11 (8EZ —raﬂJer +(r %, —raEZ Jee +(_.6(FE9) _aije, (F.4)
7 nri\ o8 oz 0z or or o0
On a donc pour le terme complet :
e, re, e,
V x —l—VxE =l i 9 9 (F.5)
Y7, r or 06 0z
1 (1 OE, aEgj 1 (aE, aEZJ 1 (GEH E, 1 aE,J
—_—f —— i —_— —_—] — _ —4———
u\r 08 oz U\ Oz Or H\ Or r r 00

Dans le cas axisymétrique, les dérivées partielles par rapport & & sont nulles. On a donc :
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e, re, e,
V x leE =l 9 0 9 (F.6)
7, r or 0z

(o) L[k ) L[, B
U\ Oz u\ 6z or H\ Or 1
vl Lyxg |12 I(OEZ_SE,) er+la (6E aE)ez
y7, Y or oz r Or oz or
O(10E,) 0 1(3E, E]
+ e,
o y7) oz ) or )7, o r
En combinant les équations (F.7) et (3.10), on obtient trois équations scalaires :
OF, 1 a1 aEz _OE )|_ o],
ot r oz or 0Oz ot
aema—Ei+ O(10E,) & (aE o B J _ 0y F.8)
ot oz 62 o U\ Or r ot

L OB 10[1(0E 0B.\|__d.
5 rorla\a o)l a

Comme ces trois équations sont découplées, on peut solutionner indépendamment

(F.7)

chaque équation, particuli¢rement celle ol une source de courant circonférentielle J;g est

o] 2(L00) 0 Lo K&, ©9)
ot oz 62 oru\ or r ot

imposée.

ou encore :
_6J39=o_em6E9+ O0(10E,) O0(10E,| O(1E, (F.10)
ot ot oz U Oz o ar or\u r

=0'engi+ O0(10E,) 0[1CE, &_(3__1_+l_1_6E0 lgg_ (F.11)
ot 82/182 6r,u6r ror\u) ur or ur
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=o-em§E_9_ i laEﬁ +l16E0 +_§ l% __E_f’i _1_ +lE_20 (F.12)
ot or\ u or Mr Or 0Oz\u Oz ror\py) ur

or
v Log,)-(Led 0 2) L[ g e F13
Y7, r or 0z) u\ or Oz
v|Llvg, |2 (1% ) 1105 010 (F.14)
Y7, or\ u or ur or oz\u oz

en introduisant (F.14) dans (F.12), on obtient I’équation suivante :

o, Lo _v[Lyg, | Eeof1) LE 35 (F.15)
or ror\u) pr ot

En considérant la perméabilité magnétique u constante dans la région étudiée, on

néglige le terme suivant (Wang et al, 1992) :

ﬂﬁ(l) (F.16)
r or\ u
et on obtient :
O, %, -V iVE(,, +lE—§=—5JS6’ (3.13)
ot 7 ur ot

Une méthode de calcul par éléments finis basée sur 1’équation (3.13) considére donc que
la perméabilité est constante dans un élément. Elle peut toutefois varier d’élément en

¢lément (Wang et al, 1992).



272

Annexe G : Développement de la formulation axisymétrique pour le
calcul par éléments finis

L’équation a résoudre est celle obtenue a partir des équations de Maxwell pour le cas

particulier du probléme axisymétrique. Cette équation est la suivante :

%y v (Llyg,|sLE__%5% (3.13)
ot 7] ur? ot

em

Considérons une fonction d’essai interpolée ayant la forme suivante :
E, =N, [{E,} (G.1)
La matrice ligne I_N iJ représente les fonctions d’interpolation N; et le vecteur colonne

{E,} contient les valeurs de la fonction d’essai aux nceuds de 1’élément discrétisé dans

I’espace pour le calcul par éléments finis. Le résidu R de la solution d’essai est obtenu a

I’aide de 1’équation (G.2) :

le(r,e,z,N,.):crma b__v. lVEg +iE;‘2+a‘ﬂ (G.2)
ot Y7, Y74 ot

En appliquant le critere de Galerkin sur le domaine de la solution ¥V pour chaque

fonction d’interpolation N; (Cook et al, 2002) on obtient :
[N.R(r,6,2,N,)dV =0 (G.3)
V

En remplacgant le résidu R par sa valeur, on obtient :

D 1E,)
j N, [ ( LvE, ) 15 - + 5% }a’V -0 (G.4)
y7 ur ot

) ; 1 E,
%, (Lve, v v+ [w, ——dV jN Yo gy~ 0 (G.5)
ot Y7, ;o urt ot
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Pour simplifier cette équation, intégrons par partie le deuxiéme terme a l’aide du

théoréme de la divergence suivant :

[uv-vav = [uv-ndS— [Vu-vav (G.6)
14

14 S

On obtient alors I’équation qui suit:

jNiv-(lVE;JJV= | Ni(lVEG*J-ndS—jVNi-(lVEe*)dV (G.7)
7 H s, \H 7 H

Le critére de Galerkin de 1’équation (G.5) devient donc :

VjN,.o— ag SjSON,.&VE;).ndS+VJ'VN,.-&VE;}JV
(G.8)
+jN Eo gy, jN %dV 0

;our

o . * ;. y .y .
La fonction d’essai Ey et ses dérivées sont obtenues de 1a maniére suivante :

Ea* ZLNi_'{Ee} (G.9)
o _|N, e, (G.10)
or ’
agg =0 (modéle axisymétrique) (G.11)
%o N, JiE,) (G.12)
oz ’
6E oE,
ot =IN J{ ot } (G-13)

Les Ny représentent les dérivées des fonctions d’interpolation N; par rapport aux

[

coordonnées x; et { } représente un vecteur colonne contenant les valeurs nodales

de la dérivée temporelle du vecteur champ électrique.
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En introduisant ces termes dans 1’équation exprimant le critére de Galerkin, on

obtient 1’équation suivante pour chacun des N;:

Vj emLNJ{aE }dV jN(ﬂVE j nds

REY

! UNJE ) 0 @ g
+IVNi~(;VLNiJ{EO}JdV+INi;—r—dV jN dv =0

Pour I’ensemble des fonctions d’interpolation, on obtient le systéme suivant (en utilisant

la notation tensorielle) :

_ﬂ_N [o,|N,] {6E }dV [N JT(ﬂ VE, ] nds

§-8,

+ [VIN T (;VLNJ {Ee}]dV+ JIn %%W (G.15)
+VjLNiJT %;idV=0

En notant que les valeurs nodales sont constantes, on obtient :

N ol ] av{Ze b fols, (LN, Jarte

+ ﬂ_Ni JTin—;JdV{Ee} (G.16)
I IN, JT( ) -ndS - jLN i a‘] Lt gy

Le deuxiéme terme 7, peut étre développé sous une forme plus compacte.

I= IV|_N I ( V|N, _deV{E } (G.17)
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SN PRy

14

(LN Lo 2 A e 2N, Je v )

En effectuant le produit scalaire et en notant que la dérivée circonférentielle est nulle, on

(G.18)

obtient I"équation suivante
Ir I( [N N Jelv ] %LNLZJ] av {E,} (G.19)

On a done

ISl ar{Zete 1N LN, Jelw LN JJar e,

[l JT%I-—l\:;—JdV{E [IN, JT( ] nas - N, Y gy

5-S,

(G.20)

On définit ensuite la matrice [B,, ] comme suit :

B..]= HNH (G.21)

iz

En remplacant dans 1’équation globale, on obtient :

IESEREAPTEE RS LN ETLRPES
ﬂ_NJTlLNJdV HNJ[ ]ndS _ﬂ_NJ s"dV

5-5,

(G.22)

Le premier terme du membre de droite correspond aux conditions aux frontiéres de

gradient du champ électrique.

Finalement, le systéme matriciel global & résoudre est le suivant :

[Ko ] {Eo} +[Cn ]{Eo } = {Rypen } + {Rgpem} (3.41)



276

Le point est utilisé pour noter la différentiation par rapport au temps. Les matrices

élémentaires sont :

kal- fin.T Lo« vy Ly

=2z [[[B..] %[Bm] rdrdz + 27 j ;ﬂ_Ni_[T %ma’rdz

v

[e..]= VfLNiJT o, | N, |dV =27 j ;ﬂ_NiJT o, | N, | rdrdz

(e = [ NS ( *)-ndS=2ﬂ jLNiJT(%VE;)mdr

S-S, I-T,

{rqeem }= ‘JLNi_IT %;;—9 dv = —Zﬂ;[;[l_Ni_IT 6.;_;0 rdrdz

.- v1]

Dans ces équations, /" est le contour du domaine § du modéle 2-D axisymétrique et /7

est le contour ol des conditions de champ électrique sont imposées.

Le systéme global est obtenu par I’assemblage des matrices élémentaires.
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Annexe H : Fiche technique de I'acier 304L

Grade : Acier AISI 304L laminé & chaud, état recuit et décapé
Provenance : VI-Metal Peckover

Date d’achat : 29-10-2001

# de commande : ADM-1307

Emplacement : P-109

Quantité : 2

Dimensions : 12 pox 12 pox 3 po

Composition chimique :

Tableau H.1 : Composition chimique de ’acier 304L des éprouvettes
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%C %S %P | %Si | %oMn | %Cr | %Ni | %Mo | %V | %Cu

%Co

0,017 10,003 { 0,024 | 0,18 | 1,73 | 18,8 99 1030 | 0,14 | 0,19

0,16

Dureté : 83 HRB

Note :

Les éprouvettes ont été prélevées dans la plaque de maniére a ce que leur axe

longitudinale corresponde avec la direction transverse au laminage.




Annexe | : Propriétés de I’eau a pression atmosphérique

Cette annexe présente les propriétés de 1’eau & pression atmosphérique.

données numériques proviennent du site internet suivant :

www.thermexcel.com/english/tables/eau_atm.htm

1005 -~ _.._M..._ﬂ.\, e . S S i 8 e i S S

1000

995

990 -

985 +

980 -

975

Masse volumique (kg/m’)

970

965

960 -

955
0 20 40 60 80 100 120
Température (°C)

Figure 1.1 : Masse volumique de I’eau a la pression atmosphérique
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4,22 I -
g f * :
4215 — T
* R d
‘0
4221+ )— -
* 1
* ‘ 0.
. ] R
4,205 1o ¢
Rd
* ’0
42— —t—— r—rﬁt g
Rd
&
“
4,195 o
d
.“
4,19 Pad —
Red
Rad
4,185 4 o o e [ I ———
R eod
m“'
418 J | —
4,175 l !
0 20 40 60 80 100 120
Température (°C)

Figure 1.3 : Chaleur spécifique de ’eau
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Annexe J : Propriétés de ’argon gazeux a la pression atmosphérique

Cette annexe présente les propriétés de 1’argon utilisées pour les calculs du
coefficient de transfert de chaleur en surface des éprouvettes. Les courbes orange
correspondent aux données utilisées pour les calculs, tandis que les points bleus

représentent les données d’une seconde source ayant servi comme validation.

Densité (kg/m°)

-200 -150 -100 -50 0 50 100 150
Température (°C)

Figure J.1 : Densité de I’argon gazeux (Lide et Frederikse, 1994)



282

PN
7

| |==—=Touloukian
@ Lide

200
400
409

Ao

(s wybx , 01) anbueuhp 93SOISIA

1000 1500 2000 2500

Température (°C)

500

-500

té dynamique de Pargon gazeux (Touloukian et al, 1975 et Lide

iscosi
et Frederikse, 1994)

A%

Figure J.2

FaW v 709
ot

e=m=Touloukian @ Lide
T
1
1
T
|
1
|
t
-
|
|
T
|
|
|
i
|

AW
07000

O-560-
U000

9,556 —
O-545

(M.6%/r1) anbyiogds unajeyd

ST

400 600 800 1000 1200

Température (°C)

200

-200

-400

Chaleur spécifique de I’argon gazeux (Lide et Frederikse, 1994 et

Figure J.3

Touloukian et Makita, 1970)



/"\\

@
[+=]

-
<

283

[+23
D

Conductivité thermique (1 0® W/m°K)
]
1

T
‘ |
an ] | ;
i | ] :
| i |
/ I i | |
20 . i L S Il —_
/ | i i
| | |
10 - —-t t -~
/ i | s T ouloukian
R | ; ® Lide
-500 0 500 1000 1500 2000

Température (°C)

2500

Figure J.4 : Conductivité thermique de 1’argon gazeux (Touloukian et al, 1970 et

Lide et Frederikse, 1994)
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Annexe K :

Données brutes de fatigue

Tableau K.1 : Données brutes de fatigue
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T Durée de Ampdlttude Nombre de
# ,x IPe chauffage ‘. cycles a la Note
d’éprouvette (Secondes) contrainte rupture
(MPa)
CIH 26a | Sablier, canal 1,4 100 135900 000 | 1nterrompu
- avant le bris
CIH_26b | Sablier, canal 1,4 110 107 752 000 | Interrompu
CIH _26¢c | Sablier, canal 1,4 120 111 858 000 | Interrompu
CIH 26d | Sablier, canal 1,4 130 161 560 000 | Interrompu
CIH 26e | Sablier, canal 1,4 140 109 559 000 | Interrompu
CIH 6* | Sablier, canal - 140 191 695 456 | Interrompu
CIH 26f | Sablier, canal 1,4 150 98 371 000 | Interrompu
CIH 26g | Sablier, canal 1,4 160 105 595 000 | Interrompu
Cl 6* Droite - 170 11 051 552 | Interrompu
CIH 26h | Sablier, canal 1,4 170 259 460 000 | Interrompu
CIH 23 Sablier - 180 10778 258 | Interrompu
CIH 26i | Sablier, canal 1,4 180 98 938 000 | Interrompu
CI 11* Droite, canal - 185 14 392 998 | Interrompu
CIH_17 Sablier - 185 26 487 896 | Interrompu
CIH 20 Sablier - 190 171 681 -
CIH 21 Sablier - 190 219576 -
CIH 22 Sablier - 190 333 897 -
CIH_24% Sablier - 190 337 881 -
CIH_62 | Sablier, canal - 190 203 430 -
CIH 64 Sablier, canal - 190 112 991 -
CIH 27 Sablier, canal 1,6 190 21 673 700 | Interrompu
CIH 65 Sablier, canal 1,4 190 12 645 457 Interrompu
CIH 80 | Sablier, canal 1,4 190 9911 250 Interrompu
CIH 54 Sablier - 200 240 064 -
CIH_55 Sablier - 200 59 037 -
CIH 18 Sablier - 200 404 382 -
CIH 19 Sablier - 200 539 039 -
CIH 53 Sablier - 200 135 336 -
CIH 51 Sablier, canal 1,4 200 10 235 871 Interrompu
CIH 44 Sablier, canal 1,4 200 259 680 -

* Eprouvette polie mécaniquement
Note : A moins d’avis contraire dans « commentaire », la contrainte moyenne S,

est nulle
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Tableau K.1 : Données brutes de fatigue (suite)
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T Durée de Amp;ttude Nombre de
# g pe chauffage ‘. cycles a la Note
d’éprouvette (Secondes) contrainte rupture
(MPa)
CIH 48 Sablier, canal 1,4 200 10 442 731 Interrompu
CIH 46 Sablier, canal 1,4 200 144 901 -
CI 15 Droite - 210 22 330 -
CIH 25 Sablier - 210 20716 -
CIH 14 Sablier - 210 74 138 -
CIH 15 Sablier - 210 37 185 -
Sm=-100
CIH_57 Sablier - 210 10 125 000 MPa,
Interrompu
CIH_78 Sablier i 210 9638 564 | Sm—->0 MPa,
- Interrompu
CIH 76 Sablier - 210 174 006 Sp=-25 MPa
CIH 75 Sablier - 210 482 042 Sw=-25 MPa
CIH 74 Sablier - 210 354 562 Sm=-25 MPa
CIH 63 Sablier, canal 1,4 210 133 534 -
CIH 29 Sablier, canal 1,4 210 198 669 -
CIH 28 Sablier, canal 1,4 210 114 228 -
CIH 31 Sablier, canal 1,4 210 187 395 -
CIH 32 Sablier, canal 1,4 210 460 397 -
CIH 58 Sablier, canal 1,4 210 246 069 -
CIH 33 Sablier, canal 1,4 -210 104 492 -
CI 14 Droite - 220 25 878 -
CI 16 Droite - 230 34 634 -
CI 18 Droite - 230 13 248 -
Cl 17 Droite - 230 27 232 -
CIH 38 Sablier - 230 24 455 -
CIH 39 Sablier - 230 21 440 -
CIH 40 Sablier - 230 17 300 -
CIH 72 Sablier, canal 1,4 230 35526 -
CIH 73 Sablier, canal 1,4 230 97 414 -
CIH 34 Sablier, canal 1,4 230 27 021 -
CIH 36 Sablier, canal 1,4 230 36 213 -
CIH 37 Sablier, canal 1,4 230 45511 -
CIH 13* Sablier - 245 9484 -

* Eprouvette polie mécaniquement
Note : A moins d’avis contraire dans « commentaire », 1a contrainte moyenne S,

est nulle




Tableau K.1 : Données brutes de fatigue (suite)
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Type Durée de Amp‘Ztude Nombre de
# déprouvette chauffage contrainte cycles ala Note
(Secondes) rupture
(MPa)
CIH 12* Sablier - 255 12 617 -
CIH 56 Sablier - 255 10 023 -
Amorgage
CIH_61 | Sablier, canal 1,4 255 9943 fcanaL
- issures
surface
CIH 79 Sablier, canal 1,4 255 10 583 -
CIH_68* | Sablier, canal - 255 9379 A“C‘Z;‘fi‘ge
CIH 69* | Sablier, canal - 255 4832 -
CIH _10* Sablier - 265 7 332 -
CIH 11* Sablier - 265 7219 -
CIH 5* Sablier - 275 6 936 -
CIH 8* Sablier - 275 7 053 -
CIH_67* | Sablier, canal : 275 4981 | Amorsage
- canal
CIH_59 | Sablier, canal 1,4 275 3103 Amorcage
- canal
CIH_60 | Sablier, canal 14 275 4270 Amorgage
- canal
CIH 9% | Sablier, canal : 286 1160 | Amoreeee
CIH 49 Sablier, canal 1,4 - - Erreur
CIH 50 Sablier, canal 1,4 - - Erreur

* Eprouvette polie mécaniquement
Note : A moins d’avis contraire dans « commentaire », la contrainte moyenne S,

est nulle




