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0.1 Contexte industriel

Les outils de mise en forme & chaud (matrices, poingons, inserts) subissent des sollicita-
tions thermo-mécaniques sévéres et complexes dans leurs conditions de service. Le travail &
chaud se distingue du travail a froid lorsque les conditions de sollicitations répétées portent
la partie active de I'outil & une température supérieure 3 250° C. Par exemple, les outillages
de forgeage a chaud sont soumis & 3 modes d’endommagement [65] localisés sur la figure 1
extraite de la référence [107] qui sont :

F1G. 1 — Modes de détérioration d’une matrice de forge [107]
— l'usure par adhésion, abrasion ou écaillage

— la fissuration d’origine thermique qui est générée par la succession de contraintes de
compression et de tension lors des cycles thermiques et entrainant la formation d’un
réseau bidimensionnel de fissures en structure de mosaique ou de faiencage (Figure
2) [79] dont les aspects sont caractéristiques de la fatigue thermique. Les mécanismes
principalement responsables de la fissuration par fatigue thermique sont :

— la température maximale atteinte par la matrice
— le temps de contact métal formé - outil
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— la vitesse de refroidissement

— le mode de lubrification ou de poteyage (influence importante sur le choc ther-
mique qu'’il induit)

— la fissuration d’origine mécanique qui intervient sur des matrices soumises & des
contraintes de traction trop élevées (figure 3 [46]). Ce type de dégradation se pré-
sente sous forme de rupture brutale. La formation des fissures par fatigue mécanique
est liée au niveau de contraintes mécaniques appliquées & 1’outil et & leur répartition.
L’aspect le plus caractéristique est la fissuration en fond de gravure qui a pour origine
une trop forte concentration de contraintes exercées sur la surface [65].
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FI1G. 2 — Fissuration par fatigue thermique d’un outillage de fonderie pour Paluminium [79]

De par ces conditions sévéres de travail, les critéres de sélection d’'un matériau pour
Poutil ne sont pas aisés. Ainsi, les propriétés des aciers pour travail & chaud (aciers marten-
sitiques revenus) sont le résultat de plusieurs opérations de traitement thermique conférant
au matériau une microstructure complexe.

L’acier X38CrMoV'5 (AIST H11) est I’acier a outils le plus employé dans les opérations
de forgeage a chaud et de fonderie [34] bien que les utilisations de ’acier QRO 90 Supreme
[102, 111] soient de plus en plus importantes dans les applications de fonderie. L’acier
55NiCrMoV'7 (AISI L6) peut dans certains cas étre préférée au X38CrMoV'5 pour sa
meilleure ténacité [34]. Aujourd’hui, de nombreuses études [101, 118, 39] portent sur les
ameéliorations en terme de durée de vie que peuvent apporter les revétements de ces aciers,
les plus classiques sont & base de nitrures, de carbo-nitrures, de borures ou de vanadium.
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F1G. 3 — Fissuration par fatigue mécanique d’un poingon de forge [46]

0.2 Objectif de I’étude

Ce travail a pour objectif de définir une méthodologie générale permettant de décrire
le comportement et prédire la durée de vie en fatigue d’aciers & outils martensitiques pour
travail & chaud. Selon la nature des matériaux & mettre en forme, la température et la
durée des opérations d’élaboration peuvent varier de facon considérable. Ainsi, les forge-
rons et les fondeurs font appel & toute une gamme de nuances d’aciers et de traitements
thermiques pour réaliser leurs outils. Au cours de cette étude, deux aciers martensitiques
sont considérés. L’acier 55 NiCrMoV'7 est généralement utilisé pour les matrices d’estam-
page & gravures profondes ou pour les filiéres pour les alliages d’aluminium [124]. C’est
un acier présentant une bonne résistance aux chocs mécaniques. L’acier X38CrMoV'5 est
principalement utilisé pour fabriquer les outils de forge, les filiéres d’extrusion pour les al-
liages d’aluminium et de cuivre, ainsi que les moules pour la fonderie d’alliage d’aluminium.
Cet acier est caractérisé par une bonne résistance aux chocs thermiques. Quel que soit le
type d’application considéré, les sollicitations thermo-mécaniques sévéres auxquels sont su-
jets les outils, provoquent des endommagements et des déformations plastiques entrainant
irrémédiablement la mise au rebut de 'outillage [47].

La simulation numérique constitue une voie de progrés en terme de conception et de
dimensionnement des outillages, mais elle nécessite au préalable la détermination d’un
modéle de comportement adapté au matériau et couvrant la plage de sollicitations induites
par les opérations de mise en forme & chaud. L’étape suivante consiste & prédire la durée
de vie de l'outillage au travers d’un critére de rupture utilisant les données fournies par
le modéle de comportement. Afin d’atteindre cet objectif, plusieurs étapes intermédiaires
sont nécessaires, elles consistent & identifier un modéle de comportement et de durée de vie
adaptés aux aciers martensitiques revenus, puis de les valider pour différentes configurations
de chargements thermo-mécaniques. Cette démarche a été mise en place au cours de ce
travail pour les deux aciers X38CrMoV'5 (47 HRC) et 55 NiCrMoV'7 (42 HRC).
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0.3 Organisation du mémoire

Ce mémoire s’articule autour de deux parties, la premiére s’intéresse au comportement
des aciers martensitiques revenus X 38CrMoV'5 et 55NiCrMoV 7, la deuxiéme étudie plus
particuliérement la durée de vie de ’acier X38CrMoV'5.

Plusieurs chapitres composent la premiére partie, consacrée a la modélisation du com-
portement cyclique.

Le premier chapitre présente les deux matériaux objet de I’étude, décrit leur comporte-
ment en fatigue et leur microstructure. Il présente également les moyens d’essais de fatigue
mis en ceuvre et le plan d’essais.

Le deuxiéme chapitre présente les deux modéles de comportement étudiés : le premier
bien connu est développé depuis plusieurs années & 'ONERA [25], le deuxiéme plus ré-
cent au centre des matériaux de PENSMP [20]. Le cadre des processus irréversibles de
la thermodynamique, dans lesquels s’inscrivent les deux modeéles, est présenté en détails.
Les formulations unidimensionnelles servant de base aux identifications des paramétres des
modeles et tridimensionnelles permettant ’implantation éléments finis servant & leurs va-
lidations sont également étudiées. En outre, la méthode d’intégration implicite associée
aux modéles qui nécessite le calcul de la matrice jacobienne pour étre implantée dans
ABAQUS-ZMAT est détaillée. Les développements nécessaires sont présentés en annexe.

Le troisiéme chapitre présente la méthodologie d’identification. Il illustre 'utilisation
de la base d’essais spécifiques pour l'identification des différentes composantes des modéles.
Plusieurs jeux de coefficients sont fournis se différenciant par le niveau de complexité des
sollicitations prises en considération par les modéles.

Le quatriéme chapitre clot la partie comportement de cette étude. Il est consacré a la
validation des modéles de comportement dans différentes configurations. Une configura-
tion isotherme est d’abord considérée en comparant les résultats d’essais obtenus sur des
éprouvettes a concentrations de contraintes avec ceux fournis par le calcul éléments finis.
La deuxiéme configuration anisotherme reproduit un essai de fatigue thermique développé
a l'université de KARLSTAD, SUEDE [102]. Ce travail a fait I’objet d’une coopération lors
de cette thése.

La deuxiéme partie est consacrée a I'étude de la durée de vie de ’acier X38CrMoV'5.

Le cinquiéme chapitre examine les mécanismes d’amorcage et de propagation mis en jeu
et présente la base expérimentale utilisée. Les essais isothermes effectués lors d’un travail
précédent [40] ont été complétés par d’autres réalisés au cours de cette étude de maniére
enrichir la base expérimentale.

Le sixiéme chapitre concerne la modélisation de la durée de vie. Aprés un état de
I’art des différentes approches rencontrées dans la littérature, un modéle d’endommage-
ment continu est identifié sur 'acier X38CrMoV'5. Une étape de validation est égale-
ment entreprise : elle consiste a prédire les durées de vie en fatigue isotherme (LCF) et
thermomécanique (TMF') expérimentales obtenues dans le cadre d’une thése [100] réalisée
antérieurement au CROMeP (Centre de Recherche Matériaux Outillages et Procédés).
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Chapitre 1

Etude expérimentale des aciers
martensitiques revenus

Sommaire
1.1 Bibliographie . . . . . . . ¢ i i i it i e e e e e e e 3
1.1.1 Fatigue des matériaux métalliques . . ... ... .. .. ... .. 3
1.1.2 Microstructure des aciers 55Ni:CrMoV7 et X38CrMoV5 . . . . 6
1.2 Comportement en fatigue . ... ... .. .. ... . 000 8
1.2.1 Moyens d’essaiS . . . . . . . oo i oo e 8
1.2.2 Traitements des fichiers expérimentaux. . . . . . . . .. ... .. 11
1.2.3 Influence de la température sur le comportement . . . . . . . .. 14

Apres quelques rappels généraux sur la fatigue des matériaux métalliques, ce chapitre
s’attache dans un premier temps & faire un bilan des connaissances acquises sur le compor-
tement et la microstructure des aciers martensitiques revenus et plus particuliérement des
aciers 55 NiCrMoV'7 et X38CrMoV'5. Dans un second temps, l'influence de différentes
conditions d’essais sur le comportement cyclique de ces matériaux est examinée (tempéra-
ture, fréquence, type et niveau de sollicitations).

1.1 Bibliographie

1.1.1 Fatigue des matériaux métalliques

L’endommagement par fatigue se caractérise par la modification des propriétés des ma-
tériaux consécutive a ’application de sollicitations cycliques pouvant conduire & la rupture
(voir partie IT). La modification irréversible de la microstructure se traduit généralement
par un durcissement ou un adoucissement cyclique. Ces phénoménes se caractérisent sous
différentes formes suivant le type de sollicitations imposées (effort ou déplacement) et sui-
vant les amplitudes des cycles (symétriques ou non-symétriques). La figure 1.1 illustre les
phénomeénes d’adoucissement cyclique d’une part pour des cycles & déformation imposée
provoquant une diminution de I'amplitude de contrainte avec le nombre de cycles, d’autre
part a contrainte imposée provoquant une augmentation de la déformation avec le nombre
de cycles. De maniére analogue, la figure 1.2 représente les phénoménes de durcissement
cyclique dans les mémes conditions de sollicitations. Des phénoménes supplémentaires ap-
paraissent lorsque la sollicitation imposée n’est pas symétrique, il s’agit des effets d’accom-
modation plastique ou de rochet (figure 1.3) pour des essais en contrainte ou des effets
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de relaxation ou de non relaxation de la contrainte moyenne (figure 1.4) pour des essais &

déformation imposée.
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F1G. 1.1 — Phénomeénes d’adoucissement cy-
clique a) essai & déformation contrdlée ; b) essai
a contrainte imposée [72]
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F1G. 1.3 — Phénomeénes a) d’accommoda-
tion ; b) de rochet [72]
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F1G. 1.2 — Phénomeénes de durcissement cy-
clique a) essai & déformation controlée ; b) essai
4 contrainte imposée [72]

Déformation imposae

Non relaxation de la Relaxalion de la

cantrainte moyenne contrainte moyenne

) (d)

FI1G. 1.4 — Phénomenes c) de non relaxa-
tion ; d) de relaxation de la contrainte moyenne

[72]

Les études portant sur le comportement ou la durée de vie des aciers martensitiques
revenus sont beaucoup moins nombreuses que celles menées sur les aciers austénitiques. Ce-
pendant, leur nombre semble s’accroitre depuis les dix derniéres années [69, 67, 68, 21, 111].
Le comportement de ces aciers se caractérisent par un phénomeéne d’adoucissement cyclique.
Plusieurs types d’adoucissement cyclique ont été recensés dans la littérature [40, 124]. Celui
des matériaux étudiés ici présente un adoucissement continu jusqu’a la rupture qui peut se
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décomposer en 3 zones [40] :
— Zone A : stade de déconsolidation forte concentré sur les premiéres centaines cycles.
— Zone B : stade de pseudo-stabilité.

— Zone C : chute significative de la demi-amplitude de contrainte due & la présence
d’une ou plusieurs fissures sur la partie utile de ’éprouvette.

La figure 1.5 extraite de la référence [40] illustre ces 3 zones.
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F1G. 1.5 — Zones de déconsolidation cyclique de I'acier X38CrMoV'5 pour une température de 300° C [40]

Cet adoucissement est fortement influencé par les conditions d’essais [40, 124, 116].
Par exemple, pour des essais & déformation imposée, 'augmentation de la fréquence de
sollicitation a généralement pour effet d’augmenter I’amplitude de contrainte, de diminuer
l'amplitude de déformation plastique et d’accroitre la durée de vie. Pour un essai de fa-
tigue isotherme, 'augmentation de la température provoque une baisse de ’amplitude de
contrainte mais une augmentation de 'amplitude déformation plastique et de 1'intensité de
déconsolidation cyclique. Enfin, I’augmentation du niveau de sollicitation provoque généra-
lement une augmentation de I’amplitude de contrainte et de 'intensité de déconsolidation
et donc une diminution de la durée de vie. La fin de ce chapitre illustre plus en détail
I'influence des différentes conditions d’essais sur le comportement cyclique des aciers mar-
tensitiques.

L’origine de ’adoucissement cyclique est reliée & la microstructure particuliére de ces
aciers.
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1.1.2 Microstructure des aciers 55 NiCrMoV7 et X38CrMoV'5

Les aciers & outils pour travail & chaud sont généralement composés d’une teneur
moyenne en carbone associée & une faible teneur en éléments d’alliage comme le nickel,
le chrome, le vanadium ou le tungsténe. Le tableau 1.1 présente la composition chimique
des deux aciers étudiés. La principale différence concerne leur teneur en chrome plus im-
portante pour le X38CrMoV5 et en nickel utilisé comme un élément d’alliage pour le
55NiCrMoV'7 et présent sous forme résiduelle pour le X38CrMoV'5. La matiére qui a
permis de fabriquer les éprouvettes et de mener tous les essais présentés dans la suite
(comportement et durée de vie) a été fournie par les sociétés THYSSEN FRANCE pour
Pacier 556 NiCrMoV'7 et AUBERT & DUVAL HOLDING pour acier X38CrMoV'5 (nuance
SMV3).

Eléments C Ni Cr Mo A\ Si Mn Fe

55NiCrMoVT7 0.56 1.70 1.10 0.50 0.10 0.20 0.70 bal

X38CrMoV5 040 020 5.05 125 047 092 049 bal

TAB. 1.1 — CoMPOSITIONS CHIMIQUES DES ACIERS 55NiCrMoV'7 BT X38CTrMoV5 (% EN MASSE) DES PRINCIPAUX
ELEMENTS D’ALLIAGE.

Les opérations de traitements thermiques des aciers & outils de travail & chaud sont
composées du recuit, de ’austénitisation, de la trempe et du revenu. Le tableau 1.2 résume
les cycles thermiques effectués sur les deux aciers étudiés ainsi que la dureté associée.

Acier Austénitisation Trempe 1% revenu 2°"° revenu Dureté (HRC)
55NiCrMoV'7 875° C lh/huile  560° C'/2h Vv 42
X38CrMoV5 990° C 1h/gaz  550° C/2h  605° C'/2h 47

TAB. 1.2 — PROCEDURES DE TRAITEMENTS THERMIQUES POUR LES ACIERS 55NiCrMoV7 T X38CrMoV5

La trempe consiste en un refroidissement rapide de la température d’auténitisation
jusqu’a une température inférieure a celle de début de transformation martensitique (Mj).
Cette opération sans diffusion conduit a la transformation de ’austénite (structure cubique
a faces centrées) en martensite (structure quadratique centrée) [8]. Ces opérations conférent
aux aciers une microstructure a 1’état trempé revenu constituée de lattes de martensite
revenue de taille comprise entre 0.1 et 2 pum pour le X38CrMoV'5 [40], entre 1.55 et 3.2 um
pour Vacier 55NiCrMoV'7 [124] disposées par paquets dans les ex-grains austénitiques
dont le diamétre est de 'ordre de 10um pour le X38CrMoV'5 et le 55NiCrMoV'7 selon
les mémes références. La martensite revenue est également composée de précipités de taille
nanométrique et d’une forte densité de dislocations ainsi que de carbures pouvant étre
allongés, globulaires ou anguleux [40, 83]. La figure 1.6 représente la structure en lattes de
Pacier X38CrMoV'5 (nuance SMV3) extraite de la référence [40].

Une étude récente de MEBARKI [83] portant sur la relation microstructure-propriétés
mécaniques de ’acier X38CrMoV'5 a mis en évidence la grande influence des dislocations
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F1G. 1.6 — Structure en lattes de Pacier X38CrMoV'5 pour la nuance SMV3 (attaque nital, MEB) [40]

et des carbures sur le phénoméne d’adoucissement cyclique. En effet, le réarrangement des
dislocations ainsi que les modifications de la taille et de la morphologie des carbures étaient
déja des mécanismes connus responsables de ’adoucissement cyclique. Lors de cette étude,
I'influence de la microstructure sur la valeur de la limite d’élasticité est considérée au tra-
vers d’une loi additive mettant en jeu les lois de comportement suivantes :

— force de friction du réseau cristallin
durcissement par solution acide

durcissement dii aux précipités

durcissement da aux dislocations

— durcissement par les sous-joints de grains

— durcissement dii aux textures cristallographiques
contribution des joints de grains ou de lattes

Parmi toutes ces contributions au durcissement, il a été montré que seuls les disloca-
tions et les carbures avaient un role non négligeable. Il apparait que le contournement est
le mécanisme prépondérant de franchissement des carbures par les dislocations. Ces deux
types de durcissements (précipitation des carbures et diminution de la densité de disloca-
tions) ont pu étre évalués (modeéle de TAYLOR pour les dislocations, d’OROWAN pour les
carbures). Un des principaux résultats concerne le phénomeéne d’adoucissement cyclique
mis en jeu au cours d'un essai de fatigue oligocyclique. Il serait di au deux tiers par la
diminution de la densité de dislocations et au tiers par la coalescence des carbures, ceci in-
dépendamment des conditions d’essais. Cependant, les cinétiques de ces deux mécanismes
au cours de l’essai de fatigue restent aujourd’hui bien difficiles & mettre en évidence.
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1.2 Comportement en fatigue

Aprés une description des moyens expérimentaux, 'influence des conditions d’essais sur
le comportement du 55 NiCrMoV'7 et du X38CrMoV'5 est étudiée.

1.2.1 Moyens d’essais

Les essais de fatigue isotherme nécessaires & l’identification des modéles de compor-
tement ont été réalisés a ’aide d’une machine électrohydraulique MTS. Le chauffage de
la partie utile des éprouvettes est obtenu par induction avec un générateur CELES d’une
puissance de 6 kW et un régulateur Eurotherm. La spire d’induction composée de 5 boucles
permet un chauffage uniforme de la partie utile de I’éprouvette. La mesure de déformation
est effectuée a ’aide d'un extensomeétre haute température dont les tiges constituent une
base de mesure de 12 mm. Pour les cycles en contrainte, le pilotage de 1’essai s’effectue
en vitesse de contrainte, celle-ci étant calculée en temps réel en divisant la force par la
section de ’éprouvette. Les mors servant & I’amarrage des éprouvettes sont refroidis par
circulation d’eau. L’ensemble mécanique est relié & un ordinateur qui permet d’enregistrer
les configurations de pilotage ainsi que de stocker les données en cours d’essai. Cet ordi-
nateur est également connecté & ’Eurotherm par liaison RS 232 et permet d’envoyer les
consignes de montée et de descente en température. Les programmes d’essais sont dévelop-
pés avec le logiciel MTS Testware'™ SX permettant ’action des vérins et I’enregistrement
des données. Les thermocouples ne sont pas soudés sur les éprouvettes afin d’éviter des
sites d’amorcage préférentiels. En effet, chaque filament est aplati séparément avant d’étre
soudé sur une zone de recouvrement. Une fois constitués, les thermocouples sont ensuite
posés sur I'éprouvette et maintenus tendus par un systéme de ressorts ou d’élastiques. La
minimisation du gradient thermique s’effectue a 1’aide de 3 thermocouples disposés sur la
partie utile de I’éprouvette. Ce banc d’essai a été utilisé pour de nombreuses études et une
partie de la procédure a déja été utilisée dans la thése de ZHANG [124] portant sur I'acier
55NiCrMoV'7. La figure 1.7 donne une vue d’ensemble du dispositif expérimental et la
figure 1.8 représente la disposition de la bobine, de ’extensométre et des thermocouples
autour de I'éprouvette.

Une géomeétrie d’éprouvette lisse (Figure 1.9) a été utilisée pour les essais d’identifi-
cation. Un polissage a la pate diamantée (15, 9, 6 et 3 pum) est effectué sur chacune des
éprouvettes.

Le programme expérimental destiné & ’étude du comportement est identique aux deux
matériaux. Il est composé d’essais isothermes pour des températures se situant en dessous
de la température de revenu pour le 55 NiCrMoV 7 et au dessous du second revenu pour
le X38CrMoV5. En effet, il s’agit de caractériser un modéle de comportement capable de
prendre en compte diverses fréquences de sollicitations et différents types de pilotages. Les
phénomenes liés a l'effet de vieillissement de 1’acier lors de la fatigue ne sont pas considérés.
L’étude de ZHANG [124] menée au CROMeP portait sur ce sujet mais pour une gamme
d’essais moins importante ot seul 'effet de la fréquence des sollicitations était considéré.
Tous les essais sont conduits & amplitude de déformation mécanique imposée ou amplitude
de contrainte imposée en signaux triangulaires. Deux types d’essais sont réalisés par niveau
de température conduisant & l'utilisation de deux éprouvettes. Quatre niveaux de tempé-
rature sont considérés pour 'acier 55 NiCrMoV'7 (20, 300, 400 et 500 ° C) et six niveaux
pour l'acier X38CrMoV'5 (20, 200, 300, 400, 500 et 600 ° C).
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Fig. 1.8 - Spire d’induction, extensométre et thermocouples
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— Essai de type I :

Il est mené a amplitude déformation constante +0.8% et peut lui-méme se diviser en 3
phases. Durant la premiére phase, la vitesse de déformation reste constante égale 8 1025~
et le cyclage se poursuit jusqu’a ce qu'une déformation plastique cumulée voisine de 4 soit
atteinte. Lors de la deuxiéme phase, I’amplitude de déformation reste la méme mais la
fréquence de D’essai est modifiée. En effet, des cycles avec différentes vitesses de déforma-
tion (1072, 1073, 10~* s71) sont réalisés suivis de cycles de fatigue relaxation pour une
vitesse de 1072 s~! mais avec différents temps de maintien (20, 90, 600 s) en traction.
Seuls 3 cycles sont effectués pour les différentes vitesses et 2 pour les cycles de fatigue
relaxation. Enfin, la troisiéme phase consiste & opérer une remontée jusqu’a déformation
nulle aprés le dernier cycle de fatigue relaxation puis d’asservir l'essai en contrainte. Des
cycles dissymétriques avec une vitesse de contrainte de 100 M Pa.s~! sont considérés pour
des amplitudes variables reportées dans le tableau 1.3 pour les différentes températures.
Dix ou vingt cycles sont réalisés selon les essais.

Température |° C| 20 200 300 400 500 600
55NiCrMoVs -500,/1000 Y ~480/960 | -470/940 | -450/900 N
X38CTMoV5 niveau 1 | -575/1150 | -570/1140 | -550/1100 | -480/960 | -450/900 | -300/600
X38CTMoV'5 niveau 2 v -600/1200 | -580/1160 | -510/1020 | -470,/940 v

TAB. 1.3 — NIVEAUX D’AMPLITUDE DE CONTRAINTE IMPOSES Ac (MPA) POUR LES DIFFERENTS ESSAIS
— Essai de type II :

Il est réalisé sur une deuxiéme éprouvette, il consiste & augmenter puis diminuer ’am-
plitude déformation imposée au cours de l'essai (£0.6, +0.7, +0.8, +0.9 et +0.7%). La
vitesse de déformation reste constante, égale & 1072 s71.

Tous ces essais vont permettre d’étudier l'influence de la fréquence de 1’essai ou du
niveau de sollicitation, des temps de maintien apres fatigue ainsi que celle des chargements
& contrainte imposée.

1.2.2 Traitements des fichiers expérimentaux

Les définitions présentées dans les figures 1.10 et 1.11 permettent d’extraire des fichiers
d’essais, les différentes grandeurs expérimentales qui pourront ensuite étre comparées avec
celles fournies par les modéles.

A€ = €z — Emin amplitude de déformation totale

7

Ag, = a‘;max ~ Epmin amplitude de déformation plastique au cycle i
A0 =00 = Ornin amplitude de contrainte au cycle i

P=i 24
00 = (A0 /2)maz — (AT/2)min

déformation plastique cumulée au cycle N
intensité de déconsolidation cyclique

Pour chaque essai (type I et II), le temps, la température, la force, le déplacement, la
déformation et la contrainte sont enregistrés pour les 20 premiers cycles, puis tous les 10
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m

Ag

! i

— _ On+ G,
T = M2m

Ae=Acg, + Aep =—-AE—L+A1»:p

F1G. 1.10 — Schéma d’une boucle d’hystérésis [72]

F1G. 1.11 — Schéma d’une courbe d’adoucissement cyclique
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cycles pour la vitesse de déformation égale & 107257 1. Pour le reste de I’essai comprenant
les sollicitations & plusieurs vitesses (1072 puis 107%s71), les temps de maintien (30, 90 et
600 s) suivis des 10 ou 20 cycles en contrainte, tous les cycles sont enregistrés. La fréquence
d’acquisition est adaptée de fagon & enregistrer 200 points par cycle.

A vpartir de ces données, les courbes o-¢ et Ac/2-N peuvent étre tracées pour les
deux aciers martensitiques revenus. Elles sont représentées sur les figures 1.12-1.15 pour
I’essai de type I et sur les figures 1.16-1.19 pour celui de type II. De plus une procédure
automatisée permet le calcul du module d’Young E et ainsi la détermination des courbes
o-¢p et Ao /2-p pour chaque essai et pour des cycles choisis. Les figures 1.20-1.23 reprennent
les courbes 1.12-1.13 et 1.16-1.17 mais en fonction de la déformation plastique. Enfin, les
fichiers expérimentaux nécessaires & 'identification sont également générés. A cet effet, les

couples de valeurs o-¢ pour la partie cinématique et Ao /2-p pour la partie isotrope seront
utilisés (voir chapitre 2 et 3).
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1.2.3 Influence de la température sur le comportement
Déconsolidation cyclique

Le comportement cyclique de 'acier 55NiCrMoV'7 (figure 1.24) comme celui du
X38CrMoV5 (figure 1.25) montre une déconsolidation forte (de premier type) lors de la
premiére centaine de cycles suivie d’une déconsolidation linéaire et continue (de deuxiéme
type) jusqu’a la rupture. Toutefois, son évolution avec la température montre des diffé-
rences notables selon le matériau. L'intensité de déconsolidation cyclique (figure 1.26) di-
minue dans un premier temps jusqu’a une température seuil (300° C pour le 55NiCrMoV'7
et 400° C pour le X38CrMoV'5) puis augmente avec la température. En outre, la pente
correspondant au stade de déconsolidation continue est identique pour toutes les tempéra-
tures pour acier 55NiCrMoV'7 (Figure 1.24), ce qui en revanche n’est plus le cas pour
lacier X38CrMoV'5 (Figure 1.25) pour lequel une augmentation de la pente est observée,

)
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augmentation d’autant plus importante que la température est élevée.

Vitesse de sollicitation et temps de maintien

L’influence de la vitesse de sollicitation s’illustre par la comparaison de deux boucles
réalisées & 1073 et 107* s~! par rapport a celle réalisée & 1072 s~! et par des cycles
de fatigue-relaxation de 20, 90 et 600 s. Les vitesses de sollicitations considérées se rap-
prochent de celles mises en jeu dans les procédés de forgeage hydraulique pour la plus basse,
de forgeage mécanique pour la plus élevée. Les temps de maintien inclus dans les cycles
sont utilisés afin de décrire les sollicitations mises en jeu dans les procédés d’extrusion. Il
apparait que la vitesse de sollicitation influence le comportement quand la température
augmente alors qu’elle est négligeable & 20° C'. Son effet devient trés important lorsque la
température atteint 500° C'. Les figures 1.27-1.28 et 1.29-1.30 illustrent la sensibilité du
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F1G. 1.26 — Intensité de déconsolidation cyclique en fonction de la température pour les aciers 556 NiCr MoV 7 et
X38CTrMoV5 pour une déformation plastique cumulée p = 3 mm/mm

comportement aux taux de déformation pour les deux matériaux. En outre, contrairement
a lacier 55NiCrMoV'7,le X38CrMoV'5 apparait sensible au taux de déformation inverse.
En effet, son évolution s’inverse aux températures de 200° C et 300° C, reste perturbée
a 400° C et redevient classique a 500° C' et 600° C'. Les figures 1.29 et 1.30 illustrent ce
phénomeéne, & 300° C, leffet de vitesse s’inverse alors qu’il redevient normal & 600° C.

L’introduction d’un temps de maintien lors d’un cycle de fatigue permet de mettre en
évidence un effet dépendant du temps et de la température. En effet, la relaxation des
contraintes négligeable a température ambiante augmente avec la température et devient
importante pour les températures élevées (500-600° C'). Les figures 1.31 et 1.32 illustrent
ce phénoméne pour l'acier X38CrMoV5.

Changement du niveau et du type de sollicitation

Les essais multi-niveaux a amplitude de déformation imposée (essais de deuxiéme type)
permettent de mettre en évidence un effet de mémoire du trajet des déformations plastiques.
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La figure 1.33 représente la demi-amplitude de contrainte en fonction de la déformation
plastique cumulée pour l'acier 55NiCrMoV'7 et les différents niveaux de températures.
Les figures 1.16 et 1.17 représentent les hystérésis stabilisées associées pour les différentes
amplitudes de déformation pour les températures de 300° C' (55NiCrMoV'7) et 500° C
(X38CrMoV5). 11 apparait qu’aprés avoir subi plusieurs cycles conduisant au domaine de
déconsolidation linéaire, une éprouvette soumise a une augmentation d’amplitude de solli-
citations présente une nouvelle déconsolidation forte. En revanche, un retour au domaine
linéaire est constaté lorsque I’amplitude de déformation diminue. Les matériaux présentent
donc un effet mémoire du trajet des déformations plastiques.

Le comportement est également fortement influencé par le type de sollicitations im-
posées. En effet, lorsque 1’essai est piloté en contrainte avec un chargement qui n’est pas
purement alterné, une augmentation progressive de la déformation est observée. Celle-ci
peut se stabiliser en quelques cycles (accommodation) ou continuer & augmenter (rochet).
Les cycles en contrainte sont appliqués sur les deux aciers lors de la phase de déconsolida-
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tion linéaire obtenue par des cycles & déformation imposée. Ils peuvent étre induits dans
certains procédés de mise en forme et provoqués par des effets de structures fermées comme
par exemple dans les opérations de forgeage. Les niveaux atteints étant difficilement appré-
ciables au début de I’essai, la définition du chargement & appliquer est une tache qui n’est
pas aisée (Tableau 1.3). Ainsi, la réponse obtenue conduit a un effet d’accommodation plus
ou moins rapide suivant la température dépendant principalement du niveau de contrainte
atteint aprés déconsolidation et de celui appliqué lors du chargement. Les figures 1.34-1.37
illustrent les courbes o —¢ et 0 —¢, pour les deux aciers et des températures de 300 et 500° C'.

Dans la partie suivante, il s’agit désormais de mettre en place un modeéle de comporte-
ment qui soit capable de décrire tous les effets mis en évidence expérimentalement. Ainsi,
le modeéle doit pouvoir reproduire les effets thermiquement activés comme 'influence de la
vitesse de sollicitation ou la relaxation des contraintes lors des temps de maintien en trac-
tion. En outre, le modéle doit également prendre en compte les essais & contrainte imposée
induisant des effets rochets ou d’accommodation plastique. En revanche, la sensibilité au

)
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taux de déformation inverse (reliée & l'effet Portevin-Le Chatelier) mise en évidence sur
I’acier X38CrMoV'5 n’est pas quant & elle considérée dans la modélisation, cette derniére

restant faible.
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Ce chapitre porte sur la modélisation proprement dite du comportement cyclique des
aciers martensitiques revenus. Dans un premier point, les différentes approches dévelop-
pées dans la littérature sont évoquées puis deux d’entre elles s’inscrivant dans le méme
cadre thermodynamique sont présentées en détail. La premiére, classique, a été développée
a 'ONERA par le groupe de CHABOCHE [25|. La deuxiéme pourrait se définir comme in-
termédiaire entre les approches macroscopiques et cristallographiques développée & 1’Ecole
des Mines de Paris par I’équipe de CAILLETAUD, mais ses potentialités n’ont été que trés
peu exploitées jusqu’a présent. [20].

Les résultats fournis par les deux modélisations seront présentés et discutés dans le
chapitre suivant.

2.1 Bibliographie

Afin de décrire le comportement des matériaux sollicités en fatigue, de nombreuses ap-
proches regroupant différentes modélisations ont été développées depuis plusieurs années.
Leur complexité dépend fortement de la nature et du nombre de phénoménes que l'on
cherche & décrire simultanément. La prise en compte de ces phénoménes est nécessairement
induite par les chargements thermo-mécaniques auxquels sont sujettes les structures : les
outillages de travail a chaud en ce qui concerne cette étude.

Dans la littérature, nous distinguons principalement les approches macroscopiques, mi-
croscopiques et cristallographiques.
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Les modéles macroscopiques sont développés depuis longtemps et reposent pour la plu-
part sur le schéma classique d’un domaine élastique décrit par un critére de Von Mises
(matériaux isotropes), d’un ensemble de variables d’écrouissages cinématiques définissant
les évolutions rapides au cours de chaque transitoire inélastique, de variables isotropes re-
présentant les évolutions plus lentes rendant compte des phénoménes de durcissement ou
d’adoucissement cyclique [92]. Ce type d’approche s’appuie sur des arguments thermodyna-
miques utilisés comme une fondation sur laquelle les lois constitutives phénoménologiques
peuvent étre formulées. Ce cadre théorique s’exprime par l’existence de potentiels ther-
modynamiques comme l'ont montrée HALPHEN & NGUYEN [64], potentiels de Gibb et
d’Helmholtz utilisés par ARNOLD & SALEEB |2, 4, 3| ou plus communément les potentiels
de dissipation et énergie libre beaucoup plus utilisés dans la communauté francaise no-
tamment par LEMAITRE & CHABOCHE [72]. A partir de ce formalisme, la complexité des
modeles dépend des phénomeénes étudiés. De nombreux travaux portent sur des modéles
unifiés comme ceux de CHABOCHE [23], ou ceux de MILLER [85, 110|. Ces derniers consi-
dérent un mécanisme de déformation inélastique unique. D’autres études mettent en ceuvre
des approches non unifiées comme celles de CAILLETAUD & AL [20, 17, 36] ou la déforma-
tion inélastique est partitionnée en plusieurs composantes mettant en jeu différentes lois
d’écoulement induisant plusieurs états de contrainte. Ces derniéres peuvent apparaitre plas-
tiques indépendantes du temps ou viscoplastiques dépendantes du temps et thermiquement
activées. La diminution de la limite élastique lors d’une décharge aprés un chargement en
traction est généralement prise en compte au travers de deux variables cinématiques (effet
Bauschinger) en incorporant un terme de recouvrance dynamique modélisant une restau-
ration de la matiére par la déformation plastique.

Des effets supplémentaires ont été incorporés dans la modélisation notamment pour
rendre compte de la relaxation des contraintes induite lors des temps de maintien dans
les cycles. Ces termes de recouvrance statique appelés également recouvrance thermique
[31] sont introduits dans les variables d’écrouissage et proviennent de travaux initiés par
CHABOCHE [25] ou MALININ & KHADJINSKY [76]. Ils sont destinés & reproduire une res-
tauration lente de la structure cristalline du métal sous ’effet de I'agitation thermique par
annihilation des dislocations et relaxation des contraintes internes.

Plusieurs modélisations existent également pour prendre en compte les effets de rochet
ou d’accomodation plastique lors de sollicitations en amplitude de contrainte. La superpo-
sition d'une troisiéme variable cinématique quasi-linéaire [24, 61] ou l'introduction d’une
contrainte seuil [30, 27] dans la formulation du modeéle de 'ONERA permettent d’améliorer
la reproduction de la déformation de rochet souvent surestimée par les modéles classiques.
D’autres modeéles considérent une distorsion du domaine élastique comme celle développée
par CALLOCH & al a 'ENS Cachan [120] et l'introduction d’un couplage sur les variables
d’écrouissage décrivant l'influence de 1’écrouissage produit par le fluage sur le flux plastique
et inversement par la plasticité sur le flux viscoplastique [36, 20]. Cette derniére approche
ouvre la possibilité de décrire des effets supplémentaires comme la sensibilité au taux de
déformation inverse découlant de l'effet Portevin-Le Chatelier [1]. Beaucoup d’autres mo-
délisations existent afin de décrire les rochets uniaxiaux ou multiaxiaux : parmi elles citons
les travaux d’OHNO [98] et de HASSAN [6, 5, 7, 37] qui fait un bilan des différentes modé-
lisations. Toutefois, toutes portent sur une modification de la loi cinématique.

En outre, lorsque la température de 1’essai dépasse la température de revenu du ma-
tériau étudié, d’importantes évolutions de microstructure se produisent, se caractérisant
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par une chute de dureté. Ce phénomeéne se caractérise souvent dans les modéles par ’ajout
d’une variable de microstructure [90, 124].

Enfin, toutes ces évolutions successives ne sont pas toutes inscrites dans un cadre standard
généralisé. Pa exemple, concernant la prise en compte de la recouvrance statique ou du
vieillissement, un cadre non standard [26] définissant plusieurs potentiels de dissipation in-
dépendants et plusieurs multiplicateurs associés devient moins restrictif tout en conservant
un cadre thermodynamique admissible.

Par conséquent, 'approche macroscopique s’inscrit dans le cadre de la mécanique des
milieux continus qui permet de déterminer de facon quantitative les lois de comportement
dans un domaine de validité donné & l'aide d’essais mécaniques isothermes appropriés.
Leurs grands intéréts concernent la généralisation des phénomeénes capables de reproduire
des chargements thermo-mécaniques complexes [95, 12, 109, 11].

L’approche microscopique considére une taille d’élément caractéristique inférieure ou
égale & 1 um alors que ’approche macroscopique s’intéresse au volume élémentaire repré-
sentatif inférieur ou égal au mm. Cependant la contrainte interne qui intervient dans les
modéles macroscopiques est de méme nature que celle introduite dans les modéles micro-
scopiques [38] et les équations mises en jeu dans chaque cas sont comparables. Le principal
avantage de cette derniére approche est qu’elle fait appel a des variables physiques qui sont
susceptibles d’étre accessibles expérimentalement, ce qui permet de définir des modéles pu-
rement phénoménologiques. Par exemple, les variables internes peuvent directement étre
reliées a la densité de dislocations. Cette approche est considérée dans les travaux réalisés
par ESTRIN & al [50, 49, 48].

Enfin, I’approche cristallographique a fait ’objet d’un bon nombre d’études ces der-
niéres années. Les modeéles qui en découlent sont connus depuis longtemps ; ils considérent
généralement un grand nombre de variables internes pouvant étre cent fois supérieur a
celui des approches macroscopiques ou microscopiques considérées précédemment. Ceci les
rendait difficilement utilisable dans le domaine du calcul de structures. Depuis quelques
années, un regain d’intérét pour cette approche est apparu avec la puissance accrue des
ordinateurs. Ces modéles considérent que le glissement cristallographique est le mécanisme
prédominant de déformation inélastique [106]. La formulation des équations se rapproche
de celles utilisées au niveau macroscopique mais le tenseur des contraintes est appliqué sur
le grain [45]. Ce dernier permet le calcul de la contrainte de cission résolue pour chaque
systéme en considérant la normale au plan de glissement et la direction de glissement dans
ce plan (loi de SCHMID). Le nombre de variables internes est alors proportionnel au nombre
de systemes de glissement considéré, par exemple 12 plans octaédraux pour les cubiques
faces centrées [86]. Ces approches multi-critéres sont aujourd’hui de plus en plus utilisées
dans le domaine du calcul de structure [87, 93, 94] notamment & I’Ecole des Mines de Paris
dans I’équipe de CAILLETAUD & FOREST [57, 56].

Dans le paragraphe suivant, sont présentés plus en détail, deux modéles permettant
de traduire le comportement sous différents types de sollicitations (cycles en déformation
pour différentes vitesses, fatigue-relaxation pour différents temps de maintien, cycles en
contrainte) et plusieurs niveaux de températures (allant de 20° C' & 600° C suivant les
matériaux mais toujours inférieurs a la température de traitement thermique).

Ils seront utilisés pour décrire le comportement cyclique des aciers martensitiques reve-
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nus pour lesquels peu d’approches phénoménologiques thermodynamiquement admissibles
ont été développées [14, 116, 124, 125, 126].

Le premier modéle développé & 'ONERA s’inscrit dans une approche macroscopique
phénoménologique unifiée classique. Le second non unifié peut se définir comme intermé-
diaire entre les approches macroscopiques et celles cristallographiques.

2.2 Etude de 2 modéles de comportement

Dans cette partie, aprés un rappel du cadre théorique dans lequel s’inscrivent les mo-
déles de comportement étudiés, les différentes formulations sont développées en expliquant
la signification physique des différentes équations ; la maniére d’introduire les modéles dans
les logiciels d’identification ou de calculs de structures est également présentée.

Les notations utilisées par la suite sont résumées a la page 157.

2.2.1 Préliminaire : formalisme thermodynamique des milieux continus

Toutes les formulations présentées dans la suite de cette partie reposent sur les prin-
cipes des processus irréversibles de la thermodynamique. Plusieurs ouvrages de la littérature
présentent en détails cette théorie. On peut citer par exemple ceux de GERMAIN [59], de
NGUYEN [89], de DuvAuT [44], ou de CHABOCHE [72].

Le premier principe formule que la variation de l’énergie totale (énergie cinétique K +
énergie interne E) d’un domaine D d’un milieu continu est due & la puissance des efforts
extérieurs P, et au taux de chaleur recue QQ par le domaine D, c’est la conservation de
l’énergie.

d
—(E+K)=P,
C(E+K) = P, +Q

Avec :

1
E:/pedV; K = —/ pv.TdV
D 2 Jp

P, :/ Fwdv+ | T.wdS; Q :/ rdV — | . mdS
D oD D oD
En utilisant les équations de la mécanique des milieux continus en petites déformations :

dv
dt’
et en appliquant le théoréme de la divergence, on obtient :

/ (pé—gzg—l-v.?—r)dV:O
D

Ce qui conduit localement 4 :

§:%(V7+V7T); V.g—i-?:p T =0m
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pé:gzg—v.ﬁq—r

7 est la normale extérieure a OD, r la puissance calorifique volumique produite par
Iextérieur et G celle transmise par conduction a travers 9D.

Le deuxiéme principe s’énnonce sous la forme d’une inégalité :
Sz’ = S - Sert >0
11 exprime que la vitesse de production d’entropie interne S; est non négative [89).
q.n
Sext = [ 7dV — [ L= est la forme postulée de I'apport extérieur d’entropie [15].

S = fD psdV  est I'entropie totale du systéme avec s est une densité d’entropie spéci-
fique.

La forme locale s’écrit alors :
r q
s> — — V.| =

A T'aide du premier principe et en introduisant 1’énergie libre spécifique ¥ = e — T's,
on en déduit localement I'inégalité de CLAUSIUS DUHEM :

. YT
Dint

Din

Dine est la dissipation intrinséque et Dy, la dissipation thermique.

La loi de Fourier garantit la positivité de la dissipation thermique, la positivité de la
dissipation intrinséque suffit alors & ’admissibilité de ’évolution thermodynamique des
modéles.

L’énergie libre s’exprime en fonction des variables d’état, le potentiel de dissipation
comme une fonction convexe, positive, nulle & 'origine dépendante de variables dites asso-
ciées Ay, et éventuellement des variables d’état considérées comme des parametres.

Parmi les variables d’état, nous distinguons les variables observables comme la déforma-
tion ou la température et les variables internes I représentant I’état interne de la matiere.
Contrairement aux variables observables, ces derniéres ne peuvent pas étre atteintes par
des mesures directes (déformation plastique, densité de dislocations ...). A chaque variable
d’état (homogene a une déformation), est associée une variable homogene & une contrainte.
Les relations (lois d’état) entre ces deux types de variables découlent de I’énergie libre. Le
systéme d’équations différentielles définissant le modéle représente les équations d’évolution
des variables internes et découlent du potentiel de dissipation. Dans ce formalisme, nous
nous placons dans I’hypothése des petites perturbations et nous partitionnons la déforma-
tion en des parties élastique et inélastique sur lesquelles aucun couplage n’est effectué. Cela
signifie qu’il n’y a pas d’influence de I’écoulement plastique sur le comportement élastique.

La définition des lois d’état découle directement de ’expression 2.1, ainsi :
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Les équations d’évolution sont exprimées a partir d’un pseudo-potentiel obtenu par la
transformation de Legendre-Fenchel ¢* [72].

: o™ . o
€ = 35 Iy = —

*

n (2.3)

o)

Q|

S

Cette approche est intéressante par son caractére inverse. En pratique, la recherche des
bons ingrédients & incorporer dans les équations d’évolutions du modéle permet ensuite
d’exprimer par identification 1’énergie libre et le potentiel de dissipation comme nous le
verrons dans la partie suivante. Elle permet donc d’asseoir un cadre thermodynamique
admissible en toutes circonstances. L'ouvrage de NGUYEN [89] présente en détail les fon-
dements de cette approche.

2.2.2 Modéle de PONERA : mécanisme de déformation globale

Le cadre thermodynamique associé au modéle développé initialement par CHABOCHE
est présenté dans ce paragraphe. Les expressions de ’énergie libre et du potentiel de dis-
sipation conduisent & un modéle élasto-viscoplastique incluant des termes de recouvrance
statique dans les deux lois cinématiques (description des cycles de fatigue-relaxation). Une
troisiéme variable cinématique est considérée de fagon & prendre en compte les essais pilo-
tés en contrainte. En outre, deux variables isotropes permettent de décrire 'adoucissement
caractéristique des aciers martensitiques, & savoir une phase de forte déconsolidation au
cours des premiéres centaines de cycles suivie par un adoucissement linéaire continu jusqu’a
la rupture [14]. Enfin, l'effet mémoire du trajet des déformations plastiques est considéré
au travers de la valeur asymptotique de la variable isotrope caractérisant la forte déconso-
lidation cyclique.

Potentiel énergie libre

Les lois d’état (relations entre variables associées et variables internes) sont définies a
partir de ce potentiel. Il découle de ce dernier une composante cinématique comprenant
3 variables permettant de reproduire au mieux différents types de sollicitation considérés
dans notre base expérimentale, ainsi qu’une composante isotrope comprenant deux termes
non linéaires destinés & traduire ’adoucissement cyclique sans saturation des aciers mar-
tensitiques.
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p¥(g., i 1,12, T) = pWele,, T) + p¥p(ai,r1,72, T)

pUe=3AM)e, 16, + M(T) 125 pp =30 (s, T) + Y7y ho(r;, T)
T est la température

ai, 1 =1,2,3 sont les variables internes de la composante cinématique

r;, © = 1,2 sont les variables internes de la composante isotrope

avec :

vE(T E(T
<4(T)> e = (1—2u)((1)+y) 5ij5kh + 2(1(+3) (5ik51h + 5ih5jk)
ij

M(T) = —E£0) o, ATI

— 1-2v

AT =T — Ty avec Ty la température de référence

hi(i, T) = 3Ci(T)ai : o

2
Ty

ha(rj, T) = b;(T)Q;(T)+

Pour des raisons de clarté, la dépendance des coefficients avec la température ne sera
plus écrite dans la suite des expressions.

Ainsi, d’apres 2.2, les lois d’état s’écrivent :

_ oV _ E E E
9 =P, = (1—25)(1+y) tr(ee)l + tipce — 15, n ATI
X = pg; = %CZ-% pour i=1,2.3 (2.4)

Rj = p(’?_rj = ijj?“j pour j:1,2

E est le module d’Young et v le coefficient de Poisson.

Potentiel de Dissipation

Il permet de définir les équations d’évolution des variables internes du modéle. Ce po-
tentiel se décompose en :

— une partie viscoplastique (1, exprimée classiquement comme une fonction puissance
de la fonction de charge. Elle représente les surfaces équipotentielles constituant dans
I’espace des contraintes principales un ensemble de surfaces incluses les unes dans les
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autres. Le comportement peut alors étre élastique, viscoplastique ou plastique indé-
pendant du temps (cas limites)

— une partie 2 permettant de définir les termes de recouvrance statique présents dans
les variables cinématiques.

Q=Qu,(f)+ QR

Avec :

>n+l

La surface de charge classiquement considérée au sens de Von Mises pour les matériaux
isotropes permet de définir le domaine d’élasticité a 'intérieur duquel il n’y a aucun écou-
lement inélastique. Celle-ci représente une sphére dans I’espace des contraintes principales.

==

m;+1
2 M; J(Xs . _
Qr =311, mi+l< g\f)> et Qupo, Xi, Rj5 i, 1) = n1i1<

En posant X = 7 | X :

f =J@—X)-Ri—Ry— Ro+21 R2+2Q2R2+zz ling : X,

b 2 b 2 C; D;
_ 15217"1 _ 22QzT2 Dig, (2.5)

=J(@—-X)-Ri— Ry — Ry

Ainsi, les équations d’évolution s’écrivent :

. . 3 0 —il
& 2pJ(a X \/7—?9’ n= \/;J(a X)

. _ 3D 3
a; =¢ep — 5o PXi — 3 7x

et

3Dy, (2.6)

fj = p(l — bj?“j) pour j:1,2

n
n= a—f /5% 9f | est la normale unitaire & la surface de charge.

Dissipation intrinséque

Comme évoqué précédemment, la dissipation intrinséque exprime la différence entre
I’énergie plastiquement dissipée et celle contrainte dans 1’élément de volume. La positivité
de ce terme entraine une conformité du modéle vis & vis des principes de la thermodyna-
mique. En effet :
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Do —idy- Y A Iy
k

Ce qui donne finalement dans ce cas :

R2 R2 3D 2 i

=1

Prise en compte d’un effet de mémoire de ’amplitude de déformation

L’effet mémoire de 'amplitude de déformation longuement étudié notamment par OHNO
et CHABOCHE [97, 96, 23] s’exprime au travers de la valeur asymptotique de la variable
isotrope qui décrit le fort adoucissement sur les premiéres centaines de cycles observés sur
les aciers martensitiques revenus. Il s’agit de faire évoluer la surface de charge avec le char-
gement. Pour cela, la valeur asymptotique )1 de la variable isotrope R; évolue lorsque la
déformation plastique dépasse un certain seuil F' appelé aussi surface de non écrouissage
qui se définit dans ’espace des déformations viscoplastiques. e mouvement de cette sur-
face est caractérisé par les variables ¢ et  représentant respectivement son rayon et son
centre.

_él
w =91 08| =\ [3 2

ou n* est la normale unitaire & la surface F', H est la fonction d’Heavyside : < u >=
wH (u). n est un parametre introduit par OHNO qui conduit & une mémorisation progressive.
Une valeur de 0.5 est utilisée dans les cas de chargements symétriques pour une mémori-
sation instantanée.

L’influence de cet effet sur 'adoucissement se traduit au travers de la valeur asympto-
tique de la variable d’écrouissage isotrope qui s’écrit :

Q1(q) = Quoo(1 — e7219)

Formulation unidimensionnelle pour 1’identification des coefficients

A Taide de cette formulation, les coefficients du modeéle peuvent étre identifiés (voir
chapitre 3).

Les essais d’identification se font en traction-compression simple et a température
constante. L’éprouvette est soumise a une sollicitation uniaxiale en contrainte respecti-
vement en déformation qui engendre un état de déformation respectivement de contrainte
uniforme dans le volume utile assimilé & un élément de volume.
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L’état uniaxial est défini par un état unidimensionnel en contrainte mais bidimension-
nel en déformation [72] :

c 00 € 0 0
o= 0 0 0 |; e=1 0 —v*e 0
0 00 0 0 —v*e

En élastoviscoplasticité, les hypothéses de découplage des déformations élastiques et
inélastiques (viscoplastiques pour le modele de 'TONERA) et d’incompressibilité plastique
donnent ’expression du coefficient de contraction v*.

e 0 0 e O 0 gin 0 0
0 —v*e 0 = 0 —ve. O +1 0 —dew O
0 0 —ve 0 0 —ve 0 0 —i&

De méme, les variables tensorielles internes et associées (analogie avec le déviateur des
contraintes) définissant 1’écoulement inélastique s’écriront :

24 0 I 0 0
A=| 0 —3A4 0 ; I=|10 —3I 0 ;
0 —1A 0 0 -—3I
— Lois d’état.
Ainsi, les relations 2.4 deviennent :
o= Feg; X; = C;a; pour i=1,2.3 ; R; = b;Q;r; pour j=1,2;

— Fonction de charge
L’expression 2.5 a pour forme :

f=lo—=32 | Xi| = b1Q171 — baQara — Ry

— Lois d’évolution
Le systéme d’équations d’évolution 2.6 s’écrit désormais :

n
|ép| =p;, p= <%> ;

. . . 1 1 . . . .
a; = €p — Dipa; — EX¢|X¢|”“ pour i = 1,2; a3 =¢&, — D3pas

7j = p(l —bsr;);  pour j=1,2
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— Effet mémoire

Les relations 2.7 s’écrivent désormais :
F=le,—§&l—q
§ = nH(F)p(sign((c - X)(z, — €)) )

&= (1= H(F)(sign((0 = X)(ep = ©)) )-sign(ey — &)

Bilan

D’apres le tableau 2.1, 18 coefficients sont donc & identifier. Afin de régler la mémoire, le
parameétre n a été fixé a une valeur de 0.5 lorsque seuls des essais symétriques sont considé-
rés (mémorisation instantanée), a une valeur de 0.1 lorsque des essais dissymétriques sont
introduits (mémorisation progressive). Le parameétre p est choisi également constant, une
valeur de 420 a été considérée dans tous les cas. Le tableau 2.2 fait le bilan des variables
considérées dans le modéle.

TAB. 2.1 — coerriciENTS DU MODELE DE L'ONERA

E Ry Module d’Young et limite élastique vraie
Kn Coefficients de viscosité
Ch Cy Cy Termes de la loi cinématique
D1 Dy Dy Termes de recouvrance dynamique
My My mq mo Termes de recouvrance statique
Q100 Q2 b1 bo Termes de la loi isotrope

TAB. 2.2 — VariaBLEs pu MODELE DE UONERA

Variables observables | Variables internes | Variables associées
e o
Ee o
€p —a
; X; 1=1,2,3
T RZ' 1= 1, 2

Implantation du modéle dans ABAQUS

Apres avoir identifié les coefficients du modéle & l’aide de la formulation uniaxiale,
I’étape suivante consiste & implanter le modéle tridimensionnel dans le logiciel ABAQUS.
Les résultats obtenus a partir de I’état uniaxial sont suffisants pour décrire le comportement
tridimensionnel des matériaux [12]. Nous verrons par la suite (chapitre 4) les résultats ob-
tenus en terme de validations du modéle. Pour ce faire, la librairie de lois de comportement
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Z-MAT [123] est utilisée. La forme du modéle considérée (effet mémoire + recouvrance
statique) n’étant pas disponible dans le standard du logiciel, la possibilité de définir un
nouveau modéle est proposée. Les équations d’équilibre, les conditions limites imposées
dans la simulation sont calculées par le solveur d’ABAQUS, en revanche, le choix de la mé-
thode d’intégration pour la résolution du systéme d’équations différentielles représentant
I’évolution des variables internes est possible. Il existe une méthode explicite (Runge-Kutta)
rapide & mettre en ceuvre mais qui peut s’avérer dans certains cas moins robuste que la
méthode implicite (f-méthode). Cette derniére est plus difficile & mettre en ceuvre car
elle nécessite le calcul de la matrice jacobienne. Tous les développements nécessaires sont
disponibles en annexe (page 163).

2.2.3 Approche intermédiaire : modéle avec 2 mécanismes et un critére
(2M1C)

Comme nous le verrons en partie dans la suite, ce modéle offre des possibilités beau-
coup plus larges que les approches phénoménologiques classiques. Nous nous intéressons ici
notamment & la description des phénoménes de rochet et d’accommodation plastique mais
cette approche ouvre des voies encore plus étendues présentées en détail par ailleurs [20].
Contrairement au modéle de 'ONERA, cette approche non unifiée peut se définir comme
intermédiaire dans laquelle les principaux avantages des approches cristallographiques et
macroscopiques sont conservés. En effet, ce modéle permet de considérer plusieurs flux
inélastiques comme dans les approches cristallographiques tout en conservant un nombre
réduit de variables comme dans les approches macroscopiques.

Comme précédemment, le cadre général est défini. Le critére de charge reste quadra-
tique mais fait intervenir deux états de contrainte qui conduisent & un modéle élasto-
viscoplastique comprenant deux mécanismes et deux lois cinématiques couplées entres elles,
chacune d’elles incluant un terme de recouvrance statique. La partie isotrope reste quant
4 elle inchangée.

Potentiel énergie libre et lois d’état

Le potentiel énergie libre s’exprime de maniére analogue & celui écrit pour le modéle
de 'ONERA.

PV = pWe+ pWin = pWe(ee, T) + pWin(vi, ¢, T)
Sa partie thermo-élastique a exactement la méme expression.

pU. = 3Ac.iec+ M(T) : e

Comme précédemment, la déformation totale est partitionnée en une contribution élas-
tique et inélastique. L’une des originalités du modéle provient de I’expression de la défor-
mation inélastique qui considére deux mécanismes indépendants de déformation.

E=EeTEin
ein = Are1 + Asgg

A chaque mécanisme est associé un état de contraintes qui s’exprime & 1’aide du po-
tentiel énergie libre. Pour des raisons de clarté, les termes liés & la partie thermique du
tenseur des contraintes ne sont pas repris dans la formulation :
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_ L 0v _ Oy _ 9 _ Ocin _ _
ﬂ—_/’a_al—_/)aﬂaa_e—_g(é—%)ég_e—a Ace=AAce=Aig

De méme : 09 = Az
L’expression de la partie inélastique du potentiel énergie libre permet de définir dif-
férents couplages (cinématique-cinématique, cinématique-isotrope, isotrope-isotrope) qui

pourraient s’expliquer par la présence de plusieurs mécanismes (comme une basse et une
haute densité de dislocations) qui agiraient ensemble [17].

Cnn Cig o 1 <511Q11 b12Q12 ><Q1 >
(1 —2)<C12 Cao ><0é_ >—|—2(q1 a2) b12Q12  b22Q22 72

Ce qui donne :

Wl

[y

pPVin = %<011£2 +2C1200100 + 022%2> + %<511Q11Q% + b22Q22G3 + 2512@12Q1Q2>

Ainsi :

X1 =i = 3 <Cllﬂ + Cm%)

(2.8)
X =pha; =1} <0a_ + 012%)
En ne considérant aucun couplage sur la variable isotrope, Q12 =0
Ry = Pg—i =bnluaqa
(2.9)

Ry = Pg—qq; = b22()22G2
On notera dans la suite :

bi1 = by; bag = bo; Q11 = Q1; Q22 = Q2.

Equations d’évolution

Le respect de la formulation vis & vis des principes est rendu possible par I’introduction
d’un critére quadratique mais qui, contrairement & celui de Von Mises, s’exprime en fonction
des contraintes locales o; et non de la contrainte macroscopique o.

f =V —X1)?+J(oa— X3’ —Ri— Ry — Ry

_ R} | R | 3D ) 3D ) Q1 2 b3Q2 9
=ftoor tags taon X X+ gp X Xo — Tl —

—%<0121ﬂ ton + Chap s ag + Chh(a1 a1 +ag + ag) +2C12(en + 22)(Cir + Cz2)>

Comme pour le modeéle de ’TONERA, le potentiel de dissipation s’écrit :
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Q :va(f)+QR

avec :

mk—l-l
2 M, [ IXk) ) K
Qp =2k Wil< i > et Quyla, Xi, Ris i, qi) = n_-l—l<

n+1
> ;o1 =1,2

=

Les équations d’évolution s’écrivent alors :

: o0 OQp(f 9
& =fp =" = W' (N
_s/z\" X
-2\ K/ I01-X1)2+T (02— X2)?
ainsi : De méme :
G'I—X/ . . 0/ —X/ .
3 il et — Y = S\ i e 1 =\
S N s oy e oy L 2N T X P X |2
avec : n; = ggi
Remarquons que :
n
S it = <%> =A#£p
p=1/3ci :cin
De plus :
.80 p(f) QR _ ’ of o0
o - ox: T 8)1()1 _8£__va(f)@_a£
— 33 ﬁ—ﬁ _Diy J_3 X J(X1) "
T 2N T X)P e Xa)? | Cusl) T 2T\ M
ce qui donne finalement :
s \™
_ 3 3. X1 X
a1 = €1 = A5 X — 5](&)< M
55D 3 X [axp\™ (2.10)
dg = &2 — 5AgH X2 — m®< % >
et :
Q _ 3 R
g1 = 59—31 =A1-27)
o=~ = A1 —22) (2.11)
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Dissipation intrinséque

Dans ce cas, elle s’écrit :

Dint = 0 : €in — R1gi — Raga — X1 : dy — Xo 1 dg

o:
=o01:€1+02:62— Rigi — Rago — Xy :ah — Xp 1 g

ce qui donne :

J(X;

Dint = f)\‘i’)\(RO“‘Ql‘i'Qz“‘ZZ 152‘]( ))+21221J(&)< ]\Z> =0

~—

Prise en compte d’un effet mémoire de ’amplitude déformation

L’effet mémoire se réécrit de maniére analogue que pour le modéle de TONERA et porte
sur le mécanisme de déformation global €;, = Aje1 + Aoeo au travers de la valeur asymp-
totique Q1 de la variable isotrope R;. Cependant la formulation de la normale unitaire &
la surface de charge ne s’exprime plus de la méme maniére étant donné la modification du
critére pour le modéle 2M 1C'. Enfin, I’évolution de la surface de non écrouissage dépend
dans ce cas, non pas de la déformation plastique cumulée p, mais du multiplicateur plas-
tique .

o V3 (41 (01-x1) +42 (- X5))

n = opn = ; — (2.12)
el (X0 4430 (02 X0)" 4340 Aa(er’ X} )i(s - X)
Avec :
of _ 3101 X1 )+As(02'— X2
00— 2 \/J(o1—X1)?+J (02— X2)?

of A2 (o1 —X1)2+A2J (02— X2)24+3A1 A2 (1 — X1 ):(02’ —X2)
Izl = Tlo1—X1)2 4 T (02— X2)?

Formulation unidimensionnelle

De maniére analogue au modéle de 'TONERA, les lois d’état 2.8 et 2.9 s’écrivent :

Ri=0b
Xl = Cllal + 012042 Rl _ blgléh
Xy = Cpag + Craaq 2 = b2Q2q2

La surface de charge a pour expression :

f=+V(o1—X1)?+ (02— X2)2— Ry — R — Ry

Les équations d’évolution 2.10 et 2.11 s’écrivent :
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: \ oo2—Xo
C_ 3 -X €9 = A
€1=2A = 01— X1)2+ (02— X2)2
V(e1—X1)2+ (02— X2)? . VI P ) me
1 R \ D> 1 mo—1
. . \ D 1 —1 Qg = €9 — )\—XQ — | 7= X2 X2
o] = €] — )‘_0111 X1 — N X Xq|™ C22 M el

a=i(1-4) w31 %)
Enfin, 'expression de 1’effet mémoire 2.12 s’écrit dans ce cas :
F=lem—§& —q
P = |ein| = |A1€1 + Asél|
q=nH(F)\(n:n")
€= (1—n)H(F)sign(ein — &)(n: n*)A
(n:n") = (sign(ein — §)(A1(o1 — X1) + Az(02 — X2)))

Bilan

D’aprés le tableau 2.3, 19 coefficients sont donc & identifier. Concernant les parameétres
réglant la mémoire p et 7, les valeurs considérées sont identiques & celles utilisées pour le
modéle ONERA. Le tableau 2.4 fait le bilan des variables considérées dans le modéle.

TAB. 2.3 — COEFFICIENTS DU MODELE 2M1C

E Ry Module d’Young et limite élastique vraie
Kn Coeflicients de viscosité
Ch1 Cog Cio Termes de la loi cinématique
Dy Dy Termes de recouvrance dynamique
Al Ay Coefficients de localisation des mécanismes de déformation
My My mq mo Termes de recouvrance statique
Q10 Q2 by b Termes de la loi isotrope

TAB. 2.4 — VARIABLES THERMODYNAMIQUES DU MODELE 2M1C

Variables observables | Variables internes | Variables associées
£ a
Ee a
g1 —01
g2 —02
; X; 1=1,2
q; RZ' 1= 1, 2
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Implantation dans ABAQUS

Les mémes développements que ceux apportés pour le modéle de 'ONERA sont repor-
tés en annexe (page 172).

Avant de pouvoir implanter les différentes formulations dans ABAQUS, une étape im-
portante reste & effectuer. Elle concerne la détermination des paramétres des modéles
précédents. Dans la prochaine partie, les essais mécaniques isothermes et la méthodolo-
gie d’identification associée ayant permis la détermination des coefficients sont présentés.
Comme nous le verrons dans la suite, le modéle 2M 1C' offre des possibilités intéressantes
notamment dans la description des essais pilotés en contrainte associés a des essais a dé-
formation imposée. De plus, il fait apparaitre deux mécanismes qui peuvent étre rattachés
a ceux observés expérimentalement (chapitre 1) responsables de I’adoucissement cyclique
& savoir la diminution de la densité de dislocation et la coalescence des carbures.
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Au cours de cette partie, la détermination des lois d’évolution des paramétres des deux
modeles précédents avec la température est présentée. Cette étape est nécessaire pour la
modélisation du comportement thermo-mécanique des deux aciers étudiés. Elle passe par
la détermination des coefficients des modéles pour chaque niveau de température.

Dans un deuxiéme temps, les réponses fournies par les deux modéles sont analysées
et comparées. Enfin, les améliorations apportées par le modéle 2M1C seront discutées, en
s’efforcant de rattacher cette modélisation & des phénoménes physiques liés aux évolutions
de microstructure lors de sollicitations en fatigue.

3.1 Meéthodologie d’identification

Le domaine de sollicitation couvert lors de la phase d’identification se veut envelopper
des conditions en service des outillages de mise en forme & chaud (fréquence, tempéra-
ture...).
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3.1.1 Description des essais

La procédure d’essais a été réalisée pour différents niveaux de températures. Pour l'acier
55NiCrMoV'7, des essais a des températures de 20, 300, 400, 500 et 600° C ont été consi-
dérés ainsi que pour l'acier X38CTMoV'5 ol deux niveaux supplémentaires (200 et 650° C)
ont été ajoutés. Cependant, les essais réalisés aux plus hautes températures n’ont pas été
pris en compte au cours de cette étude. En effet, au dela de 560° C, température de revenu
de l'acier 55NiCr MoV 7 pour une dureté de 42 HRC, respectivement 605° C, second revenu
de 'acier X38CrMoV'5 pour une dureté de 47 HRC, ont lieu des évolutions de microstruc-
ture significatives que les modélisations présentées dans ce travail ne peuvent considérer.
Une étude de ZHANG [124] portant sur le comportement de 1’acier 556 NiCrMoV'7 s’est at-
tachée a résoudre ce probléme en incorporant dans une modélisation toutefois plus simple
que celle étudiées ici, une variable liée au vieillissement du matériau.

Pour chaque température, deux types d’essais sont effectués [116].

Essai de type I : il peut se diviser en deux grandes phases :

— Phase 1 : elle consiste & réaliser un essai de fatigue symétrique & déformation contro-
lée pour une amplitude de déformation totale égale & 1.6%, elle-méme scindée en
plusieurs parties.

— Partie 1 : elle consiste a solliciter le matériau en fatigue avec une vitesse de dé-
formation constante de 1072 s~! jusqu’a ce qu’une déformation plastique cumulée
voisine de 4 soit atteinte.

— Partie 2 : plusieurs vitesses de déformation de 1072, 1073 et 10™* s~! (vitesse

usuelle d'un forgeage hydraulique) sont introduites. Trois boucles d’hystérésis sont

réalisées pour chaque vitesse.

— Partie 3 : des cycles de fatigue-relaxation en traction sont inclus dans cette pro-
cédure pour une vitesse de déformation constante (1072 s~1) (vitesse usuelle d'un
forgeage mécanique), mais pour des temps de maintien différents de 30 (3 cycles),
90 et 600 s (2 cycles chacun). Enfin, a Iissu du dernier cycle de fatigue-relaxation,
une remontée a un niveau de déformation nul est opérée.

— Phase 2 : il s’ensuit des cycles dissymétriques en contrainte pour une vitesse égale &
100 M Pa.s~!. Les niveaux de contrainte ainsi que le nombre de cycles réalisés (10
ou 20) dépendent du matériau et de la température d’essai.

L’essai de type I est résumé sur la figure 3.1.

Essai de type II : Des cycles symétriques & amplitude de déformation imposée pour
une vitesse de déformation constante (1072 s~!) sont réalisés, mais cette fois-ci en faisant
varier les niveaux d’amplitude de déformation de maniére croissante de 1.2, 1.4, 1.6 jusqu’a
1.8 %, avant de revenir a 1.4 %. Le nombre de cycles est choisi de facon & atteindre une
déformation plastique cumulée de 1 pour chaque niveau d’amplitude de déformation ; ce
nombre de cycles varie donc suivant le matériau et la température d’essai. Comme évoqué
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dans le premier chapitre, cet essai permet de mettre en évidence U'effet d’histoire du trajet
des déformations plastiques.

__________________________________________________________________

tmaintien = 30, 90, 600 s =100 MPa.s™!

| : £=10"2s"" : 740
E £ | £ Lo
: | | OTmax
E temps E temps E temps
: : _tr_n;intien : \/
| | A
: | —0.8% | |
A U I L
Ao /2 E E
Identification de la ' | N <36 cycles | !
composante isotrope | . . |
:Identlﬁcatlon |
' dela !
| composante |
p=d | |
Ae = 40.8%
£ =10"2s"1 | | Nombre
| | de cycles

Fi1G. 3.1 — Méthodologie d’identification
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3.1.2 Etapes d’identification des paramétres des modéles

L’identification des différents paramétres des modéles est réalisée avec le logiciel SiDoLo
[104]. Pour cela, les formulations unidimensionnelles des modeéles sont utilisées. La procé-
dure qui suit peut indifféremment s’appliquer & 'une ou 'autre des formulations étudiées.

Par la suite, le processus se décompose en deux étapes.

— Dans un premier temps, il s’agit de déterminer les paramétres intervenant dans ’ex-
pression de la composante cinématique. Pour ce faire, I’essai de type I est exploité
en excluant la partie 1 de la premiére phase. Dés lors, seuls des cycles effectués dans
la phase d’adoucissement linéaire sont considérés. Aussi, I’hypothése d’une stabilité
de l'acier lors de cette phase est postulée, ou du moins le nombre de cycles effectués
(allant de 26 & 36 selon le nombre de cycles en contrainte) est considéré comme in-
suffisant pour entrainer une chute significative de la demi amplitude de contrainte.
Ainsi, la composante isotrope est prise constante et la limite élastique du matériau
considérée a ce stade ne correspond pas a la limite élastique vraie Ry mais & celle de
I’état stable ou pseudo-stable Ry.

D’un point de vue modélisation, les essais a plusieurs vitesses permettent d’identifier
la loi d’écoulement viscoplastique (K',n) ainsi que les deux variables d’écrouissage ci-
nématique (C1, Cy pour le modeéle classique ; Ci1, Cao et C1o pour le modele 2M1C).
Les paramétres Dy et Do intervenant dans les termes de recouvrance dynamique sont
choisis nuls pour le modéle 2M 1C et sont fixés tout au long du processus d’identifi-
cation pour le modéle de TONERA (excepté lors de l'étape 3).

Par la suite, la prise en compte des essais de fatigue-relaxation contraint a modifier les
variables cinématiques. En effet, les effets visqueux introduits dans la loi d’écoulement
ne sont plus suffisants pour bien reproduire la relaxation des contraintes pendant les
temps de maintien surtout aux températures élevées (500, 600° C') ou cette relaxa-
tion devient trés importante. C’est pour cette raison que des termes de recouvrance
statique sont introduits dans la formulation des variables cinématiques. Les coeffi-
cients my et mo peuvent au départ étre pris proche de ’exposant de viscosité n.

Enfin, il reste & considérer les essais en contrainte. L’identification s’opére ici sur
tous les cycles. Quelques cycles en déformation sont préalablement simulés jusqu’a la
remontée & déformation nulle afin d’initialiser les variables internes des modéles. A ce
niveau, le modéle 2M1C reste inchangé alors qu’une troisiéme variable d’écrouissage
cinématique (C3, D3) améliore la description des phénomeénes de rochet et d’accom-
modation plastique pour le modéle classique. Ces améliorations sont discutées plus
en détails dans la derniére partie de ce chapitre.

Notons que le modéle 2M1C comprend deux mécanismes dont I'importance plus ou
moins grande s’exprime au travers des coefficients A; et As.

— Dans un deuxiéme temps, la partie isotrope des modeéles destinée a traduire ’adou-
cissement cyclique des aciers est considérée. Pour cela, la premiére phase de 1’essai
de type I ainsi que I’essai de type II sont exploités. Sa formulation est commune aux
deux modéles. Les coefficients de la composante cinématique sont désormais fixés
et la limite élastique n’est plus constante mais dépend de 1’évolution de la variable
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isotrope. Celle-ci comprend d’une part un terme traduisant la forte déconsolidation
durant les premiéres centaines de cycles, d’autre part un terme décrivant 1’adoucisse-
ment continu ayant lieu durant la majeure partie de la vie du matériau. Pour l'acier
55NiCrMoV'7, les coefficients (Q2, b2) qui traduisent la vitesse de déconsolidation
linéaire sont constants quelle que soit la température contrairement aux parameétres
(Q100, b1) qui définissent la vitesse d’adoucissement au cours des premiéres centaines
de cycles. Concernant ’acier X38CrMoV'5, le chapitre 1 montre que cette déconso-
lidation linéaire n’est pas uniforme pour tous les niveaux de température, aussi, dans
ce cas, le coeflicient Q5 ne sera plus uniforme avec la température. L’effet mémoire
du trajet des déformations plastiques définit au travers de Q1o est mis en évidence
par D’essai de type II. Le paramétre u sera choisi constant pour les deux aciers, le
paramétre n permettant de régler la mémoire sera choisi égal a 0.5 lorsque seuls
des essais cycliques symétriques seront considérés (mémorisation instantanée), égal
a 0.1 lorsque des essais dissymétriques seront introduits (mémorisation progressive)
[25, 96]. Enfin, une simulation simultanée des 2 types d’essais permet de vérifier 1’en-
semble du jeu de coefficients pour chaque niveau de température.

3.2 Reésultats du modéle ONERA

Les tableaux 3.1 - 3.2 résument les valeurs obtenues lors des différentes étapes de I'iden-
tification pour les composantes cinématiques et isotropes déterminées & partir de la base
expérimentale choisie et en fonction des niveaux de température considérés. L’étape 1
considére seulement les essais & plusieurs vitesses, I’étape 2 y ajoute les essais de fatigue-
relaxation et I’étape 3 englobe tous les essais en y additionnant les essais en contrainte. Le
méme processus est ensuite reconduit pour le modele 2M1C.

L’allure générale des différents coefficients en fonction de la température sera évoquée
a la fin du chapitre.

Les figures 3.2 - 3.3 - 3.4 - 3.5 donnent quelques résultats d’identification obtenus sur
I'acier 55 NiCrMoV'7 lors de I'étape 3 par le modéle de 'TONERA.
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3.2.1 Modéle de PONERA pour ’acier 55NiCrMoV'7
TAB. 3.1 — CoMPOSANTE CINEMATIQUE POUR LE MODELE DE L'ONERA
20° C 300° C 400° C 500° C
E(MPa) | 207000 189000 176600 157000
R§ 340 330 265 210
oK 130 165 195 270
E n 19.5 18 17 15
w0 1174000 920000 910000 745000
Dy 4600 4600 4600 4600
Co 245000 198000 162000 100500
D, 415 415 415 415
E(MPa) | 207000 189000 176600 157000
R; 340 330 265 210
K 130 165 195 270
| 19.5 18 17 15
& Ch 1174000 942500 908000 803500
& | Dy 4600 4600 4600 4600
= Cy 245000 191000 175000 130200
D, 415 415 415 415
My 500 440 400 250
m 14 115 10.5 8
Mo 2000 1800 1650 930
mo 14 12 11 8
E(MPa) | 207000 189000 176600 157000
R; 340 330 255 200
K 130 165 195 270
n 19.5 18 17 15
o | C1 1223000 831800 760950 373400
2 D 4600 4600 4600 4600
‘S Cy 301550 262150 255100 224120
D, 1870 1640 1240 970
Cs 133700 95890 50410 12000
Ds 0 0 0 20
My 500 440 400 250
mq 14 11.5 10.5 8
Mo 2000 1800 1650 930
mo 14 12 11 8
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Résultats de I’identification fournis par le modéle de TONERA (Etape 3) pour
P’acier 55NiCrMoV7 et une température de 500° C
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TAB. 3.2 — COMPOSANTE ISOTROPE POUR LE MODELE DE LONERA

20° C 300° C 400° C 500° C
Ry | 770 500 475 440
= [ Qi [-410 -133 -141 -145.5
E by 11 6.5 6 5.9
HQ, | -120 120 120 120
ba 0.2 0.2 0.2 0.2
Ry | 770 500 465 440
o [Qie | 410 120 -148 -162.5
E by 11 7 6.4 6
@ [0, | -120 120 120 120
ba 0.2 0.2 0.2 0.2
Ry | 700 480 460 440
o [ Qi | -390 “122 -115 “128
E by 11 7 6.5 6
\ 1 Q, | -120 -120 -120 -120
by 0.2 0.2 0.2 0.2
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De maniére analogue, les tableaux 3.3 - 3.4 résument les valeurs des coefficients obtenus

pour 'acier X38CrMoV'5.

3.2.2 Modéle de PONERA pour ’acier X38CrMoV'5 :

TAB. 3.3 — COMPOSANTE CINEMATIQUE POUR LE MODELE DE 'ONERA

20° C 200° C 300° C 400° C 500° C 600° C
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 530 510 480 450 340 200
oK 100 110 120 200 350 455
E n 185 16.5 135 105 8 6
"\ [ 830000 805560 771420 730000 690000 599600
D, 5000 5000 5000 5000 5000 5000
Cs 300110 271650 232310 190740 150630 55320
D, 500 500 500 500 500 500
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 530 510 480 450 340 200
K 100 110 120 200 350 455
D 185 16.5 135 10.5 8 6
2 [ Oy 810000 706600 665270 620000 565000 549300
& [ Dy 5000 5000 5000 5000 5000 5000
il nes 300000 270000 230000 190000 151180 61340
D, 500 500 500 500 500 500
M, 590 510 390 310 295 285
m 185 16.5 13 12. 10 85
M, 3000 2300 2600 2450 2275 1750
mo 14 125 10 7 6 35
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 530 510 480 450 340 200
K 100 110 120 200 350 455
n 185 16.5 135 105 8 6
= | O 930000 855400 822330 802690 783900 350760
2 D, 5000 5000 5000 5000 5000 5000
5 Cs 481950 454160 382580 301900 200850 263500
D, 4700 4700 4700 4700 4700 4700
M, 590 510 390 310 295 285
mi 185 16.5 13 12 10 85
M, 3000 2800 2600 2450 2275 1750
mo 14 125 10 7 6 35
Cs 145735 132000 105870 100750 47300 16230
Ds 0 45 115 8 10.5 133
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TAB. 3.4 — CoMPOSANTE ISOTROPE POUR LE MODELE DE LONERA
20° C 200° C 300° C 400° C 500° C 600° C
Ry 715 685 610 562 525 505
: Q100 | 205 -183.5 -79.5 -53 -91 -150
E by 15 9.7 5.6 5 4.9 4
H | Q2 -78.5 -90 -95 -100 -160 -210
b 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3
Ry 715 700 635 586 545 510
= [ Qi [ 200 1745 795 54 92 152
E by 15 9.6 5.6 5 49 4
H | Q2 -78 -90 -95 -100 -160 -210
bo 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3
Ry 725 710 655 585 570 550
[ Qi [ 1725 -1635 75 -63.5 64 -151.5
E by 15 9.6 5.6 5 438 4
" Q- -78 -90 -95 -100 -160 -210
b 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3

3.3 Reésultats du modéle 2M1C

Les tableaux 3.5 - 3.6 respectivement 3.7 - 3.8 présentent les valeurs des coeflicients asso-
ciées au modele 2M 1C' pour ’acier martensitique 55 N¢C'r M oV 7 respectivement X 38CrMoV'5.

Les figures 3.6 - 3.7 - 3.8 - 3.9 - 3.10 - 3.11 représentent quelques courbes d’identifica-
tion pour 'acier 55 NtCr MoV 7 obtenus lors de I’étape 3 par le modéle 2M 1C'. Des courbes
analogues pour l'acier X38CrMoV'5 sont représentées sur les figures 3.12 - 3.13 - 3.14 -
3.15 - 3.16 - 3.17.

Des résultats complémentaires sont fournis en annexe page 179.
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3.3.1 Modéle 2M1C pour Pacier 55NiCrMoV'7

TAB. 3.5 — COMPOSANTE CINEMATIQUE POUR LE MODELE 2M1C

20° C' 300° C 400° C 500° C

E(MPa) | 207000 189000 176600 157000
RS 500 420 330 250
K 130 165 195 270

= [n 19.5 18 17 15

E Ch1 418770 249910 171240 135450

& | D1 0 0 0 0
Cas 60840 29995 21850 11000
D, 0 0 0 0
Ch2 -120000 -63720 44540 20000
A 0.8 0.72 0.58 0.455
Ay 0.37 0.38 0.39 0.53
E(MPa) | 206580 188940 176580 156935
R} 500 419 330 250
K 130 165 195 270
n 19.5 18 17 15
Ch 449000 340000 311700 134450

2 D, 0 0 0 0

E Cas 54560 38280 29470 11000

= D, 0 0 0 0
Ciz -90620 60000 55300 14020
A 0.7 0.679 0.6 0.455
A, 0.477 0.486 0.495 0.53
M 850 650 595 490
m 20 18 17 7
M, 500 345 310 295
ma 7 5.5 45 4
E(MPa) | 206580 188940 176580 156935
R 500 420 330 270
K 130 165 195 268
n 19.5 18 17 15
Ch 450480 406585 378675 195655

OLZ D1 0 0 0 0

E [ 124980 91520 41965 13215

= D, 0 0 0 0
Ciz -149925 -126100 -84843 -40500
A 0.78 0.74 0.66 0.65
Ay 0.4 0.436 0.46 0.48
M, 795 760 740 705
ma 22 20 18 10.5
M, 890 850 800 700
ma 11.75 9.5 7 43
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TAB. 3.6 — COMPOSANTE ISOTROPE POUR LE MODELE 2M1C

20° C 300° C 400° C 500° C
R, | 800 520 440 380
o | Qi [ 282 -78 -80 -95
E by 11 5.1 4.9 a7
B [Q, |-60 -60 -60 60
by 0.2 0.2 0.2 0.2
Ro | 790 525 460 360
o [Qise | 260 65 64 -80
E by 11 5 47 455
= [Q, |-80 -80 -80 -80
by 0.2 0.2 0.2 0.2
Ro | 790 525 455 410
o Qi | 295 -80 -68 -100
E by 11 7 6 5.5
R [Q, |- =75 =75 75
by 0.2 0.2 0.2 0.2
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Résultats de I’identification fournis par le modéle 2M1C (Etape 3) pour l’acier
55NiCrMoV'7 et une température de 500° C

800

R
600 |
400 |
200 i
‘T
o
2 o0 B
=]
]
£
£ 200 4
5
(8]
-400 B
-600 |
800 i
1000 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
-8 -6 -4 -2 0 _ 2 4 6 8 10
Déformation & [mm/mm)] x107°
FiG. 3.6 — Comparaison  expé-
rience/simulation pour une vitesse de
1072 51
800
600 i
400 - i
200 i
T
o
=) or B
o
2
s
£ —200f R
5
o
-400 - B
-600 - 1
-800 1
1000 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ s ‘ ‘
-0.01 -0.008 -0.006 -0.004 -0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01
Déformation € [nm/mm]
FiG. 3.8 — Comparaison  expé-
rience/simulation pour une vitesse de
10~2 s~ ! et une relaxation de 30 s
1000~
500
‘T
[N
=3
]
s
S
£
o
ol
-500 1 1 1 1 1 ’ 1 1 L L I}
-0.005 0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035 0.04 0.045
Déformation [mm/mm]
Fia. 3.10 — Comparaison  expé-
rience/simulation pour les cycles & contrainte
imposée

800

600

400

N
=}
[S)

Contrainte o [MPa]
o

-200

-400

-600

-800
"8 0 8
Déformation & [mm/mm] X107
FiaG. 3.7 — Comparaison  expé-
rience/simulation pour une vitesse de
1074 51
800 T T
600 i
400 i
200 i
‘T
o
=3 or B
o
2
£
£ 200t R
5
&)
—400 - B
—600 - 1
-800} — »u’*ﬂu*%# 4
ettt
1000 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ s ‘
-0.01 -0.008 -0.006 -0.004 -0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01
Déformation £ [nm/mm]
FiaG. 3.9 — Comparaison  expé-
rience/simulation pour une vitesse de
10~2 s~ et une relaxation de 600 s
960
sim
o exp
940 sim ||
+exp
920
__900
©
o
=
880
<
=
o
2
.§ 860
£
(&}
840
820
800
780 s ‘ s ‘ s ‘ s
0 05 1 15 2 25 3 35 4

Déformation plastique cumulée p [mm/mm]

FiaG. 3.11 Comparaison  expé-
rience/simulation pour les adoucissements
cycliques continus et multi-niveaux



Identification des coefficients des modéles étudiés

TAB. 3.7 — COMPOSANTE CINEMATIQUE POUR LE MODELE 2M1C

3.3.2 Modéle 2M1C pour P’acier X38CrMoV'5

20° C 200° C 300° C 400° C 500° C 600° C
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 620 595 575 525 440 300
K 100 110 120 200 350 455
- 185 16.5 135 105 8 6
E Ch1 550100 520380 490890 470100 347000 200000
@ [ Dy 0 0 0 0 0 0
Caz 55000 49850 41700 32750 21200 3400
D 0 0 0 0 0 0
Crz -100000 ~84500 -67100 -55570 -31700 -19050
A 0.81 0.78 0.67 0.65 0.63 0.53
A, 0.48 0.51 0.575 0.61 0.665 0.75
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 620 595 575 525 440 290
K 100 110 120 200 350 455
n 185 16.5 135 10.5 8 6
i 669000 603580 573150 525240 407250 177400
=~ D 0 0 0 0 0 0
E Cas 84200 74910 66175 55930 38900 7200
= "D, 0 0 0 0 0 0
Chz -58380 -40390 -34155 -19770 -13000 9070
A 0.62 0.61 0.6 0.595 0.585 0.57
A, 0.65 0.655 0.68 0.71 0.75 0.785
M; 940 855 760 710 670 630
m 17 15 14 125 105 5.6
M, 700 655 620 575 565 545
ms 143 125 12 12 9.25 3
E(MPa) | 213270 194770 190570 182560 167760 147180
R; 620 585 575 525 440 240
K 100 110 120 200 350 455
n 1855 16.5 135 105 8 6
Ch1 1155640 1073970 898485 773550 428740 210665
=D 0 0 0 0 0 0
E Caz 107050 95350 75000 58300 28735 6975
= "D, 0 0 0 0 0 0
Crz ~58680 ~44535 ~39090 ~27955 ~14865 ~8065
A 0.83 0.75 0.65 0.58 0.54 05
A, 0.63 0.66 0.7 0.75 0.76 0.77
M, 900 850 780 700 665 640
m 21.75 17.25 155 13 11 6
M, 880 775 695 650 570 520
ms 15 1375 13 115 10 1
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TAB. 3.8 — COMPOSANTE ISOTROPE POUR LE MODELE 2M1C

20° C 200° C 300° C 400° C' 500° C 600° C
Ry | 760 725 655 600 570 555
= | Qoo | -130 -122 -45 -35 -65 -132
20 146 10.2 7 5.2 49 45
H[Q |45 -55 -60 -65 115 -180
b, | 03 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3
Ry | 755 715 660 615 590 575
=[O | 130 120 415 34 57 128
20 14.6 10.1 5.9 5.2 4.9 45
H Q2 [-70 72 -90 -92 14355 -195
b, |03 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3
Ry [ 765 720 670 640 600 545
= [ Qi | -156 -140 -60 -40 -51 -137
2 b 146 101 5.9 5.4 49 45
H[Q: |-70 -81 -84 -87 -132 -168
b, | 03 0.3 0.3 0.3 0.3 0.3

3.4 Evolutions des coefficients avec la température

Dans cette partie une loi d’évolution des coefficients avec la température est établie.
Ceci permet d’une part de lisser 'allure de chaque coeflicient et d’éviter des tendances
fortement non monotones ainsi que des interpolations trop brutales entre deux niveaux
de températures. Dans le cas contraire, les conséquences en terme de calcul de structures
seraient préjudiciables notamment par un coiit important des temps de calcul. D’autre
part, ces lois d’évolution permettent de lier les coefficients des modéles & des phénomeénes
physiques thermiquement activés. Plusieurs travaux ont déja été développés dans ce sens
[12, 52, 43].

Dans cette étude, la méthode adoptée consiste dans un premier temps & lisser chaque
coefficient par une fonction de la température. Puis, dans un deuxiéme temps, le modeéle
est réidentifié en anisotherme, c’est & dire en reprenant tous les essais isothermes simulta-
nément, mais cette fois-ci en écrivant chaque coefficient non pas sous forme tabulaire mais
comme une fonction explicite de la température. Ce travail permet de petits réajustements
des paramétres de lissage afin d’avoir la meilleure réponse possible sur toute la base d’essais
isothermes.

Module d’Young et limites élastiques E et Ry

Le module d’Young et la limite élastique diminuent lorsque la température augmente.
Une forme exponentielle permet de représenter 1’évolution du module d’élasticité F pour
I’acier 55NiCrMoV'7, un polynéme d’ordre 3 est considéré pour l'acier X38CrMoV'5 :
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55NiCrMoV'T X38CrMoV5
E=FE'."T 1+ FE | E=FE'T®+ E°T? + E3T + E*

Et un polynéme d’ordre 2 pour 'acier 55 NiCrMoV'7 et X38CrMoV'5 peut représenter
I’évolution de la limite élastique vraie Ry :

Ro=R}.T? + R3.T + R}

Parameétres de viscosité K et n

Le chapitre 1 montre que les effets visqueux augmentent avec la température pour les
aciers étudiés. Ces effets font partie des phénoménes thermiquement activés dont la prise
en compte devient essentielle lorsque la température dépasse le tiers de la température de
fusion du matériau considéré. Les effets de temps et de vitesse ne peuvent plus alors étre né-
gligés [95]. Compte tenu des températures de fusion des aciers 556 NiCrMoV'7 (« 1743 K)
et X38CrMoV5 (= 1673 K), ces mécanismes deviennent significatifs au dela de 300° C
pour devenir importants lorsque la température dépasse 500° C. D’apres la littérature [72],
ils correspondent & des mouvements de dislocations dans les grains (montée, déviation...),
auxquels se superposent des effets de glissements inter cristallins.

Pour les deux matériaux, une forme exponentielle traduit la diminution de ’exposant
de viscosité n lorsque la température augmente. Une loi d’Arhénius permet de reproduire
Pévolution de K. R est la constante des gaz parfaits (R = 8.314J/mol), Ky et K; sont
des constantes et () une énergie d’activation. Ces évolutions permettent de traduire une
forte influence de la viscosité aux hautes températures qui s’atténue fortement aux basses
températures.

Q 2
K = K%erT + K1, n=nle” T 4n3

Termes d’écrouissage cinématique et de recouvrance statique

Nous avons vu au cours du premier chapitre que la contrainte diminue lorsque la tem-
pérature de ’essai augmente. Ce phénoméne se traduit par une diminution des coefficients
C; avec la température.

En effet, en intégrant la variable cinématique unidimensionnelle dans les cas du mo-
dele de TONERA sans recouvrance statique (seul cas ou la solution est analytique), nous
pouvons tirer I’expression de la contrainte cinématique saturée.

do = dey, — vDo

v = 1 correspond au cas du chargement cyclique et ¥ = —1 & celui du déchargement
cyclique.

Ce qui donne :

fttzo d(aeuDap) _ %fttzo d(euDap)
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Ainsi, dans le cas de la premiére montée (v =1) :

X = Ca = $ + e Pler—ep(t=0)) (X(t —0) - %)

Par conséquent :

: c
XS = hrngp_)_;,_oo X = D

Sachant que les coefficients D; du terme de recouvrance dynamique sont fixés (mise a
part pour ’étape 3), il apparait que la diminution de la contrainte avec la température
sera conditionnée par celle des coefficients C;.

Pour traduire cette évolution, une forme exponentielle a encore été considérée. Il en est
de méme pour le modeéle 2M 1C' ou les coefficients C;; diminuent avec la température. En
outre, l'originalité du modele 1ié aux 2 mécanismes fournit une troisiéme variable C1o qui
régit un couplage entre les variables d’écrouissage cinématique. Elle autorise la description
de la non linéarité de I’écrouissage méme lorsque les termes de recouvrance dynamique sont
nuls.

Enfin, les paramétres M; et m; des termes de recouvrance statique diminuent lorsque la
température augmente. Ainsi, ces valeurs fournissent une recouvrance statique importante
aux hautes températures, de plus en plus faible aux basses températures et négligeable a
température ambiante.

Voici les différentes lois d’évolution considérées pour les différents coefficients :

C; = CLeClT 4 C3 pouri = 1,2,3; Cy; = CL.eCHT 4 03, pour i,j =1,2
7 ) 7 J 1) 5 2
M; = Mil.eMi T 4 Mf’ pour ¢ = 1,2; m; = m}.emi'T + mf’ pour i =1,2

Il est parfois difficile de lier I’évolution de certains paramétres avec la température.
En effet, les phénomeénes de rochet et d’accommodation plastique dépendent certes de
la température mais également du chargement appliqué. Aussi, concernant le modéle de
I’ONERA, le terme de recouvrance dynamique de la troisiéme variable isotrope (traduit
au travers du coefficient D3) permet de calibrer le rochet sans affecter les cycles en dé-
formation. Pour ’acier 55 NiCrMoV'7, celui-ci augmente avec la température du fait que
les chargements appliqués ont conduit & un rochet croissant avec la température. Pour le
modéle 2M 1C', une recouvrance non nulle peut également permettre de mieux décrire les
différents niveaux de chargement en contrainte. Il est alors difficile de relier leurs évolutions
avec la température. La solution consisterait & réaliser plusieurs niveaux de chargements
en contrainte pour chaque essai isotherme de maniére 3 faire évoluer les paramétres des lois
cinématiques en fonction de la température mais aussi en fonction du chargement appliqué.

Par conséquent, concernant le modéle de 'TONERA, les coefficients D5 et D3 des termes
de recouvrance dynamique peuvent ne pas étre constants lors de ’étape 3, ils varient en
fonction de la température. C’est le cas du coefficient Dy pour 'acier 55 NiC'rMoV'7 dont
I’évolution peut s’écrire sous forme exponentielle. En revanche aucune loi d’évolution n’a
été déterminée pour D3 dont la valeur est fortement liée & la calibration du rochet.

Dy = D.eP3 + D3
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Concernant le modéle 2M1C, les coefficients Dy et Do sont pris égaux a zéro.

Termes A; pour le modéle 2M1C

Les coeflicients de localisation des mécanismes de déformation A; ont tous des valeurs
comprises entre 0 et 1. Ils exercent une forte influence sur le comportement. Leurs évolutions
peut également se définir & partir d’'une forme exponentielle.

A = Al.eAT + A3 pour i = 1,2

Termes d’écrouissage isotrope

Comme nous l'avons vu au chapitre 1, les adoucissements cycliques des deux aciers
martensitiques revenus n’ont pas la méme évolution avec la température. Ils se traduisent
tous deux au travers de deux variables isotropes non linéaires. La déconsolidation de type
I est traduite par la variable Ry au travers des coefficients Q1o €t by .

En outre, concernant le coefficient 1, de la loi isotrope pour 'acier & 5% de Chrome,
une évolution monotone semble difficile compte tenu des observations réalisés sur I’adou-
cissement cyclique du matériau (Chapitre 1). En effet, le parameétre @5 influence la pente
de la droite représentant 1’adoucissement linéaire, alors que le coefficient (014 influence
I'intensité de déconsolidation. L’observation des courbes d’adoucissement pour chaque ni-
veau de température montre une intensité de déconsolidation importante pour 20 et 200° C'
puis qui diminue 300 et 400° C' pour augmenter & nouveau pour 500 et 600° C. De plus,
contrairement au 55NiCrMoV 7, la partie linéaire de la déconsolidation n’est pas identique
a toutes les températures. En effet, une faible augmentation de la pente est constatée aux
basses températures (200, 200, 300 et 400° C') puis devient beaucoup plus importante aux
températures élevées (500 et 600° C'). Ces observations aménent & une évolution non mo-
notone de 1 et une évolution croissante de (J5 avec la température.

Fort de ce constat, les coefficients p, 17 sont choisis constants ainsi que le coefficient by
intervenant dans 1’adoucissement de type II quels que soit la température et le matériau
considérés. L’évolution du coefficient b; peut se représenter a ’aide d’un polynéme d’ordre
3.

by =bl. T34+ 02.7% + 3.7 + b}

Les évolutions des autres coefficients de la loi isotrope sont décrites dans le tableau
suivant.

55NiCrMoV7 X38CrMoV5
Qe =QI.T° + QI T° + Q3T + Q1
()2 = constante Q= QLT3 +Q3.7T% + Q3.7 + Q3

Bilan

Les valeurs des différents coefficients intervenant dans les lois d’évolution définies précé-
demment sont reportés en annexe page 192 pour les deux modéles et les deux matériaux. Ces
coefficients ont été obtenus aprés une ré-identification de la base d’essais isothermes com-
plétes. Tous les essais isothermes sont pris en considération simultanément et les paramétres
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4 déterminer ne sont plus ceux des modeéles mais ceux définissant les lois d’évolution. Seule
I’évolution du coefficient 1., pour 'acier X38CrMoV'5 n’est pas définie en fonction de
la température et reste représenter sous forme tabulaire. Les figures C.2-C.10 représentent
ces évolutions pour les coefficients du modéle de 'ONERA et l'acier 55NiCrMoV'7, les
figures C.11-C.17 I’évolution des coefficients pour le modele 2M 1C.

Les figures C.18-C.27 représentent 1’évolution des coefficients du modéle de ’TONERA,
les figures C.28-C.36 celle des coefficients du modéle 2M 1C' pour 'acier X38CrMoV'5.
Toutes ces figures sont fournies en annexe & la page 183.

Vérification des paramétres identifiés

A partir des formulations des différents modéles, il est possible de retrouver ’expression
de la contrainte & rupture (¢, — +00) et donc a I’aide du jeu de coefficients, d’établir son
allure en fonction de la température. Le résultat constitue un moyen de vérifier le sens
physique des coefficients déterminés.

Cette expression s’obtient facilement et analytiquement pour le modéle de TONERA
sans terme de recouvrance statique (étape 1). Cette expression analytique permet égale-
ment de représenter le limite élastique conventionnelle Ry (002). Le rajout des termes de
recouvrance statique conduit & une expression plus complexe dont la solution est numé-
rique. En revanche, il n’est pas possible de représenter la contrainte a rupture pour 1’étape
3 du fait de la quasi-linéarité de la troisiéme variable cinématique considérée (D3 petit)
permettant une meilleure reproduction du rochet mais limitant le domaine de validité du
modele.

Enfin, le cas le plus complexe reste celui du modéle 2M1C' qui conduit également &
une solution numeérique (calculé par une méthode de Newton). Pour ce modéle, le probléme
subsiste lorsque des variables cinématiques linéaires sont considérées qui ne permettent pas

de représenter la contrainte a rupture.

— Cas du modéle de ’ONERA sans terme de recouvrance statique

ou(T) = Ro(T) + 32, lime,—yoo (Xi(T) + Ri(T)) + K (T)(1071)"T)

= Ro(T) + 3 S5 + Qa(T) + Quoo (1) + K(T) (107 1)"(T)

— Cas du modéle de ’ONERA avec terme de recouvrance statique

Dans la cas du chargement cyclique, les formulations précédentes conduisent :

m;
a; = ep — Digpo; — <%> a" pour: i =1,2

Dans le but de calculer la contrainte ultime, nous pouvons écrire :
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my;
0 = 0=} — Dickar! - <v) (o)™ pour: i =1,2

7

Une solution numérique peut alors étre déterminée pour oY

i, et la contrainte ultime
s’écrit :

ou(T) = Ro(T) + 3, Ci(T)a(T) + Qo(T) + Q100(T) + K(T)(10~ 1)1

Les figures 3.18 et 3.19 illustrent I’evolution de la limite élastique conventionnelle et de
la contrainte & rupture en tension des aciers 55 Ni:CrMoV'7 et X38CrMoV'5.
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Fi1G. 3.19 — Evolution de la contrainte a
rupture o, et de la limite élastique convention-
nelle ooz en fonction de la température pour
lacier X38CrMoV 5(Etape 1)

Le tableau 3.9 fournit les valeurs de la limite élastique conventionnelle et de la contrainte
a rupture en tension pour les aciers 55 NiCrMoV'7 [18] et X38CrMoV'5 [9] en fonction de
la température.

20° C 200° C 300° C 400° C 500° C 600° C
T [ o [MPa] | 1350 1280 1250 1050 900 625

=

; o02[MPa] | 1235 1075 1015 870 740 420

T [ o, [MPa] | 1460 1350 1290 1230 1060 815

S

% 702 [MPa] | 1200 1110 1065 1000 880 605

TAB. 3.9 — VALEURS DE LA LIMITE ELASTIQUE CONVENTIONNELLE ET DE LA CONTRAINTE A RUPTURE EN TENSION
DES ACIERS 55NiCrMoV'7 [18] eT X38CrMoV'5 [9]
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3.5 Discussion

Dans cette partie, les capacités des modéles a prendre en compte simultanément dif-
férents types de sollicitations sont discutées. Compte tenu du processus expérimental, les
niveaux de contraintes atteints en fin de sollicitation en amplitude de déformation ne sont
pas connus. Aussi, il est difficile d’évaluer & 'avance la réponse fournie pour les essais a
contrainte imposée. Ainsi, suivant les températures, soit un effet d’accommodation plas-
tique soit un effet rochet a été obtenu selon que cette amplitude était proche ou non du
niveau en fin de cyclage en déformation.

Les résultats de 'identification révélent bien évidemment que la détermination d’un
jeu de coefficients est d’autant plus difficile que le nombre et les types de sollicitations
considérées sont importants. Les modéles présentés conservent des difficultés a traduire si-
multanément les cycles en contrainte, les essais multi-vitesses et les cycles de fatigue relaxa-
tion surtout pour des températures élevées ol des interactions plasticité-fluage pourraient
avoir lieu. Une alternative possible visant & améliorer les résultats pourrait étre d’intro-
duire deux critéres indépendants (2M2C') [20]. Cette formulation permettrait par exemple
dans un premier temps pour les essais de relaxation apres fatigue d’activer le mécanisme
plastique puis dans un deuxiéme temps le mécanisme viscoplastique qui deviendrait peu
4 peu prédominant. En outre, les effets de sensibilité au taux de déformation inverse mise
en évidence sur acier & 5% de Chrome dans le chapitre 1 pourraient alors étre considérés.
Tout ceci pourraient faire I’objet de travaux futurs.

3.5.1 Modéle de PONERA

L’évolution des 3 variables cinématiques est tout d’abord présentée en fonction du type
de sollicitation.

Pour les essais & déformation imposée, la variable d’écrouissage cinématique X =
X1+ Xo + X3 est composée d’'un premier écrouissage X; qui sature trés rapidement, d’un
deuxiéme X, destiné & décrire la partie non linéaire transitoire de la courbe d’hystérésis
et enfin d’un troisiéme X3 qui correspond & la partie quasi-linéaire de la courbe d’hystéré-
sis. Les figures 3.20 et 3.21 illustrent cette superposition pour ’acier 55NiCrMoV'7 & une
température de 500° C.

Pour les essais a4 contrainte imposée, la réponse du modéle dépend des niveaux de
contrainte appliqués lors de la phase pseudo-stabilisée qui conduisent soit & une accommo-
dation plastique (T" = 20° C'), soit & une déformation de rochet (7" = 500° C). Il apparait
alors que le terme de recouvrance dynamique de la troisiéme variable cinématique D3 du
modeéle de 'ONERA n’a aucune influence sur la réponse fournie sur les essais en défor-
mation. D’autres études ont abouti aux mémes conclusions [5]. Cependant, ce paramétre
devient prépondérant quant il s’agit de décrire les phénomeénes de rochet ou d’accommo-
dation plastique. Ainsi, une troisiéme variable cinématique non linéaire (D3 # 0) calibre
le rochet et retarde les effets d’accommodation. En revanche, une variable quasi-linéaire
(D3 = 0) produit un effet d’accommodation instantané. Les figures 3.22 & 3.29 fournissent
la superposition des variables cinématiques dans le cas de "accommodation (7" = 20° ()
et du rochet (7= 500° C) pour l'acier 55NiCrMoV'7.

Pour 20° C ou ’accommodation est plus rapide, une saturation de la variable X7 est
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constatée alors que la variable Xs décroit, et X3 croit linéairement. Ce résultat est conforté
par les équations du modéle qui montrent que 1’évolution de X est inversement propor-
tionnelle & celle de X3. Ce résultat avait déja été mis en évidence par HASSAN [5]. En effet,
considérons les points A et B de la figure 3.22, nous pouvons écrire : X4 = XB ou encore
que dX4 = dX?B.

De plus, la saturation de X7 implique que X f‘ = XlB ou encore que dX f‘ =dX 1B.
Sachant que X = X1 4+ X5 4+ X3, nous pouvons écrire que :

d(Xs' - XJ) = —d(X5' — X7)

Ainsi, une croissance de X3 (X3' < X#) donne nécessairement une décroissance de Xo
A B
(X3 > X35).

3.5.2 Modéle 2M1C : considérations métallurgiques

Contrairement au modéle précédent, le modéle 2M1C offre la possibilité de décrire la
non linéarité de 1’écrouissage en introduisant un couplage uniquement de 2 variables ciné-
matiques linéaires.

Cette approche définit deux mécanismes A;.e1 et As.e9 induisant deux états de contraintes

o1 et o9 qui peuvent agir indépendamment afin de couvrir différents types de sollicitations.

Les figures 3.30-3.35 séparent les contributions des deux mécanismes du modéle 2M1C
pour lacier 55NiCrMoV'7. Tous les cycles ont été enregistrés lors du régime pseudo-
stabilisé. Des résultats similaires sont obtenus par le modéle pour l'acier X38CrMoV 5.

Pour les vitesses élevées (1072s71), les deux mécanismes agissent sur le méme domaine
de déformation (figures 3.30 et 3.31) quelle que soit la température. Pour les fréquences
plus basses (temps de relaxation de 600 s de I'essai 4 1072571), deux mécanismes disjoints
semblent se dégager pour les hautes températures (figure 3.33). Ce modéle semble donc
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nismes fournie par le modéle 2M1C pour les nismes fournie par le modéle 2M1C pour les
cycles en contrainte et une température de cycles en contrainte et une température de
20° C 500° C

faire apparaitre des mécanismes thermiquement activés influencés par la vitesse de sollici-
tation.

Concernant les cycles en contrainte, le méme phénoméne semble avoir lieu, le premier
agissant sur les petites déformations plastiques (figure 3.35), le deuxiéme sur celles plus
élevées. Comme précédemment, ce phénomene semble moins apparent aux basses tempé-
ratures (figure 3.34) ou les mécanismes semblent plus proches.

Le modeéle 2M 1C offre ainsi la possibilité de formuler des hypothéses liant les réponses
fournies par ces deux mécanismes avec des résultats micro-structuraux qui ont été établis
par ailleurs [83]. En effet, les principaux mécanismes responsables de ’adoucissement cy-
clique des aciers martensitiques revenus sont liés aux dislocations et aux carbures.

Evolutions lentes : composantes isotropes du modéle

La caractérisation et 1’étude de 1’évolution des éléments que sont les carbures et les
dislocations représentent une étape importante dans la compréhension du comportement
macroscopique du matériau. Le modéle 2M1C' constitue un outil intéressant pour étudier
I'influence de la sollicitation en fatigue oligocyclique sur la structure des dislocations et
des carbures. Une étude récente de MEBARKI [83] mettant en ceuvre un essai de fatigue a
550° C' a déformation totale imposée (Ae = 2%) et réalisée sur 'acier X38CrMoV'5 (42
HRC) a révélé que la déconsolidation cyclique était due au deux tiers par la diminution de
la densité de dislocation, au tiers par la coalescence des carbures (modéles de TAYLOR et
OROWAN). Un rapport similaire est obtenu en comparant les valeurs des variables Ry et
Ry du modeéle 2M1C' (Figure 3.36). Toutefois, ce rapport peut étre influencé par la tem-
pérature de l’essai et son évolution mériterait d’étre confirmée par d’autres investigations
microstructurales.



66 Identification des coefficients des modéles étudiés

! | |
I @ N
S =] S
T T 2
I

' ' M —+
/ M

Variables isotropes [MPa]
g 3
T T

-
MHMH*—HM*—H*—FH*—H*—H—#*—H—F*—H—FHA—?

I I I I I
1 15 2 25 3 35

o
o
@

Déformation plastique cumulée [mm/mm]

Fi1G. 3.36 — Mécanismes d’adoucissement
pour lacier 55NiCrMoV7 & la température
de 500° C'

— Role des dislocations immobiles (mécanisme R;) :

La trempe confére au matériau une forte densité de dislocations au sein des lattes de
martensite. Les sollicitations répétées ont pour effet d’augmenter le libre parcours moyen
des dislocations. Les mécanismes de réarrangement provoquent une structure plus hétéro-
gene et ceux d’annihilation fournissent un réseau de dislocations moins dense que le réseau
initial. Concernant les aciers martensitiques revenus, le mécanisme de réarrangement reste
primordial au cours d’un essai de fatigue [83], il contribue a leur adoucissement cyclique
(figure 3.37).

Ancrage des

e Sollicitations dislocations
L mécaniques
.y Carb
. cycliques arbie
1N
L1 E—— Eclaircissement
e e de la latte
41
L Dislocations Accum ulatlp n
L des dislocations
L autour des
|- o joints de lattes
Latte martensitique Latte martensitique

F1G. 3.37 — Role des dislocations pour les évolutions lentes (mécanisme R;p)
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Il peut étre traduit dans le modéle au travers de la variable isotrope R; décrivant
la forte déconsolidation sur les premiéres centaines de cycles. Ce phenoméne est dépen-
dant de ’amplitude de sollicitation, en effet, son augmentation amplifie le désancrage des
dislocations immobiles issues de la trempe, les rendant alors mobiles ce qui favorise leur
réarrangement, et accélére ’adoucissement.

— Role des carbures (mécanisme Ry)

La variable Ry correspondant & la déconsolidation quasi-linéaire peut étre assimilée
au phénoméne d’adoucissement provoqué par la coalescence des carbures. Ce deuxiéme
mécanisme met en jeu des cinétiques beaucoup plus lentes que celles induites dans le mou-
vement des dislocations et entraine une déconsolidation continue sur toute la durée de 'es-
sai. L’augmentation de la température entraine une coalescence des carbures qui provoque
une diminution de leur contribution au durcissement et donc contribue a ’adoucissement
continu. Les dislocations ont tendance & s’ancrer sur les petits carbures mais ’augmenta-
tion de leur taille créé de l'espace qui augmente le libre parcours moyen des dislocations
(figure 3.38).

[ ™)
Coalescence des
® 000 Effet de la ‘ ‘ ‘ carbures
® 060 O ,
o000 o temperature ‘ ‘ ‘
® 060 O
[ N BN BN J
S ‘ ‘ ‘ Diminution du
/ ,
Carbures nombre d’obstacles
L )

F1G. 3.38 — Role des carbures pour les évolutions lentes (mécanisme Rx)

Evolutions rapides : composantes cinématiques

Une tentative d’explication des mécanismes physiques lors des temps d’essais plus
courts, c’est & dire lors d’'une hytérése, peut également étre avancée en séparant les méca-
nismes 1 et 2 identifiés précédemment.

— Role des carbures (mécanisme (g2, 03))

Lors d’un cycle, I’évolution du réseau de carbures qui dépend de I’histoire du chargement
thermique est négligeable. D’'une maniére schématique, lorsqu’une sollicitation mécanique
est imposée induisant de la déformation plastique, une ligne de dislocations se créé et se
déplace. Pour 'acier X38CTMoV 5, le contournement est le mécanisme principal de fran-
chissement des carbures par les dislocations. Il s’effectue suivant le mécanisme décrit par
OROWAN [42] (figure 3.39) créant des boucles autour des carbures et entrainant une aug-
mentation de l’écrouissage et du mécanisme (g9, 02). Toutefois, les carbures sont beaucoup
plus petits & basse température et présents en plus grand nombre qu’a haute tempéra-
ture ou ils coalescent. Ainsi, leur franchissement par les dislocations & 20° C nécessite une
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contrainte plus importante et croissante sur toute I’amplitude de déformation plastique €9
(figures 3.30 et 3.32) comparativement a 500° C' (figures 3.31 et 3.33), ol une saturation
de I’écrouissage est obtenue.

(a) (b) (©) (d)

F1G. 3.39 — Role des carbures dans les évolutions rapides : passage d’une série de précipités par une dislocation
(mécanisme d’OrowAN) [42]

— Role des dislocations immobiles (mécanisme (1, 07))

La ligne de dislocation mobile vient buter sur le réseau dense de dislocations issu de
la trempe et génére un empilement des dislocations. L’interaction des dislocations mobiles
avec le réseau de dislocations immobiles provoque une augmentation du mécanisme 1 lors
d’un cycle (figure 3.40). Ce durcissement est donc constamment croissant sur toute ’am-
plitude de la sollicitation plastique comme 1’illustrent les figures 3.30 et 3.31.

( N\
€1 croissant
— - lors d"un cycle
Empilement des
dislocations
\\ J
Réseau de dislocations Ir-lteract'lon . Interaction
immobiles mobiles — immobiles croissante:
Dislocations
mobiles

F1G. 3.40 — Role des dislocations dans les évolutions rapides
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3.5.3 Modéle 2M1C : considérations mathématiques

Les travaux de SAT [20] et BLAJ [17] ont étudié l'influence du déterminant Det =
C11.029 — C%, de la matrice de couplage agissant sur les variables cinématiques sur la
calibration du rochet. Il apparait que plus la valeur de ce déterminant est élevée plus le
phénomeéne d’accommodation plastique est rapide. Pour le cas limite Det = 0, le modéle
fournit une déformation de rochet permanente.

En effet, en notant T, = /(01 — X1)2 + (01 — X1)2, la formulation uniaxiale implique :

2 XX, |mz—1>

X;=Cj <)\sz—gxz -

Cij<)\UJTgJ_)\@_Jij—<ML] X‘X |m] >pour527j:172; aVGC:Z;éj
Posons N; = ‘”;—gxl et Rs; = <ML1 %|Xi|mi_1‘
Xl = ).\Cll(Nl — C Rsl) + )\012( 9 — —X2 — RSQ)

Xy = ).\012(]\71 — CD_llle — Rsl) + }\CQQ(NQ — %XQ — RSQ)
Ce qui donne finalement :

3 _ C20X1-C12Xs \ D1 \
ANy = C11C22—C}, T )\011 X1+ ARsy

) _ CnXo-Ci1Xy
ANy = CriCm—C3, + )\022 Xo + )\RSQ

De plus, nous avons :
Ein Z‘Alé"l + Agey
€ =AN;pour:i=1,2

Le taux de déformation inélastique peut alors s’écrire :

X1(A1C22—A2C12)+X2(A2C11 — A1 C \ D D 3
cin = S On=AsCra}XolsCn -1 Cra) +>\<A10—111X1+A20—222> + A(A1Rsy + AsRsy)

Par conséquent :

m;

AX1(A1Ca2—AC AX2(A2C11—AL1C \ . D; o

Ag;y, = 1(A1C22— 201126)’:; 02( 2C11-A1C12) +ft)‘222:1 Aéngidt_FItZ?:l A2<MLZ> X | X5 ™ Lat
Ainsi, plus la valeur de Det = C71Cy — 012 sera grande et plus le modéle fournira une

déformation de rochet petite. Les valeurs trouvées pour Det (Tableau 3.10) et les figures

3.41-3.44 confirment ce résultat.

De plus, il apparait quune accumulation continue de la déformation progressive conduit
& une singularité de la matrice de couplage de plus en plus prononcée se traduisant par une
valeur du déterminant de plus en plus petite (identification & 500° C pour le 55NiCrMoV'7
et 600° C pour le X38CrMoV'5). Ce phénomeéne entraine dans le méme temps une satu-
ration de I’écrouissage observée pour les essais 4 déformation imposée.
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Température [° C]| 20 200 300 400 500 600
Detssyicrmovr | 341010 [/ | 2.1.1010 | 8.7.10° | 9.4.10% Vv
Detxssormovs | 1.3.1010 [ 10M [ 6.6.1010 | 4.5.10™° | 1.2.10™0 | 1.4.10°

TAB 310 — VALEURS DU DETERMINANT DE LA MATRICE DE COUPLAGE DES VARIABLES CINEMATIQUES POUR

L’ACIER 55 NiCrMoV'7
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3.5.4 Comparaison des 2 modéles

Un critére d’erreur permet de comparer les identifications réalisées a partir des deux
modeles. Il tient compte des essais en déformation & différentes vitesses de sollicitations,
des essais de fatigue relaxation ainsi que de ceux pilotés en contrainte.

Le critére considéré est le suivant :

— Cas des essais en déformation :

_ llocar—0eapl| ) _ N 2)°
erreur = ﬂT‘ﬁZ’Q x 100 avec : x|, = | Dol |4l

N est le nombre de points des fichiers expérimentaux et calculés.
— Cas des essais en contrainte :

€ —E&
erreur = lecar=eeaplly x 100
[[eeaplly

L’erreur globale est obtenue en faisant la moyenne des erreurs calculées sur chaque type
d’essai. Elle est représentée pour chaque niveau de température dans le tableau 3.11.

20° C | 200° C' | 300° C | 400° C' | 500° C | 600° C
= | ONERA | 88 7.1 5.26 6.55 9.4 10.7
§ 2M1C 5.6 5.8 4.6 4.3 7.6 10
;: ONERA | 5.6 v 6.17 5.1 6.4 v
§ 2M1C | 5.3 v 5.5 44 5.1 v

TAB. 3.11 — CaLcuL D’ERREUR [%] SUR LES IDENTIFICATIONS DES MODELES ONERA ET 2M1C POUR LE
CRITERE ||.[,

Les essais considérés dans la base expérimentale sont mieux reproduits dans leur glo-
balité par le modeéle 2M1C (tableau 3.11). Il fournit un meilleur compromis entre la des-
cription des essais controlés en déformation et ceux controlés en contrainte.

Cette erreur peut également s’analyser pour chaque essai pris individuellement & une
température donnée. Il apparait qu’a 20° C' (tableau 3.12 pour lacier X38CrMoV'5) ou
I'influence de la vitesse et de la relaxation jouent peu, I’erreur commise par le modele 2M1C
est la moins importante quelque soit 1’essai. En fait, c’est ’ajout de 1’essai en contrainte
qui conduit au final, sur 'ensemble des essais, & un compromis beaucoup moins satisfai-
sant pour le modéle ONERA. A 500° C (tableau 3.13 pour l'acier X38CrMoV'5), lerreur
effectuée sur les essais en contrainte est comparable pour les deux modeéles. En revanche,
concernant les essais en déformation ou I'influence des vitesses de sollicitations et des temps
de maintien devient significative, les erreurs commises sont moins importantes avec le mo-
déle 2M1C qui fournit encore un meilleur compromis.

Les figures 3.45 & 3.50 comparent les réponses fournies par les deux modéles pour une
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température de 400° C.

2000 [1072s 11103 s 1] 10% s ! | relaxation 30 s | 90 s | 600 s | contrainte
2M1C 3.56 3.15 6.16 7.45 6 7.6 5.3
ONERA 8.22 9.22 7.48 8.62 9.78 | 9.9 8.27

TAB. 3.12 — Erreurs [%] commises pour chaque essai par les deux modéles sur l'acier
X38CrMoV5 pour la température de 20° C et le critére ||.|,

500°C [ 1072 s 1 [ 1073 s~ [ 107% s~ 1 | relaxation 30 s | 90 s | 600 s | contrainte
2M1C 9.5 11.3 14.3 4.7 3.65 6.4 4
ONERA 11.1 14.15 17.9 6.45 4.5 7.8 3.85

TAB. 3.13 — Erreurs [%] commises pour chaque essai par les deux modéles sur l'acier
X38CrMoV'5 pour la température de 500° C' et le critére ||.|],

Il est également intéressant d’estimer les erreurs commises sur les contraintes maxi-
males lors des essais controlés a déformation imposée. Pour cela, le critére suivant peut
étre considéré :

erreur = M X 100

Ho'ezP”oo avec : ||x‘|oo = Supl§i§N|'ri|

N est le nombre de points des fichiers expérimentaux et calculés.
Le tableau 3.14 représentent les erreurs moyennes commises sur les essais & déformation

imposée en tenant compte de l'identification de la base d’essais compléte. Dans ce cas,
Perreur commise peut atteindre 15% pour les températures d’essais les plus élevées.

20° C' | 200° C | 300° C' | 400° C' | 500° C | 600° C
T [ONEra | 109 | 1173 | 6.65 | 994 | 1297 | 149
§ 2MIC | 1026 | 11.64 | 7.1 566 | 1092 | 147
;: ONERA | 6.67 v 763 | 651 | 12.85 v
; 2MIC | 6.53 v 797 | 619 | 8.1 J

TAB. 3.14 — Carcur p’erREUR [%] SUR LES IDENTIFICATIONS DES MODELES ONERA ET 2M1C POUR LES
ESSAIS A DEFORMATION IMPOSEE ET LE CRITERE ||.||

Une fois, les différents jeux de coefficients déterminés, il s’agit maintenant de valider
les différents modéles de comportement. Pour cela, deux types de validations ont été entre-
prises et font 'objet du chapitre suivant, la premiére isotherme & partir d’essais mécaniques,
la deuxiéme anisotherme & partir d’essais de fatigue thermique. Outre le fait d’offrir un
meilleur compromis sur la base d’essais d’identification, le modéle 2M1C' fournit deux
mécanismes de déformation qui peuvent étre relier & des évolutions de microstructure iden-
tifiées sur ces matériaux [83]. Aussi, les résultats de validation du chapitre suivant porteront
exclusivement sur ce modele et ne concerneront que le matériau 55NiCrMoV'7.
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Chapitre 4

Validation du modéle 2M1C' sur des
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Ce chapitre contribue & vérifier la validité du modéle de comportement 2M 1C' identifié
précédemment. Deux types de validation ont été envisagés : une validation isotherme et
une validation anisotherme. Pour cela, les modéles identifiés & partir d’essais uniaxiaux
sont ici implantés dans ABAQUS dans leur expression tridimensionnelle. Le processus de
validation isotherme consiste & corréler les résultats fournis par la simulation avec ceux pro-
venant d’essais spécifiques. Ces derniers sont réalisés sur des éprouvettes ayant différentes
concentrations de contraintes. La validation anisotherme consiste & comparer les résultats
du calcul du modéle en anisotherme avec ceux fournis par des essais de fatigue thermique.
Cette étude a fait I’objet d’une coopération avec l'université de KARLSTAD (Suéde) ou a
été développé un banc de fatigue thermique instrumenté en mesure de déformation sans
contact.

Tous les résultats expérimentaux présentés dans ce chapitre ont été obtenus sur l’acier
55NiCrMoV'T.

4.1 Validation isotherme

4.1.1 Principe

Tous les essais sont réalisés & température ambiante & l'aide de I’installation d’essais
meécaniques présentée en détail dans le chapitre I. Les éprouvettes ont été dimensionnées
de maniére & avoir différentes concentrations de contraintes (Figures 4.2 et 4.3) par rétré-
cissement de la section centrale & un diameétre de 6 mm au moyen d’un rayon de 2 ou de
25 mm.
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L’expression suivante est utilisée pour le calcul du coefficient de concentration de
contrainte K; (Figure 4.1). Un K; de 1.45 est obtenu pour le rayon d’entaille de 2 mm, de
K; = 1.05 pour celui de 25 mm.

D ‘ Ky = 21 = +1
| | \j(o.sé@) +<0.8413Kq>
K, = 11
a
\r K, = <£><1D%>+1_1
S D—d
d out= 5

Fi1G. 4.1 — Paramétres géométriques permettant le calcul du Kt

Trois extensomeétres sont utilisés (figures 4.4 et 4.5). Les deux premiers permettent
de mesurer le déplacement transversal u, au centre de 1’échantillon et le déplacement
longitudinal u, & une distance de 6 mm de part et autre du centre de l’éprouvette. Un
troisiéme extensomeétre fixé & 25 mm de part et d’autre sert au pilotage des essais. Deux
modes de sollicitations cycliques & plusieurs niveaux ont été utilisés : soit en déplacement
soit & contrainte imposée. Pour les essais contrélés en contrainte, la sollicitation est imposée
sur la section d’éprouvette S correspondant & la partie supérieure de I’épaulement (Figure
4.5).

Quel que soit le type d’asservissement (contrainte ou déplacement), Iessai consiste &
imposer une sollicitation cyclique entre 1 niveau minimal et 1 niveau maximal, puis a
effectuer une remontée a déplacement ou & contrainte nuls avant de faire varier ’amplitude
de sollicitation et de répéter ce processus. Tous les chargements appliqués par éprouvette
sont résumés dans le tableau 4.1 et expliqués sur la figure 4.6.
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FiG. 4.5 - Disposition des extensométres
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FiG. 4.6 - Chargements appliqués pour les différents essais de validation
Eprouvette Vitesse de sollicitations | Niveaux de sollicitations (N cycles)
R25 5 CONT | ¢ =30 MPa.s™* +270/-135 MPa (6); +300/-150 MPa (14);
+300/-200 MPa (5); +310/-155 MPa (11);
+300/-260 MPa (8); +300/-300 MPa (4)
R25 4 DEPL |[¢ = 1073s~! (cycle | & 0.0375 mm (14); + 0.05 mm (2.5); +
de type 1) et ¢ = |0.05625 mm (4); 4+ 0.0625 mm (5); £+ 0.06875
2.107%s7! (autres types | mm (7); & 0.075 mm (5); & 0.0455 mm (5);
de cycles) + 0.0625 mm (4); + 0.075 mm (3)
R2 5 DEPL |é&=210"%s"! + 0.0375 mm (5.5); + 0.05 mm (6); =+
0.05625 (6); + 0.0625 mm (5); + 0.05 mm
(5); +0.0625/-0.05 mm (5); £+ 0.06875 mm
(4)
R2_2 CONT |6 =40 MPa.s™! +360/-180 MPa (120)
R2_1_DEPL |é&=10"3s"1 + 0.08 mm (55)

TAB. 4.1 — ESSAIS DE VALIDATION REALISES SUR L’ACIER 55NiCrMoV7
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4.1.2 Mise en ceuvre numeérique

Le tableau 4.1 fournit les niveaux de contrainte ou de déplacement appliqués. Au préa-
lable, une procédure automatique permet de traiter les fichiers expérimentaux et notam-
ment de convertir en déplacement, les déformations fournies par les extensométres. En effet,
ce sont eux qui seront imposés aux noeuds de la simulation (essai & déplacement imposé)
et qui serviront d’éléments de comparaison pour la validation.

Un maillage axisymétrique des deux éprouvettes est réalisé au moyen du logiciel IDEAS.
les éléments considérés sont des quadrangles & 4 nceuds bilinéaires en déplacement. Le
maillage ainsi que les conditions aux limites (axisymétrie) sont ensuite exportés dans ABA-
QUS. Suivant les simulations, le déplacement est imposé aux nceuds situés & 25 mm du
centre de I’éprouvette, la force est appliquée sur les faces des éléments correspondant &
la section S de la partie supérieure de 1’épaulement. Le maillage des deux éprouvettes est
représenté sur les figures 4.7 et 4.8.

!
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FiGc. 4.8 - Maillage de I’éprouvette avec le
FiGc. 4.7 — Maillage de ’éprouvette avec le rayon d’entaille de 25 mm
rayon d’entaille de 2 mm

Les modéles présentés et identifiés au chapitre 2 et 3 sont ensuite implantés dans Z-
ABA [123]. Pour cela, le mode développeur du logiciel (Zeb-Front) est utilisé, deux types
de méthodes sont possibles pour intégrer le systéme d’équations différentielles des modéles.
La premiére est une méthode explicite de type Runge-Kutta qui ne nécessite pas de grands
développements si ce n’est ’écriture des modeéles sous leur forme tridimensionnelle (lois
d’état et équations d’évolutions), la deuxiéme implicite est plus difficile & mettre en ceuvre
et nécessite le calcul de la matrice jacobienne associée au systéme d’équations [123]. Les
développements nécessaires pour I'implantation de cette méthode sont fournis en annexe
page 172. Généralement, la méthode implicite est connue pour étre plus robuste surtout
pour les calculs a grand nombre de cycles. En ce qui concerne les essais de validations, les
deux méthodes conduisent aux mémes résultats.
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FiGc. 4.12 - Chargement & déplacement im-

FiG. 4.11 — Chargement en contrainte ap- .
posé appliqué sur I’éprouvette R25_4 DFEPL

pliqué sur I’éprouvette R25 5 CONT

4.1.3 Reésultats et discussions

Les figures 4.9-4.12 représentent les chargements appliqués sur les différentes éprou-
vettes. Deux points d’analyses sont choisis pour la validation. Il s’agit de comparer d’une
part, les boucles contrainte mesurée sur la partie supérieure de I’épaulement en fonction du
déplacement longitudinal (extensométre 12 mm) avec celles fournies par le calcul, d’autre
part les boucles contrainte mesurée sur la partie supérieure de I’épaulement en fonction du
déplacement radial (extensomeétre transversal).

Chargement a déplacement imposé

Les figures 4.13-4.26 représentent pour l’éprouvette R2 5 DFEPL les réponses compa-
ratives en termes de déplacements radiaux et longitudinaux issues de l'expérience et de la
simulation, les figures 4.27-4.44, celles correspondant & l’éprouvette R25 4 DEPL. Les
résultats présentés ici ont été obtenus a ’aide du modéle 2M 1C' préalablement implanté
dans ABAQUS.

2000
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Déplacement longitudinal pour ’éprouvette R25 4 DEPL
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Déplacement radial pour ’éprouvette R25 4 DEPL
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Concernant les essais a déplacement imposé, les résultats fournis par le modéle 2M1C
sont dans I’ensemble en accord avec ’expérience aussi bien pour les déplacements radiaux
que longitudinaux. Les conditions d’essai (niveaux de sollicitations) ainsi que les différentes
géométries d’éprouvettes (différents K;) n’affectent pas la capacité du modéle a reproduire
la réponse expérimentale. En outre, I’amplitude de déformation atteinte a la surface de
la zone utile de 1’éprouvette peut pour certains niveaux de chargements dépasser celle
considérée lors des essais d’identification (Ae = +0.8%). Les figures 4.45 et 4.46 illustrent
la répartition de la déformation plastique radiale en traction et compression pour le niveau
7 de Dessai réalisé sur l’éprouvette R2_5 DFEPL. Pour autant, le modeéle conserve une

bonne reproduction des essais.
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Concernant les essais & contrainte imposée, les déplacements longitudinaux sont gé-
néralement bien décrits par le modéle 2M 1C quelles que soient les conditions d’essais et
la géométrie d’éprouvettes. En revanche, des différences apparaissent entre les déplace-
ments radiaux calculés et ceux issus des essais. En effet, pour la géométrie R2 2 CONT
(Figure 4.48), la déformation de rochet est sous estimée par le modele alors qu’elle est
globalement surestimée pour la géométrie R25 5 CONT (Figure 4.55-4.60). Différentes
hypothéses peuvent étre avancées pour tenter d’expliquer ces différences. La premiére pos-
sibilité concerne la précision des mesures fournies par ’extensométre transversal. Celui-ci
est posé sur la section utile de I’éprouvette, deux ressorts permettent & ses tiges de venir
pincer ’échantillon. Par conséquent, il est difficile de positionner avec précision cet exten-
someétre ce qui pourrait entrainer des erreurs de mesures. Toutefois, la méme opération
a été menée sur les éprouvettes R2 5 DEPL et R25 4 DEPL et a fourni des résul-
tats qui se sont avérés correspondre & ceux de la simulation. Cependant, contrairement
aux essais en déplacement, le mode de sollicitation conduit & une non symétrie marquée
du déplacement et un glissement progressif de 1’extensométre pourrait donc étre envisagé.
Une deuxiéme possibilité porte sur la procédure d’identification. Le chapitre 3 présente
en détail la méthodologie dans laquelle les essais en contrainte servant & la détermination
des coefficients des modéles sont réalisés durant la phase d’adoucissement linéaire ; en effet,
apres une remontée a déformation nulle, dix cycles en contrainte sont effectués. Pour I'acier
55NiCrMoV'7 et la température de 20° C, un unique niveau d’amplitude de contrainte a
été étudié (Ao = —500/ + 1000 MPa). Il est probable que cet essai ne soit pas suffisant
pour permettre une identification conduisant & un modéle capable de reproduire des essais
ou les niveaux de sollicitations sont variables et pour lesquels les valeurs de contrainte
moyenne 0,y varient. Une base expérimentale isotherme plus riche semblerait nécessaire.
Elle pourrait alors permettre de définir un modéle ol certains paramétres dépendraient
également du chargement appliqué. Par exemple, les coefficients D3 (modéle ONERA) ou
(D1, D2) (modéle 2M1C) de la loi cinématique - utiles pour calibrer le rochet sans pour au-
tant affecter les cycles & déplacement imposé - prendraient des valeurs différentes suivant le
chargement appliqué. Ceci consisterait & introduire un effet mémoire de déformation dans
la variable cinématique.
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4.2 Validation anisotherme

4.2.1 Contexte

Un travail de coopération [115] a été mis en place entre le CROMeP et l'université de
KARLSTAD (Suéde, équipe du Prof. BERGSTROM) ol un banc d’essai de fatigue thermique
instrumenté en mesures de température et de déformation, a été développé. L’objectif de
leur étude est I’analyse des mécanismes de fissurations & haute température (faiengage)
provoqués par des chargements thermiques répétés. Ces mécanismes sont principalement
responsables de la ruine des outillages de travail a chaud rencontrés dans plusieurs procédés
industriels comme la fonderie [91, 121] ou la forge. Une modélisation et une simulation de
I’essai de fatigue thermique ont donc été entreprises afin de contribuer a la validation du
modéle de comportement dans une configuration anisotherme.

Le banc d’essai est basé sur le principe d’un chauffage par induction et de mesures de
déformation sur une petite surface de 1’échantillon & ’aide d’une technique sans contact
par faisceaux laser (non-contact laser speckle technique). Le dispositif est représenté sur les
figures 4.61 et 4.62 et décrit plus en détail dans les références [102] et [101]. Le systéme
complet est piloté par un ordinateur, I'unité d’induction dispose d’une puissance de 25 kW
et d'une fréquence de pulsation maximale élevée de 3 MHz. La température de 1’échantillon
est contrdlée 4 'aide d’un pyromeétre pointé vers un point de la surface. Les 4 caméras CCD
permettent le controle de la déformation totale. La composante mécanique peut alors se
déduire de la déformation totale mesurée en calculant la composante thermique.

F1G. 4.61 — Vue d’ensemble du banc d’essai de fatigue thermique

L’éprouvette a une géométrie tubulaire de 10 mm de diamétre extérieur, 3 mm de
diameétre interne et de 80 mm de longueur (figure 4.63). Elle est refroidie de fagon continue
par circulation d’une huile de silicone & 60° C' a l'intérieur de ’échantillon. A la surface, de
I’argon est introduit dans un tube de verre englobant I’éprouvette ; celui-ci est maintenu par
des armatures en Teflon”™ et contribue au refroidissement de la surface de ’échantillon
ainsi qu’a la limitation de 1’oxydation. Toutefois, lors des essais effectués dans le cadre
de notre étude, aucun refroidissement n’est effectué a la surface si ce n’est la convection
naturelle de l'air (le tube en verre étant absent). Lors du chauffage, la bobine d’induction
chauffe approximativement une hauteur de 20 mm de la surface de I’éprouvette. Compte
tenu de la fréquence élevée de 'unité d’induction, seule une fine couche de la surface d’une
épaisseur de 'ordre de 20 um (effet de peau) est chauffée. Cette épaisseur est une valeur
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Tube de verre
entourant l'éprouvette

4 Caméras CCD maintenu par 2 armatures en Téflon

Bobine d’induction

25 kW - 3MHz Laser speckle

+ Eprouvette

Refroidissement par huile
de l'intérieur de I'éprouvette

FiG. 4.62 — Disposition des caméras CCD autour de I’éprouvette de fatigue thermique

moyenne de la profondeur des courants hautes fréquences qui varie au cours du cycle
thermique. Cette estimation peut étre calculée en utilisant les propriétés magnétiques du
matériau & une température moyenne [66]. Plusieurs thermocouples de type K (Chromel-
Alumel) sont soudés sur cette zone afin d’évaluer le cycles thermiques a différents points de
la surface. Les thermocouples de diamétre 0.13 mm sont soudés a I’échantillon et mesurent
les températures de surface du milieu de ’éprouvette jusqu’a une distance de 15 mm de
part et autre de la zone centrale.

Le modéle 2M 1C' a donc été implanté en anisotherme dans ABAQUS afin de permettre
une simulation de cet essai de fatigue thermique. L’étude a été menée avec deux types de
cycles thermiques : le premier avec un chauffage trés rapide, I'autre avec un chauffage lent
(voir tableau 4.2).

Désignation du cycle Tz [© C| Tiin [° C] Temps de chauffage [s|] Période [s]
500 FAST 537 170 0.2 9.7
500 SLOW 495 180 11 12.1

TAB 4:2 — CvycCLES THERMIQUES UTILISES DANS LES ESSAIS DE VALIDATION

Les propriétés thermiques de l'acier 55NiCrMoV 7 sont indiquées dans le tableau 4.3.

4.2.2 Modélisation de l’essai de fatigue thermique

La méthodologie adoptée pour simuler I’essai de fatigue thermique peut se décomposer
en deux parties. Une analyse purement thermique est d’abord effectuée afin de reproduire
les chargements thermiques mesurés & différents points de la surface de 1’échantillon. A
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F1G. 4.63 — Géométrie de I’éprouvette de fatigue thermique

Température coefficient de dilatation thermique Conductivité thermique Chaleur spécifique
T°C ag, [1076 K1 A [W/(m.)° C] Cp [J/(Kg.)° C]
20 8.4 38.6 526
200 11 38.2 566
300 12.2 35.6 587
400 12.7 34 621
500 13.1 33.1 673
600 vV 31.1 733
700 vV 30.9 929

TAB. 4.3 — ProprifTEs THERMIQUES DE L’ACIER 55NiCTMoV7 POUR DIFFERENTES TEMPERATURES (COEFFI-
ciENT DE PoIssoN v = 0.3 ET DENSITE p = 7770 Kg/m?)

I’aide du modéle 2M 1C identifié sur ’acier 55 NiC'r MoV 7, une analyse mécanique est en-
suite réalisée en appliquant le chargement thermique issu de la premiére analyse. La figure

4.64 présente la méthodologie de calcul.

Un maillage axisymétrique de I’éprouvette de fatigue thermique (Figure 4.65) est réalisé
avec le logiciel IDEAS puis ensuite exporté dans ABAQUS avec les conditions aux limites
associées (axisymeétriques et thermiques). Le maillage (Figure 4.65) est raffiné au centre et
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FiG. 4.64 — Méthodologie du calcul thermo-mécanique

a la surface de I’éprouvette dans le but de prendre en considération le gradient thermique
plus ou moins sévére selon la vitesse de chauffage. Les éléments centraux ont une épaisseur
de 100 pum, les éléments de surface de 10 um. La comparaison avec une solution analytique
développée dans le cas d’'un mur semi-infini permet de s’assurer de la validité du maillage
[88]. Les éléments considérés sont des quadrangles a 4 (CAX4) noeuds d’interpolation bili-
néaires en déplacement et linéaires en température.

FI1G. 4.65 — Maillage de I’éprouvette de fatigue thermique

Les conditions aux limites considérées dans la simulation thermique sont de 3 types
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(figure 4.66) :

— Des conditions d’échanges convectifs pour décrire le refroidissement interne par ’huile.
Une convection naturelle de l’air est considérée & la surface de ’éprouvette.

— Une condition de radiation est appliquée sur la surface de chauffage. Une émissivité
constante égale a 1 (corps noir) est utilisée étant donné qu’une préoxydation des
échantillons a été réalisée préalablement au cyclage thermique.

— Une condition de densité de flux a la surface de l’éprouvette assure le chauffage.
Cette densité de flux non uniforme sur la zone utile est variable avec le temps. Le
cycle est évalué de maniére a atteindre la meilleure corrélation possible avec les cycles
thermiques expérimentaux.

En outre, toutes les éprouvettes sont préchauffées a la température de I’huile (60° C') ce
qui est considéré comme une condition initiale dans la simulation. La figure 4.66 représente
I’ensemble des conditions aux limites thermiques imposées dans la simulation. La condition
de rayonnement qui s’exprime au travers du coefficient C,, correspondant au produit de
I’émissivité et la constante de Boltzmann, n’a finalement qu’une influence négligeable en
comparaison du flux généré par l'unité d’induction. Ainsi, la difficulté majeure de cette
étape de la modélisation est d’estimer la valeur du coefficient d’échange par convection
avec 1’huile hpqe ainsi que amplitude de densité de flux dy de facon & bien reproduire le
chargement thermique expérimental.

Le coefficient d’échange de I’huile peut étre estimé & partir de formules empiriques
basées sur ’échange de chaleur & l'intérieur d’une conduite cylindrique [108]. Celle-ci se
base sur le calcul des nombres de Reynolds, Prandtl et Nusselt & l'aide des propriétés
thermiques de I’huile ainsi que de son débit & 'intérieur de I’éprouvette. Le flux est quant
4 lui non uniforme.

Plusieurs résultats obtenus au moyen de 5 thermocouples disposés sur la surface de
I’éprouvette révélent une distribution de température non uniforme ainsi qu’un pic de
température a une distance de 6 mm du milieu de ’échantillon suivie d’'une diminution
progressive jusqu’a une distance de 15 mm (derniére mesure). Pour tenir compte de ce
résultat, la densité de flux est elle-aussi non uniforme lors de la simulation (figure 4.67) et
nécessite d’étre ajustée de maniére & atteindre une meilleure description des cycles ther-
miques expérimentaux mesurés a toutes ces positions (0, 6, 7, 10 et 15 mm).

Cet ajustement a été ensuite affiné par optimisation numérique en utilisant SiDoLo et
un modéle thermique extérieur. Les liens entre le module d’optimisation de SiDoLo et le
programme extérieur en l'occurrence ABAQUS sont réalisés a 1’aide d’une interface dont le
role est multiple. Tout d’abord, elle lit les coefficients & optimiser, les insére dans le fichier
de données ABAQUS, puis elle lance ’exécution du calcul éléments finis; elle extrait éga-
lement les cycles thermiques simulés aux neeuds correspondant aux points de comparaison
avec l'expérience. Cette optimisation porte sur les 8 premiers cycles thermiques nécessaires
a la stabilisation cyclique. L’identification porte sur le coefficient d’échange de ’huile défini
sur les faces des éléments internes de ’éprouvette et sur les densités de flux définies sur les
faces des éléments externes.
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F1G. 4.66 — Bilan des conditions aux limites considérées dans l’analyse thermique
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F1G. 4.67 — Niveaux de densité de flux appliqués a la surface de I’éprouvette pour les cycles thermiques 500 FAST
et 500 SLOW

4.2.3 Reésultats et discussions

Cette partie expose les résultats fournis par les deux analyses.

Aspects thermiques

Dans un premier temps, la distribution de température a la surface de I’éprouvette peut
étre comparée avec les mesures expérimentales. Ces mesures révélent que la distribution
de température n’est pas uniforme. En effet, une augmentation est constatée au dela du
milieu de I’échantillon et le niveau de température le plus élevé est mesuré & 6 mm du
milieu de ’échantillon. Dix cycles thermiques sont nécessaires pour atteindre une stabi-
lisation des températures maximales et minimales. La simulation révéle que la condition
initiale en température correspondant & un préchauffage de I’éprouvette influence fortement
cette stabilisation cyclique. Les figures 4.68 et 4.69 illustrent pour les conditions d’essais
500 _FAST et 500 _SLOW, la comparaison des cycles mesurés et calculés au milieu de
I’éprouvette. Les figures D.1-D.7 correspondant aux positions 6, 7, 10 et 15 mm distantes
du milieu de I’éprouvette sont reportées en annexe (page 195 et 196). La figure 4.70 re-
présente ’écart entre calcul et expérience au cycle stabilisé pour les conditions d’essais
500 _FAST. Chaque cycle thermique peut se décomposer en un chauffage plus ou moins
rapide suivant les conditions d’essai suivi d’un refroidissement violent sur une période de
quelques millisecondes. Puis, la température diminue de maniére beaucoup plus lente et
linéairement jusqu’a la fin du cycle ce qui provoque un changement de pente au niveau
de la cinétique de refroidissement. La forme spécifique du cycle lors du refroidissement est
provoquée par la non-uniformité de la température de surface. Dans le cas contraire, la
cinétique de la courbe de refroidissement aurait alors une forme exponentielle.

La simulation ne reproduit ici qu'un impact thermique sur la surface du spécimen. Une
profondeur moyenne du flux inductif de 10 um au niveau de la zone utile peut étre estimée
a l'aide de la fréquence d’induction et des propriétés magnétiques des aciers martensitiques
revenus autour de 400° C' [66]. La figure 4.71 représente l’évolution de la température
a lintérieur de ’échantillon & la fin du temps de chauffage pour les cycles 500 FAST
et 500 _SLOW. Il apparait naturellement que le gradient thermique le plus important a
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lieu pour le cycle thermique possédant le chauffage le plus rapide. Dans les deux cas, ce
gradient diminue lors du refroidissement pour s’annuler a la fin du cycle thermique, la simu-
lation fournit une uniformité du champ thermique dans I’éprouvette entre 450 et 460° K.
Les figures 4.72-4.73 représentent la carte thermique de 1’éprouvette & la fin du temps de
chauffage (cycle stabilisé) pour le cycle 500 FAST.
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Aspects mécaniques
Les résultats présentés dans cette partie ont été obtenus & 'aide du modéle 2M1C.
La réponse typique de la déformation de surface lors du cyclage thermique est illustrée

sur la figure 4.74 pour la direction axiale et 4.75 pour la direction tangentielle concernant
le cycle 500 FAST, sur la figure 4.76 pour le direction axiale et le cycle 500 _SLOW.
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de chauffage pour le cycle 500 FAST de I’éprouvette

Durant le chauffage, la déformation totale &4, & la surface augmente avec la température.
Elle peut se décomposer en une partie thermique &4, et une partie mécanique &;,ec.

Etot = Emec T Eth

La réponse durant le chauffage est due a un matériau plus froid dans le volume qui
empéche ’expansion de la surface. Lors de la premiére partie du refroidissement, la surface
se compresse alors que simultanément le volume se dilate ce qui a pour effet de maintenir
voire d’augmenter légérement le niveau de déformation totale. Par la suite, la surface et le
volume se rétractent tous les deux et la déformation totale diminue jusqu’a la fin du cycle.
Le processus expérimental permet la mesure des déformations dans les sens longitudinal
et tangentiel. La réponse en déformation suivant les deux directions est différente (Figures
4.74 et 4.75). En effet, une légére augmentation de la déformation totale est observée dans
le sens longitudinal lors de la partie initiale du refroidissement alors que le niveau de dé-
formation demeure constant dans la direction tangentielle. Ce phénoméne indique que le
matériau est contraint différemment suivant les deux directions ce qui est directement lié
a la distribution de température a l’intérieur de I’échantillon.

Pour le cycle thermique 500 SLOW, une augmentation de la pente de la réponse
en déformation lors du chauffage ainsi que du niveau maximal de déformation de surface
est constatée en comparaison avec 500 F'AST (Figure 4.77). Le temps de chauffage re-
lativement long pour 500 SLOW a pour effet d’augmenter la contribution interne de la
dilatation thermique du matériau et par conséquent de diminuer la déformation mécanique
a la surface par rapport a un temps de chauffage plus court (500 FAST).

Les phénoménes décrits précédemment sont également reproduit par la simulation. En
effet, I’allure des différents cycles thermiques est en bon accord avec 1’expérience. Le cal-
cul confirme la différence observée expérimentalement entre les réponses en déformation
axiale et tangentielle. Dans le cas du cycle 500 _SLOW, aucune plastification du matériau
n’est constatée durant tous les cycles thermiques. Aussi, la forme des boucles déformation-
température est seulement due a la thermo-élasticité. Au contraire, dans le cas du cycle
500 _FAST, une boucle d’hystérésis mécanique apparait des le premier cycle. En effet, le
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F1G. 4.74 — Comparaison expérience - si-
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Déformation-température pour les deux types
de cycles thermiques

matériau se déforme dés la premiére montée en température d’abord élastiquement jusqu’a
la limite d’écoulement en compression puis plastiquement jusqu’a la température maxi-
male. Lors du refroidissement, le matériau se décharge élastiquement jusqu’a atteindre la
limite d’écoulement en traction puis se déforme plastiquement [78, 13]. Par la suite, la
déformation diminue avec le nombre de cycles (Figures 4.78 et 4.79). Ainsi, lallure des
boucles déformation-température peuvent s’expliquer non seulement par la dilatation ther-
mique du matériau mais aussi par un effet de déformation plastique compressif.

La déformation mécanique (Figures 4.80 et 4.81) génére un état de contraintes dans
I’éprouvette qui contribue & une détérioration mécanique au travers d’endommagement de
fatigue ou de fluage. La couche externe a la surface de I’éprouvette est assujettie & un état
de contraintes en compression lors du chauffage, en traction lors du refroidissement.

850
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pour le cycle 500 SLOW pour le cycle 500 FAST

Il est ainsi attendu que 'amorcage et la propagation de fissures dans les opérations de
fonderie aient lieu autour de la température minimale du cycle thermique [79]. Toutefois,
de telles observations n’ont pas été réalisées lors de cette étude. En revanche, la contrainte
radiale est nulle & la surface et au centre et atteint son maximum au coeur du spécimen.
Les figures 4.82 et 4.83 illustrent la cartographie des contraintes pour le cycle 500 FAST
a la fin du temps de chauffage dans les directions axiale et radiale.

Le rochet thermique obtenu expérimentalement reste encore mal décrit par la simula-
tion. En effet, il est mésestimé suivant les cycles thermiques et la composante des déforma-
tions (axiale ou tangentielle), celui fourni par la simulation s’accommode en méme temps
que la température se stabilise. Les figures 4.84 pour le cycle thermique 500 _SLOW et
4.85 pour le cycle 500 FFAST comparent les déformations maximales axiale et tangentielle
expérimentales et calculées.

900
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Fia. 4.85 — Comparaison des déformations
maximales axiale et tangentielle mesurées et
calculées pour le cycle 500 FAST

Plusieurs hypothéses peuvent étre avancées pour expliquer ces différences :

la premiére est liée au calcul de la déformation résiduelle obtenue 4 la fin de chaque
cycle. D’un point de vue expérimental, la mesure des déformations n’a été enregistrée
que tous les 3 cycles. Ainsi, seules les déformations résiduelles a la fin des cycles 1,
3, 6 ... sont connues. Le calcul des déformations résiduelles intermédiaires peut alors
étre effectué par interpolation linéaire ce qui engendre certainement des erreurs dans
le calibrage du rochet thermique expérimental.

la carte thermique de I’éprouvette peut étre inexacte. Certes, une validation du gra-
dient thermique axial a été effectuée. En revanche, la distribution de température
dans le volume de I’éprouvette n’a pas été confrontée avec des mesures expérimen-
tales. De telles comparaisons nécessitent une instrumentation de 1’éprouvette ce qui
n’a pu étre réalisée dans le cadre du travail de coopération.

25
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— enfin, des erreurs de mesures inhérentes aux méthodes speckle laser ou un manque
dans la formulation du modéle peuvent étre & l'origine de ces différences.

Implication pour 'utilisation des outillages

Les cycles thermiques 500 SLOW et 500 F AST illustrent les effets du gradient ther-
mique dans un outillage. En effet, un chauffage rapide induit un gradient plus important
et produit des déformations et des contraintes mécaniques plus élevées d’oll un risque
de plastification et d’endommagement en surface accru. Dans le cas, précédent, le cycle
500_SLOW fournit des boucles thermo-élastiques alors le cycle 500_ FFAST induit de la
déformation plastique. Pour les applications impliquant des outillages, le chargement ther-
mique appliqué dans les exemples précédents (de I’ordre de 3.5 MW /m? pour 500 SLOW
et de ordre de 11 MW /m? pour 500 _F AST) peuvent se rapprocher de ceux utilisés dans
certains procédés industriels. Par exemple, le flux considéré pour le cycle 500 SLOW
peut se comparer & ceux mis en jeu dans les opérations de forgeage sous presse hydraulique
(2 MW/m?2 [77] ou 4 MW /m? [53]) alors que celui appliqué pour le cycle 500 FAST se
rapproche de ceux mis en jeu dans les opérations de fonderie pour aluminium (5 MW /m?
[117]), pour le laiton (9.8 MW/m? [103]) ou dans les opérations de forgeage sous presse
mécanique (10 MW /m? [53]).

Souvent, dans les applications comme la fonderie, il existe des opérations de pulvéri-
sation provoquant un refroidissement trés rapide de la surface de 'outil (spraying), le but
étant de le lubrifier. Celui-ci induit un effet de plasticité inverse augmentant le dommage
mécanique dans l'outil.

A titre d’illustration, 'impact de 'opération de pulvérisation utilisé dans I’industrie
peut étre étudié en considérant un cycle thermique avec une température maximale de
500° C et un chauffage rapide.

Dans ce cas, le coefficient d’échange reproduisant le refroidissement par air est consi-
dérablement augmenté dans le but de simuler la pulvérisation et la température minimale
du cycle est supposée étre égale a la température initiale (Figure 4.86). Les changements
dans les conditions de refroidissement ont un impact significatif sur le calcul mécanique, et
la simulation numérique du comportement permet de confirmer une plastification inverse
a la surface de I’échantillon, plastification en compression mais aussi en traction (Figure
4.87). Dans ce cas, un niveau de déformation plastique beaucoup plus important que pré-
cédemment est observé, il est du au refroidissement violent induit par la pulvérisation.
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Chapitre 5

Etude expérimentale de la durée de
vie et des mécanismes

d’endommagement en fatigue de
I’acier X38CrMoV'5
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Apres I’étude du comportement des aciers martensitiques revenus 55NiCrMoV'7 et
X38CrMoV5, la suite de travail porte désormais sur ’étude de leur durée de vie. Il a été
montré dans la partie précédente que leur comportement était similaire, bien évidemment
il en n’est pas de méme de leur durée de vie. La suite de ’étude concerne exclusivement
I’acier X38CrMoV'5 a 47 HRC pour lequel de nombreux essais de durée de vie étaient déja
disponibles au CROMeP [40].

5.1 Description des moyens et des conditions d’essais

Les essais de durée de vie réalisés dans le cadre de cette étude ont été effectués sur
une machine SHENCK HYDROPULS de force nominale de 250 KN (voir au deuxiéme
plan de la Figure 1.7). De maniére analogue aux essais réalisés pour le comportement,
I’amarrage des éprouvettes est assuré par des mors hydrauliques refroidis par une circulation
d’eau. En revanche, ’éprouvette n’est plus chauffée par induction mais & ’aide d’un four
a résistance d’une puissance de 1 KW (Figure 5.1). La machine d’essai est pilotée par
ordinateur équipé du logiciel MTS Testar 2S (Procédure Basic Testware). La minimisation
du gradient thermique s’effectue & ’aide de 3 thermocouples positionnés au centre et & +5
mm du centre de I’éprouvette. La mesure de la déformation est assurée par un extensomeétre
longitudinal adapté aux essais & hautes températures dont la base de mesure est de 10 mm.
Celui-ci est placé dans un boitier refroidi par eau a ’extérieur du four. L’éprouvette utilisée
est une éprouvette lisse dont la géométrie est reportée sur la figure 5.2.

Comme précédemment une procédure automatique permet de traiter les fichiers expé-
rimentaux. La base expérimentale utilisée pour la définition du modeéle de durée de vie
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F1G. 5.1 — Vue d’ensemble du dispositif expérimental

est constituée de 46 essais tous pilotés & déformation imposée pour des températures com-
prises entre 300 et 600° C'. Parmi ceux-ci, 13 ont été effectués lors de cette étude & une
température de 520° C. Ils sont composés d’essais symétriques de vitesse de sollicitation
peu élevée FTR (¢ = 1073s7!) pouvant inclure des temps de maintien (60 et 90 s) en
traction FRT ou compression FRC (voir figure 5.3). Ces essais visaient & compléter la base
initiale réalisée au CROMeP par DELAGNES [40] et principalement composée d’essais de
fatigue oligocyclique triangulaire de vitesse plus élevée FTR (3 environ ¢ = 1072571) ou
de fatigue relaxation traction F2RT (¢ = 1073s71). Ainsi, ’ensemble des essais couvre une
large gamme de température et de conditions de sollicitations permettant dans la suite un
domaine d’application du modéle plus étendu.
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5.2 Reésultats

La base expérimentale compléte est résumée dans les tableaux 5.1-5.4. Ils décrivent les
différentes conditions d’essais de durée de vie, ainsi que le nombre de cycles a rupture Ng
et le niveau maximal oj; et minimal o,, de contrainte enregistré a mi-durée de vie.

TAB. 5.1 — ConDITIONS D’ESSAIS POUR DES TEMPERATURES DE 300 ET 500° C' [40]

Désignation Ac (%]  €10s7Y  tm[s]! Ngleycles] 0,2 oun 2 [MPa]

o | FTR0425_1.7.10-2_300 =+0.425 1.7.1072 0 31500 -812 790

o, | FTRO5_2.10-2_300 +0.5 2.1072 0 10600 -896 892

S | FTR06_2.4.10-2_300 +0.6 241072 0 4400 -1003 955
FTRO7_2.8.10-2_300 +0.7 2.8.1072 0 2900 -1042 998
FTR045 1.8.10-2_ 500 +0.45 1.8.1072 0 68500 -763 602

? FTR045_1.8.10-2_500 +0.45 1.8.1072 0 70000 -709 626

S | FTR046_1.84.10-2_500 +£0.46 1.84.107* 0 102000 -733 708

Lﬁ FTR0475_1.9.10-2_500 =+0.475 1.910°7 0 51000 -797 724

~ | FTR05_2.10-2_500 +0.5 2.1072 0 7709 -858 715
FTR06 2.4.10-2 500 +0.6 241072 0 4200 -890 824
FTRO06_2.4.10-2_ 500 +0.6  2.4.10°° 0 4000 -898 858

TAB. 5.2 — CONDITIONS D’ESSAIS POUR UNE TEMPERATURE DE 550° C [40]

Désignation Ac (%]  €0s7Y  tm[s]! Nglcycles] o, 2 on 2 [MPa]

© | FTR039_1.56.10-2_550 +0.39 1.56.10~2 0 148500 -614 558

e | FTR04_1.6.10-2_550 +0.4 1.6.102 0 76500 -641 590

3 | FTR0425_1.7.10-2_550 +0.425 1.7.10~2 0 44000 -705 643

Il FTR0475_1.9.10-2_550 +0.475 1.9.1072 0 8400 -753 697

& [FTR05_2.10-2_550 +0.5 2.1072 0 9000 -741 671
FTRO06 2.4.10-2_ 550 +0.6  2.4.10°° 0 3700 -790 738

Les résultats obtenus confirment ceux présentés dans la partie consacrée au comporte-
ment. En effet, plusieurs paramétres liés aux conditions d’essais affectent la durée de vie.
Il s’agit de la température, de la fréquence de 1’essai ainsi que du niveau de sollicitation

appliqué.

— influence de la température :

Les figures 5.4-5.5 montrent que son augmentation entraine une diminution du niveau
de contrainte, une augmentation de l'intensité de déconsolidation et une baisse de la durée

de vie.

— influence du niveau de sollicitation :

!Temps de maintien en traction ou compression
*Paramétres & mi-durée de vie [MPa]
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TAB. 5.3 — ConDITIONS D’ESSAIS POUR DES TEMPERATURES DE 520° C' [cette étude]

Désignation Ac (%] €[s7Y tm[s]! Nglcycles] o, 2 oum 2 [MPa]
FTR06_10-2_ 520 +0.6 1072 0 3416 -922 865
© [FTR06_6.10-4_520 106 6.10 2 0 3354 ~869 813
S | FTRO75_10-3_520 +0.75 1073 0 1189 -926 873
“‘T FTR09 10-2 520 +0.9 1072 0 878 -991 940
w | FTR09_10-3_520 +0.9 1073 0 565 -986 939
m | FRT06 10-3 20 520 +0.6 1073 20 2326 -935 789
x FRTO75 10-3 20 520 +0.75 1073 20 974 -978 872
E FRT09 10-3 20 520 +0.9 1073 20 544 -946 861
o FRCO06_10-3 20 520 +0.6 1073 20 1326 -763 873
s | FRC075_10-3_20 520 +0.75 1073 20 708 -919 923
& [FRC09_10-3_20 520  +09 107 20 70 912 910
FRC06_10-3_60_520 +0.6 1073 60 977 -822 852
FRC09 10-3_60_520 +0.9 1073 60 528 -933 939
TAB. 5.4 — CONDITIONS D’ESSAIS POUR DES TEMPERATURES DE 520° C [40]
Désignation Ac (%] €[s7 Y tm[s]! Nglcycles] o, 2 oun 2 [MPa]
O | F2RT1.2_10-3_76_520 +1.2 1073 76 1510 -946 834
Og F2RT1.35_10-3_73_520 +1.35 1073 76 1430 -963 817
w | F2RT1.5 10-3_70 520 +1.5 1073 70 1050 -918 804
' "F2RT1.8_10-3_64 520 +1.8 10 ° 64 495 945 856
= F2RT1.8 10-3 64 520 +1.8 1073 64 720 -1036 917
TAB. 5.5 — CoNDITIONS D’ESSAIS POUR DES TEMPERATURES DE 560 ET 600° C [40]
Désignation Ae %]  €[s7Y  tm[s]' Nglcycles] om? o 2 [MPa]
O | F2RT1.1_10-3_78 560 +1.1 1073 78 1530 -710 592
‘)% F2RT1.2 10-3 76 560 +1.2 1073 76 1000 -723 624
5 [F2RT1.35_10-3_73 560 +1.35 103 73 820 706 627
I "F2RT15_10-3_70_560  +1.5 103 70 560 ~760 679
= F2RT1.8 10-3_64 560 +1.8 1073 64 445 -745 680
O | FTR034_1.36.10-2_600  +0.34 1.36.10 2 0 32000 514 517
o | FTR035_1.4.10-2_600 +0.35 1.4.107? 0 19000 -526 512
@ | FTR0375_1.5.10-2_600 +£0.375 1.5.10~2 0 16800 -571 557
Il FTR04 1.6.10-2_600 +04 1.6.1072 0 17000 -549 514
&~ "FTR045_1.8.10-2_600 +0.45 1.8.1072 0 6500 -617 613
FTRO5 2.10-2 600 +0.5 2.1072 0 4800 -604 591

L’intensité de déconsolidation cyclique augmente avec le niveau de sollicitation et la
durée de vie baisse. Pour des essais avec une faible amplitude de déformation appliquée,
le stade de déconsolidation de premier type a méme tendance a disparaitre complétement

(Figures 5.4-5.5).

— influence du temps de maintien et de la vitesse de sollicitation :
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FIG. 5.6 — Diagrammes demi-amplitude de
contrainte en fonction de la déformation plas-
tique cumulée pour une température de 520° C
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tique cumulée pour une température de 520° C

Plus la vitesse est élevée et plus les boucles d’hystérésis sont allongées et moins la
plastification cyclique est importante. La durée de vie est alors affectée par une baisse de
la fréquence de 'essai (Figure 5.6). Les temps de maintien dans les cycles jouent un role
similaire & la fréquence et contribuent a la diminution de la durée de vie (Figure 5.7).

— enfin, la représentation en déformation plastique cumulée (Figures 5.4-5.5) indique
également que ce paramétre ne peut étre considéré comme un critére de rupture. A

rupture, celle-ci varie de 4 & 18 mm/mm.

La figure 5.8 représente dans un diagramme bilogarithmique les courbes de Woehler
pour tous les essais présentés précédemment (Demi-amplitude de contrainte en fonction
de la durée de vie). Pour des conditions d’essais voisines (température et fréquence), les
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points expérimentaux s’alignent sur une droite. Pour un niveau de contrainte donné, il
apparait que les durées de vie diminuent lorsque la fréquence de ’essai décroit. Les niveaux
de contrainte diminuent lorsque la température augmente. En revanche, les pentes des
différentes droites semblent assez proches les unes des autres et trés peu influencées par les
conditions d’essais.
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F1G. 5.8 — Courbes de Woehler comprenant toute la base expérimentale
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5.3 Meécanismes de fissurations observés sur ’acier X38CrMoV'5

Des observations au microscope électronique a balayage (faciés de rupture et coupe sens
long) ont été effectuées afin de tenter de mettre en évidence les mécanismes de fissuration.
Les éprouvettes ont été sélectionnées de facon & considérer les conditions d’essais les plus
favorables quant au développement de fissures aussi bien & caractére transgranulaire qu’in-
tergranulaire. Ainsi, la totalité des observations réalisées lors de cette étude a porté sur des
éprouvettes de type F2RT, FRC et FRT. Leurs conditions d’essais sont pressenties pour
mettre en évidence 4 la fois les mécanismes d’endommagement de fatigue et de fluage. Ce
dernier est favorisé par la température et la fréquence de l’essai [35].

Des études antérieures réalisées sur des aciers martensitiques revenus montrent que les
mécanismes d’endommagement qui prédominent sont de trois types [111] :

— la fatigue relevant d’un caractére transgranulaire
— le fluage relevant d’un caractére intergranulaire
— loxydation

Ces travaux menés & l'université de KARLSTAD étudient notamment dans quelles me-
sures la température d’austénitisation peut améliorer la durée de vie notamment la ré-
sistance au fluage cyclique. Ainsi, le traitement thermique (trempe + revenu) pourrait
influencer le caractére de la propagation de fissures.

Les études menées jusqu’a présent sur lacier X38CrMoV'5 [100, 40] ont toujours révélé
le caractére transgranulaire de la propagation (endommagement di a la fatigue) perpendi-
culairement au sens de sollicitation. Nos observations confirment ces résultats (Figure 5.9)
mais ont également permis de mettre en évidence des fissures apparaissant au coeur des
échantillons (Figure 5.10). Ce constat vaut quelles que soient les conditions d’essai. Ces
derniéres ne doivent cependant pas trop s’éloigner de celles que connaitrait un outillage
en service. Les fréquences de sollicitations sont donc de l’ordre de 1072 — 1072 s~ ! et les
temps de maintien imposés lors de la fatigue relativement courts. Deux types de fissures
ont été observés [100], de larges fissures insensibles a la microstructure et de fines fissures
qui semblent suivre les lattes de martensite. La présence de stries de fatigue sur le faciés
de rupture (figures 5.11-5.12) dépend de 'amplitude de sollicitation; elles sont souvent
peu marquées pour les amplitudes trop faibles. En revanche, pour les amplitudes élevées,
la valeur de l'interstries peut étre un bon moyen de reconstituer 1’histoire de la propagation.

Le caractére de I’amorgage est beaucoup plus complexe & définir. En effet, cet examen
est souvent perturbé par la présence d’une couche d’oxyde et il est parfois difficile de faire
la différence entre les intrusions d’oxyde et les petites fissures a la surface de 'acier. Les
travaux de DELAGNES [40] avaient fait apparaitre 3 sites d’amorgage préférentiels :

— les inclusions non métalliques (figure 5.13)
— les joints de grain de la structure austénitique initiale
— les joints de lattes

Il ressort que la proportion d’amorcage sur les joints de lattes et les inclusions non
métalliques décroit quand la température de ’essai augmente. En revanche, celle sur les
joints de grains augmente avec la température. Ce type d’amorcgage est négligeable jusqu’a
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400° C mais atteint une proportion de 30% a 500° C, 65% a 550° C' et 90% a 600° C' [40].

Ces résultats ne sont pas aisés a confirmer concernant les joints de lattes et les inclusions
non métalliques compte tenu des observations réalisées au cours de ce travail. L’observa-
tion de I’amorgage sur les joints de grain est rendue difficile d’une part du fait de la couche
d’oxyde omniprésente, d’autre part ’attaque chimique permettant de révéler la microstruc-
ture aux alentours de la fissure n’est pas aisée & mettre en ceuvre. Cependant, ’observation
de la surface de I’éprouvette prés de la rupture apporte quelques éléments de réponses.
En effet, la couche d’oxyde se détache a proximité de la fissure principale (figure 5.14)
sous l’effet de la rupture compléte de I’éprouvette, ce qui permet de révéler parfaitement
la microstructure sous-jacente sans aucune attaque chimique ou électrolytique. La figure
5.15 est un agrandissement de la figure 5.14 qui met en évidence la structure martensitique
de Pacier ou 'on peut distinguer les paquets de lattes qui prennent place a l'intérieur des
grains de la structure austénitique initiale. Elle montre une certaine décohésion des grains
pouvant laisser penser & un amorcage intergranulaire. Ce dernier apparait plus nettement
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Fig. 5.10 — Coupe sens long : fis-
F1G. 5.9 — Coupe sens long : propagation de sure interne observée sur 1’éprouvette
fissures transgranulaires observées sur 1’éprou- F2RT1.5 1073 70 560

vette F2RT1.5 1073 70 560

AccV Spot Magn Dot Wiel—1 2 mm
15.0kV 32 8x SE 27TFAIE

F1G. 5.12 — Stries de fatigue observées
sur le faciés de rupture pour I’éprouvette
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F1G. 5.11 — Faciés de rupture pour I’éprou-
vette F2RT1.8_1073 64 560
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sur la figure 5.16.

Fi1G. 5.13 — Amorcage sur une inclu-
sion non métallique observé sur 1’éprouvette
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F1G. 5.14 — Surface de 'éprouvette a proxi-
mité de la rupture observée pour ’éprouvette
F2RT1.5_10~3 70 560

AccV Spot Magn Det WD Exp
300 kV 4 8x SE 111 0 SMV3 Fatigue-re

F1G. 5.16 — Amorcage préférentiel sur les
joints de grains & proximité de la rupture pour
I’éprouvette F2RT1.5_ 1073 70 560 (surface
de I’éprouvette)

En conclusion, les mécanismes de propagation observés sur ’acier X38CrMoV'5 sont
transgranulaires indépendamment des conditions d’essais, choisies cependant proches de
celles d'un outillage en service. Des observations complémentaires sont nécessaires pour
I’étude des mécanismes d’amorgage. Ces derniers peuvent étre transgranulaires, mais peuvent
également avoir lieu sur les anciens joints de grains austénitiques. Plusieurs travaux de
LAPOVOK et AL réalisés sur le méme matériau (AISI H13) ont mis en évidence un amor-
cage sur les anciens joints de grains austénitiques suivi d’une propagation majoritairement

transgranulaires [69, 70].
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L’objectif de ce chapitre est de dégager un critére de durée de vie adapté aux aciers a
outils. Aprés un apercu de différents modéles proposés dans la littérature pour prévoir la
durée de vie en fatigue oligocyclique, un modéle non linéaire de dommage continu largement
utilisé sur les aciers austénitiques est présenté et identifié sur 'acier X38CrMoV5.

6.1 Bibliographie

Différentes approches de prédiction de durée de vie ont été développées depuis plusieurs
dizaines d’années relevant aussi bien de la mécanique de I’endommagement que de la mé-
canique de la rupture. Les travaux de OUDIN [100] ont porté sur I’étude des mécanismes
de propagation de fissures dans l'acier X38CrMoV'5. Cet aspect demeure important pour
la problématique outillages du fait que, dans la pratique, un outillage peut continuer &
produire des pieces bien qu’il soit endommagé. Les approches relevant de la mécanique
de 'endommagement visent quant a elles & prédire le nombre de cycles a partir duquel le
dommage s’initie, mais ces approches restent pessimistes sur le nombre de cycles a rupture
d’un outillage en service. Généralement, la phase d’amorgage pour les outils de mise en
forme & chaud est de l'ordre de 80 % de la durée de vie totale d'une piéce [69].
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Plusieurs types d’approches ont été recensés dans la littérature, parmi lesquelles les mo-
déles formulés en déformation, ceux formulés en contrainte et les approches énergétiques.

6.1.1 Approches formulées en déformation

Les modéles de MANSON-COFFIN sont les plus couramment utilisés. Cette approche
exprime le nombre de cycles & rupture en fonction de I’amplitude de déformation plastique
[80] :

A / c
S5e = £} (2Ny) (6.1)

Ag;, est 'amplitude de déformation plastique & mi-durée de vie. c et slf sont des coef-
ficients dépendant de la température qui se déterminent & partir des diagrammes biloga-
rithmiques de MANSON-COFFIN. Comme pour un certain nombre d’autres approches, le
modéle peut se généraliser aux chargements multiaxiaux en remplacant Aeg, par la notion
d’amplitude de déformation plastique équivalente AJ(ep).

Cette formulation ne reste toutefois valable qu’aux températures peu élevées ou seul
I’endommagement de fatigue se produit. Dans le cas des hautes températures, une cassure
se produit dans la pente des courbes de MANSON-COFFIN, elle est attribuée & un change-
ment du mode de propagation de la fissure (passage d’un mécanisme transgranulaire a un
mécanisme intergranulaire). Ce changement de pente a pour effet de diminuer les durées
de vie. Pour prendre en compte ce phénomeéne, un effet de fréquence est introduit dans la
relation 6.1 [35].

Ser = &, (2Ny vk 1) (6.2)

Les paramétres €/f, ket c dépendent du matériau et de la température, v est la fré-
quence de l'essai. Ainsi, pour £ — 1, il n’y a pas d’effet de fréquence, pour £k — 0, la
relation dépend entiérement du temps.

Les relations 6.1 et 6.2 peuvent également s’exprimer en contrainte. Ce sont les relations
de BAsqQuin [80, 35].

8 —o; 2Ny ou A7 =o} @2Np)P (6.3)

Les parameétres a/, b, b et k' dépendent du matériau et de la température et se déter-
minent & partir des diagrammes de BASQUIN.

Ces formulations restent tout de méme limitées aux faibles nombres de cycles et ne
prennent pas en compte l’effet de contrainte moyenne, en particulier, la durée de vie en
chargement anisotherme lorsque la température évolue au cours du cycle ne peut étre pré-
dite par ce genre de relations. Elles ont été appliquées avec succés aux résultats d’essais
de fatigue oligocyclique isothermes sur l'acier 55 NiCrMoV'7 [14] et 1'acier X38CrMoV'5
[40, 41].

Des améliorations aux formulations 6.1, 6.2 et 6.3 ont été apportées afin de traiter
le dommage cumulatif par fatigue sous une histoire de contraintes complexes [81, 62] en
utilisant le concept de régle de dommage double linéaire. Les relations précédentes donnent :
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48 = £} (2Ny)° + L (2Ny)

De 14, cette relation peut étre modifiée de maniére en prendre en compte ’effet de
contrainte moyenne og (relation de MANSON COFFIN BASQUIN & MORROW)[81] :

!
af—k oo

% = 6}(2Nf)c + 15 (2Nf)b

FE est le module d’Young, k un paramétre dépendant du matériau.

Les formulations précédentes peuvent s’utiliser avec d’autres fonctions de dommages
comme celles de SMITH WATSON TOPPER & BERGMANN [84]. Contrairement aux formu-
lations classiques de MANSON-COFFIN 6.1 ou de BASQUIN 6.3, ces fonctions introduisent
un paramétre reliant les amplitudes de déformation et la contrainte maximale d’un cycle.
Elles permettent ainsi de tenir compte des contraintes moyennes non nulles qui ont un effet
non négligeable sur les durées de vie en fatigue.

Les formulations de MANSON-COFFIN peuvent également étre employées pour établir
des modéles de prédiction en fatigue & l'aide de critére d’énergie de déformation comme
celui de HANSEL [84] ou celui de GLINKA [60]. Ces formulations ont I’avantage d’étre mul-
tiaxiales.

Une autre formulation largement utilisée est celle de décomposition des déformations
(Strain Range Partionning) formulée initialement par HALFORD & MANSON [63, 72|. Elle
part du principe que tout cycle complexe peut se décomposer en 4 cycles caractéristiques
provoquant 4 types d’endommagement indépendants :

endommagement de fluage en traction et compression
endommagement de fatigue en traction et compression

— endommagement de fluage en traction et de fatigue en compression
— endommagement de fatigue en traction et de fluage en compression

La durée de vie pour chaque cycle de base suit une relation de MANSON - COFFIN.
Cette approche permet ainsi de distinguer les endommagements dépendants du temps de
ceux indépendants. La formulation peut étre modifiée de maniére & considérer les effets de
contrainte moyenne [122]. Lors de précédents travaux, cette méthode s’est avérée fournir

des résultats peu satisfaisants (facteur 10 entre le nombre de cycles calculé et expérimental)
[75].

6.1.2 Approches énergétiques

Les approches énergétiques occupent une place importante dans les méthodes de prédic-
tion de durée de vie. Le critére proposé par OSTERGREN [99] considére une approximation
de I’énergie par hystérésis en tension W en partant du principe que 'ouverture d’une fissure
ne peut s’opérer qu’en traction & partir d’une contrainte seuil oy > 0. Connaissant cette
contrainte seuil au dela de laquelle la fissure s’amorce, le nombre de cycle & rupture peut
étre déterminé a ’aide de I’énergie dissipée en tension (figure 6.1).



122 Modélisation de la durée de vie

FiG. 6.1 - Energie par hystérése en tension

W.NE =C Cestun parameétre matériau
W = a(oy — 09)Ag,  ainsi : JMAEPNI@ = C(0y)

L’approche de SKELTON considére la saturation de ’adoucissement cyclique & 1’aide
d’une énergie cumulative maximale & partir de laquelle la fissure s’amorce [112, 82]. Cette
approche permet une prédiction du nombre de cycles & rupture connaissant 1’énergie maxi-
male.

De maniére analogue & MANSON-COFFIN (relation 6.2), il est possible de modifier la
formulation par I'introduction d’un terme de fréquence effective afin de prendre en compte
les effets du temps [99] :

UMAspNgl/ﬂ(k_l) = C* (contrainte seuil oy nulle)

Parmi toutes les approches précédentes, une des difficultés est de définir un cycle de
référence lorsque le comportement du matériau n’est pas stabilisé (durcissement ou adou-
cissement cyclique).

L’approche de SKELTON considére différentes phases décomposant la vie d'une éprou-
vette [113] représentées sur la figure 6.2 :

— Phase d’adoucissement (O’-Q) ou de durcissement (O-P) rapide du matériau

— Phase d’adoucissement (Q-T) ou de durcissement (P-T) lent

— Phase de rupture correspondant conventionnellement & une chute de la contrainte de
lordre de 15% par rapport a la phase précédente au dela de T et T’

Les travaux de SKELTON & AL ont permis de définir plusieurs critéres énergétiques. Le
premier [112] découle de la régle linéaire de cumul des dommages en fatigue de PALMGREN-
MINER appliquée d’un point de vue énergétique. Il considére que le travail plastique total
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FIG. 6.2 — Phases d’adoucissement [113]

par unité de volume du matériau correspond a l’aire de la boucle d’hystérésis [82]. Il permet
de définir un critére d’énergie cumulative maximale W :

N  AcAep(i)
W= =g

La sommation de cette énergie atteint une valeur critique qui peut se déterminer dans
le cas de l'adoucissement cyclique comme la valeur calculée au point tangent de la phase
d’adoucissement lent. La connaissance de 1’énergie maximale permet alors de prédire le
nombre de cycles & rupture.

Les temps de maintien dans les cycles modifient la forme de I’hystérése et ’ajout de
termes supplémentaires dans le calcul de ’énergie permet de prendre en compte cet effet
[112].

SKELTON & AL ont également mis en ceuvre une approche énergétique qui repose sur
la propagation des fissures en fatigue mettant en jeu des relations issues de la mécanique
de la rupture [114]. Ce critére repose sur une fonction d’énergie critique cumulée W, repré-
sentative du comportement cyclique :

da AK?(1-v)
dN =  2wEW.

E est le module d’Young du matériau, v son coefficient de Poisson et AK, ’'amplitude
du facteur d’intensité de contrainte.

Cette approche a été appliquée avec succés dans un contexte industriel [33, 32, 16, 119].

6.1.3 Approche formulée en contrainte

Cette approche fait appel a la théorie de la mécanique de I’endommagement continu.
Cette théorie décrit I’évolution des phénomeénes entre I’état vierge et 'amorcage de la fissure
macroscopique. Dans ce cas, le stade final de 'endommagement est la rupture de I’élément
de volume (0.1 & 1 mm pour les métaux) [72]. Cette approche est basée sur 'existence et
le cumul de deux types de dommages :
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— un endommagement de fatigue transgranulaire activé pour des essais réalisés & des
fréquences élevées

— un endommagement de fluage intergranulaire activé pour des essais de fluage et pré-
dominant pour des essais de fatigue réalisés a des fréquences peu élevées (forte compo-
sante de fluage) ; les prémisses reposent sur les travaux de KACHANOV & RABOTNOV
modélisant la rupture par fluage pur.

Cette approche étudiée en détail dans la partie suivante pour 'acier X38CrMoV'5
constitue un cadre complet et modulable suivant les applications considérées.

Elle permet de tenir compte des effets du temps et de son interaction avec ’endom-
magement de fatigue. Comme l'ont montré de nombreuses études, la non linéarité des
courbes d’endommagement de fatigue et ’effet du cumul des deux types d’endommage-
ment peuvent étre considérés |29, 28, 22, 71, 75]. Cette approche phénoménologique a été
utilisée avec succeés dans un cadre multiaxial [61]. Elle permet en outre de considérer une
évolution de 'endommagement différente en tension et compression 72| et de prendre en
compte les effets sur la durée de vie de la variation de température au cours d’un cycle
ainsi que du vieillissement du matériau [90]. Elle peut étre modifiée de maniére & mieux
considérer les phénoménes d’amorgage de fissures. L’étude de CAILLETAUD & LEVAILLANT
[19] décompose I’endommagement de fatigue en deux lois d’évolution distinctes, la premiére
représente le micro-amorcage et la deuxiéme la micro-propagation. L’interaction avec l’en-
dommagement de fluage n’est possible que sur la partie de 'endommagement de fatigue
correspondant & la micro-propagation. Le méme genre d’approche peut prendre en compte
les effets de I’environnement (oxydation) sur ’amorcage [58]. Enfin, ces lois formulées en
contrainte peuvent également s’écrire en terme de déformation [73].

La liste de modéles présentée dans cette section n’est pas exhaustive, des informations
supplémentaires sont accessibles dans ’article de FATEMI & YANG [51] qui présente un état
de ’art des théories de prédiction de durée de vie recensées dans la littérature.

6.2 Modéle de dommages continus

La résistance a la fatigue d’'un matériau est donc déterminée par sa durée de vie au
travers d’un nombre de cycles a rupture. Dans ce genre de formulation, la variable critique
est la contrainte. Cette caractérisation peut se représenter en général par un diagramme
représentant la demi-amplitude de contrainte en fonction du nombre de cycles & rupture
6.3. Cette courbe, appelée courbe de Woehler ou courbe S-N se divise en trois domaines :

— Le domaine 1 ol les amplitudes de contraintes sont élevées, se caractérise par des
nombres de cycles a rupture allant jusqu’a 5.10% cycles. C’est le domaine de la fatigue
oligocyclique.

— Le domaine 2 ou les amplitudes de contrainte sont moins importantes, correspond au
domaine de ’endurance limitée avec des nombres de cycles & rupture compris entre
5.10* — 5.10° cycles.

— Le domaine 3 est celui de 'endurance illimitée pour des amplitudes de contraintes
faibles. Le nombre de cycles & rupture y est supérieur & 107 cycles et peut atteindre
107 cycles.
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FIG. 6.3 — Les différents domaines d’une courbe de Woehler [105]

Le domaine 1 et le début du domaine 2 correspondent & notre étude. Le nombre de
cycles avant un endommagement irréversible des outillages de mise en forme & chaud est
en général inférieur & 10° cycles pour les aciers 55NiCrMoV 7 et X38CrMoV'5. Ainsi, ces
aciers sont principalement sollicités dans le domaine de la fatigue oligocyclique.

Les parties précédentes ont montré que les aciers martensitiques revenus avaient ten-
dance & déconsolider continuellement jusqu’a la rupture sans atteindre la stabilisation. Ce
type de comportement s’oppose a celui des aciers austénitiques. La définition d’un cycle
stabilisé nécessaire pour définir les amplitudes de contrainte dans les diagrammes de Woeh-
ler pose donc probléme. Aussi, du fait qu’a ce stade de l’essai, la déconsolidation devient
faible, le cycle pseudo-stabilisé sera choisi & mi-durée de vie.

Le modéle non linéaire de dommage continu comporte deux composantes :

— la premiére correspond au dommage dit de fatigue, et s’exprime explicitement en
fonction du nombre de cycles :
dDF = f(UMa Omean D)dN

— le deuxiéme appelé dommage de fluage correspond & la description des mécanismes
dépendant du temps sans pour autant que 1’on préjuge de leur type. Il s’exprime en
fonction du temps et se calcule en intégrant une contrainte moyenne équivalente sur
un cycle.
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La mesure de 'endommagement peut également s’obtenir a partir des points expéri-
mentaux. Il existe plusieurs méthodes pour cela. L’une d’elle considére qu’au cycle stabilisé
(cycle a mi-durée de vie dans cette étude), il existe une loi cyclique reliant les paramétres
mécaniques [22]. Cette loi est généralement approximée par une fonction puissance (rela-
tion de RAMBERG-OSGOOD) :

me
_ [ A
Aey = <7‘Z>

On suppose également que cette loi reste vérifiée tout au long de ’essai de fatigue en
utilisant le concept de la contrainte effective :

Ao
Acesr=1=p

Ainsi, a chaque cycle, on aura :

* Ao e
Agy, = <KC(1—D) >

Par conséquent, en supposant que le dommage soit nul jusqu’au cycle stabilisé :

0 pour Ag, < Agy

D= 1 (6.4)
1- <§Zz> ‘ pour Ag, > Aey

6.2.1 Endommagement de fatigue

Dans le cas de la fatigue pure, la loi rend compte de U'influence sur la durée de vie des
paramétres caractéristiques des cycles, a savoir la contrainte maximale o, et la contrainte
IMOyenne opqy. Différentes lois d’évolution ont été formulées [22| pour rendre compte de
I’évolution du dommage. L’une des plus simples s’exprime par :

_ AdP
dD = Ai(l_D)a(Aa) dN

Son intégration entre D = 0 et D = 1 conduit au nombre de cycles & rupture en fatigue
et celle entre D = 0 et D permet d’exprimer 1’évolution du dommage en fonction du nombre
de cycles a rupture :

Ou encore :

Ainsi :
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Cependant, pour beaucoup de matériaux, I’étude du dommage expérimental conduit &
une vitesse de dommage nulle au début de 1’essai et infinie & la rupture. Ainsi, la loi de
dommage la plus communément adoptée [90, 28, 61| a la forme suivante :

Ao

B
dDF _ dD _ (1 _ (1 _ D)ﬁ—i—l)a(UM,Umoy) (W) dN
M(0moy) = Mo(1 — bomoy)

Ainsi, le nombre de cycles & rupture dans le cas ol le dommage de fatigue agirait seul
s’obtient en intégrant le dommage entre 0 (matériau vierge de tout endommagement) et 1
rupture de 1’élément de volume (amorcage de fissures). On a suivant les cas :

-8
Np = ﬁ T3 <2A_1\(/71> si a est pris indépendant du chargement

ou :

OM—0]

-
Np = m<"u_‘w > (f—ﬁ) si « est pris dépendant du chargement

De plus, I’évolution du dommage de fatigue peut s’exprimer en fonction du nombre de
cycles et du nombre de cycles & rupture en fatigue en intégrant le dommage entre 0 et une

valeur D :
==\ A1
N )TN
D:1—<1—<N—F> > (6.5)

Dans le cas de cycles symétriques, on prend o,,,, = 0, I'influence de la contrainte
moyenne ou du rapport des contraintes R, sur les durées de vie n’est alors pas pris en
considération.

Le coefficient « régit la non linéarité du cumul du dommage en fatigue qui est traduite
par sa dépendance vis & vis du chargement appliqué. La encore, différentes expressions ont

été considérées pour décrire la dépendance du coefficient o avec le chargement [29]. La
plupart font intervenir la limite de fatigue.

a=1—a<opy—o >

a=1- alog(%)

Aujourd’hui, la forme la plus communément adoptée sur beaucoup de matériaux est la
suivante :

azl—a<%> (6.6)

Avec :

0] = Omoy T 0'10(1 - bamoy)
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oy, correspond & la limite de fatigue pour o,,,, = 0 et o, est la contrainte & rupture. Ainsi,
cette expression traduit I’augmentation de la limite de fatigue quand 0,0y ou R, augmente.

L’évolution du paramétre o avec le chargement peut étre déterminée & partir de la
mesure du dommage expérimental (relation 6.4) et de la relation 6.5. La représentation
de la relation 6.5 dans un diagramme bilogarithmique fournit la valeur de a par le calcul
de la meilleure pente passant par le point (1,1) [22]. Ainsi, 'influence de a vis a vis du
chargement s’obtient en tracant le diagramme 1—« = f(ojs). Dans cette étude, la formula-
tion 6.6 est considérée pour le paramétre a. En effet, la mesure du dommage de fatigue n’a
pas permis de dégager une allure générale pour la représentation des valeurs 1 —a = f(opy).

Le modéle de dommage de fatigue présenté dans cette partie tient donc compte des ef-
fets de cumuls non linéaires ainsi que de l'influence des essais menés a contrainte moyenne
non nulle sur la durée de vie. Il peut également tenir compte des effets de la température
lorsque celles-ci évolue au cours d’un cycle (fatigue thermique ou thermo-mécanique). Pour
cela, on utilise le concept de la contrainte réduite qui consiste & normaliser les parameétres
mécaniques du cycle par la contrainte & rupture S = .

Ainsi, la relation précédente s’écrit :

B
_ 1\a(owm) AS/2
dD —_— (]. - (1 - D)ﬁ+ ) M <W> dN

M(Umoy) = MO(l - bamoy)

Et le nombre de cycles a rupture s’écrit :

-B
Np =+ L (AA/[% i) si « est pris indépendant du chargement (6.7)

ou :

-8
Np = ﬁ1+1) < SJ;:‘:Z”/IUU > <ﬁ% i) si «v est pris dépendant du chargement (6.8)

La relation 6.7 permet de décrire la courbe de Woehler sur une partie concernant le
domaine de la fatigue oligocyclique (Figures 6.4 et 6.5) alors que la relation 6.8 traduit de
plus les deux limites de la courbe de Woehler, & savoir la contrainte ultime lorsque que la
rupture s’opére en un quart de cycle et la limite de fatigue pour un nombre de cycles a
rupture infini (Figures 6.7 et 6.8).

6.2.2 Endommagement de fluage

L’endommagement dit de fluage concerne la contribution des mécanismes dépendant
du temps qui se manifeste préférentiellement & haute température et pour des essais & basse
fréquence.
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La loi d’évolution de I’endommagement de fluage repose sur les travaux de KACHANOV
en 1958 et RABOTNOV en 1969 :

dD¢ = dD = (%) (1 — D)~*at

De maniére analogue & la fatigue, on obtient le temps & rupture en fluage en intégrant
la relation précédente entre D =0et D=1 :

—Tr
_ 1 | lql
tc = k—+1<7>

et ’évolution du dommage de fluage est donnée en intégrant entre D =0et D :

D:1—<1—ti>
C

Le nombre de cycles a rupture en fluage s’obtient en intégrant la contribution du dom-
mage de fluage sur un cycle :

et - (3) o

6.2.3 Cumuls des dommages

Suivant les conditions d’essais (température, fréquence) et le matériau considéré, les
endommagements du fluage et de fatigue peuvent agir seul ou interagir entre eux. Il existe
plusieurs maniéres de cumuler les dommages dus a la fatigue et au fluage.

Le cumul peut étre linéaire :

Il peut étre non linéaire, dans ce cas l'interaction fatigue-fluage est prise en compte de
la maniére suivante :

— pour un cycle, la contribution du fluage est donnée par I'intégrale C :

C = NLC —_ (1 _ Do)k—i-l _ (1 _ Dl)k—i-l
On tire alors D1 = f(C, Dy), ot Dy est la valeur dommage au début du cycle.

— pour ce méme cycle, la contribution de la fatigue provoque une variation du dommage
total qui passe de D1 & Dy et que 'on calcule :
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F=g-=(1—(1-D)) ™ —(1—(1-Dy)thHi=

D’ou l'on tire Dy = f(F, D1) aprés application du dommage de fatigue.

La variation du dommage au cours du cycle est donc de Dy — Dy. Le nombre de cycles
& rupture en micro-propagation est alors obtenu lorsque D = 1.

Les lois d’évolution des dommages de fatigue et de fluage ont été présentées dans leur
formulation unidimensionnelle. Ces formulations seront utilisées par la suite pour identifier
les paramétres du modéle & partir d’essais uniaxiaux. De maniére analogue au modéle de
comportement, une formulation multiaxiale du modéle de durée de vie permet son implan-
tation dans les codes de calcul de structure.

Dans les bureaux d’étude, la finalité du travail consiste & simuler le comportement
d’une structure a 1’aide du modéle de comportement pour en tirer les données nécessaires
(paramétres & mi-durée de vie). Ces données sont ensuite post-traitées de maniére a pouvoir
disposer d’une carte de durée de vie d’une structure compléte.

6.2.4 Critéres multiaxiaux

Endommagement de fatigue

Dans ce cas, la contrainte maximale o), est remplacée par la valeur maximale de l'in-
variant de Von Mises [90] :

24 = Maz(J(a))

La demi-amplitude de contrainte (ou contrainte alternée) est remplacée par une demi-
amplitude de contrainte équivalente qui permet de retrouver sous des conditions de char-
gements proportionnels ’amplitude de cisaillement octaédral [61] :

/ 1
A =1J(Ag) = %\/% <Tr((Aa_’2))> avec : Ag = Ag — gTT(Ag)l

Apres quelques calculs, on obtient :

Arr = 3v/(a1 — a2)? + (az — a3)? + (a1 — ag)?

avec : a; = AQUZ'

Enfin, la contrainte moyenne est remplacée par la contrainte hydrostatique moyenne;

S = 1) = 5 (Mintir(@) + Mastorc)

Ainsi, les relations 6.7 et 6.8 deviennent respectivement :
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Np = ﬁﬁ <AAJ4(/§0)Z 2> si « est pris indépendant du chargement

ou :

1 1-54 sas2\ 7" . .
Np = T\ ST/ iow si v est pris dépendant du chargement

Avec :
MS) = My(1 — bS)
o] = Ezoy + oy, (1 — bZEOy)

Endommagement de fluage

Dans un grand nombre de travaux [61, 90], la contrainte uniaxiale est remplacée dans sa
formulation tridimensionnelle par la fonction d” HAYHURST qui utilise les trois invariants
du tenseur des contraintes :

x(e) =a' Jo(a)+ B Ji(e) + (1 — o — B)J2(0)

Jo(o) la contrainte principale maximale

Ji(0) = oy = $Tr(0) la contrainte hydrostatique
Jo(0) = J(a) = /3Tr(c?) la contrainte équivalente au sens de Von Mises

! / N P
« , 0 sont des parameétres matériaux

La fonction I’HAYHURST permet notamment de rendre compte des effets d’endomma-
gement de fluage beaucoup plus faibles en compression qu’en traction sur un bon nombre
de matériaux |75].

La loi d’évolution du dommage de fluage 6.9 devient en multiaxial :

A A el "
R I = ) () e

6.3 Résultats de I’'identification

6.3.1 Identification de la composante de fatigue

Les coefficients se déterminent en représentant les courbes de Woehler dans un dia-
gramme bilogarihtmique. La normalisation de la demi-amplitude de contrainte (mi-durée
de vie) par la contrainte de rupture statique en traction correspondante permet de rassem-
bler tous les essais sur une courbe de Woehler maitresse, ceci quelle que soit la température
de I’essai. Ainsi, un jeu de coefficient unique pour toutes les températures est suffisant pour
identifier la composante du modéle liée & I’endommagement de fatigue.
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Cas ou «, coefficient régissant la non linéarité des courbes d’endommagement
est pris indépendant du chargement
La notion de contrainte réduite s’exprime par :

S=0/0,(T)
on aura :
as\ A
Ainsi :

-B
log(%) = %109<7<1—a>1<1+5> <ﬁ> > ~ 5log(Nr)

Ainsi [ s’obtiendra en déterminant la pente de la droite de Woehler dans un diagramme
bilogarithmique et si Yy est 'ordonnée & 1’origine correspondante, alors :

On peut donc écrire :

Np = P <%>

Ainsi, pour tous les niveaux de température, les deux coefficients & identifier sont 3 et
—B
Chr, = (1 — a)(%) .

La figure 6.4 représente la courbe de Woehler maitresse de l'acier X38CrMoV'5 servant
de base pour l'identification. Tous les résultats se rassemblent parfaitement sur la méme
droite y compris les essais de fatigue-relaxation. Cet alignement confirme & posteriori que
I’endommagement de fatigue agit seul. Ainsi, pour les conditions d’essais considérées qui se
veulent proches des procédés de mise en forme & chaud, l'acier X38CrMoV'5 ne développe
pas ou trés peu d’endommagement de fluage laissant une part prédominante au dommage
de fatigue. Ces premiers résultats corroborent bien les observations réalisées au MEB (cha-
pitre précédent) ainsi que les résultats issus de la littérature concernant cet acier [40, 100].
En effet, les diverses études ont toutes clairement révélé le caractére transgranulaire de la
propagation jusqu’a la rupture. La courbe de tendance est donnée par la relation 6.7.

La figure 6.5 représente les diagrammes de Woehler ainsi que les courbes de tendance
associées fournies par le modéle pour les différents niveaux de températures.

—p
L’identification donne § = 15.09 et Cyy, = (1 — «) <M> = 1.6463.1073.

Ou
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FI1G. 6.5 — Diagrammes de Woehler pour les
différents niveaux de températures considérés

F1G. 6.4 — Courbes de Woehler comprenant
toute la base d’essais servant pour 1’identifica-
tion

Cas ot a dépend du chargement :

On écrit :
S]\l_%
1 — = CL<W>
Aussi :
o _ﬁ
=S F=aE) \ X
Ainsi :

-8 o
Sap—2L
o) = yr(aton (1)) - o (5 o)

Par conséquent 3 s’obtiendra en considérant le diagramme bilogarithmique :

Sy—2L . PN -
% = f<<1731\"1“>NF> et si Yy est 'ordonnée a l’origine, alors :

On peut alors écrire :

-5
Np = <51M_%>6W0 (%) (6.10)

Ainsi, pour tous les niveaux de température, les deux coefficients & identifier sont 3 et

-B
le rapport Cyy, = a<%> .
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La figure 6.6 représentent le digramme bilogarithmique servant de base & l'identification
des parameétres C)yy, et 3 avec :

Le rapport de la limite de fatigue sur la contrainte de rupture est pris égal a Z- = 0.3.
Les figures 6.7 et 6.8 représentent respectivement la courbe de Woehler réduite associée a
sa courbe de tendance donnée par ’expression 6.10 et les courbes de Woehler par niveau
de température.

10

Demi-amplitude de contrainte réduite A S /2

10

Abscisse dépendant du nombre de cycle a rupture g(NF) Nombre de cycles a rupture NR

FI1G. 6.6 - Diagramme comprenant toute la
base d’essais servant pour l’identification

FIG. 6.7 — Diagrammes de Woehler normé
représentant toute la base d’essais

T T T
— FTR520 - FRT520 - FRC520- F2RT520
'+ FRT300
= FTR500
— — FTR550

FTR600
- = F2RT560

Demi-amplitude de contrainte A o/2 [MPa]

Nombre de cycles a rupture NR

FIG. 6.8 — Diagrammes de Woehler pour
tous les niveaux de températures considérés

Dans ce cas, les valeurs identifiées sont 3 = 12.0097 et Cpy, = 4.31.1074.
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On peut également modifier cette expression afin de tenir compte de leffet de la
contrainte moyenne (chargements dissymétriques) au travers du coefficient M et de la
limite de fatigue o; qui augmente avec la contrainte moyenne.

6.3.2 Identification de la composante de fluage

On procéde de la méme maniére en prenant la courbe de Woehler % = f(t.) afin
d’identifier les coefficients A, r et k. Le coefficient k de fluage, de maniére analogue au
coefficient a de fatigue régle la non linéarité des courbes d’endommagement et donc I’in-
teraction fatigue-fluage. Afin de déterminer ces paramétres, un grand nombre d’essais est
nécessaire. Aussi, en pratique, les 3 coefficients A, r et k sont déterminés & ’aide d’un
diagramme bilogarithmique en prenant comme valeurs de départ r < k < 15 ainsi qu’une
valeur de @ = 0.1 compte tenu de l’obligation de séparer a et M en fatigue-fluage. Les

valeurs sont ensuite ajustées.

En ce qui concerne cette étude, la composante de fluage n’est pas considérée. En effet, il
est difficile d’affirmer avec certitude que 'acier X38C'r M oV'5 ne présente aucun mécanisme
d’endommagement dépendant du temps. Cependant, ’endommagement de fatigue est suf-
fisamment prépondérant pour considérer I’endommagement de fluage comme négligeable
dans les conditions d’essais considérées lors de l'identification du modeéle.

6.3.3 Reésultats

Les figures 6.9 et 6.10 comparent les durées de vie expérimentales et calculés dans les
cas ol « est pris dépendant et indépendant du chargement. En principe, un facteur 2 est
toléré en fatigue oligocyclique. Le tableau 6.1 compare les nombres de cycles a rupture

calculés et expérimentaux.

* x DO+

FTR520 - FRT520 - FRC520
FTR300

FTR500

FTR550

FTR600

F2RT520

o

F2RT560 (A

2|~ L L L

10°

Nombre de cycles a rupture expérimental NExp

F1G. 6.9 — Comparaison des nombres de
cycles expérimentaux et calculés dans le cas
ol « est pris indépendant du chargement

cal

Nombre de cycles a rupture calculé N

T
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=
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T
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FTR500
FTR550
FTR600
F2RT520
F2RT560

=
ob

=
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\
? 10 10°

Nombre de cycles a rupture expérimental Nexp

F1G. 6.10 — Comparaison des nombres de
cycles expérimentaux et calculés dans le cas
ol « est pris dépendant du chargement
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TAB 61 — COMPARAISON NOMBRE DE CYCLES A RUPTURE EXPERIMENTAL ET CALCULE

Désignation Nrexp  Nreat °  Nreal *
O | FTR0425_1.7.10-2_300 31500 46683 64879
S [[FTRO5_2.10-2_300 10600 9466 11340
2 [FTR06_2.4.10-2_300 4400 2413 2753
FTR07_2.8.10-2_300 2900 1305 1379
FTR045 1.8.10-2 500 68500 113078 173831
© [ FTRO45_1.8.102 500 70000 159948 230228
S [FTR046_1.84.10-2_500 102000 50324 66560
| [FTRO475_1.9.10-2_500 51000 22166 _ 30150
« | FTR05_2.10-2_500 7709 13305 19263
FTR06_2.4.10-2_500 4200 3641 4467
FTR06_2.4.10-2_500 4000 2541 2900
FTR06_10-2_520 3416 1346 1221
FTR06_6.10-4_520 3354 2851 3338
FTRO75_10-3_520 1189 1026 1080
FTR09_10-2_520 878 352 300
FTR09_10-3_520 565 370 315
FRT06_10-3_20_520 2326 1958 2598
& | FRT075_10-3_20_520 974 671 739
o [[FRT09 10-3_20_ 520 544 961 1068
5 | FRC06_10-3_20_ 520 1326 2502 2414
I [TFRCO75_10-3_20_520 708 720 627
&~ ["FRC09_10-3_20_520 470 844 770
FRC06_10-3_60_520 977 5195 5089
FRC09_10-3_60_520 528 561 459
F2RT1.2_10-3_76_520 1510 925 1081
F2RT1.35 10-3_73_520 1430 896 1116
F2RT1.5_10-3_70_ 520 1050 1518 1876
F2RT1.8_10-3_64 520 495 7683 836
F2RT1.8_10-3_64 520 720 227 211
O | FTR039 1.56.10-2_550 148500 247190 166690
o [ FTR04_1.6.10-2_550 76500 119207 78648
3 [FTR0425_1.7.10-2_550 44000 30179 19315
I [[FTRO475_1.9.10-2_550 8400 10009 5995
&~ ["FTR05_2.10-2_550 9000 14932 9352
FTR06_2.4.10-2_550 3700 4551 2528
O F2RT1.1_10-3_78_560 1530 2106 1945
& [ F2RTL2_10-3_76_560 1000 1267 1066
> [F2RT1.35_10-3_73_560 820 1465 1194
' "F2RT1.5_10-3_70_560 560 471 320
S [F2RTL8 103 64 560 445 538 359
O | FTR034_1.36.10-2_600 32000 37323 47237
o [FTR035 1.4.10-2 600 19000 33373 43325
@ [FTR0O375_1.5.10-2_600 16800 9462 11592
I [ FTRO4_1.6.10-2_600 17000 22950 30441
&~ [FTR045_1.8.10-2_600 6500 2553 2751
FTRO05_ 2.10-2_600 4800 4009 4604

3Cas ou « indépendant du chargement
4Cas ou a dépendant du chargement
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6.4 Validation du modéle

Cette derniére section est consacrée & la validation du modéle de durée de vie. Pour
cela, les résultats d’essais LCF et TMF réalisés par OUDIN [100] également sur la nuance
SMV3 de 'acier X38CrMoV'5 (47 HRC) sont utilisés et confrontés avec ceux fournis par
le modéle. Les essais TMF ont été réalisés en opposition de phase en compression entre
les températures T}, €t Tinae- Un exemple de cycle TMF [100] en opposition de phase en
compression entre 200 et 600° C pour une amplitude de déformation mécanique Ac,,ecn
de 1.5% est donné sur la figure 6.11. Afin d’appliquer le modeéle d’endommagement de
fatigue dans une configuration anisotherme, tous les paramétres caractéristiques du cycle a
mi-durée de vie sont normés par la contrainte a rupture a la température correspondante.
Ainsi, la valeur de la contrainte réduite reste toujours comprise entre 0 et 1 tout au long
du cycle.

SM = o’u(oj-ﬂjir/lnzn)’ Sm - U'u(gr:mz); % - %(SM N Sm)
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F1G. 6.11 — Exemple de cycle TMF en opposition de phase en compression [100]

Les conditions d’essais, les nombres de cycles a rupture et les paramétres & mi-durée
de vie ont été relevés sur les différents diagrammes exposés dans la thése de OUDIN [100].
Ils sont résumés dans le tableau 6.2.

Les modeéles de comportement ONERA et 2M1C identifiés et validés lors la partie
précédente permettent de reproduire ces essais LCF et TMF. La figure 6.12 [100] est com-
parée aux réponses fournies par le modéle 2M1C (Figure 6.13) dans le cas des cycles
TMF200_600. Les bonnes cohérences avec des essais réalisés sur des éprouvettes issues
d’un lot de matiére différent illustrent la qualité du modéle.

La figure 6.14 illustre les adoucissements cycliques obtenus par le modeéle de compor-
tement en simulant les cycles TMF.

Les essais TMF induisent des contraintes moyennes non nulles. Ce phénoméne s’illustre
sur la courbe de Woehler par une augmentation de la limite de fatigue avec le niveau de

®Paramétres & mi-durée de vie [MPa]
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Désignation Période [s] Tiin [° C] Tomaz [° C] A€meen (%] om® om?® Ng
LCF05 - - 200 200 1.35 860 -1250 4100
LCF02 - - 600 600 0.7 260 -260 2500
LCFO01 - - 600 600 1 300  -320 1100
TMF13 230 200 600 0.5 700  -130 7500
TMF17 230 200 600 0.7 820  -280 1300
TMF10 230 200 600 1 880  -400 520
TMF11 230 200 600 1.5 1150 -625 130
TMF20 160 300 600 0.6 690  -260 2250
TMF14 160 300 600 1 900  -450 550
TMF21 190 200 500 1 900 -850 4600
TMF22 190 200 500 1.5 1200 -900 590
TMF23 226 200 550 1 1000 -500 3700
TMF24 226 200 550 1.5 1250 -750 325

TAB. 6.2 — Conbrrions p’Essais TMF et LCF REALISES SUR I’ACIER X 38CTMoV5 D’aPRES [100]
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Fic. 6.13 - Réponses Contrainte-

déformation mécanique fournies par le modéle
2M1C pour les cycles TMF200 600

contrainte moyenne. Le modeéle décrit précédemment est capable de prendre en compte cet
effet. Pour cela, des essais & contrainte moyenne non nulle sont nécessaires pour identifier
les paramétres correspondants. Compte tenu des durées de vie relativement faibles consi-
dérées pour la validation, 'effet de contrainte moyenne est négligé.

Ces essais sont réalisés a des fréquences peu élevées comprises entre 4.1072 et 6.1073
Hz. La figure 6.15 représente le diagramme de Woehler exprimé en demi-amplitude de
contrainte réduite des essais précédents ainsi que la courbe de Woehler réduite sur laquelle
I'identification a été effectuée. Deux tendances se dégagent :

— les essais LCF200, TMF200 500 et TMF200 550 se superposent sur la courbe de
Woehler maitresse. Le modéle d’endommagement semble donc bien prédire le nombre

de cycles a rupture.
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F1G. 6.14 — Courbes d’adoucissement cyclique obtenues par le modéle 2M 1C' pour les cycles TMF

— en revanche, les résultats des essais LCF600, TMF300 600 et TMF200 600 mettent
en évidence une divergence. Celle-ci met en évidence l'apparition d’un mécanisme
d’endommagement différent de celui observé jusqu’a présent et donc non pris en
compte par le modéle.

10

T T
TMF200_600
TMF300_600
TMF200_500
TMF200_550
LCF600
LCF200

OO X >+

Courbe de Woehler réduite
servant de base a I'identification

Demi-aplitude de contrainte réduite AS/2

I L I L I L I L

10" 10° 10° 10* 10° 10° 10’ 10° 10

10
Nombre de cycle a rupture Ny

Fi1G. 6.15 — Diagramme de Woehler réduit des essais LCF et TMF
Ce mécanisme réduit considérablement la durée de vie et ne peut étre attribué & un

effet de contrainte moyenne. Il apparait lorsque la température de 1’essai atteint 600° C'
et il n’avait pas été observé sur les essais précédents. En effet, les résultats d’essais de fa-
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tigue triangulaire a 600° C ou la fréquence était beaucoup plus élevée (de 'ordre de 1 Hz),
d’essais de fatigue-relaxation & une température de 560° C' et une fréquence moins élevée
égale & 1072 Hz n’ont pas révélés la présence d’'un mécanisme supplémentaire suffisament
important pour influencer I'allure de la courbe de Woehler.

Plusieurs hypothéses peuvent étre formulées pour expliquer ce phénoméne.

Phénomeénes localisés au niveau de ’amorcage

Il peut s’agir d’'un mécanisme d’amorcage plus rapide. En effet, la température élevée
de 600° C provoque l’apparition d’'une couche d’oxyde épaisse et fragile & la surface de
I’éprouvette qui va se fissurer et amorcer plus rapidement des fissures qu’a des tempéra-
tures inférieures & 600° C. Pour autant, les essais menés & 600° C' mais & des fréquences plus
élevées n’ont pas révélés un tel mécanisme. En outre, une étude antérieure [18] a montré
des différences sur la nature de la couche d’oxydes des éprouvettes utilisées lors de 'iden-
tification (chauffage résistif) par rapport a celles de validation (chauffage par induction).
Ces différences pourraient modifier les mécanismes d’amorgage.

Phénomeénes liés 4 'amorgage et la propagation

Il peut également s’agir de nouveaux mécanismes d’amorcage mais aussi de propagation
s’activant pour des basses fréquences et des températures élevées conduisant & une propa-
gation interganulaire. Les travaux de DELAGNES [40] conforte cette hypothése concernant
I’'amorgage. En effet, une étude sur la proportion des mécanismes d’amorcage a été en-
treprise en fonction de la température d’essai. Trois mécanismes avaient été observés, sur
les inclusions non métalliques, les joints de grains et les joints de lattes. Il ressort que
I’amorcage sur les joints de grains est observé qu’a partir de 400° C. Il atteint une pro-
portion de 30% a 500° C, 656% a 550° C' et 90% a 600° C. Il est & noter que tous ces
essais concernent des fréquences élevées. Ce phénoméne est confirmé par les observations
présentées au chapitre précédent page 117 (figures 5.15-5.16) sur des essais de fatigue re-
laxation de période égale a 100 s et pour une température de 560° C'. Des observations
complémentaires sur des essais & 600° C et & plus basse fréquence restent a accomplir
mais ’hypothése suivante pourrait d’ores et déja étre formulée. Jusqu’a 400° C, seul un
endommagement de fatigue indépendant du temps a lieu conduisant & un amorcage et une
propagation transgranulaires. Au dela et jusqu’a 500° C, un autre mécanisme apparait
conduisant & un amorcgage intergranulaire et dépendant du temps qui cohabite avec le pré-
cédent mais dans de faibles proportions. A 550° C, ce dernier mécanisme, de plus en plus
important, devient prépondérant. De ce constat, on peut émettre I’hypothése que la pro-
portion de propagation transgranulaire devient de moins en moins importante & partir de
600° C' pour des essais basses fréquences et laisse place & une propagation intergranulaire
(endommagement dit de fluage). Contrairement aux mécanismes d’amorcage sur les joints
de grains, les mécanismes de propagation intergranulaire n’ont pas été mis en évidence
dans les travaux antérieurs [40, 100]. Toutefois, les observations MEB réalisées au cours
de ce travail sur un essai de fatigue-relaxation d’une période de 100 s réalisé a 560° C'
semble faire apparaitre ce phénoméne (figure 6.16). Le diamétre moyen des grains de la
structure austénitique initiale évalué a environ 10 pm laisse penser & un amorgage ainsi
qu’une propagation intergranulaire. Pour autant, il n’y a pas, dans ce cas, de répercussions
sur la durée de vie. En effet, cet essai se superpose bien sur la courbe de Woehler maitresse
servant de base & l'identification (figure 6.7). Il est vrai que ce phénomeéne reste tout de
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méme marginal, la majorité des fissures observées demeurant transgranulaires. Toutefois,
des essais similaires menés cette fois-ci & 600° C pourraient avoir un impact sur la durée
de vie.

- -

Sollicitations

Fi1G. 6.16 — Coupe sens long : amorcage et propagation de fissures observés sur 1’éprouvette
F2RT1.5_10~3_70_560

Evolutions de microstructure

De nouveaux mécanismes d’arrangement de la microstructure pourraient également
étre la cause d’une chute de la contrainte & mi-durée de vie. En effet, des chutes de duretés
importantes a 600° C ont été enregistrées sur les éprouvettes TMF [100]. De plus, il arrive
qu’il y ait des dépassements de température en particulier sur des essais TMF relative-
ment longs et dont le chauffage est effectué par induction. Ainsi, la température maximale
de 'essai pourrait franchir ponctuellement celle du second revenu (égale a 605° C' pour
Pacier X38CrMoV'5) ce qui pourrait contribuer & des évolutions significatives de micro-
structure nécessitant leur prise en compte dans le modéle. Ces évolutions peuvent avoir
lieu méme sans dépasser 600° C' qui est une température de transition pour ce matériau
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surtout pour des temps d’essais trés longs comme c’est la cas ici. De maniére analogue au
comportement, ces évolutions pourraient étre considérées dans le modéle de durée de vie en
incorporant une variable de microstructure (vieillissement) comme cela a été effectué par
ailleurs [124, 90]. Ainsi, la contrainte & rupture en traction qui décroit avec la température
pourrait également dépendre de 1’état de vieillissement du matériau.

Une étude plus approfondie pour la température de 600° C' comprenant des essais a
basse fréquence semble nécessaire. Il s’agirait d’essayer de mieux cerner les mécanismes
entrainant une chute de la durée de vie (cinétiques d’amorgage ou différents mécanismes
de propagation) ou les évolutions de microstructure entrainant une chute de la contrainte
4 mi-durée de vie. Il peut aussi s’agir d’'une combinaison des deux phénoménes. Toutefois,
il convient également de s’interroger sur la pertinence d’inclure ces essais compte tenu des
fréquences de sollicitations subies par les outillages supérieures a celles considérées lors des
essais de validation (Voir IL1.5.1.3).

La figure 6.17 compare le nombre de cycles & rupture expérimental et calculé des es-
sais LCF et TMF excluant la température de 600° C'. Les prédictions sont en accord avec
I’expérience, les résultats figurent dans la base de dispersion d’un facteur deux classique
en fatigue oligocyclique. En revanche, comme attendu (figure 6.15), le modéle surestime le
nombre de cycles & rupture expérimental pour tous les essais atteignant la température de
600° C'. La prise en compte dans le modéle de durée de vie d’'un endommagement de fluage
(propagation ou méme amorgage intergranulaire), d’un endommagement di a la croissance
d’oxyde en surface du matériau [58] ou encore d’une dépendance de la contrainte & rupture
vis & vis de l'état de vieillissement du matériau [90], pourrait améliorer les prédictions a
600° C'. Toutefois, l'introduction d’un ou plusieurs phénoménes supplémentaires dans le
modele doit étre justifiée par des essais (température élevée et basse fréquence) et surtout
par des observations microscopiques complémentaires.

4 A" TMF200_500 A
10 X TMF200_550 7
¥ LCF200 J

Rcal

Nombre de cycles a rupture calculé N

10 I I

2 3 4

10 10 10
Nombre de cycles a rupture expérimental NRexp

Fig. 6.17 — Comparaison du nombre de cycles & rupture expérimental et calculé pour les essais excluant la
température de 600° C

Les nombres de cycles & rupture prédits par le modéle sont comparés aux résultats



I1.6.4 Validation du modéle 143

expérimentaux dans le tableau 6.3.

Désignation LCF05 TMF21 TMF22 TMF23 TMF24
Nk, 2414 10630 695 3214 330
Nr.., 4100 4600 590 3700 325

TAB. 6.3 — COMPARAISON DU NOMBRE DE CYCLES A RUPTURE EXPERIMENTAL ET CALCULE POUR Timae < 600° C






Conclusion générale et perspectives

Conclusion

Ce travail présente la mise en place d’'une méthodologie visant & décrire le comportement
et prédire la durée de vie en fatigue d’aciers & outils martensitiques pour travail a chaud.
Cette démarche s’articule autour deux parties complémentaires qui sont I’étude de modéles
de comportement et de durée de vie adaptés aux aciers X38CrMoV5 et 55NiCrMoV'7.
Leur identification et leur implantation éléments finis doivent permettre d’accéder a des
niveaux de contraintes réalistes dans les structures permettant une ameélioration de la
durée de vie des piéces (choix du matériau, dimensionnement de ’outillage). Les principaux
résultats de cette étude sont résumés ci-dessous.

Comportement

Une étude expérimentale du comportement macroscopique des deux matériaux a été
entreprise & partir d'une base d’essais isothermes optimisée en vue d’étudier une grande va-
riété de chargements avec un minimum d’éprouvettes. En outre, deux modéles de comporte-
ment ont été présentés en détails. Les deux modéles s’inscrivent dans le cadre des processus
irréversibles de la thermodynamique. Le premier développé & 'ONERA est une approche
macroscopique alors que le second appelé 2M1C (deux mécanismes, 1 critére) développé
4 'ENSMP correspond & une approche intermédiaire. Ce dernier permet de conserver les
principaux avantages des approches cristallographiques en considérant plusieurs flux in-
élastiques. Pour autant, il conserve un nombre de variables internes restreint comme dans
les approches macroscopiques. Ainsi, il autorise une meilleure représentation des maté-
riaux avec un colt de calcul moindre en comparaison des modéles cristallographiques o le
grand nombre de variables internes ainsi que la finesse du maillage & considérer (meilleure
représentation du grain et des contraintes locales) nécessitent le développement du calcul
paralléle [45].

A partir de la base expérimentale et des modéles, la méthodologie d’identification a
été présentée. Celle-ci a été réalisée avec une complexification croissante des modéles. Ils
s’avérent que les deux modéles donnent des résultats satisfaisants lorsque des essais en
amplitude de déformation sont considérés. En revanche, un meilleur compromis semble
étre obtenu avec le modéle 2M 1C, lorsque des essais en contrainte sont ajoutés a la base
expérimentale. La partie isotrope permettant la description de l’adoucissement des maté-
riaux est commune aux deux modeéles. Elle comprend deux variables isotropes avec prise
en compte d’'un effet de mémoire de la déformation plastique. En revanche, la nature de la
composante cinématique est difficilement comparable, les variables ne jouant pas le méme
role. Elle comporte deux ou trois variables cinématiques indépendantes pour le modéle de
I’ONERA, deux variables couplées pour le modéle 2M 1C'. Pour chacune des modélisations,
les effets des différentes variables sur le comportement sont discutés autant d’un point de
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vue mathématique, que physique. Le modéle 2M1C a permis d’interpréter les réponses
fournies par les deux mécanismes en s’appuyant sur des résultats expérimentaux établis
par ailleurs [83]. En effet, les roles des carbures et des dislocations, principaux responsables
de l'adoucissement cyclique, sont étudiés au travers de la composante isotrope du modéle
pour les évolutions lentes mais aussi pour des temps plus courts, lors d’une hystérése, au
travers de la composante cinématique.

La validation des modéles est ensuite examinée. Cette étape nécessite leur implanta-
tion dans un code de calcul éléments finis. Pour cela, les deux formulations multiaxiales
sont implantées dans ZebFront (le calcul final étant réalisé dans ABAQUS). La méthode
de résolution locale pour l'intégration du modéle la plus aisée & mettre en ceuvre est la
méthode de Runge-Kutta, cependant les développements nécessaires a 'utilisation d’une
méthode implicite (f-méthode) sont également présentés. Au cours de cette étude, les deux
méthodes ont fourni des résultats satisfaisants. Ce travail préliminaire accompli, deux types
de validations ont été abordés, la premiére dans une configuration isotherme, la seconde a
partir d’essais de fatigue thermique. La validation isotherme considére des éprouvettes avec
différentes concentrations de contraintes et différents niveaux de chargements, deux me-
sures comparatives ont été effectuées sur les éprouvettes a 1'aide d’extensométres transverse
et longitudinal. Malgré la difficulté de mise en ceuvre des mesures radiales, les résultats
sont globalement satisfaisants quels que soient les chargements et la géométrie d’éprou-
vettes considérés. La validation anisotherme est le fruit d’un travail de coopération avec
I'université de KARLSTAD ou un banc d’essai de fatigue thermique instrumenté en mesures
de déformation a été développé. Le modéle assure une bonne reproduction des cycles de
fatigue thermique mais sous-estime le rochet thermique observé expérimentalement. Un
approfondissement de cette étude serait nécessaire (carte thermique radiale, calcul des dé-
formations résiduelles...)

Durée de vie

Cette partie porte exclusivement sur 'acier X38CrMoV'5 ou les données en terme de
durée de vie sont plus nombreuses. La premiére tache fut de rassembler les essais isothermes
déja réalisés au laboratoire sur ce matériau (Theése de DELAGNES [40]). La base expérimen-
tale a ensuite été complétée par d’autres essais afin de couvrir une large gamme de niveaux
et de fréquences de sollicitations. D’un point de vue microstructural, les mécanismes de
propagation de fissures transgranulaires déja connus, ont été confirmés. Toutefois, de nom-
breuses incertitudes demeurent quant aux mécanismes d’amorcage.

A T’aide de tous ces essais, un modeéle d’endommagement continus (type ONERA) a
été identifié avec succés. Compte tenu des observations expérimentales, seul un endom-
magement de fatigue a été considéré, ’endommagement dit de fluage correspondant aux
mécanismes dépendant du temps ne s’activant pas lors des essais servant de base a 'iden-
tification. Ce genre d’approche a l’avantage de couvrir une grande partie des domaines
de la fatigue, d’étre valables sous des conditions de chargements thermo-mécaniques mul-
tiaxiales. Une validation du modéle a été entreprise a ’aide d’essais LCF et TMF menés
lors d’un précédent travail au CROMeP (Theése de OUDIN [100]). Pour les essais LCF et
TMF excluant un chargement thermique a la température de 600° C, les prédictions four-
nies par le modeéle sont satisfaisantes (facteur deux dans la bande de dispersion). Pour les
cycles LCF et TMF soumis méme momentanément & un chargement thermique de 600° C,
le modele surestime le nombre de cycles a rupture expérimental. Des mécanismes d’endom-



Conclusion Générale & Perspectives 147

magement aggravants et différents de ceux observés jusque 14 ainsi que des mécanismes
d’arrangement de microstructure pourraient étre la cause de cette divergence du modéle.

Perspectives

Comportement

L’approche abordée avec le modéle 2M 1C' fournit deux mécanismes de déformation
auxquels deux états de contraintes peuvent étre associés. Ce travail tente de relier les évo-
lutions de microstructure (carbures et dislocations) mises en évidence au cours d’un essai
de fatigue oligocyclique [83] avec les mécanismes définis par le modéle 2M 1C. Toutefois,
cette discussion demande & étre approfondie. En particulier, ’adoucissement cyclique pro-
voqué au % par les dislocations et au % par les carbures n’a été quantifié que pour un seul
essai de fatigue [83]. Il serait intéressant d’appliquer les modeéles de TAYLOR et OROWAN
et donc d’étudier ’évolution de ce rapport pour des conditions de sollicitations et de tem-
pérature ainsi que pour des duretés initiales différentes. Cette évolution pourrait ensuite
étre corrélée aux résultats fournis par le modéle 2M1C.

La validation du modéle de comportement en anisotherme a été réalisée & partir d’essais
de fatigue thermique. La densité de flux imposée dans la simulation a été déterminée &
l'aide de mesures de températures a la surface de 1’échantillon. Aucune validation de la
carte thermique de 1’éprouvette n’a été effectuée dans la profondeur. Une mauvaise prise
en compte du gradient thermique radial peut étre une des causes du rochet thermique
expérimental sous-estimé par le modele. Une instrumentation de 1’éprouvette n’a pu étre
réalisée lors de cette étude mais demeure nécessaire afin de connaitre la distribution de
température dans la profondeur.

Durée de vie

Plusieurs extensions au modéle sont envisageables. La premiére préoccupation concerne
sans nul doute le phénomeéne observé sur les essais LCF et TMF lorsque la température
atteint 600° C. Dans un premier temps, il s’agirait d’effectuer des essais supplémentaires
d’abord isothermes & 600° C' dans des conditions voisines de sollicitations (fréquence) puis
d’étudier les mécanismes d’amorcage et de propagation qui pourraient expliquer une telle
chute de durée de vie. La dépendance entre la contrainte a rupture et ’état de vieillissement
du matériau doit également é&tre étudiée. Une fois ce travail accompli, ces phénomeénes pour-
raient s’incorporer dans I’approche d’endommagement continu ce qui permettrait d’étendre
la gamme d’utilisation du modéle.

Des essais & contraintes moyennes non nulles pourraient étre incorporés dans la modéli-
sation. La prise en compte de ce phénoméne peut étre considérée sur la courbe de Woehler
au travers de la limite de fatigue qui augmente avec la contrainte moyenne (relation de
GOODMANN).

Une validation de la chaine numérique compléte pourrait également étre entreprise. Par
exemple, de maniére analogue au modeéle de comportement, des éprouvettes avec concen-
trations de contraintes pourraient étre utilisées. Les géométries des échantillons seraient
maillées, la formulation multiaxiale du modéle de comportement implantée dans ABAQUS.
L’essai serait simulé ce qui permettrait de dégager le cycle caractéristique utilisé par le mo-
déle de durée de vie. Un post-traitement du calcul fournirait le nombre de cycle & rupture
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prédit a ’aide de la configuration multiaxiale du modéle d’endommagement continu. Ce-
pendant, la recherche d’'un critére adapté permettant de déterminer le cycle caractéristique
lorsque la durée de vie est & priori inconnue reste encore & définir pour les aciers & adou-
cissement continu.

Enfin, une validation & 1’échelle de ’'outillage pourrait étre envisagée.
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Notations employées

Tenseurs

a scalaire (ordre 0)

@ vecteur (ordre 1)

a tenseur d’ordre 2

a” transposé de a

a tenseur d’ordre 4

A Tenseur d’élasticité de HOOKE (ordre 4)
I tenseur unité d’ordre 2

£ tenseur unité d’ordre 4
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Opérations sur les tenseurs

La convention sur les indices répétés d’EINSTEIN est utilisée.

—

r=a.b T = a;b;
—
T) =a b €T; = az-jbj
z=ab Tij = Qijknbrn
—
T=a® b zij = a;b;
T=a®b Tijkh = Qijbrn
x=a:b=Tr(ab) T = a;jb;j
! 1 2 .
z =x—5Tr(z)l Déviateur

J(z)=\/3Tr@@?) (@) =,/3(); o))

<x>=xH(x) H est la fonction d’HEAVYSIDE
__ Oa . Oa

L= % Tij = by,
_ %a o Oay

L= % Lijkh = Py,



Annexe A

Implantation des modéles dans
ABAQUS

Cette partie est consacrée a 'implantation des modéles de comportement dans ABA-
QUS. Aprés quelques rappels généraux sur les méthodes numériques utilisés pour l'intégra-
tion des équations constitutives des modeéles, les développements nécessaires pour implanter
les modéles définis dans le chapitre 2 sont présentés en détail, notamment lorsque 1’on sou-
haite utiliser une méthode d’intégration implicite. De nombreux travaux concernent ce
sujet [54, 55, 10, 74].

Dans les codes éléments finis, les équations constitutives sont évaluées a chaque point
d’intégration pour simuler le comportement du matériau. L’approximation éléments finis
des problémes élastoviscoplastiques conduit :

— d’une part a Uintégration (méthode globale) des équations d’équilibre du probléme

discrétisé

K7 =F

ou K correspond & la matrice de rigidité globale, @ aux déplacements aux nceuds et 7
aux efforts extérieurs.

— d’autre part, ces équations sont combinées & l'intégration locale a I’intérieur de chaque
éléments des équations constitutives du modéle de comportement élastoviscoplastique
Ep, X, R....

Les méthodes d’intégration numériques permettant la résolution des équations d’équi-
libre (méthode globale) mais aussi celle des équations constitutives (Schéma d’intégration
local) différent suivant les logiciels utilisés [10].

Dans le cadre de cette étude, le solveur d’ABAQUS permet la résolution des équations
d’équilibre globales. Les modules Z-MAT et ZebFront utilisent les schémas d’intégration
implantés dans Zébulon afin de résoudre les équations constitutives. Deux méthodes locales
sont disponibles :

— une méthode explicite de Runge-Kutta

— une méthode implicite (f-méthode) qui nécessite le calcul de la matrice jacobienne
associée au modéle de comportement résolue par la méthode de Newton-Raphson.
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Z-MAT ajoute une capacité a fournir des équations constitutives basées sur une for-
mulation en variables thermodynamiques rigoureuses. La tadche numérique premiére des
calculs éléments finis est de fournir la valeur du tenseur des contraintes et des variables
d’état a la fin d’un incrément de chargement connaissant les valeurs au début de I'incrément.

Plus précisément, nous pouvons définir un objet regroupant :

les variables d’état (primales) comme la déformation et associées (duales ) comme la

contrainte.

— un jeu de variables d’état.

— un jeu de variables auxiliaires non nécessairement utilisé dans les calculs mais utiles
dans le post traitement.

— des paramétres externes prescrits par 1'utilisateur agissant comme un chargement
externe, par exemple la température dans un calcul mécanique découplé.

— des paramétres matériau identifiés pour chaque niveau de température.

Les équations constitutives sont exprimées comme un systéme différentiel du premier
ordre, les dérivés des variables d’état étant définies comme des fonctions des variables pri-
males. L’intégration du systéme peut étre fait par des méthodes implicites (6- méthode ou
méthode du point milieu généralisé) ou explicites (méthode de Runge-Kutta avec mise en
oeuvre d’un pas de temps adaptatif).

La partie suivante issue du livre Mécanique non linéaire des matériauz [15], présente

les différentes méthodes utilisées dans le module développeur de Z-MAT afin d’intégrer les
modéles de comportement a implanter.

A.1 Présentation générale
Une équation différentielle d’ordre 1 peut se mettre sous la forme :
0; = filt,v1,..,0n), i=1,..,n
C’est a dire :
{o} = {f}Ht.A{v})

La méthode d’Euler est totalement explicite et est trés simple & mettre en ceuvre car
elle repose uniquement sur la donnée du vecteur {v} au temps initial ¢ :

{v}(t + At) = {v}(t) + At{o}(t, {v})

Toutefois, cette méthode n’est ni précise, ni stable.

A.1.1 Méthode explicite [15]

La méthode de Runge-Kutta est la plus facile & mettre en ceuvre.
En utilisant un développement de Taylor, on obtient :
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{w}(t + At) = {v}(t) + {0} (t) At + O(At?)

L'intégration d’Euler donne donc une précision & 'ordre O(At?). On peut toutefois
effectuer un essai sur le point milieu (¢ + %) On pose :

{001} = AN
(Bua) = Ae{o e+ 4, 0)0) + oun)) = e (0 + 40 = (Aua) + £}
Le développement de Taylor a I'ordre 2 donne :
W}t + At) = {v}(t) + {0} () At + {8} (t)At? + O(AL?)
Ce qui donne finalement :
{w}(t + At) = {v}(t) + {6v2} + O(AL?)

On a ainsi éliminer le terme du premier ordre en Atf, on obtient alors une méthode du
second ordre. La procédure peut étre généralisée. Ainsi, une méthode d’ordre 4 s’écrit :

{o}(t + At) = {v}(t) + t{6v1} + 2{ova} + {vs} + 2{ovs} + O(AP)
{ou1} = At{o}(t, {v}
{dve} = At{v} <t + 5 At £y} + 2{51;1})
{0v3} = At{z‘;}< + 5t {v} + 2{%})
{6vs} = At{v} <t + At {v} + %{51;3})

Cette méthode demande 4 évaluations de la fonction {0} alors que la méthode du se-
cond ordre n’en demande que 2. Elle sera donc plus efficace si elle permet un pas de temps
deux fois plus grand pour une méme précision. Toutefois, ordre élevé ne signifie pas tou-
jours précision élevée. Ainsi, il convient d’employer une méthode & pas adaptatif.

Celle-ci consiste a réaliser de grands pas de temps 1a o la fonction {0} varie peu et de
raffiner la discrétisation lorsque {0} varie rapidement.

A.1.2 Méthode implicite ou #-méthode [15]

Cette méthode est plus difficile & mettre en ceuvre car elle nécessite le calcul de la
matrice jacobienne associée au modéle de comportement. Cette méthode est en général plus
robuste que les méthodes explicites pour les steps considérant des temps importants (durée
de vie ...). Le calcul de la matrice jacobienne permet une convergence globale quadratique.

Notons {Av} U'incrément du vecteur {v} sur le pas de temps {At}.

La méthode du point milieu généralisé évalue {Av} de la maniére suivante (0 < 6 < 1) :
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{Av} = At {0}t + 0AL)

Pour 6 = 0, on retrouve le schéma explicite d’Euler. Si 6 # 0, les équations précédentes
doivent étre résolues afin de trouver {Av} qui les satisfait.

Pour cela, il suffit de résoudre le systéme non linéaire d’équations suivant :
{R} = {Av} — At{v}(t + 6At) = {0}

La méthode de Newton-Raphson est alors utilisée pour laquelle il faut évaluer le jaco-
bien [J] de I’équation précédente.

o{v
)= Faer = (1= Atgrsiylesa

A.2 Mise en ceuvre

Afin d’implanter les modéles de comportement dans ABAQUS, le logiciel Z-MAT est
utilisé. Les modéles sont ainsi décrits sous forme de brigques construisant le matériau tel
que le critére de charge, I’écrouissage cinématique ou isotrope.

Plusieurs briques peuvent ainsi étre combinées par 1’utilisateur pour fabriquer de nouveaux
modéles. Des informations supplémentaires sont disponibles dans la notice utilisateur [123]
ou la theése de FOERCH [54].

Z-MAT peut s’utiliser de 2 facons :

— mode utilisateur, afin d’accéder a la librairie Z-MAT, un fichier matériaux doit étre
créé, les liens avec ABAQUS s’effectue ensuite & ’aide des mots clés utilisés habi-
tuellement pour générer un UMAT.

— mode développeur (ZebFront), ou la programmation se fait en C++ qui utilise des
commandes définies par ZebFront permettant la déclaration des modéles et de leurs
variables (scalaires, tensorielles d’ordre 2 ou 4). Ceci permet d’écrire les différentes
équations sous forme tensorielle, éliminant ainsi un grand nombre de boucles de pro-
grammation.

D’un point de vue intégration des modeles, les deux méthodes (explicite et implicite)
sont accessibles dans le mode utilisateur.

Concernant le mode développeur, la méthode explicite est la plus facile & mettre en
ceuvre car seule la définition des équations d’évolution du modéle est demandée. La mé-
thode implicite est beaucoup plus complexe & mettre en ceuvre. Sur chaque incrément de
temps At, les équations constitutives du modeéle sont écrites en terme d’incréments suppo-
sés des variables d’état, ce qui définit la matrice résiduelle. Pour des raisons de convergence,
celle-ci doit étre proche de zéro. Les termes diagonaux de cette matrice sont toujours initia-
lisées & I'unité. Comme le jeu d’équation sera résolu par ’algorithme de Newton-Raphson
pour trouver l'incrément des variables d’état, on doit aussi spécifier les dérivées partielles
de la matrice résiduelle de chaque variable.
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Les variables C++ sont automatiquement générées avec les noms :
— f vec_ warname pour la matrice résiduelle.
— dwvarnamei_dwvarnamej pour les dérivées partielles.

Ceci permet ’assemblage de la matrice jacobienne et forme un systéme résolu a chaque
itération.

Les deux parties suivantes présentent des éléments de calculs permettant la constitution
des matrices résiduelle et jacobienne des deux modéles de comportement qui font I’objet
de cette étude.

A.2.1 Implantation numérique du modéle de ’TONERA

rappel : lois d’état et équations d’évolution du modéle

Cette partie est suffisante pour la méthode explicite. Une intégration de type Runge-
Kutta avec pas de temps adaptatif nécessite seulement I’expression des équations d’évolu-
tion du modéle.

Notons : X = Z§:1 Xiet R= Z?:o R;.

— Lois d’état :
og=Ac¢.

X;=2C04 i=1,2,3
R = biQrs; pour : i =1,2 Q1 = Q1o0(1 — e724)
— Surface de charge : f=J(c—X)— R
n
— Effet visqueux : p =0 = <%>
— Loi isotrope : 7, = 0(1 — bjry) i=1,2;

— Loi cinématique :

mi—l mg
&; =v(n — Do) — <%> J(afi,) <%(Za1)> i=1,2car: J(X;) = %C’iJ(ai)

i L

&3 = &, — D3vag = 0(n — D3a)

— Déformation plastique : ¢, = in

! !
_ Haire ey = /30 =X
Normale unitaire & la surface de charge : n = \/g To=X)

~ Surface de non écrouissage : F' = 2J(g, —§) — ¢

— Effet mémoire du trajet des déformations plastiques :
g=nH(F)<n:n*>7
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§=\/§(1—n)H(F)<ﬂ:@*>@*@

C e , . ep—¢
— Normale unitaire & la surface de non écrouissage : n* = \/g ﬁ
¢

Matrices résiduelle et jacobienne

Cette partie est nécessaire pour 'implémentation d’une méthode d’intégration implicite
(f-méthode). L’algorithme de Newton-Raphson est utilisé pour résoudre le systéme suivant
implicite en terme d’incréments de variables internes, pour un incrément de déformation
mécanique et un incrément de temps donnés :

&:Ae_e—Aﬂ—l—\/gAvQ:O

szAv—<%> At =0

mi_l mg
o, = 80— (VDo )aos (3) " g (2)
Ry = Ao — AU<\/§Q - D3%>

er = ATl — Av(l — blTl)
RTQ = AT‘Q — Av(l — bQ )
R, =Aq—nH(F > Av

Re = AL — \/71— )<@:@*>Q*Av

Dans le systéme d’équations précédent, les variables internes comme «; sont exprimées
comme «;(t) + 8Aq;. Le systéme final peut s’avérer tout a fait complexe.

La matrice jacobienne suivante est assemblée pour former le systéme d’équations résolu
& chaque itération de Newton-Raphson :

OR. OR. OR. OR. OR. OR. OR. ORe  ORe

& O0Aee O0Av 0Aa;  0Aaz O0Aasz O0Ar; OATy 8E] 8A_§ A&
ORy IRy ORy ORy ORy ORy ORy IRy OR,

Rv O0Aee 0Av 0Aa;  O0Aaz O0Aasz O0Ar; 0Ars 0Aq 0AE Av
ORay; ORay ORa, ORa, ORay ORa; ORay ORa; ORa,

ROél 0Aee OAv 0Aa;  OAaz O0Aasz OAr; OATro 0Aq 0AE AO41
ORay ORay  ORa, ORa, ORay  ORay  ORay ORay  ORa,

Ra? 0Aee 0Av 0Aa1 OAas OAas OAr; 0ATro 0Aq OAE A%

aRQ ORaq aRg aRg aRQ ORay ORaz ORay ORag
0Aee 0Av 0Aa1 OAas OAas OAr; 0ATro 0Aq OAE

e
I
|
g
8

R OR;, ORy, OR,, 0O8R, OR, ORr, ORy ORr OR; Ar
1 OAe, OAv 0Aaq OAas 0Aas OAT1 OATy 0Aq 0AE 1
R OR,, ORqy ORq, OR., ORy, ORr, ORqy ORr, ORy A
T2 0Ae, 0Av 0Aaq OAas 0Aas OAT1 OATy 0Aq 0AE 72
R OR, OR, OR, YRy ORy YRy OR, YRy ORy A
q 0Ae, O0Av 0Aaq OAas 0Aas 0ATy 0Ars 0Aq 0AE q
R OR:  ORg ORe  OR¢  ORg  OR;  ORe  OR;  ORg A
a3 9he. OAv ODai Obas Obaz OAri  OAr;  0DAq  ODE S

Le calcul des termes composant la matrice jacobienne donne les résultats suivants, le
détail des calculs est présenté en compléments :

pour R :
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on I——n®n ,
0 = 2 J(U X) tenseur d’ordre 4

gf: =1+ \/7 Ap2Z 7504 tenseur d’ordre 4

9Ac — \/ 3 tenseur d’ordre 2

OR. .

PAa — — %90¢Avg—§ 1=1,2,3 tenseur d’ordre 4
OR. B

o, = 0 +:=1,2

OR. o]

n—1
> Atn A tenseur d’ordre 2

n—1
gf’; =1+ <%> LAL(b10Q1e7"1 + byfQoe~2Y) scalaire

n—1
aafé = %9@%<%> Atn 1=1,2,3 tenseur d’ordre 2
n

At scalaire

ORa, on ’
The = —\/7A 05,4 1=1,2,3 tenseur d’ordre 4

ORq, 3 . ,
Fro — —(\/;ﬂ — D;oy); 1=1,2,3 tenseur d’ordre 2

ORq,;
A = \/790 Av a" i#] tenseur d’ordre 4

m;—1 m;
8Raz an T l Czj(az) 1

m;—1 m;
%QJ(IZ-)?’ <CJT(Q_)> Ata; © ai

mz_l mi—l
% %QM?}i(ii)Q <Czﬁle)> Ato; @ o 1=1,2 tenseur d’ordre 4

ORa
aA—a‘; =1+ 9( %ng—g + D3£> Av tenseur d’ordre 4
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ORa;  ORa;  ORa,

R,
=0

OAE — 9Aq

pour R, :

ORy;
0Aee
ORy,
0Av
ORyy
0Av

=0

1=1,2
—(1 — b17“1)

—(1 — b27‘2)
0

1=1,2;

1+ bleAU

1+ b0Av
i F ]

1

0

OR,
A

0

Q
1

= —nH(F)Av

= 20CinH(F)
i=1,2
-1

I-n

= 9An

(F)<n:n*>

= 9Ar;

scalaire
scalaire

ji=1,2,3
scalaire

scalaire

tenseur d’ordre 2

* 8n

scalaire

F)Avn*$E on.

B0 tenseur d’ordre 2

1=1,2,3

scalaire

*n* on*

tenseur d’ordre 4

J(ep—§

_\[9<

pour R¢ :

—nH(F)Avn

> = 8A_8_5
on*
0AE

tenseur d’ordre 2

on
NaAe

>+<n n* >8AE

tenseur d’ordre 2

tenseur d’ordre 4

> tenseur d’ordre 4



A.2 Mise en ceuvre

167

A.2.2 Compléments :

pour R,

<0';]. —Xzf]. >
J(c—X)

<8_> = =43k

oo — Oo - 2 0o

% ) iikh kh khl
_ /3 1 90
TV 2\ J(e—X) dopn
—./3
- 2
_ B

Ainsi, on a :

n I——n®n
8g 3 J(o X)

3 on Oo
sAvgs do OAe,

pour R,

! !
9i;—Xij 8J(a—X)
J(0—X)? Oopp

/ / /
1 (5.5 _ 95Xy [ 30Xy
Te—X) <5Zkéﬂh 38(%(21 1"”) > Je-X)?\ 2 J(e-X)

2 J(gl—i) <(5ik5jh - %5kh5ij> — nijnkh>

<%Iijkzh - (n® ﬂ)ijkh)

avec oc=Ae.
oo d(Alee+0Ac.))
car 9hec hee
on _  On
car 8& = 8—2
1=1,2,3 car X = %C (0 +0A0;) et :

=I1- 3(1—n)H(F) <ﬂ ® @%—F <n:n*> gg§> Av tenseur d’ordre 4

)
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(a) :
ORy _ -1 af
ohe; = "wEw <[ >" Atgrg
_ f -1 of Oa
= - <5x>" At@aaa_e
Donc
f n—1
ORy, _ 3
9hec — 59%<?> Atn A
(b) :

D’ou :
n—1
giz) =1+ <%> %At(bngle_blv + b29Q2€_b2U)
(c) :
; n—1 of
OR,  _
0Aq; _%<F> At N
VAN TR)¢
— T K\K 0X; 0Aay;
s n—1 o7
2
— %<?> At@§001
Donc :
n—1
OR, 2 f -
9Aa; 390”7}<F> Atﬂ Z—1,2,3
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pour R,
(a) :
ORa,
o _ 3 on
Dhee 5AvFR
— 3 on
(b) :

Dongc, il vient :

OR..,

oy ) 2 on . .
A = 00,3005 i)
De plus, pour ¢ = j

m;—1 m;
ORa; 3 on 2 8 o [ CiJ(a)\
9ha; — L <\/;8A% —Di0L)Av— {3 dha; \ T(ay \ ~ M, At

Explicitons le dernier terme, notons o; = a, C; = C, m; = m et M; = M.

<L<L CJ(Q)>m>> ) <aij <CJ(9
JAa \ J(a) M T O0Aagn \ J(@) M

\/
3
~—
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Il vient :

L<L<CJ(Q)>m> -9
8\ T\ "™ -

D’ou le résultat :

|1~
Pl
&
/\
g
D
\/
3
[\
S
e
/\
g
D
\/
3
Q
®
Q
+
NS
/\
g
a5
\/
3
L
3
=5
~
\\%l—l
)|
|©
024

I

Q)

m;—1 m; m;—1 m;
ORa, on i 1 CiJ () ‘ ’ CiJ (o) ’
= ya(@%—;w@ Av+ (%) O—J(a_i)< T > At— (%) 3070 <—MT > Atq;®

mi—l CJ( ) mi—l
i (677 .
a; + <§> SHMW}Z&) < WV > Ata; ® o i=1,2

pour R, :

Q
EQU
s
I3
N
Il
SS
N
I3
*
Y@
N
[bS
~__
_l’_
I3
Q)
N
|| ¥

(c) :

Explicitons d’abord le terme suivant :

on* _ ong \/5 il (eps;—&i5)
IAE | T OAG TV 20A& \ J(ep—9)
ijkh =P

3 2] 3 8J £ f)
] TG0 Oikdih ~ Vi > 77 Gpij — &) aAzkh

0J(ep—¢

3
2 J7(ep—0) Zﬂkh+ \/7 J(ep—E) Epl] $i1) Tazpry 3A5th

3

27(ep ylijrn + \/7 T(ep—6) 7(€pij — &ij)3 J(gp ) (Epgn = Ekn)

inn
i
it
-~V

2 7o Likn + \/79”2Jnkh I8

3 * *
27(ep (Lijkn — nz’jnkh)

Ainsi, on obtient :

on* _ 30 * *
a&—_\/;J(ip—Q(i_@ ®n")
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Ce qui définit ’expression suivante :

AR, *
a—q = —nH(F)Avng%é

|

pour R¢ :

(a) :

OR
—BA_; = —\/§<1 —n)H(F)%EE< <n:n* >n*>Av

Explicitons la dérivée partielle :

Notons a; = «

OR

7rs = —\/ 30~ D H(F)52

e

A/
A
IS
IS
*
V
I3
*
S~
>
4

Explicitons la dérivée partielle :

ol <wewur) <o (i)

Ce qui implique :

0 n

o

Explicitons la dérivée partielle :
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cycles de fatigue relaxation. La vitesse de sollicitation est de ¢ = 10735

o) sk * _ o) * * _ 0 * ok
<—a £ ( <n:n >n >) = D& < <n:n > nz’j) = D&, <Zu,v nm}nuv”zj)
= ijkh
_ on* * % on
Zu,v Nuy <8A5 nz’j + Ny <8A§>
~/ uvkh ~/ ijkh

= (n%) n; + <g§2 <n:n*>
=/ k =/ ijkh
=[n*® <Q§X2> +<n:n*> (g&)
) ijkh 7/ ijkh
Finalement :
8 5 a * a *
ey =1- %(1 —U)H(F)AU<Q* ® (&mg)"’ <n:n"> aZg)

Un exemple d’application est présenté sur les figures A.1 et A.2 en simulant quelques
~1 avec un temps

de maintien en traction de 50 s. Les coefficients utilisés sont ceux de 'acier 55 NiCrMoV'7
a 500° C de 'étape 3 du modele de TONERA.

1000

@
=}
S)

o

-500

-1000

250

— Inlégl"al?on _de ‘R_u_nge—K‘Lma T = T
+_Intégration implicite 6-méthode || T ::tzg:::;g: idmep?gi?gg:ﬁlgsode
f'; o 1000 -
4+ M
P fmwt / T
A / ! T + T +
b | Jr t 1 T
o b U b
g 1 I 1
2 I P !
° It I + ] T
] g | b1 . |
g o T 17 T
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o
§) % T Tt 1
+ + +
bd T
-500 % I j: 7
{ I
\ %
8 -6 -4 -2 0 2 i é é 10 -1000 L L L L
3 0 50 100 150 200
Déformation totale €__ et plastique £_[mm/mm] x10
tot p Temps [s]

Fic. A1 - Comparaison des méthodes
d’intégration implicite (f-méthode) et explicite
(Runge-Kutta) : réponse contrainte - déforma-

Fia. A2 - Comparaison des méthodes
d’intégration implicite (f-méthode) et explicite
(Runge-Kutta) : réponse contrainte - temps

tion

A.2.3 Implantation numérique du modéle 2M1C
De maniére analogue au modeéle de 'ONERA, voici les développements nécessaires pour

implanter le modeéle 2M1C' dans Z-FRONT.

rappel : lois d’état et équations d’évolution du modéle

Comme précédemment, cette partie est suffisante pour la méthode explicite. Une inté-
gration de type Runge-Kutta avec pas de temps adaptatif nécessite seulement ’expression
des équations d’évolution du modéle.
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— Normale unitaire & la surface de non écrouissage : n* = \/g =

Notons : X =37 X; et R=Y7 , Ri.

Lois d’état :
og=Ac¢ce; o0;=A0; 1=12

& = %(C”%-l-cuﬂ) 1= 1,2

R; = b;Qirs; pour : i =1,2 Q1 = Qioc(l — e 2H)

Surface de charge : f = /J(01 — X1)2+ J(02 — X2)? — R
Multiplicateur : A = <%>
Loi isotrope : 75 = A(1 — b)) i =1,2;

Loi cinématique :

mi_l m;
vo= Mo — 2 Coc + Coras ) ) — [ 2 CiaitCijay [ J(CinaitCijay)
Qi o & Cii ZZ% Z']_'] 3 J(C“%+Ci]-aj) Mi

i=1,2

Déformation plastique : €;, = }\(Alm + Agng)
ey — OF _ 3 o X/ C_
avec : n; = 9o = 2 T X e Xa” 1=1,2

Normale unitaire & la surface de charge :

n = 2f/00  _ \/5 Ai(or = X1 )+ A2(00' —X2) _ /3Nn,

B = o7 /00l 2 /A3 J(01—X1)?+ A3 (02— X2)?+3A1 Az(01/ ~ X1 ):(02 - X2) 2 Dn?
2 - ; _ 2

Surface de non écrouissage : F' = 3.J(gp, —§) — ¢

Effet mémoire du trajet des déformations plastiques :
G=nH(F) <n:n*>A\
E=\/30-nHF) <n:w >n'A

Ein_g

(ein—E)

Matrices résiduelle et jacobienne

Re = Aee —Agi+Agjy, = Aee—Agy+ A1 Acy + Ageg = Ae_e—Aﬂ+A)\<A1m+A2@> =0

RA:AA—<§> At =0

N WX

Ciiai+Cijoy J(Ciiai+Cijoy)

Aé—\/g(l—n)H(F) <n:n*>n A\

mi—l mg
o = Aqg — A1 - biq1)
e = A8g2 — AN — baga)
¢ =0Aq—nH(F) <n:n*>A\
Re =

Dans le systéme d’équations précédent, les variables internes comme o; sont exprimées
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comme «;(t) + 8Aq;. Le systéme final peut s’avérer tout a fait complexe.

La matrice jacobienne suivante est assemblée pour former le systéme d’équations resolu

& chaque itération de Newton-Raphson :

R OR. OR. OR. OR. OR. OR. OR.  ORe
Lle 0Aee DAN 0Aaq OAas 0Aq1 0Aq2 0Aq OAE
OR, ORy OR, ORy, 0ORy 0ORy ORy ORy

Ry OAec OAN O0Aai 0Dhaz 0Aqi  O0Aqs  O0Aq AL
ORa;, ORa, ORa;, ORa, ORa; ORa; ORay; ORa,

Ra, Ohee ODN Ohay 0Obhaz OAq  OAq O0Aq  OAE
R ORay ORay ORay ORay ORay ORay ORay ORa,
a2 || 9Ae. VBN TDai Ohas ODq ODge  ODq  OAL
R = | oR, ORy ORy;  ORy  ORgy  ORg  ORg  ORg,
a 9he. OAN  OAai 0DBaz OAq  0Aq;  9Aq  OAE
R ORg,, ORy, OR, OR, ORq ORq, ORgq, ORg,
q2 dhee OAN OAa; ODhas OAq 9Aq OAq  OAE
oR, OR, OR, 0R, ©OR, OR, OR, OR,

Rq 9Rhe. OAN OAai OBaz OAq  O0Ag;  9Bq  OAE
R ORe OR.  OR; OR. 0OR¢ ORc ORc  ORg
e 9Ac. OAN ODhai ODas OAq  O0Aqe 0Aq  OAL

Ace

Le calcul des termes composant la matrice jacobienne s’effectue de maniére analogue
au modéle de 'ONERA :

pour R, :
on; I-ni®n;
9oi — \[I(01-X1)?+J (02— X2)?
ong ni®n;
9o; — \/I(o1-X1)*+J (02— X2)?
OR. 20m
TAL = £+AA<A1801 +A1A2

aax = A1 + Agng

OR. ) ony
oAy _§‘9A1A)‘<Cu do;
OR.

RN =0 +=1,2

ORe 1o}

pour R) :
OR) __ —_on
9he. — VK
OR\ __
?7_1+<

tenseur d’ordre 4

i, hj=12
Ona
5, T Ardag + A

tenseur d’ordre 2

Qo
s
Il
&
DD
O
==
/\
=
\/
3
L
>
~
wm
e)
=
&
=
[e)

+Cy o > —204,A) <cl

20na
200,

Ong
g 80’

)

tenseur d’ordre 4

+Cy5 8”2> i=1,2 i#4j

tenseur d’ordre 2

tenseur d’ordre 4
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n—1
ORy _ 2,ub1q19At <%> (Qloo - Ql)

0Aq
OR
aae =0
pour R,
ORq,; )
98e, — —AA <Ai% + A; anz>9A i,j=1,2 i#j  tenseur d’ordre 4

OR., ) .
= — (& - % (C’ii% + C’Z-jaj>); i=1,2 tenseur d’ordre 2

8<J(Cii%+cij&)) 390 Ciiai+Cijay
0ha; = 2"V Tt Oay)

8<J(Cii%+Cij&)> 300 Ciiai+Cijay
R, — 2V T(ChioitCrjay)

>

aRai on; D, ) m;—1
sres = | o — B-CuOL) A+ (3

il J(Ciiai+Cijag) \ ™ ;s
%) %< B > (c”azfc”a_) (Ciiai + Cija5) @ (Ciiay + Cija ) At

Ci;L J(Ciici+Cijoy) miAt
J(Ciici+Cijoy) M;

|
>
7N\

mi 2\ s ) (Gt Ciyan) \ ™ 6Ci;
+r\ 5 s\ = W(Cﬁ%‘FC@'ﬂ)®(Oii%+cijﬁ)At§

1 m;

OR., on; 9\ " Cul J(Ciiai+Cijoy) \ "

0Aha; £ - <8A_Oli - D19£> AN+ <§> OJ(C“-%—;C’U%) < M; At
1

i J(Ciiai—i-Ci ‘Ot‘) i Cls
%) 0< _Mi — > J(Cii&—izlcijﬂ)?’ (C“% + CZ]&) ® (O“% + CZ]&)AIS

< m;—1 m;—1
1

g J(Ciig—i-cijﬂ) Cis
M; M; J(C“az+CZ]a )2
tenseur d’ordre 4

(Cuaz CZ]&) ® (C”% + Cij%)At;

ORa, R, ORa,  ORa,

ONE — OAq — OAm _ 9Ars 0

; on; on; .
A = —%9 <C¢ia%—i + C’ij%> 1=1,2 tenseur d’ordre 4

A on; In; .. .,
Oha; = —%0(02-]- 82 + O 8ZJ> ,j=1,2 1#£j tenseur d’ordre 4

aax = —(1—biq1) scalaire

—(1 — b2g2) scalaire
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gfi@ =0 i=1,235=123
gi‘;ﬁ =1+ 010AN scalaire
giié =1+ b0AN scalaire
=0 QA

: / / / /
% - ﬁ(D:) <%AiDn£_ <A1(ﬂ — X1 )+ Ax(o — Xo )> ® 8‘; <Dn>>

/ /

3A2(0; — X, Y+ A1 Az (0 —X; ] )
8<Dn>:2 i (o3 _)+12(0_] _J)’ ’L;’é]

da; Dn
gfﬁi = —UH(F)%QEK n:nt >)AN

Ae(<nior ) = (w2 +nfl )
9% — pH(F)<n:n*>  scalaire

gA—IE = %9?7H(F)Mn* <Cz’i% + Cij%); i=1,2;0#j tenseur d’ordre 2

OR, .
—aA; =0; 1=1,2
gi‘; =1 scalaire
* I—n* *

% = —\@0% tenseur d’ordre 4
Of — _pH(F)AvnZZ ¢ d’ordre 2
AE n UﬁaA§ enseur d’ordre

pour R
OR, . .
35&_6 = —\/3(I-H(F)AX <@*®<@* 88A?Z_S>+ﬂ*®<ﬂ8%a_e>+ <n:n*> ;T"E_e> tenseur d’ordre 4
OR,
aTA_i == %(1 —-nH(F)<n:n*>n* tenseur d’ordre 2

Jha; 3(1_77)H(F>A)\9 <ﬂ*®<n_*<cii%+cij(%ﬂj>>> 1=1,2 tenseur d’ordre 4

0Aq; =0 Z:1,2
ORe
ong = 0

o))
s}
e

Q)
2
|y
I
|1~
|
==
—
|
3
=
3
7 N
3
*
®
|3
Q)
SIS
|y
_|_
A\
|3
|3
*
V
Q)
SIS
|y
N———
>
>
—t+
@D
B
w0
(@)
e}
L}
o,
o
=
(oW
=
(@]
S
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De maniére analogue au modéle de 'ONERA, les figures A.3 et A.4 illustrent les ré-
ponses fournies par le modéle 2M 1C' pour les deux types de méthodes d’intégration locale

dans les mémes conditions.

T T T T
—— Intégration de Runge-Kutta
+ Intégration implicite —-méthode

1000

-500

L L L L L L L
-0.01 -0.008 -0.006 -0.004 -0.002 0 0.002 0.004

Déformation totale €, €t Plastique g [mm/mm]

-1000 L L
0.006 0.008 0.01

Fiac. A3 - Comparaison des méthodes
d’intégration implicite (f-méthode) et explicite
(Runge-Kutta) : réponse contrainte - déforma-
tion

Contrainte o [MPa]

250

T T
—— Intégration de Runge-Kutta
+ Intégration implicite B-méthode
1000 4
e
f
500 1 q
! :
T T
1
: ! I
of i T B
1 T
t [
I +
+
-500 - jrt jrr 4
I f
I 1
-1000 - - -
0 50 100 150 200

Temps [s]

Fic. A4 - Comparaison des méthodes
d’intégration implicite (f-méthode) et explicite
(Runge-Kutta) : réponse contrainte - temps
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Annexe B

Résultats d’identification

complémentaires fournis par le
modeéle 2M1C

0.01

1500 T 1500 T
— sim
+exp
1000 B 1000} i
500 E — 500+ ]
@
o
=3
o
0 B g of- ]
£
I
5
=4
o
-500 ] O _so0f ]
-1000 i -1000F ]
1500 . , . . . . . . . -1500 ! L . . ! . . . .
~001 -0008 -0006 -0.004 -0002 O 0002 0004 0006 0008 001 -001 -0008 -0006 -0004 -0002 0 0002 0004 0006 0008
Déformation € [mm/mm] Déformation € [mm/mm]

F1G. B.1 — Comparaison calcul-expérience
des cycles de fatigue relaxation 600 s a la tem-
pérature de 200° C pour ’acier X38CrMoV'5

F1G. B.2 — Comparaison calcul-expérience
des cycles de fatigue relaxation 600 s a la tem-
pérature de 300° C pour ’acier X38CrMoV'5
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MAX [MPa]

Contrainte o,
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1000
500~ q
ol ]
-500 q
-1000 q
1500 ‘ ‘ ‘ s ‘ ‘ s s s
-0.01 -0.008 -0.006 -0.004 -0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01
Déformation € [mm/mm]
F1G. B.3 — Comparaison calcul-expérience
des cycles de fatigue relaxation 600 s a la tem-
pérature de 400° C pour ’acier X38CrMoV'5
1500
— sim
+exp
1400 sim 4
+oexp
exp
sim
+exp
1300 sim b
exp
— sim
1200 q
800 ‘ ‘ s ‘ s ‘ s
1 2 3 4 5 6 7 8
Déformation plastique cumulée p [mm/mm]
Fi1Gg. B.5 — Adoucissement cyclique de
Pacier 55NiCrMoV'7
1200~
1000 -
800
600
400
200
ok
-200
-400 -
600 ‘ ‘ ‘ |
-4 0 2 4 6 8 10 12
x10°

Déformation [mm/mm]

F1G. B.7 — Comparaison calcul-expérience
des cycles en contrainte & la température de
200° C pour 'acier X38CrMoV'5
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Contrainte Opax [MPa]
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il
-
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.
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-0.01

1400
1300
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.
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0

1200
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3

S
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S
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S
T

-200

400

1000

I
-0.008 -0.006 -0.004 -0.002 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01

Déformation € [mm/mm]

F1G. B.4 — Comparaison calcul-expérience
des cycles de fatigue relaxation 600 s a la tem-
pérature de 600° C pour ’acier X38CrMoV5

200°C

T~

\ 300 C E
\ w0 1

500 C

Déformation plastique cumulée p [mm/mm]

Fig. B.6 — Adoucissement cyclique de
l’acier X38CrMoV'5

-600

0 2 4 6 8 10 12

Déformation [mm/mm]

Fic. B.8 — Comparaison calcul-expérience
des cycles en contrainte & la température de
300° C pour 'acier X38CrMoV'5
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Fic. B.10 - Comparaison calcul-
des cycles en contrainte & la température de
600° C pour l'acier X38CrMoV'5
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Fig. B.9 - Comparaison calcul
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Annexe C

Evolution des coefficients avec la

température

Evolutions des parameétres en fonction de la température pour le modéle de

I’ONERA et I’acier 55N:CrMoV7

x10°

I I I I I I I I
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

Température [°C]

F1Gg. C.1 — Evolution du module d’Young
en fonction de la température

Limite élastique vraie R0

700

650 B
N
N
600 AN B
550 ,
500 ,
- __*
450 — 4
400 . . . . . . . . .
) 50 100 150 200 250 300 350 400 450

Température [°C]

F1G. C.2 — Evolution de la limite élastique
en fonction de la température

500



Coefficient K

Coefficients Cl, C2 et C3
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Evolution des coefficients avec la température

280

260 \

2201 \

2001 \

180

1401 ~__

120 I I I
1 15 2 25 3 35

1/Température [K Y] x107

F1G6. C.3 — Evolution du ceefficient de vis-
cosité K en fonction de la température
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e
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F1G. C.5 — Evolution des paramétres ciné-
matiques en fonction de la température

Coefficient n

Coefficient D,

1851
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50 100 150 200 250 300 350 400 450

Température [°C]

FiG. C.4 — Evolution du ceefficient de vis-
cosité n en fonction de la température
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1600~
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1500 N

1400
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1200 \
1100 \
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Fi1Gg. C.6 — Evolution du terme de recou-

vrance dynamique en fonction de la tempéra-
ture

500



Coefficients M1 et M2

Coefficient le
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50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

Température [°C]

Fia. C.7 — Evolution des termes de recou-
vrance statique en fonction de la température
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0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

Température [°C]

F1Gg. C.9 — Evolution des paramétres iso-
tropes en fonction de la température

Coefficients m, etm,

Coefficient b1
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0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

I I I I I
50 100 150 200 250 300 350 400 450 500

Température [°C]

F1G. C.8 — Evolution des termes de recou-
vrance statique en fonction de la température

Température [°C]

F1G. C.10 — Evolution des parameétres iso-
tropes en fonction de la température
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Evolutions des paramétres en fonction de la température pour le modéle 2M1C
et l'acier 55NiCrMoV'7

Limite élastique vraie RO [MPa]

Coefficients Cn, C22 et 012

Coefficients M, etM,
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F1G. C.11 — Evolution de la limite élastique F1a. C.12 — Evolution des paramétres A;
en fonction de la température et A2 en fonction de la température
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F1G. C.13 — Evolution des parameétres ci-
nématiques en fonction de la température
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F1a. C.14 — Evolution des termes de recou- Fiag. C.15 — Evolution des termes de recou-

vrance statique en fonction de la température vrance statique en fonction de la température
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Coefficient K
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Evolutions des paramétres en fonction de la température pour le modéle de
PONERA et P’acier X38CrMoV'5
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Coefficients M, etM,

188

Evolution des coefficients avec la température
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F1a. C.22 — Evolution des paramétres ci-
nématiques en fonction de la température
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F1G. C.24 — Evolution des termes de recou-
vrance statique en fonction de la température
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F1G. C.23 — Evolution des paramétres ci-
nématiques en fonction de la température
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Fi1G. C.25 — Evolution des termes de recou-
vrance statique en fonction de la température
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Limite élatique vraie R, [MPa]
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192 Evolution des coefficients avec la température
TAB. C.1 — Evolution des coefficients avec la température pour 1’étape 3
ONERA BH55NiCrMoV7 X38CrMoV5h || 2M1C  55NiCrMoV7 X38CrMoV'h
E! 7937 -5.95.10~4 E? 7937 -5.95.10~4
E? 41073 4451071 E? 41073 4451071
E3 215546 -168.6 E3 215546 -168.6
E4 N 216321 E! N 216321
R} 1.15.1073 -1.06.10~* R} 8.1071 -2.2.107*
R3 -1.135 -0.277 R? -1.21 241071
R} 722 741.9 R} 814 770
KY 7105 16841 KY 7105 16841
Q 25410 27617 Q 25410 27617
K! 128 90.4 K! 128 90.4
nl -4.45.1071 -17.1 nt -4.45.10! -17.1
n? 4.8.1073 9.7.10~4 n? 4.8.1073 9.7.10~%
n3 19.97 36.4 n? 19.97 36.4
Cl -187170 -38 Ccl -577 -189350
C? 3.3.1073 1.6.10~2 Cc? 1.21.102 3.07.1073
c3 1410950 865219 C3, 443510 1383855
Cs -37093 -1780080 Ca, -24616 -34805
C3 2.2.1073 2.2.1071 C3, 3.5.1073 2.3.1073
C3 339540 2281422 Cs, 153211 146095
Ci -21570 -26614 Cl 5910 79970
C? 3.8.1073 3.3.1073 Cc%, 6.1073 8.5.107%
C3 158300 170384 C3, -157316 -140210
M -4.26 -6643 M -17.5 -3000
M? 8.1073 8.5107° M? 3.6.1073 1.55.10*
M} 500 7233 M} 813.6 3920
M, -5.58 -181 M -5.48 -2625
M 102 3.3.1073 M3 7.1.1073 2.23.1071
M3 1983 3163 M 896.5 3515
mi -1.2 -69 mj -1.11.1071 -110
m? 3.5.1073 2.4.1071 m3 9.26.107% 2.15.10%
ms3 15.25 88.2 m3 22 131
ms -0.41 -12.35 mj -1.105 -2.1071
m3 5.4.1073 1.07.103 m3 4.1.1073 6.6.1073
m3 14.4 27 m3 13 14.75
Q3 2.78.1076 -1.3.107°° Q3 1.03.1076 1.1076
2 -4.3.1073 6.2.10~4 2 -9.6.10~% 5.3.10~%
Q3 2.07 -1.2.1071 Qs 1.175 -1.14.1071
3 -430 -76.48 3 -318 -68.5
b -5.1.1078 -7.5.1077 b 2.85.1078 3.2.1078
b3 6.1.107° 4.6.107° b3 -9.3.10°6 5.9.10°6
b3 -2.89.102 -4.47.1072 b3 -1.4.1072 -3.3.1072
bl 11.55 16 bl 11.3 15.4
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ONERA H55NiCrMoV7T X38CrMoV5h || 2M1C  55NiCrMoV7 X38CrMoV'h

D; 128 Vv Vv Vv v

D3 4.26.1073 N Vv N N

D} 2026 v v v v

Al N N Al -6.6.10~2 -1.58

A? v V A2 2.3.1073 3.38.10%
A3 Vv N A3 8.5.10°¢ 2.4

Al Vi N Al 5.25.102 1.2

A2 v v A3 1.9.1073 2.107*

A3 N v A3 3.45.107¢ 6.1.1071
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MODELISATION DU COMPORTEMENT CYCLIQUE ET DE LA

DUREE DE VIE D’ACIERS A OUTILS MARTENSITIQUES

Résumeé : Ce travail constitue une contribution visant a décrire le comportement et prédire la durée de vie en
fatigue d’aciers a outils pour travail & chaud. Pour y parvenir, la méthodologie suivie, s’articule autour deux parties
complémentaires qui sont ’étude de modéles de comportement et de durée de vie adaptés aux aciers martensitiques
revenus.

Le comportement cyclique des aciers X38CrMoV'5 (47 HRC) et 55NiCrMoV'7 (42 HRC) a été étudié dans
différentes conditions de sollicitations et de température. L’influence de la vitesse et de ’amplitude de déformation,
des temps de maintien dans les cycles ainsi que les effets de rochet ou d’accommodation plastique pour des essais
pilotés en contrainte ont été inclus dans la modélisation.

Deux modéles (ONERA, 2M1C) s’inscrivant dans le cadre des processus irréversibles de la thermodynamique
ont été considérés. Ils ont été présentés et identifiés avec succés par niveau de complexité croissant selon les types
de sollicitations pris en compte. Comparé au modéle ONERA, le modéle 2M 1C' permet les meilleures descriptions
des essais en déformation et des essais a contrainte imposée. En outre, deux mécanismes différents issus du modéle
ont été rattachés aux évolutions de microstructure (dislocations, carbures) identifiées en fatigue oligocyclique.

Deux étapes de validation ont ensuite été menées fournissant des résultats encourageants : la premiére, dans
une configuration isotherme a ’aide d’essais & déplacement imposé réalisés sur des éprouvettes & concentration de
contraintes, la deuxiéme anisotherme & partir d’essais de fatigue thermique menés conjointement avec l’université
de KarLsTap (Suéde).

L’étude de la durée de vie de ’acier X38CrMoV'5 a été abordée dans une deuxiéme partie. Afin de couvrir une
large gamme de sollicitations comparable a celle induite dans les procédés de mise en forme & chaud, des essais LCF
ont été effectués pour compléter la base expérimentale existante. Les mécanismes d’amorcage et de propagation en
fatigue relaxation & 560° C' ont de plus été étudiés.

Enfin, un modéle d’endommagement continu anisotherme de type ONERA a été identifié. L’analyse des résul-
tats expérimentaux utilisés lors de ’identification n’a pas fait apparaitre de mécanisme dépendant du temps, aussi
seule la composante d’endommagement de fatigue a été activée dans la modélisation. La derniére phase de cette
étude concerne la validation du modéle de durée de vie. Les prédictions fournies par le modéle ont été comparées
avec le nombre de cycles & rupture issu d’essais LCF et TMF d’un précédent travail.

Mots clés : Modélisation du comportement cyclique, Fatigue oligocyclique, Fatigue thermique, Simulation
numeérique, Aciers martensitiques revenus, Prédiction de durée de vie, Aciers a outils pour travail & chaud.

CYCLIC BEHAVIOR MODELING AND LIFETIME ASSESSMENT
OF MARTENSITIC HOT WORK TOOL STEELS

Abstract : This work is a contribution to the description of the behavior and the assessment of the fatigue life
of hot work tool steels. For that purpose, a methodology was implemented involving two complementary parts that
are the investigation of behavior and lifetime models adapted to tempered martensitic steels.

The cyclic behavior of X38CrMoV'5 (47 HRC) and 55NiCrMoV'7 (42 HRC) steels was studied under various
load and temperature conditions. The influence of the strain rate and strain amplitude, of the dwell times within
cycles as well as ratcheting or plastic accommodation effects for stress controlled tests, were taken into account in
the modeling.

Two models (ONERA, 2M1C) formulated in the framework of the irreversible processes of thermodynamics
were considered. After their presentation, they were identified successfully by complexity level growing, according
to the kind of loads taken into account. Compared with ONERA model, 2M1C model allows a better description
both of strain controlled and stress controlled tests. Moreover, the two different mechanisms included in the model
were related to the microstructural evolutions (dislocations and carbides) identified in low cycle fatigue.

Two validations were performed providing interesting results : the first one, in an isothermal case, performed on
different notched specimens under displacement controlled tests, the second one, in a non-isothermal case, related
to thermal fatigue tests carried out in a co-operative project with the KARLSTAD university (Sweden).

Fatigue life investigation of X38CrMoV'5 steel was addressed in a second part. In order to cover the loading
conditions of the hot forming processes, LCF tests were carried out to complete an existing database. The initiation
and propagation mechanisms induced by fatigue relaxation test at the temperature of 560° C were investigaded.

A non isothermal continuum damage model (ONERA) was identified. Analysis of experimental results do not
reveal time dependant damage mechanisms, so only a fatigue damage component was activated in the model. The
last part of this work relates to the lifetime model validation. The predictions provided by the model were compared
with the number of cycles to failure resulting from LCF and TMF tests obtained in a previous work.

Keywords : Cyclic behavior modeling, Low Cycle Fatigue, Thermal Fatigue, Numerical Simulation, Tempered
martensitic steels, Lifetime assessment, Hot work tool steels.



