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Introduction

Contexte

Afin de réduire les cotits opérationnels, I'industrie aéronautique cherche a diminuer la
part que représente la consommation de carburant sur les cotits opérationnels directs. En
effet, ce poste constitue la part majoritaire de ces cotits et est en augmentation constante
(37% en 2006 contre 24% en 2003 [1]) du fait de la hausse du prix du baril de pétrole
(318 en 2003 contre 1113% en 2008 [2]). La réduction de la consommation de carburant est
de plus motivée par un enjeu environnemental visant a limiter I'impact environmental de

I’aviation civile via une diminution des émissions de gaz a effet de serre.

Dans ce contexte, les constructeurs cherchent a alléger les appareils en utilisant de
nouveaux matériaux. C’est dans cette optique que I'utilisation des matériaux composites
se fait de plus en plus massive et représente ainsi 25% du poids de 1’Airbus A380 [3] et
50% du poids du Boeing 787 [4]. Dans ce secteur concurrentiel, les producteurs d’alumi-
nium développent de nouveaux alliages, moins denses et présentant un meilleur compromis
entre leur résistance statique et leur tolérance aux dommages. Les alliages Al-Cu-Li ap-
paraissent ainsi comme une alternative intéressante aux matériaux composites dans la
mesure ou ’ajout de lithium permet d’abaisser la densité de 'alliage et d’augmenter le
module d’Young de 'alliage (chaque pourcentage de lithium ajouté diminue la densité
de 3% et augmente le module de 6% [5]). Bien que les alliages Al-Cu-Li offrent un gain
de poids inférieur a celui des matériaux composites (environ 30% de réduction pour les
composites par rapport aux alliages d’aluminum classiques [6]), ils engendrent des cotits

d’achats moindres. De plus, contrairement aux générations précédentes des alliages Al-Li
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(AA2090, AA2091), la troisiéme génération Al-Cu-Li (AA2050, AA2198), permet d’obte-
nir de meilleures propriétés mécaniques mais également une meilleure tenue a la corrosion.

Les alliages Al-Li représentent ainsi prés de 20% du poids de 1’Airbus A350 [7].

Le second axe de recherche permettant de réduire le poids des structures est de déve-
lopper des méthodes d’assemblage alternatives au rivetage. En effet, le rivetage présente
de nombreux inconvénients dont celui d’engendrer un surplus de matiére dii a la super-
position des toles a assembler. Le soudage laser est parfois ainsi utilisé, par exemple pour
assembler certaines parties du fuselage et souder les raidisseurs de 1’ Airbus A380 [8]. Les
alliages d’aluminium sont cependant difficilement soudables par les méthodes convention-
nelles du fait de l'introduction de défauts de solidification et de contraintes résiduelles
importantes. En conséquence, le soudage par friction stir welding (FSW), développé en
1991 par The Welding Institute (TWI) [9], apparait comme une alternative intéressante
puisque cette méthode de soudage permet d’assembler tout en laissant le matériau a 1’état
solide et permet des réductions de poids de 'ordre de 15% et des réductions de cotits de
lordre de 20% [10].Cette méthode a notamment été utilisée par Eclipse Aviation pour
souder les raidisseurs au fuselage de I'avion d’affaires Eclipse 500 et a permis de réduire

de 60% le nombre de rivets [11].

Projet MASAE

C’est pour répondre & cette problématique d’allégement des structures aéronautiques
que le projet MASAE (MAitrise de la Santé des AErostructures), dans lequel s’inscrit ce
travail de thése (au Centre des Matériaux de Mines ParisTech), a été mené en collabora-
tion avec EADS-TW, le CEA-LIST et 'TONERA et financé par la Fondation Nationale de
Recherche pour I’Aéronautique et 'Espace (FNRAE). L’objectif de ce projet est de déve-
lopper une approche globale d’assurance qualité nécessaire a 'industrialisation du procédé
de soudage par FSW dans le domaine aéronautique et porte plus particuliérement sur 'in-
fluence des défauts introduits par le procédé de soudage sur la santé de I'assemblage. Le
matériau de 1’étude est un alliage Al-Cu-Li (2198-T8), pressenti pour étre utilisé pour

des piéces de fuselage ou de la partie intrados de l'aile. Le projet comporte trois taches,
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chacune étant réalisée par un partenaire différent :

1. L’analyse des origines physiques de la formation des défauts et des conditions de sou-
dage associées (ONERA). Les soudures réalisées par FTONERA sont ensuite fournies

au CEA-LIST et au Centre des Matériaux.

2. Le développement de moyens de controle non destructif adaptés a la détection de

ces défauts (CEA-LIST)

3. La détermination de la nocivité de ces défauts sur la tenue en fatigue des soudures

(Centre des Matériaux, Mines ParisTech)

Objectif et démarche de la thése

L’objectif de cette thése est de déterminer 'influence de certains défauts de soudage
sur le comportement en fatigue des soudures FSW d’un alliage 2198-T8 pour une durée
de vie de l'ordre de 10° cycles et pour un rapport de charge de R—0,1. Cette durée de vie
correspond au nombre moyen de cycles effectués par 'avion au cours de son exploitation,
alors que ce rapport de charge correspond au rapport auquel est notamment soumis le

fuselage. Trois défauts ont été choisis puis produits par TONERA :

1. le résidu de plan de joint (Joint Line Remnant, JLR), correspondant & une ligne dis-
continue d’oxydes traversant la soudure et provenant de la couche d’oxydes présente

intitialement sur les chants des toles avant soudage,

2. le "kissing bond" correspondant & un défaut débouchant en pied de cordon et ca-
ractérisé par I'amorcage de fissures lors d’essais de flexion. Ce défaut est da a une

profondeur de pénétration de I'outil insuffisante,
3. le "GAP" di a un défaut d’accostage entre les toles durant ’opération de soudage.

Ces défauts ont été choisis car ils constituent des défauts internes donc non détectables
par simple controle visuel. Il est donc important de comprendre I'impact que peuvent
avoir de tels défauts sur les propriétés mécaniques et plus particuliérement les propriétés
en fatigue des soudures. De plus, les conditions d’apparition de ce défaut ne sont pas
engendrées par des écarts de process trés importants et sont donc potentiellement réalistes

dans le cadre d’une industrialisation du procédé de soudage.
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Afin de quantifier 'effet de chaque défaut de soudage sur le comportement en fatigue
des soudures, des soudures saines ont également été réalisées. Le défaut JLR étant trés
difficile a éviter du fait de 'oxydation quasiment instantanée des toles, les soudures saines
ont donc été produites en utilisant une seule tole et en faisant passer 'outil de soudage en
pleine tole pour s’affranchir de toute oxydation parasite en dehors de celle présente sur

les surfaces de la tole et que I'on négligera dans la suite de cette étude.

Les soudures et les défauts de soudage ont ensuite été caractérisés par des observations
par microscopie optique, tomographie, diffraction des électrons rétrodiffusés (EBSD) et

Microscopie Electronique en Transmission (MET).

Des essais de fatigue ont été menés sur le matériau de base, les soudures saines, les
soudures contenant un JLR, les soudures contenant un kissing bond et les soudures pro-
duites avec un défaut d’accostage afin de déterminer les courbes de Wohler des différents
matériaux. Les mécanismes d’amorcage ont ensuite été étudiés via des observations par
microscopie optique et par microscopie électronique a balayage (MEB), pour comprendre

le role joué par chacun des défauts de soudage sur 'amorcage des fissures de fatigue.

Les essais de fatigue ont montré que les niveaux de contrainte auxquels sont sollicitées
les soudures, autour d’'une durée de vie de 10° cycles, sont supérieurs & la limite d’élasti-
cité des soudures elles-mémes. C’est pourquoi le comportement plastique des soudures a
été étudié au travers d’essais de traction monotone instrumentés par un suivi de déforma-
tion par corrélation d’images, d’essais de traction in situ dans un MEB, d’analyses par

tomographie des rayons X et d’une modélisation par éléments finis 3D.

Pour compléter I'étude du comportement en fatigue, des essais de fatigue interrompus
ont été menés pour obtenir des informations sur le nombre de cycles a 'amorcage pour
chacune des soudures étudiées. Enfin, pour comprendre le role des défauts sur la rupture

finale des soudures, des essais de déchirure ductile sur éprouvettes Kahn ont été réalisés.

Le manuscrit est divisé en cing chapitres :

e le chapitre 1 est consacré a 1’étude bibliographique des alliages Al-Cu-Li et au
procédé de soudage par FSW. Les propriétés mécaniques et plus particuliérement

les propriétés en fatigue des soudures saines et contenant les défauts étudiés seront
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également abordées,

le chapitre 2 présente les méthodes expérimentales utlisées dans le cadre de cette

étude,

le chapitre 3 présente les conditions de soudage utilisées pour la production de
chacune des soudures ainsi qu’une caractérisation des différents défauts d’un point

de vue microstructural,

le chapitre 4 traite du comportement plastique du matériau de base et des soudures
FSW au travers d’essais de traction monotone et d’une modélisation par éléments
finis,

le chapitre 5 consiste en I’étude du comportement en fatigue du matériau de base et
des soudures au travers des courbes de Woéhler, des mécanismes d’amorcage, mais
également des essais arrétés de fatigue et des essais de déchirure ductile permettant
de distinguer les différents stades de la vie des éprouvettes (amorgage, propagation

stable, rupture brutale).
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Chapitre 1

Synthése bibliographique

L objectif de ce chapitre bibliographique est tout d’abord de rendre compte de l'intérét a
utiliser les alliages Al-Li pour des applications aéronautiques. Pour cela, la microstructure
ainsi que les propriétés mécaniques (traction, fatigue, ténacité) de ces alliages sont présen-
tées en se focalisant, lorsque les données le permettent, sur lalliage 2198. Puis le procédé
de soudage par friction stir welding, permettant d’assembler les alliages d’aluminium dif-
ficilement soudables par les procédés conventionnels, est présenté. La microstructure ainst
que les défauts pouvant étre produits par ce procédé sont décrits, avant de s’intéresser aux
propriétés mécaniques de ces soudures et a l'influence que les défauts peuvent avoir.
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Chapitre 1: Synthése bibliographique

1.1 Les alliages Al-Li

1.1.1 Intérét des alliages Al-Li

Les alliages d’aluminium & durcissement structural (séries 2xxx, 6xxx, 7xxx) trouvent
leur principale application dans le domaine aéronautique, ou ils sont utilisés pour leur
faible densité relative associée a des propriétés mécaniques satisfaisantes. Dans la série
2xxx, l'alliage référence est le 2024, utilisé pour les structures nécessitant une bonne
tolérance au dommage. Dans un souci d’allégement des structures, de nouveaux alliages
d’aluminium contenant du lithium voient le jour. L’objectif de ces alliages est, a terme,
de remplacer les alliages actuellement utilisés mais aussi de concurrencer les matériaux

composites.

Le principal intérét du lithium réside dans le fait qu’il permet de diminuer la densité des
alliages. En effet, le lithium étant le métal le plus léger, chaque pourcentage massique de
lithium ajouté permet de baisser la densité de 'alliage de 3%. Le lithium permet également
d’augmenter le module d’élasticité de I'alliage. Chaque pourcentage massique de lithium
ajouté augmente le module d’élasticité de 6% [5]. Enfin, le lithium permet la formation de
phases durcissantes par précipitation avec ’aluminium et le cuivre. Dans ces conditions,
les alliages aluminium-lithium apparaissent comme une génération de matériaux de faible

densité et de forte rigidité, gardant une résistance satisfaisante.

La ductilité et la ténacité des alliages binaires Al-Li étant faibles, des éléments d’al-
liage ont été ajoutés. Ainsi, dans les années 1950, Ialliage 2020, développé aux Etats-Unis,
contenait 4% de Cu et 1,1% de Li. Cet alliage présentait des propriétés mécaniques in-
téressantes mais une ténacité et une ductilité toujours trop faibles (3% d’allongement a

rupture), qui stoppérent son utilisation (premiére génération des alliages Al-Li).

A partir des années 1970, de nombreux programmes de recherche et développement ont
vu le jour, afin de mettre au point et de commercialiser de nouveaux alliages aluminium-
lithium plus fortement alliés (deuxiéme génération d’alliage Al-Li). Les plus connus d’entre

eux sont :

e le 2090, alliage & haute résistance, au niveau des alliages de la série Txxx. Cet alliage
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Figure 1.1 — Evolution de la teneur en Cu et Li dans les alliages de deuxiéme génération

(cadres discontinus) et de troisiéme génération (cadres continus) [12]

contient moins de cuivre et plus de lithium que le 2020, et permet la précipitation

de nouvelles phases durcissantes telles que Al,Culi (T1).

e le 2091 et le 8090, alliages ductiles et résistants au dommage. Le 2091 contient
moins de Cu et Li que le 2090, alors que le 8090 contient autant de Li que le 2020

mais moins de Cu.

Dans le but de réduire au maximum la densité de ’alliage, le taux de Li est maximisé.
Cependant, un taux important de Li donne une faible stabilité thermique et méne & une
fragilité intergranulaire et a une faible ténacité [13, 14]. Pour ces raisons, la troisiéme
génération d’alliages aluminium-lithium, développée depuis les années 1990, a tendance a
voir son taux de lithium diminuer. Ainsi le 2198, qui appartient a la troisiéme génération
de ces alliages, contient environ 1% de lithium et moins de 3,5% de cuivre (figure 1.1). Le
gain de poids est moindre par rapport aux alliages Al-Li de deuxiéme génération, mais

permet un compromis entre allégement et bonne tenue mécanique (figure 1.2).
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Figure 1.2 — Représentation schématique de I'évolution des propriétés mécaniques des

alliages Al-Cu-Li en fonction du pourcentage massique de Cu et de Li [12]

1.1.2 Phases présentes dans les alliages Al-Cu-Li

1.1.2.1 Phases intermétalliques

Les intermétalliques sont des phases grossiéres provenant d’impuretés telles que le fer
ou le silicium. Ces éléments, présents en solution solide & haute température, forment
des phases intermétalliques durant le refroidissement de D'alliage. On rencontre ainsi ty-
piquement les phases Al;CuyFe et MgySi [15]. Ces phases, néfastes pour les propriétés

mécaniques de lalliage (ténacité, corrosion, fatigue) sont cependant trés difficiles a éviter.

1.1.2.2 Dispersoides

Les dispersoides permettent d’améliorer certaines propriétés mécaniques du matériau
et limitent la croissance de grains [16]. Le principal dispersoide présent dans les alliages
Al-Li est f’-Al3Zr, qui est sphérique et cohérent avec la matrice (figure 1.3(a)). Cette
phase est relativement stable notamment & cause de la faible solubilité et diffusivité du
zirconium dans Paluminium [17]. En plus de controler la taille des grains, ils peuvent

également servir de sites de germination hétérogéne aux précipités ¢’ (AlzLi) [18].
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Figure 1.3 — (a) Dispersoides Al3Zr et (b) dispersoides contenant du Mn observés dans
un alliage Al-Cu-Mg-Ag-Zr et Al-Cu-Mg-Ag-Mn respectivement [19]

1.1.2.3 Précipités durcissants

Formés pendant le revenu de 1'alliage, les précipités sont responsables du durcisse-
ment structural. Rioja et coll. [20] ont représenté schématiquement, a partir d’études par
MET, les précipités pouvant se former dans les alliages Al-Li-Cu-Mg en fonction de leur

localisation (figure 1.5).

Les principaux précipités responsables du durcissement des alliages Al-Cu-Li sont :

e T1 (Al,CulLi), principales phases responsables du durcissement de ces alliages. Elles
se présentent sous la forme de plaquettes sur les plans 111 (figure 1.4(a)) et germent
de fagon hétérogéne aux niveaux des dislocations [21]. L’addition de magnésium et

d’argent permet d’augmenter et d’accélérer la germination de T1 [22].
e & (Al3Li), qui sont des précipités sphériques (figure 1.4(b)).

e 0’ (Al,Cu), qui sont des précipités semi-cohérents sous forme de plaquettes sur les

plans 111 (figure 1.4(a)).

Chen |23] et Decreus [24] ont observé des précipités T1 et 6’ d’'un alliage 2198-T8.
Denquin et coll. [25] ont observé par MET I’état de précipitation d’un alliage 2098-T8
(dont la composition chimique est trés proche de celle du 2198) et ont également remarqué

la présence de précipités T1 et 0.
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Figure 1.4 — Observations au MET montrant : (a) en champ clair, des précipités T1 et

¢’ dans un alliage 2198-T8 [23] et (b) en champ sombre, des précipités 6’ dans un alliage

2090 [26]

Strength

(111) &
1 Planes , Toughness{ T,
‘-Like

& Alyzr ()

Al CuMn,

Figure 1.5 — Représentation schématique de la morphologie et de la localisation des pré-

cipités présents dans un alliage Al-Cu-Li [20]

1.1.3 Propriétés mécaniques des alliages Al-Li

L’objectif des alliages Al-Li est de concurrencer des alliages comme le 2024. Pour

cela, ils doivent permettre une réduction de masse importante en gardant des propriétés

mécaniques intéressantes. C’est dans cette optique que l'alliage 2198 a été développé et

a fait 'objet de quelques publications. Les toles sont généralement mises en forme par

laminage et présentent donc une structure granulaire en formes de crépes plus ou moins

allongées dans le plan de laminage. Les caractéristiques mécaniques (traction, ténacité et

fatigue) de cet alliage sont ici présentées au regard de celles de alliage 2024.
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1.1.3.1 Propriétés en traction

Le tableau 1.1 présente les propriétés en traction d’alliages 2198-T8 et d’alliages 2024-
T3 et 2024-T4 que I'on peut trouver dans la littérature, en termes de limite d’élasticité, de
résistance & la traction et d’allongement uniforme. Les propriétés moyennes des alliages
2198-T8, déterminées a partir de ces données, sont globalement supérieures a celles des
alliages 2024 : la limite d’élasticité et la résistance a la traction des alliages 2198-T8 sont
en moyenne de 463 et 508 MPa suivant le sens de laminage (sens L), contre 352 et 457
pour les alliages 2024 T3 ou T4. Cela représente une différence de l'ordre de 20 a 25%,
qui est surtout due a la différence d’état thermique : un état thermique T3 ou T4 conduit
a des propriétés en traction moins bonnes qu’'un état T8. Or les propriétés (corrosion,
ténacité, fatigue) des toles des alliages 2024 utilisées comme structure aéronautique sont
meilleures dans un état T3 ou T4 que dans un état T8, et le 2024 est donc utilisé dans

ces états. C’est pourquoi la comparaison est faite avec un alliage 2024-T3 ou T4.

L’une des particularités des alliages Al-Cu-Li réside dans le fait que lalliage sollicité
dans le sens D (c’est a dire & 45° par rapport au sens de laminage, dans le plan de laminage)
présente des propriétés en traction plus faibles que dans les sens L et T (travers long),
qui ne présentent que peu de différence entre eux [27-29]. L’anisotropie en contrainte est
donc faible entre le sens L et le sens T, alors qu’elle est plus marquée avec le sens D.
L’anisotropie en déformations peut étre représentée par le coefficient de Lankford, donné
par le rapport entre la déformation transversale et la déformation dans I’épaisseur. D’aprés
les études menées par Steglich et Wafai [28] et Chen et coll. [27], le coefficient de Lankford
est inférieur & 1 dans le sens L (0,64 et 0,7) et proche de ou supérieur a 1 dans les sens T

et D (entre 1,05 et 2).

Des différences selon les trois directions apparaissent également si ’on s’intéresse au
mode de rupture des éprouvettes. D’un point de vue macroscopique, ’examen des éprou-
vettes rompues dans le sens L et le sens T montre que la surface de rupture est en biseau
dans I’épaisseur. En revanche, les éprouvettes rompues dans le sens D montrent une rup-

ture en biseau dans la largeur [27,28].

L’observation par MEB des faciés de rupture révéle également des différences entre
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les trois directions de sollicitation. Alors que les éprouvettes rompues sollicitées dans le
sens L, et le sens T présentent une rupture fibreuse, impliquant une rupture aux joints
de grains (figure 1.6(a)), les éprouvettes rompues dans le sens D présentent une rupture
ductile classique associée a la croissance de cavités (figure 1.6(c)) au centre desquelles des
intermétalliques sont parfois présents [27,28|. Dans le sens L et le sens T, des cupules sont
également présentes mais de fagon localisée et en assez faible quantité (figure 1.6(b)) [28].

De méme, dans le sens D, une rupture fibreuse peut également étre observée [27].

Figure 1.6 — Observations au MEB de faciés de rupture d’éprouvettes de traction d’un

alliage 2198-T8 sollicitées dans : (a)(b) le sens L et (¢)dans le sens D [2§]

1.1.3.2 Ténacité

La ténacité des matériaux, caractérisant leur résistance a la propagation de fissure sous
chargement monotone, est habituellement déterminée par des essais sur éprouvettes C(T).
Afin d’assimiler la ténacité mesurée par ces essais au K;¢, les éprouvettes doivent avoir
une épaisseur suffisante afin d’étre essentiellement dans des conditions de déformations

planes et développer une plasticité limitée.

Il est cependant admis que la ténacité des matériaux peut étre également obtenue par
des essais de déchirure sur des éprouvettes entaillées de type Kahn et de type M(T), qui
permettent de caractériser la résistance a la rupture de toles minces, qui ne peuvent étre
caractérisés par des essais sur éprouvettes C(T) du fait de leur faible épaisseur. Dans ce cas,
I'énergie d’amorcage de fissures (UIE, Unit Iniation Energy) est déterminée a partir des
courbes Force-Déplacement et correspond a I’aire sous la courbe jusqu’a la force maximale

atteinte (figure 1.7) [38]. Or, il a été montré de fagon empirique que I'énergie d’amorcage
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Limite

Résistance a la

Alliage d’élasticité A% Références
traction (MPa)
(MPa)

2198-T§ (6 mm) |27]
L 496 031 14,0
T 473 ol4 12,3
D 414 454 13,0

2198-T8 (3,1 mm) 28]
L 469 510
T 452 498
D 394 436

2198-T8 (5 mm) [30]
L 436 491 13,7
T 347 431 18,3

2198-T$ (5 mm) I31]
L 451 500

2024-T3/T4 (6,35mm) 32 37]

L 310-424 430-497 12
T 280-325 420-472

Tableau 1.1 — Propriétés en traction des alliages 2198-T8, 2024-T3 et 2024- T4

27




Chapitre 1: Synthése bibliographique

de fissures pouvait étre utilisée pour caractériser la ténacité des alliages d’aluminium
puisque celle-ci est proportionnelle au carré du facteur d’intensité de contrainte critique,

déterminé sur des éprouvettes C(T) [39,40].

3
1]

X

UIE

Force

Déplacement

Figure 1.7 — Représentation schématique de 1’énergie d’amorcage de fissures (UIE) [41]

C’est en suivant cette démarche que Chen [23] a déterminé les valeurs d'UIE pour
un alliage 2198-T8 fibré (d’épaisseur 2 mm) et recristallisé (d’épaisseur 6 mm) sollicité
dans le sens L-T (éprouvette sollicitée dans le sens L et propageant une fissure dans le
sens T) et le sens T-L. Il a ainsi constaté que pour une épaisseur de tole de 6 mm, la
résistance a 'amorcage dans le sens L-T est équivalente a celle dans le sens T-L (175 et
177 N.mm ™! respectivement), alors qu’elle est légérement inférieure dans le sens L-T pour

une épaisseur de tole de 2 mm (124 contre 134 N.mm™1).

Steglich et coll. [42] ont également étudié 1'anisotropie du comportement d’un alliage
2198-T8 (d’épaisseur 3,1 mm) en sollicitant des éprouvettes Kahn dans le sens L-T et T-L,
et ont constaté 1a encore peu de différence entre les deux directions, bien que la résistance
a 'amorcage soit légérement supérieure dans le sens T-L. Ils ont observé, de plus, une
propagation instable de la fissure dans les deux sens de sollicitation, avec tout de méme

une instabilité plus importante dans le sens L-T.

Afin de comparer le comportement d’un alliage 2198-T8 a celui d’un alliage 2024-T4
face a la déchirure ductile, la courbe obtenue par Chen [23| sur un alliage 2198-T8 (fibré,
d’épaisseur 2 mm) lors d’un essai sur éprouvette Kahn, a été superposée a celle obtenue

par Bron et Besson [37] pour un alliage 2024-T4 (d’épaisseur 1,6 mm) pour un méme sens
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de sollicitation (figure 1.8). La contrainte nécessaire & I’'amorcage d’une fissure dans le
cas de 'alliage 2198 est supérieure d’environ 30% a celle de I'alliage 2024-T4 (ce qui est

cohérent avec les différences de propriétés en traction des deux alliages).

L’observation des faciés de rupture des éprouvettes C(T) ou Kahn, au-dela de la zone
triangulaire correspondant sur la surface de rupture a 'amorcage de la fissure & partir de
I'entaille (triangle d’amorcage), permet de révéler une caractéristique des alliages Al-Li
qui est le délaminage. En effet, ce probléme a été rencontré dés la deuxiéme génération
d’alliages Al-Li [43,44], mais également pour ceux de la troisiéme génération [23,45]. La
décohésion le long des joints de grains dans le plan de la tole, peut étre expliquée de
plusieurs facons : par leffet de la triaxialité (qui semble favoriser ce type de rupture), par
les précipités et les inclusions présents aux joints de grains mais également par les zones
dénudées en précipités qui peuvent apparaitre lors des traitements thermiques (PFZ)

|23, 46].

Citons également I'étude menée par Warner [12], qui compare dans un diagramme
donnant la ténacité en fonction de la limite d’élasticité, différents alliages dont le 2198-T§
et le 2024-T3. La figure 1.9 montre ainsi que I'alliage 2198 offre le meilleur compromis

ténacité-propriétés en traction.

1.1.3.3 Propriétés en fatigue

Les courbes de Wohler trouvées dans la littérature pour un alliage 2198-T8 [30] sollicité
a R=0,33 et un alliage 2195-T8 sollicité a R=0,1 [29], ont été rassemblées sur un méme
graphique et comparées a celles trouvées pour des alliages 2024-T3, sollicités a R=0,05
et R=0,1 [32-34, 47|(figure 1.10). D’aprés ces premiers résultats, la tenue en fatigue des
alliages 2198-T8 et 2195-T8 semble meilleure que celle des alliages 2024-T3, en considérant
la différence de rapport de charge auquel est soumis I'alliage 2198-T8 et celui auquel sont

sollicités les alliages 2024-T'3.

Enfin, la figure 1.11 permet de comparer les données disponibles sur le comportement
face a la propagation de fissures de fatigue dans le cas des alliages 2198-T8 et 2024-T3.

On remarque tout d’abord que pour une valeur donnée de AK, les vitesses de propagation
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Figure 1.8 — Comparaison des courbes issues d’essais sur éprouvettes Kahn menés sur un

alliage 2024-T4 [37] et un alliage 2198-T8 [23] sollicitées dans le sens T
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Figure 1.9 — Comparaison des ténacités et des limites d’élasticité (TYS) suivant le sens T

(LT) de certains alliages d’aluminium & durcissement structural [12]

dans le cas des alliages 2198-T8 sont supérieures a celles de I'alliage 2024-T3 considéré.
Le seuil de non-propagation, pour une éprouvette C(T) de I'alliage 2198-T8 sollicitée a

R=0,1, est de 2,2 MPay/m [48], alors qu’il est d’environ 3 MPay/m dans le cas d’une
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Figure 1.10 — Comparaison des courbes de Wohler des alliages 2024-T3 [32-34, 47|, 2198-
T8 et 2195-T8 [29, 30|

éprouvette C(T) d’'un alliage 2198-T8 sollicitée & R=0,3 [30] et de 5 MPay/m dans le
cas d’une éprouvette M(T) d’un alliage 2198-T8 sollicitée a R=0,1 [49]. Notons que les
courbes de fissuration sont données en fonction de AK et intégrent donc le phénoméne de
fermeture de fissure. En donnant les courbes en fonction de AK.y, ce qui permet de tenir
compte de la fermeture de fissure, les valeurs de seuils de non-propagation seront plus
faibles. Richard [48| obtient ainsi une valeur corrigée de AK seuil a 1,1 MPay/m contre
2,2y/m dans le cas non corrigé. Cet écart sera d’autant plus important que le rapport
de charge est faible puisque plus le rapport de charge est élevé, moins le phénoméne de

fermeture se produit.

1.1.4 Conclusions

La troisiéme génération d’alliages Al-Li, a laquelle I'alliage 2198 appartient, offre des
matériaux de faible densité relative et de forte rigidité pouvant concurrencer 'utilisation

bien établie de I'alliage 2024 et 'arrivée des composites, dans le cadre d’une application
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Figure 1.11 — Comparaison des courbes de fissuration des alliages 2198-T8 |30, 48, 49] et
2024-T3 [50]

de type fuselage. La présence de la phase durcissante T1 (Al,Culi) assure de bonnes
propriétés en traction a 'alliage 2198-T8, dont ’anisotropie en contrainte est peu marquée
entre le sens de laminage et le sens travers long mais beaucoup plus dans le sens a 45°de
la direction de laminage par rapport au plan de laminage. La ténacité de ce matériau
ne semble pas étre un facteur limitant a I'utilisation de cet alliage au vu des premiers
résultats fournis par la littérature. Enfin, en ce qui concerne la tenue en fatigue au travers
des courbes de Wohler des alliages 2198, les données regroupées ne permettent pas de

statuer sur ce sujet de facon claire et sont encore trop peu nombreuses.
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1.2 Le procédé de soudage par friction stir welding

1.2.1 Comment assembler les alliages d’aluminium ?

Les alliages d’aluminium & durcissement structural (séries 2xxx, 6xxx, 7xxx), utilisés
en tant que structures aéronautiques, sont majoritairement assemblés par rivetage. Cette
technique présente plusieurs inconvénients : 'ajout de matiére, génant dans une optique
d’allégement de structure, la présence de trous dans la structure conduisant & une concen-
tration de contraintes autour de ces trous, ainsi qu’une jonction hétérogéne pénalisante

pour la tenue en corrosion.

Or ces alliages sont difficilement soudables par des procédés de fusion (arc, laser) a
cause de la présence de défauts de solidification et de contraintes internes élevées. C’est
pourquoi le soudage par Friction Stir Welding (FSW) apparait comme une alternative in-
téressante. En effet, ce procédé mis au point par The Welding Institute (TWI) en 1991 [9],
permet de souder a I’état solide et donc de s’affranchir en partie des problémes rencontrés

lors du soudage par fusion.

Ainsi pour certains alliages de la série 2xxx, 'abattement mécanique s’avére étre plus
faible que pour les méthodes de soudage conventionnelles du fait de 1’absence de fusion

au sein du matériau [51-53].

1.2.2 Principe de fonctionnement du soudage par FSW

Le principal avantage du procédé de soudage par FSW est qu’il permet d’assembler
tout en laissant les piéces a I’état solide. Son principe de fonctionnement est relativement
simple et consiste a faire passer entre les deux toles a souder un outil en rotation, constitué

d’un épaulement et d’un pion (figure 1.12).

L’outil permet de chauffer 1a matiére & souder et de la déplacer, pour produire le joint.
L’apport de chaleur est assuré par le frottement entre 'outil et la matiére mais également
par la déformation plastique de la matiére. La matiére ramollie par la chaleur est alors

malaxée autour du pion et forgée a 'arriére de celui-ci pour produire le joint.
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Les deux toles de méme épaisseur a assembler sont tout d’abord placées sur une plaque
de fond (backing plate) puis maintenues fermement par un systéme de fixation I'une contre
lautre. La backing plate, constituée d’acier permet non seulement d’évacuer la chaleur
mais également de résister aux efforts normaux appliqués par la machine de soudage. Le
systéme de bridage permet notamment de maintenir les deux toéles fixes durant l'intro-
duction du pion de 'outil entre les deux toles. Durant le soudage, la pénétration de I'outil
est controlée en force (en agissant sur la force verticale exercée par l'outil sur les toles a

souder) ou en position (en réglant la profondeur de pénétration de I'outil).

Il en résulte un joint produit & I’état solide, mais qui n’est pas symétrique par rapport
a l'axe du cordon de soudure. L’advancing side sera désignée comme étant le coté de la
soudure ou les vecteurs vitesses de translation et de rotation de l'outil ont le méme sens
(c’est-a-dire que le produit scalaire est positif), alors que la retreating side sera le coté ou

les deux vecteurs sont de sens opposés (c’est-a-dire que le produit scalaire est négatif).

Enfin contrairement aux procédés de soudage par fusion, le soudage FSW est considéré
comme un procédé relativement respectueux de l’environnement dans la mesure ot il
consomme moins d’énergie, il ne nécessite pas 1'utilisation de consommables tels qu’une
couverture de gaz ou de métal d’apport et qu’il ne génére pas d’émissions dangereuses

durant le procédé de soudage |54].
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‘A Direction
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Figure 1.12 — Représentation schématique du procédé de soudage par FSW [55]
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1.2.3 Conditions opératoires

1.2.3.1 Géométrie de 'outil

Le role de Poutil, constitué d’un épaulement et d’un pion, est de chauffer et ramollir
la matiére a souder essentiellement par friction entre I’épaulement et la surface des toles a
souder, puis de malaxer cette matiére afin de créer la soudure. Pour cela, la configuration
la plus classique consiste a utiliser un épaulement cylindrique concave, afin de permettre
le confinement de la matiére, et un pion fileté pour assurer le mélange de la matiére. La
longueur du pion est en général inférieure de 1 ou 2 dixiémes de millimétres a ’épaisseur

des piéces a souder.

1.2.3.2 Les paramétres de soudage

Les vitesses de translation (vitesse de soudage) et de rotation de I'outil sont les para-
meétres les plus importants quant a la qualité de la soudure produite. Chaque matériau
posséde une fenétre de soudabilité, c¢’est-a-dire un ensemble de jeux de paramétres (vi-
tesse de rotation, vitesse de translation...) permettant de réaliser une soudure saine. La
modification d’une de ces deux vitesses a des conséquences sur le flux de chaleur durant
le soudage et donc sur la microstructure résultante. De cette maniére, les caractéristiques
mécaniques (limite d’élasticité, ductilité, contrainte & rupture) peuvent étre affectées par
les modifications des paramétres de soudage. De plus, un mauvais jeu de paramétres peut

conduire a ’apparition de défauts de soudage.

Un angle entre 'axe de l'outil et la surface des toles a souder peut étre introduit. Il
est typiquement compris entre 1 et 3° et permet un meilleur confinement de la matiére
et un meilleur malaxage de celle-ci d’avant en arriére. Enfin, pour réaliser une soudure
saine, il est nécessaire de choisir une profondeur de pénétration appropriée (dans le cas
d’un soudage en controle de position) ot une force axiale exercée par I’épaulement sur les

toles (dans le cas d’un soudage en controle de force).
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1.2.4 Flux de chaleur générés par le soudage FSW

L’augmentation de la température durant le soudage est a 'origine des changements
microstructuraux, et donc des propriétés mécaniques du matériau. C’est pourquoi il est

important de connaitre ces variations de température durant le soudage.

Mahoney et coll. [56] ont réalisé une cartographie de la température au sein d’une
soudure d’un alliage 7075-T651 de 6,35 mm d’épaisseur, en fonction de la distance au
centre de la soudure et de I’épaisseur du matériau (figure 1.13). Pour cela ils ont placé
des thermocouples prés du noyau et ont enregistré la température au passage de l'outil.
La température la plus élevée est constatée dans la partie supérieure du joint au bord du
noyau, et est de 475°C. Le long du noyau, la température décroit du haut vers le bas de la
soudure. Enfin, en s’¢loignant du noyau, la température décroit jusqu’a atteindre 255°C

a environ 10 mm du joint.
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Figure 1.13 — Profil de température dans une soudure FSW d’un alliage 7075-T651
(d’épaisseur 6,35 mm) [56]

Le profil de température dépend non seulement du matériau mais aussi des paramétres
de soudage. Hashimoto et coll. [57] ont étudié 'influence du rapport entre vitesse de
rotation (w) et vitesse de translation (v) sur la température maximale atteinte durant
le soudage de trois alliages différents de 4 mm d’épaisseur (2024-T6, 50583-0O, 7075-T6),
en plagant des thermocouples prés du pion. Ils ont constaté que plus le rapport w/v

augmentait et plus la température maximale était élevée (figure 1.14).

De plus, Kwon et coll. [58] ont constaté que, pour une vitesse de translation donnée

(155 mm/min), la température maximale atteinte dans un joint FSW d’un alliage 1050 de

36



Chapitre 1: Synthése bibliographique

5 mm d’épaisseur augmentait lorsque la vitesse de rotation de I'outil augmentait. Ainsi,
elle passe de 190°C pour une vitesse de rotation de 560 tours/min, a 310°C pour une
vitesse de rotation de 1840 tours/min. Enfin, pour une vitesse de rotation donnée (1500
tours/min), "augmentation de la vitesse de soudage (de 300 & 720 mm/min) permet de

diminuer la température maximale atteinte dans des soudures FSW des alliages 6082-T6

et 7108-T79 [59).
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Figure 1.14 — Effet du rapport vitesse de rotation-vitesse de translation (w/v) sur la

température maximale mesurée dans le joint sur 3 alliages d’aluminium différents [57]
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1.3 Microstructure et défauts des soudures FSW

1.3.1 Caractéristiques microstructurales du joint soudé

Durant le soudage, un gradient thermique et mécanique est introduit, conduisant a un
gradient de microstructure au sein et autour de la soudure (figure 1.15). On peut ainsi
distinguer quatre zones de microstructures différentes : le noyau soudé (NS ou nugget), la
zone affectée thermo-mécaniquement (ZATM ou TMAZ), la zone affectée thermiquement

(ZAT ou HAZ) et le métal de base (MB).

Aetreating Advancing

Figure 1.15 — Observation par microscopie optique d’une coupe transversale d’une soudure

FSW d’un alliage 7075-T654 [55]

1.3.1.1 Le noyau soudé (NS)

Le noyau soudé est la zone centrale de la soudure. Il correspond a la zone la plus
affectée par le soudage, aussi bien thermiquement que mécaniquement. La température
maximale atteinte y est comprise entre 400 et 550°C lors du soudage et la déformation
plastique subie par cette zone est importante et rapide. Il en résulte une recristallisation
dynamique [60-63] conduisant & la formation de grains fins équiaxes d’environ 2 a 10 um
de diamétre |64-66|. La largeur du noyau est environ égale, pour le haut du noyau, au

diamétre de ’épaulement et pour le bas du noyau, au diamétre du pion.

Les températures atteintes durant le soudage conduisent la plupart du temps a la re-
mise en solution des éventuels précipités durcissants dans le noyau [67-71], et/ou selon le
cas, & la croissance de précipités [61,72,73]. Rhodes et coll. [67], Heinz et Skrotzki [68],

Shukla et Baeslack [22] ont respectivement observé le phénoméne de dissolution compléte
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dans le cas de joints FSW d’alliages 7075-T6, 6013-T4 et 2195-T8. En revanche, Strang-
wood et coll. [73] ont observé a la fois la dissolution et la croissance des précipités dans le
noyau soudé, dans le cas des alliages 2014-T6 et 7075-T6. Enfin, Su et coll. [61], dans des
soudures d’un alliage 7075-T651, ont observé une dissolution des précipités durcissants

du noyau puis une re-précipitation hétérogéne de ces derniers durant le refroidissement.

L’état de précipitation du noyau soudé semble donc dépendre de 1’alliage considéré et
des conditions opératoires. Ces résultats semblent cependant indiquer qu’une remise en
solution des précipités durcissants ait lieu puis, que dans certains cas, une re-précipitation

ait lieu, donnant des précipités plus gros mais moins nombreux.

Concernant la densité de dislocations présentes dans le noyau soudé, les observations
dépendent de I’état initial de ’alliage et des paramétres de soudage considérés. Mahoney
et coll. [56] et Liu et coll. [72| constatent une diminution de la densité de dislocations
par rapport a celle du métal de base (7075-T651 et 6061-T6 respectivement), alors que
Denquin et coll. [25] et Jata et Sankarau [63] observent une densité de dislocations plus

importante dans le noyau (dans le cas d’alliages 2098-T8 et 7075-T7451)

1.3.1.2 La Zone Affectée Thermo-Mécaniquement (ZATM)

Cette zone située immédiatement de part et d’autre du noyau soudé a subi, comme
le noyau, une forte déformation plastique et une augmentation de sa température. La
déformation plastique engendrée dans cette région n’est cependant pas suffisante pour
générer une recristallisation. Les grains sont trés fortement déformés (figure 1.16) et une
dissolution partielle des précipités est constatée [22,61]. La frontiére entre la ZATM et le

noyau soudé est plus marquée du coté advancing side que du coté retreating side.

1.3.1.3 la Zone Affectée Thermiquement (ZAT)

La zone affectée thermiquement est caractérisée par une structure granulaire identique
a celle du métal de base. En effet, la température atteinte par cette zone n’engendre pas

de modification de la taille de grains mais seulement de I’état de précipitation. Ainsi,
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Figure 1.16 — Microstructure de la ZATM (ou TMAZ) d’un joint FSW d’un alliage 7075
[74]

les précipités deviennent plus gros sous effet de ’échauffement. Heinz et Skrotzki [68|
ont remarqué un grossissement des précipités dans cette zone pour des soudures FSW
d’alliages 6013-T4 et 6013-T6. Shukla et Baeslack [22] ont étudié I’état de précipitation
d’une soudure d’un alliage 2195-T8, et ont montré que dans la ZAT, il y avait compétition
entre la dissolution et le grossissement de certains précipités durcissants. Enfin, Simar et
coll. [71] ont réalisé des clichés par MET d’une soudure FSW d’un alliage 6005A-T6 et
ont dénombré moins de précipités mais de taille plus importante dans la ZAT que dans le

métal de base (figure 1.17).

Figure 1.17 — Observations par MET en champ clair montrant ’état de précipitation

dans : (a) le métal de base (6005A-T6), (b) la ZAT et (c) le noyau soudé [71]
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1.3.1.4 Le métal de base (MB)

Située suffisamment loin de la soudure, cette partie du matériau ne connait ni défor-
mation plastique, ni échauffement au cours du soudage. Elle conserve donc sa structure

granulaire et son état de précipitation.

1.3.2 Deéfauts rencontrés dans les soudures FSW

1.3.2.1 Les défauts internes et externes des soudures FSW

Le défaut externe le plus courant et affectant la surface en contact avec ’épaulement
est le flash. Le flash correspond a un excés de matiére, rejeté sur les bords de la soudure.
Souvent di a une profondeur de pénétration du pion trop importante, ce genre de dé-
faut est préjudiciable pour les propriétés en fatigue et peut constituer un site privilégié
d’amorcage de fissures en fatigue [75]. S’affranchir de la présence de flash est difficile mais
une optimisation des paramétres de soudage permet de réduire leur amplitude. A I'in-
verse, lorsque la profondeur de pénétration du pion n’est pas suffisante, le "groove defect"
peut apparaitre. Ce genre de défaut correspond a ’apparition dune rigole sur la surface
en contact avec l'outil (figure 1.18¢) et peut également étre observé si le flux de chaleur

apporté par l'outil n’est pas suffisant |57, 76].

Les défauts internes pouvant affecter la qualité de la soudure sont plus nombreux
et sont potentiellement plus dangereux du fait qu’ils sont souvent indétectables & I'ceil
nu et nécessitent donc l'utilisation de moyens de controle non-destructif (CND) afin de
détecter leur présence. On rencontre ainsi les cavités, l'effet tunnel ou encore le manque
de pénétration. Les cavités (figure 1.18a) peuvent apparaitre dans la partie centrale de la

soudure par manque ou par excés de chaleur [76-79].

Chen et coll. [80], qui ont constaté que 1'angle d’inclinaison de I'outil pouvait étre un
facteur responsable de 'apparition de cavités. Dans tous les cas, la formation de ce défaut
est attribuée a un mauvais malaxage de la matiére qui ne peut alors remplir correctement

I’espace a 'arriére du pion.
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L’effet tunnel est également un défaut que ’on peut observer dans les soudures FSW.
Ce type de défaut correspond a une macro porosité continue le long de la soudure et peut
apparaitre si le diamétre de ’épaulement n’est pas suffisant [81] ou si angle d’inclinaison
de Poutil n’est pas suffisant [80]. Ce défaut peut aussi étre observé en surface de la soudure

comme défaut externe (figure 1.18(b)).

Le défaut de manque de pénétration (figure 1.18(d)) est dii & une hauteur de pion in-
suffisante ou a une profondeur de pénétration du pion insuffisante, ayant pour conséquence

de ne pas forger la matiére et de laisser les chants des toles partiellement intacts [75].

Manque de
pénétration

Figure 1.18 — (a) Cavité observée dans la coupe d’une soudure d’un alliage 5083 [80],
(b) défaut de type "effet tunnel" présent dans la coupe d’une soudure d’un alliage 7075
[82], (¢) défaut de type rigole formé dans une soudure d’un alliage 5083 vue par la face
supérieure [80], (d) défaut de type "manque de pénétration" dans la coupe d’une soudure

d’un alliage 5083 [81]

1.3.2.2 Le résidu de plan joint (Joint Line Remnant, JLR)

Le défaut le plus couramment rencontré et typique de ce procédé de soudage est le
résidu de plan de joint, encore appelé ligne d’oxydes. Dans la littérature ce défaut prend
le nom de "joint line remnant" (JLR), "lazy S" ou encore "zigzag curve". Par la suite
ce défaut sera nommé JLR. L’observation de vues en coupe transversale des soudures
permet de révéler ce défaut. Il consiste en une ligne discontinue d’oxydes qui traverse le

noyau soudé dans son épaisseur en zigzaguant. Ce défaut a été observé et étudié par de
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nombreux auteurs |78,80,83-97|.

Certains d’entre eux se sont intéressés a l'origine de cette ligne d’oxydes. C’est ainsi
que Vugrin et coll. [97] ont réalisé trois traitements de surface différents sur les toles
d’alliage 6013-T451 (4 mm) avant de réaliser 'opération de soudage, afin de faire croitre
une couche d’oxydes plus ou moins épaisse sur les chants des toles. Ils ont ensuite observé
I’allure du JLR aprés soudage et ont constaté que cette ligne était d’autant plus intense
que la couche d’oxydes présente initialement sur les chants des toles était épaisse. Le JLR
proviendrait donc de la couche d’oxydes présente initialement sur les chants des toles et
qui apreés passage de I'outil, se retrouverait sous forme d’une ligne discontinue de particules

d’oxydes traversant la soudure.

Particle

100 200 300 400 500 oo 700 (keV)

()

Figure 1.19 — Observations et analyse du JLR dans le cas d’un alliage 1050-H24 [87] :(a)
observation par microscopie optique sur coupe transversale, (b) observation au MET (les
cavités sont attribuées a la préparation de I’échantillon), (c) analyse en dispersion d’énergie

des rayons X d’une particule du JLR par spectrométrie

Afin de confirmer la provenance du JLR, Di et coll. [84], Sato et coll. [87], Chen et
coll. [80] et Palm et coll. [96] ont réalisé des analyses EDX sur les particules constitutives

du JLR dans le cas d’alliages 1050-H24, 2024-T4, 5456, 6056-T4 soudés par FSW. Ils ont
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ainsi observé que ces particules étaient riches en aluminium et en oxygéne et ont conclu
que ces particules étaient de 1’alumine, qui est le principal oxyde présent sur les toles
d’aluminium. Afin de compléter ces analyses EDX, Sato et coll. [87] ont réalisé les clichés
de diffraction d’une de ces particules d’oxydes, d’'un diamétre d’environ 500 nm, et ont
montré qu’elle était amorphe, caractéristique des oxydes formés dans ces conditions. Enfin,
ce défaut est constamment observé dans le noyau soudé en pied de cordon, et sa position
coincide avec celle du plan de joint. Ceci permet d’affirmer que le JLR provient bien de
la couche d’oxydes présente sur les chants des toles avant soudage. La figure 1.19 montre
les observations et analyses faites par Sato et coll. [87] dans le cas d’'un JLR présent dans

une soudure FSW d’un alliage 1050-H24 (2 mm).

L’oxydation des toles d’aluminium étant quasiment instantanée, il semble donc dif-
ficile de s’affranchir de ce défaut de soudage. Cependant, Sato et coll. [87] ont réussi a
produire des soudures FSW d’un alliage 1050-H24 (2 mm) exemptes de JLR en utilisant
des conditions de soudage "chaudes", c’est & dire en utilisant une vitesse de soudage faible
et une vitesse de rotation de 'outil élevée. De méme Liu et coll. [93] n’ont pas observé de
JLR dans des soudures d’un alliage 2219-0 (5 mm) si un nettoyage des surfaces des toles

était réalisé avant soudage.

1.3.2.3 Le kissing bond (KB)

La partie inférieure et débouchante du JLR est nommé kissing bond lorsqu’elle est
responsable de 'amorcage d’une fissure lors d’essais de flexion réalisés en pleine épaisseur
perpendiculairement a I'axe de soudage, la face inférieure de la soudure étant sollicitée en
traction [83,87]. Cette définition du kissing bond n’est pas universelle mais c¢’est celle qui
sera retenue ici. Dans la littérature, cette partie du JLR est souvent nommeée "root flaw"
et désigne le plus souvent une ligne d’oxydes prononcée, de quelques dizaines a quelques
centaines de microns de profondeur, qui débouche par la face inférieure de la soudure au
niveau du plan de joint et qui affecte les propriétés mécaniques ou la rupture des soudures

FSW [78,84,90,92].

Certains écarts aux conditions de soudage optimum conduisent & I'apparition de ce
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défaut. Dickerson et Przydatek [83] ont ainsi produit des kissing bonds (caractérisés par
une fissure en flexion au niveau du défaut) de trois maniéres différentes : en augmentant
la vitesse de translation de I'outil de 55% par rapport aux conditions optimisées (soudage
d’un alliage 5083-O de 6 mm d’épaisseur), en augmentant I’épaisseur de la tole a souder
tout en maintenant la profondeur de pénétration de I'outil identique (soudage d’un alliage
5083-H321 de 7 mm d’épaisseur) et en utilisant un diamétre d’épaulement supérieur de
25% au diamétre de I’épaulement des conditions optimisées (soudage d’un alliage 6082-
T6 de 6,4 mm d’épaisseur), bien que cette derniére condition ne conduise pas de facon
systématique a l'apparition d’un kissing bond. Sato et coll. [87] ont produit des kissing
bonds (également caractérisés par des essais de flexion) avec des conditions opératoires
générant peu d’apport de chaleur (c’est a dire pour des vitesses de translation de 1'outil
relativement élevées et des vitesses de rotation de loutil relativement faibles). Enfin,
I’autre fagon d’obtenir des kissing bonds est de réaliser la soudure avec une hauteur de
pion insuffisante [78,92|. Ces méthodes pour produire un kissing bond sont différentes mais
conduisent au méme résultat, elles n’assurent pas un malaxage suffisant de la matiére pour
permettre de broyer suffisamment la couche d’oxydes initialement présente sur les chants

des toles et donc de créer un accolement parfait en pied de cordon.

Figure 1.20 — Exemple de kissing bond observé dans une soudure FSW d’un alliage 2024-
T3 (4 mm) [89]

On peut maintenant s’interroger sur la nature de ce kissing bond et les différences
microstructurales que l'on peut observer avec le JLR. Dickerson et Przydatek [83] ont

comparé le kissing bond (responsable d’une fissure en flexion) et le JLR en pied de cordon
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Figure 1.21 — Observations par MET (a) du JLR en pied de cordon et (b) du kissing bond
pour un alliage 1050-H24. Représentation schématique des images MET dans le cas (c)
du JLR en pied de cordon, (d) du kissing bond [87|

(aucune fissure en flexion n’ayant amorcé dessus en flexion), par des observations en
microscopie optique des coupes transversales des différentes soudures produites. Aucune
différence d’aspect n’a pu étre détectée a cette échelle. C’est pourquoi Sato et coll. [87]
ont réalisé, sur deux soudures d’un alliage 1050-H24 (2 mm), des lames minces au niveau
de la partie débouchante du JLR et au niveau du kissing bond en utilisant un systéme
de faisceaux d’ions FIB (Focused Ion Beam). Ils ont ensuite observé ces lames minces par
MET et ont constaté que la partie débouchante du JLR était constituée de particules
d’oxydes trés dispersées (figure 1.21(a)), alors que pour le kissing bond, ils ont observé
un film continu d’oxydes aux joints de grains (figure 1.21(b)). Le kissing bond pourrait
constituer un site préférentiel d’amorcage de fissure de fatigue, sans doute plus dangereux
que le JLR. Noter que la présence d’une cavité au sein du film continu d’oxydes est

attribuée, par les auteurs, a la préparation de la lame mince et non a la nature du kissing

bond.
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1.3.2.4 Le défaut d’accostage (GAP)

Le "gap" est di & un défaut d’accostage durant 'opération de soudage. Cet écart entre
les deux toéles a souder peut étre di a un mauvais positionnement ou a un manque de
bridage des toles durant le soudage. Trés peu d’études ont été trouvées sur ce défaut et les
conséquences qu'il peut avoir sur le comportement des soudures. Leonard et coll. [78] ont
observé des coupes transversales de soudures d’un alliage 2014-T6 (6 mm) et n’ont détecté
la présence de défauts qu’a partir d'un défaut d’accostage supérieur a 2 mm, soit environ
33% de D'épaisseur de la tole : au-dela, des cavités apparaissent. Cependant les soudures
n’ont pas été testées mécaniquement afin de déterminer leffet d’un défaut d’accostage
inférieur & 2 mm. Enfin Inada et coll. [98] ont également observé des coupes transversales
de soudures d’un alliage 1050-H24 (5 mm) et n’ont pas détecté de défauts en microscopie
optique avec un écart de 1 mm entre les toles durant le soudage (20% de I'épaisseur de la
tole), mais pour un écart de 2 mm (40% de I'épaisseur de la tole) des cavités trés larges
apparaissent a mi-épaisseur dans le noyau soudé. Cependant, en réduisant la vitesse de
translation d’un facteur quatre, et donc en augmentant le flux de chaleur, aucun défaut

n’a été observé méme avec un défaut d’accostage de 2 mm.

D’aprés ces premiéres études, le défaut d’accostage semble étre bien toléré par le
procédé de soudage, puisque jusqu’a des écarts compris entre 20 et 30% de 'épaisseur de
la tole, aucun défaut visible en microscopie optique ne semble étre généré. Cependant,
une observation a une échelle plus fine est peut-étre nécessaire afin de révéler d’autres

conséquences possibles de ce défaut d’accostage.
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1.4 Caractéristiques mécaniques des joints soudés FSW

1.4.1 Contraintes résiduelles

Durant les procédés de soudage par fusion, les contraintes résiduelles générées sont de
lordre de grandeur de la limite d’élasticité. Du fait de la température relativement faible
atteinte durant le soudage par FSW, les contraintes résiduelles générées sont plus faibles
que par un procédé de soudage avec fusion. Cependant, le bridage des toles a souder
empéche la contraction de la soudure durant le refroidissement, introduisant ainsi des
contraintes résiduelles longitudinales (dans la direction de soudage) et transversales (dans
la direction perpendiculaire a l'axe de soudage). Ces contraintes peuvent étre mesurées
par la méthode du trou, qui consiste a percer un trou dans le matériau et a mesurer les
déformations résultant de la relaxation des contraintes résiduelles, par 'intermédiaire de
jauges d’extensomeétrie [36,99-101]. D’autres méthodes, utilisant la diffraction des rayons
X ou des neutrons, consistent a déterminer les distances entre plans atomiques, ce qui

permet de remonter aux contraintes résiduelles superficielles ou dans I'épaisseur [102-107].

Quelle que soit la méthode utilisée, 'alliage considéré et la taille de I’échantillon, la
plupart des auteurs s’accordent sur le fait que le profil des contraintes résiduelles lon-
gitudinales en fonction de la distance au centre de la soudure est en forme de "M"
[36, 50, 99-106|. Les contraintes résiduelles longitudinales dans le noyau soudé sont en
général des contraintes de traction, puis elles augmentent de maniére plus ou moins si-
gnificative en s’éloignant du noyau, jusqu’a la ZAT, ou elles diminuent brusquement pour

devenir des contraintes de compression (figure 1.23).

Cavaliere et coll. [30] ont mesuré les contraintes résiduelles transversales d’une soudure
FSW d’un alliage 2198-T8 (5mm). Ils ont ainsi mesuré des contraintes trés faibles (in-
férieures a 10 MPa) jusqu’aux abords de la soudure ou elles augmentent brusquemment
pour atteindre 80 MPa au centre de la soudure et un maximum de 100 MPa du coté

advancing side (figure 1.22).

Ma et coll. [103] ont mesuré les contraintes résiduelles longitudinales et transversales

par diffraction des neutrons dans des éprouvettes C(T) de trois tailles différentes d’un
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Figure 1.22 — Profil de contraintes résiduelles transversales pour un soudage d’un alliage

2198-T8 (5 mm) réalisé suivant le sens L [30]

alliage 2195-T8 (8 mm), a partir desquelles ils ont réalisé des essais de propagation en
fatigue. Ils ont obtenu un profil de contraintes longitudinales en forme de "M", dont le
maximum est compris entre 110 MPa et 80 MPa (en fonction de la taille de 'éprouvette).
En ce qui concerne les contraintes transversales, les niveaux de contraintes sont plus faibles
et moins variables le long de la soudure. Ils varient ainsi entre -10 MPa et +50 MPa et

sont peu dépendants de la taille de I’éprouvette.

Dans un joint soudé d’un alliage 2050-T851 (15 mm), Pouget et Reynolds [100] ont
mesuré, par la méthode du trou sur la face inférieure, des contraintes résiduelles longi-
tudinales de l'ordre de 90 MPa au centre de la soudure, de 100 & 130 MPa aux bords
du noyau, puis a I'extérieur de la soudure, des contraintes de compression jusqu’a -80
MPa ont été mesurées. Dans le cas d’un alliage 6013-T6, Dalle Donne et coll. [106] ont
mesurés les contraintes résiduelles longitudinales par des méthodes de diffraction (sur la
face supérieure et inférieure) et ont mesuré de légéres contraintes de compression dans la

soudure et des contraintes de traction de I'ordre de 100 MPa dans la ZAT.

Enfin, Fratini et coll. ont mesuré des contraintes longitudinales (méthode du trou),
dans une éprouvette C(T) d’une soudure FSW d’un alliage 2024-T351 (3 mm), de l'ordre
de 40 & 60 MPa dans le noyau. Ils ont également mesuré ces contraintes aprés que I’éprou-

vette a subi une déformation plastique de 2% et ont constaté que celles-ci étaient relaxées
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et devenaient quasiment nulles (figure 1.23).

Les profils de contraintes résiduelles en forme de "M" sont en général dissymétriques
par rapport au centre de la soudure : 'advancing side atteint des niveaux de contraintes

plus élevés que la retreating side d’environ 20 MPa [30,99,100,102].

D’autres études n’observent pas de profil de contraintes résiduelles longitudinales en
forme de "M" [107,108]. Hong et coll. [107] ont déterminé les contraintes résiduelles
longitudinales et transversales par diffraction des rayons X sur la face supérieure d’une
soudure d’un alliage 6061-T651. Ils ont mesuré, pour les contraintes longitudinales, des
contraintes de traction et de compression relativement faibles (inférieures & +/- 20 MPa)
dans toute la soudure, excepté a 10 mm du centre de la soudure dans 'advancing side
avec un pic a -60 MPa. En ce qui concerne, le profil des contraintes transversales, ils ont
mesuré des contraintes de compression, de 1'ordre de -20 MPa, jusqu’a 10 mm de part et

d’autre du centre de la soudure.

Les contraintes résiduelles longitudinales peuvent atteindre des niveaux relativement
élevés par rapport a la limite d’élasticité des matériaux (autour de 25%). En revanche, les
contraintes transversales sont plus faibles et peuvent dans certains cas étre négligeables
par rapport a la limite d’élasticité des matériaux de base. Dans notre étude, les éprouvettes
sont sollicitées transversalement a la soudure et les niveaux de contraintes auxquels elles
seront sollicitées étant supérieurs a la limite d’élasticité des soudures, on peut s’attendre
a une relaxation des contraintes dés la premiére montée en charge. De plus, la largeur
des éprouvettes de fatigue est relativiement faible (7 mm). Ceci permet de penser que les
contraintes présentes seront relativement faibles et qu’elles n’influeront pas de maniére
significative le comportement en fatigue des soudures pour cette étude. On choisit donc
de ne pas en tenir compte, bien que ne les ayant pas directement mesurées sur les soudures

de 'étude.

1.4.2 Dureté

Les profils de dureté des joints soudés par FSW sont de deux types, selon que 'on

considére les alliages d’aluminium & durcissement structural (séries 2xxx, 6xxx, 7TXXX) ou
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Figure 1.23 — Contraintes résiduelles longitudinales dans un joint FSW d’un alliage 2024-
T351 avant (FSW) et aprés (Relieved joint) détensionnement [99)]

a durcissement par écrouissage (série Hxxx).

L’évolution de la dureté dans le joint soudé est liée aux modifications microstructurales
engendrées par le soudage. Ainsi, pour les alliages a durcissement structural, la dissolution
ou la croissance de précipités durcissants conduit & une chute de dureté dans la ZAT et
la ZATM par rapport au métal de base, avec un minimum associé & une précipitation
grossiére dans la ZAT a proximité de la ZATM. La dureté du joint augmente dans le
noyau soudé a cause de I’état de solution solide, conservé apreés la dissolution des précipités
durcissants et da au refroidissement suffisamment rapide aprés soudage [22, 63,69, 109—
111]. Le profil alors rencontré pour les alliages d’aluminium & durcissement structural
prend la forme d’'un " W " [68,103,104,110,112-117|. Néanmoins, ce profil en "W" peut
étre plus ou moins marqué en fonction de I'alliage considéré et du traitement thermique

qu’il a subi avant soudage.

Denquin et coll. [25] ont relié¢ le profil de dureté obtenu sur un joint soudé d’un alliage
2098-T8 (3 mm) soudé puis vieilli naturellement pendant plus d’un mois, & 1’évolution
de la précipitation le long de la soudure (figure 1.24). Ils ont observé par microscopie
électronique en transmission que :

— la précipitation durcissante du matériau de base est caractérisée par la présence des

précipités T1, responsables majoritairement du durcissement du matériau ;
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— la ZAT est caractérisée par un grossissement des précipités T1, qui conduit a une
chute de dureté dans cette zone;
— la ZATM et le noyau sont caractérisés par la présence de dislocations. En revanche,

aucune précipitation n’est observée a cause de la dissolution des précipités durcis-

sants durant le soudage, ce qui aboutit a une chute de dureté dans cette zone.

b I T - ‘

1
‘.
|
|

F

5]
z

13
Wi

Mardsess (MY)
B B

t

'
e 4

-

Figure 1.24 — Profil de microdureté et observations par MET d’un joint soudé d’un alliage

2098-T8 (3 mm) vieilli plus d’un mois & température ambiante aprés soudage [25]

1.4.3 Comportement en traction

Le comportement en traction des soudures FSW peut étre déterminé de différentes ma-
niéres en fonction de I'information recherchée : soit connaitre les propriétés de la soudure
dans son ensemble, soit s’intéresser au caractére hétérogéne de la soudure et déterminer
le comportement de chacune de ses zones. Pour accéder a ces informations trois types

d’essais peuvent étre menés :

e des essais de traction sollicitant la soudure dans sa globalité et perpendiculairement
a l'axe de soudage : ces essais permettent de caractériser la soudure dans son

ensemble ;

e des essais de traction sur des micro-éprouvettes prélevées dans chacune des zones
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de la soudure (ZAT, ZATM, NS) : ces essais permettent de déterminer le compor-

tement de chaque "matériau" constitutif de la soudure;

e des essais de traction sollicitant la soudure dans sa globalité et perpendiculairement
a l'axe de soudage, mais en suivant par corrélation d’images les champs de défor-
mation locaux (sur la tranche de 1’éprouvette par exemple) : ces essais permettent
également de caractériser le comportement de chacune des zones sachant que dans
ce cas il y a un effet de structure et que les contraintes ne peuvent étre estimées

que par le calcul complet de I’éprouvette.

1.4.3.1 Comportement macroscopique des soudures FSW

Afin de déterminer 'abattement des propriétés en traction di au soudage FSW, les
propriétés du matériau de base sont comparées & celles des soudures correspondantes.
Quelques-uns de ces résultats (pour des alliages a durcissement structural), représentatifs
des données disponibles, sont présentés dans le tableau 1.2, ot sont donnés la limite d’élas-
ticité (Reg2), la résistance a la traction (Rm), le coefficient d’efficacité (Rmgoudure/ Rmasp)
et éventuellement le lieu de rupture pour chaque éprouvette. Ces résultats montrent que
les propriétés en traction des soudures FSW restent relativement bonnes, puisque le coef-
ficient d’efficacité des soudures est compris entre 70 et 95 %. La rupture des éprouvettes
peut aussi bien se produire du coté de advancing side (AS) [68,118,119] que du coté
retreating side (RS) [47,102,117,120], bien que pour une méme série d’éprouvettes, cette
rupture ne se produise que d’un des deux co6tés. La rupture a le plus souvent lieu a coté
du noyau soudé, c’est & dire dans la ZAT ou le long de la frontiére entre la ZATM et la
ZAT, 1a un minimum de dureté avait été identifié. Cette rupture est une rupture ductile

en biseau dans 1’épaisseur [56,68,120)].

1.4.3.2 Comportement local des soudures FSW

Afin d’accéder aux propriétés locales de la soudure, une des méthodes consiste & pré-
lever des micro-éprouvettes dans chacune des zones de la soudure, identifiées a partir des

mesures de dureté réalisée sur une coupe transversale de la soudure [25,125-128]. Les
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Matériau de base Soudure FSW
Références
Nom de Coeflicient
Reg o Rm Rep2 | Rm Lieu de
lalliage d’efficacité
(MPa)| (MPa)|| (MPa)| (MPa) rupture
(épaisseur) (%)
2017-T351
319 428 250 350 82 NS ou AS [121]
(5 mm)
2024-T351
380 490 272 426 87 [122]
(9,53 mm)
2098-T8
553 323 437 79 [25]
(3 mm)
2198-T3 300-
275 370 250 81-95 [123]
(3,2 mm) 350
2219-T87
390 470 305 342 73 [124]
(5 mm)
6013-T6
357 394 165 295 75 ZAT AS |68]
(4 mm)
6082-T6
291 317 150 245 7 NS/ZAT [112]
(4 mm)
7075-T6 ZATM /ZAT|
474 547 364 491 90 |95]
(5 mm) AS
7136-T76 ZATM/ZAT
607 635 340 448 70 [117]
(6,35 mm) RS

Tableau 1.2 — Comparaison des propriétés en traction du matériau de base et d’un joint

FSW associé, sollicité en pleine épaisseur perpendiculairement a la soudure, pour différents

alliages d’aluminium & durcissement structural (AS : advancing side)
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éprouvettes sont alors prélevées parallelement a la soudure. Gallais et coll. [126] ont réa-
lisé ces essais sur des soudures des alliages 6056-T4 et 6056-T78 (6 mm). La figure 1.25(a)
donne ainsi I’évolution de la limite d’élasticité et de la résistance a la traction en fonction
de la localisation de I’éprouvette par rapport au centre de la soudure et permet de consta-
ter qu’il existe une hétérogénéité importante du comportement plastique de la soudure.
Cette évolution des propriétés mécaniques, dans le cas de la soudure d’un alliage 6056-T4
par exemple, est en parfait accord avec le profil de dureté réalisé sur une coupe transversale
de cette soudure (figure 1.25(b)) : la zone ayant la plus faible dureté correspond ainsi a la
zone ayant les propriétés en traction les plus faibles. Or d’aprés le paragraphe précédent,
les évolutions de dureté sont dues a ’état de précipitation dans la soudure. Les variations
de propriétés en traction rendent donc compte des changements de précipitation.
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Figure 1.25 — Variation (a) des propriétés en traction et (b) duretés locales des soudures

FSW des alliages 6056-T4 et 6056-T78 [126]

Cependant, cette méthode présente 'inconvénient d’étre assez coiiteuse en temps et
en matiére. De plus, elle nécessite un travail assez fastidieux pour pélever les éprouvettes
aux bons endroits, ce qui n’est pas toujours évident notamment pour les ZATM. Cette
méthode n’est pas non plus adaptée dans le cas des soudures de faible épaisseur ou le
prélévement d’éprouvettes s’avére encore plus compliqué. Enfin, cela suppose de considérer
les matériaux comme étant isotropes, ce qui n’est pas toujours justifié pour les ZAT et les
ZATM. C’est pourquoi un autre moyen d’accéder aux propriétés locales de la soudure est
d’utiliser la corrélation d’images durant un essai de traction réalisé perpendiculairement

a la soudure et de mesurer les champs de déformation locaux sur la tranche ou la face
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supérieure de I'éprouvette [126,127,129,130]. Dans ce cas, une seule éprouvette permet
de rendre compte de I’hétérogénéité des propriétés en traction. Alors qu’en prélevant les
micro éprouvettes, le matériau était sollicité parallélement & 'axe de la soudure, dans
ce cas, le matériau est sollicité perpendiculairement a ’axe de la soudure. En revanche,
I’état de contraintes ne peut pas étre estimé directement comme c’est le cas pour les

micro-éprouvettes.

Citons a titre d’exemple I’étude menée par Gallais et coll. [126] sur des soudures d’un
alliage 6056-T78 de 6 mm d’épaisseur (précédemment citée pour les essais menés sur
des micro éprouvettes prélevées dans les zones de la soudure). La figure 1.26 montre des
cartographies des champs de déformation obtenues sur la tranche de I’éprouvette & deux
niveaux de déformation macroscopique différents (allongements relatifs calculés sur une
longueur utile de 30 mm). On constate une localisation importante de la déformation du
coté advancing side et du coté retreating side, autour de la frontiére entre la ZAT et la
ZATM, la ot un minimum de dureté était observé. Ces résultats sont en accord avec ceux
des essais réalisés sur micro éprouvettes (figure 1.25). La deuxiéme cartographie (pour
une déformation de 5%) correspond aux champs de déformation calculés peu avant la
rupture et permet de constater une localisation de la déformation plus importante du
coté de I'advancing side que de la retreating side, justement 14 ot aura lieu la rupture.
Bien que la ductilité globale des soudures (qui dépend d’ailleurs de la base de mesure)
soit relativement faible (envrion 5%), on peut constater que localement les déformations
peuvent étre deux fois plus importantes que 'allongement relatif moyen calculé sur une

base de 30 mm.

L’évaluation des propriétés en traction des différentes zones de la soudure, par I'ex-
traction de micro éprouvettes prélevées dans chaque zone de la soudure ou par mesures
de champs de déformation, est nécessaire a une meilleure compréhension de la plasticité
qui se développe au sein de la soudure et peut ensuite étre utilisée afin de modéliser le

comportement de la soudure.
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Song = 1.0%
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Figure 1.26 — Cartographies de déformations longitudinales obtenues par corrélation
d’images sur la tranche d’une éprouvette de traction d’une soudure d’un alliage 6056-
T78 sollicitée perpendiculairement a 'axe de soudage, a deux niveaux d’allongements

relatifs. [’advancing side se situe a gauche de la cartographie. [126]

1.4.4 Modélisation du comportement en traction

La réponse mécanique, a la fois locale et globale, d’une soudure FSW sollicitée en trac-
tion perpendiculairement a ’axe de soudage, a été modélisée par éléments finis a plusieurs
reprises [122,127,131-133|. Lockwood et coll. [122] ont ainsi modélisé le comportement
en traction d'une soudure d’un alliage 2024-T351 a partir de la mesure de champs de
déformation par corrélation d’images sur la tranche d’une éprouvette de traction lisse.
Ces champs ont permis d’identifier quatorze matériaux différents constitutifs de la sou-
dure. La courbe de traction de chacun de ces matériaux a pu étre reconstruite a partir
de la mesure des déformations locales par corrélation d’images et en faisant ’hypothése
d’iso-contrainte, c’est a dire que la contrainte est uniforme dans la soudure. Un modéle
2D en déformations planes a ensuite été réalisé en maillant la soudure en quatorze maté-
riaux différents dont les dimensions initiales ont été déduites des mesures de champs de
déformation, et en affectant a chacun de ces matériaux la loi de comportement identifiée
par la mesure de champs. Le modéle permet de reproduire la distribution et les niveaux
de déformation durant I’essai de traction mais surestime la réponse globale de la soudure
a un essai de traction. Ils ont attribué cette divergence de comportement a ’hypothése

d’iso-contrainte ou a celle de déformations planes.
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Lockwood et Reynolds [131] ont voulu vérifier ces deux hypothéses. Pour cela, ils
ont réalisé une nouvelle série d’essais de traction, en prélevant des éprouvettes d’épaisseur
réduite a partir du matériau pleine épaisseur. Ils ont ensuite comparé les résultats obtenus
par la modélisation 2D en déformations planes, sur la courbe globale charge-déplacement
obtenue dans un cas en utilisant les données de I’éprouvette pleine épaisseur et dans I'autre
cas en utilisant I’éprouvette d’épaisseur réduite. La courbe globale est ainsi similaire dans
les deux cas et la distribution des déformations dans la soudure est équivalente. Ceci leur
permet de valider ’hypothése d’iso-contrainte. Ils ont ensuite réalisé une modélisation 2D
en contraintes planes et une modélisation 3D. Ceci a permis de montrer que 'hypothése de
contraintes planes donnait des résultats plus proches de ceux obtenus avec la modélisation
3D, que ceux obtenus sous I’hypothése des déformations planes. Un calcul en contraintes
planes permet ainsi de reproduire la courbe globale de fagon trés satisfaisante en méme
temps que les champs de déformation en surface. Ceci peu notamment s’expliquer par le
fait que la mesure de champs est effectuée en surface et donc en contraintes planes (ceci
dit les déplacements en surface sont confinés par le matériau sous-jacent qui n’est pas

sollicité en contraintes planes).

Genevois et coll. [127] ont réalisé une simulation en 3D basée comme dans les études de
Lockwood et coll. [122] sur les mesures de champs de déformation par corrélation d’images
durant un essai de traction. Afin de comparer et valider ces résultats, ils ont également
réalisé des essais de traction en prélevant des mini-éprouvettes dans chacune des zones
de la soudure afin d’accéder au comportement de chacune des zones et de s’affranchir de
I’hypothése d’une contrainte uniforme dans la soudure (nécessaire en utilisant les résul-
tats de la corrélation d’images). Cette étude a notamment été réalisée sur le 2024-T6 et le
2024-T351 (6 mm). Les résultats de corrélation d’images ont permis d’identifier le compor-
tement de six matériaux différents (le noyau soudé, la ZATM, trois ZAT différentes et le
matériau de base), qui ont ensuite été maillés. Les courbes globales contrainte-déformation
obtenues par la modélisation a partir des résultats de la corrélation d’images et des résul-
tats des mini-éprouvettes sont similaires et montrent un accord assez satisfaisant avec la
courbe expérimentale. Il en est de méme pour la distribution de la déformation & travers
la soudure. Ainsi, cette étude a également montré que l'identification du comportement

de chacune des zones par la mesure de champs de déformation par corrélation d’images,
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sous I’hypothése d’iso-contrainte, pouvait étre suffisante et satisfaisante afin de reproduire

le comportement en traction de certaines soudures FSW.

D’autres modélisations ont été proposées afin de prédire le comportement en traction,
a partir de lois d’écrouissage de type Voce, ainsi que la rupture de soudures d’un alliage
6082-T6, & partir d’'un modéle de type Gurson [132]. A partir des profils de dureté réalisés
sur une section transverse d’une soudure d’un alliage 6005A, la soudure a été découpée en
5 matériaux différents (le noyau soudé, la ZATM, deux ZAT et le matériau de base). Des
essais de traction sur des éprouvettes prélevées parallélement a la soudure dans chacune
de ces zones ont été réalisés afin d’identifier les parameétres de la loi d’écrouissage de
chacun des matériaux constitutifs de la soudure. La figure 1.27(a) illustre ainsi I’évolution
de la limite d’élasticité dans les différentes zones de la soudure. L’éprouvette de traction
constituée des différents matériaux a ensuite été maillée en 3D. La réponse globale simulée
de la soudure a un essai de traction mené perpendiculairement a I'axe de la soudure est
comparée aux résultats expérimentaux (figure 1.27(b)). De méme, la distribution de la
déformation axiale sur la tranche de I’éprouvette prédite par le modéle est comparée a celle
obtenue expérimentalement par corrélation d’images, avant la striction (figure 1.27(c)).
Un bon accord entre les données expérimentales et les données prédites par le modéle est

constateé.

1.4.5 Influence des défauts de soudage sur le comportement en

traction des soudures FSW

Peu d’études ont paru sur l'influence des défauts de soudage (JLR, kissing bond et
GAP) sur les propriétés en traction des soudures. Les principaux résultats de ces études

sont résumés pour chacun de ces trois défauts.

Influence du JLR Jene et coll. [91] ont observé que le JLR était responsable de I'amor-
cage d'une fissure en pied de cordon dans une soudure d’un alliage 5454 (3,5 mm) mais
que les propriétés en traction de la soudure ne présentaient qu’un abattement de ’ordre

de 10% par rapport aux propriétés du matériau de base.
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Figure 1.27 — (a) Limites d’élasticité des différentes zones de la soudure identifiées via des
essais sur micro-éprouvettes. Comparaison des résultats expérimentaux et des résultats
prédits par le modéle lors d'un essai de traction sur une soudure FSW sollicitée perpen-
diculairement & 'axe de soudage : (b) réponse globale de la soudure, (¢) distribution de

la déformation axiale sur la tranche de 'éprouvette a mi-épaisseur avant striction [132]

En revanche, Lui et coll. [121] n’ont observé aucun effet du JLR sur les propriétés
en traction (limite d’élasticité et résistance a la traction) et la localisation de la rupture
dans le cas d’une soudure d’un alliage 2219-0 (5 mm). De méme, dans les études menées
par Kumar et Kailas [134] et Uematsu et coll. [95] sur des soudures d’alliages 7020-T6
(4,4 mm) et 7075-T6 (5 mm) respectivement, aucun effet du JLR sur les propriétés en
traction et la localisation de la rupture n’a été détecté. L'effet du JLR en traction est

donc variable selon les matériaux soudés.
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Influence du kissing bond Dickerson et Przydatek [83] ont comparé le comportement
en traction des soudures FSW d’alliages 5083-O, 5083-H321 et 6082-T6 (d’épaisseur 6 a
7 mm) sans défaut a des soudures similaires contenant un kissing bond. Pour chaque
soudure, la géométrie du kissing bond est différente mais conduit a l'amorcage d’une

fissure lors d’un essai de flexion. Voici les résultats qu’ils ont obtenus :

e pour les soudures de I'alliage 5083-O : le kissing bond n’a pas d’effet sur les pro-

priétés en traction mais est responsable de la rupture des éprouvettes,

e pour les soudures de l'alliage 5083-H321 : le kissing bond conduit & une chute de
20% de la résistance a la traction, de 80% de la ductilité et est responsable de la

rupture des éprouvettes,

e pour les soudures de l'alliage 6082-T6 : le kissing bond n’a pas d’effet sur les

propriétés en traction ni sur la localisation de la rupture des éprouvettes.

Les conditions dans lesquelles chaque kissing bond a été produit sont cependant diffé-
rentes d’un alliage a 'autre et par conséquent la forme géométrique du défaut également

(cf. paragraphe 1.3.2).

Influence du GAP L’influence d’'un défaut d’accostage (GAP) entre les deux toles a
souder a été étudiée par Oki et coll. [135] dans le cas d’une soudure d’un alliage 5083-O
(3 mm) réalisée avec un écart de 0,2 & 3 mm entre les deux toles. Les essais de traction
menés sur ces soudures ont montré qu’un écart allant jusqu’a 1,5 mm pouvait étre toléré.
Au dela de cet écart, la résistance a la traction de la soudure diminue et la rupture passe

du métal de base au noyau soudé.

Christner et Sylva [136] ont étudié I'impact sur la microstructure d’un défaut d’accos-
tage entre deux toles d’un alliage 2014A-T6. Ils ont observé qu’un défaut d’accostage de
2,3 mm (soit 36% de I’épaisseur de la tole) pouvait étre toléré, sans perte significative des

propriétés en traction de la soudure.

Barnes et coll. [137] ont étudié I'influence d’'un défaut d’accostage beaucoup plus faible
(0,2 et 0,25 mm) dans le cas de soudures d’un alliage 7075-T6 (3,2 mm) et ont remarqué
une baisse de la résistance a la traction d’environ 7% par rapport a celle des soudures

saines. En revanche, aucune influence sur le lieu de rupture n’a été identifiée.
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Enfin, Inada et coll. [98] ont réalisé des observations par microscopie optique et des
essais de traction sur des soudures d’un alliage 1050-H24 (5 mm) produit avec un défaut
d’accostage de 1, 2 ou 3 mm. Les observations par microscopie optique n’ont révélé aucune
anomalie pour un défaut d’accostage de 1 mm, alors que pour des défauts de 2 ou 3 mm,
des tunnels (internes ou externes) apparaissent. Les propriétés en traction des soudures
défectueuses ne peuvent étre comparées qu’entre elles puisqu’aucun essai sur une soudure
saine n’a été effectué. Alors que la soudure présentant un défaut d’accostage de 3 mm
casse prématurément, celle présentant un défaut de 2 mm induise une réduction de 'ordre

de 30% sur la résistance & la traction, par rapport a celle de 1 mm.

1.4.6 Conclusions

Le profil de dureté des soudures montre une zone faible, avec un minimum de dureté
autour des ZATM. Ces changements de dureté sont associés a des modifications de 1’état
de précipitation. Les propriétés en traction des soudures FSW sont relativement bonnes
(entre 70 et 90% des propriétés du matériau de base). Les essais de traction suivis par
corrélation d’images permettent de rendre compte du caractére hétérogéne de la soudure
et d’identifier le comportement de chacune des zones de la soudure, permettant ainsi de
reproduire convenablement, par calcul par éléments finis, le comportement global de la
soudure ainsi que la localisation de la déformation. La déformation se concentre dans la
plupart des cas autour des ZATM, 14 ol un minimum de dureté avait été mesuré, et conduit
a la rupture de ’éprouvette. Enfin, les contraintes résiduelles transversales présentes dans
les soudures FSW (c’est-a-dire celles perpendiculaires a la soudure et qui seront paralléles
a laxe de chargement dans cette étude) sont relativement faibles et peuvent donc étre
négligées au vu de la taille des éprouvettes et des niveaux de contraintes auxquels elles

seront soumises (au-dessus de leur limite d’élasticité).

62



Chapitre 1: Synthése bibliographique

1.5 Comportement en fatigue des soudures FSW

De nombreux auteurs ont étudié le comportement en fatigue des soudures FSW sou-
mises a un chargement cyclique, afin de tracer la courbe de Wohler du matériau consi-
deéré [30,47,50,53,83,84,95,112,113,138-141]. Ces courbes permettent d’estimer la durée
de vie de la structure et de déterminer ’abattement en durée de vie des soudures FSW
par rapport au matériau de base. Cet abattement peut varier en fonction bien str du
chargement appliqué, mais aussi de ’état de surface des éprouvettes testées ou des dé-
fauts de soudage (JLR, KB, GAP). L’ensemble des résultats présenté ici a été obtenu sur

des soudures sollicitées perpendiculairement a la direction de soudage.

La durée de vie en fatigue peut étre décomposée en trois stades : 'amorcage, la pro-
pagation stable et la rupture brutale. LLe nombre de cycles & 'amorcage dépend forte-
ment de I’état de surface. La propagation, dans le cas des soudures dépend fortement des
contraintes résiduelles. Enfin, la rupture brutale est liée a la ténacité du matériau. C’est
pourquoi, aprés avoir présenté le comportement en fatigue des soudures via les courbes de
Wéhler, I’é¢tude portera sur 1’évolution des vitesses de propagation et de la ténacité dans
chacune des zones de la soudure. En effet, puisque la soudure est constituée de matériaux
différents (en termes notamment de microstructure) soumis & des contraintes résiduelles
différentes, leur comportement face & la propagation de fissures de fatigue et face a la

rupture brutale risque d’étre différent de celui du matériau de base.

1.5.1 Comparaison de la tenue en fatigue des soudures FSW et

des soudures classiques

Plusieurs auteurs se sont intéressés a la comparaison des propriétés en fatigue des
soudures réalisées par FSW et par des procédés de fusion classiques (MIG, TIG ou laser)
[52,53,112,139,141|. Ericsson et Sandstrom [112] ont déterminé les courbes de Wohler d’un
alliage 6082-T6 de 4 mm d’épaisseur soudé par FSW, MIG et TIG et sollicité en traction
pour un rapport de charge R=0,1. Pour cela, les angles des éprouvettes ont été cassés

mais aucun traitement de surface n’a été pratiqué sur les soudures avant d’étre testées.
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Pour une durée de vie de 10° cycles, 'amplitude des contraintes atteinte est d’environ 50
MPa pour les joints MIG pulsé, 65 MPa pour les joints TIG et 80 MPa pour les soudures
F'SW. Wang et coll. [53] ont constaté le méme écart dans le cas des soudures FSW et TIG
d’un alliage 5052 (10 mm), sollicitées en traction pour un rapport de charge R=0,1 et
dans un état brut de soudage. Zhou et coll. [52] ont comparé le comportement de joints
soudés FSW et MIG pulsé d’un alliage 5056 de 10 mm d’épaisseur avec le comportement
du matériau de base. Pour un rapport de charge R=0,1, la durée de vie en fatigue des
joints FSW est 6 a 14 fois plus importante que celle des joints MIG. Hori et coll. [141]
ont également comparé le comportement en fatigue de soudures FSW & celui de soudures
par MIG et laser, dans le cas d’un alliage AA6005A-T5 (4 mm), pour une sollicitation en
flexion et un rapport de charge R—0,1. La résistance a la fatigue a 107 cycles des joints
FSW est supérieure de 25% a celle des joints laser et MIG. En revanche, pour une durée
de vie de 'ordre de 10° cycles, les résistances a la fatigue des joints FSW et des joints

laser sont équivalentes.

Dans la plupart des cas, la rupture des soudures conventionnelles a lieu au niveau du
cordon de soudure, 14 ou il y a une concentration de contrainte. A partir de ces quelques
études réalisées pour différents alliages (figure 1.28), il apparait que la tenue en fatigue des
soudures FSW est globalement meilleure que celle des soudures réalisées par des procédés
de fusion (MIG, TIG, laser). Néanmoins, dans certains cas, I’état de surface testé et la
géométrie d’éprouvette utilisée ne sont pas mentionnés et manquent pour statuer de facon

claire sur la tenue en fatigue relative des soudures FSW par rapport aux autres soudures.

1.5.2 Comparaison de la tenue en fatigue des soudures FSW et

du matériau de base associé

Afin de rendre compte de la différence de résistance a la fatigue entre une soudure FSW
et le matériau de base associé, une comparaison a été faite sur quelques soudures réalisées
a partir d’alliages & durcissement structural utilisés dans 'aéronautique (figure 1.29). Les
éprouvettes des soudures FSW ont été testées a I’état brut de soudage, sauf les éprouvettes

des soudures de I'alliage 2198 qui ont été polies. La résistance a la fatigue, pour une durée
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Figure 1.28 — Récapitulatif des résistances a la fatigue pour une durée de vie de 10°
cycles pour différents alliages soudés par FSW, MIG, TIG ou laser sollicités & R=0,1
[52,53,112,139,141]

de vie de 10° cycles, est ainsi inférieure de 18 & 27% a celle du matériau de base associé.
Dans le cas des soudures testées a 1’état brut de soudage, 'amorcage a lieu a partir de la
surface supérieure, sur laquelle sont présentes les stries laissées par le passage de I'outil
de soudage. Il est donc difficile de séparer la contribution de I’état de surface de celle de

la structure hétérogéne qu’est le joint soudé.

1.5.3 Influence de 1’état de surface

L’état de surface des éprouvettes de fatigue est un des paramétres les plus importants
a prendre en compte pour comprendre les mécanismes d’amorcage de fissures. En effet, les
irrégularités présentes en surface sont des sites privilégiés d’amorcage. Lors du soudage
FSW, la rotation de I’épaulement laisse des marques circulaires sur la surface en contact
avec l'outil. Des flashs, qui correspondent & un excédent de matiére et forment des lévres
plus ou moins marquées de part et d’autre de la soudure, peuvent également étre générés.
Ce genre d’irrégularité, inhérente au procédé de soudage, est responsable dans la plupart
des cas de 'amorcage de fissures de fatigue a cause des concentrations de contraintes

générées. C’est pourquoi, dans le cas d’une optimisation de la tenue en fatigue des joints
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Figure 1.29 — Comparasion des variations de contraintes a 10° cycles pour différents al-

liages d’aluminium et les soudures FSW associées [30,47,84]

FSW, il est nécessaire de s’affranchir de ce probléme en effectuant un traitement de
surface. Néanmoins, dans le cadre d’une industrialisation du procédé, le traitement n’est

pas toujours possible d’un point de vue économique.

Bussu et Irving [32] se sont intéressés a l'effet des irrégularités de surface en détermi-
nant les courbes de Wohler en traction (R=0,1) d’un alliage 2024-T351 (6,35 mm) soudé
par FSW, testé a 1’état brut de soudage et testé aprés avoir enlevé 0,5 mm d’épaisseur
des surfaces supérieure et inférieure. Ce traitement de surface des éprouvettes a permis
d’obtenir des durées de vie comparables & celles obtenues pour le matériau de base, alors
que les éprouvettes testées brut de soudage présentent un abattement de plus de 50% par
rapport au matériau de base pour une durée de vie de 2.10¢ cycles. Cet abattement a pu,
par des observations des faciés de rupture, étre corrélé a la présence des irrégularités de

surface.

Magnusson et Kallman [47] ont démontré l'intérét de procéder & un traitement de
surface des éprouvettes de joints soudés, en comparant le comportement d’éprouvettes
ayant subi un fraisage, aux éprouvettes testées a 1'état brut de soudage (figure 1.30). Ainsi
les alliages 7475-T76 et 2024-T3 (2 mm), aprés soudage, ont subi un fraisage de la surface

supérieure, alors que les joints soudés en alliage 6013-T6 (1,6 mm) ont subi un fraisage des

66



Chapitre 1: Synthése bibliographique

surfaces inférieure et supérieure. Ce traitement a permis d’enlever entre 0,10 et 0,15 mm
par surface fraisée. Les résultats montrent, pour une sollicitation en traction (R=0,1), une
nette amélioration de la tenue en fatigue des soudures ayant subi un traitement de surface
avant d’étre sollicitées en fatigue, et ceci pour les trois alliages considérés. Le traitement
de surface permet d’approcher le comportement en fatigue du matériau de base, sauf dans
le cas des joints FSW d’alliage 2024, ou I’amélioration des propriétés en fatigue est moins
marquée. Alors que "amorcage avait lieu & partir de la surface supérieure (sur les stries
laissées par le passage de I'outil) dans ’état brut de soudage, dans ’état poli, 'amorcage
a lieu indifféeremment & partir des surfaces supérieure ou inférieure. Il est important de
noter que le fraisage des surfaces a également pour conséquence d’écrouir le matériau en

surface et d’introduire des contraintes résiduelles en surface.

Dans le cas de soudures d’un alliage 5083-H321 (8 mm) sollicitées en traction uniaxiale
(R=0,1), James et coll. [138] ont constaté une différence de 'ordre de 30% entre les durées
de vies d’éprouvettes testées a I’état brut de soudage et des éprouvettes dont les surfaces

avaient été polies.
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Figure 1.30 — Influence de I’état de surface (brut de soudage ou "poli" par fraisage) sur

la tenue en fatigue des soudures d’un alliage 7475-T76 (R=0,1) [47]
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Figure 1.31 — Observation par MEB du faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue d’une

soudure FSW d’un alliage 5083-H321 montrant un amorcage en pied de cordon [89)]

1.5.4 Influence des défauts de soudage

Influence du JLR L’influence du JLR sur le comportement en fatigue des soudures
FSW a notamment été étudiée par Zhou et coll. [88,89] dans le cas de soudures FSW
d’un alliage 5083-H321 (8 mm), pour un rapport de charge R=0,1 et sur des éprouvettes
dont les flashs avaient été enlevés et les angles avaient été cassés et polis. La courbe de
Wéohler obtenue est comparée aux résultats de la littérature sur le méme alliage, pour
le méme rapport de charge, et montre que pour une durée de vie donnée (entre 3.10°
et 4.10° cycles), la variation de contrainte est réduite d’environ 30 a 35% pour le joint
soudé par rapport au matériau de base. L’observation des éprouvettes rompues révéle un
amorcage en pied de cordon, dans le noyau, que les auteurs attribuent a la présence du
JLR (figure 1.31). La fractographie montre que la fissure s’est amorcée en pied de cordon
et qu’elle s’est propagée sur une courte distance le long de la ligne d’oxydes avant de

quitter le défaut et de se propager perpendiculairement a ’axe de chargement.

Citons également les études menées par Di et coll. [84, 85| sur linfluence du JLR
sur le comportement des soudures d’alliages 2024-T4 (4 mm) et 7075-T6 (4,85 mm),
sollicitées sous un rapport de charge R=0,1 & environ 90 Hz. Les angles des éprouvettes
de I'alliage 2024-T4 ont été cassés et polis, alors que pour les soudures de 'alliage 7075-
T6, aucune précision quant a I'état de surface testé n’a été fournie. La courbe de Wdhler

des soudures de l'alliage 2024-T4 contenant un JLR est comparée a celle du matériau
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de base et montre un abattement de Uordre de 20% sur la contrainte a 2.10° cycles (cet
abattement est légérement plus important pour des durées de vies inférieures). Dans le
cas des soudures de l'alliage 7075-T6, la courbe de Wohler est comparée aux données
de la littérature sur des soudures d’alliages 7475-T76 sollicitées sous le méme rapport de
charge et sans traitement de surface [47]. Les soudures contenant un JLR présentent ainsi
un abattement de I'ordre de 40% sur la contrainte & 2.10% cycles. Dans les deux cas, les
auteurs attribuent ’abattement en fatigue a la présence du JLR, puisqu’ils constatent la

plupart du temps un amorcage de fissure en pied de cordon dans le noyau soudé.

Citons, enfin, I’étude de Uematsu et coll. [95] notamment sur des soudures d’un alliage
1050-O (5 mm), ou un JLR a été observé dans cette soudure sans que celui-ci n’affecte les

propriétés en fatigue de la soudure, ni les mécanismes d’amorcage de fissure de fatigue.

Influence du kissing bond L’infuence du kissing bond sur le comportement en fatigue
a été étudié par Dickerson et Przydatek [83| dans le cas des soudures d’alliages 5083-0,
5083-H321 et 6082-T6 (environ 6 mm d’épaisseur). Chacune de ces soudures contient
un kissing bond (mis en évidence par des essais de flexion) produit différemment : soit
en augmentant la vitesse de soudage de 55% (5083-0O), soit en utilisant une tole plus
épaisse (7 mm) tout en conservant les mémes paramétres de soudage (5083-H321), soit en
utilisant un diamétre d’épaulement plus important (6082-T6). Ces soudures ont ensuite
été sollicitées en fatigue sous un rapport de charge R=0,1 a4 170 Hz, aprés que les flashs
ont été enlevés et que les angles ont été¢ cassés et polis. Bien que peu d’essais aient
été menés, il semblerait que les kissing bonds présents dans les alliages 5083-O et 6082-
T6 n’engendrent pas d’abattement particulier en fatigue (leurs résultats sont cependant
comparés a ceux de la littérature obtenus sur des soudres FSW issues de différentes séries
d’alliages d’aluminium, supposées sans défaut et n’ayant pas été obligatoirement testées
avec le méme état de surface). En revanche, dans le cas des soudures défectueuses de
lalliage 5083-H321, il semble y avoir un abattement des propriétés en fatigue attribué
au kissing bond. Pour chaque alliage, 'amorcage d’une fissure de fatigue est associé a la
présence du kissing bond. Cependant, la forme et les dimensions du kissing bond différent
d’un alliage a l'autre. Le kissing bond présent dans les soudures de l'alliage 5083-H321

s’avére ainsi plus proche d’une perpendiculaire par rapport & ’axe de chargement mais
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Figure 1.32 — Dimensions et formes des kissing bonds observés dans les soudures des
alliages : (a) 5083-O, (b) 5083-H321 et (b) 6082-T6. Les lignes en pointillés représentent

le chemin suivi par les fissures de fatigue [83|

surtout plus profond, expliquant ainsi son caractére plus nocif (figure 1.32).
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Figure 1.33 — Courbes de Wohler des soudures contenant un kissing bond et des soudures

saines, dans le cas de soudures d’un alliage 2024-T3 pour un rapport de charge R=0,1 [90]

Zhou et coll. [90] ont également étudié 'influence du kissing bond (figure 1.20), qu’ils
nomment "root flaw", sur le comportement en fatigue des soudures d’un alliage 2024-T3 (4
mm) sollicitées sous un rapport de charge R=0,1 a 85-90 Hz. Sur ces éprouvettes, les flashs
ont été polis et les angles ont été cassés et polis. La courbe de Wohler obtenue est comparée
a celles trouvées dans la littérature pour le méme alliage sollicité au méme rapport de
charge et ne présentant a priori pas de défaut (figure 1.33). Les résultats montrent que
la variation de contrainte, pour une durée de vie donnée, est réduite d’environ 50% en
moyenne. De plus, toutes les éprouvettes ont amorcé une fissure de fatigue a partir du

kissing bond, laissant supposer que le kissing bond a pour effet de réduire la durée de vie
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Figure 1.34 — Observation par MEB du faciés de rupture le long du kissing bond dans le
cas d’une soudure FSW d’un alliage 2024-T3 [90]

de I’éprouvette en amorgage. Le faciés de rupture montre une rupture ductile le long du
kissing bond (figure 1.34) ce qui suggére que le défaut a d’abord été ouvert puis qu’'une

fissure de fatigue a pu se propager a partir du kissing bond ouvert.

Influence du GAP Une seule étude a été trouvée sur la tenue en fatigue des soudures
produites avec un défaut d’accostage [137]. Ces soudures ont été réalisées a partir d’un
alliage 7075-T76 (3,2 mm) avec un défaut d’accostage de 0,2 et 0,25 mm. La courbe de
Wohler des soudures "défectueuses", déterminée pour un rapport de charge R—0,1 & une
fréquence de 10 Hz (I’état de surface testé n’est pas précisé), ne présente pas d’abattement
par rapport aux soudures saines. La localisation de la rupture n’est pas non plus affectée
par le défaut d’accostage puisque la rupture a lieu dans la ZAT, comme dans le cas des

soudures saines.

1.5.4.0.1 Bilan de P’influence des défauts Peu d’études ont été recensées sur I'in-
fluence du JLR, du kissing bond ou du défaut d’accostage sur la tenue en fatigue des
soudures. Il est important de noter que la distinction entre la partie inférieure du JLR
et le kissing bond, qui sont a priori deux défauts différents est difficile a faire dans la
littérature, puisque des essais de flexion permettant de différencier les deux défauts n’ont

été rapportés que dans 1'étude de Dickerson et Przydatek [83].
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De plus, 'abattement engendré par la présence du JLR ou du kissing bond n’est
pas clairement identifié puisqu’aucune comparaison n’est faite avec des soudures saines,

réalisées et testés dans les mémes conditions que les soudures défectueuses.

Enfin, les mécanismes d’amorcage liés a la présence des défauts, ne sont pas non plus

identifiés de maniére claire et précise dans la plupart des études menées.

1.5.5 Propagation des fissures de fatigue dans les soudures FSW

La propagation de fissures dans les soudures FSW a fait I’'objet d’un certain nombre de
publications [30,63,89,99,100,107,108,118,129,142-146]. Ces études se sont notamment
intéressées a déterminer et a comparer les vitesses de propagation des fissures dans le
matériau de base, le noyau soudé et la ZAT. Pour cela, des éprouvettes de type C(T), dans
lesquelles la fissure se propage parallélement a la soudure, ont été utilisées. Les travaux ont
également porté sur I’évolution de la vitesse de propagation de fissures perpendiculaires &

la soudure, afin de déterminer la variation de vitesse au voisinage de chacune des zones.

De fagon générale, et ceci quelle que soit la nature de l'alliage d’aluminium soudé, les
auteurs s’accordent sur le fait que les vitesses de propagation de fissures de fatigue sont
essentiellement gouvernées par la présence de contraintes résiduelles dans la soudure et
par l'effet, dans une moindre mesure, de la microstructure [99,100,107]. 11 est également
important de noter que la taille de I’éprouvette sur laquelle sont menés les essais de
propagation joue un role non négligeable, puisque la relaxation des contraintes résiduelles

ne sera pas la méme en fonction de I'éprouvette choisie [145].

Pouget et Reynolds [100] se sont intéressés a la propagation de fissures perpendicu-
laires au joint soudé FSW d’un alliage 2050-T851 (15 mm) pour un rapport de charge
R=0,65 dans une éprouvette C(T). La vitesse de propagation et le facteur d’intensité des
contraintes effectif AK. ;s ont été tracés en fonction de la distance au centre de la soudure
(figure 1.35). On peut constater que la fissure ralentit a 'approche de la soudure (dans la
ZAT) et accélére lorsqu’elle la traverse. Cette évolution de la vitesse suit celle de AK.y.
Or la mesure de AK sy permet de suivre I’évolution du phénomeéne de fermeture de fis-

sures, principalement associé a la présence de contraintes résiduelles de compression. Les
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Figure 1.35 — Evolution de la vitesse de propagation et de AK.ss dans le cas d’une fissure
se propageant perpendiculairement a la soudure FSW d’un alliage 2050-T851 dans une

éprouvette C(T) sous un rapport de charge R=0,65 [100]

évolutions de AK,fy concordent avec le profil des contraintes résiduelles présentes dans la
soudure, puisque les auteurs ont mesuré des contraintes résiduelles de compression dans la
ZAT, responsables du ralentissement de la fissure, et des contraintes résiduelles de traction
dans le noyau, responsables de ’accélération de la fissure. Cependant, il est important de
garder & 'esprit que lorque la fissure avance, il peut y avoir redistribution des contraintes

résiduelles [147].

Bussu et Irving [50] ont comparé les vitesses de propagation de fissure dans un alliage
2024-T351 (6,35 mm) et dans les différentes zones de la soudure correspondante (noyau
soudé, ZATM et ZAT) pour un rapport de charge R=0,1 & 15 Hz et dans une éprouvette
C(T). A partir des courbes da/dN — AK (figure 1.36(b)), plusieurs résultats peuvent étre

dégagés :

e les fissures se propageant dans la ZAT (a 28 mm du plan de joint) ont les valeurs

de AK seuil les plus faibles,

e les fissures se propageant dans la ZATM (4 6 mm du plan de joint) ont les valeurs
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de AK seuil les plus élevés,

e les vitesses de propagation dans le noyau (au centre de la soudure) peuvent étre

jusqu’a dix fois inférieures a celles dans le matériau de base,

e 3 fortes valeurs de AK, I'écart entre les courbes de propagation est beaucoup plus

faible.

Afin de déterminer l'origine des différences de vitesse de propagation entre les diffé-
rentes zones, les contraintes résiduelles ont été relaxées & 90% en appliquant une défor-
mation de 2% perpendiculaire & la direction de propagation des fissures, puis les essais de
propagation ont été faits & nouveau (figure 1.36(a)). On constate ainsi que les vitesses de
propagation dans le noyau et la ZATM sont modifiées et qu’elles sont maintenant simi-
laires & celles du matériau de base. En revanche, les vitesses de propagation dans la ZAT
n’ont pas été affectées par la relaxation des contraintes. Or, des mesures de dureté ont été
effectuées avant et aprés la relaxation des contraintes et n’ont montré aucun changement.
Ceci laisse a penser que les contraintes résiduelles ne sont pas le seul facteur influencant

le comportement de la soudure.

L’effet bénéfique des contraintes résiduelles de compression peut étre atténué par I'effet
néfaste de la fine structure du noyau qui peut diminuer la résistance a la propagation de

fissures de fatigue dans les soudures [142].

La figure 1.37 regroupe les courbes da/dN — AK des alliages 2198-T8 et des soudures
FSW associées sollicités a un rapport de charge R=0,33, pour lesquelles la fissure se
propage parallélement & la soudure dans 'advancing side dans une éprouvette C(T) [30],
et & un rapport de charge R=0,1 pour lesquelles la fissure se propage parallélement &
la soudure au centre du noyau dans une éprouvette M(T) [49]. Dans les deux cas, pour
un AK donné, les vitesses de propagation atteintes dans les soudures sont plus faibles
que dans le matériau de base (notons que la ténacité obtenue par Cavaliere et coll. est
relativement faible pour un alliage d’aluminium). La soudure testée par [49] présente une
ténacité plus élevée que le matériau de base. Les valeurs de AK seuil sont en revanche

asssez proches.
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Figure 1.36 — Vitesses de propagation de fissures de fatigue dans le matériau de base (2024-
T351, 6,35 mm) et parallélement aux différentes zones de la soudure (PLJ : plate joint
line) : (a) sans relaxation des contraintes résiduelles et (b) aprés relaxation des contraintes

résiduelles due & un étirement de 2% réalisé perpendiculairement a la soudure [50]

1.5.6 Reésistance a la déchirure ductile des soudures FSW

La rupture brutale des soudures FSW a été étudiée en déterminant différents para-
métres : Pouverture en fond de fissure (CTOD : Crack Tip Opening Displacement) ou
I'intégrale J de Rice, dans le cas d’une plasticité étendue, ou le facteur d’intensité des

contraintes (K) dans le cas d’une plasticité confinée.

Von Strombeck et coll. [128] ont réalisé des essais de ténacité pour différents alliages et
leurs soudures FSW (5005-H14, 2024-T351, 6061-T6, 7020-T6). Les essais ont été réalisés
sur des éprouvettes C(T) et ont permis de déterminer le CTOD dans chacun des cas.
Les résultats ont montré que la ténacité des noyaux soudés et des ZAT était supérieure
a celle des matériaux de base, excepté dans le cas d'un alliage 2024-T351 (tableau 1.3).
Kristensen et coll. [148] ont obtenu des résultats similaires en réalisant des essais de flexion
trois points et en mesurant le CTOD sur des éprouvettes de 6 mm d’épaisseur. La ténacité

des soudures est ainsi équivalente (2024-T3) ou supérieure (5083-H111 et 6082-T6) a celle
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Figure 1.37 — Courbes de fissuration pour des soudures FSW d’alliages 2198-T8 sollicitées
a R=0,33 (la fissure se propage parallélement & la soudure du coté advancing side) [30] et

a R=0,1 (la fissure se propage parallélement a la soudure au centre du noyau) [49]
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CTOD (mm)
Alliage
matériau de base | noyau soudé | ZAT/ZATM
2024-T3514 (5 mm) 0,30 0,22 0,20
5005-H14 (3 mm) 0,35 1,57 1,40
6061-T6 (5 mm) 0,28 0,96 0,63
7020-T6 (5 mm) 0,40 0,48 -

Tableau 1.3 — Ténacité exprimée en termes de CTOD pour différents alliages et leurs

soudures FSW [128]

du matériau de base associé.

Dans le cas d’éprouvettes C(T) d'un alliage 2195-T8 (8,1 mm), Kroninger et Reynolds
[51] ont montré, aprés avoir déterminé les courbes R (figure 1.38), que la ténacité de
la soudure était meilleure que celle du matériau de base. Cette différence est attribuée
a l'état de précipitation. En effet, I’absence de précipitation dans le noyau induit une
amélioration de la ténacité par rapport au matériau de base qui est dans un état T8 et

par rapport a la ZAT qui est dans un état survieilli.

Mochizuki et coll. [149] ont justifié la différence de ténacité observée entre le matériau
de base (5083-O, 25 mm), le noyau soudé et la ZAT (sur des essais de flexion 3 points
au cours desquels le CTOD est mesuré), en se basant sur les observations des faciés de
rupture. En effet, les cupules observées dans le noyau ont un diamétre plus faible que celui
des cupules observées dans la ZAT ou le matériau de base. Ceci suggére que les inclusions
sont plus petites et sans doute plus espacées dans le noyau soudé que dans le matériau
de base et la ZAT. Aucune différence notable n’a été observée sur les mesures de dureté
et les courbes de traction des différents matériaux, ce qui laisse penser que seule la taille

des inclusions est responsable de la différence de ténacité.

Alors que les vitesses de propagation de fissures de fatigue sont gouvernées principa-
lement par les contraintes résiduelles, la ténacité semble dépendre essentiellement de la
microstructure des soudures. La fine structure recristallisée et la faible taille des particules
ont tendance & améliorer la ténacité du noyau soudé, alors que la relativement faible limite

d’élasticité tend a diminuer sa ténacité. La ténacité du noyau soudé est au total améliorée
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Figure 1.38 — Comparaison des courbes R obtenues pour des fissures se propageant dans le

matériau de base (2195-T8, 8,1 mm) et parallélement & différentes zones de la soudure [51]

par rapport a celle du matériau de base [150-153], alors que la ténacité de la ZAT ou de
la ZATM est inférieure a celle du noyau soudé du fait de la croissance des précipités qui

opére dans cette zone.

1.5.7 Conclusions

Le procédé de soudage par FSW s’avére également performant en termes de propriétés
en fatigue des soudures, puisque celles-ci présentent une résistance a la fatigue bien souvent
meilleure que celle des soudures conventionnelles, ainsi que des abattements acceptables
par rapport au matériau de base. Le nombre de cycles a 'amorcage de fissure de fatigue
peut étre largement amélioré en procédant a un traitement de la surface supérieure, qui
est la plus affectée par le soudage (stries laissées par le passage de I'outil de soudage). La
propagation de fissures de fatigue est fortement influencée par les contraintes résiduelles
présentes dans la soudure et dans une moindre mesure par la microstructure (une faible
taille de grains a tendance & accélérer les fissures). La rupture finale des soudures est

gouvernée par leur ténacité. Celle-ci dépend essentiellement de la microstructure. Ainsi,
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la ténacité du noyau soudé a tendance a étre meilleure que celle du matériau de base (du
fait de la faible taille de grains et de I’absence de précipitation grossiére) et de la ZAT
(qui se trouve dans un état survieilli). Enfin, les études parues sur l'influence des défauts
de soudage, tels que le JLR, le kissing bond ou encore le GAP, ne permettent pas de
statuer sur le role de chacun de ces défauts sur les mécanismes d’amorcage, lorsqu’ils sont
responsables de I’amorcage de fissures de fatigue et de quantifier 'effet des défauts sur la

tenue en fatigue des soudures.

1.6 Conclusions

[’alliage 2198-T8 (Al-Cu-Li) semble posséder des propriétés mécaniques intéressantes
pour son utilisation dans le cadre d’une application de type fuselage. En effet, ses proprié-
tés en traction sont meilleures que celles d’un alliage 2024, qui est largement utilisé dans
I'industrie aéronautique. Ses propriétés de résistance a la propagation peuvent lui conférer
une tolérance aux dommages satisfaisante. Enfin ses propriétés en fatigue ne semblent pas,

au vu des premiers résultats parus, étre un facteur limitant a4 son utilisation.

Le procédé de soudage par friction stir welding (FSW) engendre un abattement des
propriétés en traction des soudures de Pordre de 25% (par rapport au matériau de base).

Cet abattement est di aux changements microstructuraux engendrés par le soudage.

Les propriétés en fatigue des soudures FSW dépendent fortement de leur état de surface
qui, une fois amélioré, permet d’obtenir des abattements inférieurs a 30% sur la résistance
a la fatigue, comparée au matériau de base. Ce comportement en fatigue dépend également
de I'état de contraintes résiduelles dans lequel se trouve la soudure. Or, ne passant pas
par la fusion, les contraintes générées par le soudage FSW sont relativement faibles et
seront dans cette étude négligées au vu de la taille des éprouvettes testées et du niveau

de contrainte auquel elles seront sollicitées.

Enfin, l'influence de défauts de soudage tels que le résidu de plan de joint (JLR),
le kissing bond (KB) et le défaut d’accostage (GAP) sur les propriétés en traction et

en fatigue des soudures demande & étre éclaircie. Les données issues de la littérature ne
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permettent pas de quantifier 'influence de ces défauts sur les propriétés mécaniques des
soudures, ni d’identifier clairement les mécanismes d’amorcage liés a leur présence. De
plus, ces défauts internes étant particuliérement difficiles a détecter par des méthodes de
controle non destructif, il apparait donc important d’examiner 'impact éventuel qu’ils

peuvent avoir sur le comportement des soudures.
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2.1 Moyens de caractérisation microstructurale

2.1.1 Attaque chimique

Afin d’observer la structure granulaire du matériau de base et du matériau soudé
par FSW, une attaque par oxydation anodique a été utilisée. Le matériau a été poli au
re Ve . . b . re ~ 2 .
préalable mécaniquement jusqu’a 1 pm puis plongé a température ambiante dans une
solution composée de 3% d’acide tétrafluoborique a 34% en solution aqueuse sous une
tension de 30V pendant 2 & 3 minutes. Une électrode en aluminium pur a été utilisée. Les
échantillons ont ensuite été observés en lumiére polarisée sous un microscope optique afin

d’en déterminer la stucture granulaire.

Pour révéler et observer les défauts de soudage (JLR et kissing bond), les soudures
(préalablement attaquées par oxydation anodique) ont été plongées dans une solution de
Dix et Keller (2 ml HF, 3 ml HcL, 20 ml HNO3, 175 ml H20) durant quelques secondes.
Les échantillons sont observés en lumiére blanche sous un microscope optique. La conju-
gaison de ces deux attaques permet d’observer le défaut mais ne permet plus d’observer

la structure granulaire de la soudure.

2.1.2 Tomographie

Afin de caractériser en trois dimensions le kissing bond, des observations par tomogra-
phie ont été réalisées & 'ESRF (European Synchrotron Radiation Facility) sur la ligne ID
19 a 20,5 kV. Pour chaque volume analysé, 1500 radiographies sont enregistrées par une
caméra CCD au cours de la rotation de ’échantillon (I'échantillon effectue au total une
rotation de 180°parallélement au faisceau par pas de 0,12°). La fréquence d’acquisition des
radiographies est d’environ une toutes les 0,7 s. La taille du voxel, aprés reconstruction
des coupes, est de 0,7 um. L’é¢chantillon analysé est en forme d’allumette de 1 mm? de

section et d’environ 1 cm de long.

Deux types d’allumettes ont été prélevés. Le premier a été prélevé dans le sens de

soudage (sens L) en pied de cordon, sur une soudure brute de soudage (figure 2.1). Le
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Figure 2.1 — Vue en coupe dans le plan T-S d’une soudure contenant un kissing bond

montrant la zone dans laquelle ’allumette de tomographie a été prélevée

deuxiéme a été prélevé sur une bande de 20 mm de largeur dans laquelle la soudure
est dans le sens de la largeur. Cette éprouvette de 20 mm a été sollicitée en traction
transversalement a la soudure jusqu’a 380 MPa. A l'issue de cette traction, un controle
non destructif par ultra-sons (US) a été réalisé par le CEA-LIST afin de détecter la
présence du kissing bond ouvert. Le balayage par US montre un signal plus important
au centre de la soudure au niveau du pied de cordon, la ou doit se trouver le kissing
bond ouvert (figure 2.2(a)). Cependant, ce signal n’est pas constant sur toute la largeur
de I'éprouvette, ce qui laisse penser que le kissing bond n’a pas été ouvert sur toute la
largeur de I’éprouvette. A partir de ces résultats, deux allumettes ont été prélevées suivant
le sens T, en pied de cordon, a deux endroits différents, correspondant a deux intensités
de signaux US différentes (figure 2.2(b)). L’allumette 1 a été prélevée 1a ot aucun signal
particulier n’a été détecté alors que 'allumette 2 a été prélevée la ou le signal le plus

intense a été relevé.

2.1.3 Diffraction des électrons rétrodiffusés (EBSD)

La technique EBSD a été utilisée dans cette étude afin de déterminer le caractére
intra ou intergranulaire du kissing bond. Pour cela, un échantillon a été découpé dans
une soudure contenant un kissing bond. Cet échantillon a ensuite été décapé sur la face
T-S par un faisceau d’ions de Gallium émis par un Cross Section Polisher comme cela
est schématisé sur la figure 2.3. Cette méthode de préparation permet de s’affranchir
des effets de bord rencontrés lors d’un polissage mécanique classique et permet de faire

diffracter I’échantillon sans réaliser de polissage supplémentaire. Des cartographies EBSD
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Figure 2.2 — (a) Résultat de la mesure réalisée en ultra-sons sur une soudure contenant
un kissing bond étiré jusqu’a 380 MPa. (b) Demi-largeur de I’éprouvette correspondant
a la zone encadrée sur (a) et montrant la localisation des 2 allumettes de tomographie

prélevées (la figure n’est pas orthonormée)
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Kissing S

bond . <_T

Figure 2.3 — Représentation schématique du polissage de I’échantillon contenant un kissing

bond pour une observation en EBSD

ont ensuite été réalisées autour du kissing bond en utilisant un MEB (LEO 1450VP)
muni d’une caméra EBSD Hikari et d’un systéme TSL OIM 5. Pour cela ’échantillon est
incliné a 70°par rapport a I'horizontale et observé a une distance de travail de 22 mm
sous une tension de 30 kV. Le pas d’indexation a été choisi a 0,5 pum pour permettre
d’avoir une minimum de 20 points pour définir les grains les plus petits (la taille de
grains est comprise entre 2 et 20um). L’acquisition est réalisée via le logiciel OIM Data
Collection et I'exploitation des résultats a été faite avec le logiciel OIM Analysis. Une
fois la cartographie des grains obtenue, celle-ci est comparée a 'image en mode électrons

secondaires afin d’identifier le chemin emprunté par le kissing bond.
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2.1.4 Microscopie Electronique en Transmission (MET)

Les observations par microscopie électronique en transmission (MET) ont été menées
au Centre des Matériaux par Mohamed Sennour, sur des lames prélevées dans le noyau
soudé dans le plan L-T, proche de la surface inférieure de la soudure afin de caractériser
les joints de grains dans cette région pour les soudures produites avec un défaut d’ac-
costage de 0,7 mm (GAP-0,7). Pour cela, un échantillon de 1 mm de c6té a été prélevé
dans le plan L-T. Cet échantillon a ensuité été poli mécaniquement a ’aide d’un appareil
tripode afin de réduire ’épaisseur de I’échantillon par la face supérieure et d’obtenir une
épaisseur d’environ 20 pum. L’échantillon a également été trés légérement poli & l'aide
d’une pate diamantée de 1 um afin de supprimer la couche d’oxydes présente sur la sur-
face inférieure de la tole. L’échantillon a ensuite été placé sur une grille de cuivre puis
aminci par amincissement ionique au PIPS (Polishing Ion Precision System) par des ions
argon jusqu’a ’obtention d’un trou. Les observations ont été réalisées avec un microscope
Tecnai F20-ST équipé d’un canon a émission de champ, d’un systéme EDX et pouvant
travailler en mode STEM (Scanning Transmission Electron Microscopy) combiné a I'ima-
gerie HAADF (High-Angle Annular Dark-Field) pour produire un contraste chimique.
Les analyses EDX ont été réalisées en faisant des balayages linéaires pour détecter les
évolutions de composition chimique au passage des joints de grains. Cette analyse est

semi-quantitative.

2.2 Moyens de caractérisation mécanique

2.2.1 Microdureté

Des profils de dureté Vickers ont été réalisés 8 'ONERA (Chatillon) sur le matériau
de base et et les différentes soudures. Les mesures ont été effectuées sur les faces T-S et
L-S pour le matériau de base et sur la face T-S pour le joint soudé en appliquant une
charge de 100 g. Pour le matériau de base, un pas de 200 pym dans I'épaisseur et 1 mm
dans la largeur a été utilisé, alors que pour le matériau soudé, un pas de 500 pum dans

I’épaisseur et la largeur a été choisi. La taille de 'empreinte étant d’environ 20 pm, les
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pas choisis permettent d’éviter 'influence des empreintes les unes sur les autres.

2.2.2 Essais de traction sur éprouvettes lisses

Afin d’accéder au comportement mécanique global du matériau de base et du matériau
soudé, des essais de traction ont été menés sur des éprouvettes TR12 (avec un état de
surface brut) dont la géométrie est schématisée sur la figure 2.5(a). Les essais ont été
menés sur une machine d’essais servo-hydraulique d’une capacité de 250 kN en controle

de déplacement et & une vitesse de déformation de initiale 2.107% s,

Dans le cas du matériau de base, le suivi des déplacements est assuré par un extenso-
métre longitudinal (base de mesure de 10 mm) et un extensométre latéral (base de mesure
de 12 mm). Le matériau de base a été sollicité suivant la direction de laminage (L), la
direction travers long (T) et a 45° par rapport a la direction L, dans le plan L-T (D).

Pour chaque direction de sollicitation trois éprouvettes ont été testées.

Pour la caractérisation du matériau soudé, les éprouvettes ont été prélevées perpendi-
culairement a la soudure (suivant le sens T), en positionnant la soudure au centre de la
zone utile de ’éprouvette. Les déformations sont calculées par la méthode des suivis de
marqueurs, qui consiste & calculer la déformation entre deux marqueurs physiques placés
sur la face T-S de 1'éprouvette et distants de 14 mm (permettant d’englober la déforma-
tion d’une zone comportant le noyau soudé, les ZATM et une partie de la ZAT) et centrés
par rapport au milieu du noyau soudé. Une caméra CCD (2048 x2048 pixels?) permet

d’enregistrer les images a une fréquence de 1 Hz.

Le comportement local des soudures a également été étudié en effectuant des essais de
traction avec suivi par corrélation d’images qui permettent de déterminer les champs de
déformation locaux a la surface de la soudure. Pour cela, aprés avoir appliqué un mouchetis
noir a I'aide d’un aérosol sur la tranche de I’éprouvette, préalablement recouverte d’une
couche de peinture blanche, une caméra CCD (2048 x 2048 pixels?) est placée de telle sorte
que la soudure soit au centre de I'image. La largeur de ’éprouvette (3,1 mm) représente
200 pixels (soit une taille de pixel d’environ 15 um). La fréquence d’acquisition est d’une

image par seconde pour une vitesse de déformation de 2.107* s7!. Le traitement des
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images est ensuite effectué par le programme Correli (LMT) implanté dans Matlab?™

qui permet d’obtenir les champs de déformation des différentes zones de la soudure. La
taille d’imagette choisie pour calculer les champs de déformation locaux est de 16x16
pixels? (soit environ 0,25 mm?). Cette taille a été choisie afin de permettre de ne pas
occulter les déplacements locaux et ainsi de bien identifier le comportement de chacune
des zones de la soudure. Le calcul des déformations se fait de maniére incréméntale, c’est
a dire que I'image de référence n’est pas toujours la méme, mais la précédente de 'image

en cours. Les déplacements intermédiaires sont comptabilisés et sommés.

Des essais de traction monotone ont également été réalisés sur des éprouvettes préle-
vées uniquement dans le noyau soudé parallélement a la soudure (sens L). La géométrie
des éprouvettes est donnée sur la figure 2.5(g). Ces essais permettent de caractériser le
comportement en traction du noyau soudé sans le reste de la soudure et de caractériser
I’anisotropie du noyau. Les déplacements longitudinaux et transversaux sont mesurés par
la méthode des suivis de marqueurs, permettant ainsi de calculer le coefficient de Lankford
du noyau soudé. Deux essais ont été menés, un sur une éprouvette prélevée dans le noyau
soudé d’une soudure saine et un deuxiéme dans le noyau soudé d’une soudure contenant

un JLR. Les essais ont été menés a une vitesse de déformation initiale de 2.107% s~ 1.

2.2.3 Essais de traction in situ dans un MEB

Des essais de traction in situ dans un MEB ont été réalisés sur des soudures contenant
un kissing bond afin de déterminer la contrainte a laquelle le kissing bond commence
a s’ouvrir en surface. La platine de traction contient une cellule de charge de 5 kN. La
géométrie des éprouvettes est donnée sur la figure 2.5(e). Ces éprouvettes sont prélevées
dans le sens perpendiculaire & la soudure (dans le sens T) et ont été polies jusqu’a 1pum sur
la face inférieure de la soudure (face sur laquelle le kissing bond débouche). Le polissage
a réduit ’épaisseur de la soudure d’environ 10 um, supprimant ainsi une partie du kissing
bond. Durant 'essai de traction, la face inférieure de la soudure est observée en mode
électrons secondaires a trois endroits différents le long du kissing bond. Afin de prendre
des clichés de la surface inférieure, 'essai a été interrompu a plusieurs reprises durant

quelques secondes, conduisant & une légére relaxation a chaque interruption. Deux essais
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ont été réalisés a une vitesse de déplacement de 3,3.107% mm.s™ 1.

2.2.4 Essais de traction sur éprouvettes entaillées

Afin de caractériser l'effet de la triaxialité sur le comportement du noyau soudé, des
essais de traction sur des éprouvettes entaillées dans le noyau soudé ont été réalisés. Le
rayon d’entaille est R—=0,5 mm (figure 2.5(f)), ce qui permet de localiser la déformation
plastique au maximum dans le noyau, tout en sollicitant celui-ci perpendiculairement a
la soudure. Les essais ont été réalisés sur une machine servo-hydraulique d’une capacité
de 100 kN avec des mors pneumatiques afin de minimiser I'effort de flexion auquel ces
éprouvettes sont sensibles. Deux extensométres ont été placés dans chaque ouverture de
I’éprouvette. Deux essais ont été réalisés sur des éprouvettes de soudures saines. Les
résultats sont représentés en termes de contrainte nette (F /Sy, Sp étant la section initiale
minimale entre les deux entailles) et d’ouverture, la courbe étant la moyenne des courbes
obtenues pour chaque extensométre (un écart inférieur a 5% a été mesuré). Les deux essais

donnant des courbes similaires (moins de 1% d’écart), une seule courbe sera présentée.

2.2.5 Essais de déchirure ductile

Des essais de déchirure ductile sur éprouvettes Kahn (figure 2.5(d)) ont été réalisés
sur le matériau de base (sens L et sens T), les soudures saines, les soudures contenant un
JLR et les soudures contenant un kissing bond, afin de caractériser le comportement des
différents matériaux face a la déchirure ductile. Pour chaque matériau deux essais ont été
menés  une vitesse de déplacement de 1072 mm.s~!. Un extensométre a été positionné au
niveau de I’entaille pour mesurer 'ouverture de celle-ci. Dans le cas des soudures, ’entaille

a été placée au centre du noyau et la fissure se propage le long de la soudure (dans le sens

L).
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2.2.6 [Essais de fatigue

Les essais de fatigue sont effectués a un rapport de charge R=0,1, & une fréquence de
20 Hz et ont pour but de déterminer les courbes de Wohler des différents matériaux testés.
Ces essais sont menés sur une machine servo-hydraulique d’une capacité de 250 kN. Les
éprouvettes de fatigue utilisées pour caractériser le matériau de base sont des éprouvettes
diabolo (figure 2.5(b)), évitant ainsi ’'amorgage de fissures au niveau de la transition entre
les congés et la partie utile, alors que pour le matériau soudé, les éprouvettes présentent
une section droite (figure 2.5(c)) afin que toutes les zones de la soudure soient exposées
aux mémes contraintes. De plus, la rupture a moins de risque de s’amorcer au niveau
de la transition entre la zone utile et les congés étant donné que la soudure présente
des propriétés mécaniques suffisament inférieures a celles du matériau de base pour que
la rupture s’amorce dans une des zones de la soudure. La géométrie des éprouvettes de

joints soudés a été déterminée & partir de la norme ASTM E-466-07 [154].

Les éprouvettes testées ont subi au préalable un traitement de surface afin notamment
d’éliminer les marques de stries laissées en surface par le passage de 'outil de soudage. Pour
cela, un toilage au papier 1200 est effectué sur chacune des faces de I’éprouvette suivant le
sens de sollicitation. Enfin, pour minimiser les effets des concentrations de contraintes au
niveau des angles, ceux-ci ont ét¢ rabotés au papier 1200. La section de 1’éprouvette n’est
donc plus rectangulaire mais sera considérée comme telle pour le calcul de la contrainte.
Cette approximation conduit a une erreur sur le calcul de la contrainte d’au plus 3%
(cette erreur est la méme pour toutes les éprouvettes testées). Des mesures de rugosité
ont été effectuées, a l'aide d’un rugosimétre portable, afin de vérifier la reproductibilité
du traitement de surface appliqué. Ces mesures ont montré que la rugosité des surfaces
(Ra) était comprise entre 0,15 et 0,25 ym pour ’ensemble des éprouvettes. Le choix de ce
traitement de surface a été fait afin de pouvoir caractériser les défauts de soudage (JLR,
KB, GAP) et non les défauts de surface. Une fois les courbes de Wohler déterminées, le
niveau de contrainte atteint pour une durée de vie de 10° cycles est déterminé en effectuant

une régression linéaire des points situés autour de cette durée de vie.
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Figure 2.4 — Représentation schématique de la découpe des éprouvettes de fatigue rompues

2.2.7 Observations post-mortem

Dans le cas des essais de traction et des essais de fatigue réalisés sur les soudures, une
des deux moitiés de I'éprouvette rompue a été polie dans le plan T-S (tranche de I’éprou-
vette) jusqu’a 1 pm puis a été attaquée chimiquement (oxydation anodique et/ou Dix et
Keller), puis observée par microscopie optique afin de localiser la rupture par rapport aux
zones de la soudure et aux défauts. Pour les éprouvettes de fatigue, ce polissage dans le
plan T-S a été réalisé jusqu’a rencontrer le centre de la lunule de fatigue (figure 2.4) afin

de localiser la zone de fatigue par rapport aux zones de la soudure et par rapport aux

défauts de soudage (JLR, kissing bond).

Dans le cas des essais de déchirure ductile, ’éprouvette a été polie dans le plan T-S
a 10 mm de 'entaille pour repérer le plan de propagation de la fissure par rapport aux

zones de la soudures et aux défauts de soudage.

Les faciés de rupture de toutes les éprouvettes rompues a la suite des essais mécaniques
ont été observées par microscopie electronique a balayage (MEB) en mode électrons se-
condaires. Deux microscopes ont été utilisés : le LEO 1450 VP et le ZEISS DSM982
GEMINTI (équipé d’un canon a émission de champ et permettant des observations a haute

résolution).
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Chapitre 3

Description
microstructurale de ’alliage

et des soudures étudiées

L objectif de cette étude est de déterminer et comprendre Uinfluence de certains défauts
de soudage sur le comportement en fatigue des soudures par friction stir welding. Une des
premieres étapes est donc de connaitre les défauts étudiés d’un point de vue microstructural
et géométrique. Ainsi, aprés avoir brievement décrit le matériau de base (alliage Al-Cu-
Li 2198-T8) en termes de structure granulaire et de dureté, les différentes campagnes de
soudage menées dans le cadre de cette étude sont présentées du point de vue des conditions
de soudage mises en jeu et de la description des défauts de soudage produits.
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étudiées

3.1 L’alliage 2198-T8

Le matériau de base utilisé dans cette étude est un alliage Al-Cu-Li (2198). Le ma-
tériau, acheté auprés d’ALCAN, se présente sous forme de coupons de tole laminée
(500 mmx300 mm) de 3,1 mm d’épaisseur. Sa composition chimique est donnée dans
le tableau 3.1. Le traitement thermique subi par 'alliage correspond a celui conduisant a
un état T851, c’est a dire que I'alliage a subi, aprés une mise en solution, une trempe et

un détensionnement, un vieillissement artificiel a 155°C pendant 16h.

Cu | Li | Ag | Mg | Zr | Fe | Si | Zn | Ti

Pourcentage massique (%) | 3,20 | 0,98 | 0,31 [ 0,31 | 0,11 | 0,04 | 0,03 | 0,02 | 0,02
Pourcentage atomique (%) | 1,4 | 4,2 | 0,1 | 0,3 | 0,035 | 0,02 | 0,03 | 0,01 | 0,01

Tableau 3.1 — Composition chimique de ’alliage 2198-T8 étudié

La structure granulaire de chacune des faces de I'alliage a été observée par microscopie
optique sous lumiére polarisée aprés une attaque chimique par oxydation anodique. Le
cube 3D reconstitué de la structure granulaire est donné sur la figure 3.1(a). La structure
granulaire présente des grains en forme de crépes allongées dans le plan de laminage (L-T),
dont ’épaisseur est de 15 a 20 pum, ainsi que de grains plus épais observés sur les faces T-S
et L-S prés de la surface (figure 3.1(b)). Ces grains, dont I’épaisseur est de 1'ordre de la
centaine de microns, sont dus a la recristallisation partielle de I'alliage durant le procédé

mi n forme. rains générent un u nviron m d’épaisseur.
de mise en forme. Ces grains générent une couche d’e on 500 d’épaisse

Des profils de microdureté ont été réalisés sur des coupes T-S et L-S de l'alliage
(figure 3.2). Une diminution de la dureté au coeur de la tole est constatée sur les deux
faces, avec une différence d’environ 13 HVj; par rapport a la dureté mesurée en peau.
Ainsi la dureté a peau est d’environ 150 HV(; et 160 HV;, pour les faces T-S et L-S
respectivement, contre 137 HV;; et 147 HV{; a cceur. La présence de grains plus épais

en sous-surface ne semble pas avoir d’influence sur la dureté mesurée dans ces zones.
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Figure 3.1 — (a) Représentation 3D de la structure granulaire de 'alliage 2198-T8 observée
par microscopie optique sous lumiére polarisée et (b) observation a plus fort grandissement

des grains plus épais présents en sous-surface des faces L-S et T-S
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Figure 3.2 — Profils de microdureté réalisés sur les faces T-S et L-S de l'alliage 2198-T8

95



Chapitre 3: Description microstructurale de 1’alliage et des soudures
étudiées

3.2 Les soudures FSW étudiées

3.2.1 Introduction

Pour cette étude les soudures FSW ont été produites par TONERA (Palaiseau) a par-
tir de coupons de I'alliage 2198-T8 de dimensions 500 mmx 150 mm (LxT). Les soudures
ont été réalisées suivant le sens de laminage (sens L). Les paramétres de soudage utilisés
ont été optimisés afin d’obtenir des soudures sans défaut apparent, tels que les flashs.
Ces paramétres sont donnés dans le tableau 3.2. L’outil utilisé est un outil convention-
nel constitué d’un épaulement concave et d’un pion fileté. Durant le soudage, réalisé en
controle de position, I’évolution de la force axiale exercée par I'outil sur la téle est enre-
gistrée (figure 3.3). Ainsi, la force axiale augmente de fagon constante durant le soudage
mais une tendance a la stabilisation peut étre observée a partir de 100 mm aprés le début
de la soudure. Les éprouvettes prélevées par la suite le seront donc aprés 100 mm de sou-

dure afin de garantir la meilleure reproductibilité possible sur la qualité des échantillons

prélevés.
Mode de Vitesse de Vitesse de Diamétre de | Diameétre du
pilotage soudage rotation I’épaulement pion
Position | 460 mm/min | 1200 tr/min 13 mm 4,2 mm

Tableau 3.2 — Paramétres de soudage et géométrie de 1'outil

Quatre campagnes de soudage différentes ont été menées afin de produire les soudures

nécessaires a cette étude :

e Production des soudures dites "saines". Ces soudures réalisées en pleine tole, c’est-
a-dire en n’utilisant qu’une seule tole et en faisant passer le pion & mi-largeur
de celle-ci, permettent d’obtenir des soudures sans la présence du défaut ligne
d’oxydes encore appelé Joint Line Remnant (JLR). Ces soudures seront utilisées
comme référence afin de pouvoir quantifier effet réel des défauts de soudage sur

le comportement mécanique des soudures;

e Production des soudures contenant un défaut de type JLR. Pour cela, deux toles

naturellement oxydées a ’air avant soudage ont été assemblées ;
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Figure 3.3 — Variations de l'effort axial durant la production d’une soudure contenant un

JLR (d’aprés ONERA)

e Production des soudures contenant un défaut de type kissing bond (KB). Pour cela
deux toles naturellement oxydées a I'air ont été assemblées mais en utilisant une
hauteur de pion différente des cas précédents. Le pion est ainsi rétracté de 80 pm,

ce qui permet la formation du kissing bond ;

e Production des soudures contenant un défaut d’accostage, appelé ici GAP. Pour
réaliser ces soudures, un écart entre les deux toéles naturellement oxydées a 1’air
avant soudage a été introduit durant le soudage. Deux GAP ont ainsi été créés : les
soudures GAP-0,3 qui correspondent aux soudures effectuées avec un écart constant
de 0,3 mm et les soudures GAP-0,7 qui correspondent aux soudures effectuées avec

un écart constant de 0,7 mm.

La figure 3.4 schématise les conditions dans lesquelles les soudures ont été réalisées. Les
paragraphes qui suivent s’attachent a décrire plus précisément les conditions de soudage de
chacune de ces soudures ainsi qu’a décrire d’un point de vue microstructural les différents

défauts ainsi créés.
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Figure 3.4 — Représentation schématique des conditions de soudage utilisées pour chacune

des soudures réalisées

3.2.2 Soudures saines

Les soudures saines, réalisées en pleine tole, permettent de s’affranchir de la présence

du JLR [94] et sont donc utilisées comme soudures de référence. I’observation par micro-

scopie optique sous lumiére polarisée, aprés une attaque par oxydation anodique d’une

coupe transversale de la soudure (plan T-S) permet de distinguer les différentes zones

microstructurales de celle-ci (figure 3.5) :

e Au centre de la soudure, on distingue le noyau soudé (NS) composé de grains
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équiaxes recristallisés d’une taille moyenne d’environ 5 pm. Cette zone s’étend sur
une largeur d’environ 13 mm en haut de la soudure (correspondant au diamétre
de I’épaulement de Poutil de soudage) et d’environ 4 mm en bas de la soudure

(correspondant au diamétre du pion de Poutil).

e De part et d’autre du noyau soudé, on observe les Zones Affectées Thermo-Mécaniquement
(ZATM). Ces zones sont constituées des grains allongés du métal de base mais trés
fortement déformés par le procédé de soudage. Du coté advancing side, la fron-
tiére entre le noyau soudé et la ZATM est plus marquée et plus nette que du coté

retreating side ol la transition entre ces deux zones est davantage continue.

e Puis, vient la Zone Affectée Thermiquement (ZAT) dont la structure granulaire est
identique a celle du matériau de base mais qui se distingue par son état de préci-
pitation. Sa taille n’est donc pas identifiable par les observations par microscopie

optique.

Les observations faites par microscopie optique n’ont permis d’identifier aucun défaut

géométrique dans ces soudures.

Refreafing side

Figure 3.5 — Observations par microscopie optique sous lumiére polarisée d’une coupe

transversale d’une soudure saine
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Des profils de dureté ont été réalisés sur la coupe transversale de la soudure observée
précédemment par microscopie optique, ¢’est-a-dire dans le plan T-S (figure 3.6). Ces
profils ont été réalisés a trois niveaux d’épaisseur différents : & 0,5 mm de la face supérieure
de la soudure (c’est a dire de la face en contact avec I’épaulement durant le soudage), a
mi-épaisseur et a 0,5 mm de la face inférieure de la soudure. Une diminution de la dureté
dans la zone soudée est observée, avec une chute de dureté de 'ordre de 40 HV,; par
rapport a la dureté du matériau de base. Ainsi la dureté dans le noyau soudé est d’environ
120 HVp ;. Un minimum de dureté est présent au sein de la zone soudée dans la ZATM
du coté Retreating Side avec une diminution d’environ 10 HV(; a mi-épaisseur a 6 mm

du centre de la soudure.

Ces résultats de dureté sont cohérents avec ceux de la littérature et notamment ceux
de Denquin et coll. [25] sur des soudures d’un alliage 2098-T8. On retrouve le profil
de dureté en forme de "W" avec des minima de dureté mesurés entre la ZATM et la
ZAT [68,112-114]|. Alors que les frontiéres du noyau soudé avec les ZATM sont inclinées, les
profils de dureté réalisés a différentes épaisseurs ne rendent pas compte de cette inclinaison
et ne rendent donc pas exactement compte des évolutions de la structure granulaire de
la soudure. L’état de précipitation des différentes zones de la soudure est le facteur le
plus influant sur I’évolution de la dureté et les évolutions de celles-ci ne concordent pas
exactement avec celles de la structure granulaire. La dureté a mi-épaisseur est plus basse

que les deux autres, ce qui est cohérent avec les mesures faites sur le métal de base.

3.2.3 Soudures contenant un JLR

Ces soudures ont été réalisées en bord a bord avec deux toles présentant une couche
naturelle d’oxydes sur les chants avant soudage. L’observation par microscopie optique
d’une coupe transversale de la soudure aprés une attaque par oxydation anodique permet
de comparer la microstructure de ces soudures a celle des soudures saines précédemment
décrite. Aucune différence n’apparait. En revanche, en attaquant ensuite ce méme échan-
tillon avec une solution de Dix et Keller, le défaut JLR apparait (figure 3.7). Le JLR
traverse la soudure dans I’épaisseur en effectuant des zigzags dans le noyau. Cette ligne

semble discontinue et constituée de particules d’oxydes plus ou moins dispersées. La posi-
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Figure 3.6 — Profils de dureté effectués sur une coupe transversale d’'une soudure saine

tion moyenne de la ligne se situe davantage du cote retreating side. En ce qui concerne les
parties débouchantes du JLR, elles semblent inexistantes du coté de la surface supérieure
(face en contact avec I’épaulement de 1'outil) et apparaissent assez dispersées et quasi

horizontales du coté de la face inférieure de la soudure.

3.2.4 Soudures contenant un kissing bond (KB)

Les soudures contenant un kissing bond ont été réalisées en bord a bord avec deux
toles naturellement oxydées a l'air avant soudage, c’est a dire dans les mémes conditions
que les soudures avec JLR, mis a part le fait que dans ce cas, le pion utilisé a été raccourci
de 80 pum par rapport aux conditions de soudage décrites au début de ce chapitre. Ainsi la
hauteur du pion n’est plus que de 2,73 mm (contre 2,81 pour les campagnes précédentes)
et la profondeur de pénétration est alors de 2,77 mm (contre 2,85 mm pour les campagnes

précédentes).

De cette maniére, le malaxage en pied de cordon n’est pas assuré de facon suffisante

pour permettre un accolement en pied de cordon identique a celui obtenu lors des cam-
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Relreating Side ﬂﬁw{irrﬂhﬁ Sicer

o~

Figure 3.7 — Observations par microscopie optique d’une coupe transversale d’une soudure
contenant un JLR (les traces noires sont des artefacts d’attaque systématiques et n’ont

aucun role mécanique)

pagnes de soudage précédentes. Cette différence d’accolement est vérifiée lors d’essais de
flexion qui consistent & ouvrir la soudure par la face inférieure. Lors d’un essai de flexion
sur une soudure saine ou une soudure contenant un JLR, aucune fissure n’est créée en
pied de cordon de la soudure. En revanche, lors d’un essai de flexion sur une soudure
réalisée avec une hauteur de pion plus faible, une fissure est créée en pied de cordon au
milieu du noyau soudé (figure 3.8(a)). On caractérise ainsi la présence et la nocivité du

kissing bond.

L’examen du faciés de rupture d’une éprouvette de flexion contenant un kissing bond
révele une zone atypique en pied de cordon, & I’endroit ot la fissure s’est amorcée, sur toute
la largeur de 'éprouvette (figure 3.8(a)). En effet, on observe un faciés ductile qui semble
orienté dans le sens opposé a la direction d’avance de loutil de soudage (figure 3.8(b)(c)).
Ce faciés s’étend sur une profondeur de 'ordre d’une centaine de microns et pourrait étre
attribué a la présence du kissing bond qui conduirait, lors de son ouverture, & ’apparition

d’un faciés de rupture de ce type.

Des coupes transversales des soudures contenant un kissing bond ont été observées par
microscopie optique sous lumiére polarisée aprés une attaque par oxydation anodique afin

d’en révéler la microstructure (figure 3.9(a)). La encore, aucune différence n’est a noter
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Figure 3.8 — Caractérisation de la présence du kissing bond par des essais de flexion : (a)
éprouvette de flexion ayant amorcé une fissure a partir du kissing bond, faciés de rupture
de I'éprouvette de flexion observé au niveau du kissing bond a (b) faible grandissement

et (c) fort grandissement,

avec les soudures saines, mis a part le fait que les grains les plus épais présents initialement
dans le matériau de base prés de la surface inférieure se retrouvent dans le noyau soudé
(figure 3.9(b)). Le pion étant plus court, le malaxage en pied de cordon n’est pas suffisant
pour permettre la recristallisation compléte du noyau en pied de cordon. Les soudures ont
ensuite été observées en microscopie optique aprés avoir subi une attaque de Dix et Keller
aprés celle par oxydation anodique (figure 3.10(a)). Au centre de la soudure, apparait
alors le JLR, identique a celui observé pour les soudures contenant un JLR. En revanche,
la partie débouchante du JLR, qui est nommée ici kissing bond, est plus marquée. Deux
types de kissing bond aux dimensions différentes ont été observés, chacun correspondant
a deux soudures différentes (c’est-a-dire réalisées sur deux coupons différents). Le kissing

bond est ici composé de deux parties distinctes (figures 3.10(b) et 3.10(d)) :

e Une partie débouchante inclinée de 18 a 22° par rapport au plan L-T de la tole qui

a une longueur de 85 a 100 pm.

e Une partie quasi perpendiculaire par rapport au plan L-T et donc a I'axe de sol-
licitation des éprouvettes pour les essais de traction et de fatigue. Cette partie du

défaut a une longueur de 100 & 130 pum.

Le kissing bond est schématisé sur les figures 3.10(c) et 3.10(e). Par la suite, nous ne
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Figure 3.9 — Observations par microscopie optique sous lumiére polarisée aprés oxydation
anodique : (a) d’une coupe transversale d’une soudure contenant un kissing bond, (b) des
grains du matériau de base présent aprés soudage dans le noyau (agrandissement de la

zone encadrée de (a))

distinguerons pas les deux kissing bonds.

Les observations tomographiques menées sur un kissing bond prélevé dans le sens de
soudage n’ont pas permis de révéler la présence du défaut. Un exemple de coupe obtenue

est montré sur la figure 3.11.

Afin de compléter la caractérisation du kissing bond, des observations par EBSD ont
été menées (cf. chapitre 2). Ces observations ont permis de montrer que le kissing bond est
un défaut intergranulaire, au moins en ce qui concerne sa partie débouchante et inclinée.
La figure 3.12(a) montre ainsi le défaut tel qu’il apparait en MEB en mode électrons
secondaires (I’échantillon est incliné de 70°) et la figure 3.12(b) montre la cartographie
EBSD obtenue pour cette zone. Par supperposition des deux images, la position du kissing
bond a pu étre identifiée et est repérée par les fleches pointant les joints de grains par
lesquels le défaut passe. Ce résultat est en accord avec ceux de Sato et coll. [87] qui ont

également constaté que le kissing bond est un défaut intergranulaire (cf. chapitre 1).

3.2.5 Soudures produites avec un défaut d’accostage (GAP)

La derniére campagne de soudage a été dédiée a la production de soudures réalisées
avec un défaut d’accostage, c’est a dire avec un écart entre les toles durant le soudage.
Contrairement aux campagnes précédentes, le soudage a été réalisé en controle de force en

maintenant la force & 4 kN, alors que les précédentes soudures ont été réalisées en controle
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Figure 3.10 — Observations en microscopie optique : (a) d’une coupe transversale d’une
soudure contenant un kissing bond, (b) et (d) agrandissements de la zone encadrée en (a)
de deux kissing bonds aux géométries différentes. (¢) (e) Représentations schématiques

des deux kissing bonds

de position. Deux soudures réalisées avec deux écarts différents ont été produites :

e Les soudures nommées GAP-0,3. Le premier écart a été choisi en fonction de la
tolérance communément acceptée par les avionneurs. Cette tolérance est fixée a
10% de I’épaisseur de la tole, soit 0,3 mm dans notre cas. Pour réaliser ces soudures

avec un écart constant de 0,3 mm entre les deux toles a souder, une cale d’épaisseur
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-

Surface inférieure

Figure 3.11 — Observations tomographiques dans le plan T-S de la partie du noyau conte-

nant un kissing bond

Kissing bond

Figure 3.12 — (a) Observation par MEB du kissing bond, (b) cartographie EBSD associé

(les fleches permettent de repérer les joints de grains par lesquels le kissing bond passe)
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controlée de 0,3 mm a été placée a chaque extrémité de la soudure.

e Les soudures nommeées GAP-0,7. Le second écart a été choisi & partir d'une sou-
dure réalisée avec une cale de 2 mm d’épaisseur a I’extrémité finale du coupon a
souder, permettant de réaliser une soudure en augmentant de maniére progressive
et continue l'espace entre les deux toles a souder (de 0 & 2 mm). Durant ce soudage
réalisé en controle de force (la force est maintenue a 4 kN), I'évolution de la pro-
fondeur de pénétration du pion est suivie (figure 3.13). On constate que la position
du pion évolue au cours du soudage en s’enfoncant de plus en plus a mesure que
I'outil avance. Ainsi on observe une position relativement stable du pion jusqu’a
140 mm de soudure, puis une premiére chute de la position de 'outil, suivie d’un
palier jusqu’a 190 mm de soudure. Le deuxiéme écart retenu correspondra donc a
une distance de soudure se trouvant sur ce palier, soit & 175 mm de soudure pour
étre au milieu de ce palier. Or a 175 mm de soudure, I’écart entre les deux toles est
de 0,7 mm, soit 25% de ’épaisseur des toles a souder. Des soudures avec un défaut

d’accostage de 0,7 mm ont donc été réalisées.

La figure 3.14 montre I’évolution de la profondeur de pénétration de I'outil en fonction
de la distance de soudage des GAP-0,3 et GAP-0,7. Aprés environ 150 mm de soudure, la
profondeur de pénétration se stabilise. Ainsi, par la suite, les éprouvettes de traction et de
fatigue seront prélevées aprés 150 mm de soudure afin d’assurer une bonne reproductibilité

de la soudure testée.

Une observation macroscopique des surfaces supérieures des soudures GAP-0,3 et
GAP-0,7 est donnée sur la figure 3.15. Alors que la surface supérieure des soudures GAP-
0,3 est identique a celle des soudures précédentes, la surface supérieure des soudures GAP-
0,7 présente des flashs assez importants des cotés retreating side et advancing side. Les
soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 ont été observées par microscopie optique afin de détecter
la présence éventuelle de défauts dus au défaut d’accostage (figure 3.16). L’observation
des coupes transversales des soudures aprés 'attaque par oxydation anodique ne révéle
aucun défaut a cette échelle (figure 3.16(a), 3.16(a)) : la microstructure est identique a
celle des soudures saines. L’attaque par le réactif de Dix et Keller permet d’observer le

JLR. La encore, aucune différence n’est a noter avec les soudures contenant un JLR :
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Figure 3.13 — Evolution de la profondeur de pénétration et de leffort axial au cours du
soudage de deux toles présentant un défaut d’accostage progressif de 0 & 2 mm (d’aprés

ONERA)

le défaut présente les mémes caractéristiques géométriques. En revanche, certains joints
de grains du noyau, proches de la surface inférieure, semblent plus sensibles a I'attaque
(figure 3.16(c)). En effet, des amas de joints de grains sont révélés localement aprés 1'at-
taque. Cette observation a été constatée pour les GAP-0,3 et les GAP-0,7. Ceci laisserait
a penser que certains joints de grains du noyau proches de la surface inférieure sont dif-
férents des autres joints de grains du noyau. Une potentielle fragilité intergranulaire est

donc a surveiller.

L’épaisseur de ces soudures a été vérifiée afin de vérifier si I'espace laissé entre les
deux toles durant le soudage se répercute sur I’épaisseur de la soudure. On considére pour
cela un plan T-S centré par rapport au plan de joint. Concernant les soudures GAP-0,3,
I’épaisseur des soudures est inférieure de 50 um environ sur une largeur de 12 mm par
rapport aux dimensions des soudures contenant un JLR (soit une aire d’environ 0,6 mm?

2

dans le plan T-S). Or laire laissée entre les toles durant le soudage est d’environ 0,9 mm?.

Pour les soudures GAP-0,7, 'épaisseur des soudures est réduite d’environ 100 gm sur une
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Figure 3.14 — Evolution de la profondeur de pénétration au cours du soudage des soudures

GAP-0,3 et GAP-0,7 effectué en controle de force (d’aprées ONERA

largeur de 12 mm (soit une aire de 1,2 mm?). Or Daire laissée entre les 2 toles durant
le soudage est d’environ 2,15 mm? dans le plan T-S. Il y donc un probléme de bilan de
matiére qui reste inexpliqué puisqu’aucune porosité n’a été observée dans ces soudures.
Des essais de flexion ont également été réalisés sur les soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 :

aucune fissure n’a été amorcée en pied de cordon dans la soudure.
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Flash
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Figure 3.15 — Observations macroscopiques des soudures (a) GAP-0,3 et (b) GAP-0,7
dans le plan L-T

(b)

Figure 3.16 — Observations par microscopie optique des coupes transversales des soudures
(a) GAP-0,3 et (b) GAP-0,7 , et (c)d’un exemple de joints de grains préférentiellement

attaqués dans le noyau soudé en pied de cordon dans le cas d’une soudure GAP-0,3
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3.3 Conclusions

Les différentes soudures réalisées par FSW dans le cadre de cette étude ont été pré-

sentées. Quatre types de soudures ont été produits :

e Les soudures dites saines. Ces soudures produites en pleine tole vont servir de sou-
dures de référence afin de déterminer I'influence de chacun des défauts de soudage

sur la résistance mécanique et la tenue en fatigue des soudures.

e Les soudures contenant un résidu de plan de joint (JLR). Ces soudures réalisées
avec deux toles naturellement oxydées a I'air avant soudage contiennent le défaut
JLR qui consiste en une ligne discontinue d’oxydes traversant la soudure dans
son épaisseur. Bien que ce défaut ne semble pas débouchant au vu des observations
réalisées, I'aspect géométrique de cette ligne d’oxydes (localement perpendiculaire &
I'axe de chargement des soudures) pourrait avoir une influence sur le comportement

mécanique des soudures, en particulier en fatigue.

e Les soudures contenant un kissing bond (KB) dii & un manque de pénétration de
Ioutil. Ces soudures réalisées avec deux toles naturellement oxydées a I'air avant
soudage et un pion plus court (-80 pm) que dans les cas précédents, contiennent un
défaut débouchant en pied de cordon potentiellement dangereux pour 'amorgage
de fissures de fatigue, puisqu’il cause 'amorcage d’une fissure lors de tests de
flexion (contrairement aux autres soudures). Ce défaut, d’'une centaine de microns
de hauteur, est constitué d’une partie débouchante inclinée d’environ 20° par raport
a la surface inférieure, puis d’une seconde partie quasiment perpendiculaire & la

surface inférieure.

e Les soudures nommées GAP-0,3 et GAP-0,7, qui ont été produites avec un défaut
d’accostage de 0,3 et 0,7 mm respectivement. Bien qu’aucun défaut supplémen-
taire n’apparaisse par microscopie optique, certains joints de grains, situés dans le
noyau soudé proche de la surface inférieure, semblent réagir davantage a 'attaque
chimique utilisée. Cette différence est peut-étre d’ordre & modifier le comporte-
ment mécanique des soudures bien que les essais de flexion n’aient pas conduit a

I’amorcage de fissures dans la soudure.
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4.1 Comportement en traction sur éprouvettes lisses
4.2 Essais dédiés au comportement du noyau soudé

4.3 Simulation du comportement en traction

Chapitre 4

Comportement plastique
du matériau de base et des

soudures

Aprés avoir décrit dans le chapitre précédent, les différentes soudures d’un point de vue
maicrostructural, ce chapitre est consacré au comportement plastique de celles-ci. En effet,
comme nous le verrons dans le chapitre suivant (chapitre 5), les niveauz de contrainte
auzquels seront sollicités les soudures en fatigue, sont dans la plupart des cas supérieurs a
la limite d’élasticité des zones les moins dures. Ainsi, il parait important de connaitre et
comprendre le comportement plastique des différentes soudures, puisque la plasticité jouera
un role essentiel dans la tenue en fatigue de celles-ci. Cette plasticité a été essentiellement
étudiée via des essais de traction sur éprouvettes lisses. Apres avoir étudié le comportement
en traction du matériau de base, ['accent est mis sur le comportement en traction de
chacune des soudures, en termes de : résistance globale, modes et mécanismes de rupture
et répartition spatiale de la déformation durant un essai de traction. Puis, a partir de ces
informations, une modélisation du comportement plastique des soudures durant un essai
de traction sera proposée.
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4.1 Comportement en traction sur éprouvettes lisses

4.1.1 L’alliage 2198-T8

Des essais de traction sur éprouvettes lisses ont été menés sur le matériau de base
sollicité dans les trois directions L, T et D afin de caractériser I’anisotropie du matériau,
qui peut imposer un confinement particulier au reste de la soudure lors des essais sur joint
soudé. Le détail des conditions expérimentales est donné dans le chapitre 2. Les courbes
de traction sont représentées sur la figure 4.1 en termes de contraintes et déformations

nominales.

Peu de différence est a noter entre la courbe de traction du matériau de base dans
le sens L et celle dans le sens T. En effet, on constate un écart de moins de 5% sur la
limite d’élasticité et la résistance a la traction entre les directions L et T. En revanche,
la différence est plus importante avec la courbe du matériau sollicité dans le sens D,
puisqu’on constate une différence de prés de 20% sur la limite d’élasticité et la résistance
a la traction comparées a celles du matériau de base sollicité dans le sens L. En ce qui
concerne les allongements homogénes, ils sont équivalents dans les trois directions testées.

L’ensemble des propriétés en traction de l'alliage 2198-T8 est donné dans le tableau 4.1.

Ces résultats sont comparables & ceux obtenus par Steglich et coll. |28]. ou encore Chen
et coll. [27] sur Palliage 2198-T8, qui ont constaté des écarts comparables a ceux obtenus
dans cette étude entre le sens L et le sens T ainsi qu’entre le sens L et le sens D. Les
différences de comportement entre les sens de sollicitation de I'alliage sont caractéristiques

du comportement des alliages Al-Cu-Li [27-29].

On constate de plus que la capacité d’écrouissage est identique pour les trois directions

et qu’elle est relativement faible, ce qui est typique d’un état T8.

Sur la figure 4.1 est également représentée la réduction de largeur de I’éprouvette en
fonction de la déformation longitudinale, ce qui permet d’accéder, via la pente de cette
droite, au coefficient de Lankford (qui se trouve étre quasiment constant), caractérisant

I’anisotropie plastique en déformation du matériau et définie par :
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Figure 4.1 — Courbes de traction de 'alliage 2198-T8 sollicit¢ dans les directions L, T et

D
RP0,2 (Mpa) Rm (Mpa) Ahomogéne (%) r
MB-L 490 530 10 1,05
MB-T 470 515 10 0,8
MB-D 400 445 12.6 0,8

Tableau 4.1 — Propriétés en traction de ’alliage 2198-T8 dans les sens L, T et D

r— Elargeur (41)

Eépaisseur
On constate ainsi que les coefficients de Lankford dans les directions T et D sont
similaires et valent 0,8, alors que dans le sens L ce coefficient vaut quasiment 1. Cela
signifie que dans le sens L, le matériau se déforme de maniére quasi isotrope dans le plan
transverse de la tole, alors que pour des sollicitations dans les sens T et D, le matériau
se déforme davantage dans I’épaisseur que dans la largeur. Ces résultats sont cette fois

différents de ceux obtenus pour un alliage 2198-T8 par Steglich et coll. [28], qui ont calculé

un coefficient de Lankford de 0,7, 1,5 et 2 dans les directions L, T et D respectivement,
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mais également de ceux de Chen et coll. [27| qui ont calculé des coefficients de Lankford

de 0,64, 1,25 et 1,06 pour les directions L, T et D respectivement.

2mm

Figure 4.2 — Chemins de fissuration observés sur le matériau de base testé suivant : (a) la

direction L , (b) la direction T et (c) la direction D

L’examen macroscopique des éprouvettes de traction rompues permet de constater
que le matériau sollicité dans les trois directions ne rompt pas de la méme facon dans
tous les cas. Ainsi, pour les éprouvettes sollicitées dans le sens L et le sens T la surface
de rupture est en biseau dans I’épaisseur mais perpendiculaire & l'axe de chargement
(figure 4.2(a)(b)). En revanche pour les éprouvettes sollicitées dans le sens D, la surface
de rupture est perpendiculaire au plan de la tole mais inclinée de 45° par rapport a I'axe

du chargement (figure 4.2(c)).

En ce qui concerne le faciés de rupture des éprouvettes, 1a encore des différences
apparaissent en fonction du sens de sollicitation. Sur chacun des faciés de rupture, trois

types de rupture différents apparaissent :

e une rupture dite fibreuse pour laquelle la rupture a lieu le long des joints de grains

(figure 4.3(a))
e une rupture ductile associée a la croissance de cavités (figures 4.3(c) et 4.3(d))

e une rupture mixte constituée de la rupure fibreuse dans laquelle des zones de
rupture ductile associée a la croissance de cavités apparaissent localement (fi-

gure 4.3(b)).
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Figure 4.3 — Surfaces de rupture des éprouvettes de traction de I'alliage 2198-T8 observées

au MEB : (a) rupture fibreuse, (b) rupture mixte(c) et (d) rupture par croissance de cavités

La rupture purement fibreuse est majoritairement présente sur le faciés des éprouvettes
sollicitées suivant le sens L, alors que sur le faciés des éprouvettes sollicitées suivant le sens
T la rupture mixte est majoritaire. Enfin, dans le cas des éprouvettes sollicitées suivant
le sens D, la rupture ductile associée a la croissance de cavités est davantage présente que
dans le cas des éprouvettes sollicitées dans le sens L et T. Ces observations sont en accord

avec celles faites par Steglich et coll. [28] et Chen et coll. [27].
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4.1.2 Les soudures

Les essais de traction menés sur les soudures saines, les soudures contenant un JLR

ou un KB et les soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 ont pour but de déterminer :

I’abattement des propriétés en traction dii au soudage par friction stir welding

I'effet de chacun des défauts de soudage sur les propriétés en traction et sur la

rupture des éprouvettes

e le comportement local de chacune des zones de la soudure

I’évolution des défauts en traction monotone pendant la plastification

4.1.2.1 Soudures saines

La courbe de traction des soudures saines est représentée sur la figure 4.4. La courbe
représentée est celle se situant dans la moyenne de I'ensemble des courbes obtenues. Les
soudures saines présentent un abattement important des propriétés en traction par rapport
a celles du matériau de base sollicité dans le sens T. En effet, la limite d’élasticité est
réduite de prés de 40% et la résistance a la traction de prés de 20%. Le rapport d’efficacité

de la soudure, défini par la relation suivante, est ainsi déterminé :

Rmsoudure
W= ——-—- 4.2
Rmyp ( )

Il est d’environ 80% pour les soudures saines (tableau 4.2). Enfin, la capacité d’écrouis-
sage de la soudure est beaucoup plus importante que pour le matériau de base. La compa-
raison de 'allongement a rupture des soudures et du matériau de base ne peut étre faite,
car il dépend de la base de mesure utilisée pour le calcul de la déformation des soudures,
celles-ci se déformant de maniére hétérogéne. De plus, 'absence de chute de charge en
fin d’essai, traduisant une rupture a priori brutale, est sans doute due a une fréquence
d’acquisition des images trop faible pour capter les derniers instants des essais suivis par

corrélation d’images.

Les champs de déformation ont été déterminés par corrélation d’images sur la tranche

de Péprouvette de traction. Sur la figure 4.8(a) est représenté le champ de déformation &
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Figure 4.4 — Courbes de traction des soudures saines et des soudures avec défauts (Lo=

14 mm, centré par rapport au plan de joint)

15% de déformation longitudinale macroscopique (sur une base de mesure de 14 mm), en
termes de déformations nominales. On constate une localisation de la déformation autour
de la frontiére entre ZATM et NS, et plus particuliérement du coté retreating side ou la
déformation atteint 22%, contre 20% dans la ZATM du coté advancing side et environ 15%
au centre du noyau soudé. En fin d’essai, ces niveaux de déformation atteignent 45% dans
la ZATM coté retreating side, 30% dans la ZATM du coté advancing side et 25% au centre
du noyau soudé. Les niveaux de déformation atteints localement avant rupture sont donc
trés importants. Ces observations sont en accord avec celles faites par Gallais [155], ou
les champs de déformation sur la tranche d’une éprouvette de traction d’un alliage (6056-
T78) soudé par FSW étaient mesurés par correlation d’images et montraientt également

une localisation de la déformation autour des ZATM.

Enfin en ce qui concerne la rupture des éprouvettes de soudures saines, on remarque
que celle-ci est toujours localisée au méme endroit, & savoir le long de la ZATM du coté

retreating side (figure 4.5(a)), 14 ou la déformation se localise principalement.

Le faciés de rupture de ces éprouvettes montre une rupture mixte (fibreuse + cavités),
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Rapport
Rpo.z (MPa) Rm (MPa) Ahom (%)
defficacité(%)
Soudures saines 282-302 412-429 19,5-22,4 80-83
Soudures
contenant un 285-296 413-416 15,7-17.5 80
JLR
Soudures
contenant un 265-287 398-410 14,2-19,5 77-80
KB
Soudures
282-284 401-404 16,9-17,3 78
GAP-0,3
Soudures
277-281 398-399 14,8-15,4 77
GAP-0,7

Tableau 4.2 — Propriétés en traction (valeurs minimales et maximales) des soudures saines

et des soudures défectueuses (longueur de jauge : 14 mm)

telle qu'elle a été décrite dans le cas du matériau de base (figure 4.5(b)). En effet, étant
donné que la rupture a lieu autour de la ZATM, on retrouve sur le faciés la trace des joints
de grains dont la forme est quasiment celle des grains du matériau de base. Cependant, le
faciés montre également des zones qui s’apparentent a une rupture ductile par croissance

de cavités, 1a o la fissure croise le noyau soudé (figure 4.5(c)).

4.1.2.2 Soudures contenant un JLR

Les soudures contenant un JLR présentent un comportement en traction similaire a
celui des soudures saines au vu de la courbe de traction de ces soudures (figure 4.4). En
effet, la limite d’élasticité ainsi que la résistance a la traction et ’allongement homogéne
sont quasiment identiques (tableau 4.2). Il ne semble donc pas y avoir d’effet du JLR
sur les propriétés en traction des soudures par FSW. Ainsi, le rapport d’efficacité de la
soudure contenant un JLR est encore de 80%. Un résultat analogue a été donné par

I'étude menée par Denquin et coll. [25] sur un alliage 2098-T8 soudé par FSW, dont la
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Advnc:‘ng Side

Figure 4.5 — Cas de rupture le long de la ZATM coté retreating side pour les soudures
saines : (a) vue en microscopie optique d’une coupe transversale d’une éprouvette rompue,

(b)(c) vues au MEB du faciés de rupture (zones repérées sur (a)

composition chimique est trés proche de celle de I'alliage 2198-T8 ici étudié, et ou le

rapport d’efficacité était de ordre de 80%.

Les champs de déformation obtenus par corrélation d’images sur ces soudures sont
similaires & ceux observés pour les soudures saines puisqu’on constate également une
localisation de la déformation autour de la ZATM du coté retreating side ot la déformation
a 15% de déformation longitudinale macroscopique atteint 25% (figure 4.8(b)). Aucune

localisation particuliére de la déformation n’est observée autour du JLR.

La rupture ne se produit pas systématiquement le long de la ZATM du coté retreating
side (deux tiers des cas). Dans un tiers des cas, la rupture s’amorce en pied de la ZATM
du coté advancing side pour ensuite bifurquer dans le noyau soudé. Dans les cas ou la
rupture se produit le long de la ZATM du coté retreating side (figure 4.6(a)), le faciés

de rupture est similaire a celui présenté dans le cas des soudures saines (figure 4.5(b)) et
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s’apparente donc a une rupture mixte. Dans le cas ou la rupture se produit a partir de la
ZATM coté advancing side pour ensuite se propager dans le noyau soudé (figure 4.7), on
observe deux zones sur le faciés. La premiére, correspondant a la zone située au niveau
de la ZATM coté advancing side, permet de distinguer une rupture mixte. On distingue
ainsi sur ce faciés les grains du matériau de base (figure 4.7(b)). Ensuite, lorsque la fissure
bifurque dans le noyau soudé, le faciés est davantage ductile associé a la croissance de

cavités (figure 4.7(c)).

Advancing Side

Figure 4.6 — Cas de rupture le long de la ZATM co6té reterating side pour des soudures
contenant un JLR : (a) vue en microscopie optique d’une coupe transversale d’une éprou-

vette rompue, (b)(c) vues en MEB du faciés de rupture

4.1.2.3 Les soudures contenant un kissing bond

Courbes de traction et faciés de rupture La courbe de traction des soudures conte-
nant un kissing bond est donnée sur la figure 4.4. La encore aucune différence importante
n’est & noter avec les soudures saines. Un écart de Pordre de 5% est constaté en moyenne

lorsque 'on compare les limites d’élasticité et la résistance a la traction des soudures
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Advancing Side

Figure 4.7 — Cas de rupture au pied de la ZATM du c6té advancing side pour des soudures
contenant un JLR : (a) observation en microscopie optique d’une coupe transversale d’une
éprouvette rompue, observations en MEB du faciés (b) au niveau de la ZATM et (c¢) au

niveau du noyau soudé

contenant un kissing bond a celles des soudures saines. Ceci implique un rapport d’effica-
cité équivalent a celui des soudures saines, autour de 80%. Les allongements mesurés a la
contrainte nominale maximale sont également similaires. Le kissing bond ne semble donc

pas affecter de facon significative les propriétés en traction des soudures FSW étudiées.

Les champs de déformation de la soudure contenant un kissing bond ont été déterminés
par corrélation d’images sur la tranche d’une éprouvette de traction (figure 4.8(c)). Les
résultats sont comparables a ceux obtenus pour les soudures saines et les soudures conte-
nant un JLR, puisqu’une localisation de la déformation autour des ZATM est observée
avec une localisation plus importante du coté retreating side. Les niveaux de déforma-

tions atteints sont également ceux mesurés pour les soudures saines et contenant un JLR.
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Advancing Side
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Figure 4.8 — Champs de déformation axiale nominale obtenus (& 15% de déformation
nominale sur une base de mesure de 14 mm centrée par rapport au plan de joint) par

corrélation d’images sur la tranche des éprouvettes de traction des soudures : (a) saines,

(b) contenant un JLR, (c¢) contenant un KB, (d) GAP-0,3 et (e¢) GAP-0,7

Aucune localisation particuliére de la déformation autour du kissing bond n’a pu étre
observée. Cependant, la mesure de champs obtenue par corrélation d’images n’a pas per-
mis d’obtenir les déformations au plus prés de la surface inférieure, c¢’est-a-dire 1a ou se
situe le kissing bond. De plus, la résolution n’est pas suffisante pour capter une éventuelle
localisation de la déformation autour du kissing bond étant données les faibles dimensions

de ce défaut.

Malgré la localisation de la déformation plastique dans les ZATM, la rupture des
éprouvettes se produit dans le noyau. I.’observation par microscopie optique de la tranche
de I’éprouvette rompue dans le plan T-S permet de constater que la rupture se produit
au milieu de la soudure a partir du pied de cordon, c’est-a-dire & partir du kissing bond
(figures 4.9(a)(b)). A cet endroit la surface de rupture semble étre composée de trois zones

différentes (figure 4.9(b)) :

e une premiére partie qui débouche sur la surface inférieure et qui est inclinée d’un
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angle équivalent a celui de la partie débouchante du kissing bond avec la surface

inférieure. Cette partie a une longueur d’environ 10 pum.

e une deuxiéme partie quasiment perpendiculaire a 'axe de chargement, qui s’étend

sur environ 150 pm.

e une derniére partie qui est orientée a environ 45° par rapport a ’axe de chargement.

Ces considérations géométriques laissent a penser que sur les deux premiéres parties
(c’est-a-dire la partie débouchante et la partie perpendiculaire) correspondent & une fissure
qui aurait suivi le kissing bond. En effet, la partie débouchante semble avoir le méme angle
d’inclinaison que la partie du kissing bond qui débouche sur la surface inférieure, et la
partie perpendiculaire semble avoir la méme orientation et la méme dimension que la
partie verticale du kissing bond, observée sur les coupes métallographiques. On retrouve

cette décomposition en trois zones sur le faciés de rupture des éprouvettes (figure 4.9(c)) :

e la premiére zone s’étend sur une profondeur de 10 pm (figure 4.9(e) et présente un

faciés lisse

e la deuxiéme zone s’étend sur une profondeur de 125 pm ot 'on observe un faciés
de rupture ductile associé a la croissance de cavités assez fines (de lordre de 1
pm). Ce faciés est identique & celui déja observé sur les éprouvettes de flexion
ayant amorcé une fissure sur le kissing bond (cf. chapitre 3). Ce faciés est comme
pour les éprouvettes de flexion, parcouru de reliefs orientés dans le sens opposé a
la direction de soudage et pourrait étre lié aux flux de matiére engendrés durant

le soudage.

e la troisiéme zone correspond a la rupture ductile dans le noyau soudé hors kissing

bond.

Ces observations permettent de penser que le kissing bond est a ’origine de la rupture
des soudures : une fissure ductile se développe sur la partie débouchante et inclinée du
défaut ainsi que sur sa partie quasiment perpendiculaire a ’axe de chargement. Bien que le
kissing bond soit a I'origine de la rupture des éprouvettes de traction, il n’a pas d’influence

notable sur les propriétés macroscopiques des soudures.
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cing Side

AT

Advan

Figure 4.9 — Cas de rupture a partir du kissing bond : (a)(b) vues en microscopie optique
d’une coupe transversale d’une éprouvette rompue, (c) observations en MEB du faciés
le long du kissing bond ouvert. (d)(e) sont des agrandissements des deux parties qui

composent le faciés montré en (c)
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Essai de traction in situ dans le MEB sur une soudure contenant un kissing
bond Le scénario suggéré par 'examen post mortem des éprouvettes serait qu’une fis-
sure ductile serait créée a partir de 'ouverture du kissing bond, que cette fissure suivrait
le défaut sur une certaine longueur pour ensuite bifurquer et quitter le défaut pour em-
prunter un chemin plus propice a sa propagation. Plusieurs questions se posent alors :
existe-t-il un niveau de contrainte seuil a partir duquel le kissing bond commence a s’ou-
vir et permette la propagation dune fissure ductile? Cette contrainte seuil sera-t-elle

atteinte au cours des essais de fatigue ?
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Figure 4.10 — Courbe de traction d’'un essai de traction in situ dans un MEB sur une
soudure contenant un kissing bond. Ly correspond a la longueur utile de I’éprouvette

(13 mm) et le déplacement est celui de la machine

Pour obtenir des éléments de réponse, des essais de traction in situ ont été réalisés
dans un MEB afin d’observer I'apparition d’une fissure en surface a partir du kissing
bond. Ainsi, une éprouvette prélevée perpendiculairement a la soudure a été observée
sur la face inférieure, c’est a dire la face sur laquelle le défaut débouche, durant I'essai
de traction aprés avoir été polie (environ -10 pm). L’éprouvette a été observée a trois
endroits différents : a chacun des bords et a mi-largeur. La figure 4.10 représente la

courbe de traction en contraintes et déformations nominales de 1’essai in situ. Sur la
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courbe, cinq niveaux de contrainte auxquels a été interrompu l'essai afin d’observer le
kissing bond sont notés : 160 MPa (dans le domaine élastique), 260 MPa (fin du domaine
élastique), 280 MPa (début du domaine plastique macroscopique), 320 MPa et 350 MPa.
L’éprouvette ayant quasiment totalement rompu sous 350 MPa, seules les observations
sous 160, 260, 280 et 320 MPa sont présentées sur la figure 4.11. Chaque colonne de la
figure 4.11 montre I’évolution du kissing bond a chacun de ces niveaux de contrainte pour
chaque zone observée durant I’essai. La premiére colonne montre I’évolution du défaut au
niveau du premier bord de I’éprouvette, la deuxiéme colonne concerne le kissing bond a mi-
largeur de I'éprouvette et la troisiéme colonne concerne le défaut au niveau du deuxiéme
bord de 'éprouvette. Les images notées "0" représentent le défaut tel qu’il apparait avant

le début de l'essai (sans avoir réalisé d’attaque).

Au vu de ces observations, plusieurs remarques peuvent étre faites :

e Un ligament ot semble se concentrer la déformation est présent prés du bord su-

périeur le long du défaut a partir de 260 MPa.

e Une fissure débouche a partir de 280 MPa au niveau des bords supérieur et inférieur
et a mi-épaisseur de ’éprouvette. Cette fissure est plus ou moins large d’un endroit
a l'autre de I'éprouvette. Elle est plus large au niveau du bord supérieur et trés

peu ouverte au niveau du bord inférieur.

e La fissure ne semble pas suivre le défaut tout au long de sa propagation en surface.
Cependant, le défaut n’étant pas plan par rapport au plan T-S, la fissure est peut-
étre créée en sous-surface sur le kissing bond et rejoindrait alors la surface en suivant
le chemin le plus facile, ce que suggére la zone ol la déformation se concentre juste

avant que la fissure ne débouche.

Ces essais de traction in situ sur éprouvettes contenant un KB ont permis de constater
que la contrainte nécessaire & la création d’une fissure le long du kissing bond, débouchante
en surface, est de 'ordre de 280 MPa. Il n’est cependant pas exclu qu'une fissuration sous-

cutanée se produise dés 260 MPa.

Observations tomographiques du kissing bond ouvert Des observations tomogra-

phiques ont été réalisées sur une soudure contenant un kissing bond pré-étirée a 380 MPa
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et sur lequel des balayages par ultra-sons avaient été effectués par le CEA-LIST afin
d’évaluer, par ce moyen de controle, la détection de la présence du kissing bond ouvert.
Les deux allumettes observées ont été prélevées perpendiculairement a la soudure et dans
deux zones différentes, chacune correspondant a une intensité de signal par ultra-sons

différente (cf. chapitre 2).

Sur les deux allumettes scannées, seul celle prélevée a ’endroit correspondant au signal
par ultra-sons le plus intense a révélé la présence du kissing bond ouvert. La figure 4.12
montre ainsi trois coupes issues de 'observation de cette allumette montrant I’allure du
kissing bond ouvert a différents endroits. Ces résultats confirment ce qui est suggéré par
la méthode de controle de non-destructif utilisée : le kissing bond malgré une traction

jusqu’a 380 MPa n’a été ouvert que localement.
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Figure 4.11 — Suivi de 'ouverture du kissing bond au cours d’un essai de traction in situ
au MEB
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jusqu’a 380 MPa
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4.1.2.4 Les soudures GAP-0,3 et GAP-0,7

Les soudures GAP-0,3 La courbe de traction des soudures GAP-0,3 est donnée sur
la figure 4.4. La courbe suit I’évolution de la courbe des soudures saines jusqu’a environ
7% de déformation axiale moyenne, puis montre un durcissement moindre que la courbe
des soudures saines. La diminution de la résistance a la traction est de 'ordre de 5%. Mis
a part cette légére différence d’écrouissage, les soudures GAP-0,3 ont un comportement

trés proche de celui des soudures saines.

Les champs de déformation déterminés par corrélation d’images (figure 4.8(d)) montrent,
qu’a 15% de déformation longitudinale macroscopique, la déformation se localise une fois
de plus autour des ZATM et plus particulérement du coté de la retreating side. Ainsi
la déformation atteint des niveaux comparables & ceux déja constatés pour les soudures
précédentes, avec 25% de déformation autour de la ZATM coté retreating side, prés de
20% autour de la ZATM coté advancing side et environ 13% dans le noyau soudé. Aucune
localisation particuliére de la déformation n’est observée au niveau de la surface inférieure,
la ot des joints de grains supposés plus faibles ont été observés sur les coupes métallo-
graphiques. Cependant, comme dans le cas des soudures contenant un kissing bond, les
champs de déformation au plus prés de la surface inférieure n’ont pas pu étre obtenus. Le
défaut d’accostage de 0,3 mm ne semble donc pas avoir de conséquence évidente sur les

champs de déformation locaux.

La rupture des soudures GAP-0,3 a lieu au pied de la ZATM (c’est-a-dire a partir
de la surface inférieure) du coté advancing side (figure 4.13(a)) puis se propage dans le
noyau soudé. La surface de rupture de ces éprouvettes montre deux faciés différents :
un premier faciés ou les grains allongés du matériau de base apparaissent du fait d’une
rupture fibreuse et un deuxiéme caractéristique d’une rupture ductile par croissance de

cavités comme celle observée précédemment lors de la rupture dans le noyau soudé.

Les soudures GAP-0,7 La courbe de traction des soudures GAP-0,7 est donnée sur
la figure 4.4. La courbe est similaire & celle des soudures GAP-0,3. En effet & partir

d’environ 7% de déformation, la courbe passe en-dessous de celle des soudures saines,
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Advancing Side

(b) ()

Figure 4.13 — Cas de rupture au pied de la ZATM du coté advancing side pour les sou-
dures GAP-0,3 : (a) observation par microscopie optique d’une coupe transversale d’une
éprouvette rompue, observations au MEB du faciés au niveau de la ZATM (b) a faible

grandissement et (c) a fort grandissement

avec un écart sur la résistance a la traction qui est toujours de 'ordre de 5%. Donc le
défaut d’accostage de 0,7 mm ne semble pas avoir d’effet significatif sur les propriétés en

traction des soudures.

Les champs de déformation déterminés par corrélation d’images a 15% de déformation
longitudinale macroscopique sont donnés sur la figure 4.8(e). Contrairement & tous les
cas précédents, la localisation de la déformation autour des ZATM est moins évidente.
Bien qu’on puisse observer une concentration de la déformation autour de la ZATM coté
retreating side, dans le reste de la soudure (noyau soudé et ZATM coté advancing side),
la déformation est plutot homogene avec un niveau de déformation autour de 19% contre
22% dans la ZATM coté retreating side. Cette différence de comportement d’avec les

soudures saines notamment, pourrait étre due au défaut d’accostage (et aux joints de
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grains potentiellement faibles proches de la surface inférieure) qui modifierait de maniére

indirecte la répartition de la déformation dans la soudure.

Contrairement aux soudures GAP-0,3, la rupture pour les soudures GAP-0,7 a lieu
entiérement dans le noyau a partir de la surface inférieure, quasiment au milieu du noyau
(figures 4.14(a)(b)). L’examen du faciés de rupture en pied de cordon révéle des zones
de rupture intergranulaire d’une profondeur comprise entre 30 et 60 um. Ces zones de
rupture intergranulaire, qui permettent de distinguer les grains du noyau soudé, sont
uniquement localisées prés de la surface inférieure et peuvent s’étendre sur une largeur
de 100 & 200 pm. L’observation des grains a plus fort grandissement (figure 4.14(d)(e))
permet de distinguer des nano cupules, signe de ductilité & la surface des grains. Le reste
de la surface de rupture est un faciés ductile avec croissance de cavités identique a ceux

observés précédemment.

Ces observations sont a rapprocher des observations faites par microscopie optique sur
une coupe transversale de la soudure GAP-0,7, qui montrait des joints de grains dans le
noyau prés de la surface inférieure préférentiellement attaqués par le réactif utilisé (cf.
chapitre 3). Ainsi, on pourrait supposer que certains joints de grains du noyau proches
de la surface inférieure des soudures GAP-0,7 seraient fragilisés par rapport aux joints de
grains des soudures saines, bien que cela ne semble pas induire une baisse significative des

propriétés macroscopiques en traction des soudures.
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Advancing side

Figure 4.14 — Cas de rupture en traction d’une soudure GAP-0,7 : (a)(b) observation
par microscopie optique d’une coupe transversale a faible et fort grandissement, (c)(d)(e)

observation par MEB des zones de rupture intergranulaire a différents grandissements
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4.2 Essais spécifiques dédiés au comportement plastique

du noyau soudé

Afin de réaliser la simulation du comportement en traction des soudures et d’avoir
tous les outils nécessaires pour le faire, des essais supplémentaires ont été menés pour

déterminer le comportement du noyau soudé :

e des essais de traction sur éprouvettes lisses prélevées uniquement dans le noyau et
sollicitées parallélement a la soudure (sens L). Ces essais permettent de caractériser

I’anisotropie du noyau soudé et surtout de ne solliciter que le noyau.

e des essais de traction sur éprouvettes entaillées dans le noyau soudé et sollicitées
suivant le sens travers long (sens T). Ces essais permettent de rendre compte de
Ieffet de la triaxialité sur le comportement plastique et 'endommagement du noyau

soudé.

4.2.1 Essais de traction parallélement & la soudure

Deux essais de traction ont été réalisés sur des éprouvettes prélevées uniquement dans
le noyau soudé suivant le sens de la soudure (sens L) : le premier dans une soudure saine
et le second dans une soudure contenant un JLR. Ces essais vont permettre d’identifier
uniquement le comportement du noyau soudé. Cependant, le sens de sollicitation est ici
différent (sens L) de celui dans lequel le noyau soudé est sollicité lors des essais de traction

sur la soudure entiére (sens T).

La courbe de traction du noyau soudé prélevé dans une soudure saine est donnée sur
la figure 4.15. La courbe pour le noyau prélevé dans une soudure contenant un JLR est
trés proche (moins de 2% d’écart) de celle du noyau prélevé dans une soudure saine et
n’est donc pas représentée pour plus de clarté. Sur cette figure sont aussi représentées
les courbes de traction d’une soudure saine et du noyau soudé issue du traitement des
données obtenues par corrélation d’images sur un essai de traction d’une soudure (la
démarche suivie pour l'obtenir est présentée plus tard dans le chapitre). On constate ainsi

que la courbe de traction du noyau soudé sollicité parallélement a la soudure est en-dessous
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Figure 4.15 — Courbes de traction du noyau soudé sollicité paralléelement & la soudure,

d’une soudure saine et du noyau soudé sollicité perpendiculairement a la soudure

de celle obtenue a partir d’une soudure saine mais se situe dans le faisceau des courbes
obtenues pour ces soudures. Il est, de plus, trés proche de celui identifié lors d’un essai sur
une soudure compléte. Ceci peut suggérer qu’il n’y a pas ou trés peu d’effet de structure
sur le comportement du noyau. Sur la figure 4.15 est également représentée 1’évolution
de la réduction de largeur de I'éprouvette en fonction de la déformation longitudinale
afin de caractériser 'anisotropie du noyau soudé sollicité suivant le sens L. La pente
de cette droite est trés proche du cas isotrope : le coefficient de Lankford est d’environ
1,1. Au vu de ces résultats, le noyau soudé pourra donc étre considéré comme isotrope
en contrainte et en déformations pour la modélisation du comportement plastique de la
soudure et le comportement du noyau identifié par ces essais pourra éte utilisé directement
pour la simulation du comportement en traction de la soudure. Les propriétés en traction
identifiées pour le noyau soudé d’une soudure saine et d’une soudure contenant un JLR,

lors de ces essais sont données dans le tableau 4.3.
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Rpo2 (MPa) | Rm (MPa) | Apom (%) r

Noyau soudé 283-286 412-415 16-16,5 1,1

Tableau 4.3 — Propriétés en traction du noyau prélevé dans une soudure saine et une

soudure contenant un JLR et sollicité parallélement a la soudure

4.2.2 Essais de traction sur éprouvettes entaillées dans le noyau

Les éprouvettes entaillées dans le noyau et sollicitées suivant le sens T, ont un rayon
d’entaille suffisament faible (R=0,5 mm) afin de localiser la déformation plastique au
maximum dans le noyau soudé. Ceci permet de caractériser 'effet de la triaxialité uni-
quement sur le noyau soudé. La figure 4.16 donne d’une part la courbe de traction des
éprouvettes lisses des soudures saines et d’autre part la courbe pour les éprouvettes en-
taillées. Cette courbe est représentée en fonction de la contrainte nette (F/Sy) et de
I'ouverture de I'entaille. La contrainte maximale atteinte est supérieure dans le cas des

éprouvettes entaillées du fait du renforcement par effet d’entaille.

Le faciés de rupture de ces éprouvettes a été observé au MEB et a montré de la rupture
ductile par croissance de cavités. Les cavités sont bien plus marquées que dans le cas de

la traction sur éprouvettes lisses du fait de l'effet de la triaxialité (figure 4.17).
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Figure 4.16 — A gauche : Courbe de traction des éprouvettes lisses prélevées dans des
soudures saines. A droite : Courbe de traction des éprouvettes entaillées dans le noyau
(R=0,5 mm) représentant la force nette (F'/Sy) en fonction de 'ouverture de l'entaille

(crack mouth opening displacement - CMOD)

Figure 4.17 — Observation par MEB du faciés de rupture au centre d’une éprouvette

entaillée (R=0,5 mm) dans le noyau d’une soudure saine
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4.3 Simulation du comportement en traction monotone

des soudures saines

4.3.1 Objectifs et démarche

L’objectif du travail de modélisation par éléments finis est de reproduire le comporte-
ment en traction monotone des soudures saines sollicitées transversalement, d’un point de
vue macroscopique, en essayant de reproduire la courbe de traction globale de la soudure,
mais également d’un point de vue local, en essayant d’obtenir la méme distribution de
déformation que celle observée par corrélation d’images sur la tranche de ’éprouvette de
traction et présentée sur la figure 4.8(a). De cette maniére, la distribution de la défor-
mation lors du premier cycle de fatigue pourra étre prédite (puisque les soudures seront
sollicitées la plupart du temps au-dessus de leur limite d’élasticité). Identifier le compor-
tement des différentes zones de la soudure pourrait également servir dans une optique de

mise en forme des toles une fois soudées.

Pour atteindre cet objetif la démarche a été la suivante :

e identifier le nombre de zones au comportement différent a considérer dans la modé-
lisation du comportement de la soudure via les observations faites par corrélation

d’images lors d’un essai de traction monotone,

e extraire les courbes contraintes-déformations nominales des différentes zones de la
soudure identifiées, via les mesures de champs de déformation obtenues a partir de

la corrélation d’images,

e identifier et optimiser les paramétres de la loi d’écrouissage de chacune des zones

de la soudure au travers d’un calcul en 3D sur la soudure entiére,

e vérifier la bonne reproduction de la distribution de la déformation le long de la

soudure.

Cette démarche a déja été suivie pour déterminer le comportement en traction d’'une
soudure FSW, notamment par Nielsen et coll. [132] et a déja montré son efficacité (cf.

chapitre 1).
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4.3.2 Identification du comportement des zones de la soudure

4.3.2.1 Détermination du nombre de zones a considérer

Afin de déterminer le nombre de zones au comportement différent & considérer pour
la modélisation du comportement d’une soudure saine, les essais de traction suivis par
corrélation d’images ont été utilisés. D’aprés la figure 4.18, correspondant au champ de
déformation dans le sens de sollicitation & environ 15% de déformation macroscopique
sur une base de mesure de 14 mm, six zones au comportement différent peuvent étre
identifiées. Bien entendu ce découpage est dépendant du nombre de contours utilisé pour
représenter le champ de déformation. Les six zones choisies sont ici : le noyau soudé, la
ZATM coté retreating side, la ZATM coté advancing side et trois ZAT. En dehors de la
distinction faite entre la ZATM du coté advancing side et la ZATM du coté retreating side,
la soudure est considérée comme symétrique et 'identification du comportement des ZAT
a été réalisée du coté advancing side (ceci permet de diminuer le nombre de paramétres
a identifier et donc le temps de calcul, bien que cette hypothése soit un peu forte au vu
des champs de déformation). La largeur du champ d’observation n’est pas suffisante pour
pouvoir observer le comportement du matériau de base. Une fois ces zones identifiées, la
courbe contrainte-déformation axiale nominale de chacune des zones a été reconstruite
a partir du calcul des déformations locales déterminées via les champs de déplacements
obtenus par corrélation d’images et en faisant I’hypothése que la contrainte est uniforme
pour toutes les zones de la soudure [127,131], donc en négligeant, dans un premier temps,
tout effet de structure dans le comportement en traction des différentes zones du joint

soudé.

ZAT-2
L

1 mm

Figure 4.18 — Champ de déformation axiale nominale (pour une déformation nominale de
12% sur une base de mesure de 14 mm) obtenu par corrélation d’images sur la tranche
d’une éprouvette de soudure saine lors d'un essai de traction et montrant le découpage

utilisé pour l'identification des différents matériaux constitutifs de la soudure
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4.3.2.2 Identification et simulation

La loi de comportement utilisée pour décrire le comportement plastique du matériau

est une loi d’écrouissage isotrope non linéaire (p : déformation plastique cumulée) [156] :

R(p) = Ro+Q (1 - ™) (43)

Le critére de plasticité utilisé est un critére de von Mises, qui fait implicitement ’hypo-
thése d’un comportement isotrope de chacune des zones. L’identification et 'optimisation
des parameétres de la loi d’écrouissage pour chacune des zones de la soudure sont réalisées
sur un maillage en 3D dont la section correspond a celle des éprouvettes de traction uti-
lisées (3 mmx12 mm) et dont le découpage correspond a celui identifié par la corrélation
d’images (figure 4.19). Le maillage a été réalisé avec des éléments linéaires quadrangu-
laires & intégration réduite de type ¢3d8. Afin que les conditions aux limites permettent
de s’approcher des conditions expérimentales, un bloc de matériau de base a été ajouté a
chaque extrémité de la soudure. Le matériau de base se trouve ainsi a 7 mm du centre de
la soudure. Or d’aprés le profil de dureté présenté dans le chapitre 3, le matériau de base
ne se situe qu’a environ 10 mm du centre de la soudure. Cette hypothése va donc avoir
tendance a rigidifier la soudure. Afin de réduire le temps de calcul, une condition de symé-
trie a été appliquée en L=0 (de cette maniére la largeur de la partie maillée de I'éprouvette
n’est plus que de 6 mm au lieu de 12 mm). Les conditions aux limites appliquées sont les

suivantes :

&Tlemm:UT:UTXAt
al =—-12mm:Ur=0
alT=-=12mm, L=0mm, S=0mm:Us=0

aL=0mm, U,=0

Etant donné que le comportement du métal de base n’a pas pu étre observé lors de
I’essai de traction sur soudure saine, I'identification des paramétres de la loi d’écrouissage
de ce matériau a été réalisée sur un élément de volume a partir de la courbe de traction du

métal de base sollicité dans le sens T (figure 4.1), en utilisant un critére de von Mises (ce
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Figure 4.19 — Maillage 3D de la demi-soudure constituée de trois ZAT, deux ZATM et
un noyau soudé et a laquelle est ajouté deux blocs de métal de base a chaque extrémité

(dimensions en mm)

qui est une hypothése relativement forte étant donnée I'anisotropie du matériau). L’iden-
tification des paramétres de la loi d’écrouissage du noyau soudé a également été réalisée
sur un élément de volume a partir de la courbe de traction obtenue sur le noyau sollicité
parallélement & la soudure en faisant ’hypothése (discutée précédemment) que celle-ci
est similaire a celle du noyau soudé au sein de la structure et sollicité transversalement
a la soudure. Ceci permet de réduire le nombre de paramétres a identifier sur la soudure

entiére.

L’optimisation des paramétres des zones de la soudure a ensuite été effectuée a partir
du maillage présenté sur la figure 4.19. L’optimisation est effectuée avec une méthode du
simplex. Les valeurs des paramétres obtenues aprés identification sont données dans le

tableau 4.4.

4.3.3 Comparaison des résultats expérimentaux et des résultats

issus de la simulation

A partir des valeurs obtenues par 'optimisation, la simulation du comportement en
traction d’une soudure saine sollicitée transversalement a I’axe de la soudure a été réalisée
avec le maillage de la figure 4.19. La figure 4.20 permet de comparer les réponses obtenues
expérimentalement et par la simulation de la soudure a ’essai de traction. Dans les deux

cas la base de mesure est de 14 mm centrée par rapport a la soudure. La contrainte
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Matériau E (GPa) | v || Rg (MPa) | Q (MPa) | b
Noyau soudé 74 0,3 281 272 8,9
ZATM-R 74 0,3 243 600 1,2
ZATM-A 74 0,3 270 385 1,8
ZAT-1 74 0,3 275 270 19,5
ZAT-2 74 0,3 280 320 37,6
ZAT-3 74 0,3 310 230 65,3
MB-T 74 0,3 463 128 18,0

Tableau 4.4 — Paramétres identifiés pour le comportement plastique des différentes zones

de la soudure (E et v sont fixés)

nominale déterminée par la simulation correspond & la force relevée sur la face en T=12
mm divisée par la section initiale de la soudure. On constate un bon accord des courbes
environ jusqu’a 11% de déformation. Au deld, la courbe simulée décroit, indiquant une

striction prématurée par rapport a la courbe expérimentale.

Les courbes d’écrouissage de chacune des zones de la soudure obtenues par la simula-
tion ont été comparées a celles obtenues expérimentalement (figure 4.21). La contrainte
nominale est calculée de la méme maniére que précédemment et les déformations nomi-
nales déterminées expérimentalement et par la simulation, correspondent aux déforma-
tions relevées a mi-épaisseur (S=1,5 mm) sur la surface libre (L=6 mm). Un bon accord
est obtenu pour le noyau soudé et les deux ZATM. En revanche, dans le cas des ZAT, une
chute de la contrainte est prédite par la simulation au-dela de 400 MPa, de méme que

dans le noyau, ce qui présage d’une localisation dans les ZATM.

Enfin, la distribution de la déformation dans le sens de sollicitation en fonction de la
distance au centre de la soudure a été tracée pour différents niveaux de containte (300, 330,
360 et 380 MPa) afin de vérifier la bonne localisation de la déformation tout au long de
Pessai. Pour cela, les déformations ont été calculées expérimentalement et par la simulation
a mi-épaisseur de la soudure (S=1,5 mm) sur la surface libre (L=6 mm). Les déformations
sont des déformations nominales calculées pour la simulation, entre deux noeuds successifs

du maillage (soit une base de mesure de 200 & 300 pum) et expérimentalement, a la distance
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Figure 4.20 — Comparaison des courbes de traction globales obtenues expérimentalement

et par simulation lors d’un essai de traction transverse a la soudure (Ly=14 mm)

entre deux centres d’imagettes utilisées pour la corrélation d’images (soit une base de

mesure d’environ 300 pm).

Jusqu’a une contrainte de 360 MPa, l'accord est satisfaisant (figure 4.22) pusique
I’allure globale de la distribution de la déformation est respectée. La simulation permet
de retrouver les bons niveaux de déformation dans les ZATM et le noyau soudé. Au-dela
de 360 MPa, une localisation trop importante dans les ZATM est observée. En revanche,
l'accord est moins satisfaisant dans les ZAT, notamment du c6té retreating side. Ceci
provient du fait que le comportement des ZAT a été identifié du coté advancing side en
faisant 'hypothése que le comportement des ZAT était le méme du coté retreating side.
Pour une meilleure reproduction des résultats expérimentaux, il aurait également fallu

identifier le comportement des ZAT du coté retreating side.
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Figure 4.21 — Comparaison des courbes de traction locales obtenues expérimentalement et

par simulation pour chacune des zones de la soudure lors d’un essai de traction transverse

a la soudure (les contraintes et les déformations sont nominales)
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Figure 4.22 — Comparaison de la répartition de la déformation dans le sens de sollicitation

entre le résultat expérimental et la simulation a différents niveaux de contrainte macro-

scopique (la retreating side se situe sur la gauche de la figure et les lignes en pointillées

délimitent les ZATM)
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4.3.4 Calcul de la triaxialité

Les résultats ont montré que la simulation permettait de reproduire de maniére satis-
faisante le comportement en traction d’'une soudure saine sollicitée transversalement. On
peut extraire de cette simulation les valeurs de triaxialité des contraintes. La figure 4.23
permet d’observer I'intensité de la triaxialité des contraintes dans la soudure au moment
oll la résistance a la traction est atteinte pour la simulation. La surface en avant de la
figure correspond a la surface située a L=0 (plan de symétrie du maillage), c’est & dire a
mi-largeur 1a ou la triaxialité est la plus importante. Les ZATM, qui sont les zones autour
desquelles la déformation est la plus importante et le long desquelles la rupture se produit,
sont ainsi les zones ou la triaxialité est la plus importante (supérieure a 2/3 localement).
Cette forte triaxialité va donc contribuer a 'endommagement des ZATM. La figure 4.24
montre ’évolution du taux de triaxialité pour un noeud du maillage situé dans la ZATM
cOté retreating side (repéré par une croix sur la figure 4.23) en fonction de la déformation
plastique cumulée de ce noeud. Aprés 5% de déformation plastique cumulée, la triaxialité

a quasiment atteint son plus haut niveau et décroit ensuite.

7717111 T

777117
/;’IIIIII/

0,09 0,14 0,19 0,24 0,29 0,34 0,39 0,44 0,49 0,54 0,59 0,64 0,69 0,74 0,79

Figure 4.23 — Triaxialité des contraintes obtenue pour la contrainte nominale maximale.
La surface en avant de la figure est située a L=0, c’est a dire & mi-largeur de I’éprouvette.

Le coté retreating side se situe a droite de I'image

4.3.5 Comparaison des simulations en 3D et en 2D

La simulation de ’essai de traction sur soudure saine a également été effectuée en 2D

sous les hypothéses soit de contraintes planes soit de déformations planes. La figure 4.25

148



Chapitre 4: Comportement plastique du matériau de base et des soudures

1
0.8
fxx %%
< 06/ %‘%
£ {
E |
&
= 04
0.2
0
0 5 10 15 20 25 30 35

Déformation plastique cumulée (%)

Figure 4.24 — Evolution de la triaxialité des contraintes en fonction de la déformation

plastique cumulée pour un noeud situé dans la ZATM cété retreating side

montre la réponse globale de la soudure en termes de contrainte nominale et déformation
nominale (avec une base de mesure de 14 mm centrée par rapport au noyau soudé). Les
simulations en 2D encadrent celle en 3D. Alors que ’hypothése des déformations planes
surestime la réponse, I’hypothése des contraintes planes la sous-estime. LL’une de ces deux

hypothéses ne permet donc pas de retrouver le résultat expérimental.

4.3.6 Vérification de ’hypothése d’iso-contrainte

Afin de vérifier I'hypothése d’iso-contrainte qui a servi & établir les lois de comporte-
ment des zones de la soudure, la distribution des contraintes o sur la face T-S est donnée
sur la figure 4.26 pour la contrainte nominale maximale. On s’apercoit que la contrainte
axiale n’est pas uniforme dans les différentes zones de la soudure. Cette hypothése n’est
donc pas vérifiée mais a permis ici d’estimer le comportement plastique des zones de la

soudure de facon satisfaisante.
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Figure 4.25 — Comparaison des courbes de traction globales sur soudure saine obtenues

par simulation 3D et simualtion 2D (déformations planes et contraintes planes)
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Figure 4.26 — Contraintes oy obtenues sur la tranche de I’éprouvette pour la contrainte

nominale maximale
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4.3.7 Simulation de l’essai de traction sur éprouvette entaillée

dans le noyau

Les lois de comportement identifiées via I’essai de traction suivi par corrélation d’images
ont été utilisées afin de reproduire la courbe globale des essais de traction sur les éprou-
vettes entaillées dans le noyau avec un rayon de 0,5 mm. Le maillage de I’éprouvette est
donné sur la figure 4.27 et présente une symétrie autour du plan T-S permettant de ne
mailler qu'une moitié d’éprouvette. Le découpage de la soudure est identique a celui pré-
senté sur la figure 4.18. Des éléments triangulaires de type c¢3d4 ont été utilisés. Autour
de 'entaille, la taille de maille est d’environ 50 pum. Les conditions aux limites appliquées

sont les suivantes :

a T =20mm:Up=Upx At
al=0mm:Ur=0
aT=0mm, L=0mm, S=0mm :Us=0

aL=0mm, U,=0

Le cacul par éléments finis a été fait en utilisant un critére de von Mises. La figure 4.28
permet de comparer les courbes donnant 'ouverture de ’entaille en fonction de la force
normalisée obtenue expérimentalement et par la simulation. Un trés bon accord est observé
entre les deux courbes jusqu’a une ouverture d’entaille d’environ 0,6 mm, ce qui est
souhaitable puisque le faible rayon d’entaille choisi permet de localiser la déformation
principalement dans le noyau. Ceci confirme que le comportement mécanique du noyau

est effectivement isotrope.
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Figure 4.27 — Maillage de I’éprouvette entaillée dans le noyau avec un rayon d’entaille de

0,5 mm (dimensions en mm)
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Figure 4.28 — Comparaison des courbes de traction obtenues expérimentalement et par la

simulation sur une éprouvette entaillée dans le noyau soudé avec un rayon d’entaille de

0,5 mm
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4.4 Conclusions

L’étude du comportement plastique des soudures au travers d’essais de traction a
montré que le procédé de soudage engendrait une diminution significative des propriétés en
traction du matériau de base avec une réduction de 'ordre de 40% de la limite d’élasticité
et de 20% de la résistance a la traction. Durant P'essai de traction, une localisation de la
déformation autour des ZATM, majoritairement du coté retreating side, est observée et

conduit a la rupture de I'éprouvette le long de cette zone.

Le JLR n’affecte en rien les propriétés en traction et la rupture des soudures. En
revanche, dans le cas de soudures contenant un kissing bond, le défaut constitue le site
d’amorcage de la rupture, bien qu’aucune baisse significative des propriétés en traction des
soudures n’ait été mesurée. Les observations des faciés de rupture et les essais de traction in
situ dans un MEB ont montré qu’il était nécessaire d’appliquer une contrainte supérieure
a environ 280 MPa pour qu'une fissure ductile débouchante en surface soit créée le long
du défaut. Le kissing bond est donc potentiellement dangereux pour le comportement
en fatigue des soudures puisqu’il conduit & 'amorcage d’une fissure en surface pour des

niveaux de contraine auxquels la soudure sera sollicitée dans le chapitre suivant.

L’influence du défaut d’accostage dépend de sa largeur. Le défaut d’accostage de
0,3 mm (GAP-0,3) conduit & une légére baisse de la résistance a la traction des sou-
dures mais n’a aucune influence sur la rupture des éprouvettes, puisque celle-ci a lieu a
partir de la ZATM la ou 'on observe une localisation de la déformation. En revanche, le
défaut d’accostage de 0,7 mm (GAP-0,7) conduit a une rupture s’amorgant en pied de
noyau de facon intergranulaire sur une profondeur de quelques dizaines de microns. Les
propriétés en traction de ces soudures présentent également une légére baisse par rapport
a celles des soudures saines (<10%). Le défaut d’accostage de 0,7 mm pourrait donc étre
nocif en fatigue puisqu’il a révélé la présence d’une zone faible conduisant a une rupture

intergranulaire en surface.

Les essais de traction réalisés sur le noyau soudé ont montré que le noyau présentait

un comportement isotrope en contraintes et en déformations.
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La simulation 3D du comportement en traction des soudures a été réalisée par identi-
fication du comportement des différentes zones de la soudure a partir des données issues
de la corrélation d’images et des essais sur noyau soudé. Cette simulation a permis de
reproduire la courbe de traction macroscopique des soudures et la disbribution des dé-
formations le long de la soudure de facon satisfaisante (pour des contraintes inférieures a
380 MPa). Les lois de comportement identifées ont de plus permis de simuler un essai de
traction sur une éprouvette entaillée dans le noyau (R=0,5 mm), bien que dans ce cas,
ce soit essentiellement la loi de comportement du noyau soudé qui gouverne la réponse

globale de la soudure.
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Chapitre 5

Comportement en fatigue des soudures

Ce chapitre est consacré a la tenue en fatigue du matériau de base (2198-T8), des soudures
saines, des soudures contenant un JLR, un kissing bond et des soudures GAP. Pour cela,
les courbes de Wohler de chaque type de soudure ont été déterminées pour un rapport de
charge R=0,1. L’influence de chaque défaut sur la tenue en fatigue a pu étre quantifice.
Les mécanismes d’amorcage de fissures de fatigue ont ensuite été étudiés via les observa-
tions des faciés de rupture afin de déterminer de quelle maniére chaque défaut influe sur
ces mécanismes. Les courbes de Wéhler ne permettant pas de distinguer les contributions
respectives de l'amorcage, de la propagation et de la rupture finale au comportement en
fatigue, des essais de résistance résiduelle et des essais de déchirure ductile ont été menés.
Les essais de résistance résiduelle ont notamment permis de déterminer de facon quali-
tative le nombre de cycles a l'amorcage des différentes soudures, alors que les essais de
déchirure ductile ont permis de quantifier les différences de ténacité et donc de comporte-
ment face a la rupture brutale lors d’un essai de fatigue. Les courbes de Wdhler ont été
déterminées pour des durées de vie autour de 10° cycles.
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5.1 Comportement en fatigue du métal de base

L’alliage 2198-T8 a été sollicité suivant les directions L, T et D. Les essais ont été
menés afin de déterminer le niveau de contrainte atteint pour une durée de vie de ’ordre
de 10° cycles. Les courbes de Wohler obtenues, ot est représentée la variation de contrainte

(A0 = Opmaw — Omin) en fonction de la durée de vie a rupture, sont données par la figure 5.1.
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Figure 5.1 — Courbes de Wohler de 1’alliage 2198-T8 sollicité suivant les directions L, T et
D

La variation de contrainte a rupture a 10° cycles est sensiblement équivalente pour les
trois directions testées. Elle est de I'ordre de 315 MPa, ce qui correspond a une contrainte
maximale de 350 MPa (soit environ 70, 75 et 88% de la limite d’élasticité du matériau
de base dans les sens L, T et D respectivement). De méme pour des durées de vie plus
faibles (de I'ordre de 30 000 cycles), la variation de contrainte est similaire pour les trois
directions. Au-dela de 10° cycles, on distingue un changement de pente et une variation

de contrainte a rupture de l'ordre de 280 MPa & 2.10° cycles.

Ces résultats montrent qu’il ne semble pas y avoir d’anisotropie sur la tenue en fatigue

de I'alliage sollicité pour un rapport de charge de 0,1 et pour des durées de vie comprises
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entre 2.10% et 2.10° cycles. Bien que les essais de traction monotone aient montré une
anisotropie du comportement entre les sens L et T par rapport au sens D (de l'ordre de
20% sur la limite d’élasticité, beaucoup plus élevée, il est vrai, que la contrainte maximale
utilisée ici), celle-ci n’a pas d’influence sur le comportement en fatigue dans les conditions

testées.

Cavaliere et coll. [30] ont étudié I'anisotropie du comportement en fatigue d’un alliage
2198-T851 (5 mm) pour un rapport de charge R=0,33. La variation de contrainte a 10°
cycles de I’alliage sollicité dans le sens L est d’environ 240 MPa alors qu’elle est de 225 MPa
pour 'alliage sollicité dans le sens T (soit une différence de seulement 7%). L anisotropie
du comportement en fatigue de l'alliage est donc faible, d’autant plus que les essais de
traction monotone (que les auteurs ont mené sur ce matériau) montraient une anisotropie
plus importante puisque la limite d’élasticité dans le sens T était inférieure de 20% a celle

dans le sens L. Ces résultats de fatigue sont donc cohérents avec ceux présentés ici.

Quel que soit le sens de sollicitation, 'amorcage a lieu a partir de la surface. Cet amor-
cage se situe aussi bien au niveau d’un coin de I’éprouvette (malgré le cassage des angles)
qu’au niveau d’'une des faces. La figure 5.2 montre les faciés de rupture caractéristiques
du matériau de base. Les figures 5.2(a) et 5.2(b) montrent les faciés observés lors de la
propagation en pseudo stade I. Dans le cas ou le matériau est sollicité dans le sens L ou le
sens T, deux types de faciés peuvent étre observés : un faciés sur lequel on observe des che-
vrons (figure 5.2(a)) et un autre faciés avec des facettes (figure 5.2(b)). En revanche, dans
le cas ot le matériau est sollicité dans le sens D, le faciés comporte davantage de facettes
que lorsqu’il est sollicité dans les deux autres directions. La figure 5.2(c) est représentative
du stade IT de la propagation du matériau de base sollicité dans les trois directions et la
figure 5.2(d) montre un exemple du délaminage observé lors de la propagation en fatigue.
Ce type de rupture est constaté pour les trois directions de sollicitation et est une des
caractéristiques des alliages Al-Li [23,45]. Ce phénoméne a également été observé par De

et coll. [115] dans le cas d’une rupture en fatigue d’un alliage 2098-T8.

La rupture finale des éprouvettes se fait dans tous les cas en biseau dans 1’épaisseur.
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(c) (d)

Figure 5.2 — Faciés de rupture par fatigue caractéristiques du matériau de base : stade I de
la propagation dans le cas d’une éprouvette sollicitée (a) dans le sens D et (b) dans le sens
T (amorgage dans un coin) , (c) stade II de la propagation dans le cas d’une éprouvette
sollicitée dans le sens L et (d) délaminage observé sur une éprouvette sollicitée dans le

sens L
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5.2 Comportement en fatigue des soudures saines

La courbe de Wohler des soudures saines est représentée sur la figure 5.3. La durée de
vie des éprouvettes testées va de 4.10% cycles (pour une variation de contrainte de 330 MPa)
a 2.10° cycles (pour une variation de contrainte de 235 MPa). La variation de contrainte
a 10° cycles est de l'ordre de 290 MPa (ce qui correspond a une contrainte maximale
d’environ 320 MPa). La réduction de la contrainte a 10° cycles est donc de I'ordre de 8%
par rapport au matériau de base sollicité dans le sens T. Cette réduction est relativement
faible, comparée a la réduction des propriétés en traction monotone déterminée dans le
chapitre 4, puisque la réduction de limite d’élasticité et de résistance a la traction étaient
de lordre de 40% et 20% respectivement. Pour des durées de vie plus importantes, la
différence avec le matériau de base dans le sens T s’accentue. Ainsi, a 10° cycles, la
variation de contrainte est de l'ordre de 240 MPa pour les soudures saines contre 300

MPa pour le matériau de base dans le sens T (soit une différence de 20%).

Cavaliere et coll. [30] ont déterminé les courbes de Wohler de Valliage 2198-T851
(5mm) soudé par FSW pour un rapport de charge R—=0,33. Avant d’étre testées, les éprou-
vettes ont été polies. La variation de contrainte a 10° cycles n’a pas été déterminée mais
a 300 000 cycles, la variation de contrainte est de I'ordre de 175 MPa, ce qui représente
une réduction de lordre de 22%, pour la méme durée de vie, par rapport au matériau de
base (225 MPa). Or, a 300 000 cycles, d’aprés la figure 5.3, la différence entre les soudures
saines Ac=265 MPa) et le matériau de base sollicité dans le sens T (Ac=300 MPa) est de
I'ordre de 10%. L’influence du soudage dans I’étude de Cavaliere et coll. [30] est donc plus
importante que dans le cas étudié ici. Cette différence plus importante peut étre attribuée
aux conditions de soudage (vitesses de soudage et de rotation, mode de pilotage...) et &

I’état de surface testé.

La figure 5.3 indique également la localisation de 'amorcage en fonction du niveau de
contrainte appliqué. Les éprouvettes de soudures saines amorcent aussi bien une fissure
de fatigue dans le noyau soudé que dans la ZATM ou la ZAT. Tl ne semble pas y avoir
d’influence du niveau de contrainte auquel est testée la soudure sur la localisation de

I’amorcage. Dans tout les cas 'amorcage a lieu & partir de la surface de I'éprouvette.
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Figure 5.3 — Courbes de Wohler des soudures saines donnant la localisation de ’amorgage

de la fissure de fatigue, comparée a celle du métal de base sollicité dans le sens T

Les figures 5.4, 5.5, 5.6 présentent les faciés de rupture des soudures ayant rompu dans
le noyau, la ZATM et la ZAT respectivement. Pour chaque cas, une vue en coupe dans
le plan T-S de la soudure ayant rompu (observée par microscopie optique) et la lunule
de fatigue (observée par MEB) sont représentées. La vue en coupe dans le plan T-S a
été obtenue en coupant ’éprouvette dans le plan T-S au milieu de la lunule de fatigue,

c’est-a-dire au niveau de la zone d’amorcage.

Dans le cas de I'éprouvette ayant rompu dans le noyau soudé, 'amorcage a eu lieu en
surface a partir de la face supérieure. La figure 5.4(c) montre 1’aspect du faciés en pseudo
stade T et la figure 5.4(d) I'aspect du faciés en stade 1T dans le cas d’une rupture dans le
noyau soudé. Le stade I apparait plus tortueux que dans le cas d’une propagation dans
le matériau de base. Ceci est notamment attribué par De et coll. [115], dans le cas d’une
soudure de lalliage 2098, a la taille de grains du noyau soudé plus faible que celle du
matériau de base. Le stade II de la propagation est également différent de celui observé
dans le cas d’une propagation dans le matériau de base (figure 5.4(d)). La rupture finale

de I’éprouvette consiste en une rupture ductile par croissance de cavités.
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La figure 5.5(a) montre que I'amorgage en ZATM a lieu du coté retreating side. Les
grains allongés dans le plan L-T de la ZATM ainsi que les grains plus épais présents en sous
surface semblent étre révélés par le faciés de rupture (figure 5.5(b)). En effet dans la zone
de fatigue, proche de la surface, la fissure ayant conduit & la rupture semble avoir traversé
ces grains. Ces grains, bien qu’il soit difficile de statuer de facon définitive, peuvent étre
responsables de 'amorcage de la fissure de fatigue. Le reste de la rupture par fatigue et

la majorité de la rupture finale sont équivalents a ceux observés dans le cas précédent.

Enfin, dans le cas de la soudure ayant amorcé une fissure de fatigue dans la ZAT
(figure 5.6(a)), Pamorcage a eu lieu a partir de la face supérieure. Le faciés de rupture
révéle une zone de matage au bord de I’éprouvette (figure 5.6(b)) sous laquelle 'amorcage
semble avoir eu lieu (figure 5.6(c)). Le reste du faciés est équivalent & celui observé dans

le cas du matériau de base.

Comme nous 'avons vu précédemment, la contrainte maximale pour une durée de vie
de 10° cycles est d’enivron 320 MPa. Or, la limite d’élasticité des soudures saines est en
moyenne de 290 MPa. A ces niveaux de contrainte, la limite d’élasticité des soudures est
dépassée et les différentes zones de la soudure plastifient. C’est pourquoi le chapitre 4 a
été consacré a ’étude de la plasticité dans les soudures. Il est donc intéressant maintenant
d’étudier I’évolution de la plasticité dans la soudure durant un essai de fatigue afin de

mieux comprendre son réle sur le comportement en fatigue de la soudure.

A cette fin, une éprouvette de soudure saine a été sollicitée en fatigue a une variation
de contrainte de 288 MPa (correspondant a une durée de vie de 10° cycles environ). Sur
la figure 5.7 est représentée la courbe en termes de contraintes et déformations nominales
durant le 1¢7, le 10°™ et le 20°™¢ cycle. Les déformations ont été obtenues par suivi de
marqueurs, otl les marqueurs ont été placés aux mémes endroits que lors des essais de
traction monotone (c’est-a-dire centrés par rapport au milieu du noyau et distants de 14
mm). Cette courbe montre qu’il y a une accommodation de la déformation aprés le premier
cycle. Autrement dit, il y a plastification de la soudure durant le premier demi-cycle
(c’est-a-dire durant la montée en charge), puis lors des cycles suivants, il y a uniquement
déformation élastique. L’évolution des champs de déformation sur le chant de I’éprouvette

(c’est-a-dire dans le plan T-S) a également été observée par corrélation d’images durant
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Retreating Side

Figure 5.4 — Faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue (Ac=279 MPa, Nr=133 000
cycles) d’une soudure saine ayant rompu dans le noyau soudé : (a) vue en coupe de
I'éprouvette rompue dans le plan T-S. Observations par MEB : (b) de la lunule de fatigue,
(¢) du pseudo stade I de la propagation et (d) du stade II de la propagation

les 20 premiers cycles. La figure 5.8 donne la cartographie des champs de déformation
a lissue de la premiére montée en charge (figure 5.8(a)), de la cinquiéme montée en
charge (figure 5.8(b)), de la premiére décharge (figure 5.8(c)) et de la cinquiéme décharge
(figure 5.8(d)). Aucune évolution notable des champs de déformation n’est a constater
entre les figures 5.8(a) et 5.8(b), ni entre les figures 5.8(c) et 5.8(d). Ceci confirme ce qui
a été observé macroscopiquement sur la figure 5.7 : il n’y pas d’évolution de la plasticité

aprés le premier cycle. Seul un retour élastique d’environ 0,7% est constaté lors de la
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Retreating Side

Figure 5.5 — Faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue (Aoc=315 MPa, Ng=>54 000
cycles) d’une soudure saine ayant rompu dans la ZATM : (a) vue en coupe de Iéprou-
vette rompue dans le plan T-S, (b) observation de la lunule de fatigue et (c) de la zone

d’amorcage

décharge.
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Reterating Side

Figure 5.6 — Faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue (Ac=297 MPa, Ng=79 000
cycles) d’une soudure saine ayant rompu dans la ZAT : (a) vue en coupe de Iéprou-
vette rompue dans le plan T-S, (b) observation de la lunule de fatigue et (c) de la zone

d’amorcage
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Figure 5.7 — Comportement plastique d’une soudure saine sollicitée & Ac—=288 MPa,

durant les premiers cycles de fatigue (Lo=14 mm, centré par rapport au milieu du noyau)
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Figure 5.8 — Evolution des champs de déformation longitudinale nominale au cours d’un
essai de fatigue sur soudure saine. (a) et (b) donnent les champs aprés la premiére et la
cinquiéme montées en charge, alors que (c¢) et (d) donnent les champs de déformation

aprés la premiére et la cinquiéme décharges
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5.3 Comportement en fatigue des soudures contenant

un JLR

La courbe de Wohler des soudures contenant un JLR est donnée sur la figure 5.9.
Sur cette méme figure est représentée la courbe de Wohler des soudures saines afin de
déterminer I'influence du JLR sur la tenue en fatigue des soudures. Pour une durée de vie
de 10° cycles, la variation de contrainte & rupture pour les soudures contenant un JLR
est de l'ordre de 270 MPa, soit une réduction de 7% par rapport a la valeur relevée pour
les soudures saines. Pour des durées de vie plus faibles, I’écart entre les deux types de
soudures semble encore plus faible. De méme, pour des durées de vie de 1'ordre de 10°
cycles, bien que peu d’essais aient été réalisés, les niveaux de contrainte atteints semblent
similaires. Ces résultats, basés sur la courbe de Wohler, laissent a penser que le défaut
JLR n’aurait que trés peu d’effet, voire pas d’effet du tout, sur la tenue en fatigue des
soudures. En effet, I’écart constaté entre les deux types de soudures pourrait trés bien

étre attribué a la dispersion expérimentale ou induite par le procédé de soudage.

340 Soudures avéc JLR (NS
A Soudures avec JLR (ZAT)
A Soudures saines
320 - o R0.1
300 A
= 280 ' A
4 260
240 =
220 e
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200
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Figure 5.9 — Courbe de Wohler des soudures contenant un JLR donnant la localisation

de 'amorgage, comparée a celle des soudures saines
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Cependant, bien qu’il ne semble pas y avoir d’effet important du JLR sur la tenue en
fatigue des soudures, le défaut pourrait avoir un effet sur les mécanismes d’amorcage des
fissures de fatigue. Sur la figure 5.9 est également donnée la localisation de 'amorcage
dans la soudure en fonction du chargement appliqué. Plusieurs constatations peuvent étre

faites :

e il n’y pas d’influence du niveau de chargement sur la localisation de 'amorcage de
fissures de fatigue dans les soudures contenant un JLR, comme c’est également le

cas pour les soudures saines

e six éprouvettes de soudures contenant un JLR sur dix ont amorcé une fissure de
fatigue, ayant conduit & la rupture, dans le noyau soudé. Quatre éprouvettes sur

dix ont amorcé une fissure de fatigue dans la ZATM ou la ZAT.

Les six éprouvettes ayant amorcé une fissure de fatigue dans le noyau soudé ont été
observées afin de déterminer la localisation de I'amorcage par rapport au défaut JLR. Les
figures 5.10 et 5.11 illustrent le cas pour deux d’entre elles. La figure 5.10(a) montre une
vue en coupe de ’éprouvette rompue dans le plan T-S, qui permet de constater que la
zone de fatigue se situe prés du milieu du noyau soudé. La figure 5.10(b) est également
une vue en coupe de cette éprouvette permettant de situer la zone d’amorcage par rapport
au JLR. Etant donné que ’amorcage a eu lieu en surface au niveau de la face inférieure,
d’aprés les observations faites sur le faciés de rupture (figures 5.10(c) et 5.10(d)), on peut
donc en conclure que le JLR n’est pas & l'origine de 'amorgage de la fissure de fatigue
ayant conduit a la rupture de I’éprouvette. La figure 5.11 est un autre cas d’'une éprouvette
ayant amorcé une fissure de fatigue a partir de la surface inférieure dans le noyau, qui
permet d’arriver aux méme conclusions que pour I'éprouvette précédente. Le faciés de
rupture de ces éprouvettes est identique a celui observé dans le cas des soudures saines

ayant rompu dans le noyau soudé.

Le JLR n’est donc pas responsable de I’amorcage de fissure de fatigue dans les soudures
FSW. Le défaut n’a pas d’effet non plus sur la propagation puisqu’il ne constitue pas un
chemin privilégié pour 'avancée de la fissure de fatigue. En effet, & aucun moment d’aprés
les figures 5.10(b) et 5.11(b), la fissure de fatigue ne bifurque pour se propager le long du
JLR. Bien que d’aprés la figure 5.10(b), la fissure semble croiser le JLR, aucune incidence

n’a été observée sur le faciés de rupture. Le faciés de rupture des soudures contenant un
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JLR est identique a celui observé dans le cas des soudures saines.

Advancing Side

(a) \Fissure

Figure 5.10 — Faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue (Ac=297 MPa, Ng=60 000
cycles) d’une soudure contenant un JLR ayant rompu dans le noyau soudé proche du
JLR : (a)(b) vues en coupe de 'éprouvette rompue dans le plan T-S, observations (c¢) de

la lunule de fatigue et (d) de la zone d’amorcage

Ces résultats sont contradictoires avec ceux obtenus par Zhou et coll. [88,89] et Di
coll. [84,85], qui ont constaté une influence significative du JLR (de 20 a 35% d’abattement
sur le niveau de contrainte) sur le comportement en fatigue des soudures FSW des alliages
5083-H321, 2024-T4 et 7075-T6, testés pour un rapport de charge R=0,1. Cependant,
dans ces études la comparaison a été effectuée avec des données de la littérature obtenues
soit sur des soudures du méme alliage (mais pas nécessairement produites dans les mémes
conditions), soit sur le matériau de base. Ainsi, I’abattement constaté peut également étre
attribué aux parameétres de soudage ou a I’état de surface testé. Les résultats présentés ici
permettent de quantifier plus précisément l'effet du JLR sur le comportement en fatigue

puisque la comparaison est effectuée avec des soudures ne contenant pas de JLR et ayant
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Advancing Side

400 um

(c) (d)

Figure 5.11 — Faciés de rupture d’une éprouvette de fatigue (Aoc=243 MPa, Np=298 000
cycles) d’une soudure contenant un JLR ayant rompu dans le noyau soudé prés du JLR :
(a)(b) vues en coupe de I’éprouvette rompue, observations (c) de la lunule de fatigue et

(d) de la zone d’amorgage (zone encadrée en (c))

été produites dans les mémes conditions.
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5.4 Comportement en fatigue des soudures contenant

un kissing bond

Afin de déterminer I'influence du kissing bond sur la tenue en fatigue des soudures,

deux états de surface ont été testés :

e un état de surface identique a celui testé pour les soudures précédentes, c’est-
a-dire un toilage de toutes les surfaces de I'éprouvette afin d’éliminer les stries
laissées par le passage de l'outil de soudage et les autres irrégularités de surface.
De cette maniére, la face inférieure (c’est-a-dire la face sur laquelle le kissing bond
débouche) a été toilée, ce qui signifie qu’a peu prés 20 um du kissing bond ont
été supprimés par lopération de toilage. Ainsi, I’état de surface testé est certes
identique aux précédents mais il présente l'inconvénient de ne pas permettre de
caractériser correctement l'effet du kissing bond sur la tenue en fatigue puisqu’une
partie du défaut a été toilée. C’est pourquoi un deuxiéme état de surface a été

testé.

e un état de surface ou les surfaces de ’éprouvette ont été toilées exceptée la surface
sur laquelle le kissing bond débouche (c’est-a-dire la face inférieure). Le kissing
bond est alors testé dans son intégralité afin de quantifier I'effet réel du défaut sur
la tenue en fatigue des soudures. Cependant, 'inconvénient de cet état de surface
est qu’il subsiste des défauts de surface sur la face inférieure engendrés par le

soudage.

Des vues en coupe de la soudure dans le plan T-S (figure 5.12) permettent de visualiser
Paspect du kissing bond tel qu’il apparait lorsqu’aucun toilage n’a été réalisé sur la face
inférieure (figure 5.12(a)) et lorsque la surface inférieure a été toilée (figure 5.12(b)). Le
toilage implique de supprimer la partie la plus inclinée du défaut par rapport au plan
T-L. Dans ce cas, la partie débouchante du défaut est quasiment perpendiculaire a I'axe

de chargement qui est suivant 'axe T.

L’étude de l'influence du kissing bond sur le comportement en fatigue a donc été
réalisée en deux parties : une premiére partie concernant le kissing bond toilé et une

deuxiéme partie concernant le kissing bond non-toilé.
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Figure 5.12 — Observations par microscopie optique du kissing bond dans le plan T-S tel

qu’il apparait : (a) sans toilage de la face inférieure et (b) une fois toilé

5.4.1 Soudures contenant un kissing bond toilé

La courbe de Wohler des soudures contenant un kissing bond toilé est représentée sur
la figure 5.13 avec celle des soudures saines. A 10° cycles, la variation de contrainte est
d’environ 240 MPa, ce qui représente une réduction de 'ordre de 17% par rapport aux
soudures saines. Cet écart apparait plus important pour des durées de vie plus faibles. A
40 000 cycles par exemple la différence sur la variation de contrainte entre les soudures
saines et les soudures avec kissing bond toilé est de 'ordre de 24%. Ces résultats semblent

indiquer que le kissing bond a un effet sur la tenue en fatigue des soudures.

Ceci est confirmé lorsque 'on s’intéresse a la localisation de ’amorgage dans ces sou-
dures. En effet, d’aprés la figure 5.13, le kissing bond est presque toujours responsable
de 'amorcage d’une fissure de fatigue ayant conduit a la rupture de I’éprouvette, lorsque
la variation de contrainte est supérieure a 255 MPa (ce qui correspond & une contrainte
maximale d’environ 283 MPa). Pour des variations de contrainte inférieures a 255 MPa,
Iamorcage a lieu dans la ZATM ou la ZAT. Il y aurait donc un effet de la contrainte sur
la localisation de 'amorcage. Or d’apreés les essais de traction menés in situ au MEB sur
les soudures contenant un kissing bond (cf. chapitre 4), la contrainte a partir de laquelle
I'ouverture en surface du kissing bond a été détectée est de I'ordre de 280 MPa. Ceci pour-
rait donc expliquer I'influence du niveau de chargement sur la localisation de I'amorcage.

Ainsi, lorsque la contrainte maximale appliquée est supérieure a 280 MPa (soit Ao >252
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MPa), le kissing bond s’ouvrirait lors du premier demi-cycle (qui correspond a la montée
en charge), puis lors des cycles suivants, une fissure de fatigue s’amorcerait sur le kissing
bond ouvert. En revanche, pour des variations de contrainte inférieures a 255 MPa, la
contrainte maximale ne serait pas suffisante pour permettre de créer une fissure ductile
débouchante & partir du kissing bond lors du premier demi-cycle et donc ’'amorcage d’une

fissure de fatigue se ferait sur un autre site plus favorable.
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Figure 5.13 — Courbe de Woéhler des soudures contenant un kissing bond toilé donnant la

localisation de ’amorcage, comparée a celle des soudures saines

Afin de confirmer ces hypothéses, les faciés de rupture des éprouvettes amorcant une
fissure de fatigue a partir du kissing bond ont été observés. Les figures 5.14 et 5.16 illustrent
le cas pour deux d’entre elles. La figure 5.14(a) permet de constater que la zone de
fatigue (perpendiculaire a 'axe de chargement) passe par le milieu du noyau soudé et
qu’elle débouche sur la face inférieure, c’est-a-dire par le kissing bond. L’observation a plus
fort grandissement de cette zone (figure 5.14(b)) permet de constater qu’effectivement la
rupture suit le kissing bond sur environ 40um pour ensuite quitter le défaut et continuer
perpendiculairement a 1’axe de chargement. [’examen du faciés de rupture permet de
confirmer le scénario envisagé précédemment. En effet, le faciés de rupture dans la zone

autour du kissing bond est composé de trois zones distinctes (figure 5.14(c)) :
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e une premiére zone, débouchant sur la surface inférieure et s’étendant sur une pro-

fondeur de quelques microns et qui s’apparente & du matage

e une deuxiéme zone, ol 'on reconnait le faciés déja observé dans le chapitre précé-
dent dans le cas de la rupture des éprouvettes de traction monotone contenant un
kissing bond. Ce faciés a été attribué a la création d’'une fissure ductile par I'ou-
verture du kissing bond et s’étend, dans cet exemple, sur une profondeur d’environ

30 um. Une vue a plus fort grandissement est proposée sur la figure 5.14(d).

e une troisiéme zone qui correspond au faciés de fatigue oti 'on reconnait la rupture
intragranulaire typique du stade 1. L’amorcage de la fissure de fatigue a lieu a partir

de la fissure ductile résultant de 'ouverture du kissing bond.

La division du faciés en trois zones distinctes est schématisée sur la figure 5.15.

La profondeur des deux premiéres zones observées par MEB correspond a la hauteur
sur laquelle la rupture suit le kissing bond d’aprés la figure 5.14(b). Ces observations

confirment le scénario envisagé pour des variations de contrainte supérieures a 255 MPa :

e lors du premier demi-cycle, une fissure ductile est créée par 'ouverture du kissing

bond

e puis, lors des cycles suivants, une fissure de fatigue est amorcée a partir de la fissure

ductile créée le long du kissing bond.

La figure 5.16 montre un deuxiéme exemple d’amorcage & partir du kissing bond

identique a celui présenté sur la figure 5.14.

5.4.2 Soudures contenant un kissing bond non toilé

La courbe de Woéhler des soudures contenant un kissing bond et qui n’ont pas subi de
traitement de surface sur la surface inférieure est représentée sur la figure 5.17 avec celle
des soudures contenant un kissing bond toilé et celle des soudures saines. La contrainte a
105 cycles pour ces soudures est de I'ordre de 270 MPa, soit une réduction de l'ordre de
7% seulement par rapport aux soudures saines. Cet écart est & peu prés constant quelle
que soit la durée de vie. Ceci signifie que les soudures contenant un kissing bond non-toilé

ont une meilleure tenue en fatigue que les soudures contenant un kissing bond qui a été
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Figure 5.14 — (a) et (b) Observations en microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’une soudure contenant un kissing bond ayant causé ’amorcage
d’une fissure de fatigue. Observations au MEB du faciés de rupture de cette éprouvette
montrant : (c) les différents faciés observés et (d) & plus fort grandissement la zone du

faciés due au kissing bond (Ac—=306 MPa, Nr—12 000 cycles)
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[ IFaciés associé au KB
[Zone de matage

N

Figure 5.15 — Représentation schématique de la zone de rupture en fatigue des soudures

amorcant une fissure de fatigue a partir du kissing bond

toilé. L’effet du kissing bond semble donc étre moins important lorsque celui-ci n’est pas

toilé et donc testé dans son intégralité.
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Figure 5.16 — (a) et (b) Observations en microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’une soudure contenant un kissing bond ayant causé 'amorcage
d’une fissure de fatigue. Observations au MEB du faciés de rupture de cette éprouvette
montrant : (¢) les différents faciés observés et (d) a plus fort grandissement la zone du

faciés due au kissing bond (Ao=297 MPa, Np=28 000 cycles)

La figure 5.17 donne également la localisation de 'amorgage pour les soudures conte-

nant un kissing bond non-toilé. Trois remarques peuvent étre faites :

e il n’y a plus d’effet du chargement appliqué sur la localisation de ’amorcage comme

dans le cas des soudures contenant un kissing bond toilé

e il y a seulement 3 cas d’amorcgage sur le kissing bond sur 8 éprouvettes testées

(alors que pour les soudures contenant un kissing bond toilé, il y en avait 9 sur 15)

e lorsque 'amorcage n’a pas lieu a partir du kissing bond, il a lieu a partir d’irrégu-

larités de surface présentes sur la surface inférieure non-toilée.

175



Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

Il y a donc compétition entre le kissing bond et les défauts de planéité dus au soudage
sur la surface inférieure. L’effet du kissing bond brut serait donc équivalent & celui des
défauts de surface, étant donnée I'allure de la courbe de Wohler, puisque les éprouvettes
ayant rompu a partir du kissing bond ne présentent pas des durées de vie inférieures aux

éprouvettes ayant rompu a partir d’irrégularités de surface.
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Figure 5.17 — Courbe de Woéhler des soudures contenant un kissing bond brut donnant la
localisation de I'amorgage, comparée a celle des soudures saines et des soudures contenant

un kissing bond toilé

Afin de mieux comprendre I'influence du kissing bond non-toilé sur la tenue en fatigue
et sur les mécanismes d’amorcage, les faciés de rupture des éprouvettes ayant amorcé une
fissure de fatigue sur le kissing bond ont été observés. Les figures 5.18 et 5.19 illustrent le
cas pour deux d’entre elles. Le mécanisme d’amorgage semble étre similaire a celui identifié
dans le cas des soudures contenant un kissing bond toilé. En effet, les observations par
microscopie optique dans le plan T-S de I'éprouvette rompue, montrent que ’amorcage
a eu lieu au milieu du noyau soudé & partir de la face inférieure, c’est-a-dire 1a ou se
situe le défaut (figure 5.18(a)). La figure 5.18(b) montre une vue rapprochée de la zone
d’amorcage dans le plan T-S et permet de voir que cette zone est située prés du kissing

bond, sans pouvoir en étre certain étant donné que celui-ci n’apparait pas. Le chemin de
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fissuration comporte deux parties : une premiére partie inclinée sur une longueur d’environ
20 pm, puis une seconde partie quasiment perpendiculaire & I'axe de chargement. Ces
observations permettent de supposer que la fissure aurait suivi le kissing bond le long de
sa partie inclinée sur 20um (ce qui ne représente pas l'intégralité de la longueur de la
partie inclinée), puis bifurque et quitte le défaut pour se propager perpendiculairement &
I’axe de chargement. Les observations du faciés de rupture permettent de confirmer cette
hypothése. Le faciés est composé, comme dans le cas des soudures contenant un kissing

bond toilé, de trois zones distinctes :
e une zone de matage sur le bord de I'éprouvette

e une zone associée a la présence du kissing bond qui est inclinée par rapport au plan

L-S et qui s’étend sur 20 pym

e une zone de fatigue dont ’amorcage est situé a la suite du faciés associé a la

présence du kissing bond.

Le scénario de la rupture de ces éprouvettes est donc similaire & celui précédemment

décrit dans le cas des soudures contenant un kissing bond toilé :

e durant le premier demi-cycle (correspondant a la montée en charge jusqu’a la
contrainte maximale), une fissure ductile se propageant sur la partie inclinée et

débouchante du défaut est créée

e puis lors des cycles suivants, une fissure de fatigue s’amorce a la pointe de la
fissure ductile due au kissing bond et se propage perpendiculairement a ’axe de

chargement sans étre influencée par la présence de la partie verticale du kissing

bond.

La figure 5.19 est un autre exemple d’amorcage sur le kissing bond ayant conduit a la
rupture (représentatif des deux cas sur trois ayant amorcé une fissure de fatigue a partir
du kissing bond). Cependant dans cet exemple, la fissure ductile créée par 'ouverture du
kissing bond durant le premier demi-cycle, est moins importante et ne suit le défaut que
sur quelques microns (& partir de la surface inférieure) avant de permettre ’amorcage

d’une fissure de fatigue qui se propage perpendiculairement a ’axe de chargement.

Enfin, il est & noter que deux éprouvettes ayant rompu dans la ZAT ont malgré tout

amorcé une fissure a partir du kissing bond, mais que celle-ci a fini par s’arréter. Dans
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Figure 5.18 — (a) et (b) Observations en microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’'une soudure contenant un kissing bond non-toilé ayant causé
I'amorcage d’une fissure de fatigue. (c) Observation au MEB du faciés de rupture de cette

éprouvette montrant les différents faciés observés (Ao—315 MPa, Np—15 000 cycles)

un cas, I’éprouvette a été sollicitée & Ac=243 MPa (soit une contrainte maximale de
270 MPa), c’est-a-dire non loin de la contrainte maximale nécessaire a 'ouverture du
kissing bond (figure 5.20(a)(c)). La figure 5.20(c) montre que le kissing bond a été ouvert
dans sa partie la plus verticale mais également, dans une moindre mesure, dans sa partie
inclinée. Cependant, 'ouverture du kissing bond ne semble pas avoir permis la propagation
d’une fissure de fatigue. On peut également envisager que le kissing bond ait été ouvert
seulement lors de la rupture finale de I’éprouvette et non durant la phase d’amorcage
et de propagation (notamment dans le cas ou l'amorcage a lieu & partir de la surface
supérieure, c’est-a-dire a partir de la surface opposée a celle ou le kissing bond débouche

(figure 5.20(a)), puisque dans ce cas la fissure n’est pas déchargée).
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Figure 5.19 — (a) et (b) Observations en microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’'une soudure contenant un kissing bond non-toilé ayant causé
I'amorgage d’une fissure de fatigue. (¢) Observation au MEB du faciés de rupture de cette

éprouvette montrant : les différents faciés observés (Ac=279 MPa, Nz=70 000 cycles)

Dans le deuxiéme cas (figures 5.20(b)(d)), 'éprouvette a été sollicitée & Ac=306 MPa
(soit une contrainte maximale de 340 MPa), c’est-a-dire & une contrainte maximale large-
ment supérieure a la contrainte nécessaire a ’ouverture du kissing bond. La figure 5.20(d)
montre que le kissing bond s’est ouvert uniquement sur les premiers microns de la partie
débouchante du défaut (comme dans le cas présenté sur la figure 5.19) puis qu'une fissure
de fatigue s’est probablement propagée perpendiculairement & I’axe de chargement, pour
finalement s’arréter aprés s’étre propagée sur environ 100um. Cet arrét de fissure inter-
vient au niveau de I'intersection avec le JLR. Afin de confirmer ces hypothéses, il faudrait

pouvoir observer le faciés de la fissure arrétée.

Quelques études ont été menées sur I'influence du kissing bond sur la tenue en fatigue
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Advancing Side
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Figure 5.20 — Exemples d’arréts de fissures qui se sont amorcées sur le kissing bond : (a)
et (¢) cas d’une éprouvette sollicitée & Ao=243 MPa (Ng=153 000 cycles), (b) et (d) cas
d’une éprouvette sollicitée & Ac=306 MPa (Nr=34 000 cycles)

des soudures FSW. Zhou et coll. [90] ont déterminé I'influence du kissing bond, nommé
"Root flaw" dans leur étude, sur le comportement en fatigue d'un alliage 2024-T3 (4 mm)
soudé FSW pour un rapport de charge R=0,1. Ils ont ainsi montré que le kissing bond était
responsable de 'amorcage de fissures de fatigue conduisant & la rupture de 1’éprouvette,
quel que soit le niveau de contrainte appliqué (toutes les variations de contrainte sont
inférieures & 100 MPa et correspondent & des durées de vie comprises entre 10° et 4.10°
cycles). Le faciés de rupture de ces éprouvettes présente des similitudes avec les faciés
présentés précédemment. En effet, ils montrent un amorcage multiple prés de la surface
inférieure de la soudure qui conduit a 'apparition d’une fissure ductile le long du kissing
bond. Puis, une fissure de fatigue semble s’amorcer a l'extrémité de la fissure ductile.
Dickerson et Przydatek [83] ont également observé des mécanismes d’amorcage similaires
dans le cas de soudures d’alliages 5083-O, 5083-H321 et 6082-T6 contenant un kissing
bond puisqu’ils ont constaté un amorcage de fissures de fatigue a I'extrémité du kissing

bond. Les scénarios suggérés par ces études sont similaires a celui identifié ici.
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Le tableau 5.21 récapitule les scénarios d’amorcage suggérés par les observations me-

nées sur les kissing bonds toilés et non toilés.
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Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

5.5 Comportement en fatigue des soudures GAP

Le comportement en fatigue des soudures produites avec un défaut d’accolement de
0,3 mm (GAP-0,3) et de 0,7 mm (GAP-0,7) a été étudié sur des éprouvettes dont la surface
inférieure n’a pas été toilée. Les essais de traction sur les soudures GAP-0,7 (chapitre 4)
ayant montré une zone faible au niveau de la surface inférieure du noyau, l'intégralité de
la surface inférieure a été conservée afin de pouvoir caractériser cette zone en fatigue. Le

méme état de surface a été testé sur les soudures GAP-0,3.

5.5.1 Comportement en fatigue des soudures GAP-0,3

La courbe de Wohler des soudures GAP-0,3 (correspondant a un défaut d’accolement
de 0,3 mm) est représentée sur la figure 5.22 avec celle des soudures saines. La variation
de contrainte a 10° cycles peut étre estimée & environ 210 MPa (ce qui correspond a une
contrainte maximale d’environ 230 MPa, soit environ 80% de la limite d’élasticité de ces
soudures). Ceci représente une réduction de I'ordre de 28% par rapport a la variation de
contrainte & 10° cycles des soudures saines. Il existe donc un effet important du défaut
d’accostage a 0,3 mm sur la tenue en fatigue des soudures. Alors que les essais de traction
monotone ne montraient que trés peu de différence sur les propriétés en traction avec les
soudures saines (moins de 5% sur la limite d’élasticité et la résistance a la traction), cette

différence est beaucoup plus marquée en fatigue.

En ce qui concerne la localisation de I'amorgage (figure 5.22), six essais sur neuf ont
conduit & I'amorcage d’une fissure de fatigue dans le noyau a partir de la surface inférieure.
Ces cas d’amorcage ont été considérés comme dus au défaut d’accostage (d’aprés les
observations des faciés de rupture qui sont présentées dans la suite de ce chapitre). Les
trois autres éprouvettes ont rompu dans la ZAT. On constate donc qu’il semble y avoir,
comme dans le cas des soudures contenant un kissing bond toilé, un effet de la contrainte
sur la localisation de ’amorcage. Pour des variations de contrainte supérieures a 240
MPa, le défaut d’accostage est responsable de la rupture de I'éprouvette alors que, pour
des variations de contrainte inférieures a 240 MPa, les défauts de surface présents sur

la surface inférieure (non-toilée) seraient responsables de la rupture des éprouvettes. Il
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semble donc exister une contrainte seuil au-dela de laquelle le défaut d’accostage serait

nocif.

380 ,
i v Soudures GAP-0,3 (dt au GAP) |
360 v Soudures GAP-0,3 (ZAT) i
I £ Soudures saines
340 .
I R=0,1
320 - o
=300 =
= I A
~— 280 2
5 | Y v A
260 _ v . N
240 v
I v
220 - =
200 <
104 10°

Nombre de cycles a rupture

Figure 5.22 — Courbe de Wohler des soudures GAP-0,3 donnant la localisation de I’amor-

cage, comparée a celle des soudures saines

L’observation des faciés de rupture des éprouvettes ayant amorcé une fissure de fatigue
a partir de la surface inférieure du noyau soudé a permis de révéler 'origine de la rupture.
La figure 5.23 est représentative des éprouvettes ayant rompu de cette maniére. Les obser-
vations en microscopie optique montrent que la rupture par fatigue se situe dans le noyau
soudé (figure 5.23(a)). La figure 5.23(b) montre que la rupture par fatigue passe prés de
la partie débouchante du JLR. Sur la droite de 'image, une fissure secondaire partant de
la surface inférieure peut étre observée. L’attaque chimique utilisée permet uniquement
de révéler les joints de grains présents autour de la fissure secondaire et de la rupture
principale, suggérant que la faiblesse de ces joints de grains pourrait étre a l'origine de la

rupture.

Ceci est confirmé par I'observation du faciés de rupture au niveau de la surface in-
férieure. La figure 5.23(c) révéle une zone de rupture intergranulaire sur une profondeur

d’environ 80 pm et sur une largeur d’environ 110 ym. Sur toute la largeur de I’éprouvette
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des zones semblables sont observables. Ces zones de rupture intergranulaire débouchent
sur un faciés de rupture par fatigue dont elles sont a I'origine. La figure 5.23(d) est une vue
a plus fort grandissement de la zone de rupture intergranulaire sur laquelle on distingue

les grains recristallisés du noyau soudé.

Le scénario envisagé pour expliquer ces observations pourrait étre analogue a celui

exposé dans le cas des soudures contenant un kissing bond :

e durant le premier demi-cycle (la montée en charge), des fissures partant de la
surface inférieure du noyau soudé seraient créées par rupture intergranulaire sur
une profondeur de quelques dizaines de microns (si la contrainte maximale est

supérieure a 270 MPa),

e puis durant les cycles suivants, des fissures de fatigue s’amorceraient a la pointe
des fissures créées durant le premier demi-cycle et se propageraient perpendiculai-

rement a 'axe de chargement.

Les durées de vie des éprouvettes n’ayant pas rompu a cause du défaut d’accostage sont
anormalement faibles. En effet, puisque ces éprouvettes ont amorcé une fissure de fatigue
a partir d’irrégularités de surface, les durées de vie devraient étre au niveau de celles
des soudures contenant un kissing bond non-toilé et dont la rupture a eu lieu & partir
d’irrégularités de surface. Il existe donc un autre facteur responsable de ’abattement
en durée de vie pour ces éprouvettes. Ceci peut éventuellement étre expliqué par les
conditions de soudage dans lesquelles les joints ont été produits : alors que les soudures
avec un défaut d’accostage ont été réalisées en controle de force, les soudures contenant
un kissing bond ont été réalisées en controle de position. Cette différence de pilotage
a peut-étre engendré des différences de flux de matiére et de flux thermique causant
des différences microstructurales. Cependant, aucune différence au niveau des profils de
dureté et des observations en microscopie optique n’a pu étre établie. L’état de surface
de la face inférieure des soudures GAP-0,3 présente peut-étre plus d’irrégularités que la
surface inférieure des soudures contenant un kissing bond non-toilé, bien que la encore,

aucune différence notable n’a été observée a 'ceil nu.
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Figure 5.23 — (a) et (b) Observations par microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’une soudure GAP-0,3 rompue. Observations par MEB du faciés
de rupture de cette éprouvette montrant : une zone de rupture intergranulaire ayant
causé 'amorgage d’une fissure de fatigue (c¢) a faible grandissement et (d) a plus fort

grandissement (Ac=256 MPa, Ng=26 500 cycles)

5.5.2 Comportement en fatigue des soudures GAP-0,7

La courbe de Wohler des soudures GAP-0,7 est représentée sur la figure 5.24 avec celles
des soudures GAP-0,3 et des soudures saines. La variation de contrainte a 10° cycles est de
lordre de 210 MPa, soit une réduction de 'ordre de 28% par rapport a celle des soudures
saines. Cette valeur est identique a celle des soudures GAP-0,3 bien que pour les soudures
GAP-0,7, elle soit plus facilement identifiable étant donnée la distribution des résultats
expérimentaux. La encore, le défaut d’accostage semble donc jouer un role important sur

le tenue en fatigue des soudures.
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Figure 5.24 — Courbe de Wohler des soudures GAP-0,7 donnant la localisation de I’amor-

cage, comparée a celle des soudures GAP-0,3 et des soudures saines

La figure 5.24 montre également que les cinq éprouvettes testées ont toutes amorcé une
fissure de fatigue a partir du défaut d’accostage. Ceci est basé sur les observations qui ont
été faites sur les éprouvettes rompues. Cela signifie donc que la localisation de 'amorcage
en fatigue ne dépend pas de la contrainte appliquée (dans la gamme des contraintes
testées). En effet, quel que soit le niveau de contrainte appliqué, le défaut d’accostage
de 0,7 mm est responsable de la rupture des éprouvettes, méme lorsque la contrainte

maximale est inférieure a la limite d’élasticité.

Le faciés de rupture des éprouvettes est identique quelle que soit la contrainte appli-
quée. Ainsi un seul exemple va étre présenté (figure 5.25). Comme dans le cas des faciés de
rupture en traction monotone, des zones de rupture intergranulaire apparaissent a partir
de la surface inférieure du noyau, sur une profondeur de I'ordre de 80 um. Ces zones ne
sont pas continues et sont présentes sur toute la largeur de 1’éprouvette. Ces faciés de
rupture intergranulaire débouchent sur de la rupture par fatigue dont elles sont & 1’ori-
gine. D’aprés les observations des faciés de rupture en traction monotone et en fatigue,

la encore, le scénario envisagé serait le méme que dans le cas des soudures GAP-0,3 : des

187



Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

fissures seraient créées par rupture intergranulaire durant le premier demi-cycle, puis a
la pointe de ces fissures, des fissures de fatigue s’amorceraient ensuite pour se propager
. . <1 . ) . . .
perpendiculairement & 'axe de chargement. Des essais complémentaires devraient étre
réalisés afin de déterminer éventuellement une contrainte seuil en-dessous de laquelle le
défaut d’accostage de 0,7 mm ne serait plus responsable de I'amorcage d'une fissure de

fatigue.

Advancing Side

- =

S

(a) (b)

S

Rupture
intergranulaire

Rupture par
fatigue

Figure 5.25 — (a) et (b) Observations par microscopie optique dans le plan T-S d’une
éprouvette de fatigue d’une soudure GAP-0,3 rompue. Observations au MEB du faciés
de rupture de cette éprouvette montrant une zone de rupture intergranulaire ayant causé
I'amorcage d’une fissure de fatigue (c) a faible grandissement et (d) a plus fort grandisse-

ment (Ac—198 MPa, Nr—136 000 cycles)
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5.5.3 Origine de la rupture intergranulaire responsable de I’amor-

cage de fissures de fatigue

Afin de déterminer 'origine de la rupture intergranulaire ayant causé I'amorcage de
fissures de fatigue dans le cas des soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 des observations par
MET ont été menées. Par manque de temps, ces observations n’ont porté que sur les
joints de grains des soudures GAP-0,7. Une lame mince a été préparée selon la procédure
présentée dans le chapitre 2, et prélevée au milieu du noyau soudé, au plus prés de la
surface inférieure. L’observation en mode STEM-HAADF a révélé la présence de précipités
intergranulaires riches en cuivre de quelques centaines de nanométres de long (figure 5.26).
Localement, la présence de ce qui a été identifié comme étant des particules d’oxydes
intergranulaires a été observée (figure 5.27(a)). L’analyse EDX reéalisée le long de la ligne
rouge a montré un enrichissement en oxygene et dans une moindre mesure en silicium,
et un appauvrissement en aluminium, au passage a travers la particule. Ces particules
pourraient étre des particules du JLR. Enfin, les observations ont montré que certains

joints de grains étaient enrichis en cuivre (figure 5.28).

Figure 5.26 — Observation en MET (HAADF') des précipités riches en cuivre présents dans

le noyau soudé d’une soudure GAP-0,7

Ces quelques observations ne permettent pas d’identifier clairement la cause de la
fragilité de certains joints de grains des soudure GAP-0,7. De plus, rien ne garantit que la
zone observée par MET contienne certains de ces joints de grains. C’est pourquoi d’autres

observations seraient nécessaires, notamment dans les soudures saines, afin de comparer
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I’état de précipitation a celui observé ici.
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Figure 5.27 — (a) Observation en MET (STEM-HAADF) de particules d’oxydes présentes
au joint de grains du noyau soudé d’une soudure GAP-0,7 (une analyse EDX a été réalisée

le long du trait rouge). (b), (¢) Résultats de I'analyse EDX ((c) est un zoom de (b))
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Figure 5.28 — (a) Observation en MET (STEM-HAADF) d’un joint de grains enrichi en
cuivre, du noyau soudé d’une soudure GAP-0,7 (une analyse EDX a été réalisée le long

du trait rouge). (b), (¢) Résultats de 'analyse EDX ((c) est un zoom de (b))

191



Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

5.6 Résistance résiduelle des soudures

5.6.1 Introduction

La rupture par fatigue peut étre divisée en trois stades : 'amorgage, la propagation et
la rupture finale. Les essais menés a rupture pour déterminer la courbe de Wohler ne per-
mettent pas de rendre compte de l'influence de chacun de ces stades sur le comportement

en fatigue des soudures.

Dans l'optique d’estimer la part d’amorcage et de propagation dans la durée de vie
des soudures saines et des soudures défectueuses, des essais de résistance résiduelle ont

été menés. Ces essais se divisent en deux étapes :

e tout d’abord I'éprouvette est sollicitée en fatigue durant 20 a 50% de sa durée de

vie (estimée grace aux courbes de Wohler),

e puis un essai de traction monotone est réalisé sur la méme éprouvette, jusqu’a

rupture.

Ces essais permettent ainsi de quantifier I’éventuelle perte des propriétés en traction
suite a un essai de fatigue de 20 & 50% de la durée de vie de I’éprouvette, mais également
d’avoir une estimation de la durée de vie a I’amorcage relative pour chaque soudure en

observant la présence ou non d’une zone de fatigue sur le faciés de rupture.

Les conditions dans lesquelles les essais de fatigue correspondants ont été réalisés sont
données dans le tableau 5.1. Pour les soudures saines (un essai) et les soudures contenant
un JLR (deux essais), la variation de contrainte choisie correspond a une durée de vie de
10° cycles. Pour les soudures contenant un kissing bond (deux essais), les essais ont été
réalisés sur des éprouvettes dont le kissing bond a été toilé et la variation de contrainte a
été choisie suffisamment élevée (c’est-a-dire supérieure & 255 MPa) afin de permettre un
amorcage sur le kissing bond. La premiére éprouvette a été sollicitée en fatigue pendant
environ 40% de sa durée de vie (15 000 cycles) alors que la deuxiéme a été sollicitée

pendant environ 20% de sa durée de vie (7 000 cycles).

Les dix premiers cycles ont été réalisés a une fréquence de 0,5 Hz pour permettre de

suivre les déformations par corrélation d’images sur la tranche de I’éprouvette, puis les
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Ao (MPa) Nombre de cycles
Soudures saines 288 50 000 (~=50% de la DDV)
JLR 270 50 000 (~=50% de la DDV)
KB-1 279 15 000 (~40% de la DDV)
KB-2 279 7000 (~20% de la DDV)

Tableau 5.1 — Condition d’essais de résistance résiduelle (DDV : nombre de cycles a rupture

estimé par les courbes de Wohler

cycles suivants ont été menés a 20 Hz. Une fois les cycles de fatigue effectués, I’éprouvette

a subi une traction monotone suivie par corrélation d’images jusqu’a rupture.

5.6.2 Reésultats

Les courbes contrainte-déformation durant le premier cycle de fatigue (et correspon-
dant également aux cycles suivants du fait de Paccommodation), ainsi que la courbe de
traction des soudures aprés avoir subi les cycles de fatigue et la courbe de traction des
soudures déterminée dans le chapitre 4, sont données sur la figure 5.29. Tl apparait ainsi
qu’il n’y a pas de perte significative des propriétés en traction des soudures saines et des
soudures contenant un JLR, aprés avoir subi 50 000 cycles & une variation de contrainte
de 288 MPa et 270 MPa respectivement. De méme pour les soudures contenant un kissing
bond, il ne semble pas y avoir de perte notable des propriétés en traction des soudures
ni aprés 15 000 cycles, ni aprés 7 000 cycles & 279 MPa. La différence de ductilité entre
la courbe de traction et la courbe de résistance résiduelle des soudures contenant un kis-
sing bond (KB-1) se situe dans la dispersion expérimentale et ne peut étre attribuée sans

ambiguité a un effet du cyclage en fatigue.

Les faciés de rupture des différentes soudures ont été observés afin de détecter I’amor-
cage éventuel d’une fissure de fatigue. La figure 5.30 illustre le cas pour les soudures
saines. La figure 5.30(a) montre que la rupture a eu lieu le long de la frontiére entre la
ZAT et la ZATM (pour la partie inférieure de I’éprouvette) et dans le noyau soudé (pour
la partie supérieure de I’éprouvette) du coté de la retreating side. Le faciés de rupture de

la zone du noyau soudé (figure 5.30(b)) montre une rupture ductile associée a la crois-
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Figure 5.29 — Courbes de résistance résiduelle des soudures saines, des soudures contenant

un JLR et des soudures contenant un kissing bond

sance de cavités, alors que le faciés de rupture de la partie située entre la ZATM et la
ZAT (figure 5.30(c)) montre une rupture mixte (fibreuse et croissance de cavités) on 'on
distingue les grains allongés de la ZAT. Ces observations sont identiques a celles faites
dans le cas de la rupture en traction monotone des soudures saines. Les observations au
MEB ne révélent aucune trace de faciés de fatigue. Ainsi, aprés 50% de la durée de vie en
fatigue de I’éprouvette aucune fissure de fatigue ne semble s’étre propagée. La durée de
vie en amorcage, dans le cas des soudures saines et sollicitées a ce niveau de contrainte
(correspondant a une durée de vie d’environ 10° cycles), serait donc supérieure a la durée
de vie en propagation. Cependant, une fissure de fatigue aurait pu se propager en dehors
de la zone rompue observée par MEB, mais I'’examen en microscopie optique des faces de

I’éprouvette n’a pas permis de détecter la présence d’une telle fissure.

En ce qui concerne les soudures contenant un JLR, les faciés de rupture des deux
éprouvettes testées sont différents. Dans un cas, 'examen du faciés de rupture ne révéle
aucune lunule de fatigue. Les conclusions sont donc identiques a celles faites pour les

soudures saines. Dans le deuxiéme cas (figure 5.31), la rupture s’est produite dans le noyau
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Advancing Side

Figure 5.30 — (a) Observation en microscopie optique d’une vue en coupe dans le plan
T-S d’une éprouvette rompue a l'issue d’un essai de résistance résiduelle sur soudure
saine. Observations au MEB du faciés de rupture proche des surfaces (b) supérieure et

(c) inférieure

soudeé (figure 5.31(a)) et Uobservation du faciés révéle la présence, la encore, d’une rupture
ductile associée a la croissance de cavités (figure 5.31(c)). Cependant, une lunule de fatigue
d’un rayon d’environ 60um est observée dans le noyau de la soudure (figure 5.31(b)).
L’amorcage semble avoir eu lieu a partir d’un défaut au niveau de la surface inférieure.
Aprés 50% de la durée de vie de I’éprouvette, une fissure de fatigue a déja commencé a
se propager bien que la taille de la lunule de fatigue soit encore relativement faible par
rapport a la taille de la lunule de fatigue mesurée sur I’éprouvette de soudure contenant un
JLR et sollicitée a ce méme niveau de contrainte (environ 1,5 mm). Au vu des observations
faites pour ces deux éprouvettes, on peut en déduire que la durée de vie en amorcage d’une
soudure contenant un JLR devrait étre relativement proche de la moitié de la durée de vie
totale de I’éprouvette, pour le niveau de contrainte considéré et conduisant a une rupture

au bout d’environ 10° cycles.
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Advancing Side

—

Figure 5.31 — (a) Observation en microscopie optique d’une vue en coupe dans le plan T-S
d’une éprouvette rompue a l'issue d’un essai de résistance résiduelle sur soudure contenant
un JLR. Observations au MEB du faciés de rupture montrant : (b) une lunule de fatigue

et (c¢) une zone de rupture ductile représentative du reste du faciés

La figure 5.32 illustre le cas pour une soudure contenant un kissing bond et sollicitée
en fatigue durant 15 000 cycles (KB-1), & un niveau de contrainte comparable & celui
auquel la soudure saine et les soudures contenant un JLR ont été sollicitées. D’apres
les figures 5.32(a)(b), la rupture passe par le milieu du noyau soudé du coté de la face
inférieure, c’est-a-dire par le kissing bond. Les figures 5.32(c) et 5.32(d) montrent un
faciés divisé en trois zones distinctes, identique a celui observé dans la partie consacrée a
la tenue en fatigue des soudures contenant un kissing bond. En effet, on distingue sur ce
faciés, un premier faciés caractéristique de la présence du kissing bond et correspondant
a louverture de ce dernier durant le premier demi-cycle (sur une profondeur d’environ
50 pm), puis une fissure de fatigue qui se propage a partir de la fissure ductile créée par le

kissing bond sur une profondeur de 30 ym (d’aprés la figure 5.32(c)) a 55 pum (d’aprés la
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figure 5.32(d)). Ce type de faciés n’est présent que sur environ 1 mm de la largeur totale
de I'éprouvette. Le troisiéme faciés est celui correspondant & la rupture de I’éprouvette

durant ’essai de traction consécutif a 1’essai de fatigue.

Retreating Side

Faciés da
au KB
Faciés de
fatigue

Faciés dd
au KB

Faciés de | §
fatigue

Figure 5.32 — (a)(b) Observations en microscopie optique d’'une vue en coupe dans le
plan T-S d’une éprouvette rompue a 'issue d'un essai de résistance résiduelle sur soudure
contenant un kissing bond (ayant subi 15 000 cycles auparavant). (c)(d) Observations au

MEB du faciés de rupture

Alors que pour la soudure contenant un JLR (sollicitée a un niveau de contrainte
comparable), il a fallu 50 000 cycles pour propager une fissure de fatigue de 60 pum, dans
le cas de la soudure contenant un KB, 15 000 cycles ont suffi & faire propager une fissure
de fatigue de 30 & 55 pum. De plus, dans le cas de la soudure contenant un JLR, un seul
site d’amorcage a été observé, alors que dans le cas de la soudure contenant un kissing

bond, des fissures de fatigue se sont amorcées sur une largeur d’environ 1 mm.

Enfin, la figure 5.33 illustre le cas d’une soudure contenant un kissing bond et sollicitée
en fatigue durant 7 000 cycles (KB-2) a la méme contrainte que I’éprouvette précédente

contenant un kissing bond. La encore, le faciés de rupture de I’éprouvette est divisé en trois
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parties : le faciés associé a la présence du kissing bond et correspondant a son ouverture,
le faciés de fatigue et le faciés de rupture de 'essai de traction monotone. Dans ce cas, le
kissing bond a été ouvert sur une profondeur d’environ 60 & 80 pum, puis des fissures de
fatigue se sont propagées sur une profondeur d’environ 30 a 40 um & partir de la fissure
ductile créée par I'ouverture du kissing bond (figures 5.33(a) et 5.33(b)). On remarque
qu’a l'issue de la sollicitation en fatigue, c’est-a-dire durant I’essai de traction, le kissing
bond a de nouveau été ouvert sur une profondeur d’environ 40 pm, avant que la fissure
ne bifurque. Cet essai montre qu’aprés seulement 7 000 cycles, une fissure de fatigue s’est
déja propagée a partir de la fissure ductile créée par 'ouverture du kissing bond et que la
taille de la zone de fatigue est plus faible que dans le cas de I’éprouvette sollicitée pendant

15 000 cycles.

Les observations menées sur les deux éprouvettes contenant un kissing bond confirment
que pour une variation de contrainte supérieure a 255 MPa, le nombre de cycles a I'amor-
cage dans le cas des soudures contenant un kissing bond est réduit par rapport aux
soudures saines et aux soudures contenant un JLR et que la propagation de fissures de
fatigue pourrait débuter peu de cycles aprés I'ouverture du kissing bond durant le premier

demi-cycle.

[

S

Facies da
au KB

Facies de
fatigue

Rupture
finale

Figure 5.33 — (a)(b) Observations au MEB du faci¢s de rupture d’une soudure contenant

un kissing bond (sollicitée durant 7 000 cycles)
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5.6.3 Bilan des essais de résistance résiduelle

Les essais menés ont permis de constater que la durée de vie a 'amorcage des soudures
saines, sollicitées & des niveaux de contrainte conduisant a une rupture au bout de 10°
cycles, était supérieure & 50% de la durée de vie totale de I'éprouvette. La durée de vie a
I'amorcgage des soudures contenant un JLR semble se situer autour de 50% de la durée de
vie totale puisque dans une seule des deux éprouvettes testées, une fissure de fatigue s’est
propagée et sur une profondeur de seulement 60 pum en 50 000 cycles (50% de la durée de
vie). En revanche, la durée de vie a 'amorcage des soudures contenant un kissing bond
toilé (sollicitées a un niveau de contrainte comparable & celui auquel les soudures saines
et les soudures contenant un JLR ont été sollicitées) est trés largement inférieure car
aprés 7 000 cycles (soit 20% de la durée de vie de ’éprouvette), une fissure de fatigue
s’est propagée sur environ 30-40 pm & partir de la fissure ductile créée par 'ouverture
du kissing bond, et qu’aprés 15 000 cycles, cette fissure de fatigue s’est propagée sur 30
a 55 pum. Ces observations confirment le scénario envisagé dans la partie consacrée au
comportement en fatigue des soudures contenant un kissing bond : pour des niveaux de
contraintes suffisamment élevés, le kissing bond s’ouvrirait durant la premiére montée
en charge, puis une fissure de fatigue se propagerait a partir du kissing bond ouvert.
Le nombre de cycles a 'amorcage est ainsi réduit a un demi-cycle de fatigue, alors qu’il
est supérieur a 50 000 cycles dans les cas des soudures saines (pour le méme niveau de
contraintes), ce qui explique le fort abattement en durée de vie constaté pour des niveaux
de contrainte supérieurs a 255 MPa dans le cas des soudures contenant un kissing bond

toilé.
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5.7 Rupture finale des soudures

5.7.1 Introduction

Le dernier stade d’une rupture par fatigue (la rupture brutale) est caractérisé par
la ténacité du matériau, traduisant sa résistance a la déchirure. Etant donné la faible
épaisseur des toles (3,1 mm) des essais de déchirure sur éprouvettes entaillées (Kahn)
ont été réalisés. Les énergies d’amorcage de fissure (UIE), correspondant a aire sous la
courbe jusqu’a la force maximale atteinte, ont ensuite été déterminées pour caractériser

la ténacité relative des différents matériaux testés (cf. chapitre 1).

Dans un grand nombre de cas, la rupture finale des essais de fatigue qui ont été réalisés
dans cette étude a eu lieu dans le noyau soudé. C’est pourquoi 'entaille a été placée au
milieu du noyau soudé, afin de caractériser la ténacité de celui-ci. Cependant, pour les
essais de déchirure ductile, la fissure se propage parallélement au plan de la tole et non
perpendiculairement comme c’est le cas dans la majorité des essais de fatigue. Cependant,

d’aprés le chapitre 4, le noyau peut étre considéré comme étant isotrope.

5.7.2 Courbes des essais de déchirure ductile

Les courbes force-ouverture d’entaille des essais de déchirure pour le matériau de base
(sens L-T et T-L), les soudures saines, les soudures contenant un JLR et les soudures conte-
nant un KB sont présentées sur la figure 5.34. Pour chaque matériau, deux éprouvettes
ont été testées (excepté pour les soudures saines) et ont donné des résultats reproductibles

(moins de 5% d’écart), c’est pourquoi une seule courbe par matériau a été représentée.

A partir de la premiére partie des courbes (c’est-a-dire jusqu’a la force maximale), les
énergies d’amorcage de fissures des différents matériaux ont été déterminées (tableau 5.2).
Le matériau de base sollicité dans le sens L et dans le sens T présente des énergies
relativement proches, bien que le matériau de base sollicité dans le sens L soit plus tenace
que celui dans le sens T. Les soudures saines présentent une diminution de ’ordre de 20%

par rapport au matériau de base sollicité dans le sens T. Les soudures contenant un JLR
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UIE (N/m)
MB-LT 181-182
MB-TL 166-171
Soudure saine 138
JLR 117-119
KB 87-92

Tableau 5.2 — Valeurs d’énergie d’amorcage (UIE) calculées pour les différents matériaux

testés

présentent une réduction de 'ordre de 15% par rapport aux soudures saines, alors que les

soudures contenant un kissing bond présentent une réduction de 'ordre de 35%.

L’évolution des contraintes & rupture a 10° cycles peut également étre due aux diffé-
rences de ténacité entre les matériaux, puisque celle-ci suit la méme tendance que 1’évo-
lution des ténacités. Afin d’expliquer les différences de ténacité constatées entre les diffé-

rentes soudures, les faciés de rupture des éprouvettes Kahn ont été observés en microscopie.

250 : : .
— MB-LT
***** S MB-TL
e Soudure saine
200 . Soudure contenant un JLR] |
{;{% % ~—a - Soudure contenant un KB
g:? 150
=
A
w100
% - \*%J&*xa%;) SoA,
i
0

0 1 2 3 4 5

Ouverture de Uentaille (mm)
Figure 5.34 — Courbes représentant la contrainte nominale en fonction de 'ouverture de

I’entaille pour les essais sur éprouvettes Kahn
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5.7.3 Faciés de rupture

Les faciés de rupture des éprouvettes Kahn ont été observés a différentes échelles. La
figure 5.35 montre ’éprouvette rompue et le faciés de rupture d’une soudure saine. La
figure 5.35(a) permet d’observer macroscopiquement le chemin de fissuration dans le cas
des soudures saines. On constate ainsi que la fissure, initialement dans le noyau, bifurque
aprés 5 mm dans la ZATM co6té retreating side (figure 5.35(b)). La fissure rejoint donc
rapidement la zone faible de la soudure, identifiée dans le chapitre 4. La figure 5.35(c)
montre le faciés de rupture avant bifurcation de la fissure (lorsque celle-ci est encore dans
le noyau soudé mais en dehors du triangle d’amorgage). On retrouve dans ce cas un faciés
ductile associé a la croissance de cavités. En revanche, lorsque la fissure a bifurqué dans
la ZATM (figure 5.35(d)), le faciés permet de distinguer les grains allongés de la ZATM

et de la ZAT et localement des zones de cupules, caractéristique de la rupture mixte.

La figure 5.36 montre le chemin de fissuration et le faciés de rupture dans le cas
d’une soudure contenant un JLR. Le chemin est différent de celui observé dans le cas
des soudures saines : il n’y pas de bifurcation de la fissure, celle-ci se propage de facon
rectiligne dans le noyau (figure 5.36(a)). A 10 mm de 'entaille, une coupe de I’éprouvette
dans le plan T-S a été observée afin de localiser le plan de la fissure dans la soudure
(figure 5.36(b)). On s’aperqoit ainsi que le plan de la fissure rencontre le JLR a mi-épaisseur
environ. L’observation du faciés de rupture de cette éprouvette montre effectivement la
trace du croisement du plan de la fissure avec le JLR (figure 5.36(c)). A mi-épaisseur,
une démarcation apparait dans la direction de propagation de la fissure et correspond a
'endroit ot le plan de la fissure rencontre le JLR. Les figures 5.36(d) et 5.36(e) montrent
Iaspect de cette démarcation due au JLR a faible et fort grandissement. Cette démarcation
apparait comme étant un endommagement autour duquel on distingue des cupules (de
quelques microns) ainsi que des zones planes dans lesquelles la déformation plastique
semble avoir été sévére. Le JLR semble donc avoir un effet sur le chemin de fissuration
des éprouvettes Kahn. Le chemin de fissuration n’est plus gouverné par la plasticité mais
par I'’endommagement qui serait créé autour du JLR et qui aurait pour conséquence de

localiser la fissure dans le noyau.

Enfin, dans le cas des soudures contenant un kissing bond, les observations sont 1é-
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Advancing Side

Figure 5.35 — Observations du chemin de fissuration d’une éprouvette Kahn dans le cas
d’une soudure saine : vue de coté du chemin de fissuration (a), vue en coupe de la locali-
sation de la fissure dans la soudure aprés bifurcation (b). Observations MEB du faciés de

rupture (c) dans le noyau soudé et (d) aprés bifurcation dans la ZATM

gérement différentes sur les deux éprouvettes testées. Dans un premier cas, le scénario
est identique & celui décrit pour les soudures contenant un JLR (figure 5.37). En effet,
la fissure est également localisée dans le noyau et rencontre le JLR & mi-épaisseur (fi-
gures 5.37(a)(b)). Cela conduit a l'apparition d’une démarcation sur le faciés de rupture
(figures 5.37(c)) au niveau de laquelle on distingue de 'endommagement attribué a la

présence du JLR (figures 5.37(d)(e)).

Dans le deuxiéme cas (figure 5.38), une différence est a noter & hauteur du triangle
d’amorcage, du coté de la surface inférieure (figure 5.38(a)). Une zone d’environ 700 pm

de long et de 150 pum de profondeur présente un faciés typique (figure 5.38(b)). Cette
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Advancing side

Figure 5.36 — Observations du chemin de fissuration et du faciés de rupture d’une éprou-
vette Kahn dans le cas d’une soudure contenant un JLR : vue de dessus du chemin de
fissuration (a), vue en coupe de la localisation du plan de la fissure dans la soudure & 10
mm de Uentaille (b). Observation MEB du faciés de rupture : (b) montrant une démarca-

tion & mi-épaisseur et aspect de cette démarcation & (d) faible et (e) fort grandissement

zone est elle méme divisée en deux zones qui différent par leur inclinaison : une premiére
zone qui s’étend sur environ 20 pum, puis une seconde qui s’étend sur une centaine de
microns. Le faciés de ces zones correspond a une rupture ductile par croissance de cavités,

orientée dans le sens inverse du sens de soudage (figure 5.38(c)). On reconnait ainsi le
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faciés associé a la présence du kissing bond, déja présenté dans ce chapitre et le chapitre
4. Ce faciés n’est présent qu’a la hauteur du triangle d’amorcage, ainsi le kissing bond
ne jouerait un role que dans la phase d’amorcage, puisqu’ensuite le chemin de fissuration
ne passe plus par le kissing bond (il est identique a celui présenté dans le cas de Pautre
éprouvette Kahn contenant un kissing bond (figure 5.38(b))). La fissuration est ensuite
gouvernée par 'endommagement qui se développe autour du JLR et le faciés rencontré

est identique & celui présenté sur les figures 5.37(d) et 5.37(e).
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Advancing side

[

Intersection
avec le JLR

Facies diala
ligne d'oxydes

Triangle d'amorcage

Figure 5.37 — Observation du chemin de fissuration et du faciés de rupture d’une éprou-
vette Kahn dans le cas d’'une soudure contenant un KB : vue de dessus du chemin de
fissuration (a), vue en coupe de la localisation du plan de la fissure dans la soudure a 10
mm de Pentaille (b). Observation MEB du faciés de rupture : (¢) montrant une démarca-

tion & mi-épaisseur et 1’aspect de cette démarcation a deux endroits différents (d)(e)
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—Faciés du au KB

\

Triangle d'amorgage

Figure 5.38 — Observations au MEB de la zone rompue autour du kissing bond dans le
cas d’une éprouvette Kahn d’une soudure contenant un kissing bond a différents grandis-
sements. (b) est un grandissement de la zone entourée sur (a) et (c) est un grandissement

de la zone encadrée de (b)
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1mm

g Intersection de la fissure
” avec le JLR

Intersection de la fissure
avec le JLR

(a) (b)
Figure 5.39 — Exemples de soudures contenant un kissing bond ayant rompu en fatigue
et dont la rupture finale débute au moment ou la fissure intercepte le JLR (observations
en microscopie optique dans le plan T-S) : (a) Aoc=315 MPa, Ng=15 000 cycles et (b)
Ac=270 MPa, Ng=29 000 cycles

5.7.4 Influence de la ténacité sur le comportement en fatigue des

soudures

Les soudures saines présentent un abattement de 'ordre de 20% sur 'UIE par rapport
au matériau de base sollicité dans le sens T. Cette différence de ténacité peut étre un des
facteurs responsable de I'abattement en durée de vie constaté sur la courbe de Wahler.
Ce résultat est en désaccord avec la majorité des études menées sur ce sujet, puisqu’il
est généralement constaté une ténacité plus importante dans le noyau soudé que dans le
matériau de base (cf. chapitre 1). Notons également qu’aucune étude ne fait état d’une
bifurcation de la fissure dans la zone faible (ZATM/ZAT) lors d’un amorcage a partir du
centre de la soudure. Cette absence de bifurcation dans la littérature est peut-étre due
au JLR, qui comme dans I’étude présentée ici, maintient le chemin de fissuration dans le
noyau. Mais la encore, aucune étude ne fait référence a une telle influence du JLR sur la

propagation ductile.

Les soudures contenant un JLR présentent un abattement de 'ordre de 15% sur I'UIE
par rapport aux soudures saines. Cette différence est attribuée a la présence du JLR qui
diminue la ténacité des soudures. Ainsi lors d’essais de fatigue réalisés sur une soudure
saine et sur une soudure contenant un JLR, si la rupture finale a lieu dans le noyau, on

peut s’attendre a une réduction de la durée de vie pour la soudure contenant un JLR, si la
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fissure ductile croise le JLR (en supposant que le lieu et le nombre de cycles a 'amorcage
soient identiques pour les deux soudures). La figure 5.41 compare la rupture en fatigue
d’une soudure saine (figure 5.41(b)) et d’une soudure contenant un JLR (figure 5.41(c)).
Dans les deux cas toute la rupture a eu lieu dans le noyau soudé. D’aprés la figure 5.41(a),
ces deux éprouvettes ont été sollicitées au méme niveau de contrainte (Ao=243 MPa) et
ont rompu a des nombres de cycles assez différents (10° cycles pour la soudure saine et
2.10° cycles pour la soudure contenant un JLR). D’aprés la figure 5.41(c), la rupture finale
s’est amorcée dans la zone encadrée, 1a ou la fissure rencontre le JLR. Cette hypothése est
vérifiée au regard du faciés de rupture, o I'on distingue une démarcation (zone encadrée
de la figure 5.41(d) et figure 5.41(e)) a laspect identique & celui observé lorsque la fissure
ductile des éprouvettes Kahn rencontre le JLR. Cette démarcation se situe bien au moment

ol la rupture finale débute.

Ces observations laissent & penser que le JLR a pu précipiter la rupture finale de
I’éprouvette et ainsi réduire sa durée de vie. Ceci pourrait expliquer en partie 'importante
différence de durée de vie entre ces deux éprouvettes. Cependant, il faut noter que dans
cet exemple les éprouvettes sont sollicitées & des niveaux de contraintes se situant autour
du changement de pente de la courbe de Wohler, ce qui peut également expliquer la forte
dispersion de durée de vie. De plus, bien que les essais de résistance résiduelle aient montré
que les soudures saines et les soudures contenant un JLR avaient un nombre de cycles a
I’amorcage équivalent, cela n’a été montré que pour des niveaux de contrainte autour de
280 MPa, c’est-a-dire bien au-dessus du niveau de contrainte auquel sont sollicitées les
deux éprouvettes de cet exemple (243 MPa). Enfin, la fissure ne se propage pas dans la
méme direction lors des essais de fatigue (dans la direction S) et des essais de déchirure
ductile (sens L). Sans pouvoir affirmer que le JLR a eu pour conséquence de réduire la
durée de vie de I'éprouvette, on peut au moins penser qu’il a joué un role dans la rupture
de celle-ci. Cet exemple est le seul ou le JLR & pu jouer un réle sur la rupture de la

soudure.

Les soudures contenant un kissing bond présentent une réduction de 'UIE de I'ordre
de 35% par rapport aux soudures saines. Cet abattement peut étre attribué, comme

dans le cas des soudures contenant un JLR, & la présence du JLR. Cependant, un autre
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Intersection
supposée de la
fissure avec le JLR

Figure 5.40 — (a) Observation en microscopie optique d’une vue en coupe dans le plan
T-S d’une soudure contenant un kissing bond (Ac=279 MPa, Nz=37 000 cycles) ayant
rompu en fatigue. (b) Observation en MEB de la zone de fatigue, (c) observation & plus

fort grandissement de la zone entourée en (b)

facteur est responsable de I'abattement puisque ces soudures montrent également un écart
d’UIE avec les soudures contenant un JLR (environ 25%). Ceci est sans doute da a la
présence du kissing bond qui, comme le montre la figure 5.38, constitue un site préférentiel
d’amorcage. Cependant, sur le faciés de rupture de 'autre éprouvette contenant un kissing
bond (figure 5.37), aucune influence évidente du kissing bond n’a pu étre observée bien

que "UIE soit bien inférieure a celle des soudures contenant un JLR.

L’influence du JLR et du kissing bond sur la rupture finale des éprouvettes de fatigue
a donc été recherchée. L’observation en microscopie optique des vues en coupe des éprou-
vettes rompues n’a montré aucune influence du kissing bond sur la rupture finale. En
revanche dans certains cas, on peut supposer que la rupture finale s’est amorcée lorsque
la fissure de fatigue a rencontré le JLR ou au moins qu’elle est influencée par la présence

du JLR. Ce cas se produit bien plus souvent pour les soudures contenant un kissing bond

210



Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

que dans le cas des soudures contenant un JLR, car il y a davantage d’amorgage dans le
noyau du fait de la présence du kissing bond pour ces soudures. Ainsi, parmi les cas de
rupture finale dans le noyau, 9 sur 14 peuvent étre influencés par la présence du JLR.
Pour ces 9 cas, on peut supposer que la transition entre la propagation d’une fissure de
fatigue et la rupture brutale de I’éprouvette se situe autour de ’endroit ot la fissure croise
le JLR (figure 5.39). Cependant, I’'observation des faciés de rupture ne permet pas d’as-
surer que le JLR précipite la rupture finale des soudures. En effet, dans la majorité des
cas, aucune incidence notable sur le faciés de rupture n’a pu étre observée. La figure 5.40
illustre le cas d’une éprouvette ot I'on peut supposer que la rupture finale débute 1a ou
la fissure croise le JLR (figure 5.40(a)). A cet endroit le faciés de rupture (zone entourée
sur la figure 5.40(b)) montre une démarcation (figure 5.40(c)) dont 1'aspect ressemble a
celui déja observé dans le cas des essais de déchirure ductile des soudures contenant un
JLR. Cette démarcation, qui peut donc étre due a l'intersection de la fissure avec le JLR,
ne se situe pas exactement entre la zone de fatigue et la zone de rupture finale, mais
plutot au début de la rupture finale. Ces observations laissent penser que si le JLR n’est
peut-étre pas responsable de la rupture brutale des soudures, il peut néanmoins orienter
et constituer localement un chemin de fissuration privilégié. L’influence du JLR sur la
rupture brutale des éprouvettes ne semble pas avoir de conséquences sur la durée de vie

des soudures, puisque dans ces cas aucun abattement particulier n’est observé.
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Figure 5.41 — Illustration de l'influence du JLR sur la ténacité des soudures. La vue en
coupe de la soudure saine rompue représentée en (b) correspond au point noté (b) sur
la courbe de Wohler, alors que la vue en coupe de la soudure rompue contenant un JLR
représentée en (c) correspond au point noté (c) sur la courbe de Wohler. (d) correspond

a la lunule de fatigue de la soudure en (c) et (e) correspond au faciés encadré en (d)
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5.8 Discussion

5.8.1 Calcul du facteur d’intensité des contraintes

Considérant le kissing bond comme une fissure, le champ de contraintes en pointe de
fissure peut étre caractérisé au travers du calcul du facteur d’intensité des contraintes
(FIC), qui a été estimé par une méthode analytique a I'aide d’abaques et par une mé-
thode numérique par un calcul par éléments finis. Ce calcul a pour but de positionner le
chargement mécanique cyclique par rapport aux courbes de fissuration en fatigue dispo-
nibles dans la littérature. On considére pour cela qu’aprés la premiére montée en charge,
responsable de I'ouverture du kissing bond, la soudure est sollicitée de maniére élastique

puisqu’il y a une accommodation du matériau lors des cycles suivants.

Calcul analytique Le facteur d’intensité des contraintes est donné par :
K = Gpom - V7 - f (%) (5.1)
ol a représente la longueur de fissure, w la longueur du ligament, ¢’est-a-dire I’épaisseur
de I'éprouvette (3 mm) et f(Z) est un facteur correctif dépendant de la géométrie de
I’éprouvette fissurée. Le facteur correctif choisi est celui donné dans le cas d’une fissure
latérale traversante dans une plaque de largeur infinie [157] :
f <3> —1,12—0,231 (3> +10,55 (3)2 — 21,72 (3>3 +30,39 <3>4 (5.2)
w w w w w
Sil’on considére une éprouvette sollicitée a une contrainte a I'infinie égale & Ac=252 MPa
(s0it 010 =280 MPa), lors de la premiére montée en charge une fissure est alors créée par
Iouverture du kissing bond sur, typiquement, 50um. Au cours du deuxiéme cycle, I’éprou-
vette est sollicitée de maniére élastique (du fait de accommodation) et la variation du

facteur d’intensité des contraintes peut étre calculée par la formule 5.2 et vaut :

AK252MP(1 = 3, 5MPavm (53)
Dans ce cas, la taille de la zone plastique en pointe de fissure peut étre estimée analy-
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tiquement par la relation suivante (en déformations planes) et vaut (avec 0,=280 MPa) :

1 K\?
= — — A
T'p 3 X (Uy) (5 )

=27 uym

La taille de la zone plastique représente la moitié de la longueur de la fissure. Il n’est
pas donc exclu que la plasticité puisse s’échapper par les surfaces libres. Un calcul par

éléments finis est nécessaire pour s’affranchir de cette hypothése.

Calcul numérique Pour un calcul en 2D sous 'hypothése des déformations planes, le
FIC peut étre relié au taux de restitution de I’énergie G, caractérisant I’énergie nécessaire

pour faire progresser la fissure d’une unité de longueur, par la relation suivante (en mode

I):
K2
G = ff (1-2%) (5.5)
Or G peut étre assimilé a l'intégrale de contour J [158|, qui correspond a 'intégrale

calculée en 2D (ici en déformations planes) dans un milieu fissuré sur un contour ouvert,

dont les extrémités se trouvent respectivement sur les faces inférieure et supérieure de la

fissure (figure 5.42) :
Gui
— [ (wdy -1, -2~ .
J /r ( dy —T; e ds) (5.6)

L’intégrale J a été calculée numériquement par la méthode de Delorenzi [159] implé-
mentée dans le code Zébulon. Ce calcul a été mené dans le cas d’une soudure maillée en 2D
sous 'hypothése de déformations planes et contenant une fissure de 50 um au centre du
noyau et débouchant sur la face inférieure, correspondant a 'ouverture du kissing bond.
On a toutefois fait ’hypothése simplificatrice que ’ensemble de la fissure est perpendi-
culaire & la surface de I’éprouvette. Des éléments quadrangles linéaires réduits (c2d4r)
d’une taille de 1 ym ont été utilisés pour mailler la zone située autour de la fissure alors
qu’en dehors de cette zone des éléments d’environ 300 pm ont été utilisés. La fissure a été
créée par relachement des noeuds. Les lois de comportement utilisées sont celles identifiées
dans le chapitre 4. L’hypothése des déformations planes permet de solliciter de maniére

élastique la soudure jusqu’a 280 MPa.
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.
Y ou W représente la densité d’énergie
de déformation

T, représente la charge appliqué sur

ds
X5 u; est le vecteur déplacement associé
a T,

Figure 5.42 — Représentation schématique d’un contour autour d’une fissure et notations

utlisées dans la définition de I'intégrale J

Le calcul de I'intégrale J, sur une soudure contenant initialement une fissure et sollicitée
jusqu’a une contrainte de 280 MPa, ne permet pas de tenir compte de 'effet des champs
de contraintes et de déformations résiduelles dans lesquels évolue expérimentalement la
fissure. En effet, la simulation 3D a montré qu’a 280 MPa, le noyau soudé était déformé
plastiquement d’environ 0,2%, ce qui pourrait avoir redistribué au moins partiellement les

contraintes résiduelles. Ce calcul est donc une premiére approximation du calcul du FIC.

La valeur de l'intégrale J a été calculée sur différents contours jusqu’a obtenir une
valeur indépendante du contour (le contour doit se trouver en dehors de la zone plastique).

D’aprés I’'équation 5.5 :

AKosonpa = \/ 1 _EV2 <\/ Jago — V/ ng) =4,0M Pav/m (5.7)

avec Jogg = 0,237 M Pa.m et Jog = 0,002 M Pa.m

Cette valeur est du méme ordre de grandeur que celle déterminée analytiquement mais
présente tout de méme un écart d’environ 15%. Ces valeurs ont été comparées aux courbes

da/dN-AK issues de la littérature (figure 5.43) qui ont été obtenues pour :
e un alliage 2198-T8 (6 mm) sollicité & R=0,1 dans une éprouvette C(T) [48],

e des soudures FSW d’un alliage 2198-T8 (1,6 mm) sollicitées & R=0,1 dans des
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éprouvettes M(T) pour lesquelles la fissure se propage au centre du noyau parallé-

lement a la soudure [10],

e des soudures FSW d’un alliage 2198-T8 (5 mm) sollicitées & R=0,33 dans des
éprouvettes C(T) pour lesquelles la fissure se propage dans I’advancing side (& une

distance inconnue du noyau) parallélement a la soudure [30].

On s’apercoit que les valeurs de AK calculées ici (entre 3,5 MPay/m et 4,0 MPay/m) se
situent dans le domaine de propagation stable de la courbe de fissuration de I'alliage 2198-
T8 sollicité & R=0,1 [48] et des soudures FSW de lalliage 2198-T8 sollicitées a4 R=0,33
dans Padvancing side [30]. En revanche, ces valeurs de AK n’ont pas été appliquées dans
le cas des soudures FSW de 'alliage 2198-T8 sollicitées a R=0,1. Cette comparaison avec
les données issues de la littérature est cependant délicate dans la mesure ou il y a un
effet du rapport de charge (pour la soudure testée & R=0,33) qui doit conduire, & un AK
donné, a des vitesses de propagation plus élevées que pour R=0,1, un effet de la taille
de I'éprouvette et de I'épaisseur (les contraintes résiduelles dans une éprouvette M(T) ne
sont pas les mémes que dans le cas d’une éprouvette C(T)) et un effet de la microstructure

(la taille de grains dans le matériau de base est trés différente de celle du noyau soudé).

La taille de la zone plastique pour une contrainte de 280 MPa est, d’aprés la visuali-
sation du champ de déformation plastique prédit par la simulation autour de la fissure,
d’environ 30um (figure 5.44), ce qui est cohérent avec la valeur calculée analytiquement.
La valeur de la déformation plastique en pointe de fissure est trés fortement dépendante
de la taille de maille choisie. Notons que le calcul a été effectué sous I’hypothése des défor-
mations planes, ce qui est une hypothése relativement forte puisque le kissing bond n’est
pas ouvert sur toute la largeur de 1'éprouvette et que I’éprouvette a une largeur finie (le
calcul par ¢léments finis en 3D et celui réalisé en déformations planes avaient montré une

différence au niveau de la charge macroscopique).

Par la suite, les calculs de FIC seront effectués en utilisant la formule analytique 5.2.
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Figure 5.43 — Courbes da/dN-AK pour un alliage 2198-T8 et des soudures FSW des
alliages 2198-T8 [30,48,49]. Le rectangle en pointillés montre les intervalles de da/dN —AK

pour les essais de résistance résiduelle
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Figure 5.44 — Champs de déformation plastique cumulée autour de la points de fissure

pour une contrainte a 'infinie de 280 MPa
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5.8.2 Calcul des facteurs d’intensité des contraintes dans le cas

des essais interrompus de fatigue

A partir des faciés de rupture des éprouvettes de résistance résiduelle des soudures
contenant un kissing bond (sollicitées & Aoc=279 MPa pendant 15 000 et 7 000 cycles) ,

trois valeurs peuvent étre déterminées (tableau 5.3) :
e le facteur d’intensité des contraintes en pointe de fissure ductile en début d’essai,
e le facteur d’intensité des contraintes en pointe de fissure de fatigue en fin d’essai,
e la vitesse moyenne de propagation.

Les valeurs de AK ont été déterminées a ’aide de la formule analytique 5.2. La valeur
de AK en pointe de fissure ductile (aprés ouverture du kissing bond) est identique dans
les deux cas car le défaut a été ouvert sur la méme profondeur pour les deux éprouvettes.
La propagation de la fissure de fatigue pour I'éprouvette KB-2 (sollicitée pendant 7 000
cycles) a été en moyenne plus rapide que pour I'éprouvette KB-1 (sollicitée pendant 15 000
cycles), et les valeurs de AK a l'issue de la sollicitation en fatigue sont comprises entre
5 et 6 MPay/m. Cette différence de vitesse de propagation moyenne peut étre expliquée
de deux facons : soit par le fait que le nombre de cycles a 'amorcage dans les deux cas
n’est pas le méme, soit par le fait qu’une fissure plus petite se propage plus vite (dans
ce cas on considére la phase d’amorgage équivalente pour les deux éprouvettes), ce qui
peut suggérer que le comportement de la fissure s’apparente a celui d’une fissure courte

(il existe cependant une incertitude de mesure sur la taille de la zone de fatigue).

Les intervalles de AK et de vitesses de propagation donnés dans le tableau 5.3 ont
été représentés par un rectangle en pointillés sur la figure 5.43 donnant les courbes de
propagation issues de la littérature citées dans le paragraphe précédent. Ces intervalles
se situent dans la zone de propagation stable de l'alliage 2198-T8 sollicité a R=0,1 [48]
et au-dessus de la courbe de propagation obtenue par Cavaliere et coll. [30] dans le cas
d’une fissure se propageant dans I’advancing side d’une soudure FSW d’un alliage 2198-
T8 sollicitée & R=0,33. Dans le cas de la courbe de fissuration obtenue par Ma et coll.
[10], ces valeurs de AK n’ont pas été testées (on aurait pu s’attendre a ce que la partie

correspondant a la propagation stable de la courbe de fissuration de Cavaliere et coll. soit
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KB-1
(Ac—=279 MPa,
15 000 cycles)

KB-2
(Ac—=279 MPa,
7 000 cycles)

Longueur de fissure ductile (um) 60 60
AK (MPay/m) en début d’essai 4,3 4,3
Longueur de fissure de fatigue (pum) 40 - 60 30 - 50

AK (MPay/m) en fin d’essai 5,5-6,1 52-5.8
Vitesse moyenne de propagation
2.6 - 4,0 43-71

(1072 m/cycle)

Tableau 5.3 — AK et vitesses moyennes de propagation en fatigue calculés pour les essais

interrompus de fatigue menés sur les soudures contenant un kissing bond

située au-dessus de celle obtenue par Ma et coll. [10]).

5.8.3 Relations entre la profondeur de fissure ductile, la durée de

vie et le chargement en fatigue

Dans le cas des éprouvettes de fatigue toilées contenant un kissing bond, nous avons
vu que la contrainte nécessaire a 'ouverture de ce dernier était de 280 MPa. Afin de
déterminer s’il était possible de faire propager une fissure de fatigue sur un kissing bond
ouvert pour une contrainte maximale inférieure & 280 MPa, une éprouvette a été pré-
étirée a 330 MPa pour ouvrir le kissing bond (les contraintes résiduelles ont donc été
relaxées), puis sollicitée en fatigue & un niveau de contrainte Ac=243 MPa (soit une
contrainte maximale de 270 MPa). L’éprouvette a rompu au bout de 64 000 cycles a
partir du kissing bond. Le faciés de rupture montre qu’une fissure ductile a été créée le
long du kissing bond sur une profondeur maximale de 40 um localement, puis une fissure
de fatigue s’est propagée. Deux éprouvettes, sollicitées au méme niveau de contrainte
(sans pré-étirage), avaient rompu au bout de 82 000 et 207 000 cycles et le kissing bond
n’était pas le site d’amorcage de la fissure de fatigue. Le pré-étirage a donc permis de
faire propager une fissure de fatigue a partir du kissing bond en-dessous de la contrainte

d’ouverture du défaut et de réduire le nombre de cycles a 'amorcage. Ceci devra étre
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pris en compte dans le cas ou les soudures subiraient une mise en forme (et seraient
donc déformées plastiquement) avant leur utilisation. Dans ce cas, une fissure de fatigue

pourrait se propager & partir du kissing bond pour des contraintes maximales inférieures

a 280 MPa.

La valeur de AK initiale pour cette éprouvette peut étre estimée a partir de la formule

analytique (5.2), pour Aoc=243 MPa et a=40 um :

AK = 3,05M Pay/m (5.8)

La profondeur de fissure ductile pour chaque éprouvette de fatigue testée (toilée ou non
toilée) et dont le kissing bond est le site d’amorgage, a été tracée en fonction de la durée
de vie de I'éprouvette d’une part, et du niveau de chargement d’autre part (figure 5.45).
A chaque éprouvette est associée une profondeur de fissure ductile moyenne, minimale
et maximale (toutes ces profondeurs de fissures étant individuellement responsables de
I'amorcage d’une fissure de fatigue). On remarque ainsi que pour une méme éprouvette,
la profondeur de fissure ductile varie énormément. Il ne semble pas y avoir de tendance
particuliére, bien que pour le graphique donnant la profondeur de fissure en fonction de
la durée de vie (dans le cas des éprouvettes toilées), le nombre de cycles & rupture semble
diminuer avec 'augmentation de la profondeur de fissure ductile. Ceci suggére que la
profondeur de fissure ductile n’augmente pas avec la contrainte appliquée, mais qu’en
revanche la durée de vie de I'éprouvette diminue globalement avec 'augmentation de la
profondeur de fissure ductile. Etant données la variabilité de la géométrie du kissing bond
d’une éprouvette a l'autre et la variabilité de la géométrie de la partie débouchante (du
fait du toilage), la profondeur de fissure ductile n’est pas seulement dépendante du niveau

de chargement appliqué.

Afin de rendre compte a la fois de I'effet du chargement et de la profondeur de fissure
ductile sur la durée de vie des éprouvettes, la valeur initiale de AK (juste aprés 1'ouver-
ture du kissing bond) a été calculée a partir de la formule analytique 5.2 pour chaque
éprouvette. La profondeur de fissure utilisée pour chaque éprouvette correspond & la plus
petite profondeur de fissure ductile, mesurée sur le faciés de rupture, ayant conduit a
Iamorcage d’une fissure de fatigue. La figure 5.46 montre que dans le cas des soudures

contenant un kissing bond toilé, plus la valeur initiale de AK est importante, plus la durée
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Figure 5.45 — Relation entre la profondeur de fissure ductile, le nombre de cycles a rupture

et le niveau de chargement

de vie de I'éprouvette sera faible. On constate également que ’évolution des valeurs de
AK semble tendre vers une valeur seuil autour de 1,2 MPa,/m, en-dessous de laquelle on
peut supposer qu’une fissure ouverte a partir d'un kissing bond ne peut pas se propager.
Les points correspondant aux éprouvettes non toilées se situent autour de cette valeur
seuil, ce qui peut expliquer la forte dispersion de ces points sur la courbe. Cette valeur de
AK seuil est sans doute proche ou en-dessous du seuil de propagation des fissures longues

(cette valeur est similaire a celle obtenue par Richard sur un alliage 2198-T8 [48]).

Les fissures ductiles créées par 'ouverture du kissing bond ont une profondeur de
quelques micrométres a quelques dizaines de micrométres. On peut donc s’interroger sur
le comportement de ces fissures qui pourrait s’apparenter a celui d’une fissure courte. Le
terme de fissure courte est employé pour décrire une fissure qui répond au moins a 'une

de ces définitions [160] :

e la fissure de fatigue est de taille comparable a celle de la taille de grains : c’est une

fissure microstructuralement courte ;

e la fissure de fatigue est entourée d’une zone plastique dont la taille est comparable a
celle de la fissure. Dans ce cas la condition de plasticité confinée n’est plus respectée,

la fissure est dite mécaniquement courte ;
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Figure 5.46 — Evolution de la valeur de AK initiale en fonction de la durée de vie des

soudures contenant des kissing bonds toilés et non toilés

e la fissure de fatigue est fortement influencée par les effets d’environnement en-
dessous d’une certaine taille et devient notamment sensible a la corrosion : ¢’est

une fissure chimiquement courte ;

e la fissure de fatigue présente un sillage plastique limité. Sa taille, bien que supé-
rieure a la taille caractéristique de la microstructure, reste relativement faible par

rapport aux dimensions de la piéce : la fissure est dans ce cas physiquement courte.

Dans notre étude, la fissure pourrait donc étre qualifiée de physiquement courte, voire
de mécaniquement courte puisque la taille de zone plastique a été évaluée a envrion 30um.
Dans ce cas, la propagation de telles fissures pourrait présenter des singularités par rapport

a celle des fissures longues (figure 5.47). Elles peuvent ainsi se propager [161] :
e a des vitesses supérieures a celle des fissures longues (& AK donné),

e 4 des valeurs de AK inférieures a celles du AKge,; (mesuré pour des fissures

longues),

e de facon irréguliére dans la mesure o1, en-dessous du seuil des fissures longues, la

fissure peut dans un premier temps décélérer jusqu’a une vitesse quasiment nulle,
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puis accélérer pour ensuite rejoindre le comportement des fissures longues.

Ainsi dans notre cas, on pourrait envisager que la fissure de fatigue se propageant a
partir du kissing bond se comporte comme une fissure physiquement courte durant les
premiers cycles. La particularité des fissures courtes peut étre expliquée par le role de la
fermeture de fissure [162]|. Outre l'effet de la plasticité, effet de la rugosité des lévres de
la fissure est un des facteurs influencant la fermeture des fissures [163]. Contrairement
aux fissures longues, le sillage des fissures courtes étant par définition limité, les effets de
fermeture sont moins prononcés que dans le cas des fissures longues. Ceci pourrait expli-
quer la différence de vitesse de propagation mesurée pour les essais de fatigue interrompus
entre les éprouvettes sollicitées durant 7 000 et 15 000 cycles. Cependant, notre étude ne
permet pas de confirmer cette hypothése de comportement de fissure courte car aucun

essai de propagation instrumenté n’a été réalisé.
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Figure 5.47 — Représentation schématique des courbes de propagation des fissures courtes

et des fissures longues (d’aprés [160])

5.8.4 Bilan sur la tenue en fatigue des soudures

La figure 5.48 regroupe les courbes de Wohler du matériau de base dans le sens T, des
soudures saines, des soudures contenant un JLR, des soudures contenant un kissing bond
toilé et non toilé et des soudures GAP-0,3 et GAP-0,7. Sur cette figure est tracée une droite

a Ao=250 MPa, correspondant a une contrainte maximale d’environ 280 MPa (c¢’est-a-
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dire égale a la limite d’élasticité moyenne des soudures) et une autre droite permettant de
séparer les points pour lesquels les défauts sont le site d’amorcage de la fissure de fatigue

et les points ou ils ne le sont pas.

Pour tous les points situés en-dessous de la droite Ac—250 MPa, I'effet des contraintes
résiduelles ne peut plus étre négligé (car ’on se situe en-dessous de la limite d’élasticité
du matériau). Les contraintes résiduelles ne sont plus relaxées comme cela a été supposé
tout au long de I'étude. Ainsi 'interprétation de ces points ne peut se faire sans connais-
sance de I'état de contraintes résiduelles, qui différe sans doute d'un type de soudure a
Pautre car la variation d’un des parameétres de soudage peut non seulement engendrer
la création du défaut recherché mais également modifier les flux thermiques et les flux
de matiére dans I’ensemble de la soudure et donc I’état de contraintes résiduelles de la

soudure.

La droite séparant les points pour lesquels un défaut est le site d’amorcage, des points
pour lesquels 'amorcgage a lieu en dehors des défauts montre clairement que la durée de vie
des soudures diminue lors d'un amorcage sur le défaut du fait de la réduction du nombre de
cycles a 'amorgage. Trois points (notés 1, 2 et 3 sur la figure 5.48), pour lesquels le kissing
bond est le site d’amorcage d’une fissure de fatigue, se situent cependant au-dessus du
domaine pour lequel les défauts de soudage sont responsables de ’amorgage d’une fissure
de fatigue. Or d’aprés la figure 5.46, donnant la valeur de AK intiale en fonction de la
durée de vie de I’éprouvette, ces points se situent autour de ce que nous avons appelé le

AK seuil, ce qui peut expliquer les durées de vie plus longues associées a ces points.

L’écart entre les soudures saines et le matériau de base est trés faible pour des durées
de vie inférieures a 10° cycles (soit une variation de contrainte supérieure a 280 MPa).
Pour des durées de vie supérieures a 10° cycles, I’écart augmente progressivement jusqu’a
atteindre une différence de l'ordre de 20% sur la contrainte a 2.10° cycles. Pour de tels
niveaux de contrainte, la différence entre les soudures saines et le matériau de base peut
notamment étre expliquée par I'effet des contraintes résiduelles qui ne sont, dans ce cas,
plus négligeables et la différence de limite d’élasticité entre le matériau de base et la

soudure.

I’étude de I'influence du JLR sur les mécanismes d’amorcage a montré que ce défaut
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n’était responsable d’aucun cas d’amorcage de fissure de fatigue. Toutes choses égales
par ailleurs, la courbe de Wohler de ces soudures devrait donc étre identique & celle
des soudures saines. Pour des durées de vie inférieures a 10° cycles, les courbes sont
effectivement similaires. En revanche pour des durées de vie supérieures & 10° cycles, la
courbe de Wohler des soudures contenant un JLR montre une dispersion plus importante
que celle des soudures saines, avec la présence de quelques points bas par rapport a
la courbe des soudures saines (points notés 4 et 5 sur la figure 5.48). Les éprouvettes
numérotées 4 et 5 ont toutes les deux amorcé une fissure de fatigue en sortie de ZATM
a partir de la surface supérieure. La localisation de I'amorcage correspond non seulement
au minimum de dureté identifié sur les profils de dureté réalisés sur les soudures mais
également a 'endroit otl, avant toilage des surfaces, il y a une concentration de contraintes
due a la présence des flashs. On pourrait donc supposer que malgré le toilage, il subsiste
une légére concentration de contrainte, bien qu’un examen visuel soit réalisé avant chaque

essal afin de vérifier I’état de surface de I’éprouvette et donc ’absence de flashs.

L’étude de l'influence du kissing bond toilé sur le comportement des soudures a
montré qu’il existait une contrainte seuil (Ac=255 MPa) au-dela de laquelle le kissing
bond est le site d’amorcage de fissures de fatigue ce qui a pour conséquence de réduire le
nombre de cycles a 'amorgage (et donc la durée de vie de soudures). En-dessous de cette
contrainte, 'amorcage a lieu dans la ZAT ou le noyau. Les points numérotés 6, 7, 8 et 9
sur la figure 5.48 devraient donc se situer au niveau de la courbe de Wohler des soudures
contenant un JLR ; or les points 6, 7 et 8 présentent des durées de vie inférieures a celles
des soudures contenant un JLR. Toutes ces éprouvettes ont amorcé une fissure de fatigue
en sortie de ZATM a partir de la surface supérieure, c’est-a-dire au méme endroit que
les points bas de la courbe de Wohler des soudures contenant un JLR. Les points 6 a 8
ne se situent pas, malgré tout, sur la méme droite que les points 4 et 5. Ceci voudrait
donc dire que le fait d’utiliser un pion plus court pour produire un kissing bond aurait
également pour conséquence d’affecter ’ensemble de la soudure et pas seulement ’endroit
ou se situe le défaut. Quel que soit le site d’amorcage, les points de la courbe de Wohler
des soudures contenant un kissing bond toilé semblent alignés, ce qui signifie que I'effet du
kissing bond est aussi important que les modifications engendrées dans la soudure dans

sa globalité par la variation du procédé (alors que ces modifications ne sont ni détectables
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en dureté ni visibles sur les faciés de rupture).

La courbe de Wohler des soudures contenant un kissing bond non toilé est située
au-dessus de la courbe de Wohler des soudures contenant un kissing bond toilé. Comme
cela a été vu précédemment, ceci est di a l'inclinaison du défaut par rapport a 'axe
de chargement (dans le cas ou Pamorgage a lieu & partir du kissing bond), ce qui limite
son role de site d’amorcage. De plus, la courbe est située sous la courbe de Wohler des
soudures contenant un JLR pour les faibles durées de vie, ce qui peut s’expliquer par
la différence d’état de surface entre les deux soudures testées. Cette différence s’atténue
pour des durées de vie supérieures a 10° cycles (pour des contraintes inférieures a la limite
d’élasticité). Les éprouvettes ayant amorcé une fissure de fatigue & partir du kissing bond
et celles ayant amorcé une fissure de fatigue a partir d’une irrégularité de surface se situent
sur la méme droite, suggérant que le kissing bond non toilé et les irrégularités de la surface
inférieure ont la méme influence sur la tenue en fatigue des soudures. Il faut noter que
dans ces cas, le kissing bond s’est trés peu ouvert pendant le premier cycle ce qui génére

une valeur de AK initiale au niveau du seuil de propagation.

La courbe de Wohler des soudures GAP-0,3 a montré qu’il existait une contrainte
seuil (Ao= 240 MPa) au-dela de laquelle une fissure de fatigue s’amorce a partir d’une
fissure intergranulaire. En-dessous de cette contrainte, 'amorcage a lieu dans la ZAT. La
surface inférieure de ces soudures n’ayant pas été toilée, les durées de vie des éprouvettes
ayant amorcé une fissure de fatigue dans la ZAT pourraient étre équivalente & celles des
soudures contenant un kissing bond non toilé ; or, & 10° cycles, la contrainte a rupture des
soudures GAP-0,3 est inférieure d’environ 25% a celle des soudures contenant un kissing
bond non toilé. I’observation des faciés de rupture n’ayant rien révélé de particulier, il
existe donc un facteur responsable de cet abattement. Les flux de matiére et les flux ther-
miques pour une soudure réalisée avec un défaut d’accostage doivent étre trés fortement
perturbés, par rapport au cas d’une soudure saine) et engendrer d’autres modifications
dans la soudure que la fragilisation des joints de grains du noyau soudé, qui se traduisent
par un abattement de la tenue en fatigue des soudures GAP-0,3. L’effet des contraintes
résiduelles devrait également étre pris en compte dans la compréhension du comportement

de ces soudures & basses contraintes.

226



Chapitre 5: Comportement en fatigue des soudures

Enfin, la courbe de Wohler des soudures GAP-0,7 a montré qu’une fissure de fa-
tigue se propageait a partir d’'une zone de rupture intergranulaire en pied de cordon au
moins pour une variation de contrainte d’environ 200 MPa, c’est-a-dire a des niveaux de

contrainte nécessitant la prise en compte des contraintes résiduelles.
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Influence du

) Ao a 10° cycles Réduction de défaut sur les nombre de Réduction de
Matériau ] défaut sur la
(MPa) Ao a 10° cycles mécanismes cycles a L I'UIE
ténacite
d’amorcage I’amorcage
MB (sens L) 315
MB (sens T) 315
Soud i
ou “?‘;S) SAnes 290 7% (/MB) >50% Np 20% (/MB)
JLR 270 7% (/S) Non ~ 50% Np Oui 15% (/S)
KB
toilé 240 17% (/S) Oui < 1 cycle
non-toilé 270 7% (/9) Oui < 1 cycle Oui 35% (/9)
GAP
0,3 mm 210 28% (/9S) Oui < 1 cycle
0,7 mm 210 28% (/S) Oui < 1 cycle

Tableau 5.4 — Récapitulatif des principales propriétés en fatigue (R=0,1) du matériau de base, des soudures saines et des soudures

défectueuses. Les soudures saines sont comparées au matériau de base dans le sens T et les soudures défectueuses aux soudures saines

(5)

seanpnos sop andryey us juswajrodwo)) :¢ axrdey))
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5.9 Conclusions

L’influence des défauts de soudage (JLR, KB, défaut d’accolement) sur le comporte-

ment en fatigue (R=0,1) des soudures FSW est résumé dans le tableau 5.4.

Les soudures saines présentent une variation de contrainte a 105 cycles de 290 MPa.
Ceci ne représente qu’une réduction de 8% par rapport au matériau de base. A ce niveau
de contrainte, le nombre de cycles & 'amorcage est d’au moins 50% de la durée de vie
du matériau. Les soudures résistent moins bien a 'amorcage d’une fissure ductile que le

matériau de base (d’aprés les essais de déchirure ductile).

Le JLR n’a pas d’influence significative sur le comportement en fatigue des soudures
FSW, puisque la variation de contrainte a 10° cycles est d’environ 270 MPa (-7% par
rapport aux soudures saines). De plus, le JLR n’est responsable d’aucun amorgage de
fissures de fatigue. Le nombre de cycles & 'amorcage de ces soudures est équivalent a
celui des soudures saines. En revanche le JLR semble jouer un certain role sur la ténacité
des soudures (d’aprés les essais de déchirure ductile) bien que les essais de fatigue ne

semblent pas refléter cette influence de maniére claire.

L’effet du kissing bond dépend de I’état de surface dans lequel il est testé. Dans le cas ot
sa partie débouchante et inclinée a été supprimée, le kissing bond conduit a une réduction
de l'ordre de 17% de la variation de contrainte a 10° cycles (240 MPa) par rapport aux
soudures saines, alors que dans le cas ou le kissing bond est testé dans son intégralité,
cette réduction n’est plus que d’environ 7% (270 MPa). La réduction du nombre de cycles
a amorcgage, pour une contrainte supérieure a la contrainte d’ouverture du kissing bond,
est la principale cause de ’abattement constaté pour les soudures contenant un kissing
bond toilé. Les essais de déchirure ont montré un effet néfaste du kissing bond sur la

ténacité du matériau.

Les soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 (défaut d’accostage) conduisent & un abattement
de T'ordre de 28% sur la contrainte a 10° cycles par rapport aux soudures saines (210

MPa).

Le kissing bond et le défaut d’accostage conduisent a des scénarios d’amorcage simi-
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laires : lors de la premiére montée en charge une fissure de quelques dizaines de microns
de profondeur est créée, a partir de laquelle une fissure de fatigue se propage. Le nombre
de cycles a 'amorcage est donc réduit a un demi-cycle. Des fissures de fatigue semblent
s’amorcer a partir du kissing bond toilé et des défauts d’accostage seulement au-dela d’une
certaine contrainte maximale seuil. Cette contrainte est de 'ordre de 280 MPa dans le
cas du kissing bond toilé et de 270 MPa dans le cas des soudures GAP-0,3, et d’au plus
220 MPa pour les soudures GAP-0,7. L’amorcage & partir du kissing bond non-toilé est
plus difficile du fait de 'inclinaison de la partie débouchante du défaut par rapport a I'axe
de chargement. Les contraintes d’ouverture pour le kissing bond et le défaut d’accostage
de 0,3 mm se situent autour de la limite d’¢lasticité des soudures et peuvent donc varier,

du fait des contraintes résiduelles, avec les paramétres de soudage.
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Conclusion générale

Ce travail a permis de caractériser I'influence des défauts de soudage (résidu de plan
de joint (JLR), kissing bond (KB) et défaut d’accostage (GAP)) sur le comportement en
fatigue des soudures par friction stir welding d’un alliage 2198-T8 (3,1 mm) sollicité a un

rapport de charge R=0,1 et pour des durées de vie autour de 10° cycles.

Pour étudier I'influence de ces défauts de soudage, la stratégie a consisté a comparer
le comportement des soudures défectueuses a des soudures dites saines, c’est a dire ne
contenant aucun défaut de soudage. Pour cela, le soudage a été réalisé en pleine tole.
Les courbes de Wohler des différents matériaux et les mécanismes d’amorcage liés a la
présence des défauts ont été déterminés. I.’étude du comportement en fatigue a montré
que, pour des durées de vie de I’ordre de 10° cycles, les niveaux de contrainte auxquels sont
sollicités les soudures sont généralement supérieurs a la limite d’élasticité de ces mémes
soudures. C’est pourquoi I'étude du comportement plastique des différentes soudures a
également été menée afin de comprendre le role de la plasticité sur le comportement en

fatigue de ces soudures.

Les observations par microscopie optique ont montré que le JLR était une ligne dis-
continue traversant la soudure dans son épaisseur et constituée de particules d’oxydes. Le
kissing bond est un défaut intergranulaire et débouchant localisé au centre de la partie in-
férieure du noyau soudé, pouvant s’apparenter a un défaut d’accolement. Enfin, le défaut
d’accostage "GAP" ne conduit pas & apparition de défaut supplémentaire par microsco-
pie optique, bien que localement dans la partie inférieure du noyau soudé, certains joints

de grains semblent réagir davantage a l'attaque chimique utilisée.

[’étude du comportement plastique des soudures sollicitées transversalement a 'axe
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de soudage, au travers d’essais de traction sur éprouvettes lisses a montré que :

Le procédé de soudage engendre une réduction de la limite d’élasticité de 1’ordre
de 40% et de la résistance a la traction de l'ordre de 20%, comparées a celles
du matériau de base. L’observation des champs de déformation par corrélation
d’images sur la tranche de I’éprouvette montre une localisation de la déformation
autour des ZATM, et principalement autour de la ZATM coté retreating side, 1a

ol a lieu la rupture.

Le comportement plastique des soudures a pu étre reproduit par une simulation
par éléments finis en 3D basée sur 'identification du comportement plastique des
différentes zones de la soudure via les mesures faites par corrélation d’images sur
la tranche de I'éprouvette. Le calcul de la triaxialité des contraintes a montré que

celle-ci était maximale dans la ZATM c6té retreating side, la ou la rupture a lieu.

Le JLR n’a d’influence ni sur les propriétés en traction des soudures ni sur la

localisation de la rupture.

Le KB n’a pas d’influence significative sur les propriétés en traction des soudures
mais est le site d’amorcage de la rupture. L’observation du faciés révéle une rupture
ductile le long du défaut qui présente un aspect particulier. Des essais de traction
in situ au MEB ont montré que le kissing bond s’ouvrait en surface pour une

contrainte macroscopique de I'ordre de 280 MPa.

Le GAP (produit avec un écart de 0,3 mm ou 0,7 mm entre les toles) n’a pas
d’influence significative sur les propriétés en traction des soudures mais est le site
d’amorcage de la rupture. L’observation du faciés révéle une zone de rupture inter-
granulaire localisée en pied de cordon dans le noyau soudé. Des observations par
MET de certains joints de grains en pied de cordon de ces soudures ont montré

localement des joints de grains enrichis en cuivre ainsi que la présence d’oxydes.

L’étude du comportement en fatigue des soudures a été réalisée sur des éprouvettes

prélevées transversalement a ’axe de soudage. Les éprouvettes ont été au préalable toilées

sur toutes les surfaces (pour s’affranchir des différences d’état de surface), sauf dans le cas

des soudures contenant un kissing bond (qui ont été testées soit toilées, soit non-toilées sur

la face débouchante du kissing bond) et des soudures réalisées avec un défaut d’accostage

(qui ont été testées non-toilées sur la surface inférieure de la soudure). Les principaux
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résultats obtenus grace aux courbes de Wohler sont les suivants :

e Les soudures saines présentent un abattement de la contrainte a rupture a 10°

cycles de Pordre de 10% par rapport a celle du matériau de base.

e Les soudures contenant un JLR présentent un abattement de 'ordre de 7% sur
la contrainte & 10° cycles par rapport a celle des soudures saines. L’étude des

mécanismes d’amorgage n’a révélé aucune influence du défaut.

e Les courbes de Wohler des soudures contenant un kissing bond différent en fonc-
tion de I’état de surface. Lorsque la partie inférieure des soudures n’est pas toilée,
I'abattement de la contrainte & 10° cycles est de ordre de 7% par rapport a celle
des soudures saines, alors qu’il est de 'ordre de 17% dans le cas des soudures toilées.
Cette différence est expliquée par I'orientation de la partie débouchante du kissing
bond. En effet, une fois toilée, la partie débouchante du kissing bond est quasiment
perpendiculaire a ’axe de chargement alors que lorsqu’il n’est pas toilé, la partie
débouchante est inclinée de 'ordre de 20° par rapport a 'axe de chargement. Il
y a donc un effet de la contrainte normale par rapport au défaut sur la tenue en

fatigue de ces soudures.

e La contrainte a 10° cycles dans le cas des soudures GAP-0,3 et GAP-0,7, est simi-
laire et présente un abattement de 'ordre de 28% par rapport a celle des soudures

saines.

[étude des mécanismes d’amorcage liés a la présence du kissing bond (pour les éprou-
vettes toilées) a montré que celui-ci était le site ’amorcage de fissures de fatigue unique-
ment pour des variations de contrainte supérieures a environ 255 MPa, soit une contrainte
maximale d’environ 280 MPa (contrainte minimale nécessaire a 'ouverture du kissing
bond d’aprés les essais de traction in situ au MEB). Les observations des faciés de rup-
ture ainsi que les essais de fatigue interrompus permettent d’envisager le scénario suivant :
lors de la premiére montée en charge, si la contrainte maximale est supérieure a 280 MPa,
une fissure ductile est créée le long du défaut et va permettre, lors des cycles suivants, la
propagation d’une fissure de fatigue. La réduction de durée de vie des soudures contenant
un kissing bond par rapport aux soudures saines est donc due a la réduction du nombre de
cycles a 'amorcage. Le calcul des valeurs de AK générées par ’ouverture du kissing bond

ont été comparées aux courbes da/dN — AK de la littérature pour le méme alliage, ce
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qui a permis de confirmer ce scénario car des valeurs supérieures au seuil de propagation

sont généralement atteintes.

Dans le cas des soudures contenant un kissing bond non toilé, le mécanisme est similaire
bien qu’il semble plus difficile d’amorcer une fissure du fait de I'angle d’inclinaison du
défaut par rapport a la normale & la direction de sollicitation et du fait de la compétition
avec les aspérités présentes sur la surface non toilée. Pour les cas ou le kissing bond est le
site d’amorcage, la durée de vie des éprouvettes n’est que trés peu affectée car 'ouverture

du kissing bond a généré une valeur de AK autour du seuil de propagation.

Les mécanismes d’amorcgage dans le cas des soudures GAP-0,3 et GAP-0,7 présentent
des similitudes avec le cas des soudures contenant un kissing bond, dans la mesure ot les
observations suggérent que, lors de la premiére montée en charge, une fissure intergranu-
laire est créée, a partir de laquelle des fissures de fatigue vont se propager lors des cycles
suivants. La réduction du nombre de cycles a Iamorcage sera, la encore, la cause de la

réduction de durée de vie des soudures.

Il est important de noter que certaines éprouvettes ont été sollicitées en-dessous de la
limite d’élasticité des soudures et que par conséquent la compréhension de leur comporte-
ment doit se faire en tenant compte des contraintes résiduelles, qui n’ont pas été évaluées

ici.

L’étude des courbes de Wohler et des mécanismes d’amorcage suggére de plus que
la modification d’'un des paramétres de soudage n’engendre pas seulement la création
localement d’un défaut (kissing bond ou GAP), mais affecte ensemble des zones de la
soudure. L’utilisation d’un pion plus court et la présence d’un défaut d’accostage semblent
modifier les flux de matiére et les flux thermiques non seulement au centre du noyau
mais également dans les ZAT et ZATM. Ces changements de flux semblent avoir des
conséquences sur le comportement en fatigue des soudures et pourraient expliquer les
abattements en fatigue observés pour les soudures contenant un kissing bond et pour
les soudures GAP pour lesquelles I'amorcage a eu lieu en dehors du défaut. L’influence
d’un défaut ne peut donc pas étre découplée de l'effet des paramétres du procédé, qui
doit également étre pris en compte pour la compréhension du comportement des soudures

sollicitées & de faibles niveaux de contrainte.
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Enfin, I’étude de 'influence des défauts de soudage sur la rupture finale en fatigue des
éprouvettes qui se fissurent dans le noyau, a été évaluée (en premiére approximation) par
des essais de déchirure ductile sur des éprouvettes Kahn dans lesquelles I'entaille a été

placée au centre du noyau, parallélement a la soudure. Il a été montré que :

e les soudures saines présentent une différence de ténacité a 'amorcage de I'ordre de
20% avec le matériau de base et que la fissure a tendance a bifurquer dans la zone

faible de la soudure (ZATM).

e le JLR a pour conséquence de confiner la fissure ductile dans le noyau du fait d’un
endommagement autour du défaut et de réduire la ténacité de la soudure de 'ordre
de 15% par rapport aux soudures saines. Ce défaut peut donc potentiellement

précipiter la rupture finale des soudures si la fissure de fatigue rencontre le JLR.

e les soudures contenant un kissing bond (et donc un JLR) présentent une réduction
de ténacité de 'ordre de 35% par rapport aux soudures saines. Cet abattement est

attribué a la fois au kissing bond et au JLR.

Cette étude de la ténacité des soudures a montré une évolution de la nocivité des défauts
similaire a celle révélée par les courbes de Wohler. Du fait de I'hétérogénéité de la soudure,
la rupture finale de I’éprouvette sera gouvernée par la ténacité locale de la zone concernée
par 'amorcage et la propagation de la fissure de fatigue, dans une configuration différente

de celle rencontrée a la pointe de ’entaille des éprouvettes Kahn.
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Perspectives

[’étude de I'influence du kissing bond a montré I'importance de I'orientation du dé-
faut par rapport a I’axe de chargement. Dans ces conditions, la réalisation d’un surfacage,
ayant pour but d’améliorer I’état de surface, a pour conséquence d’augmenter la nocivité
du kissing bond. Des essais supplémentaires de torsion ou de fatigue multiaxiale pour-
raient étre envisagés afin de caractériser plus complétement le comportement du kissing
bond. Dans ces conditions le kissing bond avec une partie débouchante inclinée pour-
rait éventuellement s’avérer plus nocif que le kissing bond avec une partie verticale. La
connaissance de la géométrie de la partie débouchante du défaut et du sens de sollicita-
tion est donc essentielle pour justifier de la nécessité de réaliser un surfacage de la surface

inférieure des soudures.

La mise en forme des toles peut étre un facteur limitant de 'utilisation des soudures
FSW contenant des kissing bonds. En effet, lors d’un étirage a froid (pour faire de la double
courbure), les toles peuvent subir des déformations plastiques de 'ordre de 5 a 10%. Dans
ces conditions, le kissing bond peut facilement étre ouvert et éventuellement propager
par la suite une fissure de fatigue méme pour des niveaux de contrainte inférieurs a la
limite d’élasticité des soudures. Ainsi, I'utilisation de méthodes de controle non-destructif
a l'issue de ’étape de mise en forme, par ultra-sons par exemple, s’impose afin de détecter

la présence du défaut.

Les soudures réalisées avec un défaut d’accostage de 0,7 mm ne sont a priori pas réa-
listes dans la mesure ot le seuil de tolérance industriel d’un défaut d’accostage est situé
autour de 10% de I’épaisseur des toles soudées (soit, ici, 0,3 mm). Il serait néanmoins inté-
ressant de réaliser des essais de fatigue supplémentaires afin de déterminer une éventuelle

contrainte seuil (si celle-ci existe), en-dessous de laquelle le défaut d’accostage de 0,7 mm
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ne serait plus responsable de la rupture des soudures.

Les soudures réalisées avec un défaut d’accostage de 10% de 1'épaisseur des toles (GAP-
0,3) présentent un abattement en fatigue important par rapport aux soudures saines. Le
seuil de tolérance fixé par les avionneurs est ainsi peut-étre sous évalué au vu de ces
résultats. Cependant, il est important de noter que ces soudures ont été réalisées dans
des conditions différentes (controle de force) de celles des soudures saines (controle de
position). Des essais de fatigue supplémentaires seraient donc a envisager pour comparer
le comportement de soudures saines et de soudures réalisées avec un défaut d’accolement
de 10% de I'épaisseur, produites dans les mémes conditions de pilotage de la machine de
soudage FSW. On peut en effet s’attendre & une influence des conditions de soudage et
pas seulement du défaut d’accostage lui-méme. Par ailleurs, des essais de fatigue sur les
soudures GAP-0,3 sur lesquelles la surface inférieure a été toilée (pour supprimer les grains
responsable de la rupture) pourraient étre menés et permettrait de caractériser I'effet
du défaut d’accostage sur I'ensemble de la soudure puisque celle-ci semble étre affectée
également. Des essais a des niveaux de contrainte plus faibles pourraient également étre
réalisés pour déterminer la contrainte a partir de laquelle on observe un changement de

pente sur la courbe de Wohler.

Des observations supplémentaires par MET sont également & envisager pour comparer
les joints de grains des soudures saines et des soudures contenant un défaut d’accostage
afin d’identifier la cause de la rupture intergranulaire observée en traction monotone et en
fatigue. Des analyses sur les surfaces de rupture pourraient étre également réalisées par
spectrométrie Auger en se focalisant directement sur les joints de grains responsables de

la rupture intergranualaire.

Enfin, il est important de noter que, comme dans le cas des soudures contenant un
kissing bond, une fissure pourrait étre créée dans les soudures contenant un défaut d’ac-
costage de 0,3 mm lors de I’étape de mise en forme. Une fois en service, la fissure pourrait
alors se propager méme pour des niveaux de chargement inférieurs a la limite d’élasti-
cité de la soudure. La encore, I'utilisation des méthodes de controle non-destructif serait

indispensable afin de détecter la présence d’éventuelles fissures aprés mise en forme.

L’influence du kissing bond et d’un défaut d’accostage pour de faibles niveaux de
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contrainte ne peut pas se faire sans intégrer I'influence du procédé de soudage sur I'en-
semble des zones de la soudure. Cependant, les paramétres de soudage contrélés pour
cette étude (force axiale, profondeur de pénétration) ne suffisent pas a rendre compte des
changements qui peuvent opérer pour I’ensemble de la soudure. Une modélisation des flux
de matiére pourrait donc étre envisagée pour comprendre 'influence de 1'utilisation d'un
pion plus court (dans le cas de la production du kissing bond) ou d’un défaut d’accostage

sur le comportement des ZAT et ZATM.

De maniére générale, les soudures FSW présentent un abattement en fatigue de I'ordre
de 20% par rapport au métal de base (mis a part les soudures GAP). Cet abattement
relativement faible est cependant obtenu aprés un toilage de la surface supérieure sur la-
quelle sont initialement présentes les marques laissées par le passage de ’outil de soudage.
Ainsi dans le cas ou les soudures sont testées a ’état brut de soudage, 'amorcage aura
sans doute lieu a partir des stries laissées a I'aval de I'outil (du fait d’une concentration
de contraintes) et ’abattement risque d’étre plus important. Dans ce cas, la présence du
kissing bond risque d’étre atténuée, voire négligeable par rapport aux défauts de surface,
sauf, peut-étre, si le défaut a été ouvert lors de la mise en forme. Des essais sur des éprou-
vettes contenant les défauts et testées a ’état brut de soudage pourraient étre envisagés
pour quantifier I'influence des défauts pour ces conditions de surface, si elles sont retenues

par les avionneurs.

Enfin, les contraintes résiduelles devront étre mesurées pour comprendre le role qu’elles
peuvent avoir sur le comportement des soudures sollicitées & des niveaux de contrainte

inférieurs 3 la limite d’élasticité de celles-ci.

La démarche développée pour caractériser l'influence du kissing bond sur la tenue
en fatigue des soudures de cet alliage est applicable dans pour d’autres types d’alliages.
Pour des niveaux de contrainte supérieurs a la limite d’élasticité, 'influence du kissing
bond est déterminée par la premiére montée en charge. Ainsi, un essai de traction (avec
suivi optique) peut étre réalisé sur ces soudures pour déterminer la contrainte nécessaire
a I'ouverture du défaut et estimer la profondeur sur laquelle le défaut s’ouvre (& partir du
faciés de rupture). Une valeur de chargement minimal permettant de faire propager une

fissure de fatigue peut ensuite étre évaluée en connaissant la valeur de AK seuil d’une
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soudure saine.
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Influence des défauts de soudage sur le comportement plastique et la durée
de vie en fatigue de soudures par friction-malaxage d’un alliage Al-Cu-Li

Résumeé : : Dans un but de réduction de poids des avions, un alliage Al-Cu-Li (2198-T8) assemblé
par friction-malaxage est envisagé par les avionneurs pour des applications de type fuselage et in-
trados de l'aile. Lobjectif de cette étude est de déterminer le comportement en fatigue des soudures
par friction-malaxage et l'influence de certains défauts de soudage pour une durée de vie de 'ordre
de 105 cycles. Pour cela le matériau de base, des soudures réalisées pleine tole (sans défaut), des
soudures contenant un résidu de plan de joint (d( a la couche d’oxydes initialement présente sur les
chants des t6les avant soudage), un "kissing bond" (di & un manque de pénétration de l'outil) et un
"GAP" (correspondant a un défaut d’accolement des tbles) ont été testés. Pour la durée de vie visée,
les soudures sont déformées plastiquement durant la premiere moitié du premier cycle. Le compor-
tement en traction monotone des soudures n’a montré aucune influence significative des défauts de
soudage sur les propriétés des soudures, bien que le kissing bond et le GAP soient le site d’amor-
cage de la rupture. Des essais de traction in situ au MEB ont permis de déterminer une contrainte
seuil au-dela de laquelle on observe I'ouverture du kissing bond. Létude du comportement en traction
des soudures a été complétée par une simulation 3D par éléments finis. Les courbes de Wohler ont
montré que le résidu de plan de joint n’engendrait pas de baisse significative de la durée de vie des
soudures, alors que le kissing bond et le GAP conduisaient a une réduction de I'ordre de 17% et 28%
respectivement sur la contrainte a 10° cycles. Létude des mécanismes d’amorcgage a révélé que ces
deux défauts étaient site d’'amorgage de fissures de fatigue uniquement au-dela d’une contrainte seuil.
Dans ces cas, la phase d’amorcage était réduite a I'ouverture du défaut durant la premiere moitié du
premier cycle. La rupture finale des soudures a été étudiée au travers d’essais de déchirure ductile
montrant une évolution de la nocivité des défauts similaire a celle révélée par les courbes de Wohler.
Mots clés : Soudures Friction Malaxage, alliages Al-Cu-Li, fatigue, défauts, mécanismes d’amor-

cage

Effect of welding defects on plastic behaviour and fatigue lifetime of friction
stir welded Al-Cu-Li alloy

Abstract: With the aim of reducing aircraft weight, a friction stir welded Al-Cu-Li alloy (2198-T8)
is considered by aircraft manufacturers for its use in fuselage or lower wing skin applications. The
purpose of this study is to assess the fatigue behaviour of friction stir welds and the influence of some
weld defects on fatigue properties for a target lifetime of 10° cycles. Base material, sound welds
(produced via welding in one sheet), welds bearing a joint line remnant (due to the native oxide layer
present on butt surfaces before welding), a kissing bond (due to a lack of tool plunge depth), and
welds with an initial gap between the two butt surfaces, were tested. For the targeted lifetime, cross-
weld specimens were plastically deformed during the first half of the first cycle. During cross-weld
tensile tests, macroscopic properties were not altered by weld defects, although kissing bond and
GAP defects acted as fracture initiation sites. In situ SEM tensile tests showed a threshold stress,
beyond which the opening of the kissing bond is observed. The study of the tensile behaviour of the
weld is enriched by a 3D finite element simulation. S-N curves showed that the joint line remnant
did not generate a significant decrease in weld lifetime, whereas the kissing bond and GAP defects
conducted to a decrease in the fatigue strength at 10° cycles by 17% and 28%, respectively. The
study of initiation mechanisms revealed that those two defects were fatigue crack initiation sites only
beyond a threshold value of stress. For higher values of stress, the fatigue crack initiation stage was
shown to be reduced to the defect opening during the first half of the first cycle. The final weld fracture
was studied through ductile tearing tests, revealing an evolution of defect harmfulness similar to the
one found in S-N curves.

Keywords: Friction stir welds, Al-Cu-Li alloys, fatigue, defects, initiation mechanisms
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