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L’amélioration du rendement reste la quéte permanente des constructeurs des machines
électriques étant données les normes de plus en plus exigeantes. Cela passe notamment par
l'utilisation de nouvelles nuances de toles ferromagnétiques d’alliage fer-silicium d’épaisseur
inférieure au demi-millimetre. Les pertes magnétiques dans ces alliages fer-silicium sont
diminuées, notamment, par une augmentation de la taille des grains, une augmentation de la
concentration en silicium et une diminution de I’épaisseur.

Les pertes magnétiques peuvent également étre diminuées par une nouvelle conception des
pieces qui constituent les rotors. Par exemple, une réduction importante de la taille de certaines
régions du rotor qui sont fortement sollicitées et qui conditionnent donc sa résistance
mécanique. Dans le cadre d'un compromis entre fiabilité mécanique et performances
magnétiques, il devient alors nécessaire de disposer de stratégies de dimensionnement
appropriées. Cependant, le manque de connaissances quant a certains types de défaillance
comme celles liées au phénoméne de fatigue, pousse les bureaux d’études a maintenir des
marges de sécurité élevées allant parfois a 'encontre de leurs objectifs tels que la réduction de la

taille et de la masse des produits.

Leroy Somer, filiale du groupe Emerson, est un fabricant de machines électriques. L’entreprise
produit et commercialise plusieurs types de moteurs électriques. Elle souhaite développer ces
produits dans la gamme des moteurs a grande vitesse. Ces moteurs tournent a des vitesses
élevées et variables comme les moteurs des voitures électriques. Mais avant de mettre un
produit sur le marché, I'entreprise souhaite s’assurer de sa fiabilité.

Pour cela, Leroy Somer a lancé cette étude dans le cadre d’une collaboration sous forme d’'une
CIFRE (Convention Industrielle de Formation par la REcherche) avec les laboratoires 12M et
LAMPA des Arts et Métiers ParisTech.

Un moteur électrique est fabriqué par I'assemblage (I’empilement) de plusieurs centaines de
piéces en toles ferromagnétiques. Etant donné la cadence de production élevée nécessaire, le
procédé de poingonnage est utilisé pour 'obtention de ces pieces. Ce procédé tres utilisé dans le
travail des toles permet d’avoir un excellent rapport qualité/prix des piéces poingonnées ce qui
réduit le colit du moteur.

En revanche, ce procédé altére largement les bords poingonnés et modifie donc de maniere
significative les propriétés des pieces ainsi réalisées. Plus spécifiquement, puisque 'amorcage
des fissures de fatigue est tres influencé par le procédé de découpe par poingonnage, I'objectif
principal de cette these est d'identifier I'effet de ce procédé sur la résistance en fatigue a grand
nombre de cycles (10° — 5 x 10°) de tdles minces ferromagnétiques poingonnées. Ceci doit
permettre d’élaborer une démarche de dimensionnement en fatigue des pieces utilisées pour la
fabrication des moteurs électriques.

Dans ce projet, la nuance M330-35A est étudiée. Cette tdle laminée jusqu’a une épaisseur de
350 pm est délivrée sous la forme de bobines. L'effet du procédé de poinconnage sur la
résistance en fatigue de toles trés minces n'a quasiment pas été étudié dans la littérature. Les
quelques références existantes traitent en effet les cas des toles épaisses [1] [2]. Afin d’élaborer
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une démarche de dimensionnement en fatigue des pieces réalisées a partir des toles de M330-
35A, le travail réalisé dans cette étude est divisé en plusieurs parties.

D’abord, comme les données sur cette nouvelle nuance de tble se réduisent a quelques valeurs
relatives a la limite d’élasticité, la résistance maximale et le module d’Young, il est nécessaire de
caractériser le matériau étudié a la température ambiante et a 180°C (température maximale qui
peut étre atteinte a I'intérieur du moteur électrique en fonctionnement permanant). L’objectif de
cette partie est la collecte des données relatives au matériau ainsi qu’a son comportement
mécanique quasi-statique et cyclique, le but étant d’identifier un modele de comportement
utilisable dans les calculs de dimensionnement des piéces moteurs.

Aussi, afin de garantir la fiabilité des moteurs produits, il est nécessaire de caractériser en
fatigue a grand nombre de cycles le comportement de ces tdles minces poingonnées. Une
campagne d’essais de fatigue est donc réalisée sur différentes configurations d’éprouvettes et
pour différentes conditions d’essai: plusieurs rapports de charge et deux températures
(ambiante et 180°C). Dans ce cadre, une attention particuliére est accordée a 'effet du procédé
de découpe en essayant notamment de comprendre par quels moyens celui-ci influence la
résistance en fatigue. Le but de cette partie est de dimensionner en fatigue les piéces en toles
minces poingconnées. Les données obtenues sont utilisés pour identifier les parameétres de
critéres de fatigue qui peuvent étre utilisés pour le dimensionnement.

Enfin, bien qu'une part importante de ces travaux de thése soit dédiée a la caractérisation
expérimentale du matériau étudié, 'aspect modélisation et simulation numérique n’en est pas
pour autant négligé. L'étude numérique menée dans le cadre de cette these répond a deux
objectifs principaux :

e Le développement d'un modeéle de calcul qui représente au mieux les pieces industrielles
et permet de quantifier les champs mécaniques (contraintes, déformations).

e ['utilisation d’'un critere de fatigue qui permet de prendre en compte I'effet des défauts
de poingconnage qui constituent les sites d’amorcage privilégiés des fissures de fatigue.

Ce dernier point est crucial pour la mise au point d'une stratégie de dimensionnement en fatigue
des pieces en toles minces ferromagnétique poingonnées.

Dans ce travail, le dimensionnement en fatigue s’appuie essentiellement sur 'utilisation d'un
critere de fatigue non-local en post-traitement des résultats de simulations par éléments finis.
Nous verrons que le critere non-local évalué dans cette étude doit notamment permettre de
prendre en compte 'effet géométrique des défauts engendrés par le procédé de poingonnage sur
le bord découpé.

Afin de détailler la démarche proposée, ce document de these est donc organisé en 4 chapitres.

Le premier chapitre comporte une analyse bibliographique de différents points importants pour
la compréhension et l'orientation de I'étude. Dans un premier temps, des généralités sur le
phénomeéne de fatigue et les différents types de fissures de fatigue sont rappelés pour cadrer
I'étude et se placer dans le domaine de la fatigue a grand nombre de cycles. Ensuite, 'influence
de quelques parametres comme la vitesse de déformation, la température et la concentration de
silicium sur le comportement mécanique et cyclique des alliages Fe-Si est présentée. L'influence
du procédé de poingonnage, a travers les différents effets qu’il induit, sur I'abattement de la
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résistance en fatigue est détaillée. Enfin, une synthese sur les différents types d’approches
utilisées pour le dimensionnement en fatigue est présentée.

Dans le deuxiéme chapitre, le matériau utilisé dans le cadre de cette étude est présenté. Il s’agit
d'un alliage fer-silicium, sous forme de téle mince. La premiere partie est consacrée a la
présentation des propriétés mécaniques de l'acier étudié ainsi que sa microstructure. La
deuxieme partie est relative a I’étude du comportement mécanique en traction monotone quasi—
statique de cet alliage. La sensibilit¢ du comportement a la vitesse de déformation et a la
température, l'anisotropie dans le plan de la tole ainsi que l'anisotropie plastique sont
quantifiées. Le comportement cyclique de la tble est étudié sous deux modes de sollicitations
(déformations imposées et contraintes imposées). Enfin, un modele décrivant le comportement
mécanique et cyclique de I'alliage est identifié.

L’essentiel du travail expérimental est présenté dans le troisieme chapitre. Ce dernier regroupe
les essais de fatigue effectués sur les différentes configurations d’éprouvettes (lisses ou
entaillées) en utilisant plusieurs conditions d’essai. Les effets du rapport de charge, des
concentrations de contraintes, de la température ainsi que celui du procédé de poingonnage sur
la tenue en fatigue sont étudiés. A l'issue de cette campagne d’essais, des techniques d’analyses
variées (observations microscopiques, profilométrie optique, micro-dureté, diffraction des
rayons X...) ont permis d’identifier les mécanismes d’endommagement par fatigue dans ces toles
minces poingonnées. Les influences respectives de chacun des effets induits par le procédé sur la
résistance en fatigue sont également quantifiées. En se basant sur les résultats obtenus, I'étude
est orientée vers des défauts géométriques générés par le procédé. Une stratégie permettant
d’identifier les défauts critiques est adoptée. Elle consiste a relever la topographie des bords
poinconnés, en utilisant la profilométrie optique sans contact, avant essai de fatigue. Aprés
rupture, le défaut critique est identifié par comparaison entre les données de topographie et les
observations microscopiques de I'éprouvette rompue. Cette méthodologie permet de localiser
les défauts critiques responsables de 'amorcage des fissures de fatigue.

Le dernier chapitre est consacré a la prise en compte de I'effet des défauts de poingonnage sur la
tenue en fatigue du matériau étudié. Des criteres de fatigue empiriques, des approches locales et
non-locales sont évaluées afin de prendre en compte l'effet des défauts. Des simulations
numériques par la méthode des éléments finis (EF) sur les défauts critiques identifiés sur
quelques éprouvettes sont effectuées. L'étude permet d’obtenir les réponses mécaniques autour
des défauts simulés. Enfin, les prévisions d’un critére de fatigue non-local basé sur le critére de
Crossland, utilisé pour le post-traitement des résultats de calculs EF, sont analysées et les
résultats obtenus sont discutés avant de conclure et de proposer quelques perspectives a ce
travail.
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Chapitre I : Analyse bibliographique
Intérét et utilisation des toles ferromagnétiques

Les alliages fer-silicium sont trés utilisés pour la fabrication des machines tournantes telles que
les moteurs électriques et les alternateurs. Sous forme de tbéles minces, ces matériaux sont
découpés puis empilés pour former des circuits magnétiques pour les rotors ou bien les stators
qui constituent ces machines. Etant donnée la quantité importante de toles en fer-silicium
utilisée par an, de nombreuses recherches portant sur 'amélioration des propriétés de ces toles
ont été réalisées ces derniéres années. En effet, I'excellent rapport performance/prix qu’offrent
ces toles pousse les fabricants a améliorer leurs caractéristiques électromagnétiques,
mécaniques et thermiques en optimisant les techniques d’élaboration. Aussi, une meilleure
utilisation des alliages Fe-Si passe non seulement par une amélioration des techniques
d’élaboration mais également par une maitrise des phénomeénes physiques intervenant pendant
les phases de fabrication et de fonctionnement. Dans ce cadre, les simulations numériques sont
utilisées, d'une part, pour mieux comprendre les phénoménes physiques mis en jeu dans les
toles en conditions de fonctionnement et d’autre part, pour limiter le nombre d’essais
expérimentaux longs et cofiteux a faire pour valider la conception et le dimensionnement des
structures en toles ferromagnétiques. La large utilisation des toles ferromagnétiques dans la
construction des machines électriques est liée principalement a leur composition chimique. Le
fer, élément de base, est responsable des bonnes propriétés magnétiques. Il assure notamment
une aimantation a saturation élevée, élément clé du rendement d'un moteur électrique. Le
deuxieme élément qui joue un réle important est le silicium. Rajouté au fer, il permet
d’augmenter la dureté du matériau et sa résistivité électrique. Il facilite également la découpe et
le traitement thermique de ces toles. Néanmoins, puisqu’il diminue légerement l'induction a
saturation [3], un compromis entre propriétés mécaniques et magnétiques est souvent
recherché.

Les rotors et les stators des machines électriques sont fabriqués a partir d’empilements de toles
isolées électriquement les unes des autres et dont I'épaisseur ne dépasse pas un millimétre (voir
Figure 1-1). En effet, une faible épaisseur de téle permet de réduire les courants de Foucault
générés en régime dynamique, ce qui permet d’'améliorer le rendement des machines fabriquées.
Afin de réaliser les circuits magnétiques, les téles sont découpées sous plusieurs formes (simples
ou complexes) aux dimensions des circuits [4].

Figure I-1: a) empilement de toles dans un moteur électrique (source Leroy Somer) ; b) exemple de piéce
découpée : rotor LSRPM [5]
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Le contréle du procédé d’élaboration de ces tdles permet de modifier leur composition
chimique, leur microstructure et leur texture. Ceci permet de disposer d'un nombre important
de nuances de tdles en fer-silicium, offrant ainsi aux constructeurs de machines électriques
plusieurs choix pour développer leurs produits [4].

Sur le marché, il existe deux grandes familles de téles. La premiere est la famille des toles a
grains orientés. Elle possede une texture bien connue qui est celle de Goss [6]. Dans la direction
de laminage, ce type de tdle présente une tres bonne perméabilité et de faibles pertes
magnétiques (par rapport aux autres directions) engendrées par le phénomene d’hystérésis. Ce
type de toles est destiné a des machines ou le flux magnétique est unidirectionnel, car il est alors
possible de faire coincider ce dernier avec la direction de laminage de la tole. Bien que ces toles
présentent de bonnes propriétés magnétiques (bonne perméabilité, faibles pertes magnétiques),
leur utilisation est limitée par leur cofit de production relativement élevé.

La deuxiéme famille est celle dite a grains non orientés. Ces tOles sont utilisées dans les
applications ou les propriétés magnétiques doivent étre bonnes dans toutes les directions. En
revanche, puisqu’il n’est pas possible d’optimiser a la fois la perméabilité et les pertes dans
toutes les directions, ces tbles présentent une bonne perméabilité mais des pertes relativement
élevées. Elles sont donc destinées a la fabrication de machines ou les pertes ne constituent pas
un probléme majeur vu les faibles puissances mises en jeu. En effet, I'utilisation d’un faible
courant d’alimentation minimise les pertes dans le moteur.

Les tOles présentant une perméabilité moyenne et des pertes réduites sont destinées aux
machines ou les pertes élevées peuvent causer des problémes thermiques. En effet, le courant
d’alimentation de ces machines est élevé et les pertes sont importantes.

Les concepteurs de machines électriques sont donc a la recherche d'un compromis entre
I'amélioration des propriétés magnétiques, donc le rendement des machines, et la réduction des
pertes qui peuvent affecter la durée de vie de ces machines dans le cas des machines de grande
puissance. Les toles a faibles pertes (M235-35A, M250-35A...) sont généralement utilisées pour
les moteurs tournant a des vitesses élevées et de faible taille. Par contre, les toles a pertes
élevées plus épaisses (M600-65A, M800-100A...) sont utilisées pour les applications nécessitant

un couple important et donc une vitesse de rotation faible.

Les tbles qui présentent une perméabilité élevée et une conductivité thermique améliorée sont
utilisées pour les moteurs a haut rendement. Elles constituent une bonne solution dans le cas ou
I'encombrement est réduit et ou la masse du moteur doit étre faible. Une autre alternative peut
étre envisagée dans le cas des machines a grande vitesse ou les sollicitations mécaniques et
électromagnétiques sont importantes : les toles a haute limite d’élasticité sont souvent utilisées.
La M470YS-50A par exemple possede une limite d’élasticité de 500 MPa alors que le modéle
standard M470-50A possede une limite d’élasticité de 350 MPa.

Dans le cadre de la these, on s’'intéresse a la M330-35A. Cette nuance est utilisée pour la
fabrication des moteurs a aimants permanents tournant a des vitesses élevées variables
générant une vitesse tangentielle maximale en périphérie du rotor d’environ 40 m.s'1. Cette
nuance sert par exemple a la fabrication des moteurs des voitures électriques et des voitures
hybrides.
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IL.

Généralités sur le phénomene de fatigue

Le phénomeéne de fatigue se manifeste chaque fois que I'on est en présence de chargements
variables au cours du temps. Il peut conduire a la défaillance de la structure méme si les
sollicitations appliquées sont inférieures a la limite d’élasticité macroscopique du matériau. Ce
phénomeéne présente la particularité d’étre dangereux parce que la défaillance se produit
soudainement apres un chargement répété un grand nombre de fois. Pour les matériaux
métalliques qui subissent un chargement cyclique, il est généralement admis qu’il y a une limite
conventionnelle en-dessous de laquelle il n'y a pas d’endommagement par fatigue dans la
structure pour un nombre de cycles donné (trés grand, typiquement 107 cycles). Plusieurs
définitions physiques de la limite de fatigue sont proposées. Les plus utilisées sont les suivantes :

o La limite de fatigue a 107 cycles est la plus grande amplitude de contrainte supportable
par le matériau sans amorcage de fissure, avant 107 cycles.

o La limite de fatigue est la limite de non propagation d’une fissure sous chargement
cyclique amorcée depuis un défaut.

La deuxiéme définition est basée sur des observations microscopiques qui permettent de
détecter les fissures de fatigue amorcées a 1'échelle des grains (en surface d’une éprouvette) et
bloquées par des barrieres microstructurales a des niveaux de chargement inférieurs a la limite
de fatigue conventionnelle. Cette définition nécessite la prise en compte des parameétres liés a la
microstructure du matériau.

La limite de fatigue peut étre déterminée expérimentalement a partir de la courbe de Wohler qui
représente 'amplitude de la contrainte appliquée en fonction du nombre de cycles a rupture. I
existe plusieurs méthodes qui permettent de déterminer expérimentalement la limite de fatigue
d’'un matériau. On trouve a titre d’exemple: la méthode des paliers successifs, la méthode
d’itération... . La méthode la plus utilisée est celle de l'escalier (Staircase). Cette méthode
proposée par Dixon et Mood en 1948 permet d’estimer expérimentalement la limite de fatigue

médiane a N cycles ainsi que son écart-type.

La limite de fatigue du matériau est déterminée a travers des essais sur des géométries lisses
d’éprouvettes pour lesquelles I'état de contrainte est homogéne dans la zone utile. Néanmoins,
les expériences industrielles montrent que, pour les piéces en service, il peut exister des défauts
et des zones de concentration de contrainte. A partir de ces zones, une fissure de fatigue peut
s’amorcer et se propager provoquant ainsi la ruine de la piece, méme si le chargement appliqué
est inférieur a la limite de fatigue du matériau. Pour tenir compte des variations locales de
géométrie qui engendrent des concentrations de contrainte, il est nécessaire d’évaluer le
coefficient théorique de concentration de contraintes (Kt) qu’elles engendrent. Dans le cadre
uniaxial, ce dernier est défini par la relation (1).

Umax

Kt = (1)

Unom
ol omax est la contrainte en fond d’entaille, estimée dans le domaine d’élasticité du matériau, et
Onom la contrainte nominale calculée dans la section résistante comme si I'entaille n’existait pas.
Pour une entaille, les valeurs des contraintes locales sont ainsi déterminées en multipliant les
contraintes nominales par la valeur de Kt associé a l'entaille considérée. Pour des formes
simples d’entaille, les valeurs de Kt peuvent étre obtenues a partir d’abaques. Par contre, pour
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les formes plus complexes, il est souvent nécessaire de recourir a des méthodes numériques
(méthode des éléments finis) pour déterminer la contrainte maximale en fond d’entaille et ainsi
calculer Kt.

La limite de fatigue des éprouvettes entaillées ne peut pas étre déterminée de la méme maniere
que les contraintes locales. Néanmoins, en connaissant (expérimentalement) cette limite, il est
possible de calculer le coefficient effectif d’entaille ou de réduction de résistance en fatigue (Kf)
[7] qui relie les limites de fatigues obtenues pour des éprouvettes lisses et entaillées exprimé en
contraintes nominales (2).

op lisses

Kf = o entaillées (2)
D

A cause des déformations plastiques au voisinage de I'entaille, il n’y a pas égalité entre Kf et Kt.
Pour une entaille donnée, on observe généralement que Kf est inférieur a Kt. Aussi, la
comparaison de Kf et Kt permet de classer grossierement les matériaux selon leur sensibilité a
I'effet de I’entaille. En particulier, le facteur g donné par I’'équation (3) est le plus souvent utilisé
pour quantifier cette sensibilité sans le recours aux essais expérimentaux [7].

_Kf-1

T Kt—1 (3)

q
Si Kf est trés inférieur a Kt, la sensibilité du matériau a I'entaille est considérée comme faible (q
proche de zéro). Plusieurs formulations empiriques du facteur g peuvent étre trouvées. La
plupart des formulations font intervenir des parametres géométriques tels que le rayon
d’entaille ainsi que des propriétés matériau dans les formules proposées.

1. Fissures de fatigue

L’endommagement par fatigue résulte généralement de I'amorcage suivi de la propagation d'une
fissure de fatigue. La succession physique de la fissuration par fatigue est illustrée par la Figure
[-2. La durée de chaque étape differe selon les parameétres : externes (chargement appliqué,
milieu...) et internes (matériau, accidents géométriques...).

Amorgage de la Propagation de la Propagation de la

fissure courte . fissure courte fissure longue )
; .
N Na Nr

Amorcage des fissures courtes Propagation _

A

Figure I-2 : Différents stades de fissuration

Toutefois, dans le cadre de la fatigue a grand nombre de cycles, le nombre de cycles jusqu'a
I'amorgage de fissure est généralement plus important que le nombre de cycles relatif a la
propagation [8] [9] [10] pour les faibles niveaux de chargement et des rapports de charge
positifs. C’est donc la phase d’amorc¢age qui conditionne la durée de vie en fatigue. Dans ce qui
suit, les deux phases d’endommagement par fatigue seront détaillées.

2. Fissures courtes

Une fissure résulte de la création de deux nouvelles surfaces détectables au microscope dans un
matériau. Le processus d’obtention d'une fissure macroscopique peut étre décomposé en deux
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phases : amorg¢age microscopique et propagation de la fissure courte. La premiere phase est liée
a 'endommagement local dans les grains qui évolue jusqu'a atteindre la deuxiéme phase de
propagation de la fissure courte.

3. Amorgcage des fissures courtes

La diversité des mécanismes d’amorcage dans les matériaux métalliques est a l'origine de
I'absence d’une définition claire de la phase d’amorcage de fissures courtes. Dans le cas des
matériaux sans défauts liés aux procédés de fabrication et/ou d’élaboration, cette phase est
généralement constituée par la nucléation et la croissance de fissures courtes. La longueur seuil
de fissure a laquelle I'amorgage de la fissure courte se produit manque de définition précise.
Aussi, en fonction du matériau (microstructure, phases...), du procédé d’élaboration, du mode de
chargement ainsi que de 'environnement de service, les mécanismes d’amorgage des fissures de
fatigue sur les piéces différent. Le plus couramment trouvé dans la littérature est un amorgage a
partir d'un défaut interne ou de surface lié au procédé, sur un joint de grains ou bien au niveau
des bandes de glissement (liés a la microstructure).

On trouve dans la littérature que les mécanismes d’amorcage des fissures courtes sont
principalement liés a la déformation plastique localisée dans un volume de faible taille par
rapport a la taille de la structure sollicitée en fatigue [8] [9]. En effet, dans le régime de la fatigue
a grande durée de vie, I'éprouvette ou la piéce est sollicitée macroscopiquement dans le domaine
d’élasticité. Cependant, a cause des hétérogénéités microstructurales, on observe généralement
des fluctuations du champ de contrainte qui permettent d’obtenir des déformations plastiques
localisées a I'échelle des cristaux. A cette échelle, le développement de la plasticité est gouverné
par le mouvement des dislocations qui se regroupent dans des bandes de glissement dites
persistantes (BGP). Ces bandes de localisation a caractére irréversible sont couramment
observées sur les matériaux et les alliages métalliques. L’activité micro-plastique est plus
importante en surface qu’au cceur du matériau car le mouvement des dislocations est plus facile
en surface. Sous l'effet du chargement cyclique, le regroupement en surface des dislocations sous
forme de bandes entraine 'amorcage inter et intra granulaire d’'une microfissure a I'interface
BGP/grain. Dans leurs travaux, Krupp et al. [11] ont étudié les mécanismes d’amorcage des
fissures courtes dans un acier ferrito-perlitique. Les auteurs ont montré que les sites d’'amorgage
des fissures sont localisés pres des joints de grains ferrite/perlite. La forte localisation de la
déformation plastique (sous forme de bandes de glissement) pres des joints de grains est causée
par I'hétérogénéité du comportement entre les grains subissant le chargement cyclique. Les
bandes de glissement persistantes ne sont pas les seules responsables de 'amorcage des fissures
de fatigue. Ces derniéres peuvent aussi s’amorcer au niveau des joints de grains. Ceci a été
montré par Sommer et al. [12] [13]. Les auteurs ont réalisés des essais de fatigue oligocyclique
sur un acier a faible concentration de carbone. Les résultats obtenus montrent que I'amorcage
des fissures de fatigue a la température ambiante est intergranulaire. Cette méme constatation a
été faite par Zhang et al. [14]. Les auteurs ont montré a travers des essais de fatigue
oligocyclique réalisés sur un acier a faible concentration de carbone que les fissures s’amorcent
principalement au niveau des joints de grains.

Les procédés d’obtention des piéces mécaniques ont une influence importante sur leur tenue en
fatigue car ils sont parfois responsables de I'introduction de défauts superficiels ou volumiques
qui impactent 'amorcage. Par exemple, dans le cas des matériaux de fonderie, les retassures, les
porosités, les impuretés ainsi que les inclusions (métalliques ou non) sont des sites de




Chapitre I : Analyse bibliographique

concentration de contraintes qui sont tres favorables a 'amorcage des fissures de fatigue
internes [15] [16]. Aussi, les procédés d’usinage ou de découpe peuvent altérer de maniére
significative 1'état de surface. En particulier, ces procédés engendrent des altérations
géométriques (rugosité, défauts), des altérations métallurgiques (écrouissage local,
transformations de phases) et des altérations mécaniques (introduction de contraintes
résiduelles). Ces différentes altérations affectent largement les mécanismes d’amorcage des
fissures de fatigue [1] [2].

La prise en compte des défauts nécessite d’adopter des stratégies de dimensionnement
adaptées. Il est souvent nécessaire de définir une taille maximale admissible du défaut pour
éviter la rupture par fatigue des piéces en service. Lors de la définition de cette taille admissible,
il faut tenir compte des différents paramétres, déja cités, relatifs aux matériaux, a
I'environnement, au procédé d’obtention de la piéce ainsi qu’au chargement appliqué.

4. Propagation des fissures courtes

Nous avons vu dans le paragraphe précédent que I'amorcage des fissures courtes est tres
influencé par plusieurs parametres (BGP, microstructure, défauts...) étant donné la faible taille
de ces fissures par rapport a la taille de la structure. Les fissures courtes sont caractérisées par
leur comportement a la propagation. Les approches basées sur la mécanique élastique linéaire
de la rupture, utilisées pour modéliser les vitesses de propagation des fissures courtes, ne sont
néanmoins applicables qu’a partir d’une taille minimale de fissure amii [17]. Le nombre de cycles
jusqu’a avoir cette taille minimale (amini) est traité comme une partie de la phase d’'amorcage de
la fissure pendant laquelle I'endommagement évolue de facon discontinue en fonction du
chargement cyclique appliqué a la structure.

La propagation des fissures courtes est a son tour pilotée par l'activité plastique locale. Les
fissures s’amorcent et se propagent le long des plans de glissement les plus favorablement
orientés par rapport a la direction de chargement. Puisque les longueurs des fissures courtes
sont tres faibles (de I'ordre de grandeur de la taille de grains), la propagation est fortement
influencée par la microstructure (joints de grains, inclusions, phases...). La Figure -3 issue des
travaux de Krupp et al. [11], illustre la propagation d’'une microfissure dans un acier dual phase
(a—y) amorcée sur un joint de grain triple.
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Figure I-3 : Propagation d'une microfissure dans un acier dual phase (a-y) ; Ag/2 = 350MPa; N= 160 000
cycles, chaque trait correspond a I'application de 10 000 cycles [11]

5. Fissures longues

Les fissures dites longues sont celles qui se propagent sur une distance relativement importante
par rapport a la taille des parameétres microstructuraux (taille de grains, taille des phases...).

Le processus de propagation de fissure sous un chargement uniaxial de traction/compression
peut étre décrit comme suit: pendant la phase de charge, la fissure courte s’ouvre en mode L.
Une zone plastique de tres faible taille par rapport a la taille de la structure est alors créée en
pointe de la fissure. Pendant la phase de décharge, le reste de la structure, qui se comporte
élastiquement, tend a fermer la fissure en agissant sur la zone plastifiée. Apres la décharge, les
contraintes locales de compression maintiennent la fissure fermée. Il faut donc exercer, au cycle
suivant, un effort suffisamment élevé pour ouvrir la fissure.

Dans le cas de la fatigue a grand nombre de cycles, la structure reste dans son domaine élastique
durant le chargement cyclique. L’étude de la propagation des fissures se place dans le cadre de la
mécanique élastique linéaire de la rupture. La zone plastifiée en pointe de fissure, sous I'effet du
chargement cyclique, gouverne la cinétique de propagation de la fissure. L’avancement de la
fissure en fonction du nombre de cycles est visible sur les faciés de rupture en fatigue sous forme
de stries. Chaque strie représente un cycle. Pour les faibles niveaux de chargement, une strie
n’est obtenue qu’apres un nombre donné de cycles. Si I'amplitude du chargement diminue au
cours de l'essai, la contrainte appliquée devient insuffisante vis-a-vis de la contrainte de
fermeture exercée sur la zone plastifiée. Dans ce cas, la fissure n’avance plus d’ou 'existence
d’un seuil de propagation.

Si on reste toujours dans le cas d’'un chargement uniaxial et si on prend 'exemple d'une plaque
de dimensions infinies subissant un chargement cyclique, la présence d'une fissure dans la
plaque perturbe localement le champ de contrainte. Cette perturbation est décrite par les
facteurs d’intensité de contraintes Kj, Ki et Ky (I : mode d’ouverture, I : mode de cisaillement
plan, III : mode de cisaillement antiplan). Ce mode d’ouverture de fissure permet de décrire la
singularité spatiale du champ de contrainte. Le modéle le plus utilisé permettant de lier la
vitesse de propagation de la fissure au chargement appliqué est celui de Paris [18]. L’équation
(4) relie le taux de propagation de fissure da/dN a I'amplitude du facteur d’intensité de
contrainte K.

10
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da
Frie C(AK) (4)

Ou C et m sont des coefficients caractéristiques du matériau. Si ces parameétres sont constants, le
chemin de fissuration ne dépend pas de la microstructure. Toutefois, il existe un seuil AKy, au-
dessous duquel la fissure longue ne se propage pas (Figure 1-4).

A

da/dN
[m/cycle]

AK (MPam'?)

AKth Kic
Figure 1-4 : Représentation schématique d’une courbe ;—z = f(AK)

Comportement mécanique cyclique des alliages Fe-Si: influence des
parametres

Les influences de la vitesse de déformation, de la température ainsi que de la concentration en
silicium sur le comportement quasi-statique, le comportement cyclique et la tenue en fatigue des
alliages Fe-Si ont été étudiées dans la littérature. On présente ici une synthése des principaux
résultats obtenus dans ces études.

1. Influence de la vitesse de déformation

Dans leurs travaux, Magnin et al. [19] ont étudié 'influence de la vitesse de déformation sur
I'amorcage des fissures en fatigue oligocyclique dans divers métaux de structure cubique centrée
parmi lesquels figure un polycristal de Fe-3%Si de taille de grain d’environ 60 um apreés recuit.
L’alliage Fe-3%Si a été testé sous un chargement cyclique de traction-compression symétrique a
déformation imposée en utilisant différentes vitesses de déformation. Les auteurs montrent
qu’'une augmentation de la vitesse de déformation engendre un changement important dans le
mode d’amorcage des fissures de fatigue. Ce dernier passe de transgranulaire pour les faibles
vitesses de déformation (€ < 2,5x10-6s-1) a inter-granulaire pour les vitesses les plus élevées (& >
2,5x10-* s-1), en passant par le mode mixte pour les vitesses de déformation intermédiaires
(comprises entre 2,5x10-6s-1 et 2,5x10-4s-1).

Les auteurs se basent, dans leur explication, sur la contrainte d’écoulement a saturation qu’ils
décomposent on se basant sur les travaux de Seeger [20]. La contrainte est décomposée selon

11
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I’équation (5) en une composante interne o; relative aux effets d’ancrage des dislocations et de
frottement local dans le réseau cristallin et une composante effective o* qui dépend de la
température. Cette composante est principalement liée a la multiplication et I'annihilation des
dislocations.

o =0"+0; (5

Comme le montre la Figure I-5, pour les faibles vitesses de déformation, la composante interne
de la contrainte domine. Les mécanismes d’endommagement dus a o; sont donc a 'origine des
fissures transgranulaires observées sur les polycristaux de Fe-3%Si. Ces mécanismes sont
principalement liés a la formation de bandes de glissement et des intrusions dans les grains. En
se placant dans la gamme des vitesses intermédiaires, le mode mixte est observé. Dans ce cas, les
deux types de fissures sont présents. Ceci est dii au fait que les deux composantes de la
contrainte (o* et oi) ont des valeurs semblables. En revanche, pour les vitesses de déformation
élevées, la composante effective est dominante. Le mécanisme d’endommagement relatif a o*,
qui provoque l'apparition de fissures intergranulaires, est principalement relié au mouvement
thermiquement activé des dislocations vis. Comme le montre la Figure 1-6, les fissures
intergranulaires sont une conséquence des incompatibilités de déformation induites par le
caractére fortement hétérogene du processus de déformation plastique. En effet, les fortes
déformations plastiques au voisinage des joints de grains et les concentrations de contraintes
locales favorisent I'amorgage de fissures sur le bord des grains.

G'$ N/mm2
300
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S A
m’/l<

}\P\{a

MIXED ' INTERGRANULAR
INITIATION

INITIATION

:e.1o3 2.'165 2;01 2.163 2.'162 N
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Figure I-5 : Composantes de la contrainte d’écoulement et mode d’amorgage des fissures en fonction de la
vitesse de déformation totale pour le Fe3%Si [19]

Les auteurs mentionnent que cette corrélation entre la vitesse de déformation, les composantes
de la contrainte d’écoulement a saturation et le mode d’amorgage des fissures est valable
uniquement pour les matériaux ductiles qui ne contiennent pas d'impuretés. Aussi, ils relevent
que les résultats obtenus dépendent fortement de certains parametres métallurgiques. En effet,
la concentration élevée d’atomes de soluté, comme le carbone et I'azote par exemple, peut

12
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fragiliser les joints des grains ce qui favorise I'amorgage des fissures intergranulaires. Un autre
effet des éléments en solution solide est lié a la mobilité relative des dislocations vis et coins qui
peut influencer la dépendance du type d’amorcage des fissures vis-a-vis de la vitesse de
déformation. Enfin, un autre facteur susceptible d’influencer le mode d’amorgage des fissures est
la taille des grains. Plus précisément, une augmentation de la taille des grains engendre un
abaissement de la contrainte interne, la contrainte effective étant inchangée. Une taille de grains
importante favorise donc un mode d’amorcage intergranulaire.

Figure I-6 : Différentes formes de fissures observées au MEB pour Ag;/2=6x10-3, (a) &= 2x10-3s"! (inter-
granulaire), (b et c) & = 2x10-¢s-1 (transgranulaire) [19]

2. Influence de la concentration en silicium

L’ajout de silicium au fer modifie certaines propriétés des alliages Fe-Si. Selon l'utilisation de
I'alliage Fe-Si, cette modification peut étre bénéfique ou bien néfaste. Les points positifs sont
visibles a travers le changement des propriétés électriques. En effet, 'ajout de silicium diminue
la résistivité électrique et donc minimise I'intensité des courants de Foucault. En revanche, les
points négatifs sont liés a la modification des propriétés magnétiques. En effet, 'ajout de silicium
diminue la constante d’anisotropie magnétocristalline ainsi que I'aimantation a saturation [21].
Les propriétés mécaniques sont aussi affectées par I'ajout de silicium. Ce dernier a tendance a
attirer les impuretés et a former ainsi de gros précipités. La dureté et la ductilité de I'alliage sont
donc dépendantes de la concentration en silicium. Ce dernier améliore les propriétés de ductilité
a condition que la concentration ne dépasse pas 3%. Si la teneur en Silicium dépasse 4%, I'alliage
est fragile et sa mise en forme a froid devient donc difficile [21]. Lors de I'élaboration du
matériau, des additifs peuvent éventuellement s’ajouter au silicium d’'une maniere volontaire ou
involontaire. Certains améliorent les propriétés mécaniques de l'alliage (I'aluminium, le
manganese...) et d’autres les dégradent (le carbone, I'oxygene, I'azote...) [21].

Afin de mettre en évidence I'influence de la concentration en silicium et de la température sur le
comportement cyclique des alliages Fe-Si, Sestak et al. [22] ont réalisé des essais cycliques sur
du fer pur et sur des alliages de fer avec différentes concentrations en silicium. Leurs essais ont
été réalisés sur des alliages a grains orientés en utilisant un chargement cyclique a déformation
totale imposée (Re=—1) a deux températures différentes (22°C et 251°C). Les résultats obtenus
montrent que le comportement cyclique de ces alliages a température ambiante est comparable
a celui des métaux de structure cubique a faces centrées en termes de localisation de la
déformation au niveau des bandes de glissement persistantes ainsi que du développement et de
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I'arrangement des dislocations. Cette similarité peut étre expliquée par le fait que pour les
basses températures, la mobilité des dislocations vis est plus faible pour le Fe-Si que pour le fer
pur. Pour cette raison, une contrainte plus importante est nécessaire pour l'activation du
mouvement des dislocations coins sur les systémes de glissement secondaire au début de la
déformation. Ceci explique partiellement I'effet durcissant du silicium sur le comportement
cyclique de ces alliages. Les observations microscopiques réalisées par Sestak et al. [22] ont
montré que ces dislocations s’arrangent sous la forme d'un réseau constitué de veines dont la
taille diminue lorsque la concentration en silicium augmente. Par ailleurs, pour le Fe allié a
1,8%Si et le Fe allié a 3%Si, des microfissures ont été observées dans les bandes de glissement
persistantes.

La Figure I-7 permet de mettre en évidence l'effet durcissant du silicium. On observe en effet,
quelle que soit la température, qu’'une augmentation de la concentration provoque une

by

augmentation de la contrainte a saturation observée lors d’essais cycliques contr6lés en
déformation. Dans le cadre de ce travail, un seul alliage Fe-Si (M330-35A) est considéré. Le role
du silicium ne sera donc pas étudié. Il est cependant instructif de comprendre le réle du silicium
sur le comportement cyclique d’alliages Fe-Si voisins de celui que nous étudions.
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Figure 1-7 : Courbes contrainte a saturation en fonction de I'étendue de la déformation cyclique relatives
aux différents alliages Fe-Si testés pour deux températures [22]

3. Influence de la température

Plusieurs études se sont intéressées a I'effet de la température sur le comportement statique et
cyclique des alliages Fe-Si. Les résultats obtenus dans ces études montrent la sensibilité du
comportement a la température. On présente ici les principaux résultats relatifs a 'effet de la
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température sur le comportement mécanique des alliages Fe-Si pour des concentrations en Si
semblables a celles de I'alliage qui fait 'objet de cette étude.

La sensibilité du comportement des alliages Fe-Si a la température a été étudiée par Novak et al.
[23] a partir d’essais mécaniques réalisés sur des monocristaux de fer pur et d’alliages Fe-0.5%Si
et Fe-0.9%Si. Ils ont ainsi pu déterminer I'évolution de la contrainte de cisaillement critique (7,)
en fonction de la concentration en silicium et de la température. Les résultats (Figure 1-8) qui
montrent I'évolution de la contrainte de cisaillement en fonction de la déformation de
cisaillement, ont été calculés a partir d’essais de traction réalisés sur des monocristaux a une
vitesse de déformation & = 5,5x107> s~1. Pour ces calculs, les auteurs ont pris I’hypothése d’un
glissement homogéne qui se produit selon la direction [111] choisie comme premiere direction
de glissement lors des essais de traction.

Les résultats montrent que pour une température comprise entre 22°C et 130°C, la cission
résolue critique (7y) augmente avec 'augmentation de la concentration en silicium. On retrouve
ainsi l'effet durcissant du silicium mentionné au paragraphe précédent. Toutefois, pour les
basses températures (—-160°C et —72°C), la dépendance de la contrainte de cisaillement critique
vis-a-vis de la concentration en silicium est largement atténuée. L'effet adoucissant de la
température est aussi visible sur les courbes de la Figure 1-8 pour lesquelles une augmentation
de la température engendre une diminution de la contrainte de cisaillement. Les résultats de
Novak et al. [23] sont donc en accord avec les conclusions de Sestak et al. [22] qui constatent
I'effet adoucissant de la température sur la contrainte a saturation.
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Figure I-8: Courbes contrainte de cisaillement sur le plan (111) en fonction de la déformation en
cisaillement pour des monocristaux de a) Fe, b) Fe 0,5%S5i, c) Fe 0,9%Si a différentes températures [23]

Les vieillissements statique et dynamique

Les travaux cités dans le paragraphe précédent relatifs aux alliages Fe-Si révelent I'existence d'un
phénomeéne de vieillissement, statique ou dynamique, dans les alliages Fe-Si. Dans ce
paragraphe, une présentation des origines physiques de ce phénomeéne ainsi que son influence
sur le comportement mécanique et cyclique est réalisée.

Depuis les premiéres observations d’instabilités plastiques, plusieurs études ont été menées sur
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le vieillissement par la déformation des matériaux métalliques. Le but était de comprendre les
origines physiques ainsi que les conséquences de ce phénomene sur les propriétés mécaniques
des métaux. Deux types de vieillissement peuvent étre distingués : statique et dynamique [24]
[25].

1. Définitions et origines physiques
1.1. Le vieillissement statique

C’est un phénomene qui conduit au changement des propriétés d'un matériau au cours du
temps. Il se manifeste lors d'un essai de traction monotone par l'apparition de bandes de
déformation localisées appelées bandes de Piobert Liiders. Ces bandes sont a l'origine de
I'apparition d'un palier de déformation a contrainte quasi-constante sur la courbe de traction
appelé aussi crochet de traction. Ce dernier présente un pic, qui représente la limite d’élasticité
dite haute, suivi d'un plateau juste avant I'’écoulement plastique (Figure 1-9). Ce palier reflete le
passage d'une bande de déformation de Liiders dans la section la plus sollicitée de I'éprouvette.
Il est caractérisé par des décrochements successifs. Ce phénoméne est généralement observé a
température ambiante sur les aciers doux [24] [25].
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Figure I-9 : Courbe de traction présentant I'effet du vieillissement statique

L’explication physique proposée par Baird en 1963 pour les aciers doux repose sur la diffusion
du carbone et de l'azote vers les dislocations, ce qui provoque leur ancrage. La déformation
plastique nécessite alors une augmentation de la contrainte jusqu'a une valeur qui permet de
désancrer ces dislocations. A partir de ce point, I'écoulement plastique se localise dans une
bande dite de Liiders qui traverse la section de 1'éprouvette et provoque le désancrage de toutes
les dislocations situées sur le passage de la bande. D'autre part, I'amplitude du pic relatif a la
limite d'élasticité supérieure est liée principalement a l'intensité de 1'ancrage car la contrainte
d'ancrage est proportionnelle au vieillissement du matériau.

Plusieurs auteurs ont montré que les parametres qui influencent la forme des crochets de
traction sont liés aux mécanismes de vieillissement a 1'origine des instabilités. Les principaux
parametres sont : la composition chimique de l'alliage qui influe sur les concentrations des
solutés (carbone, azote...), I'écrouissage qu'a subi le matériau et son effet sur la densité initiale
de dislocations, la rigidité de 'ensemble machine d’essai- éprouvette...

Un autre facteur en relation indirecte avec l'apparition des paliers de Liiders est la taille de
grains du matériau qui influence I'écrouissage. Ceci peut se répercuter sur les mécanismes de
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vieillissement et par conséquent sur le palier de Liiders. Les conditions d'essai peuvent aussi
étre al'origine d'une différence de forme du crochet. En effet, une grande différence est observée
entre un essai a déplacement imposé et un essai a force imposée. Si on impose la force, il n'y a
pas le décrochement sur la courbe [24] [25].

1.2. Le vieillissement dynamique

C’'est un phénoméne qui se manifeste pendant la phase de déformation plastique. Il est
accompagné dans certains cas par des instabilités sur la courbe de traction (dans la zone
plastique). Ce phénomene, appelé aussi effet Portevin Le Chatelier (PLC), est fréquemment
observé sur les aciers doux (Fe-C), les aciers austénitiques, les alliages d’aluminium, certains
alliages de nickel, les alliages de cuivre et méme sur les alliages de titane [24] [25].

Le vieillissement dynamique est caractérisé par des décrochements successifs dans le domaine
de déformation plastique représentés par la Figure I-10. Ces derniers sont dus principalement a
'apparition et la disparition de bandes de déformation localisées. Le vieillissement dynamique
est visible sur les courbes de traction monotone quasi-statique dans le cas des aciers ferritiques
pour une gamme de température comprise entre 80°C et 250°C. Selon certains auteurs, le
phénomeéne de Portevin Le Chatelier n’est visible qu’a partir d’'une déformation critique. Il est
aussi possible d’avoir les deux types de vieillissement sur la méme courbe [24] [25].
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Figure I-10 : Courbe de traction présentant I'effet du vieillissement dynamique

Les bandes de Portevin Le Chatelier apparaissent lorsque les atomes de soluté diffusent pendant
la déformation plastique pour provoquer I'ancrage des dislocations mobiles. La propagation de
ces bandes est généralement brusque et irréguliére. Elles traversent toute I'éprouvette d’'une
facon aléatoire a une vitesse nettement supérieure a celle relative aux bandes de Liiders. Les
perturbations sur les courbes dues a ce phénomeéne sont expliquées par le fait que la vitesse de
diffusion des atomes de soluté et la vitesse de déplacement des dislocations ont des valeurs treés
proches, ce qui est a I'origine des « ancrages-désancrages » successifs entre les solutés et les
dislocations.

Les mémes parameétres que ceux relatifs aux bandes de Liiders peuvent influencer la forme des
instabilités observées sur les courbes de traction. Dans la littérature, trois types de
décrochements en forme de « dents de scie » ont été répertoriés (Figure I-11). Chaque type
reflete une cinétique différente de propagation de ces bandes. Le type A est caractérisé par
I'augmentation soudaine suivie d’'une chute brusque de la contrainte qui remonte ensuite a une
valeur moyenne. Cette derniére augmente légerement au cours de I'essai. Ces décrochements
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apparaissent a partir d'une valeur de déformation donnée. Ils possedent une amplitude
relativement faible et ne sont pas trés fréquents par rapport aux autres types. La bande apparait
sur un bord et parcourt toute I'éprouvette. Ainsi, I'augmentation de la charge lors de I'essai
engendre l'apparition d'une nouvelle bande et ainsi de suite. Ce type d’instabilité est
généralement visible pour les basses températures ou bien pour les hautes vitesses de
déformation [24] [25].

Type A

Type B

Type C

Figure I-11 : Différents types de décrochement de Portevin Le Chatelier [26]

Les décrochements de type B peuvent suivre ceux de type A pendant le méme essai en
augmentant la déformation. Leur forme est semblable aux dents de scie. Leurs fréquence et
amplitude sont relativement élevées par rapport au type A. Il est possible de voir plusieurs
bandes qui se propagent -par saccades- simultanément en reliant les deux bords de I'éprouvette.
Ces décrochements sont généralement visibles pour les températures élevées ou pour des
vitesses de déformation faibles.

Contrairement aux deux autres types, les décrochements de type C possedent une forme
différente. En effet, la contrainte chute brusquement et réaugmente progressivement pour
atteindre la valeur moyenne. L’amplitude est plus importante que celle pour le type B. Ces
décrochements sont assez fréquents mais ils peuvent apparaitre de facon aléatoire en tout point
du corps de I'éprouvette et sont donc visibles sur la courbe de traction. Pour ce type de
décrochement, il n’y a pas propagation d'une bande localisée. Ce mode est observé pour les
hautes températures et les faibles vitesses de déformation [24] [25].

Ranc et al. [27] ont montré sur un alliage aluminium cuivre que les bandes évoluent du type C au
type B puis A en augmentant la vitesse de déformation. Aux températures élevées, les
dislocations se déplacent avec les solutés, la courbe de traction posséde donc une forme lisse vu
qu’il n’y a pas de chute de contrainte. Le phénomene de PLC n’apparait pour les vitesses élevées
que pour les hautes températures.

2. Conséquences sur les propriétés mécaniques

Qu'il soit statique ou dynamique, le vieillissement est dii a I'interaction entre les dislocations
mobiles et les atomes en solution solide. Cette interaction est présente méme avec un faible
pourcentage d’atomes de soluté (quelques ppms suffisent). En effet, ces atomes sont a 'origine
de I'ancrage des dislocations mobiles. Ce mécanisme présente donc une dépendance au temps et
a la température puisque la diffusion des atomes de soluté est régie par les lois classiques de la
diffusion (type Arrhenius) [24] [25].
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Le vieillissement statique a comme effet le décalage de la transition fragile-ductile vers le
domaine des hautes températures. En revanche, le vieillissement dynamique, observé en
augmentant la température, influence considérablement les propriétés mécaniques mesurées
lors de l'essai de traction. Ces changements sont principalement une augmentation des
caractéristiques mécaniques du matériau (Re, Rpo,2, Rm), une diminution de la ductilité (A%) et du
coefficient de striction (Z%).

V. Effet du procédé de découpe sur la tenue en fatigue de pieces
poinconnées

Le procédé de découpe par poingonnage des tdles est largement utilisé dans I'industrie a cause
des cadences de production élevées qu'il offre ainsi que du faible cofit des piéces produites. I
permet d’avoir une piéce finie en une ou plusieurs opérations consécutives. Puisque la tole objet
de cette étude a été découpée par poingonnage, on s'intéressera par la suite particulierement a
ce procédé et son impact sur la tenue en fatigue. Ce procédé est basé sur le cisaillement d'une
tole en utilisant un outil de poingconnage composé d’'une matrice, un poin¢on et un serre flan. Les
procédés de découpe des toles engendrent en général une morphologie spécifique sur le bord
découpé. Différentes zones sont ainsi couramment observées sur un bord poinconné. Le premier
exemple est relatif a des plaques d’épaisseur relativement importante (15 mm) par rapport a
I'épaisseur de la tole étudiée. Sanchez et al. [2] montrent les différentes zones sur un trou
fabriqué par poingonnage. Des plaques en trois nuances d’aciers ont été utilisées. Les différentes
zones observées sont illustrées par la Figure [-12.

e Zone 1: Elle commence a partir de la surface supérieure de la tdle. Cette zone est
caractérisée par une surface lisse sur le bord et le cisaillement s’effectue par contact
entre le poincon et la tole.

e Zone 2: Située juste apres la zone 1. Cette zone est caractérisée par une rugosité de
surface importante due a l'arrachement de la matiére. L'endommagement le plus
important et la plasticité la plus élevée sont caractéristiques de cette zone.

e Zone 3: La surface est relativement lisse dans cette zone et le cisaillement s’effectue par
contact avec la matrice.
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Figure 1-12 : Différentes zones sur le bord poingonné pour I'acier 355N [2]

Pour les tdles d’épaisseur proche de la M330-354, les différentes zones sur le bord sont
observées dans la Figure 1-13-b. La zone bombée relative a I'entrée du poingon, la zone de
cisaillement, la zone de rupture et la bavure. La taille de ces zones différe d'un matériau a l'autre
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et d'une épaisseur a une autre mais elles sont systématiquement présentes sur un bord découpé
par poingonnage [1] [2] [28] [29] [30].
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Figure I-13 : a) principe du poingonnage, b) différentes zones observée sur un bord poinconné [1]

Les alliages Fe-Si ne sont pas une exception. Les observations microscopiques faites par Bohling
et al. [29] sur une tole d’épaisseur 0,23 mm ont montré I'existence des quatre zones sur le bord
découpé comme l'illustre la Figure 1-14.

Figure 1-14 : Différentes zones sur le bord d’une t6le Fe-Si découpée par poingonnage [29]

En plus de son effet géométrique (morphologie du bord), l'action de découpe produit des
déformations plastiques dans la tole (Figure 1-15). Bien que plusieurs recherches aient permis
de développer ce procédé en termes de qualité de pieces découpées (dimensions précises et
taille de bavure minimale), les déformations plastiques et les contraintes résiduelles induites -
surtout sur le bord de découpe- restent inévitables. Ces déformations engendrent une
dégradation des propriétés magnétiques et des propriétés mécaniques des produits découpées,
notamment de leur tenue en fatigue [1] [2] [31].

20



Chapitre I : Analyse bibliographique

Figure I-15 : Bord de découpe d'une tble de Fe-3%Si poingonnée [31]

1. Découpe des toles ferromagnétiques

Pour limiter les conséquences du procédé de poinconnage, les fabricants de toles
ferromagnétiques proposent deux types de tbles : « semi-process » et « fully-process ». Pour le
type «semi-process », les pieces doivent subir un traitement thermique de recuit aprés
poingonnage, qui a pour but de redonner au matériau ses propriétés magnétiques initiales. Il
permet aussi de minimiser l'effet de découpe sur le comportement mécanique du matériau en
relaxant les contraintes résiduelles et en atténuant I'écrouissage induit par le poingonnage. Le
colit de fabrication des piéces en tole « semi-process » est toutefois relativement élevé a cause
du traitement thermique. Ce cofit peut étre réduit en utilisant les toles de type « fully-process »
qui ne nécessitent pas de traitement thermique aprés poin¢onnage. L'effet du procédé de
découpe sur les propriétés mécaniques et magnétiques du matériau est alors important pour les
piéces poingonnées a partir de toles « fully process ».

2. Influence du procédé de découpe sur la tenue en fatigue : comparaison entre
différentes techniques de découpe

Afin de mettre en évidence l'influence du procédé de poingonnage des pieces mécaniques sur
leur résistance en fatigue, Sanchez et al. [2] ont fait des essais de fatigue sur des échantillons en
tole d’acier d’épaisseur 15 mm dans lesquelles un trou de diametre 15 mm a été réalisés. Ces
trous ont été réalisés en utilisant deux procédés différents : le poingonnage et le percage, le but
de l'étude étant de faire une comparaison en terme de résistance en fatigue entre les
échantillons ayant un trou poinconné et ceux ayant un trou percé. Trois types d’acier ont été
utilisés dans cette étude : un acier ferrito-perlitique (355N) et deux aciers bainitiques (460Q et
690Q). Afin de déterminer I'étendue de la zone endommagée (ou affectée par le procédé) de la
piece apres la réalisation du trou, des mesures de micro-dureté ont été effectuées au voisinage
du bord de découpe. Pour les pieces poinconnées, les résultats ont montré une augmentation de
la dureté qui passe de 210 HV pour le matériau initial a 320 HV au voisinage du bord du trou
(Figure 1-19). L’étendue de la zone écrouie est estimée a 2 mm en partant du bord. Les auteurs
affirment que cette distance est presque constante pour tous les échantillons testés. Dans ces
travaux, les auteurs se sont basés sur la dureté pour déterminer la zone « endommagée » par
poingonnage. Il est a noter que la dureté n’est pas un indicateur de 'endommagement. Seule, elle
ne permet pas de déterminer 'étendue de cette zone. En effet, si le matériau est déformé
plastiquement, la densité de dislocations augmente, par conséquent la dureté du matériau
augmente dans la zone déformée plastiquement. En revanche, 'endommagement correspond a
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la rupture des liaisons atomiques dans le réseau cristallin. Il est donc nécessaire d’'utiliser des
techniques expérimentales alternatives (microscopie optique, microscopie électronique,
tomographie X) pour déterminer I'étendue de la zone endommagée suite a l'opération de
poinconnage.

En faisant une comparaison avec le poinconnage, les auteurs montrent que dans le cas du
percage, la valeur de la dureté est presque la méme au voisinage du trou percé qu’au milieu de la
piece. L’écrouissage associé au percage est donc faible. Aussi, les différentes zones sur le bord
décrites dans le cas du poingonnage n’existent pas.

Les essais de fatigue réalisés sur les trois nuances d’acier dans le domaine des grandes durées de
vie ont montré que les échantillons obtenus par percage possedent une durée de vie deux fois
plus élevée que ceux obtenus par poinconnage. Cette différence, illustrée par la Figure 1-16, est
associée principalement a I'endommagement local causé par le procédé de poingonnage.
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Figure I-16 : Courbe S-N des tdles percées ou poingonnées en acier 355N (R=0,1 ; f=15Hz) [2]

Dans le but d’étudier la corrélation entre les déformations locales et la résistance en fatigue, des
observations MEB ont été réalisées sur chacune des éprouvettes. Ces dernieres ont permis de
localiser avec précision la zone d’amorcage des fissures de fatigue. Ainsi, il est possible de faire le
lien entre les déformations induites par le procédé de poingonnage et la localisation de
I'amorcage des fissures de fatigue sur le bord de découpe. Dans le cas de I'acier ferrito-perlitique
(355N), les observations (Figure I-17) ont montré que 'amorcage des fissures a lieu dans la
zone de transition qui se trouve entre la zone 1 (lisse) et la zone 2 (rugueuse). Ce résultat est
presque identique pour tous les échantillons poingonnés observés. Cette zone de transition est
caractérisée par une forte distorsion de la microstructure et une dureté maximale. Apres
amorcage, la fissure se propage dans toutes les directions. Dans le cas du percage, il est difficile
de localiser l'emplacement de l'amorcage. Les observations concernant l'amorcage et la
propagation des fissures pour les deux types d’éprouvettes ont montré I'effet remarquable du
poingonnage sur la réduction de la durée de vie en fatigue des piéces ainsi produites.
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Figure I-17 : Amorcage d’une fissure de fatigue dans une tole poingonnée en acier 355N [2]

Pour s’assurer que I'endommagement sur le bord est le seul responsable de la faible résistance
en fatigue des piéces poingonnées, un traitement de grenaillage a été réalisé sur la surface
intérieure des trous poingonnés dans I'acier 355N. Ce traitement induit un état de contrainte de
compression de l'ordre de —400 MPa sur une profondeur comprise entre 0 pum et 200 pum. Les
résultats des essais de fatigue obtenus ont montré que la durée de vie est alors nettement
améliorée, méme par rapport aux éprouvettes percées. Ceci montre aussi le réle majeur des
contraintes résiduelles sur 'amorcage et la propagation des fissures de fatigue.

Dans ce méme contexte, a savoir I'étude de I'influence du procédé sur la tenue en fatigue, Lara et
al. [1] ont réalisé des essais de fatigue sur trois nuances d’acier. Les éprouvettes ont été
découpées en utilisant les cinq conditions suivantes : laser, poingonnage avec un jeu de 6%,
poinconnage avec un jeu de 10%, bords polis et bords rectifiés aprés poingonnage. Les auteurs
ont montré que les éprouvettes poingconnées présentent les propriétés en fatigue les plus faibles
(Figure 1-18). Des investigations ont été faites afin d’'identifier les origines de cette baisse de la
résistance en fatigue. Les auteurs ont ainsi observé au MEB les facies des éprouvettes rompues
en fatigue. Ils ont constaté que les fissures de fatigue s’amorcent sur des défauts générés par le
procédé sur le bord découpé. Dans le cas de I'acier 22MnB5, les défauts générés sur le bord par
le procédé (poingonnage ou laser) sont des sites privilégiés pour 'amorcage des fissures de
fatigue. Dans le cas des éprouvettes a bord poli et/ou rectifié, un changement de mécanisme est
observé. En effet, 'amorcage se produit dans la plupart des cas sur des inclusions présentes dans
le matériau et non pas sur le bord. Ce sont donc les défauts géométriques superficiels qui
permettent d’expliquer la diminution de la résistance en fatigue des éprouvettes découpées (par
poingonnage ou par laser) par rapport a celles qui ont un bord poli ou rectifié.
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3. Caractérisation de la zone affectée par le poingconnage : Ecrouissage

Lors de I'opération de découpe, le matériau entre le poincon et la matrice subit des déformations
plastiques trés importantes avant sa rupture. Les sollicitations appliquées dépendent de
I'épaisseur de la tole et du jeu entre le poincon et la matrice. L’étendue de la zone affectée par
I'opération de découpage dépend donc a la fois du comportement du matériau et des parametres
de découpe. Pour déterminer la profondeur de la zone écrouie, des mesures de micro-dureté
sont généralement réalisées. Plusieurs auteurs ont ainsi utilisé cette technique sur des aciers.
Sanchez et al. [2] ont réalisé des mesures de micro-dureté en partant du bord poinconné d’une
plaque d’acier 355N d’une épaisseur de 15 mm. Les profils présentés dans la Figure 1-19
montrent une augmentation de la valeur de la micro-dureté qui passe de 210 HV a 320 HV en se
rapprochant du bord. L’étendue de la zone affectée par le poingonnage est de I'ordre de 1 mm a
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Figure I-19 : Profil de micro-dureté proche du bord poingonné pour une plaque en acier 355N [2]
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La méme technique a été aussi appliquée sur une tdle en alliage Fe-Si d’épaisseur 0,5 mm par
Ossart et al. [30]. Les résultats obtenus (Figure I-20) montrent une augmentation importante de
la dureté au voisinage des bords poingonnés. Les auteurs ont également développé un modele
simplifié qui permet de donner la déformation plastique équivalente dans la t6le. Les résultats
montrent une augmentation importante de la déformation plastique en se rapprochant du bord.
La zone affectée mécaniquement par le poingonnage est inférieure a 0,5 mm dans le cas de cette

tole.
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Figure I-20 : Micro-dureté et déformation plastique équivalente en fonction de la distance au bord de
découpe pour une tole en Fe-Si d’épaisseur 0,5 mm [30]

La profondeur de la zone écrouie suite a I'opération de poinconnage varie en fonction du
matériau, de I'épaisseur de la piece et du jeu poincon/matrice utilisé pour le poingonnage. Cette
profondeur reste toutefois faible puisque la déformation plastique engendrée par 'opération de
poingonnage est localisée sur les bords.

D’autre part, Bohling et al. [29] ont montré a I'aide d’analyses EBSD sur le bord découpé que le
bord poinconné est le plus distordu et que la densité de dislocations est la plus importante par
rapport aux autres techniques de découpe

Le procédé de poingonnage n’affecte pas que les propriétés mécaniques mais également les
propriétés magnétiques. En effet, 1'écrouissage et les contraintes résiduelles induites localement
sur le bord par la découpe sont a l'origine d’'une dégradation des propriétés magnétiques du
matériau. Maurel et al. [4] ont développé un modele simplifié qui permet d’étudier I'effet de la
plasticité et des contraintes résiduelles sur les performances magnétiques du matériau. Une
dégradation importante sur 'induction magnétique du matériau a été observée. Il a été montré
également que les effets de 1'écrouissage et des contraintes résiduelles sont comparables vis-a-
vis des propriétés magnétiques.

4. Effet des contraintes résiduelles induites par les procédés
4.1. Contraintes résiduelles induites par les procédés d’usinage

Dans la littérature, plusieurs auteurs se sont intéressés a I'effet des contraintes résiduelles sur la
durée de vie en fatigue des piéces [32] [33]. Etant donné que I'état de contrainte résiduelle est
multiaxial, la composante dans la direction de sollicitation a une importance majeure par
rapport aux autres composantes. En effet, dans les cas des chargements a contrainte moyenne
positive, il apparait que les contraintes résiduelles de compression améliorent la résistance en
fatigue puisqu’elles permettent de fermer les microfissures ce qui retarde leur propagation une
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fois qu’elles se sont amorcées [34], tandis que les contraintes résiduelles de traction favorisent
la propagation de la fissure, leur impact est donc négatif sur la résistance en fatigue.

Les contraintes résiduelles sont généralement induites par le procédé d’obtention de la piéce.
Elles sont souvent associées a d’autres phénomenes comme I'écrouissage et la rugosité de la
surface, il est donc difficile de dissocier les influences respectives des différentes
caractéristiques de l'intégrité de surface. Néanmoins, Javidi & al [32] ont pu mettre en évidence
le réle majeur des contraintes résiduelles sur la résistance en fatigue. Les auteurs ont réalisé, par
usinage, trois états de surface avec des rugosités et des contraintes résiduelles différentes
(Tableau I-1). Ils ont ensuite réalisé des essais de fatigue sur ces trois configurations dans le but
d’obtenir des courbes de Wohler. La meilleure tenue en fatigue est obtenue pour la configuration
C3 ou la rugosité de surface et les contraintes résiduelles de compression sont les plus élevées
(Figure 1-21). Ces résultats montrent que, dans la plage de rugosité considérée, les contraintes
résiduelles ont une influence plus importante que la rugosité de la surface. Toutefois, les auteurs
ont réalisé ces analyses en utilisant la méthode du trou incrémental sur une seule éprouvette par
configuration, par conséquent, aucune information sur les dispersions entre les différentes
éprouvettes n’est donnée. Aussi, la méthode du percage incrémental utilisée pour déterminer les
contraintes a une faible résolution spatiale, les valeurs de contrainte résiduelle obtenues
correspondent donc a des valeurs moyennes sur plusieurs dizaines de micromeétres de
profondeur.

Configuration Rugosité Rm.x[um] o¢s axiale [MPa] oy¢s circonférentielle [MPa]

cl 10 -70 -25
c2 17 -220 -95
c3 28 -280 -145

Tableau I-1 : Différentes grandeurs caractéristiques de 1'état de surface des éprouvettes testées en fatigue
ala Figure I-21 [32]
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Figure I-21 : Courbes S-N obtenues par Javidi et al. [32] pour les différentes configurations présenté dans
le Tableau I-1 [32]
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Dans ce méme contexte, Palin-Luc et al. [35] , Coupard et al. [36] et Smith et al. [33] ont montré
qu’il ne faut pas se référer uniquement a la valeur de contrainte résiduelle en surface pour
déterminer l'influence des contraintes résiduelles sur la tenue en fatigue. Ils ont montré que le
profil de contrainte et notamment les valeurs en profondeur ont plus d’influence sur la
résistance en fatigue. Les auteurs ont réalisé des essais de fatigue sur deux lots d’acier
AISI 52100 avec des valeurs de rugosité et de contraintes résiduelles en surface proches, mais
des profils de contraintes résiduelles différents (Figure 1-22). L’état de surface en terme de
rugosité ainsi que le nombre de cycles jusqu’a rupture sur l'acier étudié sont donnés par le
Tableau I-2. Le chargement en fatigue a été effectué avec un rapport de charge positif (Rs=0,1) et
une contrainte maximale 0max=1300MPa.

Surface Ra [um] R;[pum] Nr
Tournage Dur + Toilage 0.1 0.82 323897
Meulage + Toilage 0,13 1.24 19427

Tableau I-2 : Etat de surface (rugosité) et nombre de cycles a rupture pour l'acier étudié par Smith et al.
[33] dont les contraintes résiduelles sont illustrées dans la Figure [-22
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Figure [-22 : Profils de contraintes résiduelles obtenues par Smith et al. [33] pour les configurations
présentées Tableau [-2 d’apres [37]

Les résultats obtenus par Smith et al. [33] (en termes de nombre de cycles jusqu’a rupture)
montrent une influence significative des contraintes résiduelles sur la tenue en fatigue. Le lot qui
possede la zone de compression la plus profonde possede une meilleure résistance en fatigue.

4.2. Contraintes résiduelles induites par le procédé de découpe

L’effet des contraintes résiduelles induites par le procédé de découpe sur le comportement
mécanique, le comportement magnétique ainsi que la tenue en fatigue des toles
ferromagnétiques minces n’est pas toujours pris en compte lors du dimensionnement des
structures. Tres peu de références dans la littérature se sont intéressées a cet effet malgré son
importance a priori. Ce paragraphe présente les résultats d’analyses de contraintes résiduelles
réalisées sur des éprouvettes obtenues par différentes techniques de découpe, ainsi que les
difficultés rencontrées lors des analyses de contraintes résiduelles induites par poingonnage sur
des toles ferromagnétiques trés minces.
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Des analyses de contraintes résiduelles sur des éprouvettes poinconnées ont été réalisées par
Achouri et al. [28]. L’acier étudié est une tdle d’acier HSLA S500MC de 4 mm d’épaisseur. Les
auteurs ont montré qu'’il existe d'importantes contraintes résiduelles de traction localement sur
le bord poingonné

La détermination des contraintes résiduelles sur des toles d’épaisseur inférieure au demi-
millimétre pose certaines difficultés expérimentales. Bohling et al. [29] ont réalisé ces analyses
sur des échantillons découpés en utilisant trois techniques différentes : la découpe jet d’eau, la
découpe laser et le poinconnage. L’étude consistait a mettre en évidence l'influence de la
technique de découpe sur la distribution des contraintes résiduelles sur le bord d’une tole en Fe-
3%Si d’épaisseur 0,23 mm. Etant donné cette faible épaisseur, il n’était pas possible de faire les
analyses en utilisant les techniques classiques de DRX, le nombre de grains irradiés par le
faisceau de rayons X n’étant pas suffisant pour avoir des analyses fiables des contraintes
résiduelles. Pour remédier a ce probleme, les auteurs ont utilisé la technique de diffraction
KOSSEL. Cette technique, qui fournit une estimation locale des contraintes a I'échelle des grains,
est basée sur la micro-diffraction des rayons X. Les auteurs ont réussi a obtenir des résultats sur
les échantillons découpés par laser et par jet d’eau, mais pas pour le poinconnage. En effet, la
technique utilisée est limitée dans la mesure ou il existe une quantité maximale de défauts
(dislocations en particulier) au-dela de laquelle il est impossible de repérer précisément les
lignes de diffraction. Dans le cas des bords poingonnés qui sont tres écrouis, il est ainsi
impossible de remonter aux contraintes avec ces techniques de micro-diffraction.

Les analyses ont été faites pour déterminer trois composantes (oy, gy et Txy) du tenseur de
contraintes résiduelles. Les résultats obtenus (Figure I-23) montrent des valeurs de contraintes
résiduelles de traction élevées proches du bord découpé surtout pour la composante relative a la
direction de laminage (ox) Ces valeurs diminuent en s’éloignant du bord.

compressive

compressive

Figure I-23 : Différentes composantes des contraintes résiduelles analysées par DRX sur des bords
découpés Laser a) oy, b) ay, c) Txy et par jet d'eau d) oy, €) gy, f) Txy [29]

5. Défauts géométriques induits par I'opération de poingconnage

Comme présenté dans ce chapitre, le procédé de poingonnage induit une morphologie spécifique
sur le bord découpé. Décomposé en plusieurs zones, le bord présente des rugosités différentes
dans chaque partie. La zone arrachée présente la rugosité la plus élevée. Elle est due a la rupture
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de la matiere entre le poingon et la matrice. Les défauts géométriques ainsi engendrés en surface
sont des sites d’amorcage potentiels des fissures de fatigue. Selon la géométrie du défaut, la
concentration de contraintes locales couplée avec le chargement appliqué conditionne dans
plusieurs cas 'amorcage de la fissure de fatigue. Ceci met en évidence la nécessité de prendre en
compte l'effet de ces défauts lors du dimensionnement des piéces en fatigue. La partie suivante
détaille les différentes méthodes et critéres utilisés pour le dimensionnent en fatigue, y compris
ceux qui permettent de prendre en compte l'effet des défauts sur la résistance en fatigue des
pieces en service. Ces défauts sont généralement générés par les procédés d’élaboration du
matériau et les procédés de fabrication de la piece.

Prise en compte de l'effet des défauts lors du dimensionnement en
fatigue

1. Généralités et définitions

Un critere de fatigue est un formalisme mathématique comparable a un critere de limite
d’élasticité ou de plasticité (Von Mises, Tresca...). Il permet de savoir si une piéce soumise a un
chargement cyclique donné peut résister en fatigue ou non apres un nombre de cycles N fixé. Le
seuil du critére sépare les états possibles (rupture ou non) sur une piéece (Figure 1-24) au bout
de N cycles. 1l est défini pour un matériau, une durée de vie et une probabilité de rupture
donnés. Le seuil intrinséque du matériau est déterminé suite aux analyses des résultats des
essais expérimentaux réalisés en utilisant des éprouvettes lisses avec un état de surface de
référence et un minimum d’effet du procédé d’obtention des éprouvettes. Il est important de
noter que des traitements supplémentaires (aprés la fabrication) peuvent étre appliqués aux
éprouvettes afin de minimiser voir éliminer I'effet du procédé : polissage ou rectification des
bords des éprouvettes, traitement thermique de relaxation des contraintes résiduelles...

Un critere de fatigue a grand nombre de cycles est une fonction qui relie des grandeurs issues du
chargement cyclique: contraintes oj (t) et/ou déformations e (t) (amplitudes, valeurs
moyennes, valeurs maximales...) et des limites de fatigue a un nombre de cycles fixé suivant
plusieurs modes de sollicitations simples : traction-compression (oP), flexion (fP), torsion (tP)...
en utilisant différents rapports de charge. La fonction de fatigue (6) est prise égale a I'unité
lorsque la limite de fatigue du matériau est atteinte.

F {0y (t), o®, >, T0..} < 1 (6)

Le critere de fatigue est un critére déterministe puisque le résultat est toujours binaire : rupture
ou non. En général, dans un critere de fatigue, deux variables V1 et V2 issues des sollicitations
sont considérées. Dans le plan du critére (V1, V2), le domaine de sécurité est souvent délimité
par une droite. L'identification de son équation nécessite deux limites de fatigue du matériau
sous sollicitations différentes. Ce sont généralement les limites de fatigue médianes (probabilité
de rupture = 50%).

Un critére ponctuel s’applique en tout point de la piéce. L'image de ce point dans I'espace du
critere montre s’il y a fissuration ou pas selon sa position par rapport au seuil comme l'illustre la
Figure [-24. Si I'image correspond au point P1 alors il n’y a pas de fissuration avant le nombre de
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., . s . ol L
cycles fixé et le coefficient de sécurité est donné par (s = o1 1) mais si elle correspond au

point P2, il y a un risque de défaillance avant le nombre de cycles fixé et s = % <1
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Figure 1-24 : Principe d'un critere de fatigue

2. Différentes formulations des criteres de fatigues
2.1. Formulations empiriques

Les formulations empiriques sont le fruit de I'analyse de résultats d’essais conduits sous des
chargements multiaxiaux particuliers (combinaison de chargements simples en traction, flexion,
torsion). Les criteres de cette famille sont —a priori- limités en termes d’applications car ils ne
sont applicables qu’a des conditions de chargement identiques a celles utilisées pour leur
élaboration. Le domaine de validité de ces critéres est donc réduit. Ces critéres présentent un
autre inconvénient majeur qui est la dépendance au systéme de coordonnées choisi. A titre
d’exemple, on trouve le critere de Gough et Pollard [38] [39]. Ces auteurs ont proposé ce critere
suite a un trés vaste programme d’essais en flexion-torsion combinées alternées symétriques
qu’ils ont complété par des essais a contrainte moyenne non nulle.

2.2.Formulations de type « plan critique »

Ce type de critére est basé sur des observations des mécanismes d’endommagement par fatigue.
Pendant le chargement cyclique, lorsque I'amorcage est lié a la micro-plasticité, des bandes de
glissement persistantes apparaissent pour définir le site privilégié d’amorgage des fissures de
fatigue. Ces bandes se forment dans le plan cristallographique le plus favorablement orienté
pour la plasticité (par rapport a la direction de chargement), appelé aussi plan critique.
Différentes composantes des contraintes normales et tangentielles agissant sur ce plan
permettent de traduire la sévérité du chargement cyclique appliqué. Les auteurs de ce type de
critéere concluent que le comportement en fatigue du matériau en un point d’'une structure est
gouverné par le plan matériel le plus sollicité passant par ce point. On trouve plusieurs
formulations de type plan critique. Les principaux points qui différencient ces formulations sont
les suivants :
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e Le choix du plan critique
e La grandeur de contrainte utilisée pour rendre compte de l'effet d’'une contrainte
normale au plan critique choisi

Parmi les criteres les plus utilisés basés sur cette formulation, on trouve celui de Dang Van [40]
[41]. L’auteur a pris I'hypothese que seul un systeme de glissement est actif par grain. Il postule
aussi que la fissure de fatigue ne s’amorce pas tant que les contraintes mésoscopiques dans I'état
adapté au point considéré respectent un critere de plasticité local. En plus de la cission
mésoscopique, Dang Van suppose que 'amorgage d'une fissure de fatigue a la limite d'endurance
est fortement influencé par la contrainte hydrostatique mésoscopique oy, compte tenu des
hypothéses de changement d’échelle choisi par l'auteur, qui est égale a la méme quantité
macroscopique. Il propose la relation linéaire (7) entre lI'amplitude ||7’|| du vecteur cission
nécessitant une double maximisation sur 7 et sur le temps ¢ :

maxﬁ{maxtET[”‘?(ﬁ,’t) | + apy ou(®]} < Bov (7)

ou: T'(m) est le vecteur cisaillement mésoscopique dans I'état adapté sur le plan matériel
(facette) de normale unitaire 7. oy désigne la contrainte hydrostatique mésoscopique. apy et
Bpy sont des parametres matériaux a identifier d’aprés deux limites de fatigue sur éprouvettes
lisses.

2.3.Formulations du type « globale »

Les approches « globales » appelées aussi « intégrales » prennent en compte les parametres
d’endommagement sur tous les plans matériels possibles et non pas sur un seul plan comme
dans le cas des approches de type « plan critique ». Les critéres de cette famille reposent sur une
base physique commune. Par contre, les parametres utilisés pour formuler le critére different.
On trouve des criteres qui font intervenir les invariants du tenseur des contraintes ou le
déviateur des contraintes. D’autres utilisent la moyenne quadratique d'un parametre
d’endommagement choisi.

Crossland [42] a par exemple proposé un critere faisant intervenir une combinaison linéaire de
I'amplitude de la cission octaédrale et de la contrainte hydrostatique maximale sur une période
de chargement (8). Le critére proposé a été élaboré suite a une longue campagne d’essai pendant
laquelle I'effet important de la contrainte hydrostatique sur la tenue en fatigue des métaux a été
bien mis en évidence.

Toct,a + Aer UH,max < ﬁcr (8)

ol : Toa amplitude du cisaillement octaédral, oume contrainte hydrostatique maximale a,, et

Ber parameétres matériaux.

L’amplitude de la cission octaédrale 7,.q est donnée dans le cas d'un chargement proportionnel
par la relation (9)

Tocta = 4/ A]2,a ;

avec \[AJ 4 = rr%;ilx rrgx []Za (Ag(tl' tz))” (9)
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ou fA]2 o estla plus grande valeur, obtenue par double maximisation, du deuxieme invariant du

tenseur « variation des contraintes » entre les instants t; et t,, Ad(t;,t;). Ce tenseur variation

des contraintes représente un état fictif des contraintes, il s'écrit: Aa(tq,t,) = a(t,) — a(ty)

1
traceag X1

J2 estle deuxiéme invariant du tenseur déviateur : ¢’ = g — 3

I, = % trace (g’(t) .g’(t)) (10)

La contrainte hydrostatique maximale sur un cycle est donnée par la relation (11).

1
OHmax = 5 MaXter [trace g(t)] (11

3
3. Approches permettant de prendre en compte I'effet des défauts sur la tenue en

fatigue
3.1. Approches non locales : définitions et généralités

Les formulations déja citées ne sont pas toujours adéquates pour analyser des pieces de forme
complexe contenant des entailles. On trouve généralement pour deux géométries d’entaille
différentes générant le méme Kt que les limites de fatigue sont différentes. Il apparait donc que,
méme si ponctuellement les états de contrainte et de déformation sont semblables, la tenue en
fatigue évolue lorsque la distribution des champs mécaniques est modifiée. Il y a donc un effet de
non-localité qu'’il est parfois nécessaire de prendre en compte.

Cet effet de non-localité est généralement important lorsqu'on est en présence de défauts
internes ou superficiels. L'effet de ces défauts sur la tenue en fatigue a donc été l'objet de
plusieurs études. Le parametre le plus important, selon plusieurs auteurs, est la taille du défaut
[43] [44]. Pour un matériau donné, si la taille des défauts qu’il contient est supérieure a une
taille critique, on observe que la résistance en fatigue de ce matériau diminue considérablement
par rapport au méme matériau sans défauts [44]. Différentes approches empiriques ont ainsi été
développées pour reproduire I'influence de la géométrie du défaut (taille, orientation) sur la
tenue en fatigue.

Les critéres qui seront présentés par la suite permettent de prévoir la limite de fatigue dans le
cas des matériaux a défauts. Comme la majorité des critéres de fatigue multiaxiale, ces
approches se basent aussi sur le calcul des contraintes responsables de I'amorcage des fissures
de fatigue. La particularité de ces approches est qu’elles permettent de prendre en compte I'effet
géométrique des défauts générés lors de l'élaboration du matériau ou bien par le procédé
d’obtention des piéces.

3.2. Approches empiriques

Le diagramme de Kitagawa est une representation de la limite de fatigue en fonction de la taille
du défaut (fissure). Il est tracé sur une échelle bi-logarithmique. La frontiére entre le domaine de
propagation (danger) et celui de non propagation (sécurité) est représentée par la limite de
fatigue et la droite relative au seuil de propagation déterminée par la mécanique de la rupture.
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La taille de la fissure a partir de laquelle la propagation se produit est 'abscisse de I'intersection
entre les deux droites séparant les deux domaines (danger et sécurité).
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AKn(n(at+a,))’®

-
o

no fatigue failure

STRESS RANGE, Ac (MPa)

0.1 1 10 102 108 104 10°
CRACK LENGTH, a (um)

Figure I-25 : Exemple de représentation du diagramme de Kitagawa-Takahashi [45]

El Haddad et al. [46] ont proposé de modéliser le diagramme de Kitagawa par la relation (12).
Dans cette relation reliant le seuil d‘endurance du matériau sain au seuil de propagation de
fissures longues, les auteurs ont introduit le parameétre ap pour determiner la longueur effective
de fissure.

AKth = Ao Y/ T[(a’ + ao)

(AKth)z
ag=|—+
07 \AgP
Ou: AK,, est le seuil de propagation des fissures longues, Ac” est la limite de fatigue du
matériau sain, a’ est égal a la moitié de la longueur de la fissure et a, est la longueur de fissure

(12)

fictive.

Ce modele est trés simple puisqu’il ne considére qu'une seule dimension du défaut. Dans ce
méme contexte, une approche plus développée qui permet de prendre en compte la géométrie
des défauts a été proposéee par Murakami et al. [43] qui ont étudié I'effet des défauts sur la
tenue en fatigue. A travers leurs nombreaux résultats expérimentaux, ces auteurs définissent un
parametre géométrique qui permet de rendre compte de la nocivité d‘un défaut. Ce parametre
est valable pour toutes les géométries tridimensionnelles des défauts (internes ou surfaciques).
La taille de défaut est définie comme la racine carrée de I'aire de la projection du défaut sur un

plan perpendiculaire a la contrainte principale maximale (Figure [-26) et notée Vaire.
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Direction du
chargement

Figure [-26 : Projection de I'aire du défaut sur le plan perpendiculaire a la direction du chargement [43]

Murakami et al. [43] proposent ensuite un critére empirique qui permet de définir la limite de

fatigue a partir du parametre vaire caractérisant la taille de la fissure et un parametre
intrinseéque au matériau qui est sa dureté Vickers (notée HV)(13).

_ A(HV+120) 1-R\* _
o= S x ()@= 0226 4 HY x10+ 4

Omin

Ou: A = 1,43 pour un défaut surfacique, A = 1,56 pour un défaut interne, R= le rapport de

max

charge et a représente un facteur de sensibilité a la contrainte moyenne.

Ce critere a été proposé pour des chargements de flexion rotative ou bien de traction
compression. Bien qu’il donne de bons résultats sur une large gamme de matériaux, son
extrapolation pour d’autres types de chargement nécessite des vérifications. Sa formulation
emprique ne repose sur aucune justification physique.

3.3. Approches de type distance critique

Ce type d’approche permet de prendre en compte 'effet des gradients de contraintes autour des
défauts. La limite de fatigue du matériau contenant des défauts est atteinte lorsque la contrainte
effective calculée a une distance critique (d.;,) est égale a la limite de fatigue du matériau sans
défauts. La distance critique d. est calculée en utilisant I'équation (14).

1 /AK\?
- E X (Aagl> (14

dcm

La contrainte effective est calculée en utilisant les champs de contraintes principales autour du
défaut. Plusieurs méthodes sont proposées pour calculer cette contrainte (Figure 1-27).
Peterson [47] propose une méthode ponctuelle. Elle consiste a prendre la valeur maximale de la
contrainte principale calculée en un point M situé a une distance critique du fond d’entaille (15).

de

.~ D’autres auteurs comme Neuber et al. [48]

L’auteur définit cette distance par dy =

proposent une méthode linéique pour le calcul de la contrainte effective. Ils la définissent par la
moyenne de la plus grande contrainte principale sur une distance d, du fond d’entaille (16). Les
auteurs définissent cette distance par d, = 2 x d,. Le troisiéme type de méthode est proposé
par Taylor et al. [49]. La contrainte effective est égale a 1a moyenne surfacique de la plus grande
contrainte principale sur une surface semi-circulaire centrée au fond d’entaille (17). Dans ce cas,
I'auteur considére que dy = dgpp-
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Aoers = Aagy(do) (15)
1 (%
T
4 [ [do
Ao-eff :T[_do ffo AO’I (l,g)ldl do (17)
-7
2

Figure I-27 : Définition géométrique des grandeurs utilisées lors du calcul de la contrainte effective en
utilisant les trois méthodes proposées : ponctuelle, linéique et surfacique [49].

Les approches présentées sont des approches en deux dimensions. La question qui se pose est
comment appliquer ces approches dans le cas des géométries complexes notamment les
géométries en trois dimensions.

3.4. Approches de type gradient de contraintes

Des approches plus récentes ont été formulées pour tenir compte des gradients de contraintes et
de déformations autour des défauts. Ces approches, plus physiques, nécessitent un calcul par
éléments finis autour des défauts qui permet de donner les champs de contraintes et de
déformations. Afin d’établir le critére, on ne considere alors plus un état ponctuel mais on utilise
la distribution des champs mécaniques au voisinage du défaut pour définir la limite d’endurance.

Billaudeau et al. [16] se sont basés sur le critére de Crossland [42] pour proposer une version
permettant de décrire I'influence des défauts. Les auteurs ont adjoint deux grandeurs au critere
de Crossland pour tenir compte du gradient autour du défaut. Ils ont choisi le paramétre de
Murakami vaire pour prendre en compte la taille du défaut auquel ils ont ajouté le gradient G de
la contrainte hydrostatique. Ce dernier représente la variation de la contrainte hydrostatique
Oy max €ntre le fond du défaut et le point situé sur une distance égale a une fois la taille du défaut
(Figure I-28). L’expression du gradient est donnée par la relation (18).
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Figure I-28 : Pente moyenne de la contrainte hydrostatique, sur une distance égale une fois la taille du
défaut [16]

G, = i (18)
7 Vaire
Les auteurs ont introduit I'expression du gradient dans le critére de Crossland pour obtenir le
critere donné par la relation (19).

< Ber (19)

— Gjy
O¢q,Bill = Toct,a T Acr Onmax |1 —a
OH,max

A part les deux parameétres de Crossland (a., et f.) relatifs au matériau sain, le critére
considere l'influence de la présence d’'un gradient par I'intermédiaire d'un troisiéme parametre
a. L'identification de ces parametres nécessite la connaissance de deux limites de fatigue pour le
matériau sain déterminées pour deux chargements différents. Le troisieme parametre nécessite
une limite de fatigue sur le matériau avec un défaut.

Une formulation plus récente de ce critére a été proposée par Gadouini et al. [50]. Les auteurs
ont gardé la méme démarche que Billaudeau et al. [16] pour calculer le gradient. Cependant, ils
introduisent la contrainte équivalente de Crossland dans le calcul du gradient. Le gradient de la
contrainte équivalente de Crossland est déterminé en calculant la différence entre les valeurs
obtenues en deux points A et B situé sur une ligne partant du fond du défaut vers le coeur du
matériau comme illustré dans la Figure 1-29. La distance entre les points A et B étant égale au

parametre vaire du défaut. L’expression du gradient est alors donnée par I’équation (20).

Oéq,cr (A) — Ogq,cr (B)

Glo: . °T) = 20
(eq m ( )

Avec
O_éqcr = Toct,a T Acr OHmax (21)
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Figure [-29 : Méthode de calcul du gradient sur la contrainte equivalente de Crossland selon Gadouini [50]

Ce choix vient du fait que cette contrainte permet de prendre en compte a la fois la variation de
la contrainte de cisaillement ( Tocta ) et de la contrainte hydrostatique oy 4, autour du défaut.
Le critere est présenté par la relation (22).

i _ a1 = G(aéqcr) < 22
04q,Gad = Oéq (4) Y e @ )| = Ber (22)

Comme pour la formulation précédente, ce critere nécessite I'identification de trois parametres :
deux parametres (a..et f..) relatifs au matériau et un parametre (y) qui traduit I'effet des
défauts. Ce dernier est identifié a partir d'une limite de fatigue sur le matériau contenant un
défaut artificiel de taille et de géométrie connue.

3.5. Approches de type énergétiques

Dans cette partie est présentée la derniére version du critere énergétique développé par le
LAMEFIP. La premiére version de ce critere a été proposée par Froustey et al. [51]. Les auteurs
ont commencé par une approche énergétique ponctuelle. La prise en compte des gradients et
I'extension du critere a tous les types de chargements a été réalisé par Palin-Luc et a.l [52] puis
par Banvillet et al. [53]. Cette extension a été réalisée en introduisant la notion de volume
d’influence autour des points critiques. Les auteurs ont utilisé la densité volumique de I'énergie
de déformation fournie au matériau par cycle de chargement comme parametre
d’endommagement. La derniére version de ce critére a été proposée par Benabes et al. [54].

i. Volume d’influence :

En présence d’'un gradient de contrainte, Palin-Luc et al. [52] et Banvillet et al. [53] [55]
supposent qu'il y a un seuil de contrainte g; délimitant le volume qui influence I'amorcage des
micro-fissures de fatigue. Ce seuil est déduit a partir des limites de fatigue pour des sollicitations
de traction et de flexion rotative sur éprouvettes lisses. Les points potentiellement critiques C;
sont identifiés comme les maximums locaux de la densité volumique du travail de déformation
fourni a la piéce. Le volume d’influence est alors défini par 'ensemble des points autour de
chaque point critique Ci dont la part endommageante du travail fourni (Wseq engo) €st non nulle
(23). Une illustration du volume d’influence autour des points critiques est donnée par la Figure
[-30 en deux dimensions.
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V*(C;) = {points M(x,y, z) autour des points C; tel que Wyoq enao(M) # 0} (23)

Weronas M) £ 0

W,  (M)=0 " “(C})

AT

|||||||||||||

Figure 1-30 : [llustration du volume d’influence autour des points critiques [54]

ii. Parameétre d’endommagement volumique :

En supposant que l'ensemble des points du volume V*(C;) joue un role important dans
I'endommagement de la structure, la moyenne volumique du travail de déformation
endommageant w¢(C;) est définie par I'équation (24).

wfreqendo(ci) = m - (Ci)Verq,endo dv (24)
Dans le cas des chargements de traction uniaxiale, la quantité w;(C;) est une grandeur

s Lo . —D
intrinseque au matériau. Elle est noté par wgypjqx-

Les auteurs ont utilisé la limite énergétique W définie par Palin-Luc et al. [52] pour représenter

la densité volumique du travail de déformation élastique minimum (seuil) a fournir en un point
du matériau pendant un cycle de contrainte pour créer un endommagement irréversible dans un
volume élémentaire représentatif (VER) apres un grand nombre de cycles.

En utilisant la proposition de Palin-Luc et al. [52], le paramétre d’endommagement W s’écrit

alors comme suit (25).

*\2
Wp =5 o = @ 0B = () )

Ou E est le module d’Young, 0/}, limite de fatigue en traction alternée symétrique et f;2, _;
limite de fatigue en flexion rotative.

Le critere proposé conserve 'avantage de prendre en compte 'effet de la distribution volumique
des contraintes et des déformations sur la limite de fatigue. Pour les états de contraintes
multiaxiaux, le critere s’exprime par la relation (26).
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— —D
wfreqendo (Ci) = Wruniax (26)

4. Synthese sur les criteres de fatigue

Différentes formulations et approches des criteres de fatigue ont été présentées dans ce
paragraphe.

Les approches ponctuelles sont applicables pour des matériaux sains. Elles nécessitent en
général d’avoir deux limites de fatigues pour deux chargements différents pour identifier le seuil
du critere. Ces approches ne permettent toutefois pas de prendre en compte efficacement I'effet
des défauts.

L’influence des défauts peut étre intégrée dans les approches empiriques qui présentent
I'avantage d’étre faciles a utiliser. En revanche, 'absence de base physique pour ces critéres est a
I'origine de plusieurs interrogations a propos de la validité de ces méthodes pour différents
types de chargements. Ces approches sont utilisables pour les cas particuliers de chargement
pour lesquels elles ont été proposées.

Les approches non locales permettent de prendre en compte l'effet des défauts. Ces critéres
nécessitent les champs de contraintes et de déformations autour des défauts. Ces champs sont
généralement déterminés par des calculs en utilisant la méthode des éléments finis. Ceci rend
leur utilisation dans le dimensionnement des structures réelles limitée car elles sont couteuses
en temps de calcul. Pour remédier a ce probléme, il est souvent nécessaire de faire un premier
calcul pour identifier les zones critiques dans la structure et ensuite un deuxiéme calcul sur une
zone restreinte pour obtenir les gradients des contraintes et déformations autour du défaut.

VII. Conclusion du chapitre

La synthése bibliographique présentée dans ce chapitre montre que le comportement des
alliages Fe-Si est sensible a la fois a la vitesse de déformation et a la température. Ces alliages
présentent des phénomenes de vieillissement statique et dynamique qui sont liés aux
interactions entre les dislocations et les atomes en solution solide.

On s’est ensuite intéressé a 'effet du procédé de fabrication, notamment du poingonnage, sur la
tenue en fatigue des composants métalliques. Cette étude bibliographique a montré que les
bords poinconnés étaient fortement altérés par les opérations de découpe. Bien que peu de
références traitent de l'effet du poingonnage sur la tenue en fatigue des tdéles minces, on a pu
constater que le poingonnage était responsable de l'introduction de contraintes résiduelles
significatives a proximité des bords. Aussi, les déformations plastiques induites par la découpe
provoquent un écrouissage important des bords. Dans le cas de toles minces, cet écrouissage est
toutefois localisé sur une profondeur environ égale a I'épaisseur. Enfin, 'amorcage des fissures
de fatigue sur des pieces poingconnées est fortement conditionné par les défauts géométriques
sur les bords qui sont dus a la découpe. Il est donc attendu que ces défauts jouent un role
prépondérant dans I'étude du comportement en fatigue de I’alliage Fe-Si.

Afin de prendre en compte I'influence des défauts sur la tenue en fatigue, différentes approches
ont été proposées dans la littérature. Les approches empiriques sont les plus simples a mettre en
ceuvre mais elles ne reposent pas sur une base physique claire. Aussi, si elles semblent capables
de prendre en compte I'aspect géométrique des défauts, I'effet des contraintes résiduelles locales
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ou de I'écrouissage local (i.e. au voisinage du défaut) n’est pas considéré. Les approches non-
locales constituent une alternative aux approches empiriques. Elles permettent de prendre en
compte la distribution des champs statiques et cinématiques au voisinage des défauts pour
définir un critere de fatigue. La mise en ceuvre de ces approches est néanmoins lourde
notamment parce qu'il est nécessaire de recourir a des outils numériques pour connaitre la
distribution de ces champs autour des défauts.

VIII. Démarche proposée pour I’étude

Le but de cette étude est I'élaboration d'une démarche de dimensionnement en fatigue a grand
nombre de cycles des pieces en téles minces poingonnées. Comme les données fournies par
'aciériste sont limitées a quelques valeurs de limite d’élasticité, du module d’Young et de la
résistance maximale en traction, la démarche adoptée pendant cette these est divisée en trois
étapes. La premiére est relative a la détermination des données expérimentales sur le matériau
étudié. Ceci permettra d’alimenter les modeéles de calculs par la méthode des éléments finis.
Cette premieére étape est constituée par deux sous parties. La premiére est relative a la
caractérisation expérimentale du matériau étudié, I'étude de la sensibilité du comportement
mécanique quasi-statique a différents parametres. Les effets de I'anisotropie plastique et plane
sont étudiés en faisant des essais sur des éprouvettes prélevées dans différentes directions dans
le plan de la tdle. La sensibilité a la vitesse de déformation est étudiée via des essais réalisés en
utilisant différentes vitesses de déformation. L’effet de la température, a son tour, est étudié par
comparaison des résultats d’essais obtenus a la température ambiante et a 180°C (température
maximale atteinte en régime permanant a l'intérieur de quelques moteurs électriques). Dans le
but de déterminer un modeéle de comportement cyclique utilisable dans les calculs de
dimensionnement, il est nécessaire de réaliser des essais d’écrouissage cyclique. Puisque les
zones sensibles vis-a-vis de la fatigue sur les structures industrielles considérées dans ce travail
sont sollicitées localement en traction-traction a cause de la force centrifuge, et étant donné la
faible épaisseur de la tle, les essais d’écrouissage cyclique sont réalisés a contrainte imposée en
traction-traction a un rapport de charge R=0,1. On se basant sur les résultats de ces essais, un
modele de comportement cyclique, qui permet de représenter a la fois le comportement quasi-
statique et cyclique dans la plage de contraintes/déformations étudiée, est identifié.

La deuxiéme sous-partie est consacrée a I'étude du comportement en fatigue a grand nombre de
cycles de cet alliage. Le but est de déterminer les parameétres des critéres de fatigue utilisables
dans le dimensionnement des pieces industrielles ainsi que l'identification des mécanismens
d’amorgage de fissure en fatigue dans ces téles minces poingonnées. Dans cette partie, I'étude de
I'influence du procédé de poingonnage sur la résistance en fatigue est détaillée. La contribution
des différents effets (écrouissage, contraintes résiduelle et défauts géométriques) induits par le
procédé est quantifiée. Les mécanismes d’amorgage des fissures de fatigue sont aussi présentés.
Des analyses sur les bords des différentes configurations d'éprouvettes étudiées dans cette
étude sont aussi réalisées en utilisant plusieurs techniques expérimentales telles que la
diffraction des rayon X, les mesures de micro-dureté, la profilométrie optique sans contact, la
microscopie optique et électronique a balayage.

La deuxieme partie de la démarche proposée est relative aux simulations numériques par la
méthode des éléments finis. Ceci permet de calculer les champs mécaniques dans la structure et
d’appliquer un critere de fatigue en post-traitement des résultats de calculs pour le
dimensionnement en fatigue des piéces des rotors. Le modele de calcul développé permet de
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tenir compte de I'effet géométrique des défauts de poingonnage sur la résistance en fatigue. Ce
modeéle permet de prendre en compte la géométrie réelle (obtenue par profilométrie optique)
des défauts de poingonnage.

Différentes approches de dimensionnement en fatigue sont évaluées. Les résultats montrent que
I'approche empirique de Murakami et locale de Crossland ne donnent pas des résultats
satisfaisants pour le dimensionnement. Une approche non-locale de Crossland est alors évaluée
en utilisant différentes géométries de défauts critiques identifiés. Le critére non-local donne de
bons résultats et permet une meilleure prise en compte de I'effet des défauts de poingonnage sur
la résistance en fatigue.

by

La troisieme étape de cette démarche consiste a valider les simulations réalisées. Ceci est
effectué, dans un premier temps, par comparaison avec les résultats obtenus sur les éprouvettes.
Ceci sera poursuivi dans un deuxiéme temps, au niveau industriel, par comparaison avec les
résultats obtenus sur des moteurs prototypes mais ceci n’est pas présenté dans ce document
pour des raisons de confidentialité.
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Chapitre II: Caractérisation expérimentale du matériau
étudié
Présentation du matériau étudié et des conditions d’essais

1. Procédé d’élaboration des tdles ferromagnétiques

Les tbles ferromagnétiques a grains non orientés sont fabriquées a partir de bobines laminées a
chaud puis elles subissent une série d’opérations jusqu’a I'obtention du produit final. Dés la
réception des bobines, un traitement de grenaillage qui permet d’éliminer la calamine est
réalisé. Ce dernier est suivi d'un décapage chimique a l'acide sulfurique. Ensuite, un recuit sous
atmosphere neutre permet d’homogénéiser et de recristalliser la microstructure des toles
d’acier. La deuxiéme étape est le laminage a froid. Elle a pour but de réduire en 5 a 7 opérations
I'épaisseur de la tole, qui passe de 2,5 a 0,5 mm en moyenne (0,35mm dans le cas de la tole
M330-35A). Afin de donner au métal ses propriétés magnétiques désirées, un recuit sous
atmosphere controlée est nécessaire. Ce dernier est effectué au fur et a mesure que la téle défile.
Le dépot d'un revétement (vernis) diélectrique de quelques micrometres d’épaisseur est
effectué sur la méme ligne de production. A la fin, des opérations supplémentaires (élimination
des défauts de bordure, ajustement de la largeur de la bobine...) peuvent étre réalisées en
fonction des besoins. Contrairement aux toles dites « semi-process », ces toles « fully process »
sont utilisées directement dans la fabrication des pieces des moteurs électriques : elles ne
nécessitent pas de traitement thermique supplémentaire [56].

Dans le cadre de ce travail, la téle a grains non orientés « fully process » M330-35A est étudiée.
Elle est utilisable directement sans traitement thermique pour la fabrication des pieces des
moteurs électriques.

2. Référence de la tole et composition chimique

La désignation normalisée de la téle objet de cette étude est M330-354, ou la lettre M indique
qu’il s’agit d’'un acier a usage électrique, le nombre 330 correspond a 3,3 W/kg de pertes
magnétiques a 1,5 Tesla a 50 Hz, le nombre 35 correspond a I'épaisseur en centiemes de
millimeétres, et la lettre A désigne I’état de livraison. Dans ce cas, la tole est livrée a I'état fini avec
un revétement sur les deux faces. Ce dernier est un vernis phosphatant d’épaisseur comprise
entre 2 et 4 pm utilisé pour assurer I'isolation électrique des toles entre elles. Il peut supporter,
en fonctionnement, des températures de I'ordre de 250°C en continu. L’alliage objet de cette
étude est principalement composé de fer et de silicium (=3% en masse). Sa composition
chimique détaillée est donnée dans le Tableau II-1 :

Composant Si Mn Al Fe
Pourcentage massique 2-3,5 0,2-0,6 04-1,2 95-98

Tableau II-1 : Composition chimique de la tole M330-35A
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3. Microstructure

Afin d’observer la microstructure de I'acier étudié, des échantillons ont été prélevés depuis
une todle puis enrobés dans une résine et enfin polis en utilisant différents grades de papier
abrasif. Une attaque chimique au Nital 4% a été réalisée pour révéler la microstructure de
'alliage Fe-Si. Les observations au microscope optique sur la Figure II-1-a montrent une
microstructure équiaxe. La taille de grains moyenne a été déterminée selon la norme NF EN ISO
2624 en utilisant la méthode des segments interceptés. Elle est de 100 um ce qui correspond a
environ 3,5 grains dans I'épaisseur. On notera que dans certaines parties de la tole, on ne trouve
que deux grains dans I'épaisseur (voir Figure 11-1-b).

a) % Ay B § 1)

fooum 100um

Figure II-1 : Micrographie d'une t6le M330-35A a) face b) bord

4. Analyse de la texture cristallographique sur la téole M330-35A

Afin de mesurer la texture cristallographique de la t6le M330-35A, des analyses EBSD
(Electron Back-Scattered Diffraction) ont été réalisées sur la face de la tole. Ces données
permettent d’'une part d’expliquer I’éventuelle anisotropie de déformation plastique et d’autre
part d’'identifier un éventuel lien entre 'amorgage des fissures de fatigue et les orientations des
cristaux. Dans l'optique de réaliser des calculs sur des agrégats polycristallins, elles sont
également nécessaires a la représentation de la microstructure.

4.1.Préparation de I’échantillon

L’échantillon utilisé pour réaliser ces analyses est un carré de tole (3cmx3cm). Il a été
électro-poli en utilisant une solution d’acide composée de 700 ml d’éthanol, 100 ml de Glycérol
et 200 ml d’acide perchlorique. L'intensité du courant utilisé est de 0,4 A/cm? et la durée de
I'électro-polissage est de 1 minute et 30 secondes. Ces conditions permettent d’obtenir une
surface polie avec des joints de grains visibles au microscope pour faciliter I'acquisition des
données lors des analyses EBSD. La Figure II-2 illustre une zone tiltée a 70° sur laquelle les
grains sont visibles.
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DT

EHT = 25,00 kV Signal A= SE1 PLACAMAT

Figure II-2 : Cliché MEB de la zone 1 tiltée a 70°

4.2.7Zones de mesures

Etant donnée la taille moyenne de grains importante (100 pm), il est nécessaire de se placer
a une distance de travail relativement élevée pour avoir un maximum de grains. Néanmoins,
méme a une distance de travail de 37 mm et un grandissement x100, il n’est pas possible d’avoir
suffisamment de cristaux pour une bonne représentation statistique de la texture. Pour
s’affranchir de cette difficulté, la solution consiste a réaliser, en utilisant les paramétres
précédents, des cartographies sur plusieurs zones voisines qui se recouvrent entre elles puis de
les assembler pour avoir un nombre de cristaux suffisant. La largeur d‘une zone d’analyse
individuelle fait presque 1 mm. L’assemblage final, représenté schématiquement sur la Figure II-
3, correspond a une zone de largeur d’environ 5 mm.

DT

Zone 1 Zone 2 Zone 3 Zone 4 Zone 5

DL

Zone 6 Zone 7 Zone 8 Zone 9 Zone 10

Figure II-3 : Illustration des différentes zones analysées par EBSD

4.3. Acquisition et traitement des données

L’acquisition de l'image EBSD permet une indexation des phases en fonction de leur
microstructure et de leur orientation cristalline. Pour avoir ces cartographies, le microscope
électronique a balayage ZEISS EVO-50 de la cellule de transfert Placamat (Bordeaux) a été
utilisé. Les cartographies EBSD ont été réalisées, en spécifiant une seule phase (fer a), avec un
grandissement de 100 fois. La résolution utilisée est de 10x10 um?/pixel. Un balayage plus
précis de résolution 3x3 um?2/pixel a également été fait sur la zone 5 (Figure 11-4).
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Le traitement des données a été réalisé en utilisant le logiciel commercial TSL OIM 6.1. Ce
dernier est configuré de telle facon que la direction de laminage (DL) soit la direction verticale et
la direction transverse(DT) soit la direction horizontale sur nos clichés.

Les analyses EBSD permettent aussi d’avoir la taille de grain moyenne. La taille obtenue est de
I'ordre de 94 pum ce qui confirme la taille déterminée précédemment en utilisant la norme NF EN
ISO 2624.

Figure 11-4 : Cartographie EBSD de la zone 5

4.4.Résultats

Les figures de pdles des microstructures observées (Figure 1I-5) ont été symétrisées (en
utilisant des symétries d’échantillon triclinique et orthotropique). Le calcul de la fonction de
distribution des orientations fait appel a une expansion en série harmonique d’ordre 16. La
comparaison des figures de pbles obtenues sur la M330-35A (Figure 11-5) et celles obtenues par
Salih et al. [57] sur une tole en Fe-2,6%Si laminée montre qu’il y a une légére texture de
laminage sur la M330-35A.
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Figure II-5 : Figures de poles de la M330-35A a) symétrie triclinique, b) symétrie orthotropique

5. Micro-dureté sur la face de la tole

Afin de déterminer la dureté moyenne de la tole, des mesures de micro-dureté ont été réalisés
sur la face de la tdle selon la norme NF EN ISO 6507-1 (Mars 2006). Une charge de 500 grammes
(HVO0,5) est appliquée sur la tdle en utilisant un indenteur de type Vickers. La norme impose un
espacement entre indentations au moins égal a trois fois la diagonale de I'empreinte. Sur le
matériau de cette étude, les mesures ont été réalisées en utilisant deux valeurs d’espacement :
200 pm, qui représentent la limite basse de la norme, et 500 pm pour voir l'influence éventuelle
de I'espacement sur les résultats. En effet, si les indentations sont trop proches, la déformation
plastique locale causée par une indentation peut perturber la mesure sur les indentations
voisines. Les cartographies de micro-dureté pour les deux espacements utilisés sont
représentées par la Figure II-6.
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Figure II-6 : Cartographie de dureté sur la face de la tole
a) Indentations espacées de 500 pm : dureté moyenne = 207 HV, écart type =7.11 HV

b) Indentations espacées de 200 pum : dureté moyenne =~ 211 HV, écart type =7.54 HV

La distribution des valeurs de dureté a été représentée, pour les deux espacements, sur les
histogrammes de la Figure II-7. On observe une distribution unimodale. Aussi, pour les mesures
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effectuées, I'écart type vaut environ 7 HV et qu'il est de I'ordre de l'incertitude de mesure qui est
de + 9 HV.
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Figure I1-7 : Histogrammes de dureté a) Indentations espacées de 500 pm b)
Indentations espacées de 200 pm

Puisque les valeurs des duretés moyennes relatives aux deux espacements testés sont proches
(207 HV et 211 HV), on peut conclure que 'espacement n’a pas d’'influence sur les mesures de
dureté dans cette plage de valeurs.

Les distributions des valeurs de dureté (Figure 1I-7) présentent quelques valeurs faibles et
élevées de la dureté par rapport a la moyenne. Des observations métallographiques sur les
points relatifs a ces valeurs ont été réalisées pour comprendre 'origine de cette dispersion. La
Figure 11-8 révele que les valeurs élevées correspondent a des indentations faites sur les joints
de grains et principalement les joints triples, tandis que les valeurs faibles de la dureté sont
relatives a des indentations faites au milieu d’un grain.

Valeurs maximales

Valeurs minimales

Figure I1-8 : Indentations sur un joint triple et au milieu d'un grain

6. Synthese partielle

Les observations métallographiques sur la face de la tole utilisée montrent une microstructure
équiaxe avec une taille de grain moyenne relativement importante de 100 um. Les analyses
EBSD confirment la taille de grain moyenne déterminée en utilisant la norme NF EN ISO 2624 et
montrent qu’il y a une légere texture de laminage.
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La dureté moyenne sur la face de la tole est de I'ordre de 207 HV. Une distribution unimodale est
observée avec quelques points aux extrémités dues a des indentations sur un joint de grain ou
bien au centre d'un grain. La partie suivante s’intéresse au comportement mécanique quasi-
statique.

II. Comportement mécanique en traction monotone

Afin de caractériser le comportement mécanique quasi-statique des téles M330-35A, des essais
de traction monotone quasi-statique a température ambiante et a 180°C ont été réalisés. Ces
essais doivent permettre de répondre a un triple objectif. D’abord, pour quantifier I'anisotropie
de déformation plastique, des éprouvettes prélevées dans trois directions (0°, 45° et 90° par
rapport a la direction de laminage) ont été testées a température ambiante pour une méme
valeur de vitesse de déformation nominale (¢ = 2,5x10-4s-1). Ensuite, afin d’évaluer la sensibilité
a la vitesse de déformation, des essais de traction ont été réalisées selon la direction de laminage
pour trois valeurs de vitesse de déformation (€ =2,5x10-3s-1, €= 2,5x10-4s-1, ¢ = 2,5x10-5s-1).
Enfin, pour étudier I'effet de la température sur le comportement mécanique quasi-statique, des
essais de traction monotone ont été réalisés a 180°C sur des éprouvettes prélevées dans les trois
directions pour une vitesse de déformation (¢ = 2,5x10-*s-1).

Les essais ont été effectués selon la norme NF EN ISO 6892-1 (2009) a température ambiante
(environ 25°C) a l'air. La vitesse de mise en charge utilisée est de 0,375 mm/min, soit une vitesse
de déformation totale nominale de 2,5x10-4s-1. Pour I'étude de la sensibilité a la vitesse de
déformation, des vitesses 10 fois plus élevée (3,75 mm/min) et 10 fois plus faible
(0,0375 mm/min) ont été utilisées. La vitesse de déformation totale de référence (¢ = 2,5x10-%s-
1) correspond a la limite basse de la norme. Elle a été choisie car elle correspond
approximativement a la valeur de 2,4x10-* s-1 qui est celle estimée par Leroy-Somer pour le
chargement sur ses piéces industrielles.

Les éprouvettes utilisées pour ces essais (voir Figure 11-10-a) ont été prélevées dans la bobine
dédiée aux travaux de la these. Les directions de prélevement des éprouvettes sont illustrées par
le schéma présenté dans la Figure 11-9.

T

90° 2 \

Bobine
de tole | — >

Direction de laminage

Figure I1-9 : [llustration de la direction de prélévement de I'éprouvette dans la téle (1=DL,
2=DT)

Les éprouvettes ont été découpées par électroérosion a fil. Leur section nominale initiale est
S0=5x0,35 = 1,75 mm?. Par ailleurs, les dimensions réelles de la section de chaque éprouvette
ont été mesurées avant essai. Pour chaque configuration d’essai, deux éprouvettes ont été
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utilisées, sauf pour la direction transverse ou trois éprouvettes ont été utilisées car la dispersion
des résultats est plus importante pour cette direction.

Le Tableau II-2 résume les différentes conditions d’essais ainsi que les directions de
prélevement des éprouvettes utilisées.

Essai de traction | Direction de Nombre Yltesse (_ie
1 )z déformation
monotone prélevement | d’éprouvettes | . . -1
initiale (s™)
25°C
. ) Laminage (L) 2
An}sotr_ople Transverse (T) 3 2,5x107*
mécanique .
A 45° 2
25°C
2 2,5x1073
Eiffti‘slseela Laminage (L) 2 2,5x107*
2 2,5x107°
180°C
Laminage (L) 2
Effet, dela Transverse (T) 2 2,5x10™%
temperature <
A 45° 2

Tableau II-2 : Récapitulatif des conditions d’essai de traction monotone quasi-statique

Les essais ont été réalisés sur une machine électromécanique équipée d'un capteur de charge de
+ 50 KN. Un extensometre a couteaux de référence Instron 2620-604 a été utilisé pour la
mesure des élongations. Sa base de mesure est Lo=25mm, son étendue de mesure est de
12,5 mm en traction et de 2,5mm en compression. La fréquence d’acquisition est de 10 Hz. A
cause du bobinage des tdles, une légére fleche (déformation permanente de flexion) est observée
sur quelques éprouvettes avant essai. Aussi, a cause de la faible raideur des éprouvettes, le poids
de I'extensomeétre suffit a engendrer une flexion parasite. Afin de limiter ce phénomene, un
systéeme dédié (composé d'un support réglable et d'un élastique de tres faible raideur illustré
par la Figure I[1-10-b) est utilisé pour suspendre I'extensométre.
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Figure I1-10 : (a) dessin de définition des éprouvettes utilisées, (b) éprouvette montée sur la
machine avec le systéme de suspension de |'extensometre

1. Etude de I'anisotropie de déformation plastique

Le procédé de laminage, utilisé pour obtenir la téle que nous étudions, consiste a écraser I'acier
(sous plusieurs formes : lopins, plaques, barreaux...) entre deux cylindres massifs de laminage.
La piece d'acier peut étre passée de maniére répétitive entre les mémes cylindres, I'écartement
de ces derniers étant réduit progressivement. Pour le laminage des tdles, le nombre de passes
est déterminé en fonction de I'épaisseur de la plaque initiale et celle de la téle que 1'on souhaite
obtenir.

Pour les alliages métalliques, la microstructure finale est tres influencée par les conditions de
laminage (température, taux de corroyage). En particulier, on a vu précédemment que le
laminage favorisait la présence d’orientations cristallographiques préférentielles. Il convient
donc de s’interroger sur I'éventuelle influence des orientations préférentielles sur le caractere
anisotrope des propriétés mécaniques.

Dans le but de déterminer les propriétés mécaniques de la tble et d’étudier I'anisotropie dans le
plan de la tble, des essais de traction monotone quasi-statique sur des éprouvettes prélevées
dans trois directions par rapport a celle de laminage (0°, 45° et 90°) ont été réalisés.

La Figure II-11 montre les courbes de traction relatives aux différentes directions de
prélevement. Pour les directions 0° et 45°, les courbes présentent une bonne répétabilité. Seules
les propriétés d’allongement présentent une dispersion élevée. Dans la direction transverse
(90°), une dispersion plus importante de 'ensemble des propriétés est observée.
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Figure II-11 : Courbes de traction nominales pour les trois directions, £ = 2,5x10-4s-1

En examinant les courbes de traction Figure II-11 et les grandeurs caractéristiques relatives aux
trois directions testées regroupées dans le Tableau II-3, on peut conclure qu’il y a une légere
anisotropie du comportement en traction monotone quasi-statique. On remarque notamment
que les propriétés de résistance et de ductilité sont plus élevées selon la direction transverse.

£[s-1] Direction Re[MPa] Rp0.2[MPa] Rm[MPa] Ru[MPa] A% Erupwre g repa]

(%)
Longi. 390 398.5 521 613.5 18.26  18.55 180.5
2,5x104 Trans. 414 418 544 645 19.83  20.04 208.5
45° 405 408 528 612 16.91 17.2 196.5

Tableau II-3 : Récapitulatif des grandeurs caractéristiques en traction monotone de la tole
M330-35A a la température ambiante

Afin de quantifier plus précisément lanisotropie planaire, des essais de traction
supplémentaires ont été réalisés pour déterminer les coefficients de Lankford [58]. Ces essais
ont été réalisés a température ambiante a une vitesse de 2,5x10+4 s1 sur des éprouvettes
prélevées dans trois directions (0°, 45° et 90°). En plus de I'extensometre, un rétractomeétre a été
utilisé pour mesurer la réduction de largeur au cours de l'essai. La variation d’épaisseur,
nécessaire au calcul des coefficients de Lankford, est obtenue en supposant constant le volume
de la zone utile (voir annexe 1). Le Tableau II-4 présente les valeurs des coefficients de Lankford
obtenues pour les différentes directions. On constate que, pour la téle M330-35A4, le coefficient
d’anisotropie moyen rmoy vaut 1,17 tandis que le coefficient d’anisotropie planaire Ar est égal a
0,27. On conclue donc que, bien qu'’il existe des orientations cristallographiques préférentielles a
cause du laminage, la texture cristallographique ne génére pas une anisotropie de déformation
plastique tres importante. On pourra donc, en particulier lorsqu’il s’agira de modéliser le
comportement, adopter une hypothese d’isotropie des propriétés mécaniques.
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Coefficient Valeurs

o 1,034
I4s 1,039
9o 1,599
Tmoy 1,17
Ar 0,27

Tableau 11-4 : Coefficients de Lankford pour la M330-35A

Dans la littérature, quelques explications de 'anisotropie ont été données. lordache et al. [59]
ont montré, a travers des observations en microscopie optique sur des éprouvettes de traction,
que l'évolution de la microstructure avec la déformation pouvait étre a l'origine de cette
anisotropie. L’auteur explique cette différence entre les directions de prélevement par
I'’écrouissage initial du matériau (dG au procédé d’obtention) qui conduit a la formation d’une
légére texture morphologique au cours de la déformation. Selon l'auteur, les grains sont
faiblement allongés dans la direction de sollicitation lors de la déformation plastique. Ces
allongements couplés avec les rotations de cristaux relatives au glissement cristallographique
engendrent une orientation préférentielle des cristaux. Cette derniére conduit a une anisotropie
du comportement qui est a I'origine de la différence dans les propriétés mécaniques mesurées
dans les différentes directions. Outre la texture qui se forme au cours de la sollicitation comme
expliqué par lordache et al. [59], il y a aussi la 1égere texture initiale de laminage qui existe dans
ces toles d’aprés les analyses EBSD réalisées. Ceci peut aussi contribuer a 'explication de la
faible anisotropie de cette tole.

Afin de s’assurer de la répétabilité des résultats obtenus, deux éprouvettes ont été testées par
direction de prélevement. Pour les directions de laminage et 45°, les courbes sont presque
confondues. Néanmoins, pour la direction transverse, trois éprouvettes ont été testées étant
donné que les courbes sont légerement espacées. Une explication possible de la dispersion
observée dans la direction transverse est liée a I'endroit de prélévement de I'éprouvette dans la
tole. En effet, si 'éprouvette est prélevée au milieu de la tole (éprouvette N 1 sur la Figure 11-12),
il est possible qu’elle ne posséde pas les mémes caractéristiques qu’'une éprouvette prélevée sur
le bord (éprouvette N 2 sur la Figure I1-12). Ceci peut étre expliqué par le fait que le
confinement est plus important au milieu de la tole que sur les bords. Autrement dit, la
déformation au cours du laminage €, pour une éprouvette prélevée au milieu est presque nulle,
puisqu’il y a de la matiere des deux cotés qui empéche cette déformation, ce qui n’est pas le cas
si I'éprouvette est prélevée sur le bord libre. Pour confirmer ou non cette hypotheése, il serait
intéressant de faire des analyses de textures cristallographique et morphologique pour
confirmer I'existence d’éventuels gradients de microstructure.

T _
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Direction de laminage
Figure 11-12 : Illustration de I'’endroit de prélévement de I'éprouvette dans la téle
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Pour identifier le type de rupture, les facies de rupture des éprouvettes prélevées dans les trois
directions, ont été inspectés en utilisant un microscope optique (Figure 11-13). La rupture est
trés ductile pour les directions (0° et 45°). La striction est notamment visible sur les éprouvettes
durant les essais. Pour les éprouvettes prélevées dans la direction transverse, la striction est
moins importante. La rupture brutale de I'éprouvette est remarquable durant les essais par
rapport aux autres directions. Le mode de rupture est aussi différent (Figure 11-13-b).

Figure I1-13 : Facies de rupture pour les éprouvettes prélevées (a) dans la direction de laminage
et a 45°(b) dans la direction transverse

Aussi, un agrandissement de la zone de transition élastique-plastique (Figure 11-14) montre qu'il
existe un court palier ou la contrainte est constante tandis que la déformation augmente. Ce type
de palier, appelé aussi palier de Liiders, est couramment visible sur les courbes de traction des
aciers ferritiques comme il a été montré au chapitre 1. Des instabilités sont également visibles
dans le régime plastique quelle que soit la direction de sollicitation. Ces instabilités sont
probablement dues a un phénomene de vieillissement dynamique appelé aussi effet de Portevin-
Le Chatelier [25] [24] qui est couramment observé sur les aciers ferritiques pour des
sollicitations quasi-statiques.
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Figure 11-14 : Zoom sur le début de la plastification sur les courbes de traction nominales pour
les trois directions, € = 2,5x10-4s-1
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2. Etude de la sensibilité du comportement a la vitesse de déformation

Lors du fonctionnement des moteurs électriques, la vitesse de rotation n’est pas toujours
constante. Le moteur d’une voiture électrique par exemple fonctionne a des vitesses de rotation
variables. Ces voitures n’étant pas équipées de boite de vitesses, le moteur tourne en fonction de
'accélération/décélération du conducteur. Cette vitesse de rotation variable sollicite les toles du
rotor a des vitesses variables. Il est donc important d’étudier l'influence de la vitesse de
sollicitation et donc la vitesse de déformation sur le comportement mécanique du matériau
étudié.

Afin d’étudier la dépendance du comportement a la vitesse de déformation, et pour compléter
les données précédentes obtenues a € = 2,5x10-* s-1, des essais de traction monotone quasi-
statique ont été réalisés a des vitesses 10 fois plus importantes (¢ = 2,5x10-3 s-1) et 10 fois plus
faibles (& = 2,5x10-5s-1) sur des éprouvettes découpées dans la direction de laminage de la tole.

La vitesse de déformation € = 2,5x10-*s-! est dans l'intervalle spécifié par la norme NF EN ISO
6892-1 (2009) des essais de traction monotone quasi-statique a température ambiante. Les
deux autres vitesses (¢ = 2,5x10-3 s-1 et & = 2,5x10-5 s-1) sortent volontairement des
recommandations de la norme. Pour chaque essai, la fréquence d’échantillonnage a été adaptée
pour que le nombre d’acquisition par unité de déformation soit identique.

Les courbes de traction et les différentes grandeurs caractéristiques du matériau sont
présentées dans la Figure II1-15 et le Tableau II-5. Pour toutes les vitesses de déformation
utilisées, les courbes présentent une bonne répétabilité. Elles sont presque identiques entre elles
sauf au niveau de 'allongement a rupture et de la déformation a la rupture ou une dispersion est
observée.
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Figure II-15 : Courbes de traction nominales pour les trois vitesses de déformation, ¢ = 2,5x10-3
s, &=2,5x10-*s"1, £ = 2,5x10-5s"1
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£[s-1] Re[MPa] Rp0.2[MPa] Rm[MPa] Ru[MPa] A% "% E[GPa]

(%)
2,5x10-3 413 418 535.5 629.5 1836 18.55 182
2,5x10-* 390 398.5 521 613.5 1826 1855 180.5
2,5x10-5 374 378 505 587 16.73 16.99 177

Tableau II-5 : Récapitulatif des grandeurs caractéristiques en traction monotone a
différentes vitesses de déformation de la téle M330-35A

L’effet de la vitesse de déformation est visible sur les courbes de traction (Figure 1I-15). La
limite d’élasticité et la résistance maximale a la rupture augmentent avec la vitesse de
déformation. La différence entre les courbes est claire sur la partie plastique. Pour la limite
d’élasticité, la différence est de 'ordre de 10% entre la vitesse de déformation la plus faible et la
plus élevée. On remarque également que la forme du palier de Liiders change en fonction de la
vitesse de déformation utilisée.

Les éprouvettes testées étant toutes prélevées dans la direction de laminage de la tole, en
examinant les facies de rupture, on observe le méme type de rupture (ductile) pour les
différentes vitesses de déformation utilisées. On peut conclure que, dans le domaine étudié, la
vitesse n’a pas d’effet sur le mode de rupture en traction monotone.

Le vieillissement dynamique lié a l'effet de Portevin Le Chatelier est aussi présent sur les
courbes. La forme des décrochements change en fonction de la vitesse utilisée. La Figure 11-16
qui présente un agrandissement de la zone de transition élastique-plastique montre la forme des
décrochements pour les différentes vitesses de déformation utilisées.
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Figure II-16 : Zoom sur le début de la plastification sur les courbes de traction nominales pour
les trois vitesses de déformation : £ = 2,5x10-3s-1, £ = 2,5x10-4s-1et £ = 2,5x10-5s-1
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Les différentes grandeurs caractéristiques du matériau en fonction de la vitesse de déformation
et de la direction sont rassemblées dans le graphe Figure 1I-17. Pour représenter 1'évolution de
ces grandeurs en fonction de la vitesse de déformation, des courbes de tendance, de forme
logarithmique Y = A X LN(&) + B, ont été utilisées.

700
y = 9.2 In(x) + 686
Fy 2 =
600 / R? = 0,848

= Rm $ y = 6,6 In(x) + 575
& R? = 0,9756
@ 500
1]

N | y = 8,4 In(x) + 462
o
=

= 300
17
£ 200 I y = 1,95 In(x) + 194
& T T Rz =0,798
& 100 + Re (L) + Re (45°) + Re (T) * Rm (L)

- Rm (45°) « Rm (T) + Ru (L) . Ru (45°)
Ru (T) < E(L) E (45°) x E(T)
0 T
2,5E-05 2,5E-04 2,5E-03 2,5E-02

Vitesse de déformation (S-)

Figure 11-17 : Différentes grandeurs mécaniques du matériau en fonction de la vitesse de
déformation et de la direction

3. Etude de la sensibilité du comportement a la température

Les moteurs électriques peuvent atteindre une température d’environ 180°C en régime stabilisé.
La température est donc un facteur important a prendre en compte lors du dimensionnement
des pieces rotors. Afin d’étudier la dépendance du comportement monotone de ce matériau a la
température, des essais en température (180°C) ont été réalisés pour les trois directions de
préléevement des éprouvettes (0°,45° et 90° par rapport au sens de laminage). La vitesse de
déformation utilisée est € = 2,5x10-4s-1,

Pour conduire ces essais, une enceinte thermique a été utilisée pour la mise en température. La
procédure expérimentale utilisée consiste, dans un premier temps, a chauffer les mors jusqu’a ce
qu’ils atteignent la température de l'essai (inertie thermique). Ensuite, il s’agit de fixer
I'ensemble éprouvette et extensometre dans les mors a l'intérieur de I'enceinte. Dans cette
phase, un asservissement en force est utilisé pour éviter le flambement de I'éprouvette a cause
de la dilatation thermique. Une fois que la température de I'éprouvette atteint 180°C, une courte
phase de maintien est réalisée pour homogénéiser la température dans I'éprouvette. Apres cette
phase, I'essai est réalisé de la méme maniére que les essais a la température ambiante.

En comparant les résultats des essais réalisés a 180°C avec ceux réalisés a la température
ambiante, on constate que la limite d’élasticité diminue d’environ 25 a 30% (en fonction de la
direction de prélévement) avec 'augmentation de la température. A titre d’exemple, les courbes
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Figure 11-18 sont relatives aux éprouvettes prélevées dans la direction de laminage testées pour
les deux températures.
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Figure I1-18 : Courbes de traction a la température ambiante et a 180°C pour la direction
transverse

Les résultats des essais a 180°C sur les éprouvettes prélevées dans trois directions révélent une
faible différence (<3%) sur la résistance maximale et (< 2,5%) sur le module d’Young. En
revanche, le crochet de traction n’est plus visible sur les courbes en température et les
instabilités relatives au vieillissement dynamique sont devenues plus remarquables.
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Figure [1-19 : Courbes de traction a 180°C pour les trois directions de prélévement
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£[s-1] Direction Re[MPa] Rp0.2[MPa] Rm[MPa] Ru[MPa] A% -"’""® E[GPa]

(%)
Longi. 3375 343 530 608 1489 15.21 1785
2,5x10*  Trans. 329 354 558.5 641 15.59 16.22 204
45° 321 362.5 542 608 13.49 14.175 201

Tableau II-6 : Récapitulatif des grandeurs caractéristiques en traction monotone de la tole
M330-35A a 180°C

4. Synthese partielle

Cette

campagne d’essais a permis d’étudier l'influence de la vitesse de déformation et de la

température sur le comportement en traction monotone de l'alliage Fe-Si. Le caractére
anisotrope des propriétés de déformation plastique a également été évalué a partir d’essais
réalisés selon trois directions de prélévement (0°, 45° et 90°). A I'issue de cette campagne, les
conclusions suivantes ont été tirées :

1.

L’alliage étudié présente une légere anisotropie dans le plan de la téle. L’écart maximal
entre les faisceaux de courbes qui représentent les différentes directions étudiées est de
6,5 %.
Les valeurs des coefficients de Lankford montrent que I'anisotropie plastique est assez
peu marquée pour la tole étudiée.
Les courbes de traction présentent un palier en début d’essai di a la propagation de
bandes de Liders. Des instabilités, liées a un effet de Portevin-Le Chatelier sont aussi
visibles sur toute la partie plastique. Cet effet est plus marqué a 180°C qu’a température
ambiante.
Le mode de rupture en traction monotone change en fonction de la direction de
prélévement de I'éprouvette. Les facies révelent un mode ductile pour les directions 0° et
45°, par contre, une rupture plutét fragile est observée en examinant les faciés des
éprouvettes prélevées dans la direction transverse (90°).
Dans le domaine étudié, l'effet de la vitesse de déformation est légerement plus
important que celui de la direction de préléevement des éprouvettes. Par exemple, pour la
limite d’élasticité, la différence en contrainte pour les trois vitesses étudiées est de
I'ordre 10 %, alors qu’elle n’est que de 6,5 % entre les différentes directions. Pour cette
étude, il semble donc nécessaire de donner plus d'importance a I'effet de la vitesse qu’a
I'effet d’anisotropie mécanique.
L’effet de la température doit étre pris en compte puisqu'un abattement important (25 a
30%) sur la limite d’élasticité est observé sur les courbes de traction a 180°C. Le palier
de Liders n’apparait plus a cette température mais 'effet de Portevin Le Chatelier est
plus marqué. La résistance maximale et le module d’Young ne sont pas affectés par
I'augmentation de température.

III. Comportement mécanique cyclique a température ambiante

Dés lors que les composants en tble subissent un chargement cyclique au cours de leur
fonctionnement, le dimensionnement de ces composants requiert l'utilisation de critéres

adaptés au chargement cyclique. Aussi, puisque ces critéres font généralement appel a des

58



Chapitre II : Caractérisation expérimentale du matériau étudié

grandeurs statiques, il est nécessaire de connaitre et de décrire avec suffisamment de précision
le comportement mécanique cyclique.

Des essais sous chargement cyclique ont donc été réalisés sur 'alliage Fe-Si afin de déterminer
I’évolution de la réponse élasto-plastique macroscopique au cours des cycles. L’objectif final est
alors d’identifier un modeéle de comportement cyclique pour le matériau étudié.

1. Géométrie des éprouvettes et conditions d’essais

Le choix de la géométrie de I'éprouvette pour ces essais est important, surtout dans notre cas ol
I'épaisseur de la tble est tres faible. Pour tous les essais cycliques réalisés, une géométrie
d’éprouvette de type VDEH a été utilisée (Figure 11-20). Etant donné la faible épaisseur de la
tole, les risques de flambement sont élevés, la partie utile de I'éprouvette doit donc étre la plus
courte possible pour augmenter la rigidité de I'éprouvette. En revanche, elle doit étre
suffisamment longue pour pouvoir monter un extensometre. La géométrie a bords paralléles
choisie permet d’avoir un état de contrainte homogene dans toute la partie utile de I'éprouvette.

69 {2

[>]
25

10 +0.05

Figure 11-20 : Géométrie des éprouvettes d’écrouissage cyclique

Les essais cycliques ont été réalisés a 1 Hz sur une machine servo-hydraulique MTS a l'air et a
température ambiante (=20°C). L'extensometre utilisé est de type INSTRON (Lo = 12,5 mm *
2,5mm). Le signal de commande est triangulaire ce qui permet d’avoir une vitesse de
déformation constante et la fréquence d’échantillonnage est de 100 Hz. Dans un premier temps,
des essais a déformation totale imposée ont été réalisés en utilisant un rapport de charge positif
(Re=0,1). Afin de contourner les difficultés liées notamment au probléme de flambement, des
essais a contrainte nominale imposée ont ensuite été réalisés avec un rapport de charge Ro de
0,1.

2. Essais d’écrouissage cyclique a déformation imposée

Des essais d’écrouissage cyclique a déformation imposée ont été réalisés sur des éprouvettes de
tole M330-35A. Ce type d’essai consiste a imposer la déformation cyclique et mesurer la
contrainte au cours de I'essai. La Figure 1I-21 présente les résultats d'un des essais réalisés sur la
M330-35A. La contrainte moyenne se relaxe au cours de l'essai, I'éprouvette entre donc en
compression ce qui engendre son flambement. La stratégie basée sur la conduite d’essais a
déformation imposée a donc été abandonnée au profit d’ essais a contrainte imposée.
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400} o — " OMax |
] : : :
o
Z | | | |
= 200_ ......................
S 5 : : :
g | |
s s : :
w000 o i 1
0 ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,

2000 6000 8000 10000

Nombre de cycles

0 2000

Figure II-21 : Relaxation de la contrainte moyenne au cours des essais d’écrouissage cyclique a
déformation totale imposée (R, = 0,25)

3. Essais d’écrouissage cyclique a contrainte imposée

Des essais a contrainte imposée ont été réalisés en utilisant différents niveaux de chargement et
un rapport de charge constant de 0,1. Pour ces essais, le pilotage est effectué en contrainte
nominale. La déformation est alors mesurée en utilisant un extensométre. Les niveaux de
contrainte utilisés sont: g,,,,= 420 MPa, 440 MPa, 460 MPa 480 MPa et 500 MPa. Ils ont été
choisis pour avoir la réponse du matériau a des déformations maximales comprises entre 2% et
7%.

Les essais ont été conduits sans dispositif anti-flambement. L’extensometre permettant de
mesurer la déformation au cours de I'essai a été fixé par des élastiques sur la face de I'éprouvette
comme illustré par la Figure 11-22.

Mors supérieur

Figure I1-22 : Eprouvette montée sur la machine servo-hydraulique lors d'un essai d'écrouissage cyclique
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Puisque I'objectif est de déterminer le comportement stabilisé, les essais sont arrétés aprés que
I'état asymptotique soit atteint sans nécessairement attendre la rupture de I'éprouvette. Pour
chaque niveau testé, une nouvelle éprouvette a été utilisée.

Les courbes de la Figure 1I-24 montrent que, pour tous les niveaux de chargement testés, le
phénomeéne de Rochet cyclique se manifeste au début de I'essai. Pendant la phase transitoire,
I'incrément de déformation plastique est d’autant plus important que la contrainte nominale
imposée est importante. Cet incrément diminue avec l'augmentation du nombre de cycles
(Figure I1-25). Le phénomene de Rochet disparait aprés un nombre de cycles donné qui varie en
fonction du niveau de contrainte appliqué.

e =440 MPa e =460 MPa
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Figure II-23 : Incrément de déformation plastique pour a) 0,,4,= 440 MPa b) ,,,,,= 460 MPa c) 0,4, =
480 MPa d) 6,,,4,= 500 MPa
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Figure 11-24 : Déformation nominale en fonction du temps pour les essais 0,,,,= 440 MPa et 0,4, =
500 MPa
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En examinant les courbes g, =

f (&) (Figure 11-25), on constate que I'étendue de la déformation
plastique est faible. Elle est toutefois plus importante lorsque le niveau de chargement

augmente.
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Figure II-25 : Courbe contrainte vraie en fonction de la déformation vraie pour le début de I'essai (a)
Omax= 440 MPa (b) 0,,,,= 500 MPa

A partir de ces essais, les boucles stabilisées (Figure 11-26) ont été extraites pour les niveaux de

chargements testés.
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Figure II-26 : Boucles stabilisées pour les différents niveaux de contraintes testés
IV. Modele de comportement cyclique

1. Choix du modéle

L’étude de l'évolution des champs de contraintes et de déformations dans une structure
nécessite l'utilisation d’'un modele de comportement cyclique pertinent. En particulier, en
fonction des conditions de sollicitations, le modele de comportement doit permettre de prévoir
s’il y a adaptation ou accommodation lors d’'un chargement cyclique. La pertinence d'un modeéle
est alors liée a deux facteurs: le choix des relations de comportement et la précision avec
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laquelle les paramétres sont identifiés. Puisque la plupart des critéres de fatigue reposent sur
I'observation de I'état stabilisé, il est clair que la pertinence du modele de comportement est
essentielle pour une problématique de dimensionnement.

Le choix du modele élasto-plastique s’est fait apres l'analyse des résultats des essais
d’écrouissage cyclique. Un modele avec écrouissage isotrope linéaire [60] a été choisi pour
décrire le comportement cyclique de 'alliage Fe-Si. Le modéle s’écrit alors sous la forme donnée
par les équations (27) — (32). La fonction de charge de Von mises est donnée par :

f(o,R) = Ogq — R¢c (27)
ou : g4 : contrainte équivalente de Von mises. Rg. : fonction d’écrouissage.

En élasticité linéaire, la loi est celle de Hooke :

a=D%¢° (28)
ol : D¥ tenseur d’élasticité d’ordre 4
1+v v
e — —
e= g prigl (29)
La fonction d’écrouissage est donnée par : R¢c = 0y, + H Pt
ol : H: module d’écrouissage.
La loi s’écrit donc sous la forme suivante :
de = de® + deP! (30)
1+v v
e — R —
dgf = —— do — - (d tr (g))% (31)
3 (dog,)
dePl = — %47 5
ET 20 oy Z (32)

ou: ¢’ :tenseur déviateur de contrainte.

2. Identification des parameétres par optimisation

Les parametres du modéle ont été identifiés par optimisation a partir des résultats des essais
d’écrouissage cyclique a différents niveaux de contraintes.

Le principe de 'optimisation consiste a trouver le jeu de parametres qui minimise I'écart entre la
variable simulée et la variable calculée quantifié par I'’équation (33).

1 n
Be() =5 ) (100 t) = v ()] (33)

i=1
Avec:

e Ec:Scalaire représentatif de I'’écart a I'instant t; entre deux variables
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e X:Jeude parameétres a optimiser
e fi: Fonction de poids associé a chaque instant t..

La variable grace a laquelle I'écart Ec est quantifié est la contrainte ¢ = f(g). Le matériau
présente un effet Rochet qui disparait au cours de l'essai. L’optimisation est faite sur la boucle
stabilisée. La Figure [1-27 présente le modéle bilinéaire identifié.
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Figure II-27 : Identification du modele de comportement cyclique de la M330-35A sur la base des essais
d’écrouissage cyclique (boucles stabilisées)

La Figure 1I-27 montre bien que le modele identifié passe par la majorité des maximums des
boucles stabilisées et rejoint la courbe de traction monotone. Ces résultats montrent que le
comportement cyclique stabilisé de I'alliage étudié n’est pas trés différent de son comportement
quasi-statique. Les parametres identifiés sont présentés dans le Tableau II-7.

E(GPa) v H(MPa) o,(MPa)
180 0,3 2280 380

Tableau II-7 : Parametres de la loi de comportement cyclique

3. Synthese partielle

Les essais d’écrouissage cyclique ont été réalisés en utilisant un rapport de charge positif afin
d’éviter le flambement de I'éprouvette. Pour les essais a déformation imposée, la contrainte
moyenne se relaxe aprés quelques cycles. L’éprouvette entre alors en compression et un
probleme de flambement apparait. Pour contourner ce probleme, des essais d’écrouissage
cyclique a contrainte imposée ont été réalisés. On observe un phénomeéne de Rochet qui se
manifeste des le début de l'essai puis disparait au bout d'un nombre de cycles. Une loi de
comportement cyclique avec écrouissage isotrope a été identifiée sur la base des essais
expérimentaux.
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V.

Conclusion du chapitre

Dans ce chapitre, il a été montré que le matériau étudié possede une microstructure équiaxe
avec une taille de grain moyenne relativement importante (100 um). Les analyses EBSD
montrent que cette tdle présente une légere texture héritée du laminage. La dureté sur la face de
la tole est relativement homogeéne, les variations étant dues a des interactions avec les joints de
grains.

La sensibilité du comportement mécanique quasi-statique aux différents parametres de
chargement et de direction de prélévement a été étudiée. Les résultats des essais montrent que,
bien qu’il y ait une texture cristallographique liée au laminage, I'anisotropie de déformation
plastique est faible. L’effet de la vitesse de déformation a été étudié. Dans le domaine de
fonctionnement (de &€ = 2,5%x10-3s-1 a ¢ = 2,5x10-5 s-1), I'influence de la vitesse est légerement
plus grande que l'effet de l'anisotropie de déformation plastique. La température semble
influencer le comportement de maniére significative avec un abaissement notable de la limite
d’élasticité a 180°C. Des phénomenes de vieillissement statique et dynamique ont également été
observés sur le matériau étudié. Ils sont plus ou moins visibles en fonction des conditions
d’essais (vitesse de déformation et température).

Le comportement cyclique du matériau a été aussi étudié. Le probleme majeur étant de faire des
essais a des rapports de charge négatifs étant donné la faible épaisseur de la tole. Sur la base des
essais d’écrouissage cyclique, réalisés a contrainte imposée, une loi de comportement a
écrouissage isotrope linéaire a été identifiée. Cette loi sera utilisée dans les calculs de
dimensionnement en fatigue des téles minces poingonnées détaillés dans le dernier chapitre de
ce travail.

Le chapitre suivant sera consacré a la présentation des résultats des essais de fatigue. Plus
précisément, linfluence des différents parametres engendrés (écrouissage, contraintes
résiduelles et défauts géométriques) par le procédé de poingonnage sur la tenue en fatigue de
ces toles est évaluée.
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Chapitre I1I : Etude de I'effet du procédé sur la tenue en fatigue

Chapitre III : Effet du procédé de poinconnage sur la tenue
en fatigue des toles minces ferromagnétiques

Le chapitre précédent a été consacré a la caractérisation du matériau ainsi qu’'a I'’étude de son
comportement mécanique cyclique. Ce chapitre sera consacré a I'étude de la résistance en
fatigue a grand nombre de cycles de cet alliage Fe-Si. Pour ce faire, des essais de fatigue sont
réalisés sur des éprouvettes lisses et entaillées en utilisant différentes conditions de chargement
et différentes températures. Les résultats de cette campagne d’essais ont permis d’étudier I'effet
des différents parametres tels que le procédé de poingonnage, le rapport de charge, la
température ainsi que les concentrations de contraintes sur la résistance en fatigue du matériau
étudié. Les résultats montrent qu’il y a une importante influence du procédé sur la tenue en
fatigue de ce matériau. L’effet du procédé de poinconnage est donc investigué d’avantage. Les
bords des éprouvettes poingonnées sont altérés par 'opération de poinconnage. Ils sont donc
analysés en utilisant différentes techniques expérimentales telles que la micro-dureté, la
diffraction des rayons X, la microscopie optique et la microscopie électronique a balayage ainsi
que la profilométrie optique sans contact. Ensuite, des essais de fatigue a grand nombre de
cycles sur différentes configurations d’éprouvettes lisses ont permis d’étudier l'influence de
chaque effet induit par le procédé sur la résistance en fatigue de cet alliage. Ces aspects sont
détaillés dans ce chapitre.

I. Essais de fatigue a grand nombre de cycles
1. Procédé d’obtention des éprouvettes de fatigue

Le procédé d’obtention des piéces industrielles est un facteur important pour la résistance en
fatigue. En effet, chaque procédé induit des effets différents qui peuvent étre bénéfiques ou bien
néfastes sur la résistance en fatigue des pieces en service. Les pieces des moteurs électriques
sont fabriquées par poingonnage. Ce procédé, couramment utilisé pour la découpe des tdles, est
connu pour induire des altérations importantes des bords poingonnés (contraintes résiduelles,
écrouissage...). La prise en compte de ces effets est nécessaire pour estimer d’une fagon fiable la
résistance en fatigue des pieces découpées.

1.1. Obtention des éprouvettes

Dans le but d’avoir des éprouvettes représentatives des piéces industrielles, les conditions
industrielles ont été utilisées lors de la découpe des éprouvettes de fatigue. Un outil a suivre a
été concu et réalisé a cette fin (Figure 11I-1), il permet de fabriquer des éprouvettes lisses et
entaillées. Pour la fabrication des éprouvettes entaillées, deux opérations sont nécessaires,
tandis que les éprouvettes lisses ne nécessitent qu'une seule opération. La tole défile sous I'outil
jusqu’au premier poste qui permet de faire 'entaille. Le poingonnage de I'éprouvette entaillée
est alors effectué au deuxiéme poste. Pour les éprouvettes lisses, une seule opération au
deuxieme poste est nécessaire. L’'outil est monté sur la presse utilisée pour la fabrication des
pieces industrielles. Le poingonnage est ainsi réalisé en utilisant les mémes conditions, et
notamment la méme vitesse de frappe. La tole déroulée de la bobine passe par un redresseur
avant d’étre découpée.
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Figure I1I-1 : Outil utilisé pour la fabrication des éprouvettes de fatigue lisses et entaillées

1.2. Différentes configurations d’éprouvettes testées en fatigue HCF

Afin de quantifier I'effet du procédé sur la tenue en fatigue des piéces rotors, des essais de
fatigue a grand nombre de cycles ont été réalisés sur les quatre configurations d’éprouvettes
suivantes :

Eprouvettes poingonnées

Eprouvettes poinconnées puis polies

Eprouvettes poinconnées puis recuites

Eprouvettes poingonnées puis polies ensuite recuites (configuration de référence)

W=

La premiére configuration est relative aux éprouvettes poingconnées représentatives des piéces
industrielles. La deuxiéme est relative aux éprouvettes poingonnées dont le bord a été ensuite
poli en utilisant du papier abrasif. La troisieme configuration est celle des éprouvettes
poinconnées qui ont subi un traitement thermique de détensionnement. Et la derniére
configuration est relative aux éprouvettes obtenues par poinconnage dont le bord a été poli,
elles ont ensuite subi un traitement thermique de détensionnement. Le but de cette derniere
configuration est de définir une référence, représentative de la tenue en fatigue intrinseque du
matériau, a laquelle comparer les résultats des essais sur les différentes configurations
d’éprouvettes testées. L'opération de polissage a été effectuée a la main jusqu’a I'enlevement des
défauts géométriques visibles sur le bord. Deux grades de papier abrasif ont été utilisés. Le
premier grade (P1200) a été utilisé jusqu'a la disparition des défauts visibles sur le bord.
Ensuite, le deuxiéme (P4000) a été utilisé pour enlever les rayures suite a 'opération de
polissage sur les deux bords. En plus des défauts géométriques, 'opération de polissage permet
d’enlever une partie de la zone écrouie et elle modifie I’état de contraintes résiduelles sur le bord
[61]. Le traitement thermique de détensionnement a été réalisé, les détails de ce traitement sont
confidentiels. Le schéma (Figure I1I-2) présente le cycle de traitement thermique qu’ont subi les
éprouvettes pour éliminer I’écrouissage et les contraintes résiduelles induites par le procédé de
poinconnage. Dés la réception des éprouvettes, nous avons vérifié I'efficacité de ce traitement en
utilisant les techniques de micro-dureté et de diffraction des rayons X. Les résultats seront
présentés dans ce chapitre.
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Figure III-2 : Schéma représentant le traitement thermique appliqué aux éprouvettes de fatigue

La réalisation d’essais de fatigue sur ces différentes configurations doit permettre de mettre en
évidence I'effet du procédé de poingonnage sur la tenue en fatigue des piéces industrielles et de
découpler les différents effets : défauts géométriques, écrouissage et contraintes résiduelles. Ces
effets induits par le procédé influent d’'une fagon notable la résistance en fatigue de cet alliage. La
contribution de chaque parameétre sur la modification des propriétés en fatigue sera quantifiée
et les résultats seront présentés tout au long de ce chapitre.

2. Géométrie des éprouvettes de fatigue lisses et entaillées

Etant donné la faible épaisseur de la tdle, la rigidité des éprouvettes peut limiter la faisabilité des
essais de fatigue. En effet, il est nécessaire d’avoir une éprouvette dont la rigidité est
suffisamment élevée pour qu’elle puisse résonner sur la machine utilisée (de type vibrophore)
entre 50 et 250 Hz. Une campagne d’essais de fatigue préliminaires sur différentes formes
d’éprouvettes a été menée. Apres plusieurs tentatives, la géométrie lisse donnée par la Figure
[11-3 a été retenue.

180

| 2 é
! o N
[+2]
//lo.o02][A B

Figure I1I-3 : Géométrie lisse des éprouvettes de fatigue

Comme présenté au premier chapitre, le poinconnage génére des défauts sur le bord. La
géométrie choisie présente une partie calibrée de 20 mm de longueur. Le choix d’'une géométrie
a bords paralléles permet d’avoir un état de contrainte homogéene au milieu de I’éprouvette. Ceci
laisse la possibilité aux différents défauts de la partie calibrée d’évoluer dans les mémes
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conditions, et d’étre critique tout le long de cette partie. Ceci permet d’étudier leur effet sur la
tenue en fatigue.

En fonction de la conception du circuit magnétique du moteur, les pieces rotors présentent
plusieurs zones de concentration de contraintes plus au moins critiques. Ces accidents
géométriques doivent étre pris en compte lors du dimensionnement en fatigue de ces pieces. Il
est donc nécessaire de faire des essais sur des éprouvettes entaillées dont la valeur du
coefficient théorique de concentration de contrainte (Kt) est représentative des piéces
industrielles.

Le coefficient théorique de concentration de contrainte maximal estimé sur les piéces des
moteurs est de 2,6 en traction. Les deux géométries d’éprouvettes entaillées présentées par la
Figure IlI-4 et la Figure III-5 ont été utilisées. Elles sont relatives a un coefficient de
concentration de contrainte Kt=2 et Kt=3, respectivement. Ces valeurs ont été choisies pour
encadrer la valeur maximale estimée sur les pieces industrielles. Les deux entailles ont la méme
profondeur qui vaut 2,4 mm. Ce choix est justifié par le fait qu'au-dessus de cette valeur, des
problémes de faisabilité des essais liés a la rigidité de I'éprouvette se manifestent. En plus, les
entailles ont été positionnées sur un seul des bords paralléles pour pouvoir faire plus facilement
des essais instrumentés permettant de suivre la propagation de la fissure de fatigue au cours de
'essai. Les formes d’entailles ont été calculées par éléments finis (voir détails en annexe 2).

=lo0.2]c 150 {?
36.41 R100 C]
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Figure I11-4 : Géométrie de I'éprouvette de fatigue entaillée Kt=2
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Figure I1I-5 : Géométrie de 'éprouvette de fatigue entaillée Kt=3

3. Machine et conditions d’essai

Une machine a résonnance (de type vibrophore) a été utilisée pour faire les essais de fatigue a
grand nombre de cycles. La géométrie utilisée résonne a une fréquence d’environ 64 Hz. Le
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critere d’arrét utilisé est une dérive de fréquence de 1 Hz. Le nombre de cycles maximal choisi
pour arréter l'essai est 5x10¢ cycles. Un essai sans rupture dure donc environ 22 h. La
résistance en fatigue est déterminée pour chacune des configurations en utilisant la méthode de
I'escalier (staircase) sur 13 éprouvettes. Pour chaque courbe S-N, 25 éprouvettes ont été testées.
Pour des configurations/conditions particulieres, la limite de fatigue a été déterminée par un
escalier court sur 8 a 9 éprouvettes.

Etant donné la faible épaisseur de la tole (350 pm), un léger mode de flexion parasite apparait
parfois sur quelques éprouvettes. Afin de I'éliminer, deux doigts anti-flambement ont été utilisés
comme illustré par la Figure I11-6.

A
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‘ !
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Figure II1-6 : Essai de fatigue sur une éprouvette lisse en utilisant les deux doigts anti-flambement

Pour les pieces rotors, les chargements cycliques appliqués a la structure sont principalement
dus a la force centrifuge. Des contraintes d’assemblage engendrent également des pré-charges
statiques dans la structure. En fonction du moteur et de la méthode d’assemblage, il existe
différents niveaux de pré-charge. Afin de prendre en compte cet effet, les essais de fatigue ont
été réalisés en utilisant différents rapports de charge positifs : R=0,1 ; R=0,3 ; R=0,5 et R=0,8. Les
différents rapports de charge testés permettent de balayer tout le domaine de fonctionnement
des piéces industrielles et permettent d’identifier les parameétres des critéres de fatigue utilisés
pour le dimensionnement.

Les essais de fatigue a grand nombre de cycles ont été réalisés a température ambiante sur les
trois géométries d’éprouvettes. Par contre, en fonctionnement, le moteur électrique chauffe a
cause des pertes magnétiques (dans le rotor et le stator) qui se transforment en chaleur. La
température maximale qui peut étre atteinte a lintérieur du moteur en régime de
fonctionnement est de 'ordre de 180°C. Pour pouvoir dimensionner d’'une fagon fiable les pieces
industrielles, il est donc nécessaire de connaitre le comportement en fatigue en température de
ces toles en régime stabilisé. L'influence de la température sur la résistance en fatigue de ces
toles a été étudiée a travers des essais de fatigue réalisés a 180°C.
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Les essais en température ont été conduits en utilisant une enceinte thermique. La température
a l'intérieur de 'enceinte a été mesurée en utilisant le thermocouple de I'enceinte, tandis que la
température au milieu de I'éprouvette et sur les deux mors a été mesurée en utilisant trois
autres thermocouples. Le protocole d’essai consiste a chauffer les mors en premier (a cause de
leur inertie thermique), avant de monter I'éprouvette. Une phase de maintien en température
suit pour homogénéiser la température de I'ensemble. Durant cette phase, un asservissement en
force est activé pour éviter que I'éprouvette ne flambe a cause de I'expansion thermique. Une
fois que la température voulue au milieu de I'éprouvette est atteinte, I'essai est lancé de la méme
maniére que les essais a température ambiante.

Une ligne d’amarrage constituée de deux rallonges a été spécialement congue et fabriquée pour
faire les essais en température. Etant donnée la durée de l'essai et le nombre d’éprouvettes a
tester, ’échauffement de la cellule de charge ne peut pas étre négligé. Pour s’assurer des valeurs
de force mesurées, il est nécessaire que la température de la cellule reste faible. Un circuit de
refroidissement intégré aux rallonges a donc été congu et réalisé. Un refroidisseur utilisant un
fluide calorifique a été utilisé pour le refroidissement forcé des rallonges.

Dans l'enceinte thermique, le mode de flexion parasite disparait. En effet, 'utilisation des
rallonges rend I'ensemble (éprouvette + ligne d’amarrage), excités par la machine de fatigue,
plus souple. Il n’est ainsi plus nécessaire d’utiliser les doigts anti-flambement pour les essais en
température. Les mémes conditions d’arrét que pour les essais a la température ambiante ont
été utilisés (dérive de fréquence de 1 Hz ou bien si les 5x106 cycles sont atteints).

II. Résultats des essais de fatigue HCF : courbes S-N
1. Effet du poinconnage

Dans le premier chapitre, il a été mis en évidence par plusieurs auteurs que le procédé de
poingonnage influe d’'une fagcon néfaste la résistance en fatigue. Afin de quantifier 'effet du
procédé sur la tenue en fatigue dans le cas des téles minces, des essais de fatigue ont été réalisés
sur des éprouvettes brutes de poingonnage et sur des éprouvettes recuites dont les bords ont été
polis aprés poingonnage : configurations 1 et 4. Les conditions d’essais utilisés sont identiques
pour les deux configurations.

Les résultats des essais réalisés a température ambiante pour un rapport de charge R=0,1,
présentés dans la Figure III-7, montrent un abattement d’environ 25% sur la résistance en
fatigue médiane a 5x10¢ cycles des éprouvettes poingonnées (configuration 1) par rapport aux
éprouvettes poingconnées-polies (configuration 2). Par contre, pour les hauts niveaux de
chargement, les points expérimentaux sont proches. Ceci s’explique par le fait qu’a ces niveaux,
la plasticité macroscopique gouverne l'amorcage des fissures de fatigue: son effet devient
prépondérant par rapport a l'effet du procédé, qui joue un roéle plus important pour les faibles
niveaux de chargements. Nous verrons par la suite qu’'il s’agit de l'effet des défauts de
poingonnage, des contraintes résiduelles et de I'écrouissage.
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Figure III-7 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poinconnées et polies pour R=0,1 (Température
ambiante, Modele de Stromeyer)

Pour le rapport R=0,5, une courbe S-N a été réalisée avec 25 éprouvettes poingonnées
(configuration 1). Afin de pouvoir quantifier 'effet du procédé pour ce rapport de charge, la
résistance en fatigue médiane a 5x106 cycles a été déterminée avec un escalier court en utilisant
des éprouvettes poingonnées-polies (configuration 2). Les résultats (Figure 111-8) montrent un
abattement moins important sur la résistance en fatigue que les résultats a R=0,1 (environ 17%
au lieu de 25%).
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Figure I1I-8 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées et poingonnées-polies pour R=0,5
(Température ambiante, Modéle de Stromeyer)

Cet abattement plus faible s’explique par le fait que la plasticité macroscopique est plus
importante dans le cas des éprouvettes testées a R=0,5. En effet, la courbe S-N a R=0,5 sur
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éprouvettes poinconnées est intégralement au-dessus de la limite d’élasticité macroscopique.
L’influence du procédé est donc moins importante que pour les éprouvettes testées a R=0,1.

Dans les deux cas testés, la dégradation de la résistance en fatigue des éprouvettes poingonnées
est principalement liée au procédé d’obtention. Il a été montré dans la littérature [28] [2] que le
poinconnage dégrade de facon considérable la résistance en fatigue du matériau car il induit des
défauts géométriques et des contraintes résiduelles de traction localement sur le bord. Ces effets
seront étudiés en détails dans la suite de ce chapitre.

2. Effet durapport de charge

L’effet du rapport de charge a été étudié en complétant les essais sur des éprouvettes
poinconnées (configuration 1) réalisés pour des rapports de charge R=0,1 et R=0,5 par des
essais a R=0,3 et R=0,8 qui sont présentés dans la Figure I11-9 et Figure I11-10.
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Figure III-9 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées pour R=0,3 (Température ambiante)

L’ensemble des résultats a été regroupé dans un diagramme de Haigh (Figure 11I-11). La droite
de Goodman a été tracée en utilisant les rapports R=0,1 et R=0,5. Le point relatif au rapport
R=0,3 a été placé dans le diagramme pour vérifier si la droite de Goodman donne une bonne
prévision de I'effet du rapport de charge. Le point R=0,3 n’est pas parfaitement aligné avec les
deux autres points mais I'écart est faible.

Le rapport R=0,8 représente les situations ou il y a une plastification initiale importante Les
courbes S-N obtenues pour R=0,8 sont tres plates, ces qui est souvent observé dans la littérature
dés lors que le rapport de charge est élevé. Puisque la résistance maximale du matériau étudié
varie en fonction de la vitesse de déformation, trois seuils représentant (o,,,, = Rm) relatifs a
chaque vitesse testée ont été tracé sur la courbe S-N correspondant a R=0.8 et sur le diagramme
de Haigh.
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Figure I11-10 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées pour R=0,8 (Température ambiante)

L’alliage Fe-Si étudié présente un durcissement cyclique dés les premiers cycles. Ceci explique le
fait que les points sont situés au-dessus des limites maximales quasi-statiques du matériau.
D’autre part, le signal de la force imposée par la machine est sinusoidal. La valeur maximale de la
vitesse de déformation sur la partie utile de I'éprouvette est de l'ordre de 6x10-2 s-1. Le
diagramme de Haigh donne une bonne prévision de I'effet du rapport de charge dans le cas des
chargements testés (traction), y compris pour des valeurs élevées du rapport de charge. Les
barres d’erreurs présentées sur les points sont relatives aux dispersions sur les résultats
expérimentaux obtenus.
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Figure I1I-11 : Diagramme de Haigh a la température ambiante pour N=5x10° cycles
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3. Effet de la température

En fonctionnement, les rotors peuvent atteindre une température maximale d’environ 180°C.
Pour étudier l'influence éventuelle de cet échauffement sur le comportement en fatigue, des
essais ont été menés a 180°C dans les mémes conditions que pour les essais a température
ambiante sur des éprouvettes poingonnées (configuration 1). Une comparaison des résultats
pour les deux températures est présentée a travers les courbes de Wohler obtenues (Figure I11-
12). Les résultats montrent qu’'il n'y a pas d’influence de la température sur la limite
d’endurance a 5x10¢ cycles. En revanche, pour les hauts niveaux de chargement (faible durée de
vie), l'effet de la température est plus visible. En effet, a 180°C, le nombre de cycles a rupture est
plus faible qu’a température ambiante pour les mémes niveaux de chargement. Pour les
éprouvettes testées a R=0,5, il n'y a pas de différence significative. L’effet de la température est
donc influencée par la contrainte moyenne, on observe notamment que la température influence
la résistance en fatigue d’autant plus que la contrainte moyenne est élevée.
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Figure III-12 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées lisses testées a température ambiante
eta 180°C pour a)R=0,1 etb) R=0,5 (Modele de Stromeyer)

4. Effet des concentrations de contraintes : éprouvettes entaillées

Les piéces rotors présentent des formes géométriques relativement complexes qui dépendent de
la configuration du moteur (nombre de poéles, vitesse de rotation ...). Les évidements réalisés
dans la tole pour loger les aimants générent plusieurs zones de concentration de contraintes
(Figure III-13). Les calculs de dimensionnement ainsi que les essais sur des prototypes
montrent que ces zones sont les plus critiques pour la résistance en fatigue de la piece. Il est
donc nécessaire d’étudier 'effet des concentrations de contraintes sur la tenue en fatigue. Pour
cela, des essais de fatigue a grand nombre de cycles ont été réalisés sur des éprouvettes
entaillées (Kt=2 et Kt=3) pour les deux températures étudiées (ambiante et 180°C). Les
éprouvettes n’ont subi aucun traitement apres poingonnage (configuration 1).
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Figure I11-13 : Exemple de piéce d'un rotor de moteur électrique

La comparaison des résultats des essais de fatigue sur les éprouvettes entaillées (Figure I11-14)
montre que la température n’a pas d’effet sur la résistance en fatigue. En revanche, les
éprouvettes testées a haut niveau cassent plus tét a haute température (180°C), surtout pour les
éprouvettes Kt=3 ou la plasticité est plus importante. Ceci est plus visible sur les courbes S-N
tracées en contrainte locale élastique maximale pour les deux températures et les trois
géométries (Figure I11-15). Ces courbes montrent la plastification importante dans le cas des
éprouvettes entaillées, notamment pour Kt=3. La résistance en fatigue est nettement supérieure
a la limite d’élasticité. Ceci montre bien la plasticité importante au fond de 'entaille.
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Figure 111-14 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées entaillées testées a la température
ambiante et a 180°C : a) Kt=2 b) Kt=3 (R=0,1 ; Modeéle de Stromeyer)
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Figure III-15 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poinconnées lisses et entaillées tracées en contrainte
locale élastique : a) température ambiante b) 180°C (R=0,1 ; Modele de Stromeyer)

Un escalier court a été réalisé sur des éprouvettes entaillées (Kt=2) en utilisant le rapport de
charge R=0,8. Le but de ces essais est de déterminer l'influence du rapport de charge sur la
résistance en fatigue dans le cas des éprouvettes Kt=2. Les résultats montrent que la limite de
fatigue médiane a a 5x106 cycles passe de 282 MPa pour le rapport R=0,1 a 475 MPa (en
contrainte maximale) pour le rapport R=0,8. Ceci est expliqué par la plasticité importante qui
domine I'amorcage des fissures de fatigue. Ces essais serviront aussi a vérifier si la démarche de
calcul est valable sur des géométries entaillées a un rapport de charge élevé.
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Figure 11I-16 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées lisses et entaillées tracées en contrainte
locale élastique (R=0,8 ; température ambiante)

Le Tableau III-1 regroupe les valeurs de la limite de fatigue médiane a 5x106 cycles pour toutes
les configurations d’éprouvettes testées. L'écart type n’est pas estimable dans la majorité des
cas. Il sera pris égal au pas de l'escalier (20 MPa).
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R Kt | Température Configuration N° op[MPa] | Ecart type [MPa]
Poinconnées—polies—recuites (4) 184 -
. Poingonnées—polies (2) 204 -
lisse . . .
. Poingonnées-recuites (3) 169 -
Ambiante
147 -
0,1 2 127 -
3 109 16,2
lisse o Poinconnées (1) 150 -
2 180°C 130 18,9
3 99 -
. 106 -
0,5 | lisse Ambiante Poinconnées—polies (2) 128 -
180°C 120 -
0,3 | Lisse . . 127 -
08 Lisse Ambiante Poingonnées (1) 52,5 -
’ 2 47,5 -

Tableau I1I-1 : Récapitulatif des essais de fatigue a grand nombre de cycles pour les différentes
configurations testées

Les résultats relatifs aux essais sur éprouvettes entaillées serviront pour valider la démarche de
dimensionnement en fatigue des pieces industrielles présentant des zones de concentration de
contrainte. La compétition entre les concentrations de contrainte a I'échelle macroscopique
(entailles) et celles a I'échelle mésoscopique (défauts de poingonnage) nécessite plus
d’investigations afin de déterminer la plus nocive de ces configuration. Dans la suite de ce
document, I'effet des défauts géométriques sera étudié plus en détail et une comparaison entre
les concentrations de contraintes locales (engendrées par les défauts de poingonnage) et
globales (relatives au entailles) a été réalisée.

III. Analyse et discussion des résultats de fatigue a grand nombre de cycles
1. Amorcage et propagation des fissures de fatigue

Les essais sont interrompus si le nombre de cycles fixé est atteint ou suite a une dérive de
fréquence de 1 Hz. Bien que cette valeur soit faible, la majorité des éprouvettes sont rompues en
deux parties lorsqu’une telle dérive est observée. La chute trés rapide de la fréquence en fin
d’essai de fatigue (Figure I1I-17) souligne alors que la vitesse de la propagation de la fissure est
rapide.
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Figure I11-17 : Chute de la fréquence a la fin d’un essai de fatigue sur une éprouvette entaillée (Kt=3) pour
Omax = 280 MPa et Nr=575 226 cycles, R=0,1

Des essais avec suivi de fissure ont été réalisés sur quelques éprouvettes poinconnées. Une
caméra CCD a été utilisée pour filmer la propagation de fissure (Figure 111-18). La longueur de la
fissure a été mesurée sur les images capturées, ce qui a permis de tracer la courbe de
propagation de fissure (a = f(N)) (Figure I1I-19). Ces mesures n’ont été réalisées que sur des
éprouvettes poingconnées (configuration 1). Ceci est dii au fait que la profondeur affectée par le
poingonnage (0,2 mm) est du méme ordre de grandeur que la résolution spatiale de la technique
de mesure utilisée (0,17 mm). Ceci rend la différence entre les éprouvettes polies et poingonnées
difficilement détectable. Les résultats montrent une propagation tres rapide de la fissure une
fois qu’elle s’est amorcée.

Initiation de la fissure de fatigue

Figure I1I-18 : Essai de fatigue avec suivi de fissure par caméra CCD sur une éprouvette entaillée (Kt=2)

Afin de faciliter la détection de la fissure une fois qu’elle s’est amorcée, la surface de I'éprouvette
a été couverte par une couche fine d'un mélange de glycérine et d’oxyde de zinc [62]. Cette
peinture initialement blanche se colore localement en noir dans la zone d’amorgage de la fissure.
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Figure I1I-19 : a) Courbe de propagation de fissure dans une éprouvette entaillée (Kt=2) b) zoom sur la fin
de la courbe (0,4, = 361 MPa et Nr=187 909 cycles ; R=0,1)

Pour l'essai présenté dans la Figure 11I-19, la rupture totale de I'éprouvette apres amorgage
nécessite une durée de 39 secondes, ce qui correspond a environ 2500 cycles. Pour tous les
essais réalisés avec un suivi de fissure, le nombre de cycles durant la propagation ne dépasse pas
1,5% du nombre de cycles total. On peut en conclure que I'amorg¢age domine la durée de vie en
fatigue de cet alliage et que les courbes S-N sont données a I'amorg¢age d’'une fissure courte (=
0,17 mm).

2. Analyses des faciés de rupture

Afin d’investiguer les origines de I'abattement de la résistance en fatigue a 5x10¢ cycles dans le
cas des éprouvettes poingconnées par rapport aux éprouvettes polies (Figure I11-7), les facies de
rupture des éprouvettes ont été observés en utilisant un microscope électronique a balayage
(MEB). Vu que la différence de durée de vie entre les deux configurations est surtout observée
pour les faibles niveaux de chargements, la majorité des éprouvettes observées ont été testées a
des niveaux de chargement proches de la résistance en fatigue a 5x106 cycles. Quelques
éprouvettes testées a des niveaux de chargement relativement élevés ont aussi été observées.

2.1. Eprouvettes poinconnées

Les résultats des observations montrent que les fissures de fatigue s’amorcent toujours sur le
bord des éprouvettes poinconnées (configuration 1). Pour la plupart des éprouvettes,
I'amorgage a lieu sur un défaut engendré par le procédé de poinconnage situé dans la zone
arrachée (Figure I111-20 et Figure I1I-21). Sur quelques éprouvettes, il est difficile de localiser
avec précision le site d’amorgage, mais ce dernier est toujours situé sur le bord poingonné.
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Figure I11-20 : Faciés de rupture de I'éprouvette poingonnée V.22, amorcage sur un défaut de poingonnage
(R=0,1; 0ypqy = 409 MPa et Nr=242 869 cycles)

Figure I11-21 : Facies de rupture de I'éprouvette poingconnée V.9, amorcage sur un défaut de poinconnage
(R=0,1; 0oy = 364 MPa et Nr=437 473 cycles)

Sur un méme facies, il existe différentes zones qui peuvent étre identifiées (Figure 111-22).

e Une premiere zone comprend 'amorgage et la propagation de la fissure physiquement
courte [8] [9] [10].

e Une deuxiéme correspond a la propagation de la fissure longue (macroscopique).

e Une troisiéme zone relative a la rupture finale en traction du ligament.

La longueur de la premiére zone est comprise entre 0,5 mm et 1,5 mm (Figure I11-23). L’étendue
de la troisiéme zone est fonction du niveau de chargement appliqué.

Un changement de mode de propagation de la fissure de fatigue entre la premiére et la deuxieme
zone est clairement observé (Figure 111-23). Il a été identifié sur plusieurs facies de rupture des
éprouvettes cassées en fatigue. Un échantillon de 5 éprouvettes a été utilisé pour étudier ce
changement de mode de propagation de fissure dans le but de comprendre son origine. Les
résultats obtenus sont présentés dans le Tableau III-2. La propagation de la fissure de fatigue
change dés lors qu’elle a une longueur comprise entre 0,68 mm et 1,27 mm. Le facteur
d’intensité de contrainte (AK) associé a été calculé (voir annexe 3 pour les détails de calcul). Il
est compris entre 18,81 MPa Vm et 23,42 MPa Vm.
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Eprouvette om.x[MPa] a(mm) r,(mm) AK (MPa \/ m)

V.9 364 1,27 0,143 23,42
V.22 409 0,95 0,135 22,71
V.123 364 1,14 0,128 22,13
V.157 364 0,83 0,092 18,81
V.33 409 0,68 0,096 19,18

Tableau I1I-2 : Facteurs d’intensité de contrainte et rayon plastique en fond d’entaille calculés pour
différentes éprouvettes cassées en fatigue

a ~

Figure I11-22 : Différentes zones observées sur le faciés de rupture en fatigue : a) vue globale d’'une
éprouvette rompue en fatigue a un niveau de chargement élevé b) zone d'amorgage et propagation de la
fissure courte, c) zone de propagation de la fissure macroscopique d) rupture finale du ligament en
traction

Figure 111-23 : Faciés de rupture illustrant le changement du mode de propagation de la fissure de fatigue
(R=0,1; 0ppux = 364 MPa et Nr=903 004 cycles)

2.2. Eprouvettes polies

Pour les éprouvettes poingonnées, la cause de 'amorgage des fissures de fatigue est claire. Il
s’agit des défauts de poingonnage. En revanche, pour les éprouvettes polies (configuration 2),
I'identification de la cause de 'amorcage est moins évidente. Bien qu’on retrouve les trois zones
observées sur les éprouvettes poinconnées, le site d’amorgage n’est pas facile a identifier (Figure
[I1-24). On ne retrouve pas les lignes de riviére qui convergent vers une seule zone comme dans
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le cas des éprouvettes poingonnées. Sur la majorité des éprouvettes polies observées, 'amorcage
des fissures de fatigue est un amorgage transgranulaire. Parfois, il y a une compétition entre
deux sites d’amorcage différents : amorcage sur un défaut sur la face de la tole généré par le
procédé de laminage et amorgage transgranulaire (Figure I1I-25).

Figure 111-24 : Faciés de rupture des éprouvettes poingonnées-polies a) V.47 (R=0,1 0,,,, = 497 MPa et
Nr=98 752 cycles) et b) V.128 (R=0,1 6;,,4 = 475 MPa et Nr=531 709 cycles)

100 um

Figure I11-25 : Compétition entre deux sites d’amorcage de fissure de fatigue sur une éprouvette
poingonnées-polie (R=0,1 0,4 = 453 MPa et Nr=1 211 035 cycles)

Cette différence des mécanismes d’amorcage explique une partie de l'abattement sur la
résistance en fatigue dans le cas des éprouvettes poingonnées par rapport aux éprouvettes
polies. En effet, les défauts localisés sur le bord sont des sites potentiels pour I'amorcage des
fissures de fatigue vu qu'’ils génerent une concentration de contraintes. Mais il a été montré dans
le premier chapitre que le procédé de poingonnage ne génere pas seulement des défauts
géomeétriques, mais aussi de '’écrouissage et des contraintes résiduelles.
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Dans le cas des éprouvettes polies, les défauts géométriques ont été supprimés, mais une grande
partie de I'écrouissage a aussi été enlevée par le polissage, et I'état des contraintes résiduelles a
également été modifié. La suite de ce document vise a mieux comprendre 1'effet respectif de ces
trois facteurs sur la résistance en fatigue des toles minces poingonnées.

3. Mesures de micro-dureté sur les bords poingonnés

Des mesures de micro-dureté ont été réalisées prés des bords dans le but de déterminer
I'étendue de la zone écrouie suite a I'opération du poingonnage (configuration 1).

Afin de se rapprocher au maximum du bord, une masse de 100 grammes est utilisée (HV0,1). La
premiere indentation peut alors étre réalisée a une distance de 50 pm du bord. Les indentations
sont ensuite espacées de 75 um (Figure 111-26-a).

Le profil obtenu est illustré dans la Figure I1I-26-b. La valeur maximale de la dureté est relative
a la premiere indentation (la plus proche du bord). La dureté décroit en s’éloignant du bord
jusqu’a une distance de 200 pm ou le gradient de dureté disparait et les valeurs sont stables. Sur
la tole M330-35A, la profondeur de la zone écrouie est donc d’environ 200 pm. Ce méme type de
profil a aussi été observé pour des toles d’épaisseur plus importantes (0,5 mm et 15 mm) par [2]
et [30].
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Figure I1I-26 : a) Indentations HVO0,1 en partant du bord poingonné b) Profil de micro-dureté en partant
du bord poingonné

Des mesures de micro-dureté HVO,1 ont aussi été réalisées sur les éprouvettes polies
(configuration 2) afin de vérifier 'enlevement de la zone écrouie par le polissage. Les mémes
conditions de mesures ont été utilisées, la premiere indentation étant située a 50 um du bord
poli. Les valeurs sont quasi-stables sur tout le profil comme l'illustre la Figure 111-27.
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Figure I1I-27 : Profil de micro-dureté sur les éprouvettes poingonnées et poingconnées-polies

4. Analyse des contraintes résiduelles et de I'écrouissage

L’étude fractographique a montré que les fissures de fatigue s’amorcent toujours sur le bord, que
ce soit pour les éprouvettes poinconnées ou bien polies. Bien que les défauts géométriques
jouent un réle important sur I'amorcage des fissures de fatigue, d’autres effets induits par le
procédé, et notamment les contraintes résiduelles, sont aussi importants.

Les contraintes résiduelles jouent un role important dans 'amorcgage et la propagation des
fissures de fatigue. Il a été montré dans la littérature [2] que les contraintes résiduelles de
traction favorisent 'amorcage et I'ouverture des fissures de fatigue, tandis que les contraintes
résiduelles de compression permettent de fermer les fissures et ainsi de retarder leur
propagation.

Dans la littérature, les analyses des contraintes résiduelles sur des toles relativement épaisses
montrent que le procédé de poingonnage induit des contraintes résiduelles de traction
localement sur le bord [28]. Les valeurs de ces contraintes varient en fonction de plusieurs
parameétres qui sont liés principalement au matériau et aux conditions de poingonnage. Le
polissage du bord est connu pour modifier I'état de contraintes résiduelles sur le bord [61]. Ce
procédé induit généralement des contraintes résiduelles de traction sur les bords. Au milieu de
la piéce les contraintes résiduelles sont redistribuées pour que la piéce puisse avoir un état
d’équilibre.

Pour mieux comprendre les mécanismes d’amorcage de fissures de fatigue sur les toles
poingonnées, il est donc nécessaire d’analyser les contraintes résiduelles induites par ce
procédé.
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4.1.Détails de la campagne d’analyses par diffraction des rayons X

Les analyses de contraintes résiduelles ont été réalisées en utilisant la technique de diffraction
des rayons X (DRX). Elle consiste a irradier par un faisceau de rayons X monochromatique la
surface de la piéce a analyser. Un ou plusieurs détecteurs permettent de mesurer l'intensité du
faisceau diffracté (Figure I1I-28). Le phénoméne de diffraction sur les matériaux métalliques
n’est possible que si l'onde de rayonnement incidente vérifie la loi de Bragg (1).

Z.dhkl.sin 0 =n A (34)

ou :

-n : 'ordre de diffraction

- A:lalongueur d’onde du rayonnement

- 0 :I'angle de réflexion, demi-angle de diffraction

FAISCEAU
INCIDENT

Détecteur

FAISCEAU
DIFFRACTE

Position V=0 Position ¥>0

FAISCEAU
INCIDENT

FAISCEAU -

DIFFRACTE

Figure I1I-28 : Principe de la technique de diffraction des rayons X

La technique de DRX permet de mesurer la distance inter-réticulaire d'une famille de plans {hkl}.
Cette distance inter-réticulaire, puisqu’elle est représentative des déformations
thermoélastiques du volume irradié, est modifiée en présence de contraintes résiduelles. Les
analyses des contraintes par diffraction des rayons X visent alors a mesurer la variation de cette
distance, qui engendre un déplacement des pics de diffraction, pour en déduire les déformations
élastiques associées. La déformation élastique £(3) dans une direction repérée par 'angle i est
ainsi reliée a la distance inter-réticulaire dy; () par (35):

dra ) _ dna @) — diyg 35
dd ) df (35)
hi hil

=
Il est ensuite possible de calculer les contraintes en se basant sur les équations de la mécanique
des milieux continus isotropes et homogénes connaissant les déformations élastiques. Dans le
cas d’un état de contrainte plane, les contraintes résiduelles sont calculées en utilisant le modeéle
mécanique décrit par I'équation (36) :

1+v
E

v
sW) = o115in?(Y) — ETT(O’) (36)

La relation précédente, parfois appelée la loi du sin?(1), montre qu'il est possible d’évaluer la
contrainte s’exercant selon une direction a partir des mesures de déformations élastiques
réalisées dans différentes directions par diffraction. L’hypothése de contraintes planes est
justifiée par la faible profondeur de pénétration des rayons X dans les alliages métalliques. En
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effet, puisque le volume irradié est proche d’une surface libre, il n’est soumis a aucun effort
normal.

Les analyses de contraintes résiduelles ont été réalisées selon la norme NF EN 15305 (Avril
2009). Un diffractométre PROTO iXRD équipé d'une anode de chrome a été utilisé. Les positions
des pics de diffraction ont été mesurées avec deux détecteurs a scintillation avec une plage 26 de
18,5° chacun. Les contraintes résiduelles ont été analysées sur le bord (Figure I11-29) de la tdle,
sur une zone délimitée par un collimateur. Pour les mesures sur le bord, un collimateur
cylindrique de diametre 2 mm est utilisé. Les analyses sur le bord ont été également réalisées en
profondeur sur des surfaces obtenues aprés enlévement successif de matiere jusqu'a une
profondeur maximale de 300 um. La technique de polissage électrochimique avec une solution
d'eau salée a été utilisée pour les opérations d'enlévement de matiere. La vérification de
I'alignement du goniometre de diffraction a été effectuée en utilisant de la poudre de fer pour
laquelle les contraintes résiduelles sont négligeables.

La difficulté des analyses de contraintes sur les toles étudiées est liée a la taille de grain
relativement importante. En effet, le volume irradié doit contenir un minimum de grains pour
que le rayon diffracté ait suffisamment d’informations pour avoir des résultats fiables (i.e.
représentatif en moyenne des contraintes macroscopiques). Ce probléme est principalement
présent lors des analyses sur le bord de I'éprouvette. En effet, les micrographies du bord
montrent des zones ou on ne trouve parfois que deux grains dans I'épaisseur. Afin de contourner
ce probléme, la solution retenue est de faire des analyses sur un empilement de 10 tdles (Figure
[11-29), ce qui permet d’utiliser le collimateur le plus large possible et donc de maximiser le
volume diffracté.

Figure I1I-29 : Analyses de contraintes résiduelles sur le bord de 'empilement

4.2. Contraintes résiduelles sur le bord poingonné avec ou sans polissage

Pour les éprouvettes dont les bords ont été poingonnées (configuration 1) ou poingonnés puis
polis (configuration 2), étant donné la faible épaisseur de la tole et la taille de grain relativement
élevée, le volume irradié lorsqu’on analyse le bord d’'une seule téle ne contient pas assez de
cristaux pour avoir des résultats exploitables. Afin de résoudre ce probléeme, un empilement de
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10 éprouvettes orientées de la méme maniere (bavure en Z négatif) a été utilisé (Figure 111-30).
Ainsi, le volume irradié par le faisceau de rayons X contient suffisamment de cristaux pour
obtenir des résultats fiables.

Coté bavure

Figure I11-30 : Analyses de contraintes résiduelles sur le bord de 'empilement de 10 éprouvettes

L’objectif de cette campagne de mesures est de déterminer le profil des contraintes résiduelles
induites par le procédé de poingonnage, ainsi que I'étendue de la zone affectée. Les analyses de
contrainte ont été effectuées sur les deux bords poinconnés, dans une zone située au milieu de la
zone utile. Pour les éprouvettes avec des bords polis, les analyses ont été réalisées sur un seul
bord. Pour ces deux configurations, aprés les analyses superficielles, des couches de matiere ont
été enlevées successivement par polissage électrochimique afin d’obtenir le profil de contraintes
résiduelles en profondeur. Dans le cas présent, les enlevements de matiére ont été réalisés
jusqu’a une profondeur de 300 pm pour les éprouvettes poinconnées et de 100 pm pour les
éprouvettes polies. L’enlévement de matiere est susceptible d’engendrer une redistribution du
champ de contrainte résiduelle. Lors de I'analyse des résultats, cet effet de redistribution n’est
toutefois pas considéré.

Les analyses de contraintes résiduelles ont pu étre réalisées, sur le bord, dans le sens de
laminage. En effet, 'écrouissage local sur le bord induit par le poingonnage engendre une
distorsion importante du réseau cristallin, ce qui est bénéfique pour les analyses de contraintes
résiduelles. Les formes des pics de diffraction en surface et pour les premiéres couches enlevées
sont correctes au sens ou la détermination de la position de ces pics ne pose pas de difficulté
particuliere. Lorsque la profondeur augmente, la forme devient irréguliére a cause de
I'enlevement de la couche écrouie et de la taille de grain élevée, donc les incertitudes
augmentent.

Cette explication est cohérente avec les valeurs de la largeur du pic de diffraction a mi-hauteur
(Figure III-31). Cette grandeur, qui est un indicateur de la densité de défauts internes du
matériau (dislocations par exemple ...), baisse de facon trés significative sur les 200 premiers
micromeétres. Il est intéressant de remarquer que la zone écrouie, déterminée a partir des
analyses par diffraction, est de taille semblable a celle obtenue par les mesures de micro-dureté.
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Figure I11-31 : Largeur du pic de diffraction a mi-hauteur pour les bords analysés dans la direction de
laminage

Les profils des contraintes résiduelles dans la direction de laminage sur les deux bords sont
représentés sur la Figure III-32. Le modéle mécanique de calcul donne des incertitudes
raisonnables (nettement inférieures aux valeurs des contraintes calculées). Le maximum de
contrainte se trouve a une profondeur comprise entre 20 um et 50 um. Apres une légere montée
jusqu’a cette valeur, les contraintes diminuent en fonction de la profondeur jusqu’a une
profondeur d’environ 200 um apres laquelle les mesures ne sont plus fiables -a cause des
probléemes relatifs a la forme du pic de diffraction- et ceci pour les différents bords analysés.
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Figure I1I-32 : Profil de contraintes résiduelles en profondeur depuis le bord de découpe sur I'’empilement
de toles dans la direction de laminage oyy
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5. Relaxation des contraintes résiduelles sur le bord apres cyclage

Les analyses présentées précédemment sont représentatives de I'état initial des bords
poinconnés et éventuellement polis. Afin de déterminer s’il existe ou non un phénomeéne de
redistribution des contraintes suite a I'application d’'un chargement cyclique, des analyses ont
été réalisées sur deux empilements d’éprouvettes testées jusqu’'a 5x106 cycles sans rupture a
des niveaux de chargement proches de la résistance en fatigue médiane a 5x10¢. Les deux
empilements correspondent a des éprouvettes testées pour les rapports de charges R=0,1 et
R=0,5, respectivement. Les analyses ont été effectuées sur le bord en surface en trois zones
situées le long de la zone utile correspondant a six points de mesures sur les deux bords. Les
résultats présentés dans le Tableau III-3 et le Tableau III-4 sont les moyennes des trois valeurs
obtenues.

Eprouvettes MAX MIN MOY Ecart-type

NON cyclées 381 285 338 36,5

o,y [MPa] R=0,1 354 248 317 371
R=0,5 459 418 445 15,9

. R=0,1 27  -37 -21 -
Différence ¢ o5 78 133 107 -
NONcyclées 3,72 3,66 3,69 0,021

LPM (°) R=0,1 3,66 351 359 0,049
R=0,5 3,48 341 344 0,027

Différence K01 -006 015 01 Z
R=05  -024 -025 -0.25 -

Tableau I1I-3 : Comparaison des contraintes résiduelles oy, sur le bord d’éprouvettes vierges ou testées en
fatigue jusqu'a 5x10° sans rupture a R=0,1 et R=0,5

Eprouvettes MAX MIN MOY Ecart-type
NON cyclées 205 69 130 53,41

o, [MPa] R=0,1 143 92 111 23,66
R=0,5 53 -31 -9 32,12
Différence R=0,1 ~62 23 -19 -
R=0,5 -90 -100 -139 -
NON cyclées 3,77 3,57 3,68 0,08
LPM (°) R=0,1 3,68 3,6 3,63 0,03
R=0,5 3,36 3,31 3,34 0,02
Différence R=0,1 -0,09 0.03 -0,05 -
R=0,5 -041 -0,26 -0,34 -

Tableau I1I-4 : Comparaison des contraintes résiduelles o, sur le bord d’éprouvettes vierges ou testées en
fatigue jusqu'a 5x106 sans rupture a R=0,1 et R=0,5

Pour le rapport R=0,1, les résultats d’analyses montrent qu’il n'y a presque pas de relaxation : les
valeurs de contraintes résiduelles obtenues dans la direction de laminage et dans la direction
normale a la tdle avant et aprés cyclage sont les mémes si on considere les incertitudes liées a la
méthode d’analyse. En revanche, pour le rapport R=0,5, les contraintes résiduelles en surface
dans le sens de laminage (oyy) augmentent considérablement apres essai de fatigue. Dans le
méme temps, les contraintes résiduelles dans la direction normale (0,,) se relaxent de la méme
valeur (toujours en considérant les incertitudes de mesure). L'explication proposée est la
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suivante : pour les éprouvettes vierges, les analyses sur le bord et sur la face ont montré qu'il
existe d'importantes contraintes résiduelles de traction sur le bord engendrées par le procédé
de poinconnage et de faibles contraintes résiduelles de compression réparties sur la largeur de
I'éprouvette pour avoir un état d’équilibre. Les niveaux de chargement appliqués aux
éprouvettes testées a R=0,5 au voisinage de la résistance en fatigue sont suffisamment élevés
pour plastifier globalement I'éprouvette au cours de l'essai. Or, les bords étant trés écrouis, la
déformation plastique au cours de l'essai est donc principalement localisée au milieu de
I'éprouvette. Apres cyclage, les contraintes résiduelles de compression augmentent donc au
milieu de I'éprouvette, ce qui engendre 'augmentation des contraintes de traction sur le bord
pour maintenir I'équilibre. C’est pour cette raison que les contraintes dans le sens normal (o)
se relaxent. Ceci n’est pas visible pour les éprouvettes testées a R=0,1 car les niveaux de
chargements appliqués ne dépassent pas la limite d’élasticité statique du matériau, I'état
d’équilibre dans I’éprouvette n’est donc pas modifié : la distribution des contraintes résiduelles
dans I’éprouvette ne change pas apreés I'essai de fatigue.
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Figure I1I-33 : Schéma explicatif de la distribution des contraintes résiduelles aprés essai de fatigue

6. Quantification de la contribution des effets induits par le poingconnage sur la
tenue en fatigue des toles minces

Nous avons vu que le procédé de poinconnage génére d'importantes contraintes résiduelles de
traction ainsi qu'une zone écrouie de 200 pm de profondeur sur les bords. Ces contraintes
générées suite a la déformation plastique importante sur le bord sont néfastes pour la tenue en
fatigue puisqu’elles favorisent I'amorgage et la propagation des fissures de fatigue. Afin de
quantifier les effets liés au procédé sur la dégradation de la résistance en fatigue, il est
nécessaire de déterminer la contribution de chaque parameétre. Un traitement thermique de
relaxation a été réalisé sur les éprouvettes poingonnées. Ce traitement thermique permet
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d’enlever I'écrouissage et les contraintes résiduelles induits par le procédé et ainsi de découpler
'effet des contraintes résiduelles et de I'écrouissage et celui des défauts géométriques. Il a été
réalisé sous atmosphere controlé (azote) pour éviter l'oxydation et la carburation des
éprouvettes. Le traitement thermique est effectué en trois phases: la premiére consiste a
chauffer les éprouvettes jusqu'a une température inférieure a celle de la transformation
magnétique. La deuxieme est une phase de maintien et la troisieme phase est un refroidissement
dans le four. Ce traitement permet de restaurer les propriétés mécaniques et magnétiques du
matériau avant découpe. Afin de s’assurer que I'écrouissage et les contraintes résiduelles ont été
enlevés suite au traitement thermique, des mesures de micro-dureté ont été réalisées sur les
éprouvettes poingonnées recuites (configuration 3) en utilisant les mémes conditions (HV 0,1)
que sur celles non traitées. Le profil tracé dans la Figure 11I-34-b montre que les valeurs sont
presque stables le long de la tranche, alors qu’on observait un gradient de dureté pour les
éprouvettes non traitées (configuration 1). Les observations micrographiques sur le bord apres
traitement thermique montrent qu’'il y a une recristallisation sur une profondeur d’environ
50 um par rapport a la surface du bord. Les grains écrouis initialement présents sur le bord sont
transformés en grains non écrouis de tailles plus faibles Figure 111-34a.

200,00pum
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Figure 111-34 : a) Micrographie du bord apres traitement thermique b) Profil de dureté en partant du bord
pour différentes configurations d'éprouvettes : poingonnées, poingonnées-polies et poingonnées-recuites
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Les contraintes résiduelles ont aussi été analysées apres le traitement thermique. Les résultats
présentés dans le Tableau III-5 montrent que les contraintes résiduelles de traction initialement
induites par le procédé de poingonnage disparaissent avec le traitement thermique appliqué.

oy, [MPa] Incertitude [MPa] o..[MPa] Incertitude [MPa] LPM (°)
22 20 -18 16 2,16

Tableau III-5 : Résultats des analyses de contraintes résiduelles sur les éprouvettes poinconnées recuites

Afin de quantifier 'effet des contraintes résiduelles et de I'écrouissage, des essais de fatigue a
grand nombre de cycles ont été réalisés sur les éprouvettes poinconnées recuites (configuration
3) sans contraintes résiduelles et sans écrouissage. Pour pouvoir comparer les résultats, les
essais ont été réalisés en utilisant les mémes conditions que pour les éprouvettes poingonnées
non traitées (configuration) et les éprouvettes a bords polis (configuration 2). Les résultats sont
présentés dans la Figure I11-35.
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Figure I1I-35 : Courbes S-N relatives aux éprouvettes poingonnées ou poingonnées-polies, avec ou sans
traitement de recuit, pour R=0,1 (Température ambiante, Modéle de Stromeyer)

Le polissage mécanique induit des contraintes résiduelles de compression en surface [61]. Afin
de quantifier I'effet de ces contraintes résiduelles sur la résistance en fatigue de la M330-35A,
des essais ont également été réalisés sur des éprouvettes poingonnées polies et recuites
(configuration 4). Une augmentation d’environ 11% de la résistance en fatigue médiane a 5x106
cycles a été observée entre la configuration 4 sans contraintes résiduelles et la configuration 3
avec des contraintes résiduelles de compression associées au polissage. Ceci montre I'effet
bénéfique des contraintes résiduelles de compression sur la tenue en fatigue et confirme les
résultats couramment trouvés dans la littérature.
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Dans le but de quantifier la contribution des différents effets induits par le polissage sur la
résistance en fatigue de I'alliage étudié, les résultats obtenus pour les différentes configurations
d’éprouvettes sont comparés. La configuration 4 relative aux éprouvettes poinconnées-polies-
recuites est prise comme référence puisqu’elle représente le matériau sain (sans aucun effet du
poinconnage ni de polissage). Un abattement d’environ 20% est observé dans le cas
d’éprouvettes poingonnées (configuration 1). Cet abattement est lié a l'effet du procédé de
poingonnage. Dans le cas des éprouvettes poinconnées recuites (configuration 3), un abattement
d’environ 8% est observé sur la résistance en fatigue médiane a 5x106 cycles. On supposant que
les phénomenes sont additifs, il possible d’attribuer cet abattement a I'effet géométrique des
défauts. La contribution des contraintes résiduelles et de I’'écrouissage sur 'abattement de la
résistance en fatigue vaut alors 12%.

Les faciés de rupture des éprouvettes poingonnées recuites (configuration 3) ont aussi été
examinés. Pour les éprouvettes testées a des niveaux proches de la résistance en fatigue a 5x10¢
cycles, 'amorcage des fissures de fatigue est localisé sur le bord, sur un défaut situé dans la zone
arrachée (Figure I11-36). Pour les hauts niveaux de chargement, la plasticité macroscopique
gouverne l'amorcage. On retrouve donc les mémes mécanismes que sur les éprouvettes
poingonnées non traitées.

1 ; Opmax = 408 MPa
Nr = 318 759 cycles

Figure I1I-36 : Faciés de rupture des éprouvettes poingonnées-recuites a) VII.29 (R=0,1 0,,,, = 408 MPa
et Nr=318 756 cycles), b) VII1.23 (R=0,1 0,4, = 408 MPa et Nr=317 589 cycles)

La présence de défauts géométriques le long du bord et les concentrations de contraintes locales
qu’ils engendrent influence notablement la tenue en fatigue.

L’effet important des défauts est plus visible sur I'exemple illustré par la Figure 111-37. Sur
I'éprouvette entaillée testée, I'amorcage de la fissure de fatigue devrait se faire au niveau de
I'entaille, qui présente la section la plus faible de I'éprouvette et un coefficient de concentration
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des contraintes Kt=2. Mais la fissure a démarré au début du rayon de raccordement, ou la
contrainte est sensée étre plus faible vu la différence des sections. Elle a donc démarré sur un
défaut dont le Kt associé est probablement plus important que le Kt=2 de I’entaille associé au Kt
relatif aux défauts au fond de I'entaille.

-

100 um

Entaille Kt=2

Figure 111-37 : Amorgage d'une fissure de fatigue sur un défaut hors de l'entaille

Dans le cas des piéces industrielles, différentes configurations peuvent étre trouvées. (i) Une
concentration de contrainte macroscopique due a I’entaille. (ii) Une concentration de contrainte
mésocopique due aux défauts géométriques induits par le poingonnage et (iii) une concentration
de contrainte qu’'on peut appeler « double » qui regroupe les deux cas comme le cas d'un ou
plusieurs défauts de poinconnage au fond d’une entaille (Figure I11-38).

Kt M_acro Kt Méso
(entaille) (défauts)

6 o
+
\

Kt Macro + Kt Méso
Figure 111-38 : Différents types de concentration de contraintes sur les piéces industrielles

Etant donné son role important sur la dégradation des propriétés en fatigue des toles étudiées,
I'effet des défauts géométriques sera étudié dans la suite de ce document.
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IV.

Etude des défauts géométriques sur les bords poingconnés

1. Typologie des défauts

En vue de quantifier I'effet des défauts géométriques sur la tenue en fatigue des toles minces
ferromagnétiques poingconnées, des observations microscopiques ont tout d’abord été réalisées
sur les bords poingonnés des éprouvettes lisses (Kt=1) afin de caractériser les différents types
de défauts engendrés par le procédé. En se basant sur ces observations, les défauts peuvent étre
classés en quatre familles (Figure I111-39) :

e Dépressions dans la surface supérieure dues a I’entrée du poingon)

e Rayures verticales causées par le mouvement descendant du poingon
e Défauts dans la zone lisse

e Défauts dans la zone arrachée

Défauts dans la zone
- . dlentice poing

:
Ul e
i
-

A

Figure 111-39 : Différents types de défauts présents sur le bord poingonné

Les défauts situés dans la zone arrachée présentent les dimensions les plus importantes,
typiquement de l'ordre de grandeur de la taille de grain. Dans certain cas, la hauteur de ces
défauts dépasse la moitié de I'épaisseur.

2. Densité des défauts sur le bord poinconné

Comme nous avons vu sur les clichés MEB des faciés de rupture, les défauts de taille importante
sont situés dans la zone arrachée. Afin de déterminer la densité linéique de ces défauts, il est
nécessaire de choisir un critere. Le critére choisi est la taille du défaut présentée par le
parameétre de Murakami vaire. Sur une longueur totale scannée de 645 mm la valeur moyenne
de la taille des défauts selon le parametre de Murakami est de 56 pm. La distribution des défauts
dont les aire sont supérieures a 56 um est présentée dans I’histogramme de la Figure I111-40.
Les résultats montrent qu'une grande partie des défauts ont une taille comprise entre 60 um et
70 um. En revanche, il existe des défauts de taille importante qui dépassent les 80 um. Mais la
question qui se pose est la suivante : Est-ce que c’est la taille ou bien la forme du défaut qui
permet de déterminer sa nocivité ?
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Figure 111-40 : Histogramme de distribution des défauts de taille importante

Afin de répondre a cette question, des calculs par EF ont été réalisés au chapitre 4 sur des
géométries réelles de défauts. Cette étude permettra de donner un critere plus objectif pour
classer les défauts selon leur nocivité. La méthodologie adoptée pour identifier les défauts sur
lesquels 'amorgage de la fissure de fatigue a lieu est présentée dans le paragraphe suivant.

3. Méthodologie adoptée pour la prise en compte des défauts

Afin de prendre en compte ces défauts lors du dimensionnement en fatigue, il faut localiser le
défaut critique responsable de lI'amorcage de la fissure de fatigue. La stratégie illustrée
schématiquement par la Figure I1I-41 a été adoptée pour identifier le défaut critique et
quantifier son influence sur la tenue en fatigue : (a) les bords d’un échantillon de 11 éprouvettes
vierges ont été scannés en utilisant un profilométre optique sans contact (b) ceci permet
d’obtenir la morphologie réelle des deux bords poingonnés de chaque éprouvette vierge, qui
comprennent quatre types de défauts (c) les éprouvettes scannées sont ensuite testées en
fatigue jusqu’a rupture (d) les observations microscopiques et au MEB des éprouvettes rompues
permettent, par comparaison avec le scan de I'éprouvette, de localiser la zone de rupture puis
d’identifier le défaut critique sur lequel 'amorcage a eu lieu. Les géométries 3D des défauts
critiques sont extraites des données du scan pour générer un maillage 3D des géométries réelles
des défauts (e) un calcul par éléments finis permet de déterminer les champs de contraintes et
de déformations autour des défauts. Ces champs seront par la suite utilisés pour appliquer un
critere de fatigue. Les différentes étapes de cette démarche seront détaillées dans le chapitre 4.
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Scan d'une éprouvette vierge

a)

Bord d'une éprouvette
scannée par profilométrie
optique

I—’ 1 Essai de fatigue jusqu'a la

c)(“ |

rupture de I'éprouvette

d) Identification du ou des défaut (s)
critique (s)
Calcul par EF des champs
e) mécaniques autour

du défaut critique

Figure 111-41 : Représentation schématique de la stratégie adoptée pour déterminer puis tenir compte de
I'effet des défauts sur la tenue en fatigue des toles minces poingonnées

4. Profilométrie optique et identification des défauts critiques
4.1.Mesures

Un profilomeétre optique Briiker Contour GT a été utilisé pour scanner les bords des éprouvettes
avant essai de fatigue. La zone scannée mesurait environ 30 mm de longueur. Elle contient toute
la partie utile et une partie des rayons de raccordements (voir la Figure I1I-42 pour la définition
des axes). La résolution utilisée pour 1'échantillonnage de surface est de 0,89 um selon les
directions Y et Z et 10 nm le long de la direction X. Pour réduire le bruit, un filtre statistique est
appliqué aux données apres 1'échantillonnage.
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Direction du scan
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Figure I11-42 : Détails des zones scannées sur les éprouvettes lisses

4.2.1dentification des défauts d’amorcage

Les résultats montrent que les bords endommagés par le poinconnage présentent les défauts
situés dans les quatre différentes zones déja citées. Les éprouvettes scannées sont ensuite
testées a un niveau proche de la résistance en fatigue. Apres rupture, 'analyse comparative de la
morphologie des bords découpés enregistrés au profilometre optique avec les photographies
post-mortem faites au microscope optique permet d’identifier le défaut sur lequel 'amorcage a
eu lieu (Figure I1I-44). Ces résultats confirment les observations MEB : les défauts les plus
critiques sont situés dans la zone arrachée. Les dimensions typiques des défauts critiques sont
une profondeur d’environ 40 um et une hauteur d’environ 150 um, ce qui constitue presque la
moitié de I'épaisseur de la téle (voir schéma explicatif Figure I11-43 pour annotations). La
géométrie réelle de ces défauts peut étre extraite a partir des données du scan de I'éprouvette
(voir chapitre 4).

;3
1
épaisseur
o
[2)
(2}
2.

Largeur

Figure 111-43 : Schéma explicatif des directions sur le bord poingonné

Figure 111-44 : Identification du défaut critique responsable de 'amorg¢age de la fissure de fatigue a)
profilométrie optique, b et c) les deux parties de I'éprouvette rompue en fatigue (photo au microscope
optique)
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L’étude de I'influence des différents parametres liés au procédé de découpe, a la température ou
bien aux conditions de chargement sur la tenue en fatigue des pieces en toles minces a été
réalisée via plusieurs configurations d’éprouvettes. Un récapitulatif des essais de fatigue a grand
nombre de cycles réalisés est présenté par le Tableau III-6. Les 15 configurations testées
comportent différents types d’éprouvettes et conditions d’essais. Elles ont permis de mettre en
évidence et de quantifier I'effet des différents paramétres sur la résistance en fatigue de la tble
M330-35A.

Eprouvettes Nombre
R | Eprouvette | Température Poinconnées | Polies | Recuites d eprou’vettes
testées
x 25
. x x 25
Lisse Ambiante ~ " 15
x x x 10
0,1 180°C X 25
Ambiante X 25
Ku=2 180°C x 25
Ambiante X 25
Ke=3 180°C x 25
0,3 Lisse x 25
Ambiante X 25
0,5 Lisse x x 7
180°C x 25
Lisse . X 14
0,8 Ki=2 Ambiante ~ 8
Total des éprouvettes testées 304

Tableau I1I-6 : Différentes configurations d’éprouvettes testées en fatigue a grand nombre de cycles

Conclusion du chapitre

Dans ce chapitre, I'effet du procédé de poingonnage sur la tenue en fatigue des toles minces
ferromagnétique a été mis en évidence. L'effet de la température et des conditions de
chargement (rapports de charges) a aussi été étudié. Les résultats ont montré que la
température (180°C) n’a pas d’effet notable sur la résistance en fatigue a 5x106 cycles. Son effet
est plus visible pour les niveaux de chargement élevés ou la plasticité macroscopique gouverne
I'amorcage des fissures de fatigue. L’effet du rapport de charge est bien prévu par le diagramme
de Haigh sur éprouvettes lisses. L’effet le plus important est celui du procédé de poingonnage,
qui se traduit par un abattement de 20% sur la résistance en fatigue des éprouvettes
poingonnées par rapport aux éprouvettes poinconnées polies recuites. Les mécanismes
d’amorgage different d’'une configuration a une autre : pour les éprouvettes poingonnées, les
fissures de fatigue s’amorcent toujours sur le bord sur un défaut de poingonnage situé dans la
zone arrachée, tandis que pour les éprouvettes polies 'amorgage des fissures est plutot inter-
granulaire. Ceci montre I'importante influence de la nature du bord (poinconné ou bien poli) et
donc du procédé sur les mécanismes d’endommagement par fatigue. Les essais instrumentés
permettant de suivre la propagation de la fissure de fatigue ont montré que I'amorcage gouverne
la durée de vie en fatigue HCF puisque le nombre de cycles pendant la propagation est toujours
inférieur a 1% du nombre de cycles a rupture.
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Chapitre I1I : Etude de I'effet du procédé sur la tenue en fatigue

Le procédé de poingonnage affecte le matériau étudié sur le bord, car il induit des contraintes
résiduelles, de I'écrouissage et des défauts géométriques locaux sur le bord. Une attention
particuliére a donc été accordée au bord découpé. Les analyses de contraintes résiduelles sur les
bords poingonnés ont montré l'existence de contraintes résiduelles de traction tres élevées qui
favorisent 'amorgage et la propagation des fissures de fatigue. Au contraire, les analyses sur les
bords polis mécaniquement ont montré qu’il existe d'importantes contraintes résiduelles de
compression au niveau de la surface. Ces résultats expliquent, en partie, la dégradation des
propriétés en fatigue pour les éprouvettes poinconnées.

L’étendue de la zone écrouie suite a 'opération de poinconnage a été déterminée par deux
techniques différentes : la diffraction des rayons X et la micro-dureté sur le bord. Dans les deux
cas, la longueur de la zone affectée mécaniquement par le procédé de poingonnage est de
200 pum.

Dans le but de découpler les différents effets liés au procédé de poingonnage et de quantifier la
contribution de chaque parameétre a la dégradation de la résistance en fatigue, un traitement
thermique de détensionnement a été réalisé sur les éprouvettes poingonnées. Il a permis
d’éliminer les contraintes résiduelles et I'écrouissage initialement induits par le procédé. Les
résultats des essais de fatigue sur les éprouvettes poinconnées puis recuites montrent un
abattement sur la résistance en fatigue d’environ 8%. Alors que cet abattement était de 20%
avant recuit. Les observations MEB des faciés de rupture montrent que cet abattement est dii
aux défauts géométriques induits par le procédé.

Les défauts géométriques représentent un facteur influent sur la tenue en fatigue. Lors du
dimensionnement en fatigue, il est nécessaire de prendre en compte cet effet. La stratégie
adoptée consiste a scanner les deux bords de quelques éprouvettes par profilométrie optique
sans contact, puis a tester ces éprouvettes en fatigue jusqu’a la rupture. La comparaison entre les
observations microscopiques de I'éprouvette rompue et son scan permet d’identifier le défaut
critique sur lequel 'amorcage a eu lieu. La géométrie réelle de ce défaut est extraite a partir des
données du scan et sera utilisée pour faire des calculs par éléments finis afin de déterminer les
champs de contraintes et de déformation autour du défaut, ce qui permettra d’appliquer un
critere de fatigue en post-traitement.

Dans le chapitre suivant, les résultats obtenus suite a I'application du critére empirique de
Murakami seront présentés avec toutes les hypothéses utilisées. Les détails du modele de calcul
par éléments finis seront également donnés et les résultats des calculs seront présentés.
L’objectif final est de proposer un critére de fatigue et une méthodologie qui permettent de
dimensionner en fatigue a grande durée de vie les piéces en téles minces poinconnées.
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Chapitre IV: Prise en compte de l'effet des défauts de
poinconnage lors du dimensionnement en fatigue des
pieces en toles minces ferromagnétiques

Il a été montré dans le chapitre précédent que le poingonnage des téles induit différents effets
sur le bord. La contribution de chaque effet: écrouissage, contraintes résiduelles et défauts
géométriques a également été quantifiée. On souhaite maintenant proposer une démarche qui
permette de prendre en compte ces effets particuliers du poingonnage lorsqu’il s’agit de
dimensionner en fatigue a grand nombre de cycles les piéces réalisées a partir des toles minces
ferromagnétiques.

Dans ce chapitre, différentes stratégies de dimensionnement en fatigue sont ainsi étudiées puis
les résultats obtenus sont discutés. Dans un premier temps, la capacité du critére empirique de
Murakami a rendre compte de I'influence des défauts sur la résistance en fatigue est évaluée.
Afin de pallier aux limites de I'approche de Murakami, des simulations par la méthode des
éléments finis sont ensuite réalisés pour calculer les champs de contraintes et de déformations
au voisinage des défauts. Les géométries réelles des défauts étudiés sont issues de la
profilométrie optique sans contact. A partir de ces résultats, une approche reposant sur la forme
locale du critere de Crossland est testée pour le dimensionnement en fatigue des piéces
poinconnées. Nous verrons que ses prévisions ne sont pas satisfaisantes. Afin de considérer les
gradients de contrainte a proximité des défauts, une forme alternative du critére de Crossland,
qui repose sur la définition d’'un volume critique, a été utilisée en post-traitement des résultats
de calculs.

I. Critere empirique de Murakami
1. Détermination de I'aire des défauts critiques

Comme cela a été présenté dans le chapitre 1, selon Murakami [43], l'effet d'un défaut
tridimensionnel sur la tenue en fatigue dépend de I'aire de la surface définie par la projection du
défaut sur le plan perpendiculaire a la direction de la plus grande contrainte principale due au
chargement. Afin de définir cette aire dans le cas d'un défaut surfacique, il est nécessaire de
choisir une référence au niveau de la surface libre. Pour les défauts de poingonnage, la zone lisse
sur le bord poingonné est prise comme référence (Figure IV-1). Cette zone lisse n’étant pas
parfaite, trois références sont distinguées : la hauteur maximale, le plan moyen et la hauteur
minimale. La Figure IV-2 illustre un profil de défaut ainsi que les trois références choisies pour
calculer la racine de l'aire associée. Les valeurs de la racine de l'aire relatives aux défauts
critiques présentés par la suite dans le diagramme de Kitagawa sont regroupées dans le Tableau
IV-1 pour chaque référence.

La majorité des défauts critiques possédent des valeurs proches de vaire bien que leur formes
soient différentes. Il existe néanmoins quelques défauts (comme le V.25) pour lesquels la valeur

de Vaire est élevée comparativement a la valeur moyenne.
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Défaut critique

Zone lisse prise comme référence

Figure IV-1 : lllustration de la zone lisse prise comme référence pour déterminer la vaire d’'un défaut
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Figure IV-2 : Références utilisées pour la détermination de vaire de Murakami pour un défaut critique

Défaut V.86 V.162 V.37 V.32 V.25 V.157
Vaire max (um) 54 51 67 57 84 69
vaire moy (Lm) 49 47 63 55 77 63
vaire min (um) 45 43 60 50 70 55

O max (MPa) 364 364 409 364 320 364

N, (cycles) 1143548 1772390 451948 2157259 1469760 903004

Tableau V-1 : Niveaux de chargement, nombre de cycles a rupture et valeurs mesurées de la vaire pour
six défauts critiques

2. Application du critere

Le diagramme de Kitagawa (Figure IV-3) relie la limite de fatigue médiane a 5x106 cycles, en
terme d’amplitude de contrainte, a la taille de défaut. Sur ce diagramme, le seuil déterminé a
partir du critere empirique de Murakami (37) est représenté par :
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A(HV+120) (1—R

a
Av+129) . _ —4
mue 2 ) ;o = 0.226 + HV x 10 (37)

op =
oll op désigne la limite de fatigue en amplitude (MPa), HV la dureté du matériau (HV), vaire la
racine carrée de l'aire du défaut projeté sur le plan perpendiculaire a la plus grande contrainte
principale (um), R le rapport de charge. A = 1,43 pour les défauts surfaciques et a représente un
facteur de sensibilité a la contrainte moyenne. Pour chaque point, le parametre +aire est calculé
a partir du plan moyen tandis que les barres d’incertitudes sont construites pour représenter les

valeurs maximales et minimales de la vaire selon la référence choisie (Tableau 1V-1).

Comme nous l'avons vu dans le chapitre précédent, le procédé de poingonnage a modifié
localement sur le bord les propriétés mécaniques du matériau. Afin de tenir compte du gradient
de dureté au voisinage des défauts de poingonnage ainsi que de l'effet des contraintes
résiduelles, le seuil de Murakami est représenté pour trois couples de valeurs (HV, R) :

)] En utilisant les propriétés loin du bord, c’est a dire la dureté moyenne sur la face de
la tole et le rapport de charge nominal : (HVmey, R =0,1).

(i) En prenant en compte l'effet sur le rapport de charge local des contraintes
résiduelles de traction présentes sur le bord. Le calcul du rapport de charge local est
alors réalisé en faisant une moyenne des contraintes résiduelles -supposées
uniaxiales- sur 100 pm de profondeur : (HVimoy, R = 0,57).

(iii)  En utilisant les propriétés locales sur le bord : dureté maximale et rapport de charge
local : (HVmax, R=0,57).

Diagramme de Kitagawa
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Figure IV-3 : Diagramme de Kitagawa tracé en utilisant I'approximation de Murakami

Ce critére prévoit que le matériau sain ne sera pas affecté si la racine carrée de l'aire du défaut
est inférieure, a 15 um (seuil ii) et 50 um (seuils i et iii). En revanche, les résultats
expérimentaux montrent un abattement de 20% sur la limite d’endurance pour une racine de
I'aire comprise entre 50 um et 80 um. Ce critére prévoit donc de facon satisfaisante la tendance
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des résultats d’essais en utilisant les contraintes résiduelles pres du bord (seuil ii), mais sous-
estime 'effet des défauts dans les deux autres cas (seuils i et iii). Bien qu’il semble capable de
reproduire raisonnablement les résultats expérimentaux, on peut néanmoins s’interroger sur la
pertinence du seuil (ii). En effet, le seuil (ii), qui fait intervenir des grandeurs locales (i.e. les
contraintes résiduelles) et des grandeurs globales (i.e. la dureté moyenne), ne repose sur aucune
base physique. Il convient donc de rester prudent face a une telle méthode de dimensionnement
car il n'y a, a priori, pas de lien entre les contraintes résiduelles moyennées sur 100 um et la
dureté moyenne de la tole. Il faut également garder a I'esprit que ce critére a été développé pour
un défaut situé dans un solide semi-infini, alors que pour les toles étudiées la taille des défauts
critiques est du méme ordre de grandeur que I'épaisseur de la téle.

II. Calculs par éléments finis sur les défauts

Etant donné que le critére de Murakami n’est pas bien adapté pour le dimensionnement en
fatigue des piéces en tdéles minces poingonnées (notons que certaines zones sont soumises a un
état de contraintes cycliques multiaxiales que ce critére ne permet pas de prendre en compte),
d’autres criteres de fatigue multiaxiale a grand nombre de cycles sont évalués. Pour appliquer
ces critéres, il est toutefois nécessaire de déterminer les champs de contraintes et de
déformations cycliques autour des défauts identifiés. Un modéle de calcul par éléments finis est
donc développé a ce propos.

Dans cette étude, le code de calcul par éléments finis ZéBuLoN [63] a été choisi pour réaliser les
simulations. Le modéle géométrique utilisé est représenté par un élément de volume extrait du
bord d'une éprouvette de fatigue lisse (Kt=1). Il contient ainsi le défaut critique identifié sur
I'éprouvette concernée. La taille de ce volume est optimisée pour éviter les effets de bord sur les
champs de contraintes et de déformations au voisinage du défaut. Dans le but d’étudier I'effet
géométrique des défauts de poinconnage, des géométries réelles de défauts sont utilisées. Elles
sont déterminées a partir des données recueillies par profilométrie optique obtenues sur
éprouvettes avant essai de fatigue en utilisant la procédure détaillée dans le 3¢me chapitre.

Le filtrage des données issues de la profilométrie optique a permis d’éliminer les artéfacts de
mesures tout en gardant la géométrie réelle du défaut étudié. Le maillage des défauts réels est
réalisé en utilisant un programme développé sous Matlab. Une étude de sensibilité sur la taille
de maille en surface du défaut a permis d’avoir un maillage qui représente la géométrie réelle du
défaut tout en gardant un temps de calcul raisonnable. Ces différentes étapes de la modélisation
sont détaillées dans la suite de ce chapitre ainsi que le choix d’'un modéle de comportement
mécanique du matériau.

1. Modele géométrique et conditions aux limites

Le modele géométrique utilisé pour les calculs par la méthode des éléments finis est représenté
par la Figure IV-4. Un élément de volume est extrait autour d’'un défaut critique sur le bord
poingonné d'une éprouvette lisse de fatigue. Les défauts critiques ont été déterminés par
comparaison entre la topographie des éprouvettes obtenues par profilométrie optique avant
essai de fatigue et les observations microscopiques apres rupture comme cela a été précisé au
chapitre 3. Les essais de fatigue sont réalisés dans le régime des grandes durées de vie (jusqu'a
5x10¢ cycles) a R=0,1. La résistance en fatigue correspond a une contrainte nominale inférieure
a la limite d’élasticité du matériau. Les éprouvettes testées a ce niveau restent donc globalement
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élastiques. Comme les défauts sont présents sur les bords de I'éprouvette qui se déforme
élastiquement, la déformation de I'élément de volume considéré est imposée par le reste de
I'éprouvette. Le chargement est donc imposé sous la forme d'un déplacement aux bords de
I’élément de volume. Les conditions aux limites utilisées sont représentées dans la Figure 1V-4.
La valeur du déplacement imposé correspond a une contrainte nominale égale aa{f:"'l =
327MPa . La validation du choix des conditions aux limites a été réalisée a travers un calcul sur
un substrat sans défaut. La distribution des contraintes et des déformations est homogene dans
tout le modele et les valeurs imposées ont été retrouvées numériquement, ce qui valide les

conditions aux limites choisies.

X / —t
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z// Défaut critique  Bord poingonné

Figure IV-4 : Représentation schématique des conditions aux limites sur le modéle de calcul développé

2. Optimisation de la taille du modele : calcul sur défaut idéalisé

Afin d’optimiser le temps de calcul par la méthode des éléments finis, une étude de sensibilité
sur la taille de cet élément de volume a été réalisée. La taille choisie doit permettre d’éviter les
effets des bords sur les champs mécaniques au voisinage du défaut.

Un modele comportant un défaut hémisphérique idéalisé de rayon R= 50 um (Figure IV-5) a été
utilisé pour les calculs permettant de définir la taille minimale de I'élément de volume. Ce rayon
correspond a peu prés a la Vaire des défauts critiques (Tableau IV-1). Ces simulations ont été
réalisées en utilisant un modele de comportement élastique linéaire et en supposant le matériau
homogene isotrope. Le maillage choisi comporte des éléments cubiques a intégration
quadratique. Il est raffiné au fond du défaut.

Les profils de la contrainte o;; en fonction de la distance au fond du défaut selon les axes X et Z
sont présentés dans la Figure IV-6. Les dimensions optimales du modéle géométrique sont
obtenues en identifiant les longueurs I et I, minimales qui permettent de limiter les effets de
bord. Les résultats obtenus sur plusieurs tailles (Ix et 1) du volume étudié (Figure IV-6)
permettent de définir la taille minimale du volume a 1,=5 R et 1,=3 R. La dimension selon Y est
fixée par I'épaisseur de la tole qui vaut 350 pm. Ces dimensions permettent d’éviter 'effet des
bords sur les champs de contraintes et de déformations au fond du défaut.
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sig11 map:5.00000 time:3

min:-31.6169 max:420.324

Figure IV-5 : Modele avec un défaut sphérique idéal pour I'optimisation de la taille du modéle
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Figure IV-6 : Profil de la contrainte g;; en fonction de la distance au fond du défaut (a) selon I'axe X, (b)
selon I'axe Z

3. Obtention des géométries de défauts réels critiques

L’obtention de la géométrie réelle d’'un défaut critique passe par différentes étapes. La premiere
est relative a la localisation du défaut critique. Par comparaison entre les observations
microscopiques et le relevé de topographie du bord de I’'éprouvette par profilométrie optique, il
est possible de déterminer avec précision le défaut critique. Une fois localisé, la taille du défaut
critique est mesurée pour pouvoir déterminer les dimensions du modéle comme mentionné au
paragraphe précédent. Ensuite, un « masque » est appliqué sur le relevé de topographie du bord
dans le but de limiter la zone a extraire. La derniere étape est relative a 'export des données au
format ASCII. Deux géométries de défauts critiques sont illustrées par la Figure [V-7.
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Figure IV-7 : (a) Exemple d’identification du défaut critique V.162, géométries des défauts critiques
(b) V.86 et (c) V.162 extraites a partir des données de la profilométrie optique

4. Maillage des géométries réelles

Filtrage des points expérimentaux

Afin de réaliser le maillage de la surface du défaut, un filtre est appliqué aux données
expérimentales pour éliminer les éventuels artéfacts de mesure. Le principe de ce filtre consiste
a remplacer la valeur d’'un point par la moyenne calculée sur les points inclus dans le cercle
illustré par la Figure IV-8. Aprés une étude de sensibilité, le rayon de ce cercle a été choisi en
fonction de la résolution (0,89 pm) pour remplacer la valeur en chaque point par la moyenne des
9 valeurs incluant ses plus proches voisins. Le critere de choix de cette taille de filtre est d’avoir
la surface filtrée la plus proche possible du défaut tout en éliminant les artéfacts de mesures. La
Figure IV-9 illustre un exemple de surface filtrée au fond du défaut V.86. La surface filtrée
reproduit ainsi le profil réel du défaut tout en éliminant les pics (non physiques) liés aux
mesures par profilométrie optique.

108



Chapitre IV : Prise en compte de l'effet des défauts

Figure IV-8 : Principe du filtrage des points acquis par le profilomeétre optique (taille de filtre=1)
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Figure IV-9 : Résultats du filtrage des points de la profilométrie optique : profil du défaut V.86

Maillage des défauts réels

La surface réelle du défaut critique est alors construite en reliant les points obtenus apres le
filtrage. Le maillage du défaut réel est ensuite réalisé en utilisant un programme développé sous
Matlab. A partir de la surface du défaut, le maillage est extrudé dans la direction Z. Selon cette
direction (Z), la taille de maille est doublée, ceci permet de minimiser le temps de calcul sans
affecter significativement les champs de contraintes et de déformations. Un exemple de maillage
(défaut V.86) obtenu par cette méthode est représenté sur la Figure IV-10.
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Figure IV-10 : Maillage du défaut réel (V.86) extrait a partir de la profilométrie optique

5. Etude de sensibilité sur la taille de maille

Plusieurs types de maillage peuvent étre utilisés pour la modélisation par la méthode des
éléments finis. Le maillage cubique réglé utilisé dans cette étude permet d’obtenir un meilleur
contrdle de la taille des éléments étant donné qu’ils ont tous la méme dimension. L’utilisation
d’éléments quadratiques, quant a elle, permet d’obtenir une continuité des champs des
grandeurs calculées (o, € ...). Une étude de sensibilité sur la taille de maille en surface et en
profondeur a été réalisée afin d’optimiser les calculs. En effet, il n’est pas possible d’utiliser une
taille de maille égale a la résolution des mesures de profilométrie optique (0,89 um). Le profil de
contrainte (0y;) au fond du défaut a été pris comme critere pour étudier la convergence du
maillage. Le défaut choisi pour cette étude de sensibilité est le V.86 (Figure 1V-10). Il a été
identifié sur une éprouvette comme étant le défaut responsable de I'amorcage de fissure. Les
calculs sont réalisés sur un serveur équipé de 2 processeurs Xeon 5550 (4 cceurs, 8 threads). La
fréquence de base est de 2,66 GHz. Le Tableau IV-2 résume les tailles de maille testées ainsi que
les temps de calculs associés. Les différents profils obtenus sont présentés a la Figure IV-11.

. Taille selon Taille '1\’Io’m bre Nombre de degrés Temps de Temps de
Config. selon Z d'éléments . . .
XetY (um) de libertés calcul (s) calcul (min)
(um) selon Z

1 4 8 15 2626482 38689 644,8

2 5 10 12 1370343 14 556 242,6

3 6 12 10 799 284 9105 151,75

4 7 14 8 482 679 5564 92,7

Tableau IV-2 : Récapitulatif des configurations testées pour I'optimisation du maillage

Le maillage retenu correspond a la configuration N°2 (Tableau IV-2). Une taille de maille de 5 um
selon les axes X et Y a été choisie tandis qu’une taille de 10 um en profondeur (axe Z) a été prise.
Cette configuration présente le meilleur compromis entre la convergence du maillage, la
représentativité de la surface du défaut réel et le temps de calcul.
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Figure IV-11: Profil de la contrainte ¢;, au fond du défaut pour différents maillages testés (calcul
élastique linéaire)

6. Modele de comportement mécanique du matériau

Les résultats de calculs EF sur les défauts sont conditionnés par le choix de la loi de
comportement utilisée pour les simulations. Pour ces simulations, deux modeéles de
comportement (élastique et élasto-plastique) sont utilisés. Dans un premier temps, un modele
de comportement élastique linéaire (E=180GPa, v=0,3) est utilisé pour les calculs EF.
L’utilisation de ce modele est basée sur le fait que le procédé de poingonnage induit un
écrouissage important localement sur les bords (schéma explicatif de la Figure IV-12).

+O'

Oyt &p
- —
Bord| : Bord
O'y _“ E—O'y
i i
%1\\77__7777777777770:)} 777777777777 B )/r-
| Tapp
Ep=0 0 SP—O
I

Figure IV-12 : Schéma explicatif du gradient de propriétés mécaniques induit par le procédé de
poingonnage
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Puisque I'élément de volume utilisé pour les simulations (qui contient le défaut identifié) est
extrait du bord de I'éprouvette, la limite d’élasticité locale est nettement supérieure a celle au
milieu de I'éprouvette. L'étude de la tenue en fatigue des piéces en tdles minces est réalisée dans
le domaine de la fatigue a grand nombre de cycles. L’éprouvette reste donc globalement
élastique puisque les éprouvettes dont la durée de vie est supérieure a 10¢ cycles sont testées a
des niveaux de chargements inférieurs a la limite d’élasticité du matériau. Le niveau de
contrainte appliqué pour les calculs EF sur les défauts identifiés par profilométrie optique
correspond a la limite de fatigue a R=0,1 qui vaut 327 MPa alors que la limite d’élasticité
cyclique vaut 380 MPa.

D’autre part, les résultats d’analyses de la relaxation des contraintes résiduelles apres cyclage
(chapitre 3) appuient cette hypothése du calcul élastique. Ils montrent en effet que les
contraintes résiduelles ne se relaxent pas au cours de I'essai de fatigue pour ces conditions de
chargement (R=0,1). Ceci montre que la plasticité ne s’est pas développée au cours du cyclage
sur les bords des éprouvettes. En se basant sur cette hypotheése, il suffit d'utiliser une loi de
comportement élastique linéaire pour faire les calculs par EF sur les défauts.

En revanche, les analyses de contraintes résiduelles sont réalisées sur un empilement de tdles.
Les valeurs de contrainte résiduelle sont ainsi moyennées sur un volume de taille importante
par rapport a la taille des défauts. La technique de diffraction des rayons X utilisée n’a toutefois
pas suffisamment de résolution spatiale pour déterminer avec précision si les contraintes
résiduelles au fond des défauts se relaxent au cours de l'essai. Il n’est alors pas possible de
déterminer expérimentalement s’il existe ou non une activité plastique au fond des défauts. Une
deuxieéme hypothése relative a l'utilisation d’une loi de comportement élasto-plastique pour les
calculs EF sur les défauts est donc testée. Le modéle de comportement élasto-plastique utilisé
pour les calculs EF a été présenté au chapitre 2. 11 a été identifié sur la base des essais
d’écrouissage cyclique sur le matériau étudié.

Cette stratégie, qui consiste a utiliser dans un premier temps un modéle de comportement
élastique linéaire et ensuite un modele de comportement élasto-plastique, permet d’étudier
deux cas possibles étant donné que du point de vue expérimental, il est difficile de déterminer
avec précision s’il y a de la plasticité au fond du défaut ou non. En premiere approximation, on
supposera que la réalité est entre ces deux configurations (ou bornes).

7. Optimisation du nombre de cycles simulés

L’objectif des calculs par éléments finis est de déterminer les champs mécaniques autour du
défaut critique pour un état stabilisé. Dans le cas ou un modele de comportement élasto-
plastique est utilisé, il est donc nécessaire de vérifier que cet état stabilisé est atteint.

Point sur le bord

Afin de vérifier les valeurs imposées, les évolutions temporelles de la contrainte et de la
déformation dans la direction du chargement ont été tracées en un point situé au bord du
modeéle ou le déplacement est imposé. Cette vérification permet de valider les conditions aux
limites choisies. On observe en particulier que les valeurs de contrainte obtenues
numériquement sur le bord sont bien les valeurs de contrainte qu’on souhaite imposer (voir
Figure I[V-13).
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Figure IV-13: (a, b) évolution en fonction du temps de la déformation (c, d) évolution en fonction du
temps de la contrainte dans la direction de sollicitation en un point au bord du modéle

Point ou la contrainte est maximale

Etant donné que le critére de fatigue utilisé en post-traitement est un critére en contrainte
(Crossland), il est nécessaire d’avoir un état de contrainte stabilisé au fond du défaut. Pour cela,
le point situé au fond du défaut ou la contrainte g;; est maximale a été examiné. La stabilisation
du comportement n’est atteinte qu’apres 13 cycles. On observe notamment que la contrainte
moyenne se relaxe puis se stabilise et que la déformation augmente puis se stabilise comme le
montre la Figure IV-14. Le post-traitement des résultats en utilisant le critére de fatigue est
alors effectué sur le dernier cycle stabilisé et adapté (voir la Figure IV-14 e).

NOTA : La relaxation de la contrainte moyenne obtenue numériquement ici est observée sur les
essais d’écrouissage cyclique a déformation imposée a rapport de charge positif présenté au
chapitre 2, ou la contrainte moyenne se relaxe ce qui engendre le flambement de I'éprouvette
des qu’elle entre en compression.
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Figure IV-14 : Evolution temporelle de la déformation (a, b) et de la contrainte (c, d), et (e) o;, en fonction
de la &;; dans la direction de sollicitation pour les trois derniers cycles simulés sur le point ou la contrainte
est maximale au fond du défaut

7.1. Contrainte équivalente de Von Mises

La Figure IV-15 montre le champ de contrainte équivalente de Von Mises pour le défaut V.86 au
maximum du 15¢me cycle. La simulation a été réalisée en utilisant les conditions aux limites déja
présentées dans ce chapitre. Les résultats montrent que les contraintes maximales sont
localisées au fond du défaut dans la zone ol I'amorgage a eu lieu.
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Figure IV-15 : Cartographie de la contrainte équivalente de Von Mises au maximum du dernier cycle pour
le défaut V.86

Les cartographies présentées sur le plan perpendiculaire a la direction de sollicitation passant
par le milieu du défaut (Figure IV-16) permettent d’illustrer la distribution des contraintes et
des déformations autour du défaut. La Figure IV-17 présente la distribution de la contrainte
équivalente de Von Mises autour du défaut V.86 pour la 1¢rc montée en charge, 5éme | 1(0eme et

15¢éme cycle respectivement.

Plan perpondiculaire a la direction
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(1 L

Figure IV-16 : Illustration du plan perpendiculaire a la direction de sollicitation passant par le milieu du
défaut
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Puisque le critére de plasticité utilisé est celui de Von Mises, il est possible d’'identifier les zones
plastifiées au fond du défaut pour la premiére montée en charge étant donné que la limite
d’élasticité cyclique initiale est connue (g, = 380 MPa). Pour les cycles suivants, il est difficile
d’identifier avec précision ces zones plastifiées a chaque cycle car la limite d’élasticité cyclique
évolue en fonction du chargement. Ceci est di a la loi de comportement utilisée (loi a

écrouissage isotrope linéaire).
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Figure IV-17 : Cartographies de la contrainte équivalente de Von Mises autour du défaut V.86 pour (a) la
premiere montée en charge (b) 5¢me cycle (c) 10éme cycle (d) 15éme cycle (valeurs présentées sur le
contour)

7.2. Déformation plastique cumulée équivalente au sens de Von Mises

Afin de valider la stabilité du comportement, I’évolution de la déformation plastique équivalente
cumulée en fonction du temps au point ot la contrainte est maximale est présentée par la Figure
[V-18. La courbe montre que la déformation augmente a chaque cycle et tend vers la
stabilisation. Elle est considérée comme stabilisée a partir du 13¢me cycle.

0 5 10 15 20 25 30 35
temps (s)

Figure IV-18 : Profil de la déformation plastique équivalente cumulée (&™) fonction du temps au point

ou la contrainte est maximale pour le défaut V.86
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Afin d’identifier les zones plastifiées suite au chargement cyclique, les cartographies relatives a
la déformation plastique cumulée équivalente au sens de Von Mises sont tracées, I'objectif étant
de déterminer I’étendue de la zone plastique cyclique au fond du défaut.

Les cartographies présentées dans la Figure IV-19 illustrent la taille de la zone plastique
cyclique au fond du défaut (V.86) a différents nombre de cycles (1¢r¢ montée en charge, 5¢me
,10%me et 15¢eme cycle).

Les résultats montrent que la zone plastique cyclique évolue au cours du temps, mais sa taille
reste faible devant la taille du modéle. Le taux d’évolution de la taille de cette zone diminue
considérablement a partir du 10¢me cycle. Il n’y a presque pas de différence entre la taille de cette
zone au 10%me cycle (Figure IV-19c) et au 15¢me cycle (Figure IV-19d).

(a) b (c) (d)

: I cCUM
0 0.0003 0.0006 0.0009 0.0012 0.0015 0.0018 0.0021 0.0024 0.0027 0.003 0.0033 ©pl

Figure IV-19 : Cartographies de la déformation plastique équivalente cumulée (&,;™) autour du défaut

V.86 pour (a) la premiére montée en charge (b) 5¢me cycle (c) 10éme cycle (d) 15¢me cycle (valeurs calculées
aux points d’intégrations)

Evaluation du critére ‘local’ de Crossland

Etant donné que le critére de Murakami n’est pas parfaitement adapté pour le dimensionnement
en fatigue multiaxiale des pieces de rotors, le critere ‘local’ de Crossland [42] donné par
I’équation (8) a été évalué.

Toct,a + acer OH max < Bcr (38)

oU: Tocq désigne 'amplitude du cisaillement octaédral, oume est la contrainte hydrostatique
maximale sur un cycle a,, et .- sont des parameétres matériaux identifiés d’aprés deux limites
de fatigue sur éprouvettes lisses sans défauts.

En se basant sur les résultats des essais de fatigue, deux seuils peuvent étre tracés dans le
diagramme de Crossland : le seuil des éprouvettes poinconnées (configuration 1) et celui des
éprouvettes poingonnées—polies (configuration 2). Dans ces deux configurations, les seuils ne
représentent pas le matériau sain (sans aucun effet du poinconnage ni de polissage) puisque ces
deux procédés générent des contraintes résiduelles et/ou un écrouissage local.
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Etant donné que les essais sur les éprouvettes poingonnées—polies—recuites (configuration 4)
n’'ont été réalisés que pour le rapport de charge R=0,1, il n’est pas possible de tracer le seuil
intrinseque au matériau en se basant sur les résultats expérimentaux. Cependant, la principale
différence entre le seuil des éprouvettes poingonnées—polies et celui des éprouvettes
poinconnées—polies—recuites est la présence de contraintes résiduelles de compression induites
par 'opération de polissage.

Le seuil intrinseque au matériau a donc été déterminé a partir des résultats sur éprouvettes
poinconnées—polies en intégrant les contraintes résiduelles de compression moyennées sur une
distance de 50 um a partir du bord dans le calcul de la contrainte hydrostatique maximale. Le
seuil obtenu passe par le point expérimental relatif a la limite de fatigue médiane a 5x10¢ cycles
des éprouvettes poingconnées—polies-recuites comme illustré dans la Figure 1V-20. Ceci
confirme le fait que la différence entre les seuils est principalement liée aux contraintes
résiduelles induites par le polissage. Le seuil intrinséque du matériau est alors utilisé pour le
post-traitement des résultats. Les parametres du critere sont a., = 1,8 et 8. = 342,6 MPa. Les
différents seuils du critere de Crossland relatifs aux différentes configurations d’éprouvettes
testées sont représentés dans la Figure IV-20.

400

- - Seuil ep. Poinconnees-Polies (sans correction CR)
350 My = Seuil intrinseque
— Seuil ep. Poinconnees
® ® o, ep. Poinconnees
® @ -, ep. Poinconnees-Polies
@ @ o, ep. Poinconnees-Polies-Recuites
o, ep. Poinconnees-Recuites

300}

. . L 1 ! L ! L
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Figure IV-20 : Critére de Crossland pour le matériau étudié : seuils relatifs aux éprouvettes poinconnées et
poingonnées-polies (limites de fatigue expérimentales), et seuil intrinseque au matériau (calculé)

Le critére ‘local’ de Crossland est alors évalué afin de prendre en compte 'effet des défauts liés
au procédé de poingconnage. Les résultats des calculs élastiques sur les défauts critiques
identifiés sont utilisés pour I’évaluation de ce critére. La Figure IV-21 montre bien que le critére
local de Crossland ne permet pas d’avoir des résultats satisfaisants pour le dimensionnement en
fatigue car il ne prend pas en compte convenablement l'effet des défauts. En effet, le nuage de
point représentant I'état de contraintes cycliques en un point du modele EF est largement dans
le domaine de danger du critére. Les résultats obtenus pour les calculs élasto-plastiques ne sont
pas satisfaisant non plus (voir Figure I[V-30).

118



Chapitre IV : Prise en compte de 'effet des défauts

(q) V.86 elastique

600~
- - Seuil ep. polies sans correction CR
= Seuil intrinseque
500y « « Crossland local
€ ¢ o, ep. Poinconnees-Polies-Recuites
400F i _|* * o, ep. Poinconnees-Recuites
=
S
— 300
S
k_%
ool . gseelEteo
0 I 3 I \ \
0 100 200 300 400 500 600

UH,maz [MPG‘]

(b) V.162 elastique

100

= Crossland local

Seuil ep. polies sans correction CR
Seuil intrinseque

o ep. Poinconnees-Polies-Recuites
op ep. Poinconnees-Recuites

K
200

300 400
T Hmax [MPG]

600

1)) | O

100f

(c) V.37 elastique

- Crossland local

Seuil ep. polies sans correction CR
Seuil intrinseque

op ep. Poinconnees-Polies-Recuites

o ep. Poinconnees-Recuites

Figure IV-21 : Diagramme de Crossland ‘local’ relatif a trois défauts critiques (calcul élastique linéaire)
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Afin de mieux tenir compte des effets du procédé sur la tenue en fatigue, nous proposons
d’utiliser un critére de fatigue multiaxiale non-local, qui prend en considération les distributions
de contraintes et de déformations autour des défauts.

IV. Approche non-locale : type moyenne volumique
1. Présentation du critere de Crossland ‘volumique’

Le critére ‘local’ de Crossland est basé sur les parties déviatorique et sphérique du tenseur de
contrainte. Appliqué en un point, ce critére ne permet pas de prendre en compte le gradient de
contraintes généré par le défaut.

Le critere non-local proposé par El May et al. [64] est basé sur le critére de Crossland. Il découle
des travaux de Nadot et al. [50] pour qu’il puisse étre appliqué a une géométrie quelconque de
défaut. Dans un premier temps, il consiste a calculer la contrainte équivalente de Crossland en
tout point d’'un volume autour du défaut (Zone de post-traitement dans la Figure 1V-22). Puis, la
moyenne en chaque point P de cette zone est calculée en utilisant les points situés dans une
sphere de diamétre d. et de volume V,, centrée sur le point P considéré. La moyennation dans un
volume autour du défaut permet de prendre en compte I'effet du gradient de contrainte généré
par le défaut. Ainsi, les parties déviatorique et sphérique du tenseur des contraintes sont
calculées en prenant en compte l'effet du défaut.

Selon les auteurs, I'identification des parameétres (., et B.,) du critere nécessite deux limites de
fatigue pour deux rapports de charge différents sur un matériau sain (sans défauts).
L’identification de la distance (d.) nécessite des simulations par EF sur une éprouvette qui
comporte un défaut et dont la limite de fatigue expérimentale est connue. La détermination de la
distance d. est effectuée par un calcul itératif pour avoir un coefficient de danger moyenné
voisin de 'unité.

La zone de post-traitement contient le volume influencé par le défaut. Ce dernier est limité par la

vaire du défaut selon Nadot et al. [50] [16]. Néanmoins, les points ou la contrainte est maximale
sont situés au fond du défaut.

X

Défaut Zone de PT
' Y
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a2
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- >

Figure IV-22 : Définition de la zone de post-traitement (ZPT) autour du défaut et du volume de
moyennation V, en chaque point P de cette zone
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max [< Tocta,a > +acra < UH,max >] < ﬁcr

1
< Toctaa ~>= v fff Tocta,a dav
a Va

1
< OHmax ~>= v fff OHmax dav
a Va

(39)

(40)

(41)

En chaque point P, le coefficient de danger de Crossland moyenné est donné par I'équation (42).

Cdog = —7—

si {Cdaa < 1 - Pas de fissuration
Cd,q = 1 - Fissuration

(42)

Ce critére présente 'avantage d’étre utilisable en post-traitement des résultats de calcul sur des
pieces industrielles, quelle que soit leur géométrie comportant des géométries réelles de

défauts.

2. Méthodologie

Le post-traitement des résultats de calculs sur les défauts réels est réalisé en utilisant le critére
de fatigue non-local proposé par El May et al. [64]. La stratégie adoptée est illustrée par le
schéma de la Figure IV-23.

Limites de fatigue médianes (Ps=0,5)
a SXIOhcycles des éprouvettes polies
(sans défauts) R=0.1 et R=0.5
&

Seuil intrinséque du matériau
(éprouvettes polies-recuites)

Y

Identification des parameétres du critére

de Crossland a.et 3.

(

Une limite de fatigue médiane
avec défaut

Identification de la distance de
moyennation dc sur un défaut critique

Coefficient de danger
de Crossland Cdaa =1

Vérification du coefficient de danger
Cdua pour les autres défauts

Figure IV-23 : Stratégie adoptée pour le post-traitement des résultats des calculs sur les géométries

réelles des défauts
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La premiére étape consiste a identifier les deux parametres du critére en utilisant deux limites
de fatigue du matériau sans défauts.et le seuil intrinséque au matériau. En effet, le parametre a,.,
est déterminé en utilisant les limites de fatigue expérimentales médianes a 5x106 cycles du
matériau sans défauts (éprouvettes poingonnées-polies) obtenus pour les rapports de charge
R=0,1 et R=0,5. Ensuite, le paramétre f.. est déterminé en utilisant le seuil intrinséque du
matériau. La deuxiéme étape est relative a 'identification de la distance de moyennation. Sur
une géométrie de défaut critique, cette distance est optimisée de telle sorte a avoir un coefficient
de danger moyenné le plus proche possible de l'unité. Le chargement appliqué dans les
simulations correspond a la limite de fatigue médiane a 5x10¢ cycles relative aux éprouvettes
poinconnées. Ensuite, pour validation, ce coefficient est calculé pour d’autres géométries de
défauts en gardant la méme distance de moyennation. Enfin, le nuage de points représentant les
valeurs de I'amplitude de la cission octaédrale (7,cq4) et de la contrainte hydrostatique
maximale sur un cycle (0y mqax) calculés a tous les points de Gauss du maillage est comparé au
seuil du critere. Concernant la deuxiéme étape de la méthodologie du post-traitement adoptée, le
défaut V.86 a été choisi pour I'optimisation de la distance critique. Des itérations successives ont
permis d’identifier la distance critique pour ce défaut permettant d’avoir un coefficient de
danger proche de 1. La moyennation de la contrainte équivalente de Crossland a été réalisée en
utilisant la fonction « average around » du code de calcul par éléments finis ZéBuLoN utilisé pour
les simulations. Le post-traitement des résultats de calcul est réalisé sur une zone autour du
défaut illustrée par la Figure IV-24.

Défaut Zone de post-traitement
X
IZ Bord poingonné
o
\}‘Q%
Profondeur
Profondeur de la zone de PT B
du modele L
Larg_;cur de la zone de PT
s Largeur du modele
-

Figure IV-24 : Illustration du volume de matiere utilisé pour le post-traitement

3. Post-traitement des résultats de calculs élastiques
3.1. Calculs élastiques sur les défauts critiques

Les calculs élastiques ont été réalisés sur les défauts critiques identifiés sur les éprouvettes de
fatigue. Les conditions d’essais de ces éprouvettes ainsi que la taille du défaut critique identifié
sont présentées dans le Tableau IV-3.

Ep.V o,[MPa] o,,,, [MPa] N, (cycles) ‘/aireuax [um]

37 184 409 451948 66
86 164 364 1143548 54
162 164 364 1772 390 51

Tableau IV-3 : Récapitulatif des éprouvettes utilisées pour le calcul EF
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Pour identifier la distance de moyennation, plusieurs valeurs de d. ont été évaluées. La Figure
[V-25 montre que le coefficient de danger moyenné diminue en augmentant la distance (d.).
Aprés une distance d. = 38 pm, la sensibilité du coefficient de danger a la distance diminue
considérablement.

L’interrogation souvent présente dans la littérature sur la signification physique de cette
distance critique peut étre levée de deux manieres : la premiére signification physique de la
distance de moyennation est ici que le rayon de la sphere de moyennation (d.) et comparable a
la taille typique des défauts considérés. Cette constation a été aussi évoqué par EL May et al.
[65]. La deuxiéme explication physique est que le diameétre de la sphére de moyennation est ici
comparable a la taille de grain du matériau considéré.
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Figure IV-25 : Evolution du coefficient de danger en fonction de la distance de moyennation pour le défaut
V.86 (calcul élastique)

La distance de moyennation d. = 55 um a été choisie pour le post-traitement des résultats des
calculs élastiques sur les défauts simulés. Cette distance correspond a un coefficient de danger
moyenné de 1,07 pour le défaut choisi (V.86).

Cette distance a été utilisée pour calculer la contrainte équivalente de Crossland ‘volumique’
pour les autres défauts. Les coefficients de danger sont calculés par rapport au seuil intrinséque
du matériau (S, = 342,6). Les résultats obtenus du coefficient de danger moyenné sont
présentés dans le Tableau IV-4.

Défaut C€d Cd,,
V.86 3,46 1,07
V.37 243 094

v.162 2,67 092
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Tableau V-4 : Coefficients de danger de Crossland ‘local’ (Cd) et ‘volumique’ (Cdaa) calculés pour les trois
défauts simulés par rapport au seuil intrinséque du matériau pour une distance de moyennation de 55 pm
(calcul élastique)

Les résultats obtenus montrent que le critére est non-conservatif. Il prévoit la défaillance avec
une erreur inférieure a 8%. Le critére permet de donner une bonne estimation de la défaillance
étant donné que les écart-types expérimentaux sur les limites de fatigue sont compris entre 10%
et 19%.

Le nuage de points représentant I'amplitude de la cission octaédrale (7,.q4) €n fonction de la
contrainte hydrostatique maximale (0 mqy) calculées aux points d’intégrations du modele EF
est présenté dans le diagramme de Crossland (Figure IV-26) pour les trois défauts simulés.

Avec un calcul EF supposant que le matériau reste sollicité dans son domaine d’élasticité
(compte tenu du fort écrouissage mis en évidence au chapitre 3 sur le bord de la tole
poingonnée), les résultats obtenus en utilisant le critére de Crossland ‘local’ montrent qu’il existe
un grand nombre de points au-dessus du seuil du critére (dans la zone de "danger"). L'utilisation
du critére ‘volumique’ de Crossland, moyenné sur une distance de 55 pm, montre que les points
extrémes du nuage de points sont situés au voisinage du seuil du critére (légérement en
dessous).
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Figure IV-26 : Comparaison entre les résultats obtenus pour le critére ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland
pour les défauts critiques (a) V.86 (b) V.162 et (c) V.37 (calcul élastique)
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3.2. Calculs élastiques sur les défauts NON-critiques

Afin de valider le choix de la distance de moyennation et de vérifier si le critére utilisé est
cohérent, des calculs EF sur des défauts NON-critiques ont été réalisés. Les défauts sont
identifiés sur les éprouvettes V.86 et V.162 sur le méme bord ou le défaut critique a été identifié.
Idéalement, les coefficients de danger moyennés relatifs a ces défauts doivent étre inférieurs a 1.
Les résultats sont regroupés dans le Tableau IV-5.

D.e fauts Défauts NON-critiques
Calcul Coeff. de critiques
élastique danger vee | vie2 Bord 2 V.86 Bord 2 V.162
(dc=55um) 1 2 3 4 1 2 3 4
- cd 346 | 2,67 | 267 186 213 279|240 2,21 2,25 2,25
Cd,, 1,07 | 092 1099 094 1,04 098|098 1,06 1,06 1,02

Tableau IV-5 : Coefficients de danger locaux (Cd) et moyennés (Cd.a) calculés par rapport au seuil
intrinséque du matériau pour les défauts critiques V.86 et V.162 et les défauts NON-critiques identifiés sur
les éprouvettes V.86 et V.162 (calcul élastique)

Les nuages de points obtenus par les critéres ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland relatifs aux
défauts identifiés sur I'éprouvette V.86 et V.162 sont représentés sur la Figure IV-27 et la Figure
[V-28 respectivement.
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600 600
- - Seuil ep. polies sans correction CR - - Seuil ep. polies sans correction CR
— Seuil intrinseque — Seuil intrinseque
500p L L crossland local i 500 L L crossland local
» Crossland volumique (d = 55 pm) » = Crossland volumique (d_= 55 pm)
__ 400( 1 __ 400(
~] 3 ~] \
— 300 — 300
S S
B B
[ [
200} 200
.{__,q,,: oo N
1001 100¢
ot - I \\ I I I ol I \\ I I I
0 100 200 300 400 500 600 0 100 200 300 400 500 600
O Homax [AIPG] O Homax [AIPH]
600 V.SQ B2 18600 elastyque 600 - V.SQ B2 24400 elastyque
- - Seuil ep. polies sans correction CR - - Seuil ep. polies sans correction CR
= Seuil intrinseque = Seuil intrinseque
500 : + - Crossland local ) 5001 : + - Crossland local
« Crossland volumique (d,= 55 pm) « =« Crossland volumique (d.= 55 pm)
__ 400( 1 __ 400
S \ S .
— 300 — 300
< <
5 5
= =
200¢ - 200 B
.'-“' ‘ e LY Yo
100} - 100}
ol . - . . . 0 . N . . .
0 100 200 300 400 500 600 0 100 200 300 400 500 600
O Hmax [AJIPH] O Hmax [AJIPH]

Figure IV-27 : Comparaison entre les résultats obtenus pour le critére ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland
pour les défauts NON-critiques identifiés sur I'éprouvette V.86 (calcul élastique)
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Figure IV-28 : Comparaison entre les résultats obtenus pour le critere ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland

pour les défauts NON-critiques identifiés sur I'éprouvette V.162 (calcul élastique)

Les résultats montrent que les coefficients de danger moyennés sont proche 1 voire légérement
supérieur. Dans le cas de I'éprouvette V.86, les coefficients de danger des défauts NON-critiques
restent néanmoins inférieurs a celui du défaut critique. En revanche dans le cas de I'éprouvette

V.162, ils sont supérieurs a celui du défaut critique.

4. Post-traitement des résultats des calculs élasto-plastiques
4.1. Calculs élasto-plastiques sur les défauts critiques

La méme procédure que celle appliquée dans le cas des calculs élastiques est utilisée pour les
calculs élasto-plastiques. L'optimisation de la distance de moyennation sur le défaut critique
V.86 montre qu'une distance d. = 45 pm permet de donner le coefficient de danger moyenné le
plus proche de 1 comme illustré dans la Figure IV-29.
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Figure IV-29 : Evolution du coefficient de danger en fonction de la distance de moyennation pour le défaut
V.86 (calcul élasto-plastique)

Les résultats relatifs aux coefficients de danger obtenus sur les calculs élastiques et élasto-
plastiques sont regroupés dans le Tableau IV-6. Les coefficients de danger moyennés sont
proches. Ceci vient du fait que le post-traitement des résultats des calculs élasto-plastique est
réalisé sur le cycle stabilisé qui est adapté élastiquement.

Elasto-plastique | Elastique

cd cd,, | cd cd,
V.86 3,59 1,08 3,46 1,07
V.37 2,57 0,96 2,43 0,94
V.162 2,8 0,93 2,67 0,92

Défaut

Tableau IV-6 : Coefficients de danger de Crossland ‘local’ (Cd) et ‘volumique’ (Cdaa) calculés pour les trois
défauts simulés par rapport au seuil intrinseque du matériau (calcul élastique et élasto-plastique)

Le nuage de points représentant I'amplitude de la cission octaédrale (7,cq4) en fonction de la
contrainte hydrostatique maximale (0 4y ) calculées aux points d’intégration est présenté dans
le diagramme de Crossland (Figure IV-30) pour les trois défauts simulés.
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Figure IV-30 : Comparaison entre les résultats obtenus pour le critére ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland
pour les défauts critiques (a) V.86 (b) V.162 et (c) V.37 (calcul élasto-plastique)
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4.2. Calculs élasto-plastiques sur les défauts NON-critiques

La validation du choix de la distance de moyennation est réalisée par la comparaison des

coefficients de danger relatifs aux défauts critiques et ceux relatifs aux défauts NON-critiques. Le
Tableau IV-7 regroupe les résultats obtenus.

_ Défaut Défauts NON-critiques
, Coefficient ..
Calcul élasto- de danger critique 1 ) 3 4
plastique g V.86
(dc=45pm) cd 3,59 3,05 1,77 2,20 3,17
Cd,, 1,08 099 093 098 0,98

Tableau IV-7 : Coefficients de danger locaux (Cd) et moyennés (Cd.a) calculés par rapport au seuil
intrinséque au matériau pour les défauts critiques V.86 et V.162 et les défauts NON-critiques identifiées
sur les éprouvettes V.86 et V.162 (calcul élasto-plastique)

Les coefficients de danger moyennés pour I'éprouvette V.86 sont proches de 1 et restent
inférieurs a celui du défaut critique comme c’est le cas pour les calculs élastiques sur cette

éprouvette (V.86). Les diagrammes de Crossland relatifs aux défauts NON-critiques sont
présentés dans la Figure [V-31.
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Figure IV-31 : Comparaison entre les résultats obtenus pour le critére ‘local’ et ‘volumique’ de Crossland
pour les défauts NON-critiques identifiés sur I'éprouvette V.86 (calcul élasto-plastique)

130



Chapitre IV : Prise en compte de l'effet des défauts

5. Evaluation du critére de Crossland ‘volumique’ pour les défauts critiques

Le nuage de points représentant 'amplitude de la cission octaédrale moyennée (< T,ctq4 >) €n
fonction de la contrainte hydrostatique maximale moyennée (< oy 4y >) calculées aux points
d’intégration est représenté dans le diagramme de Crossland (Figure IV-32) pour les trois
défauts critiques simulés.

Les résultats obtenus montrent que le critére est un peu non-conservatif puisqu’il surestime la
résistance en fatigue pour les deux défauts V.37 et V.162. Ceci est normal puisque les contraintes
résiduelles de traction induites par le procédé, favorisent I'amorcage des fissures de fatigue, ne
sont pas prises en compte dans le modéle développé. Le critere prévoit que I'éprouvette V.37 ne
casse pas alors qu’elle est cassée plutot que les autres éprouvettes (V.86 et V.162). Ceci peut-étre
expliqué par le fait qu’elle a été testée en utilisant un niveau de chargement plus élevé que les
autres éprouvettes.

Les résultats obtenus dans cette étude montrent que le critére prévoit la défaillance avec une
erreur d’environ * 8%. Ces résultats sont encourageant étant donné que du point de vue
expérimental, les limites de fatigue ont été déterminées avec des écart-types compris entre 10%
et 19%. Néanmoins, les simulations n'ont été réalisées que sur trois défauts. Il est donc
nécessaire de faire plus de simulations en utilisant d’autres géométries réelles de défauts
critiques afin de confirmer ces résultats. D’autre part, les simulations en utilisant des géométries
de défauts sur I'éprouvette (V.86) ont permis de confirmer la criticité du défaut identifié.
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Figure IV-32 : Diagramme de Crossland moyenné sur d. = 45 um pour les défauts critiques simulés (a)
V.86 (b) V.162 et (c) V.37 (calcul élasto-plastique)
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6. Discussions a propos du modele développé

Comme cela a été montré dans les chapitres précédents, le poingonnage affecte notablement la
résistance en fatigue des piéces en tole ferromagnétique. Il induit différent effets : écrouissage,
contraintes résiduelles ainsi que des défauts géométriques localement sur le bord. La
méthodologie de calcul développée dans ce chapitre tient compte de I'effet géométrique des
défauts et des contraintes résiduelles (analysées par DRX). La prise en compte des contraintes
résiduelles est effectuée lors du calcul du seuil du critere. Elle permet de déterminer le seuil
intrinséque au matériau sans aucun effet de procédé.

La stratégie utilisée pour l'identification des défauts critiques a permis d’extraire les géométries
réelles des défauts de poinconnage. L’utilisation de ces géométries a permis au modele d’étre
représentatif des piéces réelles de ce point de vue-la.

Les études de sensibilité de la taille du modele géométrique et du maillage ont permis
d’optimiser le temps de calcul par la méthode des éléments finis. De plus, le filtrage des points de
la géométrie locale du bord découpé (obtenues par profilométrie optique) a éliminé les artéfacts
de mesure tout en préservant les géométries réelles des défauts.

Par ailleurs, les simulations ont été effectuées en utilisant deux modeles de comportement : un
modele élastique linéaire et un modele élasto-plastique a écrouissage isotrope linéaire.
L’utilisation du modéle élastique est basée sur le fait que le bord est trés écroui suite au
poinconnage et donc reste élastique pendant la sollicitation en fatigue. Cette hypothése est
appuyée par les analyses de contraintes résiduelles avant et apres essai de fatigue: les
contraintes résiduelles initialement induites par le poingonnage ne se relaxent pas pendant le
cyclage. Ceci peut étre expliqué par le fait qu’il n'y a pas de plasticité sur les bords écrouis, ce qui
peut justifier I'utilisation de la loi de comportement élastique pour les simulations.

Dans un deuxieme temps, un modele de comportement élasto-plastique est utilisé pour les
simulations. Ce modele est identifié sur la base des essais d’écrouissage cyclique réalisés sur le
matériau de 'étude. Ce modele est utilisé pour pouvoir décrire la plasticité au fond du défaut si
elle existe. En effet, les analyses de contraintes résiduelles sont effectuées sur un empilement de
toles. La valeur de la contrainte est moyennée sur un disque de surface nettement supérieure a
la taille de défaut. S’il y a eu de la plasticité au fond du défaut, il n’est pas possible, du point de
vue expérimental, de la détecter en utilisant la technique de DRX qui a permis d’analyser les
contraintes résiduelles. La stratégie d’utiliser deux modéles de comportement permet de traiter
les deux cas possibles (ou bornes).

Les résultats obtenus en utilisant les deux modeles de comportement sont proches. Ceci vient du
fait que le post-traitement des résultats des calculs EF est effectué par un critere non-local qui
consiste a moyenner les résultats autour du défaut. Les champs mécaniques moyens stabilisés
autour du défaut sont peu sensibles au modele de comportement utilisé. Ceci est confirmé par
les résultats des calculs élasto-plastiques qui montrent que la plasticité au fond du défaut est
confinée et que I'état stabilisé est adapté.

D’autre part, l'utilisation d’'un modele de comportement élastique présente l'avantage de
prendre en compte l'effet du gradient des propriétés mécaniques entre le bord et le milieu de
I'éprouvette. Les contraintes résiduelles analysées expérimentalement peuvent étre ajoutées par
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une simple addition. Ce n’est pas le cas en utilisant un modele élasto-plastique car tous ces effets
nécessitent une modélisation.

Les résultats d’essai de fatigue sur les différentes configurations d’éprouvettes présentées dans
cette étude montrent que l'effet de I'écrouissage et des contraintes résiduelles n’est pas
négligeable devant celui des défauts géométriques. Dans le cas de l'utilisation d’'un modele de
comportement élasto-plastique, 'amélioration du modele de calcul EF présenté dans ce chapitre
passe par lintroduction des effets relatifs a 'écrouissage et aux contraintes résiduelles. La
modélisation du gradient des propriétés sur le bord devrait donner des résultats plus
représentatifs des pieces poinconnées.

Des lors que les bords poingconnés sont tres écrouis par rapport au milieu de I'éprouvette, la
détermination des valeurs des propriétés mécaniques locales telles que la limite d’élasticité est
difficile du point de vue expérimental. En premiere approximation, il est possible de relier la
micro-dureté locale sur le bord de la tole et la limite d’élasticité [66] [67]. Par ailleurs,
I'introduction des valeurs expérimentales moyennées des contraintes résiduelles dans le modele
EF permettra de calculer avec plus de précision les champs de contraintes et de déformations
autour des défauts de poingonnage.

L’introduction des différents effets relatifs au procédé permettra d’avoir un modele de calcul qui
tient compte du gradient des propriétés mécaniques. Le dimensionnement en fatigue des piéces
poingonnées devrait étre plus optimisé en utilisant un critére de fatigue en post-traitement des
résultats de calculs effectués avec ce nouveau modéle.

Les résultats du post-traitement des calculs élastiques et élasto-plastiques en utilisant le critere
de fatigue non-local sont encourageants des lors que 'erreur sur la prévision de la défaillance
par le critére est inférieure aux écart-types expérimentaux sur les limites de fatigue médianes a
5x10¢ cycles. Le critére est un peu non-conservatif car il surestime légérement la résistance en
fatigue. Néanmoins, les critéres de fatigue multiaxiale a grand nombre de cycles ne sont valables
qu’'a partir de 106 cycles, I'éprouvette (V.37) a eu une rupture prématurée, il n’est donc pas
possible de l'utiliser pour la validation de I'approche de dimensionnement proposée. Pour ce
faire, il est nécessaire d’utiliser d’autres défauts critiques identifiés sur d’autres éprouvettes qui
seront testées en utilisant un chargement qui correspond a la limite de fatigue et dont les
topographies des surfaces des bords sont relevées par profilométrie optique. Ceci permettra
d’avoir plus de données pour pouvoir juger la validité de I'approche utilisée. En effet, le critere
non-local utilisé dans cette étude a été proposé par ses auteurs pour tenir compte de 'effet sur la
résistance en fatigue de défauts géométriques tels que les défauts de corrosion [64]. La validité
de ce critere pour le dimensionnement en fatigue des piéces poingonnées ou il existe de
I'écrouissage et des contraintes résiduelles en plus des défauts géométriques est a confirmer par
des calculs sur d’autres défauts critiques qui seront identifiés.

Bien que le modele proposé soit représentatif des pieces poingonnées, d’autres points non
négligeables pour le dimensionnement des structures industrielles doivent étre pris en compte.
Le premier point est relatif a I'effet d’échelle. En effet, les résultats présentés dans ces travaux
sont obtenus sur des éprouvettes de largeur 30 mm. Or, sur les pieces industrielles, les zones les
plus sollicitées (ponts) ont une largeur de quelques millimetres. Lors de l'opération de
poinconnage, il est donc possible que toute la largeur du pont soit écrouie. D’apres les résultats
sur les éprouvettes, la zone écrouie suite a 'opération de poingonnage a une profondeur de
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200 um. Avant d’utiliser les résultats obtenus sur éprouvettes, il sera donc nécessaire de
mesurer I'étendue de cette zone dans le cas des pieces industrielles.

Dans ce méme contexte, Bode et al. [68] ont réalisé des essais de fatigue a grand nombre de
cycles sur des éprouvettes extraites de pieces industrielles. Les résultats obtenus montrent un
abattement de la résistance en fatigue dans le cas des éprouvettes extraites des disques
industriels (poinconnées) par rapport aux éprouvettes sans effet du procédé (obtenues par
électroérosion). Ceci semble donc confirmer les résultats obtenus dans notre cas.

Le deuxiéme point est relatif a l'effet structure. Comme les rotors sont fabriqués par un
empilement de téles poingconnées, I'éventuel frottement entre les disques en rotation engendre
des échauffements locaux qui peuvent contribuer a I'amorcage des fissures de fatigue. Etant
donné que le poinconnage induit des défauts dont la criticité est variable d'une piece a une autre
et d'une zone a une autre, il est possible d’utiliser des critéres de fatigue probabilistes tel que
celui proposé par Morel et Huyen [69] [70] ou Delahay et Palin-Luc [71]. Ce type de critére
permet de prendre en compte l'aspect aléatoire de la rupture sur les disques. Cette dispersion
des résultats sur les disques peut étre liée aux formes des défauts, leur emplacement sur le bord
(sur le bord ou bien au fond d’une entaille) ainsi que leur criticité.

D’autre part, une étude sur le comportement mécanique d'un empilement de toles a été réalisée
par Vera Luchscheider et al. [72]. Les auteurs proposent une méthode permettant de simuler le
comportement d'un empilement de toles ferromagnétiques en utilisant des modeéles de contact
et de frottement entre deux tdles. A travers des méthodes d’homogénéisation multi-échelle, il est
possible d’avoir un modele de comportement global pour toute la structure. Cette approche, qui
permet de déterminer la raideur de I'empilement, est développée pour résoudre des probléemes
liés aux vibrations d’'un empilement de toles. Cette approche peut étre considérée comme une
base pour la détermination d'un modéle de comportement global de la structure qui pourra étre
utilisé pour le dimensionnement des moteurs électriques pour les différents cas de chargement.

V. Conclusion du chapitre

Il a été montré dans ce chapitre que le critere empirique proposé par Murakami n'est pas
parfaitement adapté au dimensionnement en fatigue des piéces poingonnées. Le critére, calculé
en utilisant les grandeurs globales (déterminées loin des bords), ne permet pas de prévoir avec
précision la résistance en fatigue des lors que l'on est en présence de forts gradients de
contraintes résiduelles et/ou de propriétés. Néanmoins, il permet d’estimer la tendance des
résultats d’essais mais en introduisant les valeurs expérimentales des contraintes résiduelles
pres du bord découpé.

Il a également été montré que I'approche locale de Crossland ne permet pas d’avoir des résultats
fiables pour le dimensionnement en fatigue des piéces poingonnées puisque le critére local ne
prend pas en compte convenablement I'effet géométrique des défauts de poinconnage.

Dans le but de tester une approche non-locale qui permet de tenir compte des défauts, un
modeéle de calcul par éléments finis a été développé dans ce chapitre, I'objectif étant de
déterminer la distribution des contraintes et des déformations autour des défauts critiques de
poingonnage. Ces derniers ont été identifiés par comparaison entre les données de la
topographie des surfaces des éprouvettes de fatigue relevée avant essai et les observations

135



Chapitre IV : Prise en compte de l'effet des défauts

microscopiques aprés la rupture en fatigue. Les formes réelles des défauts critiques ont été
extraites a partir des données de la profilométrie optique sans contact.

Les calculs par EF sur les défauts réels ont été réalisés, dans un premier temps, en utilisant un
modele de comportement élastique linéaire étant donné que les bords sont tres écrouis suite au
poingonnage. Dans un deuxiéme temps, un modele de comportement élasto-plastique a été
utilisé pour les simulations. Ceci a permis de prendre en compte la plastification locale
éventuelle au fond du défaut. En utilisant ce modele, les champs mécaniques autour du défaut
sont considérés comme stabilisés a partir du 13¢me cycle. Cependant, la taille de la zone plastifiée
reste faible par rapport a la taille du modele.

Une approche volumique du critére de Crossland a été évaluée dans le but de prendre en compte
'effet géométrique des défauts induits par le procédé. Le critére de Crossland volumique [64] a
été utilisé pour le post-traitement des résultats des calculs. Les résultats obtenus montrent que
le critére permet de prévoir la défaillance en fatigue avec une faible erreur. Etant donné que du
point de vue expérimental les résistances en fatigue ont été déterminées avec des écart-types
compris entre 10% et 19%, les résultats obtenus par le critere sont encourageants bien qu'’ils
soient non-conservatifs. Ce critere a été validé sur une base de deux défauts critiques
exploitables. Il serait nécessaire de le valider pour d’autres défauts critiques identifiés sur des
éprouvettes testées a des durées de vies supérieures au million de cycles.
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Conclusion

Les travaux présentés dans ce mémoire portent sur I’étude de la résistance en fatigue d'une téle
mince ferromagnétique poingonnée (M330-35A). L'utilisation de cette nouvelle nuance de toles,
d’épaisseur inférieure au demi-millimétre, pour la fabrication des moteurs électriques vient du
fait qu’elle offre des propriétés magnétiques améliorées qui permettent d’augmenter le
rendement. Les travaux proposés sont ainsi réalisés dans le but de comprendre les mécanismes
d’endommagement par fatigue des piéces poingonnées qui constituent les rotors des moteurs
électriques et de proposer une démarche de dimensionnement en fatigue de ces piéces.

Le premier chapitre de ce mémoire présente une synthese bibliographique des différents
aspects jugés importants dans cette étude. Dans un premier temps, des généralités sur le
phénomeéne de fatigue ainsi que les différents types de fissures sont présentés. Ensuite, le
comportement mécanique et cyclique des alliages Fe-Si est analysé. La sensibilité a différents
parameétres tels que la vitesse de déformation, la température et la concentration en silicium est
en particulier discutée. Les résultats de la littérature montrent notamment que des phénomeénes
de vieillissement statique et dynamique sont aussi observés sur ce type d’alliage.

La deuxieme partie de I'étude bibliographique porte sur I'influence du procédé de poingonnage
sur la résistance en fatigue des pieces poinconnées. Les résultats présentés dans cette partie ont
montré l'importante influence du procédé de découpe sur la dégradation des propriétés en
fatigue. En effet, le poingonnage induit plusieurs effets qui influent la tenue en fatigue tels que
I’écrouissage, les contraintes résiduelles de traction et les défauts géométriques. Un abattement
important a alors été observé sur la résistance en fatigue des piéces poingonnées comparées a
des piéces obtenues par d’autres procédés de fabrication tels que l'usinage et la découpe par
électroérosion a fil. Enfin, une synthese sur les critéres de fatigue utilisés pour le
dimensionnement en fatigue a grand nombre de cycles a été présentée. Les résultats ainsi
exposés dans cette étude bibliographique permettent d’orienter le travail vers les aspects
importants qu’il faut considérer pour étudier le comportement en fatigue de la téle M330-35A.
En particulier, il apparait clairement que le procédé de fabrication par poingonnage joue un réle
décisif sur la tenue en fatigue. Les travaux entrepris visent donc notamment a comprendre,
quantifier et prévoir comment les altérations dues au poingonnage viennent affecter la
résistance en fatigue de I'alliage Fe-Si.

Le deuxieme chapitre du manuscrit a été consacré a la caractérisation de I'alliage étudié. Des
observations métallographiques et des analyses EBSD ont permis de révéler la microstructure
equiaxe de la tble et la légere texture due au procédé de laminage. Les caractéristiques
mécaniques de la tole, dans trois directions de prélevement 0°, 45° et 90° par rapport a la
direction de laminage, ont été obtenues par des essais de traction monotone quasi-statiques.
L’anisotropie dans le plan de la tole et 'anisotropie plastique ont été aussi quantifiées. Les effets
de la vitesse de déformation et de la température sur le comportement mécanique quasi-
statique sont évalués. L’anisotropie dans le plan et la vitesse de déformation ont un effet limité
sur le comportement quasi-statique, la différence entre les courbes est de 'ordre de 6,5% et
10% respectivement. L’effet de la température est en revanche plus important : il se traduit par
une diminution d’environ 30% de la limite d’élasticité a 180°C. D’autre part, les résultats
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obtenus montrent I'existence de phénomeénes de vieillissement statique et dynamique, qui sont
en accord avec les résultats de la littérature sur ce type d’alliage. Le comportement cyclique a
température ambiante a été finalement étudié a travers des essais d’écrouissage cyclique a
déformation et a contrainte imposée. Sur la base de ces résultats, un modele de comportement
mécanique a écrouissage isotrope linéaire a été identifié.

L’étude de la résistance en fatigue a grand nombre de cycles de I'alliage Fe-Si a été 1'objet du
troisiéme chapitre. L'effet du procédé de poingconnage sur la résistance en fatigue a été
particuliérement étudié dans ce chapitre. A cette fin, la campagne expérimentale a été choisie
pour identifier les différents effets liés aux géométries, aux conditions de fonctionnement et au
procédé d’obtention des piéces industrielles. Les essais de fatigue a grand nombre de cycles ont
été réalisés avec des éprouvettes lisses et d’autres entaillées obtenues par poinconnage en
utilisant des conditions industrielles représentatives des pieces réelles. Plusieurs rapports de
charge allant de R=0,1 a R=0,8 ont été considérés. Afin d’étudier I'influence de la température
sur la tenue en fatigue des pieces rotors, deux températures ont été utilisées pour faire les
essais : ambiante (=20°C) et 180°C qui représente la température de fonctionnement maximale
mesurée dans les moteurs en régime permanent. Les résultats ont montré qu’il n’y a pas un effet
de la température sur la limite de fatigue médiane a 5x106 cycles. Pour les niveaux de
chargement élevés, les éprouvettes testées en température présentent un nombre de cycles plus
faible que les éprouvettes testées a la température ambiante pour le méme niveau de
chargement.

Dans le but d’étudier l'influence du procédé de poinconnage sur la résistance en fatigue, deux
types d’éprouvettes lisses, poinconnées ou poinconnées-polies, ont été utilisés pour les essais de
fatigue. La comparaison des résultats obtenus sur ces deux types d’éprouvettes a montré un
abattement d’environ 30% sur la limite de fatigue médiane a 5x10¢ cycles pour les éprouvettes
poinconnées. L’observation des faciés de rupture au microscope électronique a balayage a
montré que les fissures de fatigue s’amorcent sur le bord. L’amorgage se produit sur un défaut
géométrique dans le cas des éprouvettes poinconnées, tandis que sur les éprouvettes
poingonnées—polies I'amorgage est transgranulaire. Les observations des bords poingonnés
soulignent l'existence de différentes zones sur les bords poingconnés (zone bombée, zone
cisaillée, zone arrachée et bavure). Pour les éprouvettes poingonnées, les défauts critiques sont
situés dans la zone arrachée avec des dimensions caractéristiques proches de la taille des grains.
Des mesures de micro—dureté ont été réalisées en partant du bord poingonné. Les résultats ont
montré que la dureté est maximale prées du bord, puis diminue et se stabilise a une profondeur
de 200 um, ce qui définit donc la zone écrouie suite a 'opération de poingonnage. La technique
de diffraction des rayons X a également été utilisée pour I'analyse des contraintes résiduelles et
de I'écrouissage induits par le procédé. Les résultats obtenus ont confirmé que la profondeur de
la zone affectée mécaniquement par le procédé de poingonnage est d’environ 200 pm. Les
analyses DRX ont montré aussi qu’il existe d'importantes contraintes résiduelles de traction
selon la direction longitudinale sur les bords poingonnés.

Le procédé de poingconnage induit de I'écrouissage, des contraintes résiduelles et des défauts
géométriques localement sur le bord. Afin de quantifier la contribution de chaque effet
séparément sur la résistance en fatigue des pieces, des essais de fatigue ont été réalisés sur
d’autres configurations d’éprouvettes. Un traitement thermique de relaxation a été ainsi réalisé
sur les éprouvettes poingonnées et poinconnées—polies dans le but de relaxer les contraintes
résiduelles induites par le poingonnage et le polissage mécanique. Ces deux configurations
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permettent d’obtenir les limites de fatigue médianes a 5x106 cycles en ne tenant compte que de
I'effet géométrique des défauts (éprouvettes poinconnées-recuites) et pour le matériau sain
sans aucun effet du procédé (éprouvettes poinconnées—polies-recuites).

En utilisant la limite de fatigue médiane a 5x10¢ cycles du matériau sain comme référence,
I'abattement di au procédé de poinconnage a été alors de 20%. En supposant que les
phénomeénes soient additifs, I'abattement lié a I'effet géométrique des défauts est de 8% tandis
que celui lié a I'écrouissage et aux contraintes résiduelles est de 12%.

Puisque les fissures de fatigue s’amorcent sur les défauts de poinconnage, les bords des
éprouvettes ont été caractérisés par profilométrie optique pour relever la topographie de la
surface du bord découpé et ainsi identifier les différents types de défauts présents sur le bord.
Afin d’identifier les défauts critiques vis a vis de I'amorgage d'une fissure de fatigue, la stratégie
adoptée a consisté a relever la topographie des bords des éprouvettes avant I'essai de fatigue.
Ensuite, aprés rupture en fatigue, par comparaison des topographies du bord avec des
observations microscopiques, le défaut responsable de 'amorcage de la fissure de fatigue a été
identifié.

Le mémoire s’achéve sur un chapitre consacré a la prise en compte des effets des défauts dans
les calculs de dimensionnement en fatigue. Dans un premier temps, le critére empirique de
Murakami a été testé afin d’évaluer sa capacité a rendre en compte de l'effet des défauts de
poinconnage. Il ne permet d’estimer la tendance des résultats expérimentaux que dans le cas ou
il est calculé en prenant en compte les contraintes résiduelles sur les bords et la dureté loin du
des bords. Cette approche n’a pas permis de prévoir avec précision la limite de fatigue et ne
repose sur aucune base physique. L’'approche locale de Crossland a été évaluée. Les résultats
obtenus n'ont pas été satisfaisants. Ils ont montré que ce type d’approche n’est pas adaptée pour
le dimensionnement en fatigue en présence de défauts géométriques. Une approche non-locale
permettant de tenir compte des gradients de contraintes générés par les défauts a été finalement
utilisée. Dans ce cadre, une étude numérique sur des défauts réels de poinconnage a été réalisée
pour calculer les champs de contraintes et de déformations autour des défauts. Les géométries
réelles des défauts utilisées ont été obtenues a partir des données de profilométrie optique.

Puisqu’il n’est pas possible, d’'un point de vue expérimental, de déterminer avec précision
I'activité plastique au fond des défauts de poingonnage, deux hypothéses concernant le modele
de comportement ont été évaluées. Dans un premier temps, étant donné que les bords sont trés
écrouis apres 'opération de poinconnage, un modele de comportement élastique linéaire a été
utilisé pour les simulations. Puis, un modele élasto-plastique a été considéré pour tenir compte
de I'éventuelle plasticité au fond des défauts. Les résultats obtenus pour les simulations élasto-
plastiques ont montré qu’'un état stabilisé et adapté est atteint. Un critere de fatigue non-local
basé sur le critere de Crossland a été évalué en post-traitement des résultats de calculs par
éléments finis. Le seuil intrinseque du matériau (sans aucun effet de poingonnage ni de
polissage) a alors été adopté pour identifier les parameétres du critere de Crossland. Le calcul du
seuil intrinseque du matériau a été réalisé en introduisant les valeurs expérimentales des
contraintes résiduelles analysées sur les éprouvettes poingonnées-polies. Les résultats ont
montré que le coefficient de danger moyenné est peu sensible au modele de comportement
utilisé. Ceci peut étre expliqué par le fait que le post-traitement a été réalisé, pour le calcul
élasto-plastique, sur le cycle stabilisé (avec adaptation élastique) et que le critere prend en
compte I'effet des défauts a travers les champs mécaniques moyens autour de ce défaut.
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Le critere utilisé a été finalement validé sur une base de deux défauts critiques utilisable et des
défauts non-critiques identifiés sur les mémes bords que les défauts critiques. Il a permis de
décrire raisonnablement I'effet des défauts de poingonnage avec des erreurs de prévision qui ne
dépassent pas les écart-types expérimentaux sur les limites de fatigue médianes a 5x10¢ cycles.
Néanmoins, pour qu'il soit utilisé pour le dimensionnement en fatigue des piéces poingonnées, il
reste a le valider sur d’autres défauts.

Perspectives

Le modele de calcul par la méthode des éléments finis développé dans cette étude est une
premiére proposition de démarche de dimensionnement en fatigue a grand nombre de cycles
des pieces en tole minces ferromagnétiques poinconnées.

Cette modélisation fait intervenir 'effet géométrique et mécanique des défauts de poingonnage.
Elle peut étre améliorée de différentes maniéres. Pour les calculs élasto-plastiques, un modele
qui tient compte du gradient de propriétés mécaniques présentes sur le bord poingonné devrait
permettre de mieux reproduire les différents effets induits par le procédé de poingonnage. Ceci
devrait permettre d’avoir, avec plus de précision, la distribution des contraintes et déformations
autour des défauts de poinconnage et de mieux prendre en compte I'effet du procédé sur la
dégradation des propriétés en fatigue.

Aussi, afin d’étre représentatif des pieces industrielles, il serait intéressant de modéliser 'effet
d’entaille relatif aux zones de concentration de contraintes dues a la conception du moteur et de
tenir compte des défauts de poingconnage présents au fond de ces entailles dans cette
modélisation. En effet, les observations microscopiques sur les éprouvettes entaillées et les
pieces des rotors testées sur banc d’essai montrent qu’'une grande partie des fissures s’amorcent
sur des défauts de poingonnage au fond de ces entailles. Un modéle permettant de tenir compte
des concentrations des contraintes et de I'effet du procédé (écrouissage, contraintes résiduelles
et défauts géométriques) devrait donc donner des résultats plus précis et qui se rapprochent
plus des cas industriels.

Le critére de fatigue non-local utilisé en post-traitement des résultats de calculs EF permet de
prévoir la défaillance avec une erreur acceptable. Néanmoins, ces résultats n’ont été validés que
sur deux géométries de défauts critiques exploitables et des défauts non-critiques identifés sur
ces éprouvettes. Des simulations EF sur des défauts non-critiques identifiés sur les mémes bords
que les défauts critiques ont été réalisées. Les résultats obtenus sont en accord avec les résultats
expérimentaux. En revanche, il est nécessaire de valider le critére sur d’autres géométries de
défauts critiques. La prévision du critére utilisé dans cette étude peut toutefois étre comparée
avec d’autres critéres non-locaux ou bien probabilistes. Néanmoins, I'utilisation des approches
probabilistes pour des géométries réelles de défauts peut poser quelques difficultés. En effet, la
capacité des approches probabilistes a prévoir I'effet des défauts sur la tenue en fatigue n’a été
évaluée que pour des défauts idéalisés possédant une faible acuité. Leur validité dans le cas des
défauts réels qui présentent une géométrie complexe avec une acuité élevée reste a vérifier.

Le modéle de comportement cyclique utilisé qui suppose un écrouissage isotrope linéaire a été
identifié sur la base d'essais d’écrouissage cyclique réalisés en utilisant des rapports de charge
positifs. Etant donnée la faible épaisseur de la tole étudiée, il est difficile de faire des essais en
utilisant des rapports de charge négatifs. Vue I'application industrielle, le modele décrit bien le
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comportement des piéces puisqu’elles sont sollicitées en traction-traction a cause de la force
centrifuge. Cependant, pour le modéle de calcul développé dans cette étude, quelques zones de
faible taille sur le bord sont sollicitées en compression. Le modéle peut ne pas décrire
convenablement le comportement et la distribution des contraintes et des déformations
calculées peut donc étre influencée. Etant donné que ces zones sont de faible dimension, I'effet
est compensé dés lors qu'un critere de fatigue non-local est utilisé en post-traitement de ces
résultats. Puisque ce type de critere tient compte de la distribution des contraintes et des
déformations autour des défauts.

Il serait donc intéressant de refaire des simulations en utilisant un modele de comportement qui
permet de décrire plus précisément les zones de compressions comme le modéle proposé par
Schayes et al. [73] afin de pouvoir comparer les résultats avec ceux obtenus en utilisant le
modele de comportement identifié dans cette étude.

Il est néanmoins important de garder a I'esprit que 'amélioration de la qualité des pieces
poinconnées est possible. Imposer des exigences plus sévéres sur les méthodes de contrdle des
pieces poingonnées, qui se réduisent actuellement au controle dimensionnel et a I'inspection de
la longueur de la bavure, devrait étre bénéfique sur la résistance en fatigue. Un controle par
profilométrie optique des bords poingonnés pourrait également permettre de visualiser les
défauts dus au procédé et donc d’optimiser la procédure d’affutage des outils de poinconnage
dans le but d’améliorer la qualité des pieces produites et de minimiser les défauts critiques sur
les bords.

L'étude de l'effet d'échelle est aussi intéressant comme perspective a ce travail. En effet, les
éprouvettes de fatigue utilisées dans cette étude ont une largeur de 30 mm tandis que les ponts
sur les piéces industrielles ne font que quelques millimétres de largeur. Une étude détaillée des
ponts serait donc intéressante mais il serait alors nécessaire de déterminer la profondeur de la
zone écrouie et le champ de contrainte résiduelle qui peuvent étre différents dans les zones
particuliéres que sont les ponts.

Enfin, d'un point de vue scientifique et afin de mieux comprendre les phénomenes physiques
responsables de I'amorgage et de la propagation des fissures de fatigue dans cet alliage Fe-Sij, il
serait intéressant de faire des calculs en plasticité cristalline. En effet, pour cette tble, dans
certaines régions il n'y a que deux grains dans I'épaisseur et les défauts de poinconnage et la
taille des grains sont du méme ordre de grandeur, 'hypothese d’'un matériau homogene n’est
donc pas nécessairement raisonnable. Une modélisation qui considérerait le role des
hétérogénéités microstructurales pourrait donc donner des réponses sur les mécanismes
d’amorgage des fissures de fatigue. Cette modélisation nécessite toutefois l'identification d’'une
loi de comportement a I'échelle mésoscopique et est coliteuse en temps de calcul. 11 était donc
difficile d’aborder une telle démarche dans le contexte industriel de cette étude.
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Annexe 1 : Définition et calcul du coefficient d’anisotropie (coefficient de
Lankford)

Le coefficient d’anisotropie plastique appelé aussi coefficient de Lankford [74] ou coefficient
d’anisotropie normale représente l'aptitude du matériau a résister a l'amincissement en

emboutissage. Plus il est élevé meilleur est I'aptitude au rétreint. Il se calcule en faisant le
rapport de la variation de la largeur a la variation d’épaisseur durant un essai de traction. Il est
donné par la relation (43) et noté r par la suite.

W,

& L')’l—o
r= 3,pl — ZV (43)

€2,pl Ln?o

avec : &, &, & : déformation plastique respectivement dans la direction longitudinale de
I'éprouvette, selon sa largeur et selon son épaisseur
Pour pouvoir mesurer la déformation en largeur, il est nécessaire d’utiliser un retractometre
selon la norme ISO 10113 qui détaille la procédure.
Dans des cas ou il y a une difficulté pour mesurer 1'épaisseur de I'éprouvette apres sa rupture, il
est possible d’avoir recours a la loi de conservation de volume en supposant que la plasticité est
a volume constant (la déformation élastique est négligeable par rapport a la déformation
plastique) : &; = - (&: + €1) ce qui donne I'équation (44) :

Ln%

r=——————— (44)
Lnl—0 + Ln%

l w
W :largeur; W, : largeur initiale ; 1 : longueur ; lo : longueur initiale.
Ce coefficient est calculé pour chaque direction de prélevement (0°,45° et 90°). On peut Donc
définir trois valeurs de r. L'anisotropie plastique du matériau est quantifiée par le coefficient
d’anisotropie moyen noté rmoy donné par I'équation (45).

T0+7"90+2><T4_5

Tmoy = 2 (45)

Le coefficient 2 qui multiplie la valeur du coefficient d’anisotropie dans la direction 45° vient du
fait qu’il y a une seule direction a 0°, une seule direction a 90° mais il y a deux directions a +45°
de 'axe longitudinal des éprouvettes.

Si la déformation en épaisseur est la plus élevée, la valeur de r est inférieure a 1. Si la
déformation en largeur est la plus importante r est compris entre 1 et 3.

La plupart du temps la valeur du coefficient d’anisotropie normale varie selon la direction de
prélevement des éprouvettes. Il est donc nécessaire de calculer un autre coefficient d’anisotropie
planaire noté Ar qui représente I'anisotropie dans le plan de la tdle. Il est donné par I’équation
(46).

_ To+T9g =2 XT1y5

A
r 2

(46)
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Cette formule a été mise au point pour les aciers calmés a 'aluminium. Elle permet de donner un
avis sur la naissance du phénomeéne appelé cornes d’emboutissage [74]. Ce dernier est causé par
une élongation ou un épaississement différent du métal dans les différentes directions. Plus Ar
est grand plus le matériau possede des propriétés différentes entre les directions ce qui peut
donner naissance aux cornes d’emboutissage [74] [75].

Annexe 2: Détails des calculs des formes des entailles sur les
éprouvettes de fatigue

Pour avoir une forme d’entaille qui donne le Kt souhaité, un calcul par éléments finis a été réalisé
en utilisant un modele 2D en contraintes planes développé sous ABAQUS standard. Le
comportement mécanique choisi est élastique, linéaire, isotrope, v= 0,3 et E=200 GPa.

Le modele de calcul développé a été vérifié en faisant une comparaison entre les résultats de
calcul et les abaques. L’'exemple qui a été choisi est celui d’'un trou dans une plaque infinie
(Kt=3). Cette valeur a été retrouvée par le calcul éléments finis en utilisant ce modéle.

Pour les éprouvettes de fatigue, les deux formes d’entaille ont été choisies pour avoir la méme
rigidité de I'éprouvette : la profondeur de I'entaille est la méme (2,4 mm), seule sa forme change.
Ceci permet d’avoir une méme rigidité d’éprouvette pour les deux géométries d’entailles.

En utilisant les notations (Figure VII-1), le calcul du coefficient théorique de concentration de
contrainte est effectué en utilisant les équations (47) et (48).

max

max
011 011" Snette
K = = (47)
Unette Unom Snom
ou:
F F
Onette = S » Onom = S (48)
nette nom

{} F
|

Snominale

Snette
|

Figure VII-1 : Différentes sections sur I'éprouvette

La contrainte o{1%* est calculée par éléments finis, son profil est présenté par la Figure VII-2. La

contrainte loin de l'entaille est presque constante, mais elle augmente fortement en se
rapprochant du fond de l'entaille. Ceci montre la variation du champ de contrainte dans
I'éprouvette sous I'effet de I'entaille.
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Figure VII-2 : Profil de la contrainte 11 pour les deux formes d’entaille choisies Kt=2 et Kt=3

Annexe 3: Détails des calculs du facteur d’intensité de contrainte au
niveau de la zone de changement de mode de propagation de fissure sur
les éprouvettes lisses

Le calcul du facteur d’'intensité de contrainte au niveau du changement de mode de propagation
de fissure observé sur les faciés de rupture en fatigue des éprouvettes lisses et entaillées a été
réalisé en utilisant les parametres géométriques et matériau suivants :

e Limite d’élasticité cyclique du matériau : o, =380 MPa
e Rapportde charge : R=0,1
e Largeur de I'éprouvette : b=30 mm

Les conditions d’essais permettant de mettre en évidence le changement de mode de
propagation de la fissure de fatigue utilisées sont illustrées par le Tableau VII-1.

Eprouvette V.9 V.22 v.123 V.157 V.33
Omax [MPa] 364 409 364 364 409
Omin [MPa] 36,4 40,9 36,4 36,4 40,9
Ac [MPa] 327,6 368,1 327,6 327,6 368,1
Atrans. [Mm] 1,2764 0,959 1,144 0,833 0,687

Nr (cycles) 437 473 242869 156330 903004 131719

Tableau VII-1 : Différentes conditions d'essais des éprouvettes utilisées pour les essais de propagation de
fissure

Le calcul du facteur d’intensité de contrainte est réalisé en utilisant I'équation (49).
Ak = Ao x ra x F(/,) (49)

L’équation (50) a été utilisée pour calculer la fonction de forme F (a/b).
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F(/,) = 1122 -0231(%/, ) + 10.550(61/19)2 - 21.710(61/19)3 + 30.382(61/b)4 (50)

BE

e Q] |
|

|

-
T

Figure VII-3 : définition des différents parametres utilisés dans le calcul du facteur d’intensité de
contrainte [76]

|
ail
|

Les résultats obtenus sont illustré par le Tableau VII-2.

ép. Omax[MPa] a(mm) AK[MPa+/m] F(a/b) r,(mm)

V.9 364 1,27 23,42 1,129 0,143
V.22 409 0,95 22,71 1,124 0,135
V.123 364 1,14 22,136 1,127 0,128
V.157 364 0,83 18,81 1,123 0,092
V.33 409 0,68 19,18 1,121 0,096

Tableau VII-2 : Récapitulatif des résultats obtenus pour les essais de propagation de fissure
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Etude de I'influence du procédé de poingonnage sur la tenue en fatigue a grand
nombre de cycles de téles minces ferromagnétiques

REsSuME : Ces travaux de thése sont consacrés a I'étude de l'influence du procédé de poingonnage sur la
résistance en fatigue & grand nombre de cycles de tdles minces ferromagnétiques. Etant donné leurs
propriétés magnétiques améliorées, ces tbles en alliage fer-silicium sont de plus en plus utilisées pour la
fabrication des moteurs électriques qui tournent a des vitesses élevées. En effet, les pertes magnétiques
dans ces tbles sont réduites par 'augmentation de la taille de grain, la diminution de I'épaisseur en
dessous du demi-millimétre et I'ajustement du pourcentage de silicium. L'objectif de cette étude est
d’élaborer une démarche de dimensionnement en fatigue HCF des piéces en téles minces poingonnées.
La premiere étape de cette démarche est la caractérisation expérimentale du matériau étudié. Des essais
de traction monotone quasi-statique et d’écrouissage cyclique en utilisant différentes conditions ont permis
de déterminer les grandeurs caractéristiques de cet alliage et d’identifier un modéele de comportement
mécanique cyclique utilisable pour les simulations par la méthode des éléments finis (EF). L’étude de la
résistance en fatigue de cette tdle est réalisée en utilisant des géométries d’éprouvettes lisses et
entaillées. Différents effets tel que le rapport de charge, la température (180°C) et le procédé sont ainsi
étudiés. Etant donné son influence sur la tenue en fatigue, 'effet du procédé de poingonnage est finement
investigué. Les bords des éprouvettes de fatigue sont analysés en utilisant des techniques variées
(observations microscopiques, profilométrie optique, micro—dureté, diffraction des rayons X...). Ceci a
permis d’identifier les mécanismes d’endommagement par fatigue des piéces en M330-35A poingonnées.
Ensuite, différentes configurations d’éprouvettes sont utilisées pour quantifier I'influence des différents
effets induits par le procédé tel que I'écrouissage, les contraintes résiduelles et les défauts géométriques
sur la résistance en fatigue de I'alliage étudié. Les résultats des investigations sur les bords ont montré
que l'amorcage des fissures est localisé sur un défaut de poingonnage. Une stratégie qui permet
d’identifier les défauts critiques est alors adoptée. Des simulations (EF) réalisées sur les défauts de
poingonnage ont permis de déterminer les champs mécaniques autour de ces défauts. Enfin, une stratégie
de dimensionnement en fatigue qui s’appuie sur l'utilisation d’'un critére de fatigue non-local en post—
traitement des résultats des simulations par EF sur les défauts de poingonnage est proposée.

Mots clés : Fatigue a grand nombre de cycles, amorcage de fissure, caractérisation, alliage Fe-Si, acier
électrique, tdle mince, éléments finis, critere de fatigue non-local, poingonnage, influence du procédé,
défaut

Study of the influence of punching process on the high cycle fatigue resistance
of thin Fe-Si electrical steel sheets

ABSTRACT : New electrical steel grades, with improved magnetic properties, are used to build electric
motors. For these steel grades, the iron losses are reduced by adjusting the chemical composition (mostly
the Si content), decreasing the thickness below 0.5 mm and increasing the grain size. The punching is
used to produce electric motor components because it generates important alterations of sheet edges, this
work aims at elaborating a HCf fatigue design strategy for thin punched electrical steel sheets. First, the
quasi-static and cyclic behavior of this electric steel was studied through monotonic and cyclic tests. The
behavior model of this material, which will be used in FE simulation, is then identified. The study of the
high cycle fatigue (HCF) resistance of this material is performed using smooth and notched specimen’s
geometries. The effect of stress ratio, temperature (180°C) and the punching process are considered. Due
to its influence on the fatigue resistance, the effect of the punching process is finely investigated. Different
experimental techniques such as microscopic observations, 3D surface topography, micro—hardness and
X—-ray diffraction are combined to characterize the specimen’s edges. To dissociate the respective
influences of strain hardening, residual stresses and geometrical defects induced by the punching process,
and to quantify the contribution of each parameter to the HCF resistance, different specimen’s
configurations were tested. A strategy allowing the identification of the critical defects, on which fatigue
crack initiation occurs, was adopted. The stress distribution around defects is determined from finite
element analyses (FEA) on real defect geometries. A non—local high cycle fatigue criterion is finally used
as post—processing of FEA to consider the effect of defects and the associated stress-strain gradients in
the HCF strength assessment.

Keywords : HCF fatigue, crack initiation, characterization, Fe-Si alloy, electrical steel, thin sheet, finite
elements, non—local fatigue criterion, punching, influence of the process, defect
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