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Introduction

Lors de la conception et du dimensionnement d'un composant mécanique, il est souvent
crucial de tenir compte de sa résistance en fatigue. L'estimation de cette dernière est souvent
délicate, et l'utilisation d'un coe�cient de sécurité mal adapté à la situation rencontrée
peut engendrer une augmentation inutile de sa masse ou une rupture prématurée. Une
estimation au plus juste de la durée de vie est particulièrement importante par exemple
pour des composants utilisés dans les moteurs thermiques des véhicules automobiles tels
que les bielles ou les arbres de transmission. Ces pièces sont souvent conçues pour supporter
sans se rompre plusieurs dizaines de millions de cycles car leur maintenance est di�cile et
leur rupture catastrophique pour le moteur et le conducteur.

Comme l'enjeu économique actuel pour les constructeurs est la réduction de la consom-
mation des véhicules, il est important de limiter au maximum la masse d'ensemble. Ceci
impose de maîtriser parfaitement les divers paramètres contrôlant la durée de vie a�n de
garantir la tenue du composant, tout en minimisant sa masse.

Le forgeage à froid est un procédé très répandu dans la fabrication de composants au-
tomobiles. Il utilise la déformation plastique pour donner à la pièce sa forme �nale. Le
forgeage à froid nécessite des outillages très coûteux. Il est donc principalement utilisé pour
des grandes séries, notamment pour des composants de transmission automobile. Ce procédé
a de nombreux avantages, il permet d'atteindre de grandes cadences de production (de 10
à 100 pièces par minute) avec des tolérances serrées (quelques centièmes de millimètre) et
des états de surface de grande qualité. La qualité de surface obtenue, également quali�ée de
"Net Shape", permet pour certaines surfaces fonctionnelles de s'a�ranchir d'une opération
d'usinage.

Du point de vue de la science des matériaux, la déformation plastique a pour e�ets
principaux d'écrouir le matériau, d'introduire des contraintes résiduelles et dans certains
cas, d'endommager le matériau. L'écrouissage est généralement béné�que pour la tenue en
fatigue, ainsi que les contraintes résiduelles, si celles-ci sont de compression.

Le forgeage à chaud se distingue du forgeage à froid par la nécessité de chau�er à haute
température (supérieure à la moitié de la température de fusion du matériau) les lopins
a�n de les rendre su�samment ductiles. La microstructure n'étant pas encore �gée à la
température de mise en forme, l'historique des déformations imposées lors de la mise en
forme in�uence peu les caractéristiques d'intégrité de surface du composant : la pièce �nale
présente peu de contraintes résiduelles ou de gradients de microstructure.

Cependant, la haute température de mise en forme favorise l'oxydation du métal, et une
couche d'oxydes appelée calamine se dépose souvent à la surface de la pièce forgée. Cette
couche doit ensuite être ôtée avant de passer aux étapes suivantes du process (calibrage,
usinage, etc.). Par rapport au forgeage à froid, le forgeage à chaud entraîne donc un état de
surface de moindre qualité, avec des tolérances plus larges et potentiellement la présence de
défauts.

Industriellement, une méthode très courante pour nettoyer la calamine est le procédé
de shot-blasting. Il consiste à brasser plusieurs centaines de pièces dans un tonneau rotatif,
en projetant simultanément un jet de billes d'acier. Le shot-blasting est donc proche du
grenaillage de précontrainte (shot-peening), mais n'a pas le même objectif. Le grenaillage de
précontrainte est en e�et employé pour introduire des contraintes résiduelles de compression
et modi�er la surface de façon contrôlée. Le grenaillage (shot-blasting et shot-peening)
déforme localement la surface des pièces avec les impacts de billes, ce qui introduit de
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l'écrouissage et des contraintes internes en surface de la pièce.
Lors du forgeage, des défauts peuvent apparaître à la surface des composants. Entre

deux frappes, de la calamine peut rester collée à la surface de l'outillage ce qui provoque
l'apparition de défauts dont la taille peut atteindre plusieurs millimètres, pour plusieurs cen-
taines de micromètres de profondeur. L'opération de shot-blasting appliquée au composant
ne peut faire disparaître les défauts les plus grands provenant de l'opération de forgeage.

On comprend aisément que la présence de ces défauts peut être très nocive pour la
résistance en fatigue, c'est pourquoi il est fondamental de connaître leur criticité.

En résumé, les deux procédés de forgeage évoqués mettent en forme les lopins par dé-
formation, mais ont des e�ets di�érents sur le matériau et sur l'intégrité de surface. Pour
le forgeage à froid, la déformation subie pendant la mise en forme introduit des contraintes
résiduelles ainsi qu'un écrouissage conséquent dans toute la section. L'état de surface obtenu
en forgeage à froid est généralement très bon, avec une faible rugosité.

Dans le cas du forgeage à chaud, le grenaillage introduit un gradient d'écrouissage et de
contraintes résiduelles dans une couche en surface. Les pièces forgées à chaud ont généra-
lement un état de surface moins bon et peuvent présenter des défauts de grande taille en
surface.

Les travaux de thèse décrits dans ce mémoire constituent une partie du projet ANR
DEFISURF : modélisation des e�ets de DEFauts et d'Intégrité de SURface sur la tenue en
fatigue dans les composants Forgés. Ce projet regroupe des partenaires industriels représen-
tant toutes les étapes de la fabrication des composants forgés :

� Aciériste : ASCOMETAL
� Forgerons : Gévelot Extrusion et Atelier des Janves
� Fabricant automobile : Renault
� Grenaillage : Metal Improvement Company (MIC)
� Développeur de logiciel : Transvalor

Ainsi que des partenaires académiques :
� MATEIS de l'INSA de Lyon
� CEMEF des MINES Paristech
� LAMPA des Arts et Métiers Paristech d'Angers

Et un centre technique : le CETIM, centres de Senlis et de St. Etienne.

Le but du projet DEFISURF est d'améliorer la conception en fatigue des composants
forgés en acier en se concentrant sur l'in�uence en fatigue de leur état de surface. Deux com-
posants en acier ont été choisis comme objets d'étude : une éprouvette de fatigue extrudée
à froid et une bielle de moteur forgée à chaud. Ces composants ont été choisis car ils sont
représentatifs des procédés industriels. Les éprouvettes forgées à froid ont été extrudées par
Gévelot Extrusion et leur géométrie a été conçue en collaboration avec cette société. La
bielle est forgée par Atelier des Janves et est utilisée dans les moteurs de certains modèles
de la société Renault.

Le but de l'étude est d'identi�er et de modéliser les divers e�ets de la surface obtenue en
forgeage, également appelée "peau de forge", sur la tenue en fatigue des composants, a�n
d'obtenir un modèle qui puisse prédire la limite d'endurance pour n'importe quel composant
similaire.

De façon à quanti�er l'in�uence des paramètres du procédé sur le comportement en
fatigue, plusieurs con�gurations ont été étudiées pour chacun des deux procédés.
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Les éprouvettes forgées à froid ont été extrudées avec deux niveaux de réduction de
section di�érents qui représentent les taux de corroyages extrêmes (minimum et maximum)
utilisés industriellement par la société Gévelot.

Les bielles ont été prélevées dans la production industrielle d'Atelier des Janves avant et
après shot-blasting. De façon à étudier d'autres con�gurations d'intégrité de surface, deux
traitements par shot-peening avec des paramètres di�érents ont été e�ectués par MIC sur
des éprouvettes prélevées dans des bielles sans shot-blasting.

Le projet DEFISURF comporte six tâches principales, qui sont présentées dans l'organi-
gramme en �gure 1. Les principaux axes du projet sont la simulation numérique des procédés
de forgeage et de grenaillage, la caractérisation mécanique et en fatigue de la surface des
composants et la modélisation de leur comportement en fatigue. L'objectif �nal du projet
est d'établir une chaîne numérique complète allant de la mise en forme d'un composant à
son calcul en fatigue de façon à pouvoir concevoir le composant et le dimensionner en fatigue
en optimisant les paramètres des procédés.

Mutualisation des connaissances :
Matériaux, procédés, sollicitation en service

Essais mécaniques et caractérisation
des mécanismes d’endommagement

de surface en fatigue

Modélisation numérique de l’apparition 
et de l’évolution de l’endommagement 

de surface en fatigue

Couplage par une 
chaîne de simulation 

virtuelle et
optimisation

Validation industrielle et valorisation

Modélisation numérique de l’apparition 
et de l’évolution des défauts au cours 

du forgeage.
Modélisation numérique du traitement 

de surface de grenaillage

Caractérisation des défauts de surface 
au cours du forgeage et de l’e��et du 

traitement de surface

Figure 1 � Organigramme des tâches du projet DEFISURF. Les tâches concernant la présente étude sont
surlignées en gris.

Le projet DEFISURF peut donc être divisé en deux grandes parties : la simulation nu-
mérique des procédés et la modélisation du comportement en fatigue, partie dans laquelle
s'inscrit cette thèse (�gure 2). La simulation des procédés comporte la simulation de l'ex-
trusion à froid et celle de l'estampage à chaud. Le but de ces simulations est d'optimiser les
paramètres des procédés de façon à obtenir la géométrie et les caractéristiques souhaitées
pour la bonne tenue en fatigue des composants.

A ces simulations s'ajoute celle du grenaillage, réalisée par le CEMEF. En e�et, le gre-
naillage que subissent les bielles modi�e grandement l'intégrité de surface et donc le com-
portement en fatigue du composant. La simulation du grenaillage permet de prédire les
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Figure 2 � Organigramme des deux grandes parties du projet DEFISURF. Les parties concernant la
présente étude sont surlignées en gris.

caractéristiques d'une pièce grenaillée mais aussi d'optimiser les paramètres du grenaillage
pour obtenir les caractéristiques souhaitées.

En fatigue à grand nombre de cycles, on distingue généralement deux étapes avant la
rupture �nale : l'amorçage de la �ssure et sa propagation. Ces deux étapes ont été étudiées
séparément par deux équipes di�érentes (�gure 3). La propagation a été étudiée au labora-

Etude du comportement en fatigue

Propagation observée par tomographie rayons X :
   -   Evolution du front de ��ssure en3D
   -   Vitesses de propagation en surface et à cœur
   -   E��et du gradient de microstructure, écrouissage 
       et contraintes résiduelles

Modélisation:
   -  Loi de propagation de la ��ssure en 3D
   -  E��et de fermeture

Modélisation :
   -   Reconstruction de la surface à partir des mesures 
       au pro��lomètre
   -   Critère de fatigue pour les e��ets de surface
   -   Statistique des extrêmes appliquée aux défauts

Amorçage à partir de la surface :
   -   Défauts naturels
   -   Caractérisation de la microgéométrie au 
       pro��lomètre
   -   Diagramme de Kitagawa avec les e��ets du 
       gradientde microstructure, écrouissage et
       contraintes résiduelles

Figure 3 � Détail des études de l'amorçage et de la propagation des �ssures du projet DEFISURF. Les
parties réalisés dans la présente étude sont surlignées en gris.

toire MATEIS en utilisant la tomographie par rayons X au synchrotron de Grenoble. Des
éprouvettes de fatigue de petite section (< 1 mm2) ont été prélevées dans les deux types de
composants. Des défauts arti�ciels de 100µm de long ont été introduits dans la peau de
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forge de façon à localiser l'amorçage des �ssures et ainsi faciliter leur observation. Les essais
de fatigue ont été réalisésin situ pour suivre l'évolution de la propagation. L'analyse des
mesures permet alors de calculer la vitesse de propagation et ainsi comparer l'in�uence des
divers états de surface.

L'étude de la phase d'amorçage, réalisée au LAMPA, est le travail présenté ici. L'amor-
çage en fatigue à grand nombre de cycles se fait majoritairement en surface, et donc l'en-
semble des aspects de la peau de forge sont susceptibles d'in�uencer le comportement en
fatigue. Les composants, notamment les bielles, présentent des défauts de surface introduits
lors du forgeage qui peuvent avoir un e�et néfaste en fatigue. A ces défauts s'ajoutent les
e�ets de la dureté, de l'écrouissage, de la microstructure, des contraintes résiduelles, et de la
rugosité, qui sont autant de paramètres qui peuvent avoir un e�et. L'objectif est de dévelop-
per un outil de modélisation en fatigue qui prenne en compte les caractéristiques d'intégrité
de surface.

Cependant, il n'est pas évident de dissocier les divers aspects de l'intégrité de surface.
Par exemple, le grenaillage introduit simultanément de l'écrouissage et des contraintes rési-
duelles, ce qui modi�e la dureté, la microstructure et la rugosité de la surface. L'originalité
de ce travail réside dans les di�érentes con�gurations étudiées qui permettent à la fois de
quanti�er l'in�uence de l'ensemble des paramètres du procédé sur le comportement en fa-
tigue mais aussi de découpler les divers e�ets de la peau de forge.

La démarche de l'étude est la suivante :
� Description �ne des caractéristiques d'intégrité de surface induites par les procédés de

forgeage (à chaud et à froid) et le grenaillage (gradient de microstructure, de dureté,
écrouissage, contraintes résiduelles, défauts, etc.).

� Découpler et quanti�er l'e�et de ces di�érents paramètres sur la tenue en fatigue à
grand nombre de cycles en conduisant des caractérisations en fatigue adaptées sur des
lots soigneusement identi�és et préparés.

� Décrire les mécanismes d'amorçage et de propagation pour les di�érentes conditions
et les di�érents chargements.

� Mettre en place un critère de résistance en fatigue qui tienne compte des caractéris-
tiques identi�ées comme les plus in�uentes en fatigue.

Les principaux verrous scienti�ques sont : comprendre l'e�et de l'écrouissage induit par
les procédés sur la tenue en fatigue ; et comprendre l'e�et en fatigue des défauts naturels
issus du forgeage dans des conditions diverses d'intégrité de surface.

Les di�érents aspects de l'intégrité de surface sont schématisés en �gure 4.

La présente étude se divise en quatre chapitres : d'abord une étude bibliographie qui
propose un état de l'art et permet d'orienter la démarche expérimentale décrite au deuxième
chapitre. Les résultats sont ensuite présentés dans le troisième chapitre avant d'être utilisés
pour établir une modélisation du comportement en fatigue dans le quatrième chapitre.

Chapitre 1 : l'étude bibliographique a un objectif double. D'abord, déterminer quels
aspects des deux procédés de forgeage ainsi que du grenaillage ont le plus d'in�uence sur le
comportement en fatigue. Ensiute, déterminer les méthodes et modèles les plus pertinents
pour étudier les e�ets en fatigue.

Chapitre 2 : ce chapitre détaille le matériau et la géométrie des deux composants étu-
diés, ainsi que les caractérisations qui sont e�ectuées. Les deux composants et leurs di�é-
rentes con�gurations sont caractérisés de façon approfondie, a�n de quanti�er l'in�uence
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Figure 4 � Schématisation de l'intégrité de surface montrant la surface avec un défaut, la microstructure,
le pro�l des contraintes résiduelles et le gradient de dureté.

des paramètres des procédés. De nombreux aspects de l'intégrité de surface sont analysés :
microstructure, dureté, contraintes résiduelles et topographie de surface. Des essais de fa-
tigue sont ensuite réalisés pour quanti�er l'in�uence en fatigue des ces divers aspects. Les
di�érentes con�gurations étudiées permettent de découpler leurs e�ets et ainsi déterminer
les paramètres les plus in�uents en fatigue.

Chapitre 3 : ce chapitre récapitule l'ensemble des résultats des caractérisations et des
essais de fatigue réalisés sur les deux composants. L'in�uence du procédé sur le matériau,
sur l'intégrité de surface et sur le comportement en fatigue sont en particulier discutés.

Chapitre 4 : les résultats des caractérisations et des essais de fatigue servent à établir
une modélisation du comportement en fatigue qui prenne en compte les aspects les plus im-
portants en fatigue. L'étude sur les bielles se déroule en deux temps, avec d'abord une étude
géométrique de la surface et ensuite des simulations numériques intégrant les contraintes
résiduelles introduites par le grenaillage.
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CHAPITRE I. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

L'état de surface des composants mécaniques est le résultat des divers procédés utilisés
pour le fabriquer, l'intégrité de surface résultante est très in�uente en fatigue à grand nombre
de cycles. A�n de pouvoir comprendre les e�ets associés, il est nécessaire de savoir comment
les procédés a�ectent la surface et l'in�uence que celle-ci a sur le comportement en fatigue.
Cette étude bibliographique se divise donc en deux parties. Premièrement, les connaissances
acquises sur l'in�uence en fatigue des procédés sont abordées : forgeage à froid, forgeage à
chaud et le grenaillage. Le but est de dégager les paramètres les plus importants en fatigue
de façon à orienter les caractérisations et les essais de fatigue à venir.

Deuxièmement, les principales méthodes pour prendre en compte l'in�uence en fatigue
de l'intégrité de surface sont détaillées. L'intégrité de surface présente de nombreux aspects
qui peuvent être pris en compte dans un modèle en fatigue, il est donc important de choisir
une modélisation adaptée aux observations expérimentales.

1 Procédés de forgeage

1.1 Paramètres de rugosité couramment utilisés

Plusieurs paramètres sont utilisés classiquement pour caractériser la rugosité d'une sur-
face. Les dé�nitions normalisées de ces paramètres de rugosité standardsRa, Ry et Rz sont,
sur une même longueur d'évaluationL :

Ra =
1
L

Z L

0
jz(x)j dx (I.1)

Ry = jzmax � zmin j (I.2)

Rz =
1
5

� 5X

1

(zi )max +
5X

1

j(zi )min j
�

(I.3)

Ra est le paramètre de rugosité le plus utilisé et représente l'écart moyen du pro�l par
rapport à la ligne médiane, sur une longueur de base.Ry est la somme de la profondeur de
la plus grande vallée et de la hauteur de la plus grande crête sur une longueur d'évaluation.
Rz est la moyenne de la somme des 5 plus grandes crêtes et des 5 plus grandes vallées.

1.2 Forgeage à froid

La déformation appliquée lors de l'extrusion à froid modi�e le matériau, en introduisant
écrouissage et contraintes résiduelles. Les caractéristiques mécaniques du matériau en sont
donc modi�ées, ainsi que la dureté et la microstructure. De plus, la surface du matériau est
a�ectée, l'extrusion donnant généralement un très bon état de surface (Ra = 0:1� 0:5 µm
[Caminaga et al., 2007]). Les modi�cations que subit le matériau dépendent des conditions
de forgeage : taux de corroyage, forme de la matrice, type de lubri�cation, etc.

Les contraintes résiduelles sont connues pour avoir un e�et important en fatigue, la
première partie de cette section est donc dédiée aux contraintes résiduelles introduites en
extrusion à froid.

La déformation que subit le matériau peut être considérée comme un type de prédé-
formation, appliquée avant l'utilisation en fonctionnement du composant. La suite de cette
section se concentre sur l'e�et en fatigue de cette prédéformation. Les paramètres ainsi que
l'intensité de la prédéformation ont une in�uence en fatigue, donc des études analysant dif-
férentes intensités de préformation sont analysées, et des données sur des produits minces
sont aussi discutées.
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1. PROCÉDÉS DE FORGEAGE

1.2.1 Contraintes résiduelles

Lors de l'extrusion, l'ensemble de la section du composant subit une déformation, qui
n'est pas forcément homogène. Il en découle que les contraintes résiduelles introduites par
le procédé sont réparties sur toute la section de la pièce. Plusieurs études ont été menées
pour analyser les contraintes résiduelles dans une pièce extrudée.

[Rudkins et al., 1994] ont mesuré les contraintes résiduelles dans un lopin d'acier doux
extrudé ou tré�lé. Ces deux procédés sont très similaires, à la di�érence que pour le tré�lage,
le lopin est tiré à travers la matrice au lieu d'être poussé.

L'acier étudié est un acier doux EN32B recuit avant extrusion. La même matrice a
été utilisée pour obtenir des réductions de section de 35% et 25%, avec un diamètre �nal
de 19.5 mm dans les deux cas.

Les contraintes résiduelles ont été analysées par di�raction de neutrons. La méthode plus
classique d'analyse des contraintes résiduelles utilise la di�raction des rayons X, mais ceux-
ci atteignent une profondeur de seulement quelques micromètres dans l'acier, alors que les
neutrons pénètrent de quelques centimètres. La di�raction de neutrons permet ainsi d'avoir
accès aux contraintes dans toute l'épaisseur de l'éprouvette, de manière non destructive. Le
volume analysé à chaque mesure est environ1 � 1 � 1 mm.

Des simulations numériques 2D axisymétriques élasto-plastiques ont aussi été réalisées
pour valider la possibilité de prédire numériquement les contraintes résiduelles. Les résultats
de Rudkins et al. montrent que pour les deux réductions de section (35% et 25%), les
contraintes résiduelles sont en traction en surface et en compression à c÷ur (�gure I.1). La
simulation numérique permet de prédire correctement les contraintes sur toute la section.

Figure I.1 � Contraintes résiduelles obtenues en extrusion, pour deux réductions de section. Comparaison
entre l'analyse de di�raction de neutrons et la simulation numérique [Rudkins et al., 1994]. Le c÷ur a pour
abscisse 0 mm.

Dans la direction axiale, les contraintes résiduelles ont un pro�l similaire pour les deux
lots. A la surface, les contraintes sont maximales avec une valeur de 400 MPa en surface. Les
contraintes changent de signe vers 2 mm de profondeur. La valeur minimale est atteinte à
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CHAPITRE I. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

c÷ur, où les contraintes ont une valeur de� 600MPa pour 35% de réduction, et� 500MPa
pour 25% de réduction.

Dans la direction radiale, la di�érence est plus marquée. Pour 35% de réduction, le
pro�l est presque linéaire, allant de 400 MPa en surface à� 400 MPa à c÷ur. Pour 25%
de réduction, les contraintes circonférentielles sont deux fois plus faibles, de 200 MPa en
surface à� 200MPa à c÷ur.

La valeur des contraintes axiales est donc moins sensible à l'intensité de la réduction de
section que la valeur des contraintes circonférentielles.

[Genzel et al., 1996] ont réalisé une étude similaire, mais ont étudié une gamme plus
grande de réductions de section. L'acier étudié est un DIN C15, avec plusieurs diamètres
initiaux (de 19.2 à 33.3 mm) et le même diamètre �nal de 15 mm, pour obtenir trois
réductions de section : 39%, 70% et 80%.

Ils précisent que ne connaissant pas précisément la distance interréticulaire initiale (avant
extrusion), ils ne peuvent pas directement calculer les valeurs des contraintes résiduelles. Ils
constatent que l'état des contraintes résiduelles dépend fortement de la réduction de section.
Pour 39% de réduction, les contraintes résiduelles axiales et radiales sont en compression
à c÷ur. Cependant, lorsque la réduction de section augmente, ils observent que la valeur
absolue des contraintes à c÷ur a tendance à baisser. La di�érence� axial � � radial , fortement
négative à 39%, augmente et change même de signe pour 80% de réduction. Ils constatent
aussi qu'à 80%, la distance interréticulaire à c÷ur est supérieure à la distance interréticulaire
standard d'une maille de ferrite.

Leurs résultats les mènent à conclure qu'une réduction de section su�samment forte
pourrait réduire les contraintes résiduelles de traction en surface, voire même inverser le
pro�l des contraintes.

1.2.2 Paramètres de la prédéformation ayant un e�et sur le comportement en
fatigue

L'e�cacité de la prédéformation appliquée est très sensible au matériau utilisé. Par
exemple, [Froustey & Lataillade, 2008] ont étudié l'in�uence d'une prédéformation sur la
tenue en fatigue de deux alliages d'aluminium. Les deux alliages ont des caractéristiques
mécaniques di�érentes, le 2017A�T3 (aluminium-cuivre) étant très résistant, et le 5454�O
étant beaucoup plus ductile (tableau I.1).

Alliage E (GPa) Re (MPa) Rm (MPa) A (%)

2017A�T3 75 427 573 13

5454�O 71.5 94 282 23

Tableau I.1 � Caractéristiques mécaniques des alliages étudiées par [Froustey & Lataillade, 2008].

La prédéformation a été appliquée en traction, introduite de deux façons di�érentes : la
première de façon quasi-statique ; et la seconde avec une vitesse de déformation de 300 s� 1.
La prédéformation imposée a été mesurée par l'allongement� L , un facteur k est dé�ni qui
est le rapport de l'allongement de prédéformation sur l'allongement maximal à la rupture
atteint dans les essais par impact. Trois niveaux de prédéformation ont été appliqués :
k = (25%; 50%; 75%), sauf pour le 5454�O où le cas 75% n'est pas appliqué.

Les essais de fatigue ont ensuite été réalisés sur un vibrophore, en traction jusqu'à
2:105 cycles, avec le chargement dans la même direction que la prédéformation. Les essais
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1. PROCÉDÉS DE FORGEAGE

ont été conduits avec un rapport de chargeR = � min =� max = � 1, ce qui indique un charge-
ment purement alterné avec une contrainte moyenne nulle. La contrainte appliquée est la
même pour toute les éprouvettes (220 MPa pour le 2017�T3 et 140 MPa pour le 5454�O),
la tenue en fatigue est donc représentée par le nombre de cycles à la rupture. Les résultats
des essais de fatigue sont présentés en �gure I.2a. Ces résultats montrent que le 5454�O
(aluminium-magnésium) est insensible à la prédéformation, alors que le 2017A�T3 voit le
nombre de cycles à la rupture diminuer avec la déformation. Une élongation de 1.5 mm (75%
de l'élongation à la rupture) fait chuter le nombre de cycles de2:105 à 104 cycles. De plus, la
vitesse de déformation n'a pas d'in�uence, car la tenue est la même que la prédéformation
ait été introduite de façon quasi-statique ou par impact.

a) b)

Figure I.2 � a) Nombre de cycles à la rupture en fonction de la prédéformation, représentée park, le
pourcentage d'allongement par rapport à l'allongement à la rupture. b) Faciès de rupture du 2017A�T3
pour chaque condition de prédéformation. [Froustey & Lataillade, 2008]

Les observations des faciès de rupture con�rment que la prédéformation a introduit de
l'endommagement dans le 2017A�T3 : la prédéformation produit des microcavités dont la
taille dépend de l'intensité de la prédéformation (jusqu'à 40µm, �gure I.2b).

Les résultats de Froustey & Lataillarde montrent que la prédéformation n'a�ecte pas le
comportement en fatigue pour le matériau ductile (5454�O). Par contre, le 2017A�T3 voit sa
tenue en fatigue chuter après prédéformation. Ces observations sont cohérentes car le 2017A�
T3 présente un rapportRe=Rm proche de 1 ce qui indique une faible plage d'écrouissage : ses
caractéristiques mécaniques évoluent peu, même à forte déformation. L'introduction d'en-
dommagement lors de la prédéformation fait donc chuter le nombre de cycles à la rupture.

[Zimmermann et al., 2010] ont analysé l'in�uence d'une prédéformation sur des maté-
riaux présentant des mécanismes de durcissement di�érents : un alliage à base nickel dur-
cissant par mise en solution solide (Nimonic75), un alliage à base nickel durcissant par
précipitation (Nimonic 80A) et un acier austénitique métastable formant de la martensite
(AISI 304). Le Nimonic 80A a été testé avec deux conditions de traitement thermique :
vieillissement optimal (noté "pa") et survieilli (noté "oa"). Les caractéristiques mécaniques
des di�érents matériaux sont données dans le tableau I.2.
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Prédéformation
Nimonic 80A

Nimonic 75 AISI 304
v. optimal (pa) survieilli (oa)

0%
Re (MPa) 976 537 302 284

A% 26 34 48 74

8%
Re (MPa) 1201 811 436 �

A% 18.5 23.6 40.2 �

15% à� 20°C Re (MPa) � � � 652

15% à� 70°C Re (MPa) � � � 752

Tableau I.2 � Caractéristiques mécaniques des matériaux étudiés par [Zimmermann et al., 2010].

La prédéformation a été appliquée en traction, d'une valeur de 8% pour les alliages de
nickel. Pour l'acier AISI 304, la quantité de martensite qui se forme dépend de l'intensité de
la déformation, mais aussi de la température du matériau. De façon à obtenir deux fractions
volumiques de martensite di�érentes, une prédéformation de 15% a été appliquée à deux
températures :� 20°C et � 70°C, conduisant à des fractions volumiques de martensite de 26%
et 54% respectivement. Les caractéristiques mécaniques après prédéformation sont données
dans le tableau I.2.

Les essais de fatigue on été réalisés en traction avec un rapport de chargeR = � 1, sur
di�érents types de machine de façon à pouvoir analyser le comportement en fatigue sur
une plage de105 à 1010 cycles. Les résultats des essais de fatigue sont donnés en �gure I.3.
Les résultats montrent que la prédéformation améliore beaucoup la tenue en fatigue pour
l'acier, avec une augmentation de la limite en fatigue d'environ 100%. De plus, le pourcentage
de martensite in�uence peu la tenue en fatigue, avec une di�érence de seulement 50 MPa
entre les deux lots, malgré la grande di�érence de pourcentage volumique de martensite (26
et 54%).

Figure I.3 � Résultats des essais de fatigue pour a) l'acier AISI 304 ; b) Nimonic 75 et 80A.pa : vieillissement
optimal ; oa : survieilli ; ep : polissage électro-chimique. [Zimmermann et al., 2010]

Pour le Nimonic 75, la prédéformation n'a aucun e�et sur la tenue en fatigue. La limite
en fatigue du Nimonic 80A baisse de 30�40 MPa pour les deux conditions de traitement
thermique (vieillissement optimal et survieilli). Cependant, des éprouvettes Nimonic 80A
prédéformées et ensuite ayant subi un polissage électro-chimique ont une tenue en fatigue
égale à celle des éprouvettes non déformées (les autres éprouvettes gardent leur surface

12



1. PROCÉDÉS DE FORGEAGE

usinée). Selon Zimmermann et al., la baisse de limite en fatigue serait donc due à une aug-
mentation de la sensibilité à l'entaille, provoquée par la ductilité plus faible. Cette sensibilité
expliquerait aussi pourquoi les deux lots d'acier prédéformés ont des limites en fatigue si
proches. Certaines éprouvettes du lot avec une forte fraction volumique de martensite ont
amorcé sur des inclusions au centre des éprouvettes, ce qui illustre l'augmentation de la
sensibilité aux concentrations de contrainte.

Zimmermann et al. ne précisent pas les valeurs deRm des matériaux étudiés, mais la
comparaison desRe avant et après prédéformation montre que l'acier AISI 304 présente
l'augmentation la plus grande, et a donc vraisemblablement la plus grande plage d'écrouis-
sage (rapport Re=Rm le plus faible). Ceci est cohérent avec les résultats en fatigue qui
montrent que seul ce matériau présente une augmentation de la limite en fatigue après
prédéformation.

Parmi les aciers, la prédéformation peut avoir des e�ets très variés. [Kang et al., 2007]
ont étudié l'in�uence d'une prédéformation sur la tenue en fatigue de deux aciers : un acier
0.1%C recuit, noté S10C(A) ; et un acier 0.5%C trempé et revenu, noté S50C(QT). L'acier
trempé a des caractéristiques mécaniques beaucoup plus élevées que celles de l'acier recuit
(tableau I.3). Les éprouvettes ont subi un polissage électrolytique avant d'être prédéformées
en traction. L'acier recuit a été prédéformé de 7.2 et 20%, l'acier trempé a été prédéformé
de 0.7 et 1.7%.

Matériau E (GPa) Rm (MPa) Re (MPa) A (%) Dureté HV

S10C(A) 207 378 221 42.0 119

S50C(QT) 200 1600 1440 4.6 546

Tableau I.3 � Caractéristiques mécaniques des aciers étudiés par [Kang et al., 2007].

Les contraintes résiduelles en surface après prédéformation ont été analysées par dif-
fraction des rayons X. L'acier recuit présente des contraintes résiduelles faibles, de l'ordre
de � 50 MPa. Les contraintes résiduelles sont plus grandes dans l'acier trempé, autour de
� 300MPa.

La dureté a aussi été mesurée, montrant que la prédéformation de l'acier recuit augmente
la dureté de 37% pour 7.2% de prédéformation et de 48% pour 20% de prédéformation. La
prédéformation ne change pas la dureté pour l'acier trempé.

Les essais de fatigue ont été réalisés en �exion rotativeR = � 1, jusqu'à 107 cycles, les
résultats sont donnés en �gure I.4a. Pour l'acier recuit, la prédéformation est béné�que,
avec les prédéformations de 7.2 et 20% augmentant la limite en fatigue de 10 et de 24%
respectivement. Pour l'acier trempé, la prédéformation est néfaste, menant à une diminution
de la tenue en fatigue qui est faible mais proportionnelle à la prédéformation.

L'observation de la surface des éprouvettes trempées révèle la présence de micro�ssures
introduites par la prédéformation (�gure I.4b). Les faciès de rupture montrent que les mi-
cro�ssures localisent l'amorçage des �ssures de fatigue ; ce qui expliquerait la diminution de
la tenue en fatigue. Ceci est con�rmé par des essais sur des éprouvettes d'acier trempé qui
ont subi un polissage électro-chimique après déformation : la tenue en fatigue augmente de
1.5% par rapport à l'état non déformé.

Comme dans les études de [Froustey & Lataillade, 2008] et de [Zimmermann et al., 2010],
les résultats de Kang et al. montrent que le matériau avec un faible rapportRe=Rm pré-
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acier 0.1%C recuit S10C(A)

acier 0.5%C trempé et revenu S50C(QT)

a) b)

Figure I.4 � a) Résultats des essais de fatigue. b) Evolution de l'état de surface en fonction de la prédéfor-
mation. [Kang et al., 2007]

sente une amélioration nette de la tenue en fatigue après prédéformation, alors que l'e�et
est néfaste pour le matériau avec un faible rapportRe=Rm .

Ces articles montrent que la plage d'écrouissage d'un matériau (représentée par le rap-
port Re=Rm ) donne une indication de l'e�et d'une prédéformation sur le comportement en
fatigue. Cependant, ce seul paramètre ne su�t pas pour connaîtrea priori l'e�et de la
prédéformation car il y a un grand nombre de paramètres associés à la prédéformation qui
peuvent a�ecter le comportement en fatigue :

� le type de chargement de pré-contrainte (traction uniaxiale, traction plane, cisaille-
ment, . . . ) ;

� l'intensité de la prédéformation ;
� l'application d'un traitement thermique après la prédéformation ;
� l'introduction d'endommagement au cours de la prédéformation.

De plus, le comportement en fatigue observé dépend aussi des conditions d'essais, avec
les résultats dépendant de :

� la direction du chargement en fatigue par rapport à la direction du chargement de
prédéformation ;

� le type d'essai de fatigue conduit (pilotage en contrainte ou en déformation, type de
chargement, rapport de charge, etc.) ;

� le régime de fatigue étudié (faible ou grand nombre de cycles).

1.2.3 In�uence de l'intensité et du type de prédéformation sur la tenue en
fatigue

En ce qui concerne l'impact sur le comportement en fatigue de la prédéformation gé-
nérée par le procédé de mise en forme, les quelques articles de la littérature abordant
cette problématique traitent du laminage à froid de plaques [Pippan, 1991], ou du �lage
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à froid [Verpoest et al., 1985, Toribio et al., 2010]. Le �lage est le procédé le plus proche de
l'extrusion car la déformation appliquée dans ces deux procédés sont similaires, avec une forte
déformation hydrostatique. La plupart des études sur le �lage à froid analysent les e�ets du
procédé sur la microstructure et sur la tenue en fatigue du matériau, et plus particulièrement
sur le seuil de propagation de �ssure [Verpoest et al., 1985, Llorca & Sanchez-Galvez, 1987,
Beretta & Boniardi, 1999, Toribio et al., 2007, Toribio et al., 2010]. Ces �ls ont générale-
ment, après �lage, une très haute limite d'écoulement (plus de 1500 MPa), et souvent
l'amorçage de la �ssure se fait sur un défaut de surface. Pour prédire la limite en fatigue, ces
auteurs proposent une approche basée sur la Mécanique Linéaire de la Rupture, où le défaut
est considéré comme une �ssure préexistante [Beretta & Boniardi, 1999, Toribio et al., 2007,
Murakami, 2002].

Une étude majeure sur l'in�uence de la prédéformation en fatigue est le travail réalisé
par Munier dans sa thèse [Munier, 2012]. Il a étudié l'in�uence de diverses valeurs de pré-
déformation (de 1% à 30%) sur la tenue en fatigue pour di�érents grades d'acier. Munier
a étudié en tout 18 types d'acier, et les résultats pour les deux grades avec le plus de ca-
ractérisations en fatigue sont discutés ici. Ces deux grades sont un acier dual phase DP600
(grade A) et un acier à haute limité d'élasticité HSLA420 (grade B). Les caractéristiques
mécaniques des deux aciers sont données dans le tableau I.4.

Matériau Désignation Rm (MPa) Rp0:2 (MPa) A%

DP600 A 650 440 20

HSLA420 B 535 505 25

Tableau I.4 � Caractéristiques mécaniques des aciers étudiés par [Munier, 2012].

L'étude compare l'e�et sur la tenue en fatigue de di�érents types de chargements de
prédéformation. Les types de prédéformation étudiés sont : la traction uniaxiale (notée TU),
la traction plane (TP) et le cisaillement. L'orientation de la prédéformation par rapport à
la direction de sollicitation est aussi prise en compte. Les aciers étant sous forme de tôles,
la traction plane a été obtenue en déformant une plaque entière, avant d'y découper une
éprouvette. Ainsi, pour la traction plane, la prédéformation a été e�ectuée soit dans le sens
de laminage (noté SL), soit dans le sens travers (ST). Les éprouvettes ont été prélevées
dans la direction perpendiculaire à la prédéformation. Ceci permet d'avoir deux conditions
supplémentaires, di�érentes de la traction uniaxiale. Ces conditions sont notées SL�ST et
ST�SL (les sens de la prédéformation suivi du sens du chargement pour la fatigue).

De la même façon, le cisaillement a été appliqué sur une plaque dans laquelle les éprou-
vettes ont ensuite été découpées. Ceci a permis de découper des éprouvettes dans deux direc-
tions par rapport au chargement de cisaillement. Ces directions sont la direction principale
de la prédéformation, notéed1, et la direction inclinée de 45° par rapport aux directions
principales, notéed3.

Pour estimer rapidement la limite en fatigue à106 cycles, Munier a eu recours à des
essais d'auto-échau�ement (notés AE), dont les résultats ont été véri�és dans certains cas
avec des essais de fatigue. Les résultats de l'ensemble des essais pour les aciers A et B sont
donnés en �gure I.5. A la fois pour l'acier A et le B, la tenue en fatigue chute pour les
faibles valeurs de prédéformation. Cela est vrai quel que soit le type et la direction de la
prédéformation. Pour l'acier A, une prédéformation inférieure à 5% en traction uniaxiale
est néfaste. Pour l'acier B, même 10% de déformation en traction uniaxiale n'améliore pas
la tenue en fatigue. Mais 10% de déformation en traction plane améliore de 8% la tenue en
fatigue. Ces tendances se retrouvent aussi dans les autres aciers étudiés par Munier.
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Figure I.5 � In�uence de l'intensité de la prédéformation sur la tenue en fatigue pour les grades A et B
[Munier, 2012]. AE : auto-échau�ement ; TU : prédéformation par traction uniaxial ; TP : prédéformation
par traction plane.

Les résultats de Munier montrent que quel que soit le grade d'acier et les conditions de
prédéformation, une faible valeur de prédéformation a un e�et néfaste sur la tenue en fa-
tigue. Quand la valeur de prédéformation augmente, la limite en fatigue atteint un minimum
avant d'augmenter pour éventuellement dépasser la limite en fatigue avant prédéformation.
Sur l'ensemble des aciers étudiés par Munier, la valeur minimale de prédéformation néces-
saire pour dépasser la tenue en fatigue initiale dépend du matériau et des conditions de
prédéformation, allant de 5% à 20%. La tenue en fatigue minimale varie aussi, mais est la
plus faible pour les cas où une grande valeur de prédéformation est nécessaire pour dépasser
la tenue en fatigue initiale. La tenue en fatigue minimale peut descendre jusqu'à 80% de la
tenue initiale.

Il existe donc une valeur de prédéformation seuil en-dessous de laquelle la prédéformation
n'améliore pas la tenue en fatigue, et ce seuil dépend des conditions de prédéformation et
de chargement en fatigue. Notons que la plage de prédéformation étudiée par Munier est
beaucoup plus faible que celle habituellement observée en forgeage à froid.

Peu d'études portent sur l'e�et de grandes prédéformations. Une étude a été réalisée
par [Libertiny et al., 1977], sur un acier doux (SAE 1010, 0.10% de carbone) et un acier
faiblement allié à haute résistance (Maxiform 50, 0.09% de carbone).

Les deux aciers se présentent sous la forme de tôles laminées à chaud, d'épaisseur 6 mm.
Les caractéristiques mécaniques dans la direction de laminage sont données dans le ta-
bleau I.5. Deux types de prédéformations ont été étudiés : prédéformation en traction, et

Matériau E (GPa) Rm (MPa) Re (MPa) Déformation vraie à la rupture

SAE 1010 206.85 364.1 227.5 1.43

Maxiform 50 206.85 532.3 417.8 1.23

Tableau I.5 � Caractéristiques mécaniques des aciers étudiés par [Libertiny et al., 1977], dans la direction
de laminage.

une réduction de l'épaisseur de l'éprouvette par laminage. La prédéformation en traction
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appliquée était de 90% ou 95% de la déformation totale à la rupture. Le laminage a été uti-
lisé pour réduire la section de l'éprouvette à 62% de la section initiale. Les essais de fatigue
ont été e�ectués sur une machine hydraulique, en tractionR = � 1 à 106 cycles.

Les résultats des essais de fatigue sont donnés en �gure I.6. Pour l'acier doux, la pré-
déformation de 90% de la déformation à la rupture améliore la tenue en fatigue de 50%,
et le laminage l'améliore de 100%. Cependant, la prédéformation de 95% n'améliore pas la
tenue en fatigue par rapport au niveau sans déformation. Pour l'acier à haute résistance,
la prédéformation de 90% induit une amélioration de 40%. Comme pour l'acier doux, la
prédéformation de 95% n'a pas amélioré la tenue en fatigue. Il est donc possible d'obtenir
des améliorations conséquentes de la tenue en fatigue avec une prédéformation de grande in-
tensité. Cependant, il existe un seuil à partir duquel la prédéformation n'est plus béné�que.

acier SAE 1010 acier Maxiform 50

Figure I.6 � Résultats des essais de fatigue de [Libertiny et al., 1977].

Les résultats en fatigue de Munier et le Libertiny et al. suivent aussi la tendance observée
dans les autres études, où les matériaux avec un rapportRe=Rm plus faible montrent une plus
grande amélioration de la tenue en fatigue après prédéformation. Cette tendance peut être
illustrée en comparant les résultats de ces di�érents auteurs dans un graphe : la �gure I.7a
présente la limite en fatigue prédéformée normalisée par la limite en fatigue de référence
(� D

prédef=� D
0 ) en fonction deRe=Rm . Les données de [Froustey & Lataillade, 2008] n'ont pas

a) b)

Figure I.7 � a) Limite en fatigue normalisée en fonction du rapport Re=Rm pour les matériaux étudiés par
[Zimmermann et al., 2010, Kang et al., 2007, Munier, 2012, Libertiny et al., 1977]. b) Tendance générale de
l'évolution de la limite en fatigue en fonction de l'intensité de la prédéformation.

été incluses car ils ont caractérisé le nombre de cycles à la rupture et non la contrainte. Les
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valeurs de [Zimmermann et al., 2010] pour le Nimonic 80A et le Nimonic 75 ne sont pas non
plus incluses car leRm n'est pas précisé pour ces matériaux.

Les travaux de [Munier, 2012] et de [Libertiny et al., 1977] montrent de plus qu'il y a
vraisemblablement deux bornes sur la valeur de la prédéformation : une valeur inférieure et
supérieure, entre lesquelles la prédéformation est béné�que en fatigue, et au-delà desquelles
elle est néfaste. Ceci permet de proposer une tendance générale de l'évolution de la tenue
en fatigue en fonction de l'intensité de la prédéformation, schématisée en �gure I.7b.

1.3 Forgeage à chaud

Lors de la mise en forme à chaud de l'acier, la température de l'acier est supérieure
à sa température d'austénitisation, et sa microstructure est donc austénitique. Pendant le
refroidissement, un changement de phase s'e�ectue qui e�ace l'historique des déformations
subies par le matériau. Les aciers forgés à chaud ne présentent donc pas d'écrouissage ni de
contraintes résiduelles, contrairement aux pièces forgées à froid.

Cependant, la haute température favorise l'oxydation du métal par l'air ambiant. Une
couche d'oxydes de fer appelée calamine se forme ainsi à sa surface. La calamine est fragile
et s'écaille facilement, elle doit donc être ôtée avant que le composant puisse subir les étapes
suivantes de la production. Un grenaillage de type shot-blasting est souvent utilisé pour
nettoyer les composants forgés de leur calamine.

Lorsque la surface s'oxyde, il est aussi possible que le carbone contenu dans l'acier
réagisse avec l'oxygène ambiant, ce qui fait chuter la concentration de carbone en surface.
Cette décarburation modi�e les caractéristiques de la surface, notamment sa dureté, et peut
donc avoir un e�et sur le comportement en fatigue. Contrairement à la calamine qui s'enlève
relativement facilement, la couche décarburée reste à la surface du composant et doit donc
être prise en compte en fatigue.

L'intégrité de surface d'un composant forgé à chaud est donc souvent une combinaison
de l'état de la peau de forge (la surface du composant après forgeage) et des e�ets du
grenaillage. Cette partie de l'étude bibliographique se concentre sur la décarburation, et
l'in�uence du grenaillage sera abordée dans la section suivante.

Parmi les nombreuses études réalisées sur la décarburation, deux sont analysées ici car
elles traitent de l'in�uence en fatigue de la décarburation.

[Gildersleeve, 1991] a e�ectué des essais de fatigue sur deux aciers avec di�érents niveaux
de décarburation a�n de déterminer l'in�uence de la décarburation sur la durée de vie en
fatigue.

Les deux aciers sont un acier de trempe à c÷ur 605 M36 (C18) et un acier à cémentation
665 M17 (C37). Les éprouvettes ont subi un traitement dans une chambre dont la tempé-
rature et la teneur en carbone de l'atmosphère sont contrôlées. Cette chambre permet une
austénitisation suivie d'une cémentation ou d'une décarburation contrôlée. La profondeur et
l'intensité de la décarburation peuvent être imposées indépendamment. Après traitement,
les éprouvettes subissent un revenu.

L'acier C18 subit des décarburations plus ou moins sévères a�n d'avoir des taux de
carbone en surface dans la plage de 0.1 à 0.4% massique. L'acier C37 subit des cémentations
a�n d'explorer la plage de 0.2 à 0.7% massique de carbone en surface.

Le taux de carbone en surface a été analysé avec un spectrographe, et des essais de
dureté Vickers ont permis de mesurer la dureté de la surface. Les contraintes résiduelles ont
été analysées par di�raction des rayons X.
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Les essais de fatigue ont été réalisés en �exion rotative, et pour le C18, deux types d'états
de surface ont été testés : usiné (Ra � 3 µm) et poli (Ra � 0:1 µm).

Des essais de fatigue ont aussi été réalisés sur des éprouvettes ayant la même concentra-
tion de carbone en surface mais des profondeurs de décarburation di�érentes (de 0.4 à 1 mm).
Les résultats de ces essais montrent que la profondeur de la décarburation n'a pas d'in�uence
sur la durée de vie en fatigue.

Par contre, l'acier C18 montre une relation linéaire entre le taux de carbone en surface
et la limite en fatigue. De plus, la rugosité n'a que très peu d'in�uence, et les contraintes
résiduelles sont nulles pour cette nuance.

La linéarité de la relation entre taux de carbone et limite en fatigue se retrouve aussi
pour l'acier C37, jusqu'à 0.5% de carbone. Au delà, la relation n'est plus linéaire et le taux
de carbone semble avoir une in�uence moindre. Pour cette nuance, les contraintes résiduelles
mesurées sont de 200 MPa en traction.

La dureté en surface et la limite en fatigue montrent aussi une relation linéaire, pour les
deux matériaux (�gure I.8). Contrairement au taux de carbone, cette linéarité s'observe sur
toute la plage de dureté mesurée. A dureté égale, les limites en fatigue des deux nuances ne
sont pas les mêmes : la droite de l'acier C37 est plus basse de 200 MPa. Cet écart s'explique
par les contraintes résiduelles de traction présentes à la surface de ce lot. En e�et, des
contraintes résiduelles positives auront tendance à réduire la limite en fatigue.

Figure I.8 � Limite en fatigue en fonction de la dureté en surface pour les aciers C18 (noté En16) et C37
(En34) [Gildersleeve, 1991].

Les résultats de Gildersleeve, notamment ceux sur l'acier C37, sont très proches de la
relation empirique entre la dureté et la limite en fatigue proposée par [Garwood et al., 1951]
pour les aciers :

� D = 1:5 � HV (I.4)

où � D est la limite en fatigue et HV la dureté Vickers du matériau.

Les résultats de Gilsersleeve démontrent plusieurs choses. Premièrement, la dureté est
un paramètre plus intéressant que le taux de carbone pour prédire la tenue en fatigue.
Deuxièmement, seule la dureté en surface in�uence la tenue en fatigue (jusqu'à 0.4 mm de
profondeur), et il existe une relation linéaire entre la dureté et la limite en fatigue. Cette
relation permet donc de prédire la tenue en fatigue simplement avec des mesures de dureté,
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mais il ne faut pas négliger les contraintes résiduelles car celles-ci peuvent avoir une grande
in�uence en fatigue.

[McKelvey & Fatemi, 2012] ont étudié l'in�uence de divers états de surface sur la limite
en fatigue d'un acier 10B40 (0.38% de carbone) forgé à chaud puis traité thermiquement.
Deux technologies de chau�age sont utilisées pour porter les lopins à la température de
forgeage, et l'étude compare leur in�uence sur la tenue en fatigue. Certaines éprouvettes
sont grenaillées après traitement thermique, l'étude concerne donc à la fois le forgeage à
chaud et le grenaillage.

L'étude se porte sur des éprouvettes de �exion forgées à chaud. Les éprouvettes sont
cylindriques avec une réduction de section centrale. Lors de l'étape de forgeage, les lopins
ont été chau�és soit au gaz, soit par induction. Après forgeage, les éprouvettes ont été
nettoyées de leur calamine, et ont subi une trempe suivie de di�érents revenus pour obtenir
des duretés à c÷ur de 45, 35, 25 et 19 HRC . La structure initiale du matériau est ferrito-
perlitique puis entièrement martensitique après traitement. Les caractéristiques mécaniques
de chaque lot sont données dans le tableau I.6.

Dureté Dureté à c÷ur Re Rm A%
� D ep. polies

HRC HB MPa MPa MPa

19 220 615 701 58.8 451

25 253 763 852 54.2 501

35 327 1034 1110 39.8 640

45 421 1375 1524 32.5 800

Tableau I.6 � Caractéristiques mécaniques de chaque lot, ainsi que la limite en fatigue en �exion sur les
éprouvettes polies [McKelvey & Fatemi, 2012].

Au cours du forgeage, une décarburation s'est produite à la surface des éprouvettes, ce
qui a une in�uence directe sur la dureté en surface. Cette décarburation se retrouve ensuite
même après le traitement de revenu. La zone a�ectée par la décarburation est plus grande
dans le cas du chau�age au gaz (0.25 mm) que pour l'induction (0.16 mm) (�gure I.9).

Chau�age par induction Chau�age par gaz

Figure I.9 � Micrographies de la décarburation pour les deux procédés de chau�age (gaz et induction)
[McKelvey & Fatemi, 2012]. Les images ont été prises avant les traitements thermiques et le grenaillage.

La décarburation introduit une réduction de la dureté en surface, et l'intensité de la
réduction de dureté dépend de la profondeur de la décarburation (�gure I.10). La dureté
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est plus faible que la dureté à c÷ur sur une profondeur de 0.3 à 0.4 mm, avec des baisses
de dureté allant de moins de 20% pour le chau�age par induction, jusqu'à 60% pour le
chau�age au gaz. Plus la dureté est grande et plus la chute est comparativement élevée : la
décarburation a�ecte plus les fortes duretés.

Figure I.10 � Pro�ls de dureté après décarburation, pour les quatre duretés obtenues avec les deux types
de chau�age (gaz et induction) ( [McKelvey & Fatemi, 2012].

Pour évaluer l'e�et d'un grenaillage, certaines éprouvettes ont été grenaillées (shot-
cleaning) après le traitement thermique. Les contraintes résiduelles introduites par ce gre-
naillage n'ont pas été analysées, et sont supposées de compression.

Des mesures de rugosité ont été réalisées sur les éprouvettes, et les valeurs deRa sont très
proches avec ou sans grenaillage. La di�érence de rugosité est plus marquée entre les deux
types de chau�age. Les éprouvettes chau�ées au gaz ont unRa de 6 µm et celles chau�ées
par induction ont un Ra de 8 à 10µm. Cet écart provient d'une di�érence de procédé de
grenaillage de nettoyage utilisé pour les éprouvettes chau�ées par induction.

Les essais de fatigue ont été réalisés en �exion planeR = � 1 et en �exion rotative,
jusqu'à 2:106 cycles. Les résultats des essais de fatigue montrent peu de di�érences entre
les deux types de chargement. A�n d'avoir une référence pour le matériau (sans peau de
forge ni grenaillage), des essais de fatigue sur des éprouvettes usinées et polies ont aussi été
e�ectués.

Les limites en fatigue à2:106 cycles pour chaque lot est donnée dans le tableau I.7. La
limite en fatigue des éprouvettes polies augmente linéairement avec la dureté, ce qui est le
comportement attendu d'un acier.

Les lots avec la peau de forge (sans grenaillage) ont une limite en fatigue entre 50%
et 70% plus faible que les éprouvettes polies. Pour le chau�age au gaz, la dureté a peu
d'in�uence, et le lot le plus dur a la limite en fatigue la plus élevée. Pour le chau�age par
induction, la limite en fatigue augmente avec la dureté sauf pour la dureté la plus élevée
(45 HRC ) qui a la limite la plus faible. Les di�érences entre les deux types de chau�age
s'expliquent par leurs duretés en surface di�érentes. McKelvey & Fatemi attribuent la chute
de tenue en fatigue pour le lot 45 HRC chau�é par induction à la dureté élevée qui rend le
matériau plus sensible aux défauts de surface et à la rugosité.

Les essais sur les lots grenaillés donnent des limites en fatigue très proches de 300 MPa,
quelle que soit la dureté à c÷ur ou le type de chau�age.

Cette étude montre l'impact que peut avoir le procédé de forgeage à chaud sur la tenue
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Chau�age
Dureté à c÷ur � D à 2:106 cycles (MPa)

HRC Polies Peau de forge Shot-cleaning

Induction

19 451 249 312

25 501 280 305

35 640 303 361

45 800 231 269

Gaz

19 451 225 283

25 501 225 289

35 640 230 287

45 800 258 310

Tableau I.7 � Limites en fatigue en �exion R = � 1 pour les quatre duretés obtenues avec les deux types
de chau�age (gaz et induction) [McKelvey & Fatemi, 2012].

en fatigue. La décarburation subie lors du forgeage diminue la dureté, ce qui a�ecte la tenue
en fatigue. De plus, la rugosité de la peau de forge peut devenir néfaste si la dureté est trop
élevée.

Les éprouvettes ayant subi un grenaillage ont des limites en fatigue remarquablement
proches, quelles que soit les conditions initiales. Le grenaillage semble donc lisser les di�é-
rences entre les surfaces. Cependant, il est di�cile d'analyser ces résultats car les contraintes
résiduelles et l'écrouissage introduits par le grenaillage n'ont pas été quanti�és. Il est pos-
sible que pour un autre grenaillage (plus sévère, par exemple), les résultats en fatigue soient
di�érents.

Les résultats de [Gildersleeve, 1991] et de [McKelvey & Fatemi, 2012] peuvent être com-
parés au modèle de [Garwood et al., 1951] en les représentant dans un graphe limite en
fatigue en fonction de la dureté en surface (�gure I.11). Les données de McKelvey & Fatemi

Figure I.11 � Limite en fatigue en fonction de la dureté en surface pour les données de [Gildersleeve, 1991]
(C18 et C34) et de [McKelvey & Fatemi, 2012] (10B40). La dureté du lot 10B40 poli est celle à c÷ur. La
dureté en surface des lots avec shot-cleaning (SC) n'étant pas indiquée, la valeur de dureté avant shot-
cleaning a été utilisée.

ne précisent pas la dureté en surface pour les éprouvettes polies ni pour les lots ayant subi
le shot-cleaning (SC). La dureté en surface des éprouvettes polies est donc considérée égale
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à celle à c÷ur, et les lots avec shot-cleaning sont représentés avec la même dureté en surface
que les lots sans grenaillage a�n de montrer l'e�et du grenaillage sur la limite en fatigue.

Les valeurs expérimentales correspondent bien à la tendance du modèle de Garwood.
Cependant, les résultats de McKelvey & Fatemi pour les lots avec peau de forge (gaz et
induction) ont une pente plus faible que celle de la droite de Garwood. Ceci vient de l'in-
�uence de la peau de forge dont les défauts de surface et la rugosité qui tendent à réduire la
limite en fatigue, avec un e�et plus prononcé pour les duretés les plus élevées. Ainsi, pour
le lot chau�é par induction, les éprouvettes avec la dureté la plus élevée ont la limite en
fatigue la plus faible.

2 In�uence du grenaillage sur la tenue en fatigue

La majorité des pièces forgées à chaud sont grenaillées après forgeage pour les nettoyer.
Le shot-blasting que subissent les pièces modi�e les caractéristiques du matériau, et ce
uniquement en surface, sur une couche de faible épaisseur.

Le shot-blasting modi�e de plusieurs façons la surface (aussi appelée "peau de forge")
des pièces :

� Introduction de contraintes résiduelles à la surface et en sous-couche
� Changement de la rugosité et de la topographie de la surface
� Ecrouissage du matériau et augmentation de la dureté
� Modi�cation de la microstructure
� Introduction possible d'endommagement et de �ssures en surface

Chacune de ces modi�cations est susceptible d'a�ecter le comportement en fatigue de la
pièce �nale. Ainsi, une rugosité plus élevée réduit généralement la limite en fatigue, alors
qu'une dureté plus élevée l'augmente. Les contraintes résiduelles sont béné�ques si elles sont
en compression, mais néfastes si elles sont en traction.

L'ensemble de ces e�ets rend le grenaillage di�cile à étudier car les divers paramètres
peuvent avoir des e�ets combinés. En e�et, il est impossible de grenailler sans modi�er
la rugosité, et des contraintes résiduelles ne peuvent être introduites sans écrouissage du
matériau.

Le shot-blasting est utilisé majoritairement pour nettoyer les composants, mais il a�ecte
la surface des pièces de la même façon que le grenaillage de précontrainte, car les deux
procédés sont très similaires.

Le grenaillage est souvent caractérisé en intensité Almen et en taux de recouvrement.
L'intensité Almen est mesurée en faisant subir le grenaillage à une éprouvette normalisée
dont il existe trois types, désignés A, N et C. L'éprouvette Almen est �xée à un support et
n'est donc grenaillée que d'un côté, ce qui fait qu'elle présente une �èche une fois démontée
de son support. L'intensité Almen est la valeur de cette �èche.

Le taux de recouvrement est en fait la durée du grenaillage. 100% de recouvrement est
dé�ni comme le temps nécessaire pour que la surface soit grenaillée entièrement. 200% de
recouvrement représente deux fois cette durée (et 50% de recouvrement est la moitié).

De nombreuses études portent sur l'in�uence du grenaillage en fatigue. Les études pré-
sentées ici ont été choisies car elles analysent l'e�et du grenaillage avec une approche globale,
en se penchant sur plusieurs aspects de l'intégrité de surface.

[Gariépy et al., 2013] ont étudié l'in�uence du grenaillage sur les hétérogénéités d'un
aluminium grenaillé par shot-peening. L'étude ne porte pas sur la fatigue, mais cherche à
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quanti�er comment le shot-peening a�ecte la surface du matériau. Les mesures expérimen-
tales sont ensuite comparées à des simulations numériques du grenaillage.

Le matériau étudié est un alliage d'aluminium AA2024�T351 qui a subi un laminage
à froid et une relaxation des contraintes résiduelles par mise en traction. Le laminage a
déformé les grains, et a introduit un gradient de taille de grain dans l'épaisseur, les grains
étant plus petits en surface et plus grands à c÷ur. La taille moyenne des grains est donnée
dans le tableau I.8. Le matériau contient aussi des inclusions de taille 5�10µm, qui peuvent
être constituées de di�érents éléments : Al, Cu, Fe et Si.

Direction
Taille moyenne (µm)

Surface C÷ur

Direction de laminage 250 640

Direction transverse 70 115

Direction normale à la surface 23 38

Tableau I.8 � Taille moyenne des grains de l'aluminium AA2024�T351 étudié par [Gariépy et al., 2013].

Les échantillons ont été polis avant grenaillage. Le grenaillage a été e�ectué perpendicu-
lairement à la surface avec des billes en céramique de diamètre 450�600µm, à une vitesse
de 53 m.s� 1. Les contraintes résiduelles, la dureté, la microstructure et la topographie de
surface ont ensuite été caractérisées sur les échantillons grenaillés.

Les contraintes résiduelles ont été analysées par di�raction des rayons X, avant et après
grenaillage. Les pro�ls sont donnés en �gure I.12 pour les directions de laminage et trans-
verse. Les contraintes sont de compression en surface, ce qui est l'e�et recherché lors d'un
shot-peening. Les pro�ls des contrainte des deux directions sont très proches, les contraintes
résiduelles peuvent donc être considérées equibiaxiales. Le pro�l des contraintes résiduelles
a une forme en cloche, dont la valeur maximale (� 350 MPa) est atteinte vers 100µm de
profondeur.

Direction de laminage Direction transverse

Figure I.12 � Comparaison des contraintes résiduelles mesurées sur la surface polie (grinded) avant et après
shot-peening [Gariépy et al., 2013]. La profondeur de la zone a�ectée est notée za�ected

RS .

Une simulation numérique a été e�ectuée pour tenter de retrouver numériquement les
valeurs expérimentales des contraintes résiduelles. La simulation a été réalisée avec le logi-
ciel ABAQUS Explicit. Une distribution aléatoire de chocs a été utilisée pour déterminer les
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contraintes résiduelles dans un volume de0:56� 0:56� 0:8 mm avec une taille d'éléments de
20µm. Le matériau utilisé est isotrope avec une loi d'écrouissage cinématique-isotrope déter-
minée expérimentalement. Quatre simulations avec des distributions d'impacts di�érentes
ont été réalisées puis moyennées.

La simulation est bien en accord avec l'expérimental jusqu'à 200µm de profondeur avant
de diverger en s'annulant plus vite (300µm au lieu de 400). Cette di�érence peut s'expliquer
par le fait qu'un modèle isotrope a été utilisé pour la simulation, alors que la microstructure
réelle est anisotrope. Selon Gariépy et al., il est également possible que la forme concave
du trou généré par le polissage électrochimique utilisé lors des analyses par di�raction des
rayons X ait conduit à la surestimation des contraintes à cette profondeur.

Les mesures de micro-dureté sur la surface polie donnent une valeur moyenne de du-
reté Vickers de 141 HV pour une charge de 300 g. Après grenaillage, la dureté mesurée est
de 191 HV soit une augmentation de 36%. La taille des indentations est du même ordre
de grandeur que la taille des grains dans la direction transverse. La dureté Knoop mesurée
après grenaillage jusqu'à une profondeur de 450µm (�gure I.13a) montre que le maximum
de dureté se situe à une profondeur de 70µm environ et que la dureté est a�ectée jusqu'à
170µm de profondeur. La dureté maximale mesurée montre une augmentation de 22% par
rapport à la dureté à c÷ur. La réduction de la dureté en surface observée pourrait être due
à un e�et de bord qui réduit la dureté mesurée.

a) b)

Figure I.13 � a) Comparaison entre la dureté Knoop mesurée depuis la surface et la déformation plastique
cumulée obtenue par simulation numérique du grenaillage. b) Micrographie MEB montrant des défauts issus
du grenaillage : (1) repli ; (2) angle vif ; (3) amorce possible d'un défaut de type (2). [Gariépy et al., 2013]

Il est possible de comparer le gradient de dureté mesuré à la déformation plastique
simulée en utilisant la déformation plastique cumulée comme indicateur de l'écrouissage. La
comparaison des deux valeurs est donnée en �gure I.13a.

La zone déformée plastiquement est en accord avec la profondeur du gradient de du-
reté (170µm), mais montre un maximum en surface et non à 70µm de profondeur. Selon
Gariépy et al., les mesures de dureté sont peut-être a�ectées par les contraintes résiduelles,
dont le pic se situe au même endroit, ce qui conduirait à une surestimation de la dureté.

L'observation de la topographie de surface a révélé divers types de défauts parmi les
impacts de billes (�gure I.13b). En plus de replis et d'angles vifs, des trous de diamètre
50 µm ont été observés, ainsi que des micro�ssures et des fragments de billes incrustées dans
la surface. Tous ces défauts sont des sites d'amorçage potentiels de �ssures en fatigue.

La rugosité a été mesurée sur une ligne (longueur d'évaluation de 12.5 mm avec une
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longueur de coupure de 2.5 mm) avec un pro�lomètre à contact. La rugosité moyenne
Ra équation (I.1) ainsi obtenue est de 5.09µm. La surface a aussi été analysée avec un
pro�lomètre confocal sur une surface3 � 3 mm, donnant un Sa (équivalent deRa pour une
surface) de 4.58µm.

Les coe�cients de concentration de contrainte locaux (K t ) ont été quanti�és par une
simulation numérique. Les pro�ls 2D de trois longueurs d'évaluation de 2.5 mm ont été
simulés avec ABAQUS Standard. La couche simulée, épaisse de 0.75 mm, a été encastrée
sur deux côtés et soumise à un chargement de traction de 100 MPa. La taille d'éléments en
surface est de 2µm. Le matériau est considéré comme élastique (E = 7:31MPa, � = 0:33) et
est soumis à un chargement de contraintes planes. Les contraintes résiduelles, l'écrouissage
et l'anisotropie du matériau n'ont pas été prise en compte. La contrainte de von Mises a
été utilisée pour calculer les coe�cients de concentration de contrainte, et donne des valeurs
de K t de l'ordre de 1.7 à 1.9. Les concentrations les plus fortes sont situées au niveau de
vallées profondes et des zones avec un faible rayon de courbure. Leur in�uence ne s'étend
que sur 20µm en profondeur. Cependant, Gariépy et al. précisent qu'il faut rester prudent
car ce genre de simulation en élasticité tend à surestimer la contrainte autour d'angles vifs.
En e�et, dans une simulation en élasticité, leK t d'un angle vif tend vers l'in�ni quand la
taille de maille diminue à cause de l'e�et d'entaille.

Pour analyser la modi�cation de la microstructure induite par le grenaillage, des ana-
lyses EBSD ont été e�ectuées sur une coupe d'un échantillon grenaillé. Les analyses EBSD
permettent d'obtenir l'orientation cristallographique locale, ce qui permet d'avoir accès à
la fois à la microstructure (taille et forme des grains), mais aussi à la texture du maté-
riau (orientation des grains). L'analyse EBSD révèle quatre couches de grains, qui sont, en
partant de la surface (�gure I.14) :

1. Une première couche de 5 à 20µm de profondeur, non indexée car les impacts du
grenaillage ont réduit les grains à une taille inférieure au micromètre.

2. Une deuxième couche de 50 à 75µm où les grains sont fortement distordus
3. Une couche épaisse d'un ou deux grains (� 30 µm) avec de petites distorsions qui

suivent le pro�l de surface
4. Le matériau à c÷ur, non a�ecté

Figure I.14 � Cartographie EBSD montrant la microstructure modi�ée par le grenaillage
[Gariépy et al., 2013]. Les pixels non indexés sont en blanc. RD : direction de laminage ; ND : direction
normale.

Les zones fortement déformées 1 et 2 ont une profondeur beaucoup plus faible que la pro-
fondeur du gradient de dureté et celle du pro�l des contraintes résiduelles. La déformation
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se retrouve aussi à l'échelle du grain, et n'est pas homogène d'un grain à l'autre, même sui-
vant une profondeur donnée. Les déformations intra-granulaires deviennent de plus en plus
sévères à mesure que l'on se rapproche de la surface et sont aussi de plus en plus hétérogènes
d'un grain à un autre.

Cette étude révèle parfaitement l'ensemble des e�ets du grenaillage sur le matériau et
montre que la simulation numérique peut être un outil e�cace pour découpler les divers e�ets
du grenaillage. Le grenaillage écrouit la surface et introduit donc des contraintes résiduelles,
tout en augmentant la dureté. Ces deux e�ets sont béné�ques en fatigue. Le grenaillage
modi�e aussi la topographie de surface, et peut introduire des défauts qui sont au contraire
néfastes en fatigue. De plus, la microstructure est fortement modi�ée, surtout en extrême
surface, et il est di�cile de prédire l'impact qu'a cette modi�cation de microstructure sur le
comportement en fatigue.

[Bhuiyan et al., 2012] ont étudié l'in�uence du grenaillage sur la tenue en fatigue d'un
alliage de magnésium. Plusieurs procédés de grenaillage sont comparés et leur impact en
fatigue est quanti�é. Pour isoler l'e�et des contraintes résiduelles, un traitement thermique
est e�ectué sur un lot d'éprouvettes pour relâcher les contraintes résiduelles introduites par
le grenaillage.

L'alliage de magnésium AZ61 étudié possède unRe de 185 MPa et unRm de 318 MPa.
Les éprouvettes ont été réparties en quatre groupes : polies, grenaillée shot-peening, micro
shot-peening et shot-blasting dans un tonneau vibratoire. Les éprouvettes polies servent de
référence en fatigue. Dans le tonneau vibratoire, les éprouvettes baignent dans un liquide
de pH 8 à 8.5.

Les valeurs de rugosité qui sont obtenues pour chacun des procédés de grenaillage sont
indiquées dans le tableau I.9, ainsi que la taille des billes utilisées pour chaque procédé.
Des images des surfaces obtenues avec les divers procédés de grenaillage sont données en
�gure I.15. La meilleure qualité de surface est obtenue avec le tonneau vibratoire, qui donne
un excellent état de surface malgré la grande taille de billes. L'état de surface obtenu en
micro shot-peening est meilleur que celui issu du shot-peening. La rugosité des surfaces
obtenues avec chaque procédé a ensuite été mesurée avec un pro�lomètre.

Procédé Ra (µm) Ry (µm) Taille des billes Matériau des billes

Shot-peening 5.9 36.6 0.425 mm (moy.) céramique

Micro shot-peening 0.48 3.15 20�30µm verre

Tonneau vibratoire 0.31 1.82 3.2�6 mm acier

Tableau I.9 � Rugosité de surface obtenue pour chacun des procédés de grenaillage, ainsi que la taille des
billes utilisées [Bhuiyan et al., 2012].

La dureté initiale est de 60 HV et le grenaillage produit une augmentation de la dureté en
surface. Le gradient de dureté est très similaire pour les trois procédés, avec une profondeur
de 300µm et une dureté en surface d'environ 90 HV . Le shot-peening se démarque des deux
autres procédés avec un pic de dureté de 100 HV à 50µm de profondeur.

Les essais de fatigue ont été conduits en �exionR = � 1 à 20 Hz. Les courbes S�N
ainsi obtenues sont données en �gure I.16a. La tenue en fatigue des éprouvettes polies
est de 135 MPa à107 cycles. Les résultats montrent que le micro-peening et le tonneau
vibratoire augmentent la tenue en fatigue de 20 MPa (augmentation de 15%) par rapport
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Figure I.15 � Etats de surface obtenus avec les divers grenaillages [Bhuiyan et al., 2012] : a) shot peening ;
b) micro shot peening ; c) tonneau vibratoire.

aux éprouvettes polies, et ont des courbes S�N très proches. Le shot-peening la réduit de
40 MPa (diminution de 30%).

a) Avec contraintes résiduelles b) Contraintes résiduelles relaxées

Figure I.16 � Courbes S�N des essais de fatigue de [Bhuiyan et al., 2012]. (a) avec contraintes résiduelles ;
(b) après relaxation des contraintes résiduelles (SR : stress relieved).

L'analyse des faciès de rupture des éprouvettes permet d'observer le lieu d'amorçage de
la �ssure. Pour le shot-peening, plusieurs �ssures ont amorcé simultanément et ont ensuite
coalescé. Les amorçages ont eu lieu sur des défauts de surface issus du shot-peening.

Pour le micro shot-peening et le tonneau vibratoire, il n'y a amorçage que d'une seule
�ssure transgranulaire. L'amorçage se fait en surface, mais n'est pas lié à un défaut surfa-
cique.

Les défauts de surface sont des lieux privilégiés pour l'amorçage en fatigue, et la rugosité
a donc tendance à diminuer la tenue en fatigue. A l'inverse, les contraintes résiduelles de
compression introduites lors du grenaillage s'opposent à l'ouverture des �ssures, ce qui tend
à augmenter la limite en fatigue. Il y a donc compétition entre ces deux e�ets. Pour le lot
shot-peening, la rugosité est élevée et la limite en fatigue est donc réduite par rapport à la
référence. Pour les deux autres procédés, la rugosité est faible, et donc l'e�et des contraintes
résiduelles devient prépondérant, d'où une augmentation de la limite en fatigue.

Pour découpler les e�ets de la rugosité et des contraintes résiduelles, des essais de fatigue
ont aussi été e�ectués sur des éprouvettes grenaillées et ensuite traitées thermiquement pour
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relaxer les contraintes résiduelles. Les résultats des essais sont donnés en �gure I.16b.
La relaxation des contraintes résiduelles fait chuter la limite en fatigue de 20 MPa en-

viron, pour les trois procédés de grenaillage. Après relaxation, les éprouvettes ayant subi
le micro-peening et le procédé du tonneau vibratoire suivent la même courbe S�N que les
éprouvettes polies (en rouge sur la �gure). Ceci con�rme donc que ce sont les contraintes
résiduelles qui donnent à ces procédés leur limite en fatigue supérieure à la référence polie.

Après relaxation, les éprouvettes issues du shot-peening ont une courbe S�N plus basse
(en bleu), avec une limite en fatigue 44% plus faible que celle des éprouvettes polies. Cette
faible limite en fatigue s'explique par l'absence de l'e�et béné�que des contraintes résiduelles
associé à un très mauvais état de surface.

Cette étude montre très bien les e�ets de la rugosité et des contraintes résiduelles qui sont
obtenues par grenaillage. Le grenaillage n'est pas forcément béné�que en fatigue, même s'il
introduit des contraintes résiduelles de compression. Cependant, Bhuiyan et al. ne proposent
aucun modèle pour prédire la limite en fatigue en tenant compte de ces deux paramètres.
De plus, l'étude ayant été réalisée sur un alliage de magnésium, il est possible qu'un autre
matériau tel que l'acier se comporte di�éremment.

[Sakamoto et al., 2015] ont étudié l'impact du grenaillage sur le comportement en fatigue
d'éprouvettes présentant des défauts introduits par la technique du FIB (Focused Ion Beam).

Le matériau étudié est un acier ferrito-perlitique contenant 0.45% de carbone. Les éprou-
vettes sont cylindriques avec une réduction de section centrale. Le grenaillage ainsi que l'in-
troduction des défauts ont été faits au niveau de cette zone centrale. Les éprouvettes ont
été chargées en �exion rotative à107 cycles avec un rapport de chargeR = � 1.

Les paramètres du grenaillage ont été choisis en fonction d'une étude précédente où
l'in�uence sur la tenue en fatigue du taux de recouvrement ainsi que de l'intensité Almen a
été étudiée (�gure I.17). L'augmentation du taux de recouvrement ou de l'intensité Almen

Figure I.17 � In�uence du taux de recouvrement et de l'intensité Almen sur la tenue en fatigue
[Sakamoto et al., 2015].

est béné�que en fatigue jusqu'à un seuil où il n'y a plus d'amélioration. Les paramètres du
grenaillage ont donc été dé�nis par ces seuils, de façon à obtenir la limite en fatigue la plus
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grande. Le grenaillage a été e�ectué avec des billes d'acier de 0.8 mm de diamètre avec une
vitesse de 50 m.s� 1, une intensité Almen de 0.44 mm A et un taux de recouvrement de
500%.

Le grenaillage introduit des contraintes résiduelles de compression dont la valeur maxi-
male est � 300 MPa à 50 µm de profondeur, et la dureté en surface passe de 184 HV à
300 HV . La profondeur totale de la couche a�ectée par le grenaillage est de 800µm.

La rugosité de la surface grenaillée a été mesurée :Ra = 4:8 µm et Rz = 25:5 µm. De
plus, l'observation au MEB de la surface grenaillée révèle des �ssures en surface introduites
par le grenaillage (�gure I.18a).

a) b)

Figure I.18 � a) Images MEB de �ssures en surface après grenaillage [Sakamoto et al., 2015]. b) Dia-
gramme de Kitagawa montrant les résultats en fatigue des éprouvettes grenaillées (SP) et polies (Non-SP)
[Sakamoto et al., 2014]. Les éprouvettes sans défaut sont placées sur l'axe des ordonnées.

Les défauts introduits au FIB sont perpendiculaires à l'axe de l'éprouvette et ont un
pro�l carré, de longueur 50µm et de profondeur 50µm. La racine carrée de l'aire projetée
des défauts est donc de 50µm. Les défauts ont une forme en coin et sont larges de 10µm
en surface.

Toutes les éprouvettes de fatigue ont été polies après usinage. Les éprouvettes qui ont
été grenaillées ont subi le grenaillage après le polissage. Les défauts FIB ont été introduits
en dernier.

Quatre conditions de surface ont été étudiées :
� Eprouvettes polies
� Eprouvettes polies avec défaut FIB
� Eprouvettes grenaillées
� Eprouvettes grenaillées avec défaut FIB

Deux ou trois éprouvettes ont été testées pour chacune des conditions. L'observation des
faciès de rupture montre que l'amorçage s'est e�ectué en surface pour tous les lots. Pour les
lots grenaillés, les éprouvettes présentent des amorçages multiples, avec des �ssures partant
du défaut FIB mais aussi des �ssures introduites par le grenaillage. La �ssure dans les
éprouvettes grenaillées s'est propagée par coalescence de �ssures plus petites.

Un diagramme de [Kitagawa & Takahashi, 1976] permet de représenter les résultats des
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essais, en traçant la limite en fatigue en fonction de la taille du défaut ayant provoqué
l'amorçage (�gure I.18b). Sans grenaillage ni défaut, la limite en fatigue est de 280 MPa, ce
qui correspond bien au modèle� D = 1:6 � HV . La présence du défaut fait chuter la limite
en fatigue de 11% à 250 MPa. Pour représenter cette chute, Sakamoto utilise le modèle de
[Murakami & Endo, 1986] : � D = 1:43(HV + 120)=(

p
area)1=6. Ce modèle est détaillé dans

la section 3.1.2 de ce chapitre. La pente du modèle permet de déduire la taille critique de
défaut en-dessous de laquelle les défauts n'ont plus d'e�et, cette taille est d'environ 10µm
pour les éprouvettes polies. La région où les défauts n'ont pas d'e�et est désignée "Non-
damaging region" dans la �gure I.18b.

Après grenaillage, la limite en fatigue est de 350 MPa, ce qui représente une augmentation
de 25%. De plus, la présence du défaut FIB ne fait pas chuter la limite en fatigue des
éprouvettes, le grenaillage a donc augmenté la taille critique de défaut. Sakamoto et al.
observent donc qu'un défaut arti�ciel introduit dans la surface grenaillée n'aura pas d'e�et
en fatigue si sa taille est inférieure à celle des �ssures générées par le grenaillage.

Les travaux de Sakamoto et al. permettent de tirer plusieurs conclusions concernant
le grenaillage. Premièrement, un grenaillage plus sévère permet d'augmenter la limite en
fatigue, mais seulement jusqu'à un seuil à partir duquel un grenaillage plus fort n'apporte
plus d'amélioration.

Deuxièmement, le grenaillage n'augmente pas seulement la limite en fatigue, mais peut
aussi augmenter la taille critique de défaut. Le grenaillage peut donc diminuer la sensibi-
lité aux défauts d'un matériau, en plus de ces autres e�ets positifs en fatigue (contraintes
résiduelles, écrouissage, etc.). De ce fait, un grenaillage qui introduit des �ssures en surface
peut malgré tout avoir un e�et béné�que en fatigue.

[Fathallah et al., 2004] ont étudié l'in�uence en fatigue du taux de recouvrement appliqué
lors du grenaillage. Ils ont réalisé des essais de fatigue sur des éprouvettes grenaillées avec un
taux de recouvrement standard de 100% et d'autres avec un taux de recouvrement sévère de
1000% (c'est-à-dire un grenaillage de très longue durée). Ils se sont focalisés sur l'in�uence
du gradient de contraintes résiduelles et sur l'e�et des défauts de surfaces introduits par le
grenaillage.

Le matériau étudié est un acier ductile SAE 3415 contenant 0.14% de carbone, possèdant
un Rp0:1 de 400 MPa et unRm de 550 MPa.

L'état de surface résultant des deux conditions de grenaillage a été caractérisé : contraintes
résiduelles et texture de la surface. Les contraintes résiduelles pour les deux conditions de gre-
naillage ont été analysées par di�raction de rayons X. Les valeurs de contraintes résiduelles
et la largeur de pic moyenne (LPM) sont données en �gure I.19. Les deux taux de recou-
vrement introduisent des pro�ls des contraintes résiduelles très similaires. Les contraintes
sont en compression et présentent un pro�l en forme de cloche prononcé, avec le maximum
(� 450MPa) situé à 40µm de profondeur. Le pro�l atteint une valeur proche de zéro autour
de 300µm de profondeur.

Les pro�ls de LPM des deux conditions sont très proches et se stabilisent vers 200µm
de profondeur. Fathallah et al. en déduisent que les micro-déformations saturent et que la
densité de dislocation n'évolue plus après 100% de recouvrement.

La di�érence la plus notable entre les deux conditions de grenaillage est la valeur en
surface des contraintes résiduelles qui est plus faible de 110 MPa pour 1000% de taux de
recouvrement. Fathallah et al. expliquent cette di�érence par une relaxation des contraintes
produite par des défauts en surface introduits lors des 1000% de recouvrement.

La �gure I.20 montre des images MEB des surfaces grenaillées. Fathallah et al. observent
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Contraintes résiduelles LPM

Figure I.19 � Contraintes résiduelles et largeur de pic moyenne (LPM) pour les deux conditions de gre-
naillage, en fonction de la distance à la surface [Fathallah et al., 2004].

100% de recouvrement 1000% de recouvrement

Figure I.20 � Images MEB de la surface pour les deux conditions de grenaillage [Fathallah et al., 2004].

des replis et des micro-�ssures de taille entre 50 et 60µm introduits par le grenaillage . La
surface est beaucoup plus plasti�ée pour le cas 1000% de recouvrement, avec une surface
qui s'écaille.

Pour caractériser la profondeur des défauts de grenaillage, l'ondulationWt de la surface
est utilisée. La rugositéRa n'est pas prise en compte car elle est de l'ordre de grandeur de
la taille de grain, et le comportement du matériau n'est plus isotrope à cette échelle.

Les essais de fatigue ont été réalisés en �exion trois point avec un rapport de charge
R = 0:1 sur des éprouvettes entaillées. L'entaille génère unK t de 1.6, le rayon de courbure
au fond de l'entaille et de 4 mm.

Trois états de surface ont été étudiés : usiné, grenaillé avec 100% de taux de recouvrement
et grenaillé avec 1000% de taux de recouvrement. Le grenaillage a été soigneusement appliqué
au fond de l'entaille, avec des billes de rayon allant de 0.09 à 0.25 mm. Les essais de fatigue
ont été conduits à106 cycles en utilisant la méthode Staircase sur 15 éprouvettes.

Le tableau I.10 récapitule les limites en fatigue calculées avec la méthode staircase. Le lot
1000% de recouvrement présente une plus grande dispersion par rapport aux deux autres.

L'observation des faciès de rupture des éprouvettes grenaillées montre que l'amorçage
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Etat de surface � D et écart-type (MPa) Ecart par rapport au lot usiné

Usiné 293� 11 �

100% de recouvrement 312� 12 +6:5%

1000% de recouvrement 260� 30 � 11:3%

Tableau I.10 � Comparaison de la limite en fatigue des trois conditions de surface étudiées par
[Fathallah et al., 2004].

est localisé sur un défaut de surface au fond de l'entaille. Les défauts ont une forme de
cratère avec un point anguleux, repéré par une �èche sur la �gure I.21. Les défauts sont plus
profonds pour le lot 1000% de recouvrement (40µm au lieu de 20µm).

100% de recouvrement 1000% de recouvrement

Figure I.21 � Images MEB des faciès de rupture typiques pour les deux conditions de grenaillage
[Fathallah et al., 2004]. La profondeur du défaut est marquée et le replis est indiqué par une �èche.

Pour modéliser le comportement en fatigue, Fathallah et al. proposent une méthode
utilisant le critère de [Dang Van, 1993] en intégrant l'in�uence des contraintes résiduelles.
Le critère de Dang Van est détaillé dans la section 3.1.3 de ce chapitre. Dans le cas d'un
chargement uniaxial proportionnel, le critère de Dang Van s'écrit :

� eq = � a + � � H,max 6 � (I.5)

où � a est l'amplitude de la contrainte de cisaillement,� H,max est la contrainte hydrosta-
tique maximale et � et � sont des paramètres matériaux. Les contraintes résiduelles étant
invariantes dans le temps, elles peuvent être intégrées à� H .

Fathallah et al. introduisent un indicateur de résistance en fatigue qui utilise la contrainte
équivalente de Dang Van :

I =
� eq � �

�
� 100 (I.6)

Il y a rupture en fatigue si I > 0.
Les paramètres� et � sont des paramètres matériaux et peuvent donc changer localement

sous l'e�et du grenaillage. La valeur de� est supposée constante.
Fathallah et al. utilisent le modèle développé par [Deperrois, 1991] qui relie� au pro�l

de la LPM :
� (z) = K

�
LPM (z)

� n
(I.7)

où z est la profondeur en partant de la surface etK et n sont des paramètres matériaux.
La valeur den est supposée égale à celle du coe�cient de la loi d'écrouissage de Hollomon :
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� = A " n
p . n vaut 0.056 pour le matériau étudié. Le paramètreK peut ensuite être déterminé

avec les valeurs de� 0 et LPM0 du matériau sans grenaillage.
Le grenaillage introduit des défauts en surface qui peuvent être représentés par la valeur

d'endommagementD. Fathallah et al. font l'hypothèse que cet endommagement réduit la
valeur de� en surface d'un facteur(1 � D).

Pour une surface grenaillée, le critère de Dang Van est donc exprimé en fonction de la
profondeur z comme :� gren

eq (z) 6 � gren (z) avec� gren dé�ni par :

� gren (z) =

8
<

:

� 0

�
LP M S
LP M 0

� n
(1 � D) pour z = 0

� 0

�
LP M (z)
LP M 0

� n
pour z > 0

(I.8)

Pour avoir accès au gradient de contrainte au fond de l'entaille, Fathallah et al. ont
réalisé des simulations numériques élastiques en 2D des éprouvettes. Ces simulations ont
permis d'appliquer le modèle en fatigue, grâce à plusieurs hypothèses :

� Les contraintes résiduelles sont supposées équibiaxiales (� CR
xx = � CR

yy et � CR
zz = 0).

� La relaxation des contraintes résiduelles au cours du cyclage est supposée négligeable.
� Les contraintes résiduelles au fond de l'entaille sont supposées identiques aux contraintes

sur la surface plane
� La rugosité de surface initiale avant grenaillage est supposée sans in�uence sur la tenue

en fatigue
Pour chacun des trois lots, le chargement appliqué est la limite en fatigue expérimentale.

Pour les lots grenaillés, un défaut représentant un impact de grenaillage est placé au fond de
l'entaille. La profondeur du défaut est dé�ni par l'ondulation Wt , et le rayon de courbure est
choisi en fonction de la taille de bille. Les billes ayant des tailles variées, Fathallah et al. font
un choix pour les dimensions du défaut. Pour le cas 100% de recouvrement, ils choisissent un
rayon de 0.09 mm et une valeurWt = 3 µm car ils supposent que l'endommagement provient
des petites billes, qui sont majoritaires. Pour le lot 1000% de recouvrement, ils choisissent un
rayon de 0.25 mm etWt = 9 µm car ils supposent que pour une grande durée d'exposition,
ce sont les grandes billes qui produisent l'endommagement. Ces défauts produisent tous les
deux un K t de 1.38.

Les conditions aux limites pour les simulations sont données en �gure I.22.

Figure I.22 � Simulation élastique 2D de l'éprouvette entaillée réalisée par [Fathallah et al., 2004]. Le
défaut de grenaillage est placé au fond de l'entaille.

Les résultats de la simulation pour le lot usiné (sans grenaillage) permettent de détermi-
ner les paramètres� et � 0. En intégrant les contraintes résiduelles, la contrainte en surface
pour les simulations des lots grenaillés permet ensuite de déterminer la valeur de l'endom-
magement en surfaceD, en utilisant l'équation (I.8) pour z = 0. D vaut 10% pour le lot
100% de recouvrement et 20% pour le lot 1000%.
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Les divers paramètres ayant été identi�és, l'indicateur de résistance en fatigueI (équa-
tion (I.6)) peut être calculé pour chaque lot. La �gure I.23a trace l'évolution de l'indicateurI
en fonction de la profondeurz. Les trois lots ont été chargés à la limite en fatigue du lot
usiné, et pour tous les lots le point critique (I maximal) est situé en surface. Les valeurs
de I sont � 9:5% et 18% pour le lot 100% de recouvrement et le lot 1000%, respectivement.
Ces résultats sont en accord avec les essais expérimentaux car le lot 100% a une limite en
fatigue supérieure au lot usiné (I négatif) et inversement pour le lot 1000%.

a) Avec endommagement et défaut de surface b) Sans endommagement ni défaut de surface

Figure I.23 � Indicateur de résistance en fatigue I en fonction de la profondeur, obtenu par simulation
[Fathallah et al., 2004].

Fathallah et al. remarquent que si l'e�et de l'endommagement en surface est négligé
(D = 0) , les valeurs deI sont négatives pour les deux lots grenaillés, la prédiction est donc
moins bonne. De plus, si l'endommagement ainsi que les défauts en surface sont négligés
(�gure I.23b), les valeurs deI sont inférieures à� 20% et le point critique est localisé vers
40µm de profondeur, ce qui est contraire aux observations expérimentales. Ils notent cepen-
dant que l'amorçage en profondeur a été observé par certains auteurs comme [Wagner, 1999],
dans des conditions où l'e�et de l'état de surface a été éliminé. Ils remarquent aussi que

l'écrouissage en surface n'a que peu d'in�uence dans le modèle car
�

LP M (z)
LP M 0

� n
� 1 mais sup-

posent que pour un matériau avec un coe�cient d'écrouissagen plus élevé, l'e�et serait plus
prononcé.

Les travaux de Fathallah et al. montrent que l'in�uence du grenaillage en fatigue ne peut
être correctement modélisée que si l'e�et du grenaillage et celui des défauts en surface sont
pris en compte ensemble. De plus, pour les matériaux avec un faible coe�cientn, l'e�et de
l'écrouissage est négligeable devant celui des contraintes résiduelles. Les paramètres prin-
cipaux à prendre en compte sont donc les contraintes résiduelles et les défauts en surface.
Ceux-ci a�ectent non seulement la tenue en fatigue, mais peuvent aussi modi�er la posi-
tion du lieu d'amorçage. En e�et, si la surface est sans défaut, le gradient de contraintes
résiduelles peut décaler le point critique en profondeur.
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3 In�uence de l'intégrité de surface sur le comportement
en fatigue

La topographie de surface d'un composant peut avoir un e�et important sur son com-
portement en fatigue. En fatigue à grand nombre de cycles, la rugosité ou les défauts de
surface sont autant de lieux potentiels pour l'amorçage d'une �ssure.

Il existe de nombreuses approches pour prendre en compte l'in�uence de l'intégrité de
surface sur le comportement en fatigue. La surface des composants forgés présente divers
aspects de surface qui ont tous un e�et possible en fatigue. Des études traitant de chacun
de ces aspects (rugosité, défauts, etc.) sont présentées ici.

Cette section se divise en deux parties. D'abord des modèles de fatigue classiques portant
sur les divers aspects de surface sont discutés : la Mécanique Linéaire de la Rupture sera
présentée, suivie de modèles traitant de la rugosité [Arola & Ramulu, 1999], des défauts de
surface [Murakami & Endo, 1986, Taylor, 1999] et d'un modèle permettant de prendre en
compte les contraintes résiduelles en fatigue [Dang Van, 1993].

En�n, deux études sont détaillées, traitant de façon approfondie de l'in�uence de la
topographie de surface et de l'écrouissage, respectivement.

3.1 Modèles en fatigue prenant en compte l'intégrité de surface

La concentration de contrainte élastiqueK t générée par une �ssure ou une entaille induit
une baisse de la tenue en fatigue du composant (� D

def) par rapport à la tenue en fatigue nomi-
nale du matériau sain (� D

0 ), en supposant que l'on reste dans un cas élastique. La présence
du défaut réduit donc théoriquement la tenue en fatigue du coe�cientK t : � D

def = � D
0 =K t .

Mais dans beaucoup de cas, la tenue en fatigue est supérieure à la valeur� D
0 =K t , et il

n'est donc pas possible d'utiliser directement leK t dans un calcul en fatigue.
Une approche possible pour traiter l'in�uence d'une �ssure au sein du matériau est la

Mécanique Linéaire de la Rupture (LEFM). Pour quanti�er la nocivité d'une �ssure, un
facteur d'intensité de contrainte� K est dé�ni, dont l'unité est MPa.m1=2. Pour une �ssure
droite de taille 2af traversant une plaque in�nie chargée uniformément à la contrainte� 1 ,
le � K s'écrit :

� K = � � 1
p

� a f (I.9)

Lorsque le composant contenant la �ssure est soumis à un chargement, la �ssure se propage
si la valeur de� K est su�samment grande, ce qui engendre la rupture du composant. La
�ssure se propage si le� K atteint une valeur seuil � K th , qui est un paramètre matériau.
Il est donc possible de dé�nir la limite en fatigue du composant contenant la �ssure(� D

f ),
en fonction du � K th :

� � D
f =

� K th
p

� a f
(I.10)

Cette approche a cependant des limites car elle n'est plus applicable dans les cas où
les défauts ne sont pas assimilables à une �ssure (trous, entailles, inclusions, etc.). C'est
pourquoi plusieurs auteurs ont tenté de trouver d'autres méthodes permettant de représenter
l'impact des défauts en fatigue.

3.1.1 Modèles prenant en compte l'in�uence de la rugosité

La surface d'un composant n'est souvent pas lisse, mais présente une rugosité qui dépend
du procédé de fabrication du composant. Quand la surface n'est pas polie miroir, l'aspect de
la surface est composée d'aspérités et de stries dont la taille peut varier de 0.1µm à plusieurs
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dizaines de micromètres. En fatigue à grand nombre de cycles, cette rugosité peut avoir une
grande in�uence sur la tenue en fatigue du composant. C'est pourquoi de nombreuses études
portent sur l'in�uence de la rugosité sur le comportement en fatigue.

La plupart étudient la rugosité de stries générées par usinage, car les surfaces fonction-
nelles sont souvent usinées. La rugosité périodique issue de l'usinage ne correspond pas
vraiment aux composants forgés, mais les approches les plus connues seront quand-même
présentées car celles-ci peuvent orienter le choix de modélisation à venir.

Le but de l'étude de [Arola & Ramulu, 1999] est d'établir un modèle mathématique
permettant d'obtenir le coe�cient de concentration de contrainte d'une surface à partir de
mesures de rugosité.

Selon [Peterson, 1974], pour une entaille elliptique débouchante soumise à un chargement
uniaxial, le coe�cient de concentration de contrainteK t peut être approché par :

K t = 1 + 2

r
t
�

(I.11)

où t est la profondeur de l'entaille et� son rayon en fond d'entaille, selon le schéma en
�gure I.24a. Cependant dans le cas d'une surface réelle, les défauts de surface peuvent être
proches les uns des autres, ce qui réduit l'e�et de concentration de contrainte (�gure I.24b).

a) b)
Figure I.24 � (a) Schémas montrant les dimensions utilisées pour le calcul duK t . (b) Schéma montrant la
concentration de contrainte autour d'entailles simple et multiples [Arola & Ramulu, 1999].

Pour une surface réelle, il n'est pas envisageable de mesurer la hauteur et la profondeur de
tous les défauts. [Neuber, 1958] propose un modèle semi-empirique qui utilise les paramètres
standards de rugosité :

K t = 1 + n

s

�
Rz

�
(I.12)

où � est un rapport entre la profondeur et l'écartement des irrégularités de surfaces, déter-
miné empiriquement.Rz est la moyenne de la somme des 5 plus grandes crêtes et vallées,
dé�nie par l'équation (I.3). n dépend du type de chargement :n = 2 en traction et n = 1
en cisaillement.

Le modèle proposé par Arola et Ramulu considère d'abord la surface usinée comme
une fonction sinusoïdale idéalez = acos(x=l), d'amplitude a et de longueur d'onde2�l
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(�gure I.24a). Le coe�cient de concentration de contrainte e�ectif est donc considéré en
termes de demi grand-axes comme :

�K t = 1 + 2
�t
�d

(I.13)

où �t est la profondeur équivalente et�d la demi-largeur équivalente (�gure I.24b). Le rayon en
fond d'entaille de l'équation (I.11) a été remplacé par la demi-largeur car les deux sont reliés
par �� = �d2=�t. A cause de l'e�et inconnu de la présence d'entailles adjacentes sur la réduction
de la contrainte, la profondeur e�ective�t peut être considérée simplement comme la quantité
n a. La demi-largeur �d dans ce cas particulier peut être déterminée par un demi-cercle inscrit
en fond d'entaille de rayon�� comme indiqué en �gure I.24a.

En prenant en compte ces caractéristiques géométriques, le coe�cient de concentration
e�ectif devient :

�K t = 1 + n
2a
���

(I.14)

Pour la surface sinusoïdale considérée,Ra vaut 2a=� et donc peut être directement intégré
à l'équation (I.14). Dans le cas d'une surface réelle, il faut ajouter une correction prenant
en compte le fait que le pro�l de la surface est composé de rugosité et d'ondulation. Le
rapport Ry=Rz permet de prendre en compte cette ondulation. L'expression du coe�cient
de concentration de contrainte e�ectif est donc �nalement :

�K t = 1 + n
�

Ra

��

��
Ry

Rz

�
(I.15)

Les paramètres matériaux tels que la microstructure, l'anisotropie, l'hétérogénéité etc. sont
tous inclus dans la constante empiriquen. Il faut de plus déterminer le rayon de fond
d'entaille e�ectif �� à partir d'une mesure de pro�l.

Cependant, �K t ne peut être utilisé directement pour un calcul en fatigue, car il est
di�érent du coe�cient de fatigue K f qui est le rapport entre la limite en fatigue sans défaut
et la limite en fatigue de la surface rugueuse :

K f =
� D

référence

� D
rugueux

(I.16)

Pour relier K f au coe�cient de concentration de contrainteK t , [Peterson, 1974] propose la
relation empirique suivante :

K f = 1 + q(K t � 1) avecq =
1

1 + = ��
(I.17)

où q est la sensibilité au défaut, qui dépend du rayon� et d'un paramètre matériau , qui
vaut généralement 1 pour les aciers.

[Arola & Williams, 2002] ont validé ce modèle en l'appliquant à des éprouvettes en acier
découpées par jet d'eau, donnant des rugosités comprises entre 2 et 6µm. Ils obtiennent
une très bonne corrélation entre les résultats expérimentaux et les prédictions du modèle.

Leurs résultats montrent que ce modèle permet de prédire la limite en fatigue avec une
erreur faible. Cette méthode est très e�cace mais présente le désavantage d'utiliser des
paramètres qui sont des valeurs moyennées sur toute la surface. De plus, le modèle nécessite
que la rugosité soit périodique et homogène, comme c'est le cas en usinage.
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[Suraratchai et al., 2008] ont étendu cette approche en utilisant une simulation numé-
rique 2D du pro�l de rugosité a�n de mieux représenter son in�uence. Cette méthode pré-
sente l'avantage de ne pas généraliser la rugosité à travers un paramètre de rugosité, mais
d'utiliser un pro�l complet. Cependant, le pro�l est lissé en l'approximant avec une spline,
et ne convient donc aussi qu'aux rugosités périodiques issues de l'usinage.

3.1.2 Modèles prenant en compte l'in�uence des défauts de surface

En fatigue à grand nombre de cycles, les défauts de surface comme une entaille génèrent
des concentrations de contrainte qui favorisent l'amorçage de �ssure aux fond de ces défauts.
Plusieurs études ont été réalisées avec pour but de modéliser l'in�uence des défauts. Par
exemple, l'étude de [Smith & Miller, 1977] porte sur une entaille avec une �ssure située
à son extrémité. En utilisant une méthode analytique, ils cherchent à quanti�er l'e�et de
l'entaille sur les conditions de propagation de la �ssure.

Cette approche est di�cilement applicable car elle nécessite de connaître précisément les
dimensions du défaut, mais aussi celles de la �ssure. Dans un contexte industriel, il n'est pas
toujours possible de contrôler les dimensions des �ssures, surtout lorsque celles-ci ne sont
pas présentes initialement, mais apparaissent en fonctionnement.

Un critère classique utilisé pour quanti�er l'e�et de défauts en fatigue est celui de Mu-
rakami, qui a conduit de nombreux travaux sur le sujet. La présence d'un défaut peut être
à l'origine d'une �ssure propageante, ce qui a�ecte la tenue en fatigue. L'apparition d'une
�ssure propageante se fait uniquement si le défaut est plus grand qu'une taille limite, et
cette taille dépend du matériau étudié [Murakami & Endo, 1980]. Dans le cas de trous cy-
lindriques percés avec un foret dans des éprouvettes de �exion rotative, le diamètre de trou
critique est 70µm pour un acier 0.13%C et 35µm pour une acier 0.46%C (�gure I.25). Le
seuil de sensibilité au défaut est donc di�érent d'un matériau à l'autre.

Figure I.25 � In�uence du diamètre d'un défaut sur la tenue en fatigue de deux aciers
[Murakami & Endo, 1980].

En considérant un défaut et les �ssures qui y ont initié comme une unique �ssure équi-
valente, cette approche permet de comparer l'in�uence de défauts et �ssures de taille et de
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forme très di�érentes (�gure I.26). La sévérité d'une �ssure est représentée par la concen-
tration de contrainte maximale dans la �ssure, notéeK Imax .

Figure I.26 � Un défaut et ses �ssures peuvent être approximés par une �ssure de même aire projetée
[Murakami & Endo, 1986].

En utilisant des calculs analytiques élastiques pour di�érentes formes de �ssures, Mura-
kami montre que leK Imax d'une �ssure est proportionnel à la racine de l'aire projetée de la
�ssure dans la direction du chargement [Murakami & Endo, 1983, Murakami & Endo, 1986]
(�gure I.27). Murakami établit donc une approximation entre la racine de l'aire (

p
area) et le

facteur d'intensité de contrainte maximal de la �ssure,K Imax , en fonction de la contrainte� 0 :

K Imax � 0:650� 0

q
�

p
area (I.18)

Cette approximation est valable quelle que soit la forme de la �ssure.

a) b)
Figure I.27 � (a) Relation de proportionnalité entre K Imax et

p
area pour divers défauts. (b) Relation de

proportionnalité entre � K th et
p

area pour divers métaux [Murakami & Endo, 1986].

En analysant des données de la littérature pour di�érents métaux (aciers C10 à C50 avec
divers traitements thermiques, acier inox, aluminium, laiton), Murakami remarque que le
� K th est lui aussi proportionnel à la racine de l'aire de la �ssure (�gure I.27). Cependant,
le � K th n'est pas constant d'un matériau à l'autre, et varie avec la dureté. En prenant en
compte la dureté Vickers (HV ), Murakami exprime le � K th ainsi :

� K th = 3:3 � 10� 3 (HV + 120)(
p

area)1=3 (I.19)

En fatigue, il y aura rupture du composant si la �ssure se propage, c'est-à-dire si
� K > � K th . � K = 2K Imax dans le cas d'un chargementR = � 1. Les équations (I.18)
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et (I.19) peuvent donc être combinées pour obtenir un critère sur la limite en fatigue en
fonction de

p
area et de la dureté :

� D =
1:43 (HV + 120)

(
p

area)1=6
(I.20)

Cette équation est valable pour un rapport de chargeR = � 1, dans le cas de défauts en
surface débouchants, dont la

p
area ne dépasse pas 1000µm. Pour la grande majorité des

matériaux étudiés par Murakami, ce modèle prédit correctement la limite en fatigue, avec
une erreur inférieure à 10%.

Le critère de Murakami peut donc être représenté par une droite dans un diagramme
log�log de [Kitagawa & Takahashi, 1976] (limite en fatigue� D en fonction de la taille de
défaut

p
area). En-dessous de la taille de défaut critique, la limite en fatigue est la même

que le matériau sain, et au-delà, elle chute avec une pente1=6. Dans les cas où les défauts
sont très grands par rapport à leur profondeur, un seuil sur la longueur du défaut est utilisé,
par exemple dix fois la profondeur.

L'avantage de cette méthode est sa simplicité et son e�cacité. Le seul paramètre matériau
nécessaire est la dureté, qui est facilement mesurable. La caractérisation précise de la forme
des défauts n'est pas nécessaire (rayon de courbure. . . ). Les défauts de forme complexe se
traitent aussi facilement que les défauts simples. Un autre avantage est qu'il est possible de
contrôler la santé d'une pièce avant sa mise en fonctionnement, en analysant ses défauts de
surface.

Dans un contexte industriel, les défauts ne sont pas introduits volontairement dans les
composants, mais apparaissent lors de la fabrication (par exemple, des inclusions dans le
matériau). Il n'est donc pas toujours possible de mesurer les dimensions de tous les défauts,
surtout en production à cadence élevée, où il y a un très grand nombre de pièces.

[Murakami & Usuki, 1989] proposent donc une méthode pour prédire la taille maximale
des inclusions,

p
areamax , en utilisant la statistique des extrêmes [Gumbel, 1958]. Une taille

de surface de référenceS0 est dé�nie. Une série d'observations de tailleS0 est réalisée, par
exemple des coupes transversales, ou bien les surfaces de plusieurs éprouvettes. La taille du
défaut le plus grand est mesurée à chaque fois. La distribution des

p
areamax doit suivre

la statistique des extrêmes lorsque le nombre d'observations augmente. Pour cela, il faut
montrer qu'elle a la même forme que la distribution de [Gumbel, 1958], dont la fonction de
répartition est :

F (
p

areamax ) = exp
�

� exp
�

� (
p

areamax � � )
�

��
(I.21)

où � est le paramètre de position, et� le paramètre d'échelle.
Pour simpli�er l'expression, il est possible de dé�nir une variable réduitey :

y =
p

areamax � �
�

(I.22)

Dans ce cas, la fonction de répartition s'écritF (y) = exp( � exp(� y)) et la variable réduite
peut donc être exprimée commey = � ln

�
� ln

�
F (y)

��
. La relation linéaire entre la variable

réduite y et la taille des défauts de l'équation (I.22) permet de représenter la distribution
de Gumbel comme une droite dans un graphey en fonction de

p
areamax .

Chacune des valeurs mesurées pour lesN observations sont classées et numérotées par
ordre de valeur croissante :

p
areamax;j (j allant de 1 àN ). Pour chaque mesure, la probabilité

41



CHAPITRE I. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

cumulée correspondante est donnée par :

Fj =
j

N + 1
(I.23)

La variable réduite correspondante est doncyj = � ln(� ln(Fj )) .
Si la distribution de Gumbel est représentative de celle des défauts,

p
areamax;j et yj

présenteront une relation linéaire (�gure I.28a). Il est alors possible de trouver un couple
de paramètres(�; � ) telle que la distribution de Gumbel se superpose à la celle des défauts.
Dans ce cas, la statistique des extrêmes peut être utilisée pour prédire la taille maximale
des défauts sur une population plus grande que celle observée.

a) b)
Figure I.28 � (a) Distribution de la taille des inclusions pour l'acier SAE10L45. (b) Prédiction de la limite
en fatigue avec le modèle statistique des extrêmes [Murakami & Usuki, 1989].

Pour estimer la taille du défaut le plus grand sur une surfaceS > S0, Gumbel introduit
le concept de période de retour. La période de retour a été utilisée par ailleurs pour prévoir,
par exemple, des crues exceptionnelles de �euves. La période de retourT est dé�nie par
T = S=S0 et la probabilité cumulée associée vaut :

FS =
T � 1

T
(I.24)

La taille estimée du plus grand défaut sur la surfaceS s'obtient donc de la façon suivante :
p

areamax;S = � + � y S (I.25)

où yS = � ln(� ln(FS)) . LorsqueS tend vers l'in�ni, la taille prédite du défaut tend aussi vers
l'in�ni, et peut donc potentiellement donner des valeurs aberrantes. Cependant, le double
logarithme fait que la progression vers l'in�ni est de plus en plus lente et devient très faible
lorsque le nombre d'échantillons est de l'ordre de grandeur d'une production industrielle.
Ainsi, la taille prédite pour 109 échantillons ne sera environ que 50% plus grande que celle
prédite pour 106 échantillons.

Pour valider cette approche, [Murakami & Usuki, 1989] ont réalisé des mesures de la
taille des défauts et des essais de fatigue sur trois aciers.

Les essais de fatigue ont été conduits en �exion rotative à107 cycles sur des éprouvettes
ayant subi un polissage électro-chimique. 40 images de surfaceS0 = 0:482mm2 ont été prises
sur chacune des trois éprouvettes. Les plus grandes inclusions de chaque image ont été
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mesurées, et leur distribution tracée. Les trois matériaux suivent la distribution de Gumbel.
La surface totale de la zone utile des éprouvetteS a été calculée. Dans le cas de l'acier
SEA10L45,S = 152 mm2, d'où une période de retourT = S=S0 = 315 pour la surface de
l'éprouvette entière. Ceci a permis de prédire statistiquement la taille de la plus grande
inclusion sur l'éprouvette (�gure I.28a).

Pour chaque éprouvette, la dureté a été mesurée ainsi que la taille de l'inclusion sur
laquelle la �ssure s'est amorcée. La comparaison des résultats expérimentaux avec la limite
en fatigue calculée en utilisant la taille des inclusions prédites par le modèle statistique
montre que le modèle prédit correctement la borne inférieure de la limite en fatigue des
éprouvettes (�gure I.28b).

Cette méthode comporte de nombreux avantages, du fait de sa simplicité et son e�cacité.
La possibilité d'étendre la prédiction sur toute une production permet de n'avoir à contrôler
qu'un nombre relativement faible de pièces. Le modèle de Murakami présente cependant des
limites, notamment dans les cas de très gros défauts, ou bien si le chargement n'est plus
uniaxial, comme par exemple lorsqu'il y a des contraintes résiduelles à la surface de la pièce.

[Taylor, 1999] propose une autre approche pour déterminer l'in�uence d'un défaut, en
s'intéressant aux contraintes locales autour du défaut. La concentration de contrainte étant
localisée dans un petit volume en pointe de �ssure ou au fond d'entaille (�gure I.29a),
Taylor fait l'hypothèse que pour que la rupture se produise, il faut que la contrainte soit
supérieure à la limite en fatigue du matériau sain� D

0 dans un volume critique autour du
point chaud. Taylor étudie ensuite de façon purement analytique plusieurs méthodes utilisées
pour approximer ce volume. Ces méthodes considèrent la contrainte uniquement en un point,
ou bien utilisent la contrainte moyennée le long d'une ligne, sur une aire ou bien dans un
volume. La zone d'intérêt de ces deux méthodes est représentée en �gure I.29b. Dans un
cas 2D, la méthode aire et la méthode volume sont strictement identiques. Le paramètre
central de chacune de ces méthodes est la distance utilisée pour dé�nir la taille de la zone
d'intérêt.

� 1
J

���
I

a) b)
Figure I.29 � a) Pro�l de la contrainte près d'un trou b) Représentation des zones d'intérêt pour les diverses
méthodes [Taylor, 1999].

Dans le cas d'une �ssure longue de taille2af traversant une plaque in�nie soumise à un
chargement� 1 , les contraintes élastiques dans le repère(r; � ) (�gure I.29a) sont données
analytiquement (en faisant l'hypothèse quer � af ) par la formule :

� (r ) = � 1

� af

2r

� 1=2
cos

�
2

�
1 + sin

�
2

sin
3�
2

�
(I.26)

Taylor calcule la valeur de la contrainte le long de la ligne� = 0 en se plaçant dans le cas
où le chargement est la limite en fatigue de la plaque �ssurée, c'est-à-dire que� 1 = � D

f

43



CHAPITRE I. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

et � K = � K th . La contrainte est égale à la limite en fatigue(� (r ) = � D
0 ) à une distance

qui correspond àr = a0=2, où a0 est une longueur introduite par [El Haddad et al., 1980].
a0 est dé�nie empiriquement par :

a0 =
1
�

�
� K th

� D
0

� 2

(I.27)

Ces calculs con�rment donc analytiquement la dé�nition de la longueur critique du modèle
empirique d'El Haddad.
Pour la méthodepoint, le critère sur la propagation de la �ssure est donc que la contrainte
au point r = a0=2 doit être supérieure ou égale à la limite en fatigue� D

0 :

Méthode point : � jr = a0=2 = � D
f (af =a0)1=2 = � D

0 (I.28)

La méthodeligne utilise la moyenne des contraintes le long de la ligne� = 0 en partant
de la pointe de la �ssure. La contrainte moyenne atteint la valeur de la limite en fatigue
lorsque la moyenne se fait sur la longueur2a0 :

Méthode Ligne :� moy jr =0 � 2a0 =
1

2a0

2a0Z

0

� D
f

r
af

2r
dr = � D

0 (I.29)

Taylor trouve aussi une relation similaire pour la méthodeaire :

� moy jaire;r = a0 =
4

�a 0
2

�= 2Z

0

a0Z

0

� D
f

r
af

2r
cos

�
2

�
1 + sin

�
2

sin
3�
2

�
r dr d� = 1:1� D

0 (I.30)

Taylor a ainsi montré que la théorie de la distance critique peut être utilisée en considérant
les contraintes élastiques pour prédire la propagation de la �ssure.

Si � D
0 , af et a0 sont connus, la limite en fatigue du composant avec une �ssure(� D

f )
peut donc être calculée avec les équations (I.28)�(I.30). Cette approche peut aussi être
appliquée pour les �ssures courtes. Dans ce cas, l'hypothèse quer � af n'est plus valide et
les équations seront di�érentes.

Cette approche peut aussi être appliquée aux entailles, si le champ de contrainte autour
du défaut est exprimé de la même façon que pour une �ssure. Taylor a appliqué la méthode à
une plaque présentant un trou traversant. En utilisant l'expression analytique des contraintes
autour du trou de rayon at , il est possible d'exprimer les contraintes dans le repère(r; � )
centré sur le point chaud. Les mêmes calculs que précédemment permettent donc de prédire
la limite en fatigue de la plaque trouée� D

t , en fonction du diamètre du trouat :

Méthode Point : � D
t = 2� D

0 =

 

2 +
�

at

at + a0=2

� 2

+ 3
�

at

at + a0=2

� 4
!

(I.31)

Méthode Ligne :� D
t = 2a0� D

0 =
�

2a0 + at � 0:5
at

2

at + 2a0
� 0:5

at
4

(at + 2a0)3

�
(I.32)

La méthodeaire est trop complexe pour être résolue analytiquement de façon simple, et doit
être calculée numériquement. Taylor montre que la prédiction obtenue avec cette méthode
donne une très bonne corrélation avec des données expérimentales de la littérature.

La théorie de la distance critique peut donc être appliquée aux défauts autres que des
�ssures, il su�t pour cela de connaître le champ de contrainte autour du point chaud. Dans
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le cas de géométries complexes, une simulation numérique en élasticité permet d'avoir accès
à ce champ de contrainte.

La méthode de Taylor présente certains avantages par rapport au modèle de Murakami.
Une simulation par éléments �nis permet d'obtenir le champ de contrainte autour d'un
défaut de n'importe quelle forme, et ce pour n'importe quel type de chargement. De plus,
une simulation élastique su�t pour pouvoir appliquer le modèle, ce qui permet de gagner
en temps de calcul. Le modèle est donc facilement applicable dans n'importe quel cas grâce
à la méthodevolume (extension de la méthodeaire). Il est aussi possible d'appliquer ce
modèle dans un cas multiaxial grâce à la méthodevolume.

Cependant, la nécessité de simuler chaque défaut rend le modèle plus complexe à mettre
en ÷uvre que celui de Murakami. Il est donc plus di�cilement applicable dans un contexte
industriel. De plus, le modèle requiert de connaître la distance critique du matériaua0, un
paramètre qui n'est pas facilement accessible.

3.1.3 Critère de Dang Van : modèle multiaxial permettant d'intégrer l'e�et des
contraintes résiduelles

Lorsque les chargements sont complexes, par exemple multiaxiaux, il faut un critère en
fatigue qui puisse s'adapter à n'importe quel chargement.

Le critère de [Dang Van, 1993] est un critère en fatigue qui prend en compte l'aspect
multiaxial du chargement, mais aussi sa variation dans le temps. Ce critère n'est pas basé sur
la LEFM, mais est un critère basé sur le concept d'adaptation élastique à toutes les échelles.
Macroscopiquement, un chargement en fatigue à grand nombre de cycles est élastique, mais
à l'échelle mésoscopique, il peut y avoir une activité microplastique. Selon le critère, si les
zones plasti�ées s'adaptent au cours du cyclage et retrouvent un comportement élastique,
alors le composant présentera une limite en fatigue. En revanche, s'il n'y a pas d'adaptation,
la plasticité locale générera l'amorçage d'une �ssure, et donc la rupture du composant. Le
critère de Dang Van permet de prédire cet amorçage.

L'état adapté à l'échelle mésoscopique est notéb (chapeau). Si la loi de localisation
utilisée est de type Lin Taylor, le tenseur des contraintes mésoscopiques dans l'état adapté
�̂ (t) peut être exprimé comme la somme du tenseur des contraintes macroscopique� (t) et
un tenseur de contraintes résiduelleŝ� indépendant du tempst :

�̂ (t) = � (t) + �̂ (I.33)

De la même façon, la cission mésoscopique adaptée s'écrit, en fonction de la directionn et
du temps t :

�̂ (n; t) = C(n; t) + C m (n) (I.34)

où C m est la valeur moyenne de la cission macroscopique, c'est-à-dire la cission résiduelle
dans l'état adapté.

Le critère utilise le même principe que la loi de Schmidt-Boas. Les grains avec les plans
de glissement défavorablement orientés par rapport au chargement, dans lesquels la cission
est maximale, sont ceux où les glissements plastiques se produisent. Le critère de Dang Van
se base sur la loi de SchmidtkC(n; t)k 6 � , appliquée à l'état adapté et prenant en compte
les contraintes hydrostatiques. En faisant l'hypothèse que seul le système de glissement le
plus défavorable est actif pour chaque grain, le critère de Dang Van s'écrit :

max
n

�
max

t

�
j �̂ (n; t)j + � �̂ H(t)

��
6 � (I.35)
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où �̂ (n; t) est le cisaillement mésoscopique sur une facette de normalen, � H est la contrainte
hydrostatique (tous deux dans l'état adapté), et� et � sont des paramètres matériau.� et
� peuvent être identi�és en utilisant la limite en fatigue en torsion purement alternée et en
�exion purement alternée, notées respectivementt � 1 et f � 1 :

� =
t � 1 � f � 1

2
f � 1

3

et � = t � 1 (I.36)

Le paramètre� représente la sensibilité du matériau à la contrainte hydrostatique.
Dans le cas d'un chargement uniaxial proportionnel, l'expression du critère peut être

simpli�ée :
� a + � � H,max 6 � (I.37)

où � a est l'amplitude de la contrainte de cisaillement et� H,max est la contrainte hydrostatique
maximale.

Un autre avantage de ce modèle est qu'il permet de prendre en compte les contraintes
résiduelles de façon simple. Dans le cas d'un composant contenant des contraintes résiduelles,
soumis à un chargement uniaxial d'amplitude� a et de moyenne� m , le tenseur des contraintes
s'écrit, en fonction du temps :

� (t) =

0

B
@

� a 0 0

0 0 0

0 0 0

1

C
A sin(!t ) +

0

B
@

� m 0 0

0 0 0

0 0 0

1

C
A +

0

B
@

� CR
11 � CR

12 � CR
13

� CR
12 � CR

22 � CR
23

� CR
13 � CR

23 � CR
33

1

C
A (I.38)

Les contraintes résiduelles sont statiques et peuvent donc être intégrées dans la partie hydro-
statique du critère. La contrainte hydrostatique maximale� H,max peut ainsi être décomposée
en amplitude, moyenne et contraintes résiduelles :

� H,max = � H;a + � H;m + � CR
H (I.39)

Le critère de Dang Van peut être représenté graphiquement dans un diagramme avec� H

en abscisse et� a en ordonnée, où le critère est représenté par une droite de pente� � . Si le
trajet de chargement dépasse cette droite, il y a amorçage d'une �ssure. La �gure I.30 montre
le modèle de Dang Van appliqué à deux chargements proportionnels, ainsi que l'in�uence
des contraintes résiduelles de compression.

Figure I.30 � Digramme de Dang Van montrant le trajet de chargement pour des chargements uniaxiaux
R = � 1 et R = 0 :1, et la prise en compte des contraintes résiduelles de compression.
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3.2 Etudes approfondies de l'in�uence de la topographie de surface
et de l'écrouissage

Les modèles de [Arola & Ramulu, 1999] et de [Suraratchai et al., 2008] ne sont basés que
sur les rugosités périodiques et homogènes produites en usinage. Dans les cas d'une surface
qui n'est pas issue de l'usinage, la rugosité n'est plus périodique et la question se pose de sa
prise en compte.

[Ås et al., 2008] ont étudié l'in�uence de la rugosité sur la tenue en fatigue d'éprouvettes
cylindriques en alliage d'aluminium RA6082. Les surfaces ont été scannées puis introduites
dans des simulations numériques a�n d'en quanti�er l'e�et en fatigue.

L'état de surface des éprouvettes a été obtenu non pas par usinage, mais avec du papier
abrasif. Un montage spéci�que a été utilisé, où l'éprouvette est mise en rotation et un bras
de levier sert à appliquer un e�ort constant sur le papier abrasif. La �gure I.31 montre
un schéma de ce montage. Les surfaces ainsi obtenues sont axisymétriques, ce qui facilite
leur traitement et leur simulation. Elles présentent cependant une rugosité qui n'est pas
périodique dans la direction axiale des éprouvettes.

Figure I.31 � Montage utilisé pour obtenir les surface étudiées par [Ås et al., 2008].

Trois types de surface avec des rugosités di�érentes ont été réalisés en utilisant du papier
de grain 80, de grain 120 ou bien 80 suivi de 120. La zone rugueuse couvre une surface
d'environ 15 mm de long sur les éprouvettes. LeRa moyen varie de 2.2 à 11µm et la
profondeur maximale des vallées varie de 9.3 à 48µm.

La surface des éprouvettes a été caractérisée avec un pro�lomètre interféromètrique, avec
une résolution spatiale de 3.1µm. Les scans ont été utilisés pour générer des pro�ls 2D de
la surface rugueuse des éprouvettes. Quatre scans sur une surface de20� 0:3 mm ont été
réalisées sur chaque éprouvette, à quatre positions angulaires di�érentes (0°, 90°, 180° et
270°). Pour chaque position, des pro�ls 2D ont été extraits en moyennant 80 pro�ls par
scan. Chaque éprouvette est donc caractérisée par quatre pro�ls 2D, correspondant aux
quatre positions angulaires.

Les essais de fatigue ont été réalisés en tractionR = � 1 et R = 0:1, à 106 cycles. Pour
chaque éprouvette, la position angulaire du lieu d'amorçage est repérée a�n de déterminer
lequel des quatre pro�ls correspond le mieux.

Les pro�ls sont ensuite intégrés dans des simulations numériques 2D a�n de quanti�er
l'e�et de la rugosité. Les simulations sont réalisées en élasticité, le maillage est réalisé avec
des éléments triangulaires à formulation quadratique.

Pour éviter les e�ets de singularités du maillage, la surface est interpolée entre les points
de mesure à l'aide de courbes de Bézier. La �gure I.32a montre la bonne corrélation entre
la surface réelle, les points de mesure (pointillés) et le pro�l interpolé (ligne). Le pro�l
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interpolé peut ensuite être maillé avec une résolution beaucoup plus �ne que celle des scans.
La �gure I.32b montre le maillage d'un pro�l sur quelques dizaines deµm.

a) b)

Figure I.32 � a) Comparaison de la surface réelle aux points mesurés et au pro�l interpolé (Image MEB).
b) Maillage d'un pro�l après interpolation (la résolution de la mesure est de 3.1µm). [Ås et al., 2008]

Ås et al. utilisent une méthode basée sur le comptage rain�ow pour détecter les rainures
les plus néfastes. Deux sélections ont été réalisées. La première est géométrique et élimine
les aspérités moins profondes que 5µm. La deuxième utilise la contrainte axiale en surface,
où le �ltre rain�ow élimine les K t inférieurs à 2. Les deux méthodes donnent des résultats
similaires. Une fois la simulation réalisée, le gradient de contrainte sous chaque point critique
est relevé, jusqu'à une profondeur de 100µm.

La comparaison des gradients de contrainte de tous les points critiques montre que le lieu
d'amorçage de la �ssure n'est pas nécessairement là où leK t surfacique est le plus élevé. La
�gure I.33 compare les gradients pour le pro�l de position angulaire 180° pour une éprouvette
du lot MC. Les contraintes sont normalisées par rapport au chargement macroscopique
(281 MPa). La rupture a lieu à une position angulaire de 150°, comme indiqué sur le petit
schéma intégré à la �gure. Le pro�l à 180° est donc le plus proche du lieu d'amorçage. Les
gradients avec lesK t les plus élevés sont numérotés de 1 à 10. Le gradient de la rainure
ayant amorcé la �ssure est indiqué avec une ligne plus épaisse, il s'agit du gradient avec le
huitième K t le plus élevé.

Ås et al. constatent que leK t maximal ne permet pas de détecter le lieu d'amorçage.
Par contre pour 42 des 47 éprouvettes rompues, l'amorçage s'est fait dans la vallée avec
le gradient le plus élevé en profondeur, comme c'est le cas dans la �gure I.33. Ås et al.
remarquent donc qu'une approche de type distance critique serait la plus adaptée pour
établir un critère en fatigue.

Les travaux de Ås et al. montrent qu'il est possible d'introduire la topographie réelle
d'une surface dans une simulation numérique, a�n d'en quanti�er l'in�uence en fatigue.
Leurs résultats indiquent que malgré le soin particulier qu'ils ont pris pour la réalisation
du maillage du pro�l, le K t en surface n'est pas un bon indicateur du lieu d'amorçage. Le
gradient de contrainte sous les points critiques est beaucoup plus pertinent, et peut être pris
en compte avec un critère type distance critique.

Ås et al. se sont limités à un cas 2D, mais leur approche peut être étendue à une surface
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Figure I.33 � Gradients de contrainte sous les points critiques d'une éprouvette de fatigue. Les gradients
sont tracés en fonction de la profondeurr [Ås et al., 2008].

3D. Cependant, dans le cas du forgeage, la rugosité n'est pas le seul paramètre à prendre en
compte en fatigue, il faut donc établir une méthode qui prenne en compte les autres aspects
de la surface, notamment les contraintes résiduelles.

De nombreuses études traitent de l'e�et de l'écrouissage sur la tenue en fatigue, notam-
ment dans le domaine de l'usinage. L'usinage est très di�érent du forgeage car il s'agit de
mettre en forme la pièce par enlèvement de matière, mais ce procédé introduit de l'écrouis-
sage en surface de façon analogue à l'e�et du grenaillage. En e�et, l'usinage écrouit la surface,
ce qui introduit des contraintes résiduelles en plus de modi�er la microstructure, la dureté
ainsi que la rugosité.

[Chomienne, 2014] a étudié dans sa thèse l'e�et de l'intégrité de surface sur la tenue en
fatigue d'éprouvettes obtenues par tournage. Di�érents états de surface ont été choisis en
fonction de leur rugosité et de leurs contraintes résiduelles, et leur intégrité de surface a été
caractérisée de façon approfondie a�n d'en quanti�er l'e�et en fatigue.

Le matériau étudié est le 15�5PH, un acier inoxydable martensitique à durcissement
structural (X5CrNiCu15�5). Les éprouvettes sont cylindriques avec une réduction de dia-
mètre centrale.

Chomienne s'est intéressé principalement aux e�ets de la rugosité et des contraintes
résiduelles. Pour chacun de ces paramètres, deux états ont été considérés : rugosité forte
ou faible et contraintes résiduelles en surface de traction ou de compression. Quatre cas
d'intégrité de surface ont donc été étudiés, dé�nis comme suit :

� Cas 1 : surface rugueuse et contraintes résiduelles en traction
� Cas 2 : surface lisse et contraintes résiduelles en traction
� Cas 3 : surface rugueuse et contraintes résiduelles en compression
� Cas 4 : surface lisse et contraintes résiduelles en compression

Pour obtenir ces états de surface, Chomienne a conduit divers essais de tournage, et a retenu
8 conditions de surface (deux pour chaque cas). Ces conditions ont été obtenues avec trois
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outils di�érents : deux types de plaquettes d'usinage ou bien par galetage, donnant trois
lots d'éprouvettes nommés "Lot 7", "Lot 8" et "PSI 3" (galetage).

La rugosité et les contraintes résiduelles des éprouvettes ont été caractérisées, avant
d'être sollicitées en fatigue en �exion rotativeR = � 1. Des staircases à2:106 cycles ont été
réalisés sur 20 éprouvettes pour chaque condition. Les limites en fatigue ainsi que la rugosité
et les contraintes en surface de chaque condition sont détaillées dans le tableau I.11. Les
pro�ls des contraintes résiduelles des divers lots sont donnés en �gure I.34. Les Cas 1 et 2
présentent un pic en compression vers 25µm de profondeur, quelle que soit leur valeur en
surface. Les Cas 3 et 4 ont des pro�ls très proches après 50µm, et leur profondeur est deux
fois plus importante que celle des deux autres cas.

Condition d'essai
Ra moyen � res moyenne � D à 2:106 cycles Ecart type

K f
(µm) (MPa) (MPa) (MPa)

Référence (polie) � � 655 � �

Cas 1 � Lot 7 1.06 � 0.12 156� 24 642 20 1.02

Cas 2 � Lot 7 0.41 � 0.06 48� 37 625 � 1.05

Cas 2 � Lot 8 0.45 � 0.08 � 168 � 28 619 � 1.06

Cas 3 � PSI 3 1.20� 0.05 � 756 � 21 662 � 0.99

Cas 3 � Lot 8 1.11 � 0.02 � 888 � 12 721 � 0.91

Cas 4 � PSI 3 0.53� 0.03 � 1095� 68 742 22 0.88

Cas 4 � Lot 8 0.54 � 0.01 � 1119� 15 748 23 0.88

Tableau I.11 � Rugosité, contraintes résiduelles et limite en fatigue pour les lots étudiés par
[Chomienne, 2014].

Figure I.34 � Pro�ls des contraintes résiduelles axiales pour les cas étudiés par [Chomienne, 2014].

La microstructure des éprouvettes a été caractérisée de façon approfondie avec des mi-
crographies, des analyses EBSD et par des analyses MET. Tous les lots présentent une
microstructure en surface divisée en trois couches :

� une couche en surface épaisse de 1 à 2µm avec des grains nanométriques ;
� une couche de transition épaisse de 5µm où les grains sont déformés ;
� la microstructure d'origine.
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Une cartographie EBSD montrant les trois couches de la microstructure est donnée en
�gure I.35a. Le gradient de microstructure est très similaire pour toutes les conditions,
la di�érence la plus marquée étant que la couche de transition est plus épaisse pour les
éprouvettes galetées.

Les analyses MET combinées aux données de la littérature ont permis à Chomienne de
déterminer les mécanismes qui sont à l'origine de ce gradient de microstructure. Ainsi, les
grains nanométriques en surface sont dus à une recristallisation dynamique, qui provoque
la formation de nouveaux grains équiaxes de petite taille. La couche de transition présente
quant à elle des grains allongés sous-structurés provoqués par une restauration dynamique,
ainsi que des grains initiaux déformés. Le gradient de microstructure avec les di�érents
mécanismes sont représentés dans le schéma �gure I.35b.

a) b)

Figure I.35 � a) Cartographie EBSD montrant le gradient de microstructure dans une éprouvette Cas 2
Lot 7. b) Représentation schématique du gradient de microstructure [Chomienne, 2014].

Chomienne observe qu'à rugosité équivalente, les contraintes de compression améliorent
la limite en fatigue, sauf pour les deux conditions Cas 2 qui ont des limites en fatigue
similaires malgré des contraintes résiduelles de signes opposés (48 et� 168MPa). Chomienne
remarque aussi qu'il n'y a pas de tendance claire qui se dégage quant à l'in�uence de la
rugosité (le Cas 1 a une limite en fatigue plus élevée que le Cas 2 malgré une rugosité plus
forte) et ceci quel que soit le paramètre de rugosité considéré :Ra, Rt ou Rz.

La comparaison desK f expérimentaux avec ceux prédits par les modèles d'Arola et
de Murakami montre que ces modèles ne sont pas adaptés car ils surestiment leK f pour
presque toutes les conditions. Les seules conditions où leK f est correctement prédit sont
celles du Cas 2, qui sont celles où les contraintes résiduelles sont les plus proches de zéro. En
comparant les limites en fatigue aux pro�ls des contraintes résiduelles, Chomienne constate
que parmi les Cas 1 et 2, un pic en compression plus marqué correspond à une limite en
fatigue plus élevée (�gure I.34). Les contraintes résiduelles ont donc un e�et très important
sur la tenue en fatigue, et il faut considérer l'ensemble du pro�l de contrainte, et non pas
seulement la valeur en surface.

Pour prendre en compte l'in�uence des contraintes résiduelles, Chomienne utilise le cri-
tère proposé par [Lu, 2016] qui permet de les intégrer dans une relation linéaire de type
Goodman :

� a = � D
R= � 1

�
1 �

� m + � CR

Rm

�
(I.40)
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Chomienne considère quatre valeurs de contraintes résiduelles :
� Les contraintes résiduelles initiales (avant essai) en surface
� Les contraintes résiduelles en surface après relaxation (mesurées sur des éprouvettes

ayant survécu)
� Les contraintes résiduelles initiales moyennées sur une profondeur de 100µm
� Les contraintes résiduelles relaxées moyennées sur 100µm, estimées en supposant une

relaxation uniforme de tout le pro�l
Pour les Cas 3 et 4, leK f obtenu en prenant en compte les contraintes relaxées moyennées
est proche duK f obtenu avec le modèle d'Arola.

Chomienne conclut que la limite en fatigue peut être prédite en intégrant leK f d'Arola
à l'équation (I.40) :

� a =
� D

R= � 1

K f

�
1 �

� m + � CR

Rm

�
(I.41)

Il précise cependant que le modèle est limité par le fait qu'il ne considère que les contraintes
dans la direction de chargement, alors qu'en réalité elles sont multiaxiales.

Les travaux de Chomienne montrent que l'écrouissage a�ecte fortement la surface (no-
tamment la microstructure), mais que les deux e�ets les plus in�uents en fatigue sont la rugo-
sité et les contraintes résiduelles. Cependant, il n'est pas su�sant de regarder les contraintes
résiduelles uniquement en surface : il faut considérer leur pro�l en profondeur, leur relaxation
au cours de l'essai ainsi que prendre en compte leur aspect multiaxial.

Les modèles utilisés par Chomienne n'ont été validés que pour un chargement uniaxial.
La question se pose donc pour l'in�uence de l'écrouissage dans un cas multiaxial, et comment
la modéliser.

4 Synthèse

Les études présentées dans ce chapitre montrent que les procédés de forgeage a froid, à
chaud et le grenaillage ont des e�ets importants sur le comportement en fatigue. Chacun de
ces procédés a�ecte le composant de di�érentes façons et il est possible d'extraire les aspects
les plus in�uents.

� Forgeage à froid : les deux paramètres les plus in�uents sont la prédéformation et les
contraintes résiduelles introduites lors de la mise en forme. L'e�et de la prédéformation
en fatigue dépend du type de prédéformation et de son intensité mais de façon générale,
un écrouissage plus important améliore la tenue en fatigue. L'intensité et le signe
des contraintes résiduelles dépend de la réduction de section, et celles-ci sont donc
potentiellement néfastes si elles sont en traction.

� Forgeage à chaud : l'oxydation qui se produit lors de la mise en forme à chaud peut
provoquer une décarburation de la surface, ce qui réduit sa dureté et a�ecte la tenue
en fatigue du composant.

� Grenaillage : les deux aspects les plus importants sont la rugosité et les contraintes
résiduelles. Généralement, le grenaillage introduit de fortes contraintes résiduelles
de compression, qui sont béné�ques en fatigue. Contrairement au forgeage à froid,
l'écrouissage semble avoir une in�uence réduite en grenaillage. Le grenaillage produit
une rugosité plus élevée qu'en forgeage à froid mais aussi introduit potentiellement
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de l'endommagement en surface, sous la forme de défauts tels que des replis et des
�ssures. Ces deux e�ets sont souvent très nocifs en fatigue.

La suite de cette étude porte sur la caractérisation approfondie des deux composants
étudiés :

� Caractéristiques monotones
� Intégrité de surface (rugosité, défauts, etc.)
� Contraintes résiduelles
� Écrouissage
� Dureté

Des essais de fatigue seront ensuite réalisés pour quanti�er l'in�uence des ces aspects sur le
comportement en fatigue. Les caractérisations et les essais de fatigue serviront à déterminer
comment les procédés a�ectent le comportement en fatigue et quels paramètres sont les plus
in�uents.

L'ensemble de ces résultats serviront en�n à établir une modélisation du comportement
en fatigue qui tient compte de l'in�uence des procédés.
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L'étude bibliographique a permis d'identi�er les paramètres des procédés les plus in-
�uents en fatigue. Pour le forgeage à froid, la prédéformation et les contraintes résiduelles
sont les deux aspects les plus importants. Pour le forgeage à chaud, la décarburation peut
avoir une in�uence, et le grenaillage que subissent les bielles modi�e l'intégrité de surface.
Le grenaillage introduit de l'écrouissage et des contraintes résiduelles, et modi�e l'intégrité
de surface en générant des défauts de surface tel que des replis et des �ssures.

Ces e�ets ainsi que leur in�uence en fatigue doivent être quanti�és avant de pourvoir les
modéliser.

Ce chapitre présente les deux composants étudiés et détaille les moyens utilisés pour
caractériser les éprouvettes, ainsi que les choix réalisés pour que les essais de fatigue soient
les plus pertinents possibles.

Les analyses sont choisies en se basant sur les aspects les plus importants en fatigue déga-
gés dans l'étude bibliographique. De ce fait, les éprouvettes des deux procédés ne subissent
donc pas strictement les mêmes analyses. Des choix di�érents sont donc aussi e�ectués pour
les essais de fatigue.

Les résultats des caractérisations et des essais de fatigue sont détaillés dans le chapitre III.

1 Forgeage à froid

Le pivot de direction présenté en �gure II.1 est un exemple de pièce qu'il est possible
d'obtenir par extrusion à froid. Seules les zones fonctionnelles du composant sont usinées
(�letage, rotule. . . ), le reste de sa surface est laissée brut de forge. Le composant présente
plusieurs réductions de sections consécutives. Ces réductions de section témoignent des dif-
férents niveaux de prédéformation introduits lors de la mise en forme. Les caractéristiques
mécaniques et la tenue en fatigue dépendent de cette prédéformation, et donc de la réduction
de section (aussi appelé taux de corroyage).

Figure II.1 � Exemple d'un composant industriel forgé à froid montrant de multiples réductions de sections
successives. Crédit photo : Société Gévelot.

En fatigue à grand nombre de cycles, l'état de surface a une grande in�uence sur la
tenue en fatigue. Lors de l'extrusion, le frottement de la matière sur la matrice a�ecte l'état
de surface du composant. Pour caractériser l'in�uence du procédé sur le comportement en
fatigue, l'étude porte donc à la fois sur l'impact de la prédéformation, et l'e�et de la peau
de forge.

Pour réaliser l'étude, des éprouvettes représentatives des composants forgés par extrusion
à froid ont été spécialement conçues et fabriquées en collaboration avec la société Gévelot.
Leur géométrie est basée sur celle de composants industriels forgés à froid (�gure II.1). Les
éprouvettes sont issues de l'extrusion à froid d'un barreau d'acier 27MnCr5, donnant lieu à
une réduction de la section après forgeage. Le rapport de la section initiale sur la section
�nale est appelé taux de corroyage.
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Pour étudier l'in�uence de cette prédéformation, deux taux de corroyage ont été choisis,
représentant les deux extrêmes appliqués en forge à froid au sein de la société Gévelot. Un
taux de corroyage minimum est nécessaire pour obtenir une rugosité acceptable car à trop
faible réduction de section, l'état de surface n'est pas su�samment bon. Inversement, à
forte réduction de section, de l'endommagement peut apparaître dans le composant, comme
des déchirures produites par un frottement trop important au contact avec la matrice. Les
réductions de section limites sont respectivement 18% (minimum) et 75% (maximum), ce
qui correspond à des taux de corroyage de 1.11 et de 2.02, respectivement.

Les deux lots sont extrudés à partir de barres avec des diamètres initiaux di�érents
(15 et 27.4 mm) pour donner des éprouvettes avec le même diamètre �nal de 13.55 mm
(�gure II.2). Les deux lots forgés seront désignés par leur réduction de section : 18% et 75%
de réduction de section. La géométrie des éprouvettes forgées est donnée en �gure II.3.
L'étude porte sur les éprouvettes extrudées ainsi que le matériau initial, appelé "avant
extrusion".

75% 18%

Figure II.2 � Lopin initial et l'éprouvette forgée, pour les deux lots. Les têtes des éprouvettes n'ont pas
encore été usinées. Crédit photo : Société Gévelot.

Figure II.3 � Géométrie des éprouvettes forgées à froid (unités en mm). Pour les deux lots, la tête reste
non extrudée, mais elle est usinée au diamètre 15 mm pour le lot 75% de réduction de section.

1.1 Matériau

Les éprouvettes sont forgées à partir de barres d'acier ferrito-perlitique 27MnCr5. La
composition chimique du 27MnCr5 est donnée dans le tableau II.1. Le matériau est re-
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cuit avant extrusion pour améliorer sa ductilité, comme il est habituel en forgeage à froid
industriel.

Element C Mn Cr Si S Ni Cu

Min 0.240 1.100 1.000 0.0200

Valeur 0.266 1.193 1.080 0.234 0.0313 0.106 0.109

Max 0.270 1.400 1.120 0.300 0.0330 0.250 0.250

Tableau II.1 � Composition chimique de l'acier 27MnCr5, en pourcentage massique.

L'extrusion à froid modi�e également l'état de surface, notamment la rugosité du compo-
sant. Avant extrusion, la surface est préparée pour minimiser les frottements lors de l'extru-
sion. Le lubri�ant utilisé est un savon métallique, dont l'utilisation requiert une préparation
particulière de la surface :

� Phosphatation : la surface subit d'abord un traitement de germination d'une multitude
de cristaux de phosphate en surface, par dépôt de phosphate insoluble de zinc (ou de
manganèse)

� Savonnage : les pièces phosphatées sont immergées dans des savons de sodium ou
de potassium qui réagissent super�ciellement avec la couche de phosphate pour se
transformer en savon de zinc (ou de manganèse).

Pour quanti�er les e�ets du forgeage sur les propriétés mécaniques monotones, des essais
de traction monotone sont e�ectués sur le matériau, avant et après extrusion. Les éprouvettes
de traction sont usinées dans les éprouvettes forgées, leur géométrie est donnée en �gure II.4.
Pour le matériau avant forgeage, les éprouvettes sont prélevées en c÷ur de barre.

Figure II.4 � Eprouvettes de traction usinées dans les éprouvettes forgées à froid (unités en mm).

1.2 Simulation numérique du procédé d'extrusion à froid

Pour analyser l'in�uence du forgeage à froid sur le matériau, le procédé d'extrusion est
simulé numériquement.

La simulation de l'extrusion est e�ectuée avec le logiciel de simulation numérique par
éléments �nis Forge2011® . Le premier objectif de cette étude numérique est d'estimer nu-
mériquement le type, le niveau et l'hétérogénéité de la déformation plastique introduite dans
les éprouvettes durant l'extrusion. Le deuxième objectif est de montrer qu'il est possible de
prédire certaines propriétés du matériau après forgeage grâce à la simulation, comme par
exemple la dureté. Ces prédictions pourraient ensuite être utilisées lors du dimensionnement
en fatigue de composants.

La simulation est faite en utilisant une con�guration 2D axisymétrique. Une représen-
tation 3D de la simulation du procédé est donnée en �gure II.5a. La taille d'éléments est
0.5 mm à c÷ur et 0.25 mm en surface (�gure II.5b).
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a) b)

Figure II.5 � a) Représentation 3D de la simulation 2D axisymétrique du procédé d'extrusion à froid. b)
Maillage dans la zone avec la déformation la plus grande.

Un comportement élasto-visco-thermo-plastique est appliqué à l'éprouvette. En dehors
du domaine élastique, la loi visco-thermo-plastique de Hansel & Spittel est utilisée, cette loi
s'écrit :

� = Aem1T "p
m2 em4="p _"p

m3 (II.1)

où les coe�cients m1 (sensibilité à la température) etm3 (sensibilité à la vitesse de défor-
mation) sont �xés à des valeurs classiques pour les aciers. Les coe�cientsA, m2 (paramètre
d'écrouissage) etm4 (forme de l'écrouissage) sont déterminés expérimentalement avec des
essais de compression à vitesse lente. Le tableau II.2 liste les valeurs de chaque coe�cient
de la loi de comportement.

Coe�cient A (MPa) m1 m2 m3 m4

Valeur 1010 � 0:0009 0.138 0.00988 � 0:005

Tableau II.2 � Coe�cients pour la loi Hansel & Spittel du matériau 27MnCr5 utilisée dans les simulations
d'extrusion à froid.

L'outillage est considéré comme parfaitement rigide, la vitesse de déplacement du poin-
çon est de 20 mm.s� 1. Le frottement à chaque interface est modélisé par une loi de Coulomb
limitée Tresca, avec les paramètres� = 0:03 et m = 0:07. Ces valeurs sont classiques pour le
savonnage au phosphate de zinc utilisé dans le forgeage à froid des aciers [Gariety et al., 2007].
Plus d'informations concernant la simulation, la formulation des mini-éléments, les algo-
rithmes de contact et de résolution, et le remailleur peuvent être trouvées dans l'article de
Bouchard [Bouchard et al., 2008].

Les résultats des simulations sont donnés en �gure II.6. La simulation prédit correctement
la géométrie des éprouvettes, en particulier la partie bombée en bout d'éprouvette pour le
lot 75% de réduction de section (�gure II.7).

La déformation plastique équivalente de von Mises est assez homogène pour les deux
lots, allant de 0.2 à 0.4 pour 18% de réduction de section et de 1.4 à 1.7 pour 75%. Pour les
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18% 75% 18% 75%

Déformation équivalente Dureté HV

Figure II.6 � Simulations EF du procédé d'extrusion, montrant en coupe la déformation plastique équiva-
lente et la dureté. Les parties supérieures des éprouvettes ne sont pas extrudées, montrant les deux di�érentes
réductions de section.

deux éprouvettes, la déformation plastique est plus faible à c÷ur et plus élevée en surface.
Le tenseur des déformations plastiques principales au centre des éprouvettes est :

18% de réduction de section :"p =

0

B
@

0:204 0 0

0 � 0:100 0

0 0 � 0:104

1

C
A

75% de réduction de section :"p =

0

B
@

1:40 0 0

0 � 0:69 0

0 0 � 0:71

1

C
A

L'orientation de la première déformation plastique principale est confondue avec l'axe lon-
gitudinal des éprouvettes (la direction d'extrusion).

La déformation plastique est homogène et axisymétrique, et les résultats de simulation
sont bien en accord avec les observations de la microstructure réalisées sur les éprouvettes
(présentées dans le chapitre III).

Pour prédire la dureté �nale des éprouvettes, le logiciel Forge2011® utilise une loi empi-
rique reliant dureté Vickers à la contrainte équivalente de von Mises : HV =

� VMeq

3
. Cette loi

est basée sur les travaux réalisés par [Tabor, 1956] qui montrent un lien entre la contrainte
d'écoulement et la dureté, et est reprise dans de nombreux articles [Tekkaya & Lange, 2000,
Sonmez & Demir, 2007, Busby et al., 2005]. Pendant la simulation, la déformation plastique
donne lieu à l'écrouissage du matériau, ce qui change sa contrainte d'écoulement. Comme
approximation de la contrainte d'écoulement, le logiciel prend le maximum de la contrainte
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Figure II.7 � Comparaison de la géométrie en bout, réelle et simulée, pour une éprouvette extrudée du lot
75% de réduction de section.

équivalente de von Mises qui est utilisé à chaque pas de temps pour calculer la dureté locale,
et met à jour la valeur si la dureté a augmenté par rapport au pas de temps précédent.

La valeur de dureté initiale est de 164 HV , mesurée expérimentalement avec un micro-
duromètre. Les simulations donnent pour l'éprouvette à 18% de réduction de section un
gradient allant de 250 HV à c÷ur à 275 HV en surface. Pour l'éprouvette à 75% de réduc-
tion, la dureté est très homogène, à 300 HV . La dureté simulée ne présente pas le même
gradient que la déformation car le calcul de la dureté est basé sur la contrainte d'écoule-
ment. A faible déformation plastique, une faible variation de la déformation provoquera une
grande variation de la contrainte d'écoulement et donc de la dureté. Inversement, à forte
déformation, la contrainte d'écoulement dépend beaucoup moins de la déformation plas-
tique. La comparaison des valeurs de dureté expérimentales et prédites est discutée dans le
chapitre IV.

Pour obtenir une prédiction plus précise de la dureté, certains auteurs proposent d'uti-
liser des courbes d'écrouissage de référence dans la simulation. Ces courbes sont obtenues
en analysant un essai de compression sur un cylindre [Petru²ka & Janí£ek, 2003]. Dans le
cas du forgeage à froid, certains auteurs [Tekkaya & Lange, 2000, Sonmez & Demir, 2007,
Petru²ka & Janí£ek, 2003] montrent qu'il est possible avec cette méthode de prédire avec
une bonne précision la dureté d'un composant après forgeage en se basant sur l'intensité de
la déformation plastique et non sur la limite d'écoulement.

1.3 Essais de fatigue

Pour quanti�er en détail l'in�uence du procédé sur le comportement en fatigue, il est
nécessaire de comparer les di�érents lots entre eux, mais aussi de comparer le comportement
en surface et à c÷ur pour un même lot.

Les essais de fatigue sont réalisés sur les éprouvettes forgées par la société Gévelot, mais
il n'est pas possible d'e�ectuer les essais directement sur les éprouvettes sans les usiner. En
e�et, la prise de mors génère une concentration de contrainte, et donc avec une géométrie
cylindrique à section uniforme, l'amorçage serait très souvent localisé au niveau des mors,
invalidant les essais. Il est donc nécessaire d'avoir une réduction de section au milieu de
l'éprouvette, ce qui implique un usinage, et donc de retirer la peau de forge. Le choix de la
géométrie et du chargement des éprouvettes n'est donc pas simple, notamment lorsque l'on
cherche à caractériser la peau de forge.

Pour étudier le comportement à c÷ur, le choix est fait de réaliser des essais de fatigue
en traction-compression et en torsion, avec un rapport de chargeR = � 1. En traction, le
chargement est imposé dans la direction de l'extrusion, et donc dans la direction de l'orien-
tation de la microstructure. Le chargement en torsion génère quant à lui du cisaillement qui
sera orienté di�éremment par rapport à la microstructure. Les essais en torsion permettent
donc d'analyser les mécanismes d'endommagement en fatigue sous un type de chargement
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di�érent par rapport à la traction. De plus, de nombreux composants forgées à froid sont
sollicités en torsion, comme par exemple des axes de transmission. Les éprouvettes de fatigue
en traction et en torsion comportent une réduction de diamètre centrale où la peau de forge
a été enlevée (�gure II.8). Ces éprouvettes sont polies pour éviter tout e�et de la surface.

Eprouvette brut de forge

Eprouvette de fatigue
traction R = � 1

Eprouvette de fatigue
�exion R = 0:1

Eprouvette de fatigue
torsion R = � 1

Figure II.8 � Géométries des éprouvettes de fatigue (unités en mm). Toutes les éprouvettes sont usinées
dans des éprouvettes extrudées brut de forge, excepté pour le lot avant extrusion.

Pour caractériser l'in�uence de la peau de forge, il n'est pas envisageable d'e�ectuer
des essais de fatigue en traction car ceux-ci nécessitent d'usiner la surface des éprouvettes.
Des essais de �exion plane sont donc e�ectués : une encoche est usinée dans les éprouvettes
extrudées, de façon à localiser les contraintes en surface, dans la peau de forge. La géométrie
de cette éprouvette est donnée en �gure II.8. Pour éviter un amorçage de la �ssure dans
l'encoche, les essais sont réalisés avec un rapport de chargeR = 0:1. Ces essais de �exion ne
sont e�ectués que sur les deux lots forgés car le lot avant extrusion ne présente pas de peau
de forge. La �gure II.9 montre quelques-unes des éprouvettes de fatigue.

Les essais de fatigue sont réalisés en utilisant la méthode Staircase [Dixon & Mood, 1948].
Cette méthode est réalisée à2:106 cycles sur 10 éprouvettes en traction, 15 en �exion et 9
en torsion. La méthode Staircase utilise plusieurs éprouvettes pour déterminer la moyenne
et l'écart-type de limite en fatigue du lot. La première éprouvette est chargée à un niveau de
contrainte proche de la limite attendue. Si l'éprouvette survit les2:106 cycles, la contrainte
est augmentée pour l'éprouvette suivante. Si l'éprouvette est rompue, la contrainte est di-
minuée. La valeur de palier utilisée pour augmenter ou diminuer la contrainte est décidée
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18%

75%

Traction R = � 1

Flexion R = 0:1

Torsion R = � 1

Figure II.9 � Eprouvettes extrudées brut de forge ainsi que des éprouvettes de fatigue.

au début de l'essai (par exemple 10 MPa). Une fois qu'un nombre su�sant d'éprouvettes
a été cyclé, un traitement statistique permet de calculer la limite en fatigue moyenne ainsi
que l'écart-type associé.

Les essais de traction sont réalisés sur un vibrophore RUMUL Testronic (�gure II.10). Le
chargement se fait en mettant en résonance une masse reliée à l'éprouvette. La fréquence de
sollicitation n'est donc pas pilotée mais est dictée par la fréquence de résonance du système
masse + éprouvette. Une cellule de force permet de piloter l'essai en contrainte.

RUMUL Testronic RUMUL Cracktronic

Traction Flexion et Torsion

Figure II.10 � Machines de fatigue RUMUL utilisées pour la campagne expérimentale. Les deux machines
sont des vibrophores.

La fréquence de sollicitation pour les éprouvettes de traction est de 85 Hz environ. Une
éprouvette est considérée comme rompue lorsqu'une �ssure s'amorce. L'apparition d'une
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�ssure dans l'éprouvette fait chuter la fréquence de résonance, car la rigidité de l'éprouvette
diminue. Les essais sont arrêtés quand la fréquence a chuté de 1 Hz, ce qui correspond à
l'apparition d'une �ssure macroscopique de plusieurs millimètres, visible à l'÷il nu.

La forte fréquence de sollicitation fait qu'un phénomène d'auto-échau�ement est observé
dans les éprouvettes. Un refroidissement à l'air comprimé est donc utilisé pour refroidir les
éprouvettes lors des essais de fatigue. Un thermocouple placé à la surface de la zone utile
des éprouvettes permet de mesurer l'augmentation de température. Pour les éprouvettes non
rompues, l'auto-échau�ement ne dépasse pas 40°C pour le lot 75% de réduction de section,
et 20°C pour les deux autres lots. L'auto-échau�ement maximal enregistré est de 77°C, pour
une éprouvette avant extrusion rompue au bout de 173 000 cycles. Le refroidissement permet
donc de maintenir l'augmentation de température à un niveau faible.

Les essais de �exion et de torsion sont conduits sur un second vibrophore, une RU-
MUL Cracktronic (�gure II.10), qui possède deux montages permettant de réaliser des essais
de �exion plane ou de torsion. Aucun auto-échau�ement n'est observé pour ces deux types
d'essai, ce qui vient du fait que ces deux chargements ne sollicitent pas uniformément la
section des éprouvettes, contrairement à la traction.

La fréquence pour les essais de �exion est de 80 Hz. Les éprouvettes sont considérées
comme rompues lorsque la fréquence a chuté de 0.7 Hz. Pour les essais de torsion, la fréquence
est de 88 Hz. La présence de �ssures en torsion n'est pas aisément détectable avec la chute
de fréquence. Les éprouvettes sont donc observées au microscope optique après chaque palier
pour détecter les éventuelles �ssures. Si une �ssure est détectée, l'éprouvette est considérée
comme rompue.

Seulement 3 éprouvettes du lot 18% de réduction de section étaient disponibles pour
les essais de torsion. Au lieu d'un essai de Staircase pour ce lot, les essais sont conduits en
utilisant la méthode "step" (également appelée "Locati") proposée par Maxwell & Nicho-
las [Maxwell & Nicholas, 1999]. Chaque éprouvette est sollicitée avec une série de paliers
de 2:106 cycles à chargement constant. Le niveau de contrainte du premier palier est choisi
de façon à être légèrement inférieur à la limite en fatigue attendue. Si l'éprouvette n'est
pas rompue à2:106 cycles, le niveau de contrainte est augmenté pour le palier suivant. Les
paliers sont ainsi enchaînés jusqu'à ce que l'éprouvette rompe en moins de2:106 cycles. La
rupture de l'éprouvette est dé�nie par la détection au microscope optique d'une �ssure à la
surface. La limite en fatigue de l'éprouvette est supposée égale au niveau de contrainte du
dernier palier. La moyenne des valeurs des trois éprouvettes détermine la limite en fatigue
pour le lot.
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2 Forgeage à chaud

Le composant étudié pour le forgeage à chaud est la bielle K9 en acier C70 (�gure II.11),
forgée par Atelier des Janves et utilisée dans certains moteurs Renault. Les étapes de la
production industrielle des bielles sont les suivantes :

� Découpe des lopins dans une barre d'acier
� Chau�age de lopins par induction
� Laminage transversal du lopin pour obtenir la préforme
� Forgeage des bielles en 3 passes
� Ebavurage et dénoyautage (à chaud)
� Calibrage (à chaud)
� Refroidissement contrôlé à l'air sur un convoyeur à bande
� Shot-blasting
� Contrôle qualité

Figure II.11 � Plan simpli�é de la bielle K9. Source : Renault.

A l'issue de la production, les bielles peuvent présenter di�érents types de défauts. Les dif-
férents types de défaut sont tous répertoriés par Atelier des Janves dans une "défauthèque"
qui constitue les conditions de mise au rebut lors des opérations de contrôle e�ectuées sur
les composants. Ces défauts ont di�érentes causes possibles :

� Chocs sur la pièce (à chaud ou à froid)
� Calamine qui reste incrustée sur la matrice et marque la pièce
� Mauvaises cotes à cause de l'usure des matrices
� Stries d'ébavurage produites par l'usure ou le mauvais réglage de la découpe
� Repli dans la pièce provoqué par une mauvaise découpe du lopin
� Pièce tordue à cause d'une chute au sol ou bien coincée dans la grenailleuse ou sur un

convoyeur
La �gure II.12 montre des exemples de défauts sur des bielles, issus de la défauthèque
d'Atelier des Janves.
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a) Choc b) Calamine c) Stries d'ébavurage

d) Repli e) Pièce tordue

Figure II.12 � Exemple de défauts observés sur les bielles, crédit photos : Atelier des Janves.

2.1 Matériau

La composition de l'acier C70 est donnée dans le tableau II.3. L'analyse de la composition
chimique a été faite sur le témoin de coulée du lot matière des bielles utilisées dans cette
étude. La microstructure est 100% perlitique, avec la perlite composée de 90% de ferrite et
de 10% de cémentite [Yahiaoui, 2013].

Element C Si Mn S P Ni Cr Mo

Min 0.690 0.150 0.530 0.0600 0.100

Valeur 0.707 0.170 0.569 0.0660 0.015 0.051 0.177 0.024

Max 0.730 0.250 0.600 0.0700 0.030 0.180 0.200 0.050

Element Cu Al Sn V Te Se N2

Min 0.030 0.01200

Valeur 0.086 0.000 0.008 0.034 0.0030 0.0000 0.01420

Max 0.250 0.010 0.025 0.040 0.0030 0.0050 0.00170

Tableau II.3 � Composition chimique de l'acier C70, en pourcentage massique.

2.2 Présentation des di�érents grenaillages (shot-blasting et shot-
peening)

Industriellement, le shot-blasting sert à nettoyer les bielles de leur calamine. Comme
montré dans le chapitre I, ce procédé peut avoir un impact non négligeable sur l'intégrité
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de surface, et doit donc être pris en compte dans l'étude.
Le shot-blasting s'apparente au grenaillage de précontrainte (shot-peening) car les deux

procédés consistent à projeter sur les pièces un jet de billes à grande vitesse pour en modi�er
l'état de surface.

En shot-peening (�gure II.13a), les paramètres du procédé sont choisis et contrôlés soi-
gneusement :

� type, taille et usure des billes ;
� position et angle de la buse par rapport à la pièce ;
� durée et intensité du grenaillage ;
� taux de recouvrement.

Les pièces sont grenaillées individuellement et la répétabilité des paramètres est véri�ée avec
des éprouvettes Almen normalisées. Le procédé de shot-peening permet ainsi d'introduire un
pro�l particulier de contraintes résiduelles en surface, et aussi de modi�er l'état de surface
de la pièce pour obtenir une rugosité spéci�que.

Le shot-blasting consiste à placer un grand nombre de pièces dans un tonneau rotatif
et à projeter un jet de billes dans le tonneau (�gure II.13b). Les pièces sont brassées par le
tonneau et reçoivent donc le jet de bille de façon aléatoire. Les principaux paramètres sont
le type et la taille des billes, l'intensité du jet et la durée. La durée est le temps nécessaire
pour que toutes les pièces soient intégralement nettoyées de leur calamine.

a) Shot-peening b) Shot-blasting

Figure II.13 � (a) Photos illustrant le procédé de shot-peening, crédit photos : Metal Improvement Com-
pany. (b) Schématisation du procédé de shot-blasting.

L'étude portant sur l'in�uence de l'intégrité de surface en fatigue, des bielles ont été
prélevées dans la production industrielle d'Atelier des Janves juste avant et juste après le
shot-blasting.

Au total, 485 bielles ayant subi le shot-blasting et 688 bielles brut de forge ont été
prélevées consécutivement dans la production, ce qui représente environ 3h30 de production,
à raison d'une bielle toutes les 10 secondes. Ces bielles font toutes parties du même lot
matière. La �gure II.14 montre les bielles ayant subi le shot-blasting.

L'étude est conduite exclusivement sur la partie plate centrale dans l'âme des bielles.
Cette zone a l'avantage d'être rectangulaire et de section constante, ce qui permet d'en

67



CHAPITRE II. MATÉRIAUX ET CONDITIONS EXPÉRIMENTALES

Figure II.14 � Bielles ayant subi le shot-blasting.

extraire facilement des éprouvettes. La surface plane facilite également l'analyse des e�ets
du procédé sur l'intégrité de surface.

Pour réaliser les essais mécaniques, les éprouvettes sont prélevées dans l'âme des bielles
par électroérosion à �l. Les têtes des éprouvettes sont fraisées et recti�ées de façon à laisser
la peau de forge dans la zone utile (�gure II.15). Les éprouvettes ainsi obtenues servent pour
les essais de fatigue ainsi que pour les essais de traction monotone. A�n de caractériser la
surface de la pièce et non la calamine, les éprouvettes brut de forge sont nettoyées de leur
calamine par un brossage manuel, a�n d'éviter toute introduction de contraintes résiduelles.

a) b)

Figure II.15 � (a) Bielle avec éprouvette prélevée. (b) Géométrie des éprouvettes prélevées dans les bielles
(unités en mm).

Chacune des modi�cations de l'état de surface par le shot-blasting a potentiellement une
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grande in�uence en fatigue. Cependant, pour une étude en fatigue, il est avantageux d'avoir
un état de surface contrôlé et répétable. Des éprouvettes brut de forge ont donc été grenaillées
pas shot-peening par la société Metal Improvement Company (MIC). L'utilisation du shot-
peening permet de faire varier les paramètres de grenaillage et ainsi obtenir d'autres états de
surface, de façon à pouvoir découpler l'in�uence en fatigue des divers e�ets du grenaillage.

Deux jeux de paramètres de shot-peening sont choisis :
� Un shot-peening dont le résultat s'approche le plus possible de celui du shot-blasting.

La rugosité et le pro�l des contraintes résiduelles doivent être les plus proches possibles
de ceux obtenus en shot-blasting. Cet état de surface sert à valider l'utilisation du
shot-peening pour représenter le shot-blasting en fatigue.

� Un shot-peening avec un pro�l des contraintes résiduelles de profondeur moitié moindre.
Ce lot permet d'analyser l'in�uence de la profondeur des contraintes résiduelles en fa-
tigue. Il présente aussi une rugosité plus faible que celle des autres lots grenaillés.

Le grenaillage est e�ectué sur les éprouvettes prélevées dans les bielles, ce qui permet
d'avoir un grenaillage sur toutes les faces de la zone utile des éprouvettes.

Les quatre lots d'éprouvettes étudiés sont donc :
� Sans grenaillage : l'état de surface brut de forge. La calamine est nettoyée avec un

brossage manuel.
� Shot-blasting : l'état de surface obtenu industriellement. Les billes utilisées par Ate-

lier des Janves pour le shot-blasting ont un diamètre de 1 mm lorsqu'elles sont neuves.
� Shot-peening bille ? 800 µm : grenaillage avec des billes d'acier de? 800 µm de

diamètre et une intensité Almen F30�60 A (0.76�1.52 mm A) avec 200% de taux de
recouvrement. Ce shot-peening reproduit le mieux possible la rugosité et le pro�l des
contraintes résiduelles obtenu en shot-blasting.

� Shot-peening bille ? 400 µm : grenaillage avec des billes d'acier de? 400µm et une
intensité Almen F20�30 A (0.51�0.76 mm A) avec 200% de taux de recouvrement. Ce
shot-peening donne un état de surface avec une rugosité meilleure que celle des autres
lots grenaillés, et des contraintes résiduelles de profondeur plus faible, tout en ayant
le même maximum.

L'analyse des surfaces de ces quatre lots sert à caractériser l'in�uence des di�érents gre-
naillages.

Les billes utilisées pour le grenaillage s'usent et peuvent se casser lors des impacts, ce
qui fait que leurs tailles et leurs formes peuvent évoluer. En shot-peening, les billes sont
contrôlées régulièrement pour s'assurer que leur taille n'a pas trop changé, ce qui n'est pas
le cas pour le shot-blasting.

Le prélèvement de billes en acier utilisées par Atelier des Janves pour le shot-blasting
permet d'en caractériser l'usure. La �gure II.16 compare les billes neuves aux billes à mi-
vie. Les billes neuves sont toutes rondes avec un diamètre proche du diamètre nominal de
1 mm. En revanche, les billes à mi-vie montrent des signes d'usure : la plupart ne sont
plus parfaitement rondes et beaucoup ont une taille bien inférieure à leur diamètre initial.
Parfois, le système de récupération des billes emporte aussi de la calamine qui est donc
projetée avec les billes. Dans la �gure II.16, des éclats de calamine peuvent être aperçus
parmi les billes à mi-vie.

La �gure II.17 montre les distributions des diamètres pour les billes neuves et à mi-vie,
avec les distributions de Weibull correspondantes. Le diamètre est obtenu en mesurant l'aire
projetée des billes et en calculant le diamètre du disque d'aire équivalente. Les distributions
montrent que les billes neuves ont bien un diamètre moyen égal à 1 mm, avec une faible
dispersion. Certaines billes neuves sont plus grandes que 1 mm car parfois deux billes sont
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Billes neuves Billes à mi-vie

Figure II.16 � Billes d'acier utilisées pour le shot-blasting, neuves et à mi-vie.

fusionnées (�gure II.16). A mi-vie, les billes ont une taille moyenne de 0.46 mm, soit moitié
moins que les billes neuves, avec une dispersion plus grande. Les billes les plus petites ont
un diamètre de 0.28 mm.

Figure II.17 � Distribution des diamètres des billes utilisées pour le shot-blasting, neuves et à mi-vie.

Les billes n'a�ectent pas la surface de la même façon en fonction de leurs tailles et de
leurs formes. La surface obtenue par shot-blasting est donc une combinaison d'impacts très
variés.

2.3 Etat de surface

L'âme des bielles est nominalement plate, cependant des défauts surfaciques macro-
scopiques sont parfois visibles. Dans le cas d'une application industrielle, les bielles sont
contrôlées et celles non conformes sont mises au rebut. Spécialement pour notre étude, les
bielles fournies par Atelier des Janves n'ont pas subi de tri préalable, a�n que les défauts
observés soient représentatifs des défauts générés par le procédé.

Pour caractériser les défauts, l'âme des bielles (partie plate centrale) du lot avec shot-
blasting est inspectée visuellement. Cette inspection est réalisée sur le lot shot-blasting car
les bielles sans grenaillage ont encore leur calamine, et il n'est pas envisageable de brosser
à la main l'ensemble de ces bielles. Les défauts observés sont tous causés par l'incrusta-
tion de calamine ou bien des chocs, si l'on se réfère à la défauthèque d'Atelier des Janves
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(�gure II.12).
Les 485 bielles shot-blasting peuvent être triées en trois groupes, en fonction de la forme

des défauts présents à la surface de l'âme :
� Sans défaut macroscopique (71% des bielles)
� Défauts larges et plats (14%)
� Défauts locaux de forme ronde (15%)

Un exemple pour chaque type de défaut est donné en �gure II.18. Les défauts larges et plats
se distinguent par leur grande taille (plusieurs millimètres) et leur fond plat. Les défauts de
forme ronde sont plus petits et ressemblent à une demi-sphère ou un demi-ellipsoïde. Les
défauts larges et plats se trouvent majoritairement près du pied des bielles.

Sans défaut (71%) Défauts larges et plats (14%) Défauts ronds (15%)

Figure II.18 � Di�érent types de défauts de surface dans l'âme des bielles du lot shot-blasting.

Ces défauts sont introduits lors du forgeage, lorsque de la calamine s'incruste sur la
matrice. Au moment de la frappe, la calamine, qui est plus dure que l'acier chaud, vient
marquer la pièce. Environ 30% des bielles présentent donc des défauts visibles à l'÷il dans
la surface de l'âme.

Pour valider cette population de défauts, une bielle a été prélevée aléatoirement chaque
jour dans la production d'Atelier des Janves pendant 8 semaines (56 bielles en tout). Ces
bielles n'ont pas été utilisées pour les essais de fatigue mais l'observation de l'âme montre que
ces bielles présentent des défauts qui sont de même type que ceux observés sur les 485 bielles.
Parmi ces 56 bielles, 89% ne présentent pas de défauts, 7% présentent des défauts plats et 4%
présentent des défauts ronds. Ceci con�rme que les défauts observés à la surface de l'âme
des bielles sont bien représentatifs de la production industrielle. Il n'est pas surprenant que
les deux distributions de défauts soient di�érentes car le nombre d'échantillons et la façon
de prélever les bielles di�èrent.

2.4 Essais de fatigue

2.4.1 Etats de surface étudiés

La surface des bielles obtenues industriellement est le résultat de deux opérations succes-
sives : le forgeage qui génère la peau de forge et le shot blasting utilisé pour le nettoyage de
la calamine. Il est donc nécessaire de pouvoir découpler l'in�uence en fatigue des deux pro-
cédés (forgeage et shot-blasting). Des essais de fatigue sont donc réalisés sur des éprouvettes
sans grenaillage, et des éprouvettes ayant subi le shot-blasting.

De façon à quanti�er la tenue en fatigue du matériau sans l'in�uence de la peau de
forge, des éprouvettes dont la surface est recti�ée et ensuite polie sont préparées. Ces éprou-
vettes servent à établir une référence en fatigue (surface idéale sans défaut ni écrouissage).
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En�n, pour étudier l'in�uence du shot-peening indépendamment de la peau de forge, des
éprouvettes sont recti�ées avant de subir un shot-peening.

Les di�érents états de surface utilisés pour les essais de fatigue sont les suivants :
� Sans grenaillage : la surface brut de forge qui n'a subi aucun grenaillage. La calamine

est nettoyée par brossage manuel.
� Shot-blasting : la surface obtenue industriellement par shot-blasting des bielles for-

gées.
� Shot-peening bille ? 800 µm : shot-peening sur la surface brut de forge pour re-

produire l'état de surface obtenu avec le shot-blasting.
� Shot-peening bille ? 400 µm : shot-peening avec un bille plus petite pour obtenir un

état de surface avec une meilleure rugosité, et des contraintes résiduelles de profondeur
plus faible.

� Poli : la surface est recti�ée puis polie de façon à éliminer toute in�uence de la surface.
Ce lot sert de référence en fatigue.

� Recti�cation & shot-peening : les éprouvettes sont recti�ées pour éliminer la peau
de forge et subissent ensuite le shot-peening bille? 400 µm. Ce lot permet d'établir
l'in�uence en fatigue du shot-peening seul.

Les essais de fatigue sont réalisés sur les éprouvettes découpées dans les bielles, car celle-
ci permettent d'isoler l'âme de la bielle, qui présente une surface plate. L'étude des défauts
de surface est restreinte à la zone utile des éprouvettes de fatigue, le reste de la surface
des éprouvettes n'est pas étudié. Les gros défauts de forgeage qui apparaissent au pied des
bielles ne se retrouvent pas dans la section utile et ne seront donc pas pris en compte dans
cette étude.

Le grenaillage introduit des contraintes résiduelles mais génère également un gradient
d'écrouissage et de dureté en surface. Pouvoir éliminer les contraintes résiduelles permet
de découpler leur in�uence de celle des autres e�ets du grenaillage. Il n'est pas possible
d'e�ectuer un traitement thermique pour relaxer les contraintes résiduelles car la micro-
structure et l'écrouissage seraient aussi a�ectés. Certaines éprouvettes grenaillées sont donc
détensionnées avant les essais de fatigue en appliquant une faible déformation en trac-
tion. Une déformation de 1% est appliquée à des éprouvettes des lots shot-blasting, shot-
peening bille? 800µm et recti�cation & shot-peening. Ceci permet de relaxer les contraintes
résiduelles, mais uniquement dans la direction longitudinale, qui est la direction de sollici-
tation en fatigue. Les contraintes résiduelles sont contrôlées après détensionnement pour
valider leur relaxation.

2.4.2 Préparation des éprouvettes

Les éprouvettes sont usinées de façon à ce que la section utile ait la peau de forge en
surface. Les têtes sont donc légèrement plus épaisses que la section utile (6.2 mm au lieu
de 5.8 mm). Les côtés de la zone utile issus de la découpe au �l sont polis de façon à éviter
un amorçage en dehors de la surface sollicitée (�gure II.19). Avant le polissage des côtés,
les coins issus de la découpe sont cassés avec une lime pour éliminer les angles vifs. Pour
les lots shot-peening, l'éprouvette est ensuite entièrement grenaillée, y compris les têtes. La
société MIC, qui a e�ectué le shot-peening des éprouvettes, a fait particulièrement attention
à grenailler les coins de façon éviter un amorçage au coin. Pour les éprouvettes recti�ées, la
recti�cation est faite après usinage, sur toute la longueur des éprouvettes. Ces éprouvettes
ont donc une épaisseur constante de 5.2 mm sur toute leur longueur. La �gure II.20 présente
une éprouvette de chaque lot étudié dans ce travail et détaille la préparation de la zone utile
pour chacun de ces lots.
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a) b)

Figure II.19 � (a) Eprouvettes du lot shot-blasting et shot-peening bille ? 800 µm. (b) Schéma des éprou-
vettes détaillant le chargement en �exion et le polissage des côtés de la zone utile.

Sans grenaillage

Shot-blasting

Shot-peening

Recti�cation & polissage

Recti�cation & shot-peening

Figure II.20 � Eprouvettes issues des bielles avec des schémas détaillant la préparation de la surface des
éprouvettes pour chaque lot.

2.4.3 Choix du type de chargement pour les essais de fatigue

Parmi les nombreux types de chargement possibles en fatigue, deux sont particulièrement
adaptés à la géométrie des éprouvettes : la traction et la �exion plane. Dans un moteur
thermique, les bielles subissent un chargement de traction�compression dont le rapport de
charge n'est pas homogène dans toute la bielle. Les bords extérieurs de la tête et du pied
de la bielle ne sont sollicités qu'en traction, et subissent donc un rapport de chargeR � 0.
La zone étudiée, l'âme de la bielle, est soumise à un rapport de charge fortement négatif
(R = � 5). En e�et, les e�orts maximaux surviennent lorsque le piston descend, poussé par
la combustion, et c'est l'âme de la bielle qui transmet ces e�orts au vilebrequin. Cependant,
l'étude ne porte pas directement sur la bielle en tant que pièce mécanique, mais se focalise
sur l'état de surface produit en forgeage. Le chargement de �exion présente un avantage
par rapport à la traction : le chargement est maximal en surface ce qui permet de localiser
l'amorçage au niveau de la peau de forge plutôt que dans le reste de l'épaisseur. Pour la
même raison, cela évite aussi un amorçage dans les côtés usinés de la zone utile.

Des essais en fatigue sont donc réalisés avec les deux types de chargement : traction
R = � 1 et �exion R = � 1. Les essais en traction, conduits sur une machine hydraulique
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INSTRON 8802, sont rapidement abandonnés car l'amorçage se localise toujours dans les
coins de la section utile des éprouvettes. Les éprouvettes avec un amorçage dans un coin au
lieu de la zone de peau de forge ne donnent aucune information sur l'in�uence en fatigue
de la peau de forge. Sur les sept éprouvettes grenaillées testées en traction, une seule pos-
sède un amorçage dans la peau de forge et est donc exploitable. Il s'agit d'une éprouvette
détensionnée ayant subi la relaxation des contraintes résiduelles.

Les essais de �exion sont conduits sur une machine RUMUL Cracktronic (�gure II.10)
avec de bien meilleurs résultats. La majorité des éprouvettes subit un amorçage dans la
surface étudiée, même si quelques lots posent des di�cultés.

2.4.4 Choix de la méthode pour les essais de fatigue

Un Staircase à2:106 cycles est réalisé sur les éprouvettes du lot poli. De même, les
premières éprouvettes du lot sans grenaillage sont utilisées pour réaliser un Staircase à
2:106 cycles. Cependant, l'observation des faciès de rupture de ces éprouvettes montre que
l'amorçage dans la peau de forge est toujours localisé dans un défaut de forgeage. Dans ces
conditions, il n'est pas judicieux de réaliser un Staircase car l'hypothèse que les éprouvettes
sont toutes identiques n'est plus valide. Les défauts étant très variables d'une éprouvette
à l'autre il est beaucoup plus intéressant de connaître la limite en fatigue particulière de
chaque éprouvette. C'est pourquoi par la suite, des essais de type Locati sont conduits sur
toutes les éprouvettes avec peau de forge (c'est-à-dire tous les lots excepté les lots poli et
recti�cation & shot-peening). Les premières éprouvettes du lot sans grenaillage utilisées pour
le Staircase sont donc reprises pour réaliser des Locati. Les essais conduits sur les autres lots
avec peau de forge permettent de con�rmer que lorsque l'amorçage se fait dans la peau de
forge, celui-ci est toujours localisé dans un défaut de forgeage, même pour les éprouvettes
grenaillées.

Pour réaliser un essai de type Locati, chaque éprouvette est sollicitée avec une série de
paliers de106 cycles à chargement constant. Le niveau de contrainte du premier palier est
choisi de façon à être su�samment bas pour que l'éprouvette ne rompe pas au premier palier.
Si l'éprouvette n'est pas rompue après106 cycles, le niveau de contrainte est augmenté pour
le palier suivant. Les paliers sont ainsi enchaînés jusqu'à ce que l'éprouvette rompe en moins
de 106 cycles. Le choix de réaliser des paliers de106 cycles permet de réduire la durée des
essais car chaque éprouvette subit généralement plusieurs paliers.

Une fois l'éprouvette rompue, le nombre de cycles e�ectués et la contrainte à chaque
palier sont utilisés dans un calcul de cumul de dommage. Ce calcul permet de déterminer
la contrainte à laquelle l'éprouvette aurait cassé si elle n'avait e�ectué qu'un seul palier
de 106 cycles.

Le cumul d'endommagement est basé sur les principes de [Miner, 1945] : l'endomma-
gement total est la somme des endommagements produits à chaque palier. Pour chaque
palier i , l'éprouvette est soumises à un nombre de cyclesni avec une charge� i . L'endom-
magement au sein du matériau est représenté par la valeurd : au début de l'essaid = 0 et
il y a rupture de l'éprouvette lorsqued = 1. L'endommagement total est la somme :

d =
X

i

ni

N i
(II.2)

où N i est le nombre de cycles à la rupture sous le chargement� i du palier i .
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Les valeursN i ne sont pas connues mais peuvent être calculées avec la loi de [Basquin, 1910],
une loi empirique donnant le nombre de cycles en fonction de la contrainte :

N i =
�

C
� i

� m

(II.3)

où C et m sont les paramètres de la loi. L'endommagement totald peut ainsi être calculé
en fonction des paramètres de la loi de Basquin :

d =
X

i

ni

� � i

C

� m
(II.4)

L'hypothèse est faite que les courbes de Wöhler des éprouvettes ont toutes la même pente
(paramètre m) mais ont des niveaux de contrainte di�érents (paramètreC) à cause de la
diversité des défauts. Le paramètrem est donc supposé constant, mais la valeur deC doit
être calculée pour chaque éprouvette.

Pour une éprouvette rompue,d = 1 par dé�nition et les paliers de chargement sont
connus, il est donc possible de calculer la valeur deC pour cette éprouvette, notéeCep.
Une foisCep calculé, la loi de Basquin permet de déterminer la limite en fatigue de l'éprou-
vette � D

ep, à un nombre de cycleN donné :

� D
ep =

Cep

N 1=m
(II.5)

Grâce à cette méthode, il est possible de calculer la limite en fatigue de chaque éprouvette,
ce qui permet de les étudier individuellement, en reliant leur intégrité de surface à leur tenue
en fatigue.

Pour le calcul de la limite en fatigue des éprouvettes, un coe�cientm = 10 est choisi
car c'est une valeur typique pour un acier, et le nombre de cycles est �xé àN = 106 cycles.
Faire varier m et N permet de quanti�er l'in�uence de ces deux paramètres sur la valeur
de la limite en fatigue. Le tableau II.4 montre les calculs de limite en fatigue avec diverses
valeurs dem et N pour une éprouvette du lot sans grenaillage. L'écart relatif par rapport
à la référence (m = 10 et N = 106 cycles) est indiqué pour chaque valeur. L'écart entre les
deux valeurs extrêmes est de 21%. Ces résultats indiquent que modi�er la valeur dem d'un
facteur 4 et celle deN d'un facteur 2 n'a que peu d'in�uence sur la limite en fatigue calculée.

Paliers de chargement subis par l'éprouvette

Charge (MPa) 300 320 340 360

n cycles 106 106 106 320 300

� D
ep calculé par cumul d'endommagement (MPa)

Exposant m N = 106 cycles N = 2:106 cycles

5 415 (+12%) 361 (� 3%)

10 371 (ref.) 346 (� 7%)

20 355 (� 4%) 343 (� 8%)

Tableau II.4 � Paliers de chargement subis par une éprouvette du lot sans grenaillage ; et les limites en
fatigue qui en sont calculées avec di�érentes valeurs dem et N . L'écart relatif par rapport à la valeur de
référence est indiqué.
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2.4.5 Récapitulatif des essais de fatigue exploitables

Un grand nombre d'essais de fatigue est réalisé, mais ils ne sont pas tous utilisables.
Certaines éprouvettes ne sont pas exploitables car l'amorçage est localisé au coin, ou bien
en dehors de la zone utile. Pour certains lots, il n'y a aucune éprouvette exploitable.

Pour les premières éprouvettes du lot poli, l'amorçage des �ssures a lieu dans les coins,
et certaines éprouvettes cassent dans les têtes. Les éprouvettes polies ont une épaisseur
constante et les mors génèrent une concentration de contrainte qui a tendance à provoquer
la rupture à la sortie des mors. Ces deux problèmes sont résolus en tournant les éprouvettes
de 90° pour qu'elles soient sollicitées sur leur tranche (qui est aussi polie). Dans cette con�-
guration, l'amorçage se fait au centre de la surface et non plus dans les coins ou bien les
têtes.

Pour le lot shot-blasting, l'amorçage se fait souvent dans les coins de la section utile, car
les côtés ne sont pas grenaillés et n'ont pas de contraintes résiduelles. Il y a donc seulement
huit éprouvettes shot-blasting dont les résultats sont exploitables. Les deux lots shot-peening
n'ont pas ce problème car les quatre côtés de la zone utile sont grenaillés.

Par contre, le lot recti�cation & shot-peening (avec ou sans détensionnement) ne présente
pas de peau de forge et l'amorçage se fait toujours dans un coin, même lorsque les éprouvettes
sont sollicitées sur leur tranche. Ces éprouvettes sont inexploitables, mais les coins étant
grenaillés de la même manière que le reste de la surface, celles-ci sont conservées à titre
indicatif.

La seule éprouvette détensionnée exploitable est une éprouvette du lot shot-peening
bille ? 800µm sollicitée en traction.

Le tableau II.5 récapitule l'ensemble des essais de �exionR = � 1 réalisés sur les éprou-
vettes, en indiquant le nombre d'éprouvettes exploitables pour chaque lot. La seule éprou-
vette exploitable sollicitée en traction est aussi incluse.

Lot Type d'essai Nombre d'éprouvettes
exploitables

Poli Staircase 15

Sans grenaillage Locati 34

Shot-blasting Locati 8

Shot-peening bille? 800µm Locati 10

Shot-peening bille? 400µm Locati 18

Recti�cation & shot-peening ? 400µm Staircase (5)

Shot-blasting détensionné Locati �

Shot-peening bille? 800µm détensionné Locati �

Rectif. & SP ? 400µm détensionné Staircase (5)

Traction SP ? 800µm détensionné Locati 1

Tableau II.5 � Récapitulatif des essais de fatigue réalisés sur les éprouvettes issues des bielles, avec le
nombre d'éprouvettes valides pour chaque lot. Les lots avec le nombre d'éprouvettes entre parenthèses ne
sont pas exploitables mais sont conservés à titre indicatif.

Les essais Locati réalisés sont détaillés en annexe A, et les résultats sont discutés dans
le chapitre III.
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3 Moyens mis en ÷uvre pour les caractérisations

3.1 Caractéristiques mécaniques monotones

Les essais de traction monotone sont réalisés avec une machine d'essais hydraulique
INSTRON 8802. La déformation est mesurée au cours de l'essai avec un extensomètre placé
sur la zone utile des éprouvettes. Des essais pilotés en force (10 kN.min� 1) et en déformation
(0.001 s� 1) sont conduits.

Les mesures de dureté sont réalisées avec un microduromètre TESTWELL Innovatest.
Pour réaliser la mesure des gradients de dureté sous la surface, les échantillons sont découpés
et polis. Pour les éprouvettes extrudées à froid, une charge de 0.3 kg est utilisée, avec des
mesures tous les 200µm sur la coupe polie. Pour les éprouvettes issues des bielles, le gradient
de dureté sous la surface est caractérisé avec une charge de 0.1 kg et des mesures tous
les 50µm.

3.2 Contraintes résiduelles

L'analyse des contraintes résiduelles en surface des éprouvettes est réalisée par di�raction
de rayons X. Lorsqu'un faisceau de rayons X pénètre un cristal, l'agencement régulier et
symétrique des atomes des plans cristallins di�racte les rayons X, ce qui produit un faisceau
de rayons X sortant (�gure II.21a). Cette di�raction ne se produit que si la longueur d'onde
est de l'ordre de grandeur de la distance interatomique. La di�raction a lieu sur les plans
cristallins favorablement orientés par rapport au faisceau incident.

a) b)

Figure II.21 � (a) Principe de l'analyse des contraintes résiduelles par di�raction des rayons X. Les plans
cristallins di�ractant sont représentés en rouge. (b) Pic de di�raction.

L'angle 2� entre les faisceaux incident et di�racté est dé�ni par la loi de Bragg :

n� = 2dsin� (II.6)

où n est un entier indiquant l'ordre de la di�raction, � est la longueur d'onde des rayons X,
d est la distance interréticulaire (l'espacement entre les plan cristallins) et� est l'angle de
di�raction. Il est ainsi possible de calculerd en envoyant un faisceau de rayons X de longueur
d'onde connue et en mesurant l'angle� des rayons di�ractés.

Pour mesurer � , le détecteur balaye une large plage d'angles ce qui donne un pic de
di�raction dont la crête indique la valeur 2� (�gure II.21b).
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Les contraintes résiduelles sont des contraintes élastiques présentent dans le compo-
sant au repos et leur présence provoque des déformations élastiques au niveau des grains.
Lorsqu'une déformation élastique est appliquée au cristal, la distance interréticulaired est
modi�ée. La valeur de la déformation peut donc être calculée si la distance intérréticulaire
du cristal non déforméd0 est connue :

" =
d � d0

d0
(II.7)

La valeur de la déformation dépend de l'intensité des contraintes et de l'orientation du plan
cristallin par rapport aux contraintes.

Sur une surface libre, la contrainte normale à la surface est nulle :� zz = 0, ce qui permet
de simpli�er l'expression du tenseur des contraintes. La déformation mesurée pour une
orientation 	 de l'échantillon s'écrit donc, en fonction des composantes du tenseur des
contraintes résiduelles� :

" (	) =
�

1 + �
E

�
� xx sin2(	) +

�
1 + �

E

�
� xy sin(2	) �

� �
E

�
tr (� ) (II.8)

où E et � sont le module de Young et le coe�cient de Poisson du réseau cristallin dans la
direction cristallographique normale aux plans cristallins dans lesquels la déformation est
mesurée.

Pour déterminer la valeur de la contrainte résiduelle� xx , il est donc nécessaire de faire
une mesure de la déformation pour plusieurs inclinaisons	 de l'échantillon (�gure II.21a).
Changer l'inclinaison permet de faire di�racter des grains d'orientations di�érentes, et donc
d'obtenir des valeurs de déformations di�érentes. La dérivée de la déformation par rapport
à sin2(	) permet de calculer la contrainte :

� xx =
�

E
1 + �

�
@ "(	)

@sin2(	)
(II.9)

En pratique, le nuage des points de mesure est approximé par une ellipse, dont la pente de
l'axe principal est utilisée pour le calcul. L'ouverture de l'ellipse renseigne sur les contraintes
de cisaillement.

Les rayons X ne pénètrent que d'environ 10µm dans les matériaux comme l'acier, une
analyse ne re�ète donc que l'extrême surface de l'échantillon. Pour obtenir le pro�l des
contraintes résiduelles en profondeur, des couches successives de matière sont enlevées par
polissage électrolytique en solution saline saturée. La mesure de l'épaisseur de la couche
enlevée permet de connaître la profondeur de chaque analyse e�ectuée. Les analyses de ce
type ne se font pas à une profondeur supérieure à 1 mm car l'enlèvement de matière provoque
la relaxation des contraintes résiduelles, et les analyses ne sont plus représentatives.

Les analyses des contraintes résiduelles n'ont pas fait l'objet d'une correction de la re-
laxation de type Moore & Evans.

En plus de permettre de calculer les contraintes résiduelles, la di�raction des rayons X
donne une indication de l'état d'écrouissage du matériau. En e�et, la largeur du pic de
di�raction dépend de la densité de dislocation dans le matériau. Cette densité, et donc
la largeur de pic moyenne (LPM), augmente lorsque le matériau subit une déformation
plastique. La LPM (en anglais : FWHM, Full Width at Half Maximum) est la largeur du
pic mesurée à la valeur d'intensité égale à la moité de l'intensité maximale (�gure II.21b).

78



3. MOYENS MIS EN ×UVRE POUR LES CARACTÉRISATIONS

Les analyses sur les éprouvettes sont réalisées avec une machine PROTO iXRD (�-
gure II.22). Cette machine est composée d'une source de rayons X montée sur une tête
goniométrique équipée de deux détecteurs PSD. La machine est pilotée par un ordinateur
en utilisant le logiciel XDR win.

Figure II.22 � Machine PROTO iXRD utilisée pour les analyses par di�raction des rayons X.

La longueur d'onde utilisée est� = 0:22909nm, produite par le rayonnementK� d'une
source en chrome. Les plans di�ractants sontf 211g de la structure cubique centrée, avec un
angle2� = 156:41°. La taille de spot utilisée est de? 1:4 mm.

3.3 Microstructure

L'analyse de la microstructure est faite de deux façons. Dans un premier temps, des
micrographies sont réalisées au LAMPA avec un microscope électronique à balayage (MEB)
équipé d'un canon à émission de champ. Les éprouvettes sont découpées (directions lon-
gitudinale et transverse) et les échantillons enrobés à chaud avant d'être polis miroir sur
une polisseuse automatique (jusqu'à une solution 1µm). Une fois le polissage terminé, une
attaque chimique au Nital est réalisée pour révéler la microstructure. Les échantillons sont
ensuite observés au MEB.

Dans un deuxième temps, des analyses de di�raction d'électrons rétro-di�usés (EBSD)
sont aussi réalisées. L'analyse EBSD permet de connaître l'orientation cristalline locale, ce
qui permet de distinguer facilement les grains et de faire des analyses de texture. Ces infor-
mations permettent de post-traiter les analyses EBSD pour extraire les tailles de grains et
des �gures de pôles. La préparation des échantillons, les analyses EBSD et le post-traitement
ont été réalisés au MATEIS de L'INSA de Lyon, sur un MEB équipé d'un canon à émission
de champ et d'un détecteur EBSD Oxford-Instruments. Le logiciel HKL AZtec a été utilisé
pour l'acquisition et HKL Channel5 pour le post-traitement.

Le principe de l'EBSD est similaire à celui de la di�raction des rayons X, sauf que ce
sont des électrons qui di�ractent. Le canon du MEB envoie des électrons sur la surface de
l'échantillon qui est orienté à 70° par rapport à l'axe du canon. Les électrons sont di�ractés
par les plans atomiques des grains, produisant un �ux d'électrons di�ractés sortant qui peut
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donc être capté par le détecteur EBSD. Le détecteur enregistre les �gures d'interférence
que forment les électrons (appelés bandes de Kikuchi) dont le motif dépend de la structure
et de l'orientation cristalline du matériau di�ractant. En renseignant au préalable le ou les
structures cristallines du matériau étudié, l'analyse EBSD permet de détecter la structure et
l'orientation des grains. Il est important de noter que la cémentite est di�cilement indexée
lors des analyses à cause de sa maille orthorhombique, du fait de la proximité de ses plans
di�ractants. La perlite est donc indistinguable de la ferrite sur les cartographies.

La �gure II.23 montre un exemple de cartographie de la microstructure qu'il est possible
d'obtenir par analyse EBSD. La couleur de chaque pixel dépend de l'orientation cristalline.

Figure II.23 � Exemple de cartographie IPF (Inverse Pole Figure) obtenue par analyse EBSD sur une
éprouvette en acier 27MnCr5 forgée à froid (18%). Chaque couleur correspond à une orientation cristallo-
graphique.

Les échantillons utilisés pour les analyses EBSD font l'objet d'une préparation particu-
lière. Après découpe et enrobage, les échantillons sont polis grossièrement sur les deux faces
de façon à obtenir des faces parallèles. La face à analyser est ensuite polie miroir avec une
polisseuse automatique. Le polissage introduit de l'écrouissage sur une très �ne couche en
surface qu'il est nécessaire d'éliminer avant les analyses EBSD. Pour éliminer cette couche,
les échantillons sont placés sur un drap vibrant dans une suspension colloïdale de silice
pendant 30 minutes. Une fois le polissage terminé, l'enrobage est cassé et l'échantillon subit
un nettoyage aux ultrasons avant d'être collé sur un plot en aluminium avec de la laque
d'argent.

La durée totale d'une cartographie dépend de la taille de la zone observée et du pas
d'indexation choisi (qui est la résolution, c'est-à-dire la taille de pixel). Les analyses EBSD
sont lancées pour une durée de 8 à 10 heures, ce qui permet de réaliser des cartographies de
l'ordre de 350� 300µm avec une résolution de 0.4µm.

3.4 Etat de surface

La topographie de surface est potentiellement très importante en fatigue. Il est donc
nécessaire de pouvoir caractériser de façon précise la surface des éprouvettes.

Un pro�lomètre optique 3D interféromètrique Bruker ContourGT-K0-X est utilisé pour
réaliser l'ensemble des analyses de topographie de surface. Une photo du pro�lomètre ainsi
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qu'un schéma de son fonctionnement sont donnés en �gure II.24. L'acquisition et le post-
traitement des scans se font avec le logiciel Vision64.

a) b)

Figure II.24 � (a) Pro�lomètre interféromètrique utilisé pour analyses les surfaces. (b) Schéma expliquant
le fonctionnement du pro�lomètre.

Le pro�lomètre ressemble à un microscope optique classique : une caméra �lme, à travers
un objectif, la surface de l'échantillon qui est éclairée grâce à une source de lumière. A la
di�érence d'un microscope classique, l'objectif contient deux miroirs dont l'un est semi-
ré�échissant. De plus, la position en Z de l'objectif est pilotée par un moteur.

La lumière de la source lumineuse est ainsi ré�échie deux fois vers la caméra : par l'échan-
tillon mais aussi par le miroir intégré dans l'objectif. A la manière d'un interféromètre de
Michelson, les deux signaux interfèrent et produisent des franges d'interférences qui sont
détectées par la caméra (qui est donc l'équivalent de l'écran dans l'interféromètre de Mi-
chelson). Le miroir dans l'objectif est placé de façon à ce que la distance entre le miroir et
la lentille soit exactement la distance focale de celle-ci. Quand l'objectif est parfaitement
focalisé sur l'échantillon, la distance lentille�échantillon est égale à la distance lentille�miroir
ce qui provoque l'interférence entre les deux signaux lumineux. Les franges d'interférences
n'apparaissent donc qu'aux endroits de la surface de l'échantillon où l'objectif est parfaite-
ment focalisé. En balayant l'objectif selon Z avec le moteur, les franges se déplacent sur la
surface de l'échantillon en fonction de sa topographie. Le logiciel traite le signal de la caméra
pour détecter le passage des franges et reconstruit ainsi la topographie de l'échantillon. La �-
gure II.25 montre comment les franges suivent la topographie de la surface (bandes alternées
noires et blanches).

Ce pro�lomètre présente plusieurs avantages, notamment une vitesse d'acquisition très
élevée. En e�et, un seul balayage en Z permet de scanner toute la surface vue par la caméra.
De plus, la résolution en Z est indépendante du grossissement et est inférieure à 10 nm. La
platine étant motorisée en X et Y, le pro�lomètre permet de scanner de grandes surfaces en
faisant plusieurs acquisitions et le logiciel les recolle ensemble automatiquement (stitching)
de façon à obtenir la topographie de la surface complète.

Comme dans un microscope optique classique, la résolution spatiale (X et Y) dépend du
grossissement. Avec un grossissement de� 2:75, la résolution spatiale est de 3.5µm et une

81



CHAPITRE II. MATÉRIAUX ET CONDITIONS EXPÉRIMENTALES

a) Image de la caméra à Z� 10 µm b) Scan complet de la surface

Figure II.25 � a) Exemple de franges d'interférence vues par la caméra du pro�lomètre. b) Scan complet
de la même surface obtenu en balayant l'objectif en Z.

acquisition couvre une surface de taille2:2 � 1:7 mm. Dans ces conditions, le scan total de
l'âme d'une bielle (65� 10 mm) prend environ une heure et demi. Le pro�lomètre permet
donc de scanner des grandes surfaces rapidement, tout en ayant une très bonne précision
en Z. La �gure II.26 montre un exemple de scan de la surface d'une éprouvette issue d'une
bielle. La zone étudiée étant uniquement la partie utile de l'éprouvette, les scans sont donc
restreints à cette zone (20� 7 mm environ).

Figure II.26 � Scan de la surface d'une éprouvette issue d'une bielle du lot shot-blasting. La surface scannée
est représentée en bleue sur la photo d'éprouvette (la photo et le scan ne sont pas de la même éprouvette).

Chaque éprouvette utilisée dans les essais de fatigue est préalablement scannée (excepté
les éprouvettes polies) a�n de pouvoir retrouver sur la surface initiale le lieu d'amorçage de
la �ssure. Pour les éprouvettes du lot sans grenaillage, le scan est e�ectué après le brossage
manuel qui sert à enlever la calamine. Les scans de surface des éprouvettes sont réalisés avec
une résolution spatiale de 3.5µm. Avant d'être exploitées, les mesures sont "nettoyées" avec
plusieurs post-traitements :

� L'inclinaison de la surface est supprimée en imposant le plan médian de la surface à
être normal à Z.

� Le bruit de mesure de l'ordre du pixel est supprimé avec un �ltre.
� Les pixels non indexés sont éliminés en extrapolant leur valeur avec celles des pixels

voisins. Les pixels non indexés ne représentent qu'au plus 5% des pixels.
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4 Synthèse

Les caractérisations réalisées sur les éprouvettes ont été choisies en fonction des e�ets
des procédés susceptibles d'avoir le plus d'in�uence en fatigue :

� Caractéristiques mécaniques
� Gradient de microdureté
� Analyse du pro�l des contraintes résiduelles
� Microstructure et texture
� Topographie et rugosité de surface

De la même façon, les essais de fatigue ont été choisis de façon à pouvoir quanti�er l'in�uence
en fatigue de ces divers e�ets.

Pour les éprouvettes forgées à froid, la prédéformation est analysée grâce à deux lots
d'éprouvettes avec des réductions de sections di�érentes. Des essais en traction et en �exion
sont réalisés a�n de pouvoir quanti�er indépendamment l'e�et de la prédéformation et celui
de la surface. Des essais en torsion sont aussi e�ectués pour permettre de dé�nir un critère
en fatigue multiaxial.

Pour les éprouvettes issues des bielles, la zone d'intérêt est la surface et donc des essais
de �exion sont conduits. Di�érents états de surface sont étudiés pour découpler les divers
e�ets de la peau de forge et du grenaillage. En plus des surfaces avec et sans shot-blasting,
des éprouvettes sont grenaillées par shot-peening selon deux jeux de paramètres.

Les résultats des caractérisations et des essais de fatigue sont détaillés dans le chapitre
suivant.
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E�ets des caractéristiques d'intégrité de
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CHAPITRE III. EFFETS DES CARACTÉRISTIQUES D'INTÉGRITÉ DE SURFACE
SUR LE COMPORTEMENT EN FATIGUE

Ce chapitre présente l'ensemble des résultats des caractérisations e�ectuées sur les éprou-
vettes des deux procédés de forgeage, ainsi que les résultats des essais de fatigue.

Pour chaque composant étudié, les caractérisations sont d'abord détaillées : caractéris-
tiques mécaniques, dureté, microstructure, contraintes résiduelles et topographie de surface.
L'in�uence du procédé sur ces paramètres est discutée.

Les résultats des essais de fatigue sont ensuite décrits, ainsi que l'analyse des faciès de
rupture et des trajets de �ssuration. Ces résultats serviront pour la modélisation en fatigue
dans le chapitre suivant.

1 Forgeage à froid

1.1 Caractéristiques mécaniques

Les courbes de traction monotone sont données en �gure III.1, et le tableau III.1 réca-
pitule les valeurs des caractéristiques mécaniques pour les trois lots. La géométrie d'éprou-
vette n'étant pas normalisée, il faut rester vigilant quant à la signi�cation de la déformation
maximale mesurée lors de ces essais. La zone utile étant réduite, la base de mesure choisie
surestime l'e�et de l'allongement local apparaissant dans la phase de striction.

Figure III.1 � Courbes de traction conventionnelles pour les éprouvettes extrudées à froid (pilotage en
déformation à 0.001 s� 1).

Rp0:2 Rm A%
Dureté HV 0.3 kg Dureté HV

MPa MPa Moyenne � Ecart type prédite par simulation

Avant extrusion 369 590 31 164� 10 �

18% de réduction de section 614 727 22 233� 13 250�275

75% de réduction de section 896 1075 19 288� 5 300

Tableau III.1 � Caractéristiques mécaniques pour les éprouvettes extrudées à froid.

Les caractéristiques mécaniques augmentent nettement avec l'intensité de la prédéforma-
tion introduite lors de l'extrusion, notamment la limite d'élasticité qui est plus que doublée
pour le lot 75% de réduction de section.

La �gure III.2 montre les pro�ls de dureté le long d'un diamètre pour les trois lots.
La dureté est quasiment constante le long de l'épaisseur des éprouvettes et augmente avec
l'intensité de la prédéformation. Le lot 75% de réduction de section a une dureté 75% plus
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grande par rapport à l'état initial. Les valeurs de dureté mesurées expérimentalement et
celles prédites par simulation numérique (section 1.2) sont très proches, avec une erreur de
7% pour le lot 18% de réduction de section (en prenant la valeur à c÷ur de 250 HV ) et de
4% pour le lot 75%.

Figure III.2 � Pro�ls de microdureté (H V 0.3 kg) pour les éprouvettes extrudées à froid. Mesures e�ectuées
dans la direction transverse, le long d'un diamètre (le centre est au milieu des courbes).

1.2 Microstructure

L'impact de l'écrouissage est le plus facilement visible sur la microstructure (�gure III.3).
Les éprouvettes présentent des bandes de ferrite (gris) et de perlite (blanc), générées lors du
laminage à chaud des barres. L'alternance de ces bandes permet d'expliquer les variations
de dureté observées sur les pro�ls (�gure III.2), la perlite étant plus dure que la ferrite.
Notons que la direction de laminage et celle de l'extrusion à froid sont les mêmes.

A
xe

ép
.J

���
I

Avant extrusion 18% 75%

Figure III.3 � Images MEB en coupe dans la direction longue des éprouvettes extrudées à froid.

Pour l'éprouvette du lot 18% de réduction de section, la microstructure est visuellement
similaire à celle avant extrusion, c'est-à-dire qu'elle montre aussi des bandes de ferrite et
de perlite. Ces bandes ont une largeur moyenne de 20µm. Cependant, pour le lot 75%,
la microstructure est complètement modi�ée. Les grains sont allongés dans la direction de
forgeage et les bandes de ferrite et perlite sont beaucoup plus �nes, avec une largeur moyenne
de 10µm (�gure III.3).

L'analyse EBSD permet de voir plus précisément la morphologie des grains, et donne
aussi accès à leur orientation. Les �gures III.4 et III.5 montrent des cartographies EBSD
pour des coupes longitudinale et transverse, respectivement.
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Direction d'extrusion (axe des éprouvettes) :J ���� I

Avant extrusion 18% de réduction de section

75% de réduction de section

Figure III.4 � Microstructure dans la direction longitudinale des éprouvettes extrudées. Cartographies IPF
obtenues par analyse EBSD en coupe, à c÷ur. La direction Z0 de la légende est la direction d'extrusion.

88



1. FORGEAGE À FROID

Direction d'extrusion (axe des éprouvettes) :�

Avant extrusion 18% de réduction de section

Figure III.5 � Microstructure dans la direction transversale des éprouvettes extrudées. Cartographies IPF
obtenues par analyse EBSD en coupe, à c÷ur. La direction Z0 de la légende est la direction d'extrusion.
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Alors que la microstructure du lot 18% de réduction de section ne montre pas de défor-
mation morphologique des grains liée à l'extrusion, les grains du lot 75% sont allongés dans
la direction d'extrusion. Cette déformation est aussi visible dans la direction transversale
(�gure III.5). De plus, la majorité des grains ont la même orientation cristallographique
après 75% de réduction de section.

Les cartographies EBSD con�rment les observations MEB : visuellement, les microstruc-
tures avant extrusion et après 18% de réduction de section ne peuvent être di�érenciées, et
semblent isotropes. Par contre, la microstructure pour l'éprouvette 75% montre une très
forte anisotropie morphologique, avec des grains étirés dans la direction de forgeage. No-
tons que la cémentite n'as pas été indexée dans les cartographies EBSD, la perlite est donc
indistinguable de la ferrite sur les images.

Les cartographies EBSD permettent de mesurer les tailles de grain des trois lots (ta-
bleau III.2). L'aire moyenne des grains est calculée en ignorant les grains de moins de 5µm.
L'erreur-type est calculée en divisant l'écart-type par la racine carrée du nombre de grains.

Av. extrusion 18% 75%

Sens long
Aire moyenne (µm2) 85 88 55

Erreur-type de l'aire 1.1 2.7 1.9

Facteur de forme moyen 1.93 1.98 6.34

Sens travers
Aire moyenne (µm2) 93 78 33

Erreur-type de l'aire 1.4 2.0 0.8

Facteur de forme moyen 1.93 1.92 2.26

Tableau III.2 � Tailles de grain des éprouvettes extrudées à froid. Tailles mesurées sur les images EBSD,
en ignorant les grains plus petits que 5µm.

Les tailles de grain con�rment que les lots avant extrusion et 18% de réduction de
section ont des microstructures similaires, et que les grains ont une forme très allongée pour
le lot 75%. Les �gures de pôles indiquent que le lot 18% de réduction de section possède
une faible anisotropie de texture et con�rment l'anisotropie très marquée du lot 75% de
réduction de section (�gure III.6).

L'analyse de la microstructure au bord des éprouvettes révèle un gradient de microstruc-
ture sous la peau de forge (�gure III.7). Le gradient fait environ 20µm pour le lot 18% de
réduction de section, avec les grains qui sont plus petits et déformés sur les 10 premiers
micromètres. Pour le lot 75% de réduction de section, le gradient est d'environ 40µm, avec
les grains qui ne sont pas plus déformés mais qui sont de plus en plus petits plus ils sont
proches de la surface. A la surface, les grains sont si petits qu'ils ne sont plus indexés, avec
une taille inférieure à 200 nm. Ces gradients de microstructure sont sûrement produits par
le frottement des éprouvettes contre la matrice lors de l'extrusion.
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Avant extrusion

18%

75%

Figure III.6 � Figures de pôles de la microstructure des éprouvettes extrudées à froid, dans la direction
transversale. L'échelle est en densité de points.

18% de réduction de section 75% de réduction de section

Dir. d'extrusion : J ���� I Dir. d'extrusion : �

Figure III.7 � Gradient de microstructure sous la peau de forge des éprouvettes extrudées à froid. Carto-
graphies IPF obtenues par EBSD. La surface libre est en bas de chaque image.
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1.3 Contraintes résiduelles

Le procédé de forgeage à froid introduit aussi des contraintes résiduelles dans le ma-
tériau (�gure III.8). Avant extrusion, des contraintes résiduelles sont présentes à cause de
l'écroutage que subissent les lopins pour obtenir le bon diamètre. Ces contraintes résiduelles
sont en compression en surface, et atteignent une valeur proche de zéro vers 500µm de
profondeur.

Figure III.8 � Contraintes résiduelles dans les éprouvettes extrudées à froid. long. : direction d'extrusion ;
tvs. : direction transverse.

Après extrusion, les éprouvettes présentent des contraintes résiduelles sur toute la profon-
deur analysée (1 mm), avec des pro�ls presque constants à partir de 100µm de profondeur.

Les contraintes résiduelles sont en compression en surface pour les deux lots, mais passent
en traction à partir de 50 µm de profondeur pour les éprouvettes du lot 18% de réduction
se section. Les deux lots présentent des gradients de contrainte en surface, qui sont pro-
bablement dus aux gradients de microstructure observés sous la peau de forge des éprou-
vettes (�gure III.7). Pour le lot 18% de réduction de section, ce gradient est très prononcé
(+200 MPa en moins de 50µm), les contraintes résiduelles changent de signe et sont ensuite
constantes sur le premier millimètre, avec une valeur d'environ 100 MPa. Les contraintes
résiduelles en traction sont néfastes en fatigue, mais comme celles-ci sont en compression en
extrême surface, il est di�cile de prédire l'impact des contraintes résiduelles pour le lot 18%.

Le lot 75% présente une valeur maximale de contrainte qui se trouve juste en sous-
couche. Pour les deux directions, les contraintes en surface sont plus faibles de 100 MPa
par rapport au maximum : � 200 MPa en surface par rapport au maximum de� 300 MPa
pour la direction longitudinale et � 50 MPa par rapport à � 150 MPa pour la direction
transverse. Les contraintes baissent ensuite sur 100µm environ avant de se stabiliser sur le
premier millimètre à une valeur proche de celle en surface. La direction longitudinale a les
contraintes en profondeur les plus élevées (� 200MPa) alors que pour la direction transverse,
elles sont presque nulles. Un gradient de contraintes moins sévère que celui du lot 18% peut
aussi être observé dans les 100 premiersµm. L'e�et du gradient de microstructure sur les
contraintes résiduelles est donc moindre pour ce lot.

L'analyse des contraintes résiduelles en profondeur nécessite un enlèvement de matière
par électro-polissage, ce qui provoque une relaxation des contraintes dans le composant. Les
contraintes résiduelles n'ont pas été analysées au-delà de 1 mm de profondeur car l'enlè-
vement de matière devient très important et les analyses ne sont plus considérées comme
représentatives de l'état de contrainte réel.
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Les pro�ls montrent que les contraintes résiduelles ont encore des valeurs élevées au
bout du premier mm de profondeur, ce qui est cohérent avec les articles de la littérature
qui observent des contraintes dans toute la section des composants extrudés. De plus, à
partir de 200 µm de profondeur les deux lots extrudés présentent des contraintes de signes
opposés, ce qui est en accord avec les observations de [Genzel et al., 1996] qui indiquent que
les contraintes résiduelles peuvent s'inverser à forte réduction de section.

La largeur de pic moyenne (LPM), qui re�ète l'écrouissage subi par le matériau, est pré-
sentée en �gure III.9. Avant extrusion, la LPM re�ète l'écrouissage en surface introduit par
l'écroutage. L'extrusion a fait augmenter la LPM qui présente une valeur presque constante
sur le premier mm, ce qui indique un écrouissage homogène. Les deux lots extrudés ont
une LPM très proche à part en surface où un gradient est visible, qui correspond lui aussi
au gradient de microstructure observé dans les éprouvettes.

Figure III.9 � Largeur de pic moyenne dans les éprouvettes extrudées à froid.

1.4 Etat de surface

La �gure III.10 montre des scans de la surface des éprouvettes et le tableau III.3 regroupe
les valeurs de rugosité pour les trois lots. Les mesures de rugosité sont e�ectuées dans la
direction longitudinale sur une longueur d'évaluation de 4 mm avec une longueur de coupure
de 800µm. Ces longueurs sont celles spéci�ées par la norme NF EN ISO 4287.

Etat de surface Ra et écart-type (µm) Rz (µm) Sa (µm) Sz (µm)

Avant extrusion 2.44 � 0.73 19.22 2.68 34.14

18% de réduction de section 0.81� 0.20 5.63 0.89 12.12

75% de réduction de section 0.20� 0.03 2.33 0.25 6.22

Tableau III.3 � Rugosité dans la direction longitudinale pour les éprouvettes extrudées à froid. Longueur
d'évaluation : 4 mm ; longueur de coupure : 800µm.

Après l'opération de préparation de la surface, les stries d'usinage sont encore clairement
visibles avant extrusion (Ra = 2:4 µm dans la direction perpendiculaire aux stries). Les stries
proviennent du tournage du lopin et sont larges de 100µm pour 10µm de profondeur. Les
stries d'usinage sont toujours visibles sur la surface du lot 18% de réduction de section, mais
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sont moins bien dé�nies et sont moins profondes (Ra = 0:8 µm). Pour le lot 75%, les stries
d'usinage ne sont plus visibles. Par contre, des marques dans la direction d'extrusion sont
observables à la surface. L'état de surface est excellent (Ra = 0:2 µm), avec les plus grandes
aspérités ne faisant que quelques micromètres de profondeur.

Avant extrusion 18% de réduction de section

Axe des éprouvettes :J ���� I

75% de réduction de section

Figure III.10 � Topographie de surface des éprouvettes extrudées à froid (scans de1:7 � 2:2 mm).

L'extrusion à froid améliore donc nettement la rugosité, en lissant la topographie de
surface présente initialement sur le lopin. Plus le taux de corroyage est important et plus la
rugosité est faible. La �gure III.11 montre l'e�et de l'extrusion sur la rugosité en comparant
des pro�ls de rugosité de chaque lot.

Figure III.11 � Pro�ls de rugosité pour les éprouvettes extrudées à froid. Les pro�ls sont extraits des scans
de la �gure III.10 (pro�ls bruts non �ltrés).
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1.5 Résultats des essais de fatigue

L'étude bibliographique a montré que la prédéformation introduite lors de la mise en
forme par extrusion joue un rôle important sur le comportement en fatigue. Si l'intensité de
la prédéformation est supérieure à un certain seuil (qui dépend du matériau et du type de
prédéformation), celle-ci améliore la tenue en fatigue. Les contraintes résiduelles ont aussi
un e�et important : des contraintes résiduelles de compression en surface sont béné�ques en
fatigue, mais sont néfastes si elles sont en traction. Cependant, les valeurs plus en profondeur
des contraintes résiduelles peuvent aussi être importantes, en fonction de la forme du pro�l.
D'autres aspects de la surface peuvent aussi jouer un rôle, notamment la rugosité de surface.

Les résultats des essais pour tous les lots et toutes les conditions de chargement sont
donnés dans le tableau III.4. Les limites en fatigue des trois lots montrent que la prédéfor-
mation améliore bien la tenue en fatigue. En traction et en torsion, le lot 18% de réduction
de section présente une limite en fatigue environ 20% plus élevée par rapport à l'état initial.
L'amélioration est encore plus marquée pour le lot 75% : la limite en traction est presque
doublée (83% d'augmentation) et celle en torsion augmente de 63%.

� D à 2:106 cycles (MPa) Avant extrusion 18% de réduction
de section

75% de réduction
de section

Traction
� � 1

a 252 303 461

Ecart-type 5.3 8.0 14.3

Flexion
� a � 310 438

� m � 379 536

Ecart-type � 21.2 65.4

Torsion
� � 1

a 188 234 306

Ecart-type 5.5 � 8.2

Tableau III.4 � Résultats des essais de fatigue e�ectués sur les éprouvettes extrudées à froid. Les écart-types
en �exion sont donnés sur la contrainte maximale.

La comparaison entre les deux lots extrudés montre que l'augmentation de la limite
en fatigue lors du passage de 18% à 75% de réduction de section n'est pas la même en
fonction du chargement. Cette augmentation est de 52% en traction, 40% en �exion et 31%
en torsion.

Le détail des Staircases réalisés est donné dans le tableau III.5. Les essais de fatigue
présentent une dispersion relativement faible, l'écart entre les deux paliers extrêmes des
Staircases est d'environ 10% de la valeur de contrainte maximale.
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Traction R = � 1
� a N° d'éprouvette

(MPa) 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

Avant extrusion
260 X X X X

250 O O O X O

240 O

18%
315 X X X

300 X O O X

285 O

75%

485 X X

465 X O O X

450 O X O

435 O

Flexion R = 0:1
� a N° d'éprouvette

(MPa) 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15

18%

342 X

324 X X X X X

306 O O O X O X O

288 O O

75%

468 X X

450 X O X O X

432 X O O O X

414 X O

396 O

Torsion R = � 1
� a N° d'éprouvette

(MPa) 1 2 3 4 5 6 7 8 9

Avant extrusion
195 X X X

185 O O X O

175 O O

75%

340 X

325 X X

310 O X X X

295 O O

Tableau III.5 � Détail des divers Staircases à2:106 cycles, réalisés sur les éprouvettes extrudées à froid. La
valeur de contrainte indiquée est l'amplitude du chargement. "O" signi�e que l'éprouvette à survécu, "X"
signi�e rupture.
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1.5.1 Contraintes résiduelles en surface des éprouvettes de �exion

La �gure III.8 montre le pro�l des contraintes résiduelles des éprouvettes brut de forge.
A�n de pouvoir réaliser des essais de fatigue sur la peau de forge (en �exionR = 0:1), il
est nécessaire d'usiner les éprouvettes extrudées, ce qui peut provoquer la relaxation des
contraintes résiduelles. Les contraintes résiduelles en surface des éprouvettes de �exion sont
donc analysées avant et après usinage, et ensuite après cyclage en fatigue (sur les éprouvettes
non rompues). Les résultats de ces analyses sont donnés dans le tableau III.6. La valeur après
cyclage est la moyenne des analyses sur toutes les éprouvettes ayant survécu. Le détail de
ces analyses après cyclage est donné dans le tableau III.7.

Contraintes résiduelles en surface (MPa) Brut de forge Usiné Après cyclage

18% de réduction de section � 100 � 220 � 193

75% de réduction de section � 300 � 270 � 288

Tableau III.6 � Contraintes résiduelles en surface dans les éprouvettes extrudées utilisées pour les essais
de �exion, dans la direction d'extrusion.

18% 75%

Flexion
� CR (MPa) � CR (MPa)

n° � a long. tvs. n° � a long. tvs.

3 306 � 127 � 135 3 396 � 238 � 201

5 306 � 150 � 165 4 414 � 311 � 215

7 306 � 197 � 217 5 432 � 310 � 220

10 288 � 226 � 220 7 432 � 294 � 172

11 306 � 249 � 150 8 450 � 247 � 224

14 288 � 191 � 146 11 432 � 302 � 181

15 306 � 212 � 159 12 450 � 320 � 191

Moyenne �193 �170 �288 �201

Tableau III.7 � Contraintes résiduelles en surface dans les éprouvettes de �exion ayant survécu. long. :
direction longitudinale d'extrusion ; tvs. : direction transverse.

Les résultats montrent que les contraintes résiduelles changent peu pour le lot ayant
subi 75% de réduction de section, que ce soit après usinage ou après cyclage en fatigue. Par
contre, pour le lot ayant subi 18% de réduction de section, les contraintes résiduelles sont
doublées après usinage. Cet e�et peut s'expliquer par la relaxation des contraintes résiduelles
de traction lors de l'usinage de l'encoche. Pour ce lot, les contraintes sont en compression en
extrême surface et ont une valeur constante de 100 MPa sur plus de 1 mm en profondeur. La
relaxation des contraintes est équivalente à une chute de 100 MPa sur l'ensemble du pro�l,
ce qui fait passer les contraintes en extrême surface de� 100à � 200MPa.

A cause de la forme cylindrique de l'éprouvette et du chargement de �exion appliqué,
la concentration de contrainte générée par l'encoche introduit également de la déformation
plastique sur une petite zone en surface, au cours de l'essai. Le chargement en contrainte local
est donc di�érent du chargement macroscopiqueR = 0:1 appliqué. De plus, la plasti�cation
fait que l'historique des contraintes résiduelles en surface au cours du cyclage est inconnu :
les contraintes présentes avant l'essai ont pu être relaxées avant que la plasti�cation en
introduise d'autres. Il n'est donc pas possible de conclure sur l'évolution des contraintes
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résiduelles au cours des essais de �exion. La déformation plastique a été mesurée avec des
jauges de déformation : la déformation plastique maximale est de 0.6% pour le lot 75%
de réduction de section et de 0.4% pour le lot 18%. Le chargement se stabilise très vite,
en moins de2:104 cycles. La déformation plastique en surface étant beaucoup plus faible
que celle appliquée lors du forgeage, la modi�cation locale du matériau est donc considérée
comme négligeable. Cependant, les contraintes résiduelles doivent être prises en compte lors
de l'analyse de la tenue en fatigue.

1.5.2 Observation de la propagation en surface et des faciès de rupture

L'amorçage en fatigue se fait toujours à la surface des éprouvettes, pour les trois types
de chargement, ce qui est le comportement classique observé en fatigue. Pour les essais de
�exion, où la peau de forge est encore présente à la surface des éprouvettes, la zone d'amor-
çage ne contient pas de défaut ni d'inclusion, sauf pour un des quatorze faciès observés.

Les trajets de propagation des �ssures pour chaque lot et chaque type de chargement
sont donnés dans la �gure III.12. Le comportement classique d'une �ssure dans les aciers
polycristallins est un amorçage dans le plan de cisaillement maximal (Stade I Mode II), qui
est orienté à 45° par rapport à la direction de chargement [Morel & Huyen, 2008]. La �ssure
se propage ensuite perpendiculairement à la direction de chargement (Stade II Mode I).

Traction R = � 1 Flexion R = 0:1 Torsion R = � 1
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�

18%

75%

Axe ép. J ���� I J ���� I J ���� I

Figure III.12 � Trajets des �ssures pour les di�érents essais de fatigue réalisés sur les éprouvettes extrudées.
Les trajets pour la �exion et la torsion sont des images MEB.
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Pour nos essais, dans le cas de la traction, la longueur de �ssure en Stade I (mode de
cisaillement) de l'amorçage et de la propagation est très courte. Pour les trois lots, les �ssures
se propagent dans le plan perpendiculaire à la direction de chargement et sont parfaitement
droites avant de suivre une progression plus sinueuse en forme de dents de scie. Cette forme
particulière de trajet de �ssure re�ète probablement l'e�et de la microstructure et plus
précisément de ses barrières microstructurales sur la propagation. Ce comportement de la
�ssure est visible en �gure III.13.
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Figure III.13 � Image MEB d'une �ssure de fatigue en traction, observée au niveau de l'amorçage (lot 18%
de réduction de section).

Pour le lot avant extrusion, la �ssure reste globalement perpendiculaire à la direction de
chargement, mais pour les lots forgés, la �ssure s'incline à partir de 1 mm. L'inclinaison de
la �ssure dépend de la prédéformation, dans le cas 75% de réduction de section, la �ssure
s'incline jusqu'à atteindre 45° par rapport à la direction de chargement. Cette inclinaison
est clairement visible sur les faciès de rupture (�gure III.14) : la partie centrale reste plate
même à c÷ur, et bifurque sur les bords. Pour les éprouvettes du lot 75% de réduction de
section, la zone centrale plate est circulaire et facilement distinguable.

18% de réduction de section 75% de réduction de section

Figure III.14 � Faciès de rupture en fatigue en traction pour des éprouvettes extrudées. Le site d'amorçage
est entouré en rouge, le front de �ssure à la �n de l'essai est délimitée par des pointillés.
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En �exion, la �ssure a aussi un front de forme semi-elliptique, mais reste plane et se
propage perpendiculaire au chargement. Cet e�et est dû à la géométrie particulière de
l'éprouvette : l'encoche usinée dans les éprouvette fait que la zone utile chargée est très
petite dans la direction longitudinale de l'éprouvette.

Pour les essais de torsion, la �ssure suit les stades de propagation classiques : le stade I
d'initiation et de propagation dans le plan de cisaillement maximal est clairement visible.
La �ssure se propage sur plusieurs centaines de micromètres dans le plan de cisaillement
maximal, qui est parallèle à l'axe de l'éprouvette, avant de bifurquer à 45°. Pour les lots
extrudés, le plan de cisaillement maximal a la même orientation que la microstructure, et
dans le cas 75% de réduction de section, la microstructure maintient la �ssure à 0°, même
lorsque celle-ci sort de la zone utile de l'éprouvette. Pour certaines éprouvettes du lot avant
extrusion, plusieurs amorçages simultanés ont été détectés.

Avant l'amorçage d'une �ssure, des bandes de glissement persistantes apparaissent à la
surface des éprouvettes de torsion. Ces bandes sont orientées dans l'axe des éprouvettes, qui
est aussi l'orientation des bandes de perlite et de ferrite de la microstructure. La �gure III.15
montre des bandes de glissement sur des éprouvettes de torsion pour les trois lots. Plus la
prédéformation est importante et plus les bandes de glissement sont de petite taille. Avant
extrusion, les bandes les plus grandes peuvent être longues de plusieurs millimètres et larges
de presque 100µm. Pour le lot avec 18% de réduction de section, les plus grandes font moins
de 2 mm de long et environ 50µm de large. Pour le lot 75% de réduction de section, les
bandes sont beaucoup plus petites : au plus quelques centaines de micromètres de long et
moins de 10µm de large.

Avant extrusion 18% 75%

Figure III.15 � Bandes de glissement persistantes présentes à la surface des éprouvettes extrudées sollicitées
en torsion. Les bandes sont toujours orientées selon l'axe des éprouvettes.

Toutes les éprouvettes sollicitées en fatigue présentent des bandes de glissement, y com-
pris les éprouvettes non rompues sollicitées à une charge inférieure à la limite en fatigue
du lot. Pour ces éprouvettes, les bandes de glissement sont moins nombreuses et moins
prononcées que celles sur les éprouvettes rompues, mais ont la même taille.

Toutes ces observations illustrent clairement l'e�et de la microstructure sur la propaga-
tion de la �ssure.

L'extrusion à froid a un e�et marqué sur toutes les caractéristiques des éprouvettes : les
caractéristiques mécaniques ainsi que la limite en fatigue augmentent avec l'intensité de la
prédéformation, et la rugosité est améliorée. De plus, la microstructure est aussi a�ectée et
devient anisotrope avec des grains allongés et plus petits, ce qui a�ecte la propagation des
�ssures.
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2 Forgeage à chaud

2.1 Matériau brut de forge sans grenaillage

2.1.1 Caractéristiques mécaniques

La courbe de traction monotone du C70 est donnée en �gure III.16 et les caractéristiques
mécaniques sont présentées dans le tableau III.8.

Figure III.16 � Courbe de traction conventionnelle de l'acier C70 des bielles obtenue sur une éprouvette
sans grenaillage (pilotage en force à 10 kN.min� 1).

Rp0:2 Rm A%
Dureté HV 0.1 kg

MPa MPa Moyenne � Ecart type

Acier C70 598 1020 15.6 292� 11

Tableau III.8 � Caractéristiques mécaniques de l'acier C70 des bielles (obtenues sur éprouvettes sans
grenaillage).

2.1.2 Microstructure

L'acier C70 possède une structure perlitique, avec une microstructure qui est la même
près de la surface et à c÷ur, et qui ne montre pas de di�érence entre les directions axiale et
transverse. La microstructure dans l'âme des bielles est donc homogène et isotrope, ce qui
est généralement le cas en forgeage à chaud.

La �gure III.17 montre une micrographie MEB, ainsi qu'une cartographie EBSD, de la
microstructure en surface. La perlite n'est pas distinguable de la ferrite dans les cartographies
EBSD car la cémentite n'est pas indexée.

La microstructure ne présente pas de gradient : les grains en surface ne sont pas déformés
et ont une taille similaire aux grains à c÷ur. De la calamine résiduelle qui n'a pas été enlevée
au brossage est visible sur la micrographie MEB, cette calamine s'est formée au moment
du forgeage par oxydation de la surface. L'oxydation peut provoquer une décarburation
de la surface, ce qui réduit la dureté, et peut donc avoir des conséquences sur la tenue en
fatigue. Les micrographies montrent que les grains restent perlitiques même juste en dessous
de la calamine. La cémentite étant composée de carbone, sa présence immédiatement sous
la couche de calamine indique qu'il n'y a pas eu de décarburation de la surface. L'absence
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Micrographie MEB Cartographie IPF obtenue par EBSD

Figure III.17 � Microstructure en surface pour les bielles sans grenaillage, observée en coupe. La surface
libre est en haut pour chaque image.

de décarburation est con�rmée par les mesures de dureté qui ne montrent pas de di�érence
entre la surface et le c÷ur.

L'étape de chau�age par induction utilisée par Atelier des Janves est donc rapide et ne
génère pas de décarburation en surface malgré la formation de calamine.

L'aire moyenne des grains est de 294µm2 avec une erreur-type de 13.8µm2 ; et les grains
ont un facteur de forme moyen de 2.0. La taille des ex-grains austénitiques est comprise
entre 30 et 40µm.

La distance interlamellaireSp des lamelles de cémentite a été mesurée avec la méthode
du cercle :Sp = 0:5P=N où P est le périmètre du cercle etN est le nombre d'intersections
des lamelles avec le cercle. La distance interlamellaire moyenne est de 314 nm, avec un
écart-type de 62 nm (moyenne sur 15 mesures).

2.1.3 Etat de surface

Les scans montrent que la surface brut de forge présente des réseaux de défauts plus ou
moins grands, issus du forgeage. Ces défauts sont pour la plupart peu profonds (< 100µm)
et ont des formes complexes et aléatoires. La �gure III.18 montre des exemples de réseaux de
défauts (zones vertes et bleues) à la surface d'éprouvettes sans grenaillage. Ces éprouvettes
ont préalablement été brossées à la main, les scans sont réalisés sur les surfaces sans calamine.
En fatigue à grand nombre de cycles, les défauts en surface sont potentiellement néfastes
pour la tenue du composant.
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Figure III.18 � Surface de la section utile d'éprouvettes issues de bielles sans grenaillage, scannées au
pro�lomètre. Les éprouvettes ont été brossées pour enlever la calamine. Les scans font entre 25 et 30 mmm
de long.
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2.2 E�ets du grenaillage

Au-delà du simple nettoyage de la calamine, le shot-blasting modi�e fortement la sur-
face des bielles. Il est donc nécessaire de caractériser les changements introduits par le
grenaillage :

� Ecrouissage du matériau
� Augmentation de la dureté
� Introduction de contraintes résiduelles
� Modi�cation de la topographie de surface

2.2.1 Introduction de contraintes résiduelles

Le grenaillage introduit des contraintes résiduelles importantes en surface des bielles. Les
pro�ls des contraintes résiduelles pour les di�érents grenaillages sont donnés en �gure III.19.

Figure III.19 � Pro�ls des contraintes résiduelles dans les éprouvettes issues des bielles, pour les di�érents
états de surface. long. : direction longitudinale de l'âme ; tvs. : direction transverse.

Sans grenaillage, les bielles ont des contraintes résiduelles négligeables car la mise en
forme se déroule à chaud et la transformation de phase lors du refroidissement supprime
l'écrouissage et les contraintes résiduelles introduites lors de l'estampage. Le shot-blasting
introduit de fortes contraintes résiduelles de compression, dont le maximum (� 500 MPa)
se situe près de la surface. Les contraintes changent de signe vers 500µm de profondeur.
Ce pro�l des contraintes résiduelles n'a pas la forme classique généralement observée en
grenaillage, où la contrainte en surface est plus faible que le maximum qui se situe un peu
en profondeur. La forme du pro�l a été con�rmée par deux partenaires du projet, le CETIM
et ASCOMETAL, chez qui des analyses par di�raction de rayons X ont aussi été conduites
sur des bielles.

Des analyses des contraintes résiduelles en surface e�ectuées sur di�érentes éprouvettes
ayant subi le shot-blasting permettent de con�rmer que la valeur moyenne en surface est
d'environ � 500MPa.

Le lot shot-peening bille? 800 µm a un pro�l des contraintes résiduelles très proche
de celui du shot-blasting, ce qui est le résultat voulu pour ce lot. Le pro�l pour le shot-
peening bille ? 400 µm a un pro�l dont le maximum est toujours � 500 MPa en surface,
mais a une profondeur plus faible de 200µm, ce qui est bien le pro�l attendu.
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Pour tous les lots, les pro�ls dans la direction longitudinale et la direction transverse
sont identiques, ce qui signi�e que les contraintes résiduelles sont équibiaxiales, ce qui est
généralement le cas en grenaillage.

La largeur de pic moyenne (�gure III.20) permet de savoir quelle profondeur atteint
l'écrouissage introduit par le grenaillage. Sans grenaillage, le matériau n'est pas écroui.
Pour les trois lots grenaillés, la profondeur à laquelle la LPM converge vers une valeur
stable correspond bien à la profondeur à laquelle les contraintes résiduelles changent de
signe.

Figure III.20 � Largeur de pic moyenne dans la surface des éprouvettes issues des bielles, pour les di�érents
états de surface.

2.2.2 Modi�cation de la microstructure

Le grenaillage a�ecte aussi la microstructure en surface des bielles. La �gure III.21 montre
le gradient de microstructure sous la surface, en coupe, après shot-blasting.

Figure III.21 � Gradient de microstructure observé en coupe sous la surface des bielles grenaillées par
shot-blasting. Image MEB.

105



CHAPITRE III. EFFETS DES CARACTÉRISTIQUES D'INTÉGRITÉ DE SURFACE
SUR LE COMPORTEMENT EN FATIGUE

La microstructure en sous-couche comprend en quatre zones, qui sont les mêmes que
celles décrites par [Gariépy et al., 2013] :

1. A la surface, une couche de 5 à 10µm où les grains sont extrêmement petits
2. Une deuxième couche d'environ 20µm où les grains sont très déformés
3. Une couche de transition épaisse de 100 à 150µm, où les grains sont de moins en

moins déformés
4. Le matériau à c÷ur, non déformé

En plus de modi�er la microstructure, le grenaillage peut aussi endommager le matériau.
La �gure III.22 montre une �ssure longue de 140µm. Ces �ssures sont produites par un
délaminage des couches écrouies, et sont parallèles à la surface.

Figure III.22 � Fissure observée en surface d'une bielle du lot shot-blasting. Image MEB.

Le shot-blasting sert à nettoyer la surface de la calamine, mais parfois celle-ci peut être
piégée par un repli en surface généré par le grenaillage. Les replis sont distincts des �ssures
de délaminage, car ils sont produits par un empilement de matière provoqué par les impacts
de billes.

La �gure III.24 montre une cartographie EBSD du gradient de microstructure généré
par le shot-blasting et on peut observer de la calamine piégée par un repli. Les quatre zones
décrites par Gariépy y sont clairement distinguables. La calamine piégée apparaît en blanc
car elle n'a pas été indexée lors de l'analyse. Les grains en extrême surface n'ont pas non
plus été indexés car ils sont trop petits.

La �gure III.25 montre le repli de plus près. Le repli est en fait un empilement de plis
superposés, ce qui laisse penser qu'il a été généré par des impacts de billes successifs.

Il est important de préciser que la peau de forge sans grenaillage ne présente aucune
�ssure ni repli, les défauts de ce type ont donc été introduits par le grenaillage.

Des replis équivalents ont été observés par [Feng et al., 2016], qui ont étudié l'in�uence
en fatigue de l'Ultrasonic Peening Treatement (UPT) sur un acier S355 (0.13% de carbone).
Le UPT ressemble au grenaillage mais utilise une aiguille vibrant à haute fréquence au lieu
de billes, et permet d'obtenir des contraintes résiduelles plus profondes qu'en grenaillage.
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Feng et al. observent un gradient de microstructure qui est similaire à celui obtenu sur les
éprouvettes shot-blasting et qui présente aussi des replis en surface dont la taille est du même
ordre de grandeur que celui présenté en �gure III.25 (quelques dizaines de micromètres).

Ils remarquent que les �ssures de fatigue amorcent non pas en surface mais à plus de
20 µm en profondeur, et en déduisent que l'amorçage se fait au niveau des replis. De plus,
lorsque les éprouvettes subissent plusieurs fois le UPT, leur limite en fatigue chute par rap-
port à son niveau pour un seul traitement. Alors que la rugosité et les contraintes résiduelles
ne sont pas a�ectées par les traitement multiples, ils remarquent que les replis sont plus longs
après plusieurs UPT. Les replis ont donc un e�et néfaste prononcé sur la tenue en fatigue
et leur taille, plus grande après plusieurs UPT, explique la chute de la limite de fatigue.

Les replis sont donc des sites potentiels d'amorçage de �ssures en fatigue, et pourraient
donc avoir une in�uence néfaste sur la tenue en fatigue des bielles.

La �gure III.23 est une cartographie à forte résolution qui permet d'observer les grains
en extrême surface (couches 1 et 2). La distinction entre la première couche et la suivante
est très nette car la taille de grain de la couche extrême est nettement plus petite. Ces grains
ont une taille allant du micromètre pour les plus grands à moins de 100 nm pour les plus
petits. Les lamelles de calamine sont visibles dans les grains de la deuxième couche. Ces
lamelles sont blanches car la cémentite n'est pas indexée.

Figure III.23 � Microstructure en extrême surface d'une bielle grenaillée par shot-blasting. Cartographie
IPF obtenue par EBSD.

Le gradient de microstructure en extrême surface est remarquablement similaire à celui
observé par [Chomienne, 2014] (�gure I.35), alors que le procédé et la microstructure initiale
ne sont pas les mêmes. Les mêmes trois zones se distinguent :

� Une couche de grains nanométriques en surface
� Une couche de grains plus gros, allongés et orientés parallèlement à la surface
� Une zone de transition où les grains sont déformés
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L'épaisseur des zones correspond aussi aux observations de Chomienne, excepté pour la zone
de transition qui est beaucoup plus épaisse (une centaine de micromètres). La similitude
entre les deux gradients de microstructure laisse penser qu'ils seraient produits par les
mêmes mécanismes, à savoir une recristallisation dynamique en surface et une restauration
dynamique en sous-couche.

Figure III.24 � Gradient de microstructure observé en coupe sous la surface d'une bielle grenaillée par
shot-blasting. Cartographie IPF obtenue par EBSD.
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Cartographie IPF obtenue par EBSD

Image MEB

Figure III.25 � Calamine piégée sous un repli, à la surface d'une bielle grenaillée par shot-blasting.
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2.2.3 Augmentation de la dureté

Le shot-blasting a�ecte aussi la dureté à la surface des bielles. La comparaison des
di�érents gradients de dureté en sous-couche est donnée en �gure III.26.

Figure III.26 � Pro�ls de dureté en surface des éprouvettes issues des bielles, pour les di�érents états de
surface.

Sans grenaillage, la dureté est homogène avec une valeur de 292 HV , et le grenaillage
introduit un gradient de dureté sous la surface. Pour les lots shot-peening bille? 800µm et
shot-blasting, la dureté en surface est augmentée de 60 HV et baisse progressivement pour
atteindre la valeur à c÷ur à une profondeur de 500µm. Pour ces deux lots, le gradient de
dureté a la même forme et la même profondeur que le pro�l des contraintes résiduelles.

Pour le lot shot-peening bille? 400µm, la profondeur du gradient de dureté est bien la
même que celle du pro�l des contraintes résiduelles (200µm). La valeur en surface semble
être plus faible que celle des deux autre lots grenaillés, cependant à cause de l'e�et de bord,
il n'est pas possible de mesurer directement la dureté en extrême surface. Il est donc possible
que la dureté en surface soit la même pour les trois lots grenaillés.

2.2.4 Modi�cation de la topographie de surface

Le grenaillage modi�e la surface sous l'e�et des impacts de billes qui déforment loca-
lement la surface. Le composant étant impacté par un grand nombre de billes, la texture
de la surface s'en retrouve modi�ée après grenaillage. La �gure III.27 compare des surfaces
scannées de taille2 � 2 mm pour chaque lot. La surface sans grenaillage a été brossée pour
en ôter la calamine avant le scan. Sans grenaillage, la surface est marquée par les défauts de
forgeage mais est aisément distinguable des surfaces grenaillées du fait de son aspect rela-
tivement plus lisse. Les surfaces grenaillées possèdent une texture beaucoup plus rugueuse,
produite par les impacts de billes qui ont déformé la surface, formant des creux et des crêtes
de petite taille sur toute la surface. Il est possible de distinguer les di�érents lots grenaillés
par la taille des impacts : les deux lots shot-peening ont des billes de tailles très di�é-
rentes et cela s'observe sur la surface. Les lots shot-blasting et shot-peening bille? 800µm
ont des surface qui se ressemblent, mais les impacts de bille sont plus marqués pour le lot
shot-peening. Ceci vient du fait qu'en shot-peening, la direction et la qualité des billes sont
contrôlées, ce qui produit des impacts beaucoup plus répétables. Les surfaces sans peau de
forge (recti�cation & shot-peening et polie) ont un aspect beaucoup plus lisse du fait de
l'absence des défauts de forgeage. La surface polie présente des aspérités nanométriques qui
sont invisibles à l'÷il nu.
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Surfaces scannées de taille2 � 2 mm

Sans grenaillage Shot-blasting

Shot-peening bille? 400µm Shot-peening bille? 800µm

Rectif. & SP bille ? 400µm Surface polie (0:9 � 0:9 mm)

Figure III.27 � Scans de surface des éprouvettes issues des bielles, pour les di�érents états de surface. Les
surfaces ont une taille de2 � 2 mm avec l'échelle des Z enµm, sauf pour la surface polie :0:9 � 0:9 mm et
échelle en nm.
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La �gure III.28 montre des pro�ls de rugosité issus des scans de la �gure III.27 (le lot
poli n'est pas inclus car sa rugosité est négligeable à l'échelle des graphes). La di�érence
entre les surfaces est moins nette lors de la comparaison des pro�ls de rugosité que lors de
la comparaison des scans de surface. Le pro�l sans grenaillage semble avoir des crêtes plus
arrondies que celles des pro�ls grenaillés, mais il est di�cile de di�érencier les di�érents lots
grenaillés. Seul le lot recti�cation & shot-peening se distingue par l'absence des défauts de
forgeage.

Figure III.28 � Pro�ls de rugosité des éprouvettes issues des bielles. Les pro�ls sont issus des scans présentés
en �gure III.27 (pro�ls bruts non �ltrés).

Les éprouvettes ayant reçu un shot-peening ont permis de réaliser des scans de surface
avant et après shot-peening. Les réseaux de défauts de forgeage ne sont pas supprimés par le
grenaillage, qui n'e�ace que les détails les plus petits de la surface. La �gure III.29 compare
la surface d'une éprouvette avant et après shot-peening bille? 800 µm. L'éprouvette ayant
préalablement été brossée pour en ôter la calamine, le scan avant shot-peening montre donc
la surface sans calamine. Le grenaillage ne modi�e pas la profondeur ou la forme des défauts,
mais rend leurs bords moins nets.

Des mesures de rugosité ont été e�ectuées pour les di�érentes surfaces, en évitant les
zones avec de grands défauts. Les mesures ont été réalisées sur une longueur d'évaluation
de 12.5 mm avec une longueur de coupure de 2500µm. Ces longueurs sont celles spéci�ées
par la norme NF EN ISO 4287. Le tableau III.9 liste les valeur de rugosité pour les divers
lots. La rugosité de la surface recti�ée est incluse a�n d'être comparée à celle du lot rec-
ti�cation & shot-peening. Les valeurs de rugosité ont été déterminées en moyennant, pour
chaque lot, 18 mesures sur trois éprouvettes, excepté pour les surface polie et rectifée, où
les mesures ont été réalisées sur une seule éprouvette.
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Position des scans
27� 9 mm

Avant grenaillage
calamine enlevée
par brossage
(27� 9 mm)

Après shot-peening
bille ? 800µm
(27� 9 mm)

Avant grenaillage (5 � 5 mm) Après SP bille? 800µm (5 � 5 mm)

Figure III.29 � Scans de la zone utile de la même éprouvette, avant et après shot-peening bille? 800 µm.
La surface avant grenaillage a préalablement été brossée pour enlever la calamine.

La rugosité dans les directions longitudinale et traverse sont presque identiques pour
l'ensemble des lots. Pour les lots grenaillés, ceci indique que le grenaillage a�ecte la surface
de façon isotrope, ce qui est en accord avec les mesures de contraintes résiduelles. Cependant,
les valeur de rugosité sont in�uencées par la présence des défauts de forgeage, les valeurs
de Sz sont notamment très grandes à cause de défauts profonds. De plus, les défauts font
que la rugosité présente une grande dispersion entre les éprouvettes d'un même lot.

La surface sans grenaillage (nettoyée de sa calamine par brossage) a une rugosité moyenne
de 6 µm avec un écart-type de 2µm. Cette rugosité est due uniquement aux défauts de
forgeage et constitue la rugosité initiale sur laquelle le grenaillage est appliqué. Le shot-
blasting et le shot-peening bille? 800 µm ont des rugosités très proches, dont la valeur est
d'environ 1 µm plus grande par rapport à l'état initial. Par contre, les éprouvettes grenaillées
par shot-peening bille? 400µm présentent une rugosité très proche de celle sans grenaillage.
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Etat de surface
Ra et écart-type Rz Sa Sz

(µm) (µm) (µm) (µm)

Poli 0.015� 0.0004 0.15 0.016 0.21

Sans grenaillage 6.44� 2.01 46.11 10.08 122.33

Shot-blasting 7.83� 0.92 58.77 10.66 160.40

Shot-peening bille? 800µm 7.64� 0.81 64.86 11.62 153.28

Shot-peening bille? 400µm 6.34� 1.64 49.44 11.41 138.61

Recti�cation (avant grenaillage) 0.25� 0.04 1.93 0.55 10.40

Rectif. & Shot-peening bille? 400µm 2.50� 0.15 19.76 2.48 27.71

Tableau III.9 � Rugosité des éprouvettes issues des bielles, pour les di�érents états de surface. Longueur
d'évaluation : 12.5 mm ; longueur de coupure : 2500µm.

Les quatre lots contenant des défauts de forgeage (avant grenaillage, shot-blasting, shot-
peening bille? 800 µm et ? 400 µm) ont donc des valeurs de rugosité du même ordre de
grandeur. Les valeurs de rugosité ne permettent pas de distinguer ces lots alors qu'il est
facile d'identi�er visuellement ces lots grâce à leurs textures de surface, comme le montre
la �gure III.27. La rugosité ne semble donc pas être un paramètre adapté pour représenter
l'e�et du grenaillage sur la texture de la surface.

Les mesures de rugosité montrent que l'écart-type duRa diminue après grenaillage. Pour
les lots shot-blasting et shot-peening bille? 800µm, l'écart-type est même divisé par deux.

La comparaison des rugosités de la surface recti�ée et du lot recti�cation & shot-peening
montre que le shot-peening bille? 400µm fait augmenter leRa de 2µm environ lorsqu'il est
appliqué sur une surface lisse, et que sa dispersion est faible. Cependant ce même grenaillage
ne produit pas d'augmentation duRa lorsqu'il est appliqué sur la peau de forge. Cet e�et
vient probablement de la présence des défauts : dans les zones déjà rugueuses, les impacts de
billes modi�ent la texture de la surface mais la valeur de rugosité ne change pas. A l'inverse,
dans les zones initialement plus lisses, les impacts de billes font bien augmenter la valeur de
rugosité. La combinaison de ces deux e�ets explique qu'après grenaillage, la valeur moyenne
de rugosité n'est que peu modi�ée mais que sa dispersion diminue.

Une solution pour éviter ce problème serait de prendre une longueur de coupure plus
petite que celle spéci�ée par la norme, mais la �gure III.28 montre que les surfaces avant
et après grenaillage ont des aspérités du même ordre de grandeur. Un choix de longueur de
coupure serait donc arbitraire et ne garantirait pas que les mesures de rugosité représentent
bien l'e�et du grenaillage indépendamment de celui des défauts.

2.3 Résultats des essais de fatigue

2.3.1 Trajet de �ssuration et faciès de rupture

Avant chaque essai, la surface des éprouvettes avec peau de forge est scannée avec un
pro�lomètre. Les essais de fatigue sont conduits sur une machine RUMUL Cracktronic qui
permet d'arrêter les essais avant que l'éprouvette ne soit complètement rompue. A la �n de
l'essai de fatigue, la �ssure présente à la surface de l'éprouvette est scannée au pro�lomètre
a�n d'identi�er le défaut critique. L'éprouvette est ensuite plongée dans de l'azote liquide et
cassée manuellement a�n de pouvoir observer le faciès de rupture. Dans les cas où la �ssure
passe par plusieurs défauts, le faciès de rupture permet d'identi�er le défaut à l'origine de
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l'amorçage. La limite en fatigue de chaque éprouvette étant connue, il est possible grâce à
cette démarche d'avoir accès à la topographie des défauts critiques ainsi qu'à leur limite en
fatigue associée.

Pour tous les lots, l'amorçage s'e�ectue toujours à la surface libre, jamais en profondeur
et les �ssures se propagent perpendiculairement au chargement. Sous l'e�et du chargement
de �exion, les �ssures ont tendance à s'étendre sur la largeur de la section utile, et atteignent
souvent les deux côtés de l'éprouvette sans que l'éprouvette ne casse (�gure III.30). Le front
de �ssure est toujours semi-elliptique, pour tous les lots.

Direction du chargement :J ���� I

Figure III.30 � Scan de la surface d'une éprouvette du lot sans grenaillage montrant la �ssure présente à
la �n de l'essai de fatigue. Le lieu d'amorçage est indiqué par un point blanc.

La �gure III.31 montre un exemple de faciès de rupture pour le lot poli et le lot shot-
peening bille ? 800 µm. L'éprouvette du lot poli (sollicitée sur la tranche) présente deux
amorçages, un sur chaque face chargée. Pour les éprouvettes qui ont la peau de forge en
surface, l'amorçage est toujours localisé au niveau d'un défaut de forgeage à la surface de
l'éprouvette. Le défaut à l'origine de l'amorçage pour l'éprouvette shot-peening est visible
sur le faciès. Ce défaut est appelé défaut critique car ayant provoqué l'amorçage, il est le
défaut le plus nocif de toute la surface de l'éprouvette. L'observation des faciès montre
que les défauts critiques ont généralement une longueur de l'ordre du millimètre, pour une
profondeur allant de 50µm à 200µm. La �gure III.32 montre des scans d'éprouvettes du
lot sans grenaillage où la �ssure et le lieu d'amorçage sont représentés. Les scans de surface
montrant les défauts critiques pour l'ensemble des éprouvettes issues des bielles sont donnés
en annexe B.

Des image MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot sans grenaillage sont
données en �gure III.33. Un faciès de rupture pour le lot shot-blasting est présenté en
�gure III.34, pour le lot shot-peening bille ? 800 µm en �gure III.35, et pour le lot shot-
peening bille? 400 µm en �gure III.36. L'amorçage se fait toujours en surface, pour tous
les lots.
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Lot poli (chargé sur la tranche) Lot shot-peening bille? 800µm

Double amorçage Amorçage sur défaut de forgeage

Figure III.31 � Images MEB du faciès de rupture d'éprouvettes issues de bielles. Les sites d'amorçage sont
entourés en rouge. Le front de �ssure �nal est marqué en pointillé.

Les images permettent de comparer les états de surface des di�érents lots. L'e�et du
grenaillage est clairement visible sur la surface des éprouvettes grenaillées (�gures III.34a,
III.35a et III.36a), et il est possible de distinguer les surfaces entre elles avec la taille des
impacts de billes.

Les surfaces présentent des défauts comme ceux observés par [Gariépy et al., 2013] (�-
gure I.13b), et les surfaces grenaillées ont tendance à s'écailler. Cet e�et est particulièrement
prononcé pour les deux lots shot-peening (�gures III.35 et III.36).

En plus des défauts de surface produits par le grenaillage, l'analyse de la microstructure
a montré que la surface grenaillée présente des replis qui sont des sites potentiels d'amor-
çage de �ssure. Les éprouvettes grenaillées amorcent au fond d'un défaut de forgeage, mais
il n'est pas exclu que des microdéfauts de surface ou des replis situés dans ces défauts de
forgeage aient aussi un e�et. L'amorçage de l'éprouvette shot-peening semble partir à envi-
ron 30 µm en sous-couche (�gure III.35c). Cet amorçage est similaire à ceux observés par
[Feng et al., 2016], il paraît donc probable que les replis jouent un rôle en fatigue. L'amor-
çage de la �ssure se situe donc à une échelle intermédiaire entre les défauts de forgeage
macroscopiques et les replis microscopiques.
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Figure III.32 � Scans de la surface d'éprouvettes issues de bielles sans grenaillage montrant le défaut
critique. La �ssure est représentée en noir et le lieu d'amorçage est indiqué par un point blanc.
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Eprouvette du lot sans grenaillage

a) Faciès de rupture

b) Défaut critique

c) Amorçage

Figure III.33 � Images MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot sans grenaillage, à divers gros-
sissements.
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Eprouvette du lot shot-blasting

a) Faciès de rupture

b) Défaut critique

c) Amorçage

Figure III.34 � Images MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot shot-blasting, à divers grossisse-
ments.
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Eprouvette du lot shot-peening bille ? 800 µm

a) Faciès de rupture

b) Défaut critique

c) Amorçage

Figure III.35 � Images MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot shot-peening bille ? 800 µm, à
divers grossissements.
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Eprouvette du lot shot-peening bille ? 400 µm

a) Faciès de rupture

b) Défaut critique

c) Amorçage

Figure III.36 � Images MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot shot-peening bille ? 400 µm, à
divers grossissements.
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2.3.2 Evolution des contraintes résiduelles au cours du cyclage

Les contraintes résiduelles introduites par le grenaillage (présentées au chapitre précé-
dent) ont généralement un impact important sur la tenue en fatigue.

Les contraintes résiduelles introduites par le grenaillage ayant une grande importance
en fatigue, [Kim et al., 2013] se sont penchés sur l'évolution de ces contraintes au cours du
cyclage.

Leur étude porte sur des éprouvettes de �exion rotative en acier C45 polies puis gre-
naillées par shot-peening. Les contraintes résiduelles sont mesurées avant et pendant les
essais de fatigue par di�raction de rayons X. Pour étudier l'e�et du chargement sur la re-
laxation, les essais sont conduits en fatigue oligocyclique et en fatigue en grand nombre de
cycles. Les essais sont réalisés avec des charges allant de 300 à 380 MPa avec une fréquence
de 60 Hz(R = � 1). Les contraintes résiduelles sont relevées régulièrement, entre103 et 107

cycles.
Les éprouvettes en acier C45 sont grenaillées avec une intensité Almen de 0.36 mm A,

ce qui introduit des contraintes résiduelles de compression d'environ 300 MPa en sous-
couche (�gure III.37a). Le maximum de contrainte est atteint vers 45µm de profondeur.
Le grenaillage a aussi pour e�et d'augmenter la limite en fatigue de 20%. Les mesures
de contraintes résiduelles en cours de cyclage (�gure III.37b) montrent que la relaxation
des contraintes résiduelles dépend de la contrainte appliquée, et donc de la durée de vie
en fatigue. Pour une contrainte élevée, et donc un régime oligocyclique (104 cycles), les
contraintes diminuent très vite pour devenir nulles juste avant la rupture. Par contre, en
fatigue à grand nombre de cycles (107 cycles), les contraintes ne diminuent que de 20%.

a) b)

Figure III.37 � (a) Pro�l des contraintes résiduelles introduites par shot-peening. (b) Evolution des
contraintes résiduelles en fonction du nombre de cycles [Kim et al., 2013].

Les résultats de [Kim et al., 2013] montrent qu'en fatigue à grand nombre de cycles, les
contraintes gardent une valeur proche de la valeur initiale, ce qui signi�e que les contraintes
résiduelles ne peuvent être négligées en fatigue.

Cependant, pour les éprouvettes issues des bielles qui présentent des défauts de forgeage,
les contraintes résiduelles au fond des défauts évoluent peut-être di�éremment de celles
des surfaces plus plates. Pour suivre l'évolution des contraintes résiduelles en surface, des
analyses ont été réalisées périodiquement au cours du cyclage sur une éprouvette du lot
shot-blasting.

Une éprouvette présentant un gros défaut de surface a été spéci�quement choisie pour
cette étude (éprouvette n°8). Le défaut a une taille de3 � 2 mm pour une profondeur de
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200 µm. Les analyses par di�raction de rayons X sont réalisées en deux endroits : une au
milieu de la zone utile de l'éprouvette, et une deuxième au fond du défaut. La taille du spot
utilisé pour les analyses était de 0.5 mm, su�samment petit pour ne couvrir que le fond du
défaut. La �gure III.38 montre l'emplacement des analyses sur la surface de l'éprouvette.
Des analyses sont e�ectuées avant cyclage, après 100 cycles et ensuite toute les décades.
L'éprouvette est chargée à une contrainte élevée (475 MPa) pour provoquer une rupture
rapide et ainsi faciliter l'observation d'une éventuelle relaxation. L'éprouvette a rompu à
partir du défaut au bout de 130 400 cycles.

Position des sites d'analyse Contraintes résiduelles en surface

taille de spot : 0.5 mm rupture à 139 400 cycles

Figure III.38 � Suivi des contraintes résiduelles au cours du cyclage, à la surface d'une éprouvette du lot
shot-blasting. La position des sites d'analyses est indiquée par des points bleus.

Les contraintes résiduelles dans la direction longitudinale n'évoluent pas au cours de
l'essai et restent à� 500 MPa même à 40 000 cycles avant la rupture. La valeur plus faible
des contraintes transversales est due au fait que le défaut est près du bord de l'éprouvette, les
contraintes résiduelles se sont relaxées dans cette direction lors de l'usinage de l'éprouvette.

Cette analyse a aussi été e�ectuée sur une éprouvette du lot shot-peening bille? 800µm
(éprouvette n°10). Le suivi des contraintes résiduelles est fait uniquement au centre de
l'éprouvette car cette éprouvette ne présente pas de défaut particulièrement gros. Les résul-
tats ne montrent pas non plus une évolution des contraintes résiduelles au cours du cyclage.

Les contraintes résiduelles sont donc présentes à la surface durant tout l'essai de fatigue,
et leurs valeurs ne changent pas, même au fond des défauts. Ce résultat en surface est
en accord avec ceux de [Kim et al., 2013]. Il aurait pu être également intéressant d'étudier
l'évolution des contraintes résiduelles en profondeur, cependant ces analyses sont di�cile-
ment réalisables. En e�et, l'analyse n'est pas envisageable pendant l'essai de fatigue car elle
nécessite un enlèvement de matière, ce qui rend l'éprouvette inexploitable ; et après rupture,
la présence de la �ssure peut potentiellement relaxer les contraintes résiduelles.

2.3.3 Limites de fatigue expérimentales

L'étude bibliographique a montré que pour le grenaillage, les deux éléments les plus im-
portants en fatigue sont la rugosité de la surface et les contraintes résiduelles. Cependant,
le grenaillage introduit aussi des replis à la surface, qui peuvent avoir un e�et marqué sur
la tenue en fatigue. Les éprouvettes présentent également des défauts en surface issus du
forgeage que le grenaillage n'e�ace pas. Le comportement en fatigue est donc une combinai-
son de ces di�érents e�ets. Il n'est pas non plus exclu que les autres caractéristiques que le
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grenaillage modi�e (dureté, microstructure) aient aussi une in�uence.

Les contraintes résiduelles de certaines éprouvettes grenaillées sont relaxées avant les
essais de fatigue en appliquant une faible déformation en traction. Une déformation de 1%
(mesurée avec un extensomètre) est appliquée à des éprouvettes des lots shot-blasting, shot-
peening bille? 800 µm et recti�cation & shot-peening. Ceci correspond à une déformation
plastique à c÷ur de 0.7%, faisant passer leRe de 610 à 680 MPa. Les contraintes résiduelles
en surface sont contrôlées avant et après détensionnement : les contraintes dans la direc-
tion longitudinales sont fortement réduites, avec une valeur de l'ordre de� 50 MPa. Les
contraintes dans la direction transverse ne sont en revanche pas modi�ées.

Malheureusement, la majorité des éprouvettes ayant subi le détensionnement ont un
amorçage au coin, rendant ces éprouvettes inexploitables.

Les résultats pour les trois Staircases sont donnés dans le tableau III.10. Le détail du
Staircase e�ectué sur le lot poli est donné dans le tableau III.11.

Lot Limite en fatigue (MPa)

Poli 424

Recti�cation & shot-peening (488)

Rectif. & shot-peeningdétensionné (388)

Tableau III.10 � Résultats des trois Staircases réalisés sur les éprouvettes issues des bielles. Les résultats
entre parenthèse sont les lots ayant amorcé au coin.

Flexion � a N° d'éprouvette

R = � 1 (MPa) 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15

Lot poli
405 X X X X

425 X O O X O X X

445 O O O O

Tableau III.11 � Détail du Staircase réalisé sur le lot poli. "O" signi�e que l'éprouvette à survécu, "X"
signi�e rupture.

A cause d'amorçages au coin, les résultats pour les lots recti�cation & shot-peening (avec
ou sans détensionnement) sont utilisés uniquement de façon qualitative. Le résultat sur le
lot poli est la limite en fatigue nominale du matériau et sert de référence.

Le lot recti�cation & shot-peening a une limite en fatigue supérieure à la limite nominale.
Cette augmentation est due aux e�ets béné�ques du grenaillage : les contraintes résiduelles
de compression, l'écrouissage et l'augmentation de la dureté. Lorsque les contraintes rési-
duelles sont relaxées par détensionnement, la limite en fatigue chute de façon importante.
Cette di�érence permet de conclure que les contraintes résiduelles sont un des e�ets les plus
importants du grenaillage sur le comportement en fatigue.

Des essais en traction ont aussi été e�ectués, cependant ils ont été abandonnés car les
éprouvettes amorçaient au coin. Un seul des essais en traction est cependant exploitable :
une éprouvette shot-peening bille? 800µm détensionnée.

Les limites en fatigue de l'ensemble des lots, ainsi que le type d'essai et le nombre
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d'éprouvettes valides sont donnés dans le tableau III.12. Le détail de chaque essai Locati
réalisé sur les éprouvettes est donné en annexe A.

Lot Essais Nbr. d'ép. Amorçage � D (MPa)

Poli Staircase 15 Coin et surface 424

Sans grenaillage Locati 34 Défaut 280�400

Shot-blasting Locati 8 Défaut 420�500

Shot-peening bille? 800µm Locati 10 Défaut 500�580

Shot-peening bille? 400µm Locati 18 Défaut 400�500

Recti�cation & shot-peening ? 400µm Staircase (5) Coin (488)

Shot-blasting détensionné Locati � Coin �

Shot-peening bille? 800µm détensionné Locati � Coin �

Rectif. & SP ? 400µm détensionné Staircase (5) Coin (388)

Traction SP bille ? 800µm détensionné Locati 1 Défaut 431

Tableau III.12 � Récapitulatif des essais de fatigue réalisés sur les éprouvettes issues des bielles, avec
le nombre d'éprouvettes valides pour chaque lot. Les lots avec les nombres entre parenthèses ne sont pas
exploitables mais leurs résultats sont donnés à titre indicatif.

Pour les lots avec peau de forge, les défauts critiques étant identi�és, il est possible de
mesurer l'aire projetée des défauts, à partir des observations MEB des faciès ou bien des
scans de surface réalisés au pro�lomètre.

La taille des défauts peut être représentée par la surface projetée dans le plan per-
pendiculaire au chargement. Les défauts ont tous une forme arrondie très plate, avec une
profondeur beaucoup plus faible que la longueur. Pour simpli�er la mesure de l'aire proje-
tée, les défauts sont considérés de forme semi-elliptique. Pour mesurer la surface projetée, la
longueur dans le plan perpendiculaire au chargement2a et la profondeurc ont été mesurées.
La �gure III.39 détaille la mesure de la longueur et de la profondeur d'un défaut, ainsi que
la demi-ellipse équivalente.

Figure III.39 � Image MEB du faciès de rupture d'une éprouvette sans grenaillage. Les dimensions du
défaut critique sont indiquée et la demi ellipse équivalente est représenté en pointillé.

L'aire projetée est donc la moitié de l'aire de l'ellipse de demi-axesa et c :

Aire projetée=
�ac
2

(III.1)

Le critère de [Murakami & Endo, 1986] utilise la racine de l'aire projetée comme indicateur
de la taille des défauts. Murakami utilise de plus un seuil sur la longueur si celle-ci est
beaucoup plus grande que la profondeur. Un seuil de 10 fois la profondeur est donc utilisé
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lors du calcul de l'aire : si2a > 10c alors la longueur est réduite à10c pour le calcul.
L'utilisation du seuil permet de limiter l'in�uence de l'étendue du défaut, car la profondeur
d'un défaut est plus importante que son étendue.

Les résultats en fatigue peuvent donc être placés dans un diagramme de Kitagawa (limite
en fatigue en fonction de la taille du défaut, �gure III.40). Pour le lot sans grenaillage,
la limite en fatigue est toujours inférieure à la limite nominale. Cette di�érence ne peut
s'expliquer que par la présence des défauts de forgeage, car ces éprouvettes ne présentent
ni écrouissage ni contraintes résiduelles. Plus le défaut est grand et plus la limite en fatigue
chute, le défaut le plus grand provoque une chute de 140 MPa par rapport à la référence,
soit une baisse de 34%.

Figure III.40 � Diagramme de Kitagawa des résultats des essais de fatigue sur les éprouvettes issues des
bielles.

Malgré cette in�uence des défauts, les trois lots grenaillés ont une limite supérieure à
la limite nominale. L'éprouvette grenaillée avec la limite en fatigue la plus élevée présente
une limite en fatigue supérieure de 150 MPa par rapport à la référence (35% d'augmenta-
tion). De même, à taille de défaut égale, le grenaillage augmente de 150 MPa environ la
limite en fatigue par rapport au lot sans grenaillage soit une augmentation de 50% environ.
Le grenaillage produit donc une amélioration très importante de la tenue en fatigue des
éprouvettes.

Les éprouvettes grenaillées avec les défauts les plus gros ont une limite en fatigue proche
de la limite nominale. Il est important de préciser que les éprouvettes shot-blasting ont
toutes des gros défauts car seules ces éprouvettes sont valides : celles avec des défauts plus
petits ont un amorçage au coin.

Les nuages de points des deux lots shot-peening ne sont pas complètement superposés,
les limites en fatigue sur lot shot-peening bille? 400µm sont environ 50 MPa plus faibles.

Le lot sans grenaillage montre une forte dispersion, avec 115 MPa de di�érence entre
les deux points extrêmes. La dispersion est plus faible pour les lots grenaillés : 110 MPa
pour le shot-blasting, 100 MPa pour le lot shot-peening bille? 400 µm, et 75 MPa pour le
shot-peening bille? 800µm.
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La dispersion observée est peut-être due à la grande variation de taille et de forme
des défauts. De plus, pour certaines éprouvettes, le défaut critique est près du bord de
l'éprouvette. C'est notamment le cas pour les éprouvettes shot-blasting. Ces éprouvettes
ont été choisies pour leurs grands défauts, mais ceux-ci ne sont pas parfaitement centrés
dans l'âme de la bielle, et se retrouvent près des bords après prélèvement des éprouvettes.
Les faciès de rupture permettent de con�rmer que l'amorçage s'e�ectue bien au niveau des
défauts, mais il n'est pas exclu que la proximité du bord modi�e un peu le comportement
en fatigue.

2.3.4 Résultats des essais de fatigue en traction

Sur les sept essais de fatigue réalisés en traction, une seule éprouvette a un amorçage
dans la peau de forge. Il s'agit d'une éprouvette shot-peening bille? 800 µm détensionnée,
avec une limite en fatigue de 431 MPa (�gure III.40).

La limite en fatigue de cette éprouvette est proche de la limite en fatigue de référence
et se situe, à taille de défaut égale, environ 70 MPa plus bas que la limite en fatigue des
éprouvettes shot-peening bille? 800 µm non détensionnées, et environ 100 MPa au-dessus
de la limite en fatigue des éprouvettes sans grenaillage.

La chute par rapport aux éprouvettes non détensionnées montre que les contraintes
résiduelles ont un e�et béné�que important sur la tenue en fatigue. Cependant le détension-
nement des contraintes dans la direction du chargement ne su�t pas pour faire chuter la
limite en fatigue au niveau de celle des éprouvettes sans grenaillage. Cet écart est poten-
tiellement dû à l'écrouissage introduit par le grenaillage qui améliorerait la tenue en fatigue
en augmentant la dureté en surface. Cependant, il est aussi possible que les contraintes
résiduelles dans la direction transverse (non relaxées) aient une in�uence.

3 Synthèse

Les caractérisations des éprouvettes issues des composants forgés montrent comment les
procédés modi�ent le matériau. L'extrusion à froid écrouit toute la section des éprouvettes de
façon homogène, ce qui fait fortement augmenter la dureté et les caractéristiques mécaniques.
La rugosité est réduite : les stries d'usinage présentes sur le lopin sont lissées et disparaissent
même pour le lot 75% de réduction de section. La microstructure est aussi a�ectée et devient
anisotrope, les grains sont allongés dans la direction d'extrusion et ont une orientation
préférentielle. En extrême surface, un gradient de microstructure se forme sur 50µm environ,
avec des grains très petits en surface. Ce gradient se retrouve dans les pro�ls des contraintes
résiduelles : celles-ci sont en compression en surface pour les deux lots, mais passent en
traction à 50 µm de profondeur pour le lot 18% de réduction de section.

L'e�et du procédé se voit aussi en fatigue : la limite en fatigue augmente nettement pour
les trois types de chargement. Dans le cas de la traction, le lot 75% de réduction de section
présente une limite en fatigue 80% plus élevée que celle de l'état initial.

L'intégrité de surface des éprouvettes issues de bielles est la combinaison de la peau
de forge produite lors du forgeage et des modi�cations introduites par le grenaillage. La
peau de forge présente des réseaux de défauts qui peuvent atteindre des tailles de plusieurs
millimètres de long et des profondeurs de centaines de micromètres. Le grenaillage modi�e
la rugosité mais n'e�ace pas les défauts les plus grands, qui localisent l'amorçage en fatigue.
L'écrouissage de la surface généré par le grenaillage introduit un gradient de dureté, de
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microstructure et un pro�l des contraintes résiduelles. Les contraintes résiduelles sont en
compression, avec le maximum situé en surface.

Le grenaillage ne modi�e qu'une couche de 500µm en surface (200µm pour le shot-
peening bille? 400µm) mais cela est su�sant pour avoir un e�et marqué sur le comporte-
ment en fatigue. Sans grenaillage, la présence des défauts fait chuter la limite en fatigue par
rapport au lot de référence. Après grenaillage, la limite en fatigue se retrouve à un niveau
supérieur malgré l'in�uence des défauts (augmentation de 50% environ). La limite en fatigue
des lots grenaillés est donc une combinaison de l'e�et des défauts et de celui du grenaillage.

A�n de mettre en place une modélisation adaptée du comportement en fatigue de nos
di�érents composants forgées, il sera question dans le prochain chapitre de re�éter les e�ets
de l'écrouissage, des contraintes résiduelles et des défauts.
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Chapitre IV

Modélisation du comportement en
fatigue
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Les caractérisations et les essais de fatigue ont permis de quanti�er l'in�uence des pro-
cédés de forgeage sur le matériau et sur son comportement en fatigue. En forgeage à froid,
la prédéformation écrouit le matériau, augmentant sa dureté, déforme la microstructure et
introduit des contraintes résiduelles. Plus la prédéformation est importante et plus la tenue
en fatigue augmente, pour les trois chargements étudiés.

Le grenaillage modi�e beaucoup l'intégrité de surface en écrouissant la surface : rugosité,
dureté et microstructure sont modi�ées. De plus, le grenaillage introduit des contraintes
résiduelles et des micro-défauts à la surface. Au grenaillage s'ajoute les défauts de surface
introduits lors du forgeage à chaud, le comportement en fatigue est donc une combinaison
de l'in�uence de leurs e�ets : les défauts de forgeage ont tendance à diminuer la limite en
fatigue et le grenaillage l'augmente.

Dans ce chapitre, les résultats sont analysés a�n de répondre aux questions suivantes :
quel est l'e�et du procédé sur le comportement en fatigue ; et est-il possible de modéliser les
résultats en fatigue obtenus ?

Pour chaque procédé, plusieurs modèles en fatigue prenant en compte les paramètres de
procédé les plus importants sont utilisés, a�n de représenter au mieux les données expéri-
mentales. Pour le forgeage à chaud, les défauts de surface ont une grande in�uence et deux
approches sont développées pour modéliser leur e�et : la première est une étude analytique
de la géométrie des défauts et la deuxième utilise la simulation numérique des surfaces.

1 Forgeage à froid

1.1 In�uence de la prédéformation sur la tenue en fatigue

Les essais de fatigue en traction avec un rapport de chargeR = � 1 ont été réalisés
pour quanti�er l'in�uence de la prédéformation sur la tenue en fatigue. Les résultats de
ces essais montrent que l'écrouissage augmente la tenue en fatigue (tableau IV.1), et que
l'augmentation est proportionnelle à l'augmentation de la limite à la rupture. Pour les trois
lots, le rapport de la limite en fatigue en traction sur la limite à la rupture� � 1

a =� UT S est
toujours très proche de 0,43. Si leRm et la limite en fatigue initiaux sont connus, il su�t
donc de mesurer leRm pour connaître la limite en fatigue après forgeage. Cependant, cela
nécessite de forger au moins une éprouvette a�n d'e�ectuer un essai de traction, ce qui peu
être long et coûteux. De plus, pour les composants avec une géométrie complexe ou bien
des gradients d'écrouissage, il n'est pas toujours possible de mesurer unRm .

� (MPa) Avant extrusion 18% de réduction 75% de réduction

Rm 590 727 1075

Traction � � 1
a 252 303 461

Flexion
� a � 310 438

� m � 379 536

Torsion � � 1
a 188 234 306

� � 1
a =� � 1

a 0.75 0.77 0.66

Tableau IV.1 � Limites en fatigue et la rupture pour les trois lots. Pour les essais de �exion, les valeurs
spéci�ées sont celles des contraintes macroscopiques.

Une méthode plus simple est d'utiliser la dureté obtenue avec la simulation par élé-
ments �nis pour prédire la limite en fatigue. Une loi empirique est parfois utilisée pour
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les aciers :� D = 1:5 � HV , proposée par [Garwood et al., 1951] et reprise par d'autres au-
teurs [Murakami, 2002, Chapetti, 2011, Pessard et al., 2014]. Ce modèle est assez précis
malgré sa simplicité, avec dans notre cas une erreur maximale de 13%, dans le cas 18% de
réduction de section (�gure IV.1).

Figure IV.1 � Dureté et taille de grain des éprouvettes extrudées, en fonction de la limite en fatigue en
traction et en torsion.

En utilisant cette approche avec les valeurs de dureté des simulations précédemment
mentionnées, on obtient une prédiction avec une erreur de 24% pour le lot 18% de réduction
de section (en utilisant la dureté à c÷ur de 250 HV ) et de 2% pour le lot 75%. Les avantages
de cette méthode sont que la simulation seule su�t (en connaissant la dureté initiale), qu'elle
ne nécessite pas de forger de composants pour faire des essais et qu'il est possible de prédire
la tenue en fatigue locale dans un composant avec une dureté hétérogène.

Certains auteurs ont montré que la relation de Hall-Petch [Hall, 1951, Petch, 1953,
Thompson, 1972] peut être utilisée pour relier la limite en fatigue et la taille de grain :

� D = A +
B
p

d
(IV.1)

où A et B sont des constantes etd la taille de grain. Le matériau étudié montre une
dépendance de type Hall-Petch, quand la taille de grain dans le sens travers est utilisée (�-
gure IV.1). Ce modèle nécessite par contre deux points (et donc deux essais de fatigue) pour
que les constantes puissent être estimées. Puisque leRm et la limite en fatigue sont propor-
tionnels, les deux méthodes peuvent être utilisées pour aussi prédire leRm . Cependant, ce
type d'approche ne doit pas être utilisé quand le mécanisme d'endommagement change avec
la dureté, par exemple dans les aciers trempés [Pessard et al., 2014, Pang et al., 2013]. En
comparant les résultats des essais de fatigue avec ceux de Munier [Munier, 2012], qui sont
aussi en tractionR = � 1, les résultats de fatigue semblent suivre la tendance montrée par
l'acier grade "A" étudié par Munier, qui est un acier série DP600 (�gure IV.2). Cependant,
il faut noter que Munier a appliqué une prédéformation en traction et donc di�érente de
notre prédéformation compressive multiaxiale.

En plus des essais de traction, des essais de torsionR = � 1 ont été réalisés (tableau IV.1).
Le rapport des limites en fatigue torsion/traction est� a=� a = 0:75avant extrusion, ce qui est
une valeur typique pour les aciers ductiles [Pessard et al., 2014, Palin-Luc & Lasserre, 1998].
La limite en fatigue en torsion varie linéairement avec la dureté (�gure IV.1), et montre aussi
une relation quasi linéaire avec la taille de grain qui suit le modèle de Hall-Petch.
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Figure IV.2 � In�uence de la prédéformation à froid sur la limite en fatigue, en comparant les résultats
des essais réalisés sur les éprouvettes extrudées avec ceux de Munier [Munier, 2012].

Le dernier type d'essai e�ectué est la �exion, introduite pour quanti�er l'in�uence de la
peau de forge. Durant le cyclage, une légère déformation plastique a a�ecté les contraintes
résiduelles locales. De façon à obtenir les valeurs de contrainte locales correctes, il faut utiliser
l'amplitude du chargement et la valeur des contraintes résiduelles locales. L'amplitude du
chargement n'est pas a�ectée par les contraintes résiduelles, donc l'amplitude du chargement
local est égale à l'amplitude du chargement macroscopique appliqué. La contrainte moyenne
locale est la contrainte macroscopique moyenne à laquelle il faut ajouter les contraintes
résiduelles stabilisées.

Les résultats des essais de fatigue peuvent être représentés dans un diagramme de Haigh
(�gure IV.3). Des courbes de [Gerber, 1874] sont utilisées pour représenter les trois lots.

Figure IV.3 � Diagramme de Haigh pour les éprouvettes extrudées, montrant les résultats des essais de
fatigue en traction et en �exion, ainsi que le Rm .

Ces courbes sont dé�nies par :

� a = � � 1
a

 

1 �
�

� m

Rm

� 2
!

(IV.2)

où � a est l'amplitude du chargement et� m la moyenne. L'e�et de la prédéformation est
clairement visible dans la taille croissante des courbes, avec une amélioration de la tenue
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en fatigue et de la limite à la rupture. Pour la �exion, les limites en fatigue locales (avec
les contraintes résiduelles prises en compte) sont très proches des courbes de Gerber. Cela
semble signi�er que le comportement en fatigue de l'éprouvette à c÷ur (traction) et en
surface (�exion) sont similaires. Ce qui correspond bien aux simulations et aux mesures de
dureté qui montrent des variations très faibles entre le c÷ur et la surface. On constate égale-
ment que l'état de surface obtenu par forgeage n'a�ecte pas négativement le comportement
en fatigue.

1.2 Prise en compte des e�ets de l'écrouissage et des contraintes
résiduelles avec un critère d'endurance multiaxial

Pour prendre en compte l'ensemble des di�érents types de chargement, les résultats des
essais de fatigue peuvent être représentés dans un diagramme de [Dang Van, 1993]. Cette
approche a deux avantages par rapport au diagramme de Haigh. Elle dé�nit un critère de
fatigue multiaxial, et elle permet de prendre en compte des contraintes résiduelles dans
n'importe quelle direction. En e�et, dans la peau de forge, les contraintes résiduelles ne sont
pas seulement dans la direction longitudinale, mais aussi dans la direction transverse. Les
contraintes radiales sont supposées nulles à la surface libre.

Dans le cas d'un chargement proportionnel, Le critère de Dang Van s'écrit comme suit :

� a + � � H,max = � (IV.3)

où � a est l'amplitude de la contrainte de cisaillement et� H,max est la contrainte hydrostatique
maximale, avec� et � des paramètres matériau.

La contrainte hydrostatique maximale� H,max peut être décomposée en amplitude, moyenne
et contraintes résiduelles :

� H,max = � H;a + � H;m + � CR
H (IV.4)

Il est donc simple d'intégrer l'in�uence des contraintes résiduelles avec le critère de Dang Van.
En prenant en compte les contraintes résiduelles, la valeur de contrainte locale est calculée.
Pour chaque type de chargement, le tenseur de contrainte au point critique, en fonction du
temps, s'écrit :

Traction :
�
� (t)

�
=

0

B
@

� a 0 0

0 0 0

0 0 0

1

C
A sin(!t ) (IV.5)

Flexion :
�
� (t)
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@

� a 0 0

0 0 0

0 0 0
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@
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C
A (IV.6)

Torsion :
�
� (t)

�
=

0

B
@

0 � a 0

� a 0 0

0 0 0

1

C
A sin(!t ) (IV.7)

Le diagramme de Dang Van résultant est donné en �gure IV.4, où par souci de clarté,
chaque trajet de chargement n'est représenté que par son point le plus critique dans le
temps. Les pentes des droites de Dang Van sont très proches pour les lots avant extrusion
et 18% de réduction de section (respectivement 0.76 et 0.77). La droite pour le lot 75% est
légèrement plus faible : 0.52. Les valeurs� et � sont tracées en fonction de la dureté dans
la �gure IV.5.
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Figure IV.4 � Diagramme de Dang Van des résultats des essais de fatigue sur les éprouvettes extrudées.

Figure IV.5 � Valeurs de � et � du critère de Dang Van pour les éprouvettes extrudées, en fonction de la
dureté.

La valeur � représente la sensibilité du matériau à la contrainte hydrostatique, et cette
valeur varie avec la dureté. Cependant, la dureté n'est pas le seul paramètre qui in�ue
sur le comportement en fatigue, la microstructure a aussi un e�et sur l'amorçage et la
propagation des �ssures. Dans notre cas, l'augmentation de la dureté et donc de la limite
en fatigue n'induit pas une augmentation de la sensibilité à la contrainte hydrostatique,
représentée par� . Il existe d'autre situations où l'augmentation de la dureté, provenant par
exemple d'un traitement thermique, peut provoquer une forte variation de la sensibilité à la
contrainte hydrostatique [Pessard et al., 2014, Palin-Luc & Lasserre, 1998]. Le tableau IV.2
compare nos valeurs de� et de � � 1

a =� � 1
a avec celles d'aciers traités thermiquement issues de

la littérature.
Tous les résultats présentés ici con�rment les observations trouvées dans la littérature et

servent à quanti�er l'in�uence de la prédéformation sur le comportement en fatigue.
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Matériau Etat Dureté HV � � 1
a =� � 1

a �

27MnCr5
Av. extrusion 164 0.75 0.74

75% 288 0.66 0.52

22MnB5 [Pessard et al., 2014]
Etat initial 180 0.69 0.57

Trempé 600 0.82 0.96

XC18 [Palin-Luc & Lasserre, 1998] Recuit � 0.68 0.54

FGS 800�2 [Palin-Luc & Lasserre, 1998] Fonte � 0.90 1.20

Tableau IV.2 � Comparaison des valeurs � du 27MnCr5 étudié avec celles d'autres matériaux prises de la
littérature.

1.3 Synthèse

Les essais de fatigue sur les éprouvettes extrudées ont été conduits en traction, �exion
plane et torsion. En utilisant les résultats de ces essais, il est possible de prendre en compte
les paramètres procédés de l'extrusion à froid les plus importants (écrouissage et contraintes
résiduelles) qui peuvent a�ecter le comportement multiaxial en fatigue. La plage de déforma-
tion étudiée est très large, avec une valeur maximale très élevée. Les conclusions principales
de cette étude sont :

� L'écrouissage induit par le forgeage à froid augmente la limite en fatigue pour tous les
types de chargement testés (traction, �exion et torsion).

� Le comportement en fatigue est le même à c÷ur et en surface.
� La tenue en fatigue peut être reliée à la valeur de dureté, et la dureté peut être prédite

avec des simulations EF.
� Les divers essais de fatigue permettent de dé�nir un critère en fatigue multiaxial.
� Le trajet de la �ssure est a�ecté par la microstructure, surtout dans le cas 75% de

réduction de section.
� L'écrouissage introduit durant le procédé n'augmente pas la sensibilité du matériau à

la contrainte hydrostatique.

2 Forgeage à chaud

L'étude sur le comportement en fatigue des éprouvettes issues des bielles comprend
l'analyse et la modélisation de l'in�uence des défauts de forgeage et ensuite la prise en
compte des e�ets du grenaillage.

2.1 In�uence en fatigue des défauts de forgeage

La peau de forge des éprouvettes sans grenaillage présente des défauts introduits lors
du forgeage. Ces défauts ont un rôle important en fatigue car ils localisent l'amorçage des
�ssures et provoquent une chute de la tenue en fatigue par rapport à la référence (lot poli).
La dureté du C70 étant de 292 HV , le lot poli véri�e la relation empirique proposée par
[Garwood et al., 1951] :� D

0 = 1:5 � HV avec une erreur de seulement 3%. Cependant, les
éprouvettes sans grenaillage présentent des limites en fatigue plus faibles que la référence,
à cause des défauts de forgeage.

Le premier objectif est de modéliser l'in�uence en fatigue de ces défauts de forgeage.
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2.1.1 Analyse géométrique des défauts

La surface des éprouvettes contient de nombreux défauts, de tailles et de formes très
variées. Les défauts n'ont pas tous la même in�uence en fatigue donc il est intéressant de
pouvoir identi�er a priori le défaut le plus néfaste (le défaut critique). Les résultats en
fatigue montrent que le défaut critique n'est pas nécessairement le défaut le plus profond
ou bien le plus étalé. De plus, les défauts de forgeage ont tendance à former des réseaux
complexes dans lesquels il n'est pas évident d'isoler des défauts individuels.

La recherche du défaut critique nécessite de pouvoir comparer entre eux un grand nombre
de défauts, et donc d'avoir accès à leurs dimensions. De façon à simpli�er l'analyse des
défauts, une méthode automatisée est mise en place. La détection du défaut critique nécessite
trois étapes :

� Détecter et isoler les défauts
� Déterminer les dimensions de chaque défaut
� Etablir un critère permettant de quanti�er la criticité des défauts
Pour faciliter l'étude des défauts, ceux-ci sont approximés par un demi-ellipsoïde. La

forme d'ellipsoïde a été choisie car les défauts sont souvent de forme plate et arrondie,
avec le point le plus profond près du centre du défaut. Un ellipsoïde est dé�ni avec trois
paramètres (appelés demi-axes) qui sont utilisés pour représenter la longueur, la largeur et la
profondeur du défaut. Les dimensions de l'ellipsoïde seront ensuite utilisées pour déterminer
la criticité du défaut.

La surface des éprouvettes n'est pas parfaitement plate à cause des défauts de forgeage,
il est donc nécessaire de dé�nir un plan de référence qui indique la position nominale de
la surface. La plan médian de la surface est choisi comme plan de référence car il re�ète
l'orientation globale de la surface et est facilement calculé. Ce plan est déterminé indépen-
damment pour chaque scan, et sert ensuite de référencez = 0 (z > 0 pour les crêtes,z < 0
pour les défauts).

Pour chaque défaut, il faut déterminer les dimensions de l'ellipsoïde correspondant et
son orientation par rapport au repère(x; y; z) de l'éprouvette. Pour simpli�er le problème,
le centre de l'ellipsoïde ainsi que ses deux axesa et b sont �xés comme appartenant au plan
de référence. L'axec se trouve ainsi parallèle à l'axez, l'orientation de l'ellipsoïde n'est donc
dé�nie que par un seul angle. De plus, de façon à ce que l'ellipsoïde soit représentatif de la
profondeur du défaut, la valeur du demi-axec est choisie égale à la profondeur maximale du
défaut (par rapport au plan de référence). Le défaut peut ainsi être représenté par un ellip-
soïde avec seulement quatre paramètres : la longueur des trois demi-axesa; b; cet l'angle �
entre le grand-axea de l'ellipsoïde et l'axex de l'éprouvette (qui est la direction du charge-
ment). Un schéma d'un défaut et de l'ellipsoïde correspondant est donné en �gure IV.6. Pour
limiter le nombre total de défauts par éprouvette, les défauts moins profonds que 15µm ne
sont pas pris en compte.

Le fond des défauts de forgeage peut être facilement détecté en cherchant les minima
locaux de la surface. Cependant, il est plus di�cile de déterminer le pourtour des défauts,
car leurs bords sont souvent étendus. La solution la plus simple est de couper la surface avec
un plan seuil, parallèle au plan de référence. Seuls les points en-dessous du plan seuil sont
conservés. Le plan de référence ne constitue pas un bon seuil pour délimiter les défauts :
un seuil àz = 0 aurait comme résultat de fusionner les défauts en des réseaux extrêmement
étendus et peu profonds sur la majorité de leur surface. Il faut donc utiliser un seuil plus
bas pour limiter l'étendue des défauts, sachant qu'un seuil trop bas réduit trop la surface
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Figure IV.6 � Représentation d'une surface (en vert) contenant un défaut avec l'ellipsoïde correspondant
(en bleu). Le plan de référence est représenté par un quadrillage.

des petits défauts.
Pour résoudre ce problème, le choix est fait d'utiliser un seuil qui dépend de la profondeur

maximale du défaut. Ce seuil a été déterminé en testant plusieurs valeurs sur di�érents
défauts. La valeur retenue est de 35% de la profondeur, c'est-à-dire que le seuil coupe la
surface à une profondeur égale à 35% de la profondeur maximale du défaut. Cette valeur
représente un bon compromis pour limiter l'étendue des défauts sans pour autant trop les
réduire.

L'approximation du défaut par un ellipsoïde doit re�éter au mieux la forme générale
du défaut. Utiliser l'ellipsoïde circonscrit au défaut n'est pas très pertinent car il ne re�ète
que l'étendue du défaut, et ignore notamment la forme du fond. Les ellipsoïdes sont donc
approximés avec la méthode des moindres carrés, ce qui permet d'obtenir un meilleur com-
promis entre l'étendue et la forme du défaut. Un schéma 2D montrant la surface, le seuil,
et l'ellipsoïde est donné en �gure IV.7.

Figure IV.7 � Schéma de l'approximation d'un défaut avec un ellipsoïde. L'approximation ne s'e�ectue que
sur la partie de la surface inférieure au seuil en profondeur.

De façon à quanti�er plus précisément la forme du fond du défaut, une deuxième ap-
proximation est réalisée qui consiste à utiliser une zone restreinte à 100µm de rayon autour
du point le plus profond. Les deux approximations sont complémentaires : elle permettent
d'avoir accès à la fois à la forme et l'étendue du défaut (par exemple pour calculer son aire
projetée) et à la forme du fond, ce qui permet de calculer son rayon de courbure au point
le plus profond (par exemple pour calculer leK t de Peterson). L'approximation du fond du
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défaut sert surtout pour les défauts très étendus, dont la forme globale ne représente pas
nécessairement la géométrie du fond. La distance pour limiter le fond a été variée de 50 à
200µm sans montrer d'amélioration des résultats, la valeur intermédiaire de 100µm a donc
été choisie.

Pour identi�er les défauts, un programme Matlab® a été construit pour isoler les défauts
et les approximer avec un ellipsoïde. Le plan de référence est d'abord déterminé pour chaque
scan, et la surface est convertie en format ASCII. Une fois la surface importée, le programme
procède comme suit :

� Recherche des minimums locaux de la surface (les défauts moins profonds que 15µm
sont éliminés).

� Pour chaque minimum local, l'ensemble des points qui constituent le défaut est dé-
terminé en utilisant le seuil de 35% de la profondeur maximale. Si plusieurs minima
locaux se trouvent dans un même défaut, seul le plus profond est conservé.

� La valeur du demi-axec est directement dé�nie par la profondeur maximale du défaut.
� L'orientation du grand-axe a est dé�nie comme la direction de la lus grande étendue

du nuage de points. Cette direction est déterminée par la méthode des moindres carrés
et l'angle � est calculé.

� La valeur des demi-axesa et b est déterminée en approximant le nuage de points avec
la méthode des moindres carrés. Le centre de l'ellipsoïde est déplacé enx et y (mais
pas enz) a�n d'obtenir la meilleure approximation.

� Une deuxième approximation complémentaire est réalisée sur le fond du défaut, res-
treinte aux points dans un rayon de 100µm autour du point le plus profond. Ce petit
ellipsoïde est dé�ni par les demi-axesafond ; bfond et cfond = c. Son centre est placé à
la verticale du point le plus profond.

� A�chage des valeurs a; b; c; �; afond ; bfond pour chaque défaut.
Cette méthode permet d'extraire rapidement et de façon automatique les dimensions

géométriques de tous les défauts d'un scan de surface. Pour l'approximation des demi-axes
de l'ellipsoïde, la méthode des moindres carrés est appliquée en calculant, pour chaque
point du nuage, la distance entre ce point et l'ellipsoïde, le long de la droite reliant le point
au centre de l'ellipsoïde. L'algorithme fait ensuite varier les longueur des demi-axes et la
position de l'ellipsoïde pour minimiser la somme des carrés des distances ainsi calculées.

La �gure IV.8 montre l'approximation avec les deux ellipsoïdes pour un défaut ex-
trait d'une éprouvette sans grenaillage. Le seuil à 35% de la profondeur (soit 20µm dans
l'exemple) est clairement visible, et permet d'éviter que le défaut soit trop étalé. Malgré l'uti-
lisation du seuil, le défaut s'étale un peu en deux endroits, mais la méthode des moindres
carrés fait que l'ellipsoïde correspond quand même très bien à la forme du défaut. Il s'agit
du même défaut que celui présenté en �gure III.39. L'avantage de cette méthode est de
pouvoir être appliquée aux défauts non critiques.

La méthode pour identi�er les défauts suppose que l'amorçage est localisé dans la zone
la plus profonde. Cependant, pour deux des 34 éprouvettes étudiées du lot sans grenaillage,
l'amorçage s'est e�ectué dans une zone peu profonde reliée à un défaut plus grand et plus
profond. Pour ces deux éprouvettes (numéro 13 et 21), l'approximation telle qu'elle est
décrite ci-dessus n'est pas adaptée car le programme se focalisant sur le minimum local, la
partie critique du défaut est ignorée au pro�t de la partie la plus profonde.

Les éprouvettes du lot sans grenaillage présentent en moyenne 73 défauts par éprouvette
(répartis sur les deux faces). Les éprouvettes du lot shot-peening bille? 400 µm ont un
nombre de défauts très proche : 68 défauts par éprouvette en moyenne. Par contre les lots
shot-blasting et shot-peening bille? 800µm ont une moyenne plus élevée : 146 et 172 défauts

138



2. FORGEAGE À CHAUD

Figure IV.8 � Vues selon les axes(~a;~b;~c) du nuage de points d'un défaut de forgeage (en vert) avec
l'ellipsoïde approximé sur tout le défaut (en bleu) et l'ellipsoïde approximé au fond (en rouge). Les valeurs
selon~a et ~b sont données en pixels et celles selon~c sont en µm.

respectivement. Cette di�érence est due aux impacts de billes qui modi�ent la topographie
de la surface et génèrent de nombreux défauts de petite taille et de faible profondeur. Pour
une éprouvette sans grenaillage, les défauts moins profonds que 25µm représentent environ
50% des défauts, alors que pour les éprouvettes shot-blasting et shot-peening bille? 800µm,
ces défauts représentent les deux-tiers du total.

Détection du défaut critique Une fois la géométrie analysée pour l'ensemble des
défauts, il est possible de calculer l'aire projetée pour chaque défaut grâce aux ellipsoïdes.
Pour calculer leur longueur maximale dans le plan perpendiculaire au chargement, il faut
tenir compte de leur orientation par rapport à l'axe~x. La section maximale passe par le
centre de l'ellipsoïde et a la forme d'une ellipse. Pour calculer l'aire de cette ellipse, il est
nécessaire de connaître son demi-axe selon l'axe~y. La �gure IV.9 montre un ellipsoïde avec
les deux demi-axes selon~x et ~y.

Les valeurs de ces demi-axes sont données par les formules :

Demi-axe selon~y =
1

q �
sin �

a

� 2
+

�
cos�

b

� 2
(IV.8)

Demi-axe selon~x =
1

q �
cos�

a

� 2
+

�
sin �

b

� 2
(IV.9)

L'autre demi-axe de la section est simplementc car la section passe par le centre de l'ellip-
soïde. Les dimensions de la section étant connues, son aire est calculée avec l'équation (III.1).

Pour comparer entre eux les défauts, la racine carrée de l'aire est calculée pour chaque
défaut. Comme précédemment, la longueur est seuillée à 10 fois la profondeur. L'aire projetée
obtenue par analyse géométrique est généralement bien supérieure à celle mesurée sur les
faciès de rupture. L'analyse géométrique donne une aire projetée qui est 72% plus grande
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Figure IV.9 � Vue du dessus d'un ellipsoïde montrant les demi-axes selon~x et ~y.

en moyenne. Pour certains défauts l'aire est deux fois plus grande que celle mesurée sur
les faciés. Cette di�érence est due à deux facteurs. Premièrement, la mesure sur le faciès ne
prend en compte que la partie du défaut qui est intersectée par la �ssure ; alors que l'analyse
géométrique prend en compte le défaut complet. Si le défaut a une forme complexe, une vue
en coupe le montrera plus petit que son étendue réelle. Deuxièmement, la mesure de la
profondeur ne se fait pas de la même façon. Sur le faciès, la profondeur est mesurée par
rapport aux bords du défaut, il s'agit donc en quelque sorte d'une profondeur relative. Par
contre, l'analyse géométrique calcule la profondeur du défaut à partir du plan de référence
de la surface, ce qui donne sa profondeur absolue, plus grande.

Ayant accès aux dimensions de tous les défauts des éprouvettes, il est possible de calculer
l'aire de chaque défaut. Ceci rend possible, pour chaque éprouvette, la comparaison de l'aire
du défaut critique à celui de tous les autres défauts. Cette comparaison, faite pour chaque
éprouvette du lot sans grenaillage, est donnée en �gure IV.10.

Sans grenaillage (
p

aire)

Figure IV.10 �
p

aire des défauts des éprouvettes du lot sans grenaillage. Pour chaque éprouvette, les
points bleus sont les défauts de surface et le défaut critique est marqué en rouge. Les éprouvettes 13 et 21
n'ont pas été analysées car l'approximation par un ellipsoïde n'a pas fonctionné pour ces défauts critiques.

Selon le critère de Murakami, les défauts avec la plus grande taille sont les plus néfastes
en fatigue, les défauts critiques devraient donc théoriquement avoir la plus grande racine
d'aire. La comparaison des défauts montre que sur les 32 éprouvettes étudiées, seules six

140



2. FORGEAGE À CHAUD

ont leur défaut critique qui a la racine de l'aire la plus grande. Ceci est aussi vrai pour les
deux lots shot-peening : une seule éprouvette du lot shot-peening bille? 400µm présente un
défaut critique avec l'aire la plus grande, et aucune pour le shot-peening bille? 800µm. Les
défauts critiques du lot shot-blasting présentent tous sauf un l'aire la plus grande, car ces
éprouvettes présentent toutes des défauts de très grande taille. La racine de l'aire projetée
ne permet donc pas de quanti�er la criticité des défauts.

La forme d'ellipsoïde choisie ne convient pas toujours aux défauts de forme complexe,
notamment les défauts coudés ou en forme de croissant de lune. Pour ces défauts, la racine
de l'aire calculée à partir des paramètres de l'ellipsoïde peut être très di�érente de celle
obtenue en faisant une coupe de la surface. Il est donc possible que la mauvaise détection
du défaut critique soit due à une mauvaise représentation des défauts. Cependant, l'obser-
vation de certains défauts critiques permet de con�rmer que la taille du défaut n'est pas
le paramètre le plus représentatif. La �gure IV.11 montre le défaut critique d'une éprou-
vette sans grenaillage. Le défaut critique est celui présenté en �gures III.39 et IV.8. A côté
du défaut critique, un autre défaut à la fois plus long, plus large et plus profond n'a pas
amorcé de �ssure ; alors qu'en théorie, le défaut de plus grande taille devrait être le plus
nocif en fatigue. La racine de l'aire projetée ne semble donc pas être un critère pertinent
pour comparer les défauts entre eux.

Direction du chargement (axe~x) J ���� I

Figure IV.11 � Scan d'une éprouvette sans grenaillage montrant le défaut critique, le site d'amorçage et le
trajet de la �ssure. Les K t de Peterson du défaut critique et des plus gros défauts sont indiqués.

Les essais de fatigue ont montré que les défauts critiques de petite taille sont souvent
allongés et orientés selon~y (�gure IV.11). Puisque l'aire projetée du défaut n'est pas le
paramètre le plus in�uent, ce n'est pas son étendue selon~y mais son acuité dans la direction~x
qui semble donc être le paramètre important pour la criticité du défaut.

[Peterson, 1974] donne une formule pour approximer le coe�cient de concentration de
contrainte d'une entaille semi-elliptique. Cette formule utilise la profondeurt de l'entaille et
le rayon de courbure� au fond de l'entaille, dans la direction du chargement :

K t = 1 + 2

r
t
�

(IV.10)

Le K t de Peterson se démarque donc de l'aire projetée utilisée par Murakami car les deux
critères considèrent les dimensions du défaut dans des directions perpendiculaires. Pour les
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ellipsoïdes,t = c et en utilisant l'ellipsoïde approximé au fond, le rayon de courbure dans la
direction du chargement peut être calculé simplement avec le demi-axe selon~x :

� (fond; ~x ) =
(demi-axe(fond; ~x ))2

c
(IV.11)

Dans la �gure IV.11, les K t de Peterson du défaut critique et du plus gros défaut sont
indiqués. Le défaut critique est plus petit et moins profond mais a unK t plus élevé, ce qui
est bien en accord avec le résultat expérimental.

La comparaison duK t de Peterson des défauts critiques avec celui des autres défauts
de chaque éprouvette est donnée en �gure IV.12. Sur les 32 éprouvettes analysées du lot
sans grenaillage, le défaut critique a leK t le plus élevé pour 10 éprouvettes, soit 31% du
total. Pour le lot shot-peening bille? 400 µm, 6 défauts critiques sur 18 sont identi�és, et
2 sur 10 pour le lot shot-peening bille? 800µm. A cause de leur très grande taille, tous les
défauts critiques du lot shot-blasting sont identi�és.

Les défauts critiques de tous les lots ont unK t compris entre 1.5 et 3. LeK t moyen
des défauts critiques du lot sans grenaillage est de 2. Pour les autres lots, sauf le lot shot-
blasting, le K t moyen des défauts critiques est aussi de 2, ce qui indique que la forme des
défauts n'est pas a�ectée par le grenaillage.

Le K t est donc un critère mieux adapté que l'aire projetée pour déterminer le défaut
critique, mais ne permet pas de tous les identi�er. Cette erreur dans l'identi�cation du défaut
critique peut être attribuée à plusieurs facteurs :

� Le calcul du K t se fait avec les paramètres de l'ellipsoïde approximé au fond du défaut,
donc la taille du rayon qui dé�nit cette zone a une grande importance.

� Le fond du défaut n'est pas forcément parfaitement représentatif de l'acuité du défaut :
un défaut plat peut avoir un rayon de courbure au fond très petit car son fond est
accidenté.

� Les défauts peuvent être proches les uns des autres, ce qui peut créer des interactions
entre les défauts. La méthode de l'approximation par un ellipsoïde traite chaque défaut
indépendamment et ne prend pas en compte ces interactions.

Le K t d'un défaut (coe�cient de concentration de contrainte) ne peut pas être directe-
ment utilisé comme unK f , dé�ni par le rapport K f = � D

sans défaut=� D
défaut . Expérimentalement,

le K f se calcule avec la limite en fatigue de l'éprouvette et la limite en fatigue de référence,
obtenue sur le lot poli. Pour relier leK f au K t , [Peterson, 1974] propose la relation empirique
suivante :

K f = 1 + q(K t � 1) avecq =
1

1 + =�
(IV.12)

q est la sensibilité au défaut, qui dépend du rayon� et d'un paramètre matériau  . En
utilisant la méthode des moindres carrés, peut être approximé grâce aux résultats des
essais de fatigue du lot sans grenaillage, ce qui donne une valeur = 1:01 (avec � en mm).
La comparaison duK f expérimental auK f de Peterson pour les défauts critiques du lot
sans grenaillage donne une erreur moyenne de 8%, avec une erreur maximale de 19%. Il
n'est pas pertinent de comparer leK f expérimental des lots grenaillés auK f de Peterson
car ce dernier n'intègre pas l'e�et du grenaillage.

La �gure IV.13 montre le K f de Peterson calculé pour les défauts des éprouvettes de
chaque lot. LeK f de Peterson moyen des défauts critiques a la même valeur de 1.2 pour tous
les lots (shot-blasting excepté). En théorie, le défaut critique a leK f les plus élevé parmi
tous les défauts d'une éprouvette. Cependant, les calculs montrent que le défaut critique n'a
pas toujours leK f le plus grand, leK f ne permet donc pas d'identi�er le défaut critique.
Le K f est même un moins bon indicateur que leK t pour détecter le défaut critique.
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Sans grenaillage
(K t Peterson)

Shot-blasting
(K t Peterson)

Shot-peening
bille ? 800µm
(K t Peterson)

Shot-peening
bille ? 400µm
(K t Peterson)

Figure IV.12 � K t de Peterson des défauts des éprouvettes de chaque lot. Pour chaque éprouvette, les
points bleus sont les défauts de surface et le défaut critique est marqué en rouge. Les éprouvettes 13 et 21
du lot sans grenaillage n'ont pas été analysées car l'approximation par un ellipsoïde n'a pas fonctionné pour
ces défauts critiques.

143



CHAPITRE IV. MODÉLISATION DU COMPORTEMENT EN FATIGUE

Sans grenaillage
(K f Peterson)

Shot-blasting
(K f Peterson)

Shot-peening
bille ? 800µm
(K f Peterson)

Shot-peening
bille ? 400µm
(K f Peterson)

Figure IV.13 � K f de Peterson des défauts des éprouvettes de chaque lot. Pour chaque éprouvette, les
points bleus sont les défauts de surface et le défaut critique est marqué en rouge. Les éprouvettes 13 et 21
du lot sans grenaillage n'ont pas été analysées car l'approximation par un ellipsoïde n'a pas fonctionné pour
ces défauts critiques.
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Prédiction de la taille maximale de défaut sur une production entière L'étude
présente ne porte que sur un petit nombre d'éprouvettes issues de bielles alors qu'une pro-
duction industrielle de composants forgés représente potentiellement des millions de pièces.
Le nombre de défauts critiques analysés est trop petit pour qu'ils soient directement sta-
tistiquement représentatifs. De plus, les défauts critiques sont les défauts les plus néfastes
pour chaque éprouvette et sont donc nécessairement dans la queue de la distribution des
défauts. Il faut donc une méthode statistique adaptée qui permette de faire des prédictions
sur un nombre d'échantillons beaucoup plus grand que celui étudié.

La statistique des extrêmes dé�nie par [Gumbel, 1958] permet de prendre en compte les
évènements extrêmes et donc par dé�nition rares. La méthode repose sur la distribution de
Gumbel qui représente la probabilité de retrouver un évènement extrême. Cette méthode
comporte trois étapes :

� Valider que la distribution des évènements étudiés correspond bien à une distribution
de Gumbel

� Si c'est la cas, déterminer les deux paramètres(�; � ) de cette distribution
� Utiliser la notion de période de retour pour prédire les évènements extrêmes sur un

échantillon plus grand

Dans notre cas, la surface de référenceS0 est la surface de la zone utile d'une éprouvette
de fatigue, soit environ deux fois20 � 6:5 mm (surfaces du dessus et du dessous). Pour
chacun desN échantillons, l'événement extrême est détecté et quanti�é, c'est-à-dire que
pour chaque éprouvette, leK t du défaut critique est relevé. L'utilisation d'une variable
réduite y permet de simpli�er l'expression de la distribution :

y =
K t � �

�
(IV.13)

Grâce à cette variable réduite, la distribution a la forme d'une droite dans un graphey en
fonction deK t . LesK t mesurés pour chacune desN observations sont classés et numérotés
par ordre de valeur croissante et la probabilité cumulée correspondante est calculée. Le
graphe desK t en fonction de la variable réduitey est donné en �gure IV.14. La distribution
desK t forme une droite dans le graphe, donc il s'agit bien d'une distribution de Gumbel. En
approximant la distribution par une droite, il est possible de calculer les paramètres(�; � )
de la distribution avec la relation entrey et le K t donnée en équation (IV.13).

La distribution des K t ayant été validée comme une distribution de Gumbel et ses para-
mètres identi�és, il est maintenant possible de l'utiliser pour prédire leK t maximal sur une
population plus grande que celle observée.

Pour estimer la taille du défaut le plus grand sur une surfaceS > S0, la période de
retour T = S=S0 est utilisée. Dans notre cas,S0 étant la surface utile d'une éprouvette, la
période de retourT peut être assimilée à un nombre total d'éprouvettes. Ceci permet de pré-
dire le K t le plus grand susceptible d'être rencontré sur une grande quantité d'éprouvettes :
pour 106 éprouvettes,K t;106 = 6:1.

Cette démarche peut aussi être appliquée à d'autre paramètres, comme leK f (Peterson et
expérimental) (�gure IV.14). Cependant, tous les paramètres ne conviennent pas forcément.
Par exemple, la profondeur des défauts critiques et la racine carrée de leur aire projetée ne
correspondent pas à des distributions de Gumbel.

Les distributions du K f calculé et du K f expérimental ont des pentes di�érentes. Le
K f calculé sous-estime l'e�et des défauts les plus néfastes et donne une valeur plus faible
du K f maximal pour 106 éprouvettes : 1.8 au lieu de 2.8 pour leK f expérimental.
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Figure IV.14 � Graphes traçant la variable réduite en fonction du K t , du K f , de la profondeur et de la
racine de l'aire projetée pour les défauts critiques des éprouvettes sans grenaillage. Pour leK f et l'aire, les
valeurs expérimentales ainsi que celles calculées avec les ellipsoïdes sont données.

Cette méthode peut être facilement appliquée à un composant industriel tel que des
bielles et permet de faire des prédictions sur la production entière sans avoir à analyser un
grand nombre d'échantillons.

L'analyse géométrique permet de traiter rapidement un grand nombre de défauts mais
n'est pas su�samment précise pour détecter précisément le défaut critique. L'approxima-
tion du défaut à un ellipsoïde ne semble pas être tout à fait satisfaisante pour représenter
correctement l'in�uence en fatigue du défaut, à cause de leur forme complexe. De plus, cette
approche présente d'autres limitations : elle ne peut pas prendre en compte les e�ets du
grenaillage, notamment les contraintes résiduelles. Il faut donc chercher une autre méthode
pour modéliser correctement le comportement en fatigue des éprouvettes.

2.1.2 Modèle de Murakami

Lors de la modélisation en fatigue, seuls les défauts critiques sont d'intérêt, car ce sont
ceux qui ont amorcé la �ssure provoquant la rupture de l'éprouvette. Dans cette partie et
jusqu'à la �n de l'étude, seuls ces défauts seront donc pris en compte.

Le critère de [Murakami & Endo, 1986] permet de rendre compte de l'in�uence de la
taille des défauts sur la limite en fatigue. Pour des défauts en surface débouchants, soumis
à un chargementR = � 1, le modèle de Murakami s'écrit :

� D =
1:43(HV + 120)

(
p

aire)1=6
(IV.14)
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La �gure IV.15 montre un diagramme de [Kitagawa & Takahashi, 1976] où les résultats
expérimentaux sur le lot sans grenaillage sont comparés au modèle de Murakami.

Figure IV.15 � Diagramme de Kitagawa des essais de fatigue réalisés sur le lot sans grenaillage.

Le modèle sous-estime la limite en fatigue des éprouvettes d'environ 75 MPa, mais la
pente de1=6 correspond bien à la tendance générale du nuage de points. Pour obtenir une
meilleure prédiction, le critère est exprimé sous la forme :

� D =
A(HV + 120)

(
p

aire)1=6
(IV.15)

où A est le paramètre qui permet d'approximer le critère au nuage de points. Avec une
valeur A = 1:91 déterminée par la méthode des moindres carrés, le critère passe par le
milieu du nuage et prédit correctement la tenue en fatigue en fonction de la taille du défaut
(�gure IV.15). L'erreur moyenne est de 7% et l'erreur maximale est de 22%.

L'intersection de la pente du modèle avec la limite en fatigue nominale se fait pour une
taille de défaut de 41µm. Cette valeur semble être la taille de défaut critique, en-dessous
de laquelle un défaut n'a pas d'in�uence en fatigue.

Le modèle de Murakami prend en compte la dureté du matériau, il est donc possible
de calculer la limite en fatigue prédite par le modèle pour les éprouvettes grenaillées en
utilisant la dureté en surface de 350 HV . La droite ainsi obtenue est représentée dans la
�gure IV.15 et sous-estime d'environ 100 MPa la limite en fatigue des lots grenaillés. Le
modèle de Murakami ne permet donc pas de représenter correctement la limite en fatigue
des lots grenaillés car il ne prend pas en compte l'e�et des contraintes résiduelles.

Une autre façon de prendre en compte la dureté est d'utiliser le modèle de Garwood :
� D = 1:5 � HV . Ce modèle donne une limite en fatigue pour les lots grenaillés de 525 MPa,
ce qui correspond aux limites en fatigue les plus élevées observées sur les éprouvettes gre-
naillées. Cependant, les essais sur les éprouvettes détensionnées ont montré que l'absence
des contraintes résiduelles dans la direction de chargement fait grandement chuter la limite
en fatigue. Dans le cas de l'éprouvette shot-peening bille? 800 µm détensionnée sollicitée
en traction, la di�érence est de 70 MPa. Pour les éprouvettes du lot recti�cation & shot-
peening, l'écart avant et après relaxation est de 100 MPa. Le modèle de Garwood surestime
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donc grandement l'e�et de l'écrouissage sur la tenue en fatigue, et n'est donc pas non plus
adapté.

Les contraintes résiduelles ayant un e�et important sur la tenue en fatigue, un modèle
les prenant en compte est donc nécessaire pour pouvoir représenter correctement le compor-
tement en fatigue des éprouvettes grenaillées.

2.2 Simulation numérique des défauts de forgeage

L'approximation des défauts par un ellipsoïde permet de modéliser l'e�et de la géométrie
des défauts sur la tenue en fatigue mais ne tient pas compte de certains aspects de l'intégrité
de surface, notamment les e�ets du grenaillage.

C'est pourquoi des simulations numériques par éléments �nis des défauts sont réalisées.
Les simulations numériques sont plus lentes que l'analyse géométrique mais présentent plu-
sieurs avantages :

� La géométrie exacte du défaut est directement utilisée pour la simulation (pas de
simpli�cation de la géométrie).

� Les interactions entre défauts peuvent être étudiées si la zone simulée est de taille
su�sante.

� Le pro�l des contraintes résiduelles peut être intégré à la simulation, ce qui permet
d'analyser plus précisément son e�et en fatigue.

2.2.1 Modélisation par éléments �nis des défauts de forgeage

Les simulations sont e�ectuées sur les scans de surface issus du pro�lomètre, de façon
à représenter le plus �dèlement possible la topographie de surface. Les surfaces scannées
sont beaucoup trop grandes pour être simulées intégralement, donc les défauts sont isolés
et étudiés individuellement. Si un autre défaut est très près du défaut critique, celui-ci est
inclus dans la simulation de façon à prendre en compte d'éventuelles interactions entre les
défauts. Pour éviter les e�ets de bord, les zones sont découpées en laissant au moins 1 mm
de part et d'autre du défaut critique (sauf pour les cas où le défaut critique est au bord des
éprouvettes).

Le passage d'un scan de surface à la simulation se fait avec les étapes suivantes :
� Le scan est exporté en format ASCII, ce qui donne un �chier texte contenant les

coordonnées XYZ de tous les points de la surface.
� Un programme écrit spéci�quement permet de dé�nir l'épaisseur du volume à simuler

ainsi que la taille de maille.
� Le volume est importé dans le logiciel GMSH [Geuzaine & Remacle, 2009] où il est

maillé avec des tétraèdres.
� Le maillage est importé dans le code de calcul et la simulation est e�ectuée.
� La simulation est post-traitée pour extraire les résultats voulus.

La �gure IV.16 représente ces étapes dans un schéma. Le code de calcul utilisé pour les
simulations est développé en interne au LAMPA, pour réaliser des simulations d'agrégats
polycristallins. Plus d'informations concernant ce code de calcul sont disponibles dans l'ar-
ticle de [Robert & Mareau, 2015].
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Scan

Volume

Maillage

Simulation

Post-traitement

Figure IV.16 � Etapes pour passer du scan de surface à la simulation numérique des défauts.
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Les points de la surface sont alignés selon un quadrillage correspondant à la matrice de
pixels de la caméra du pro�lomètre. A l'étape du maillage, ces points deviennent les n÷uds
de la surface, le maillage de la surface est donc régulier en X et Y. La �gure IV.17 montre
l'agencement régulier des éléments en surface.

Vue du dessus Vue inclinée

Figure IV.17 � Deux vues de la même zone montrant le maillage régulier issu du scan de la surface d'une
éprouvette. La distance selon X (ou Y) entre deux n÷uds consécutifs est de 3.5µm.

La sollicitation imposée est un chargement de �exion selon X qui reproduit celui des essais
de fatigue. La contrainte est donc maximale en surface et décroît linéairement pour atteindre
zéro à la �bre neutre. Les éprouvettes de fatigue ont une épaisseur moyenne d'environ 6 mm,
la �bre neutre a donc été �xée à 3 mm de la surface. Les conditions aux limites sont
schématisées en �gure IV.18. Le chargement de �exion est imposé dans l'axe qui correspond
à la direction du chargement des éprouvettes (X), et la face opposée à celle chargée est
bloquée selon cet axe. Pour empêcher le déplacement et la rotation du volume, une ligne
verticale est bloquée en plus selon Y et un des coins inférieurs est bloqué selon les trois axes.

Figure IV.18 � Conditions aux limites pour les simulations numériques.

Les analyses des contraintes résiduelles au cours du cyclage ont montré qu'il n'y a pas de
relaxation des contraintes résiduelles, même au fond des défauts (�gure III.38). Ceci signi�e
qu'il n'y a pas de plasticité en surface. Une loi de comportement purement élastique est
donc utilisée, ce qui permet d'éviter des temps de calcul trop longs, les surfaces ayant un
grand nombre de points. Le chargement cyclique en fatigue est donc reproduit simplement
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par une simulation avec un chargement monotone de même valeur. Les éléments sont des
tétraèdres à intégration réduite. La �gure IV.19 montre la contrainte principale (selon X)
pour un défaut critique et la compare au scan de la surface. Il s'agit du même défaut qu'en
�gures III.39, IV.8 et IV.11.

Direction du chargement (axe~x) J ���� I

Scan de la surface Simulation numérique

Figure IV.19 � Simulation numérique d'un défaut critique comparée au scan de la surface. Sur le scan,
les K t de Peterson obtenus par analyse géométrique sont indiqués pour les défauts.

Le défaut a été sollicité à la limite en fatigue de l'éprouvette (314 MPa), leK t obtenu par
simulation est aussi indiqué. La simulation est en accord avec l'essai de fatigue expérimental :
le défaut critique n'est pas le défaut large et plat mais le petit défaut orienté selon Y. De plus,
les valeurs deK t obtenues avec la simulation pour les trois défauts les plus gros correspondent
à celles obtenues par analyse géométrique en utilisant le critère de Peterson. Cependant, les
zones les plus chargées pour les deux défauts non critiques ne sont pas situées au fond mais
près des bords, alors que l'analyse géométrique considère que l'endroit le plus critique d'un
défaut est son point le plus profond. La simulation donne une valeur deK t au fond de ces
deux défauts proche de 1.3, plus faible que celle obtenue par analyse géométrique.

2.2.2 Calculs en fatigue

Plusieurs approches ont été testées avant d'aboutir à une démarche satisfaisante pour
interpréter les résultats de la simulation.

La première approche testée utilise la valeur de contrainte de l'élément le plus chargé,
a�n de calculer un K t avec la contrainte de chargement. Il s'agit de la méthode la plus
simple pour analyser l'impact d'un défaut. Cependant, pour un chargement élastique, la
concentration de contrainte en surface dépend de la taille des éléments de surface (elle-
même dépendante de la résolution des scans). Pour une même géométrie, un maillage plus
�n conduira à un K t plus élevé, qui tend vers l'in�ni lorsque la taille des éléments tend
vers zéro. De plus, la surface étant issue d'un scan, il est possible que du bruit ou des
poussières créent des accidents de géométrie de petite taille qui génèrent desK t très forts et
non représentatifs. Cette approche n'est donc pas satisfaisante car leK t est trop dépendant
de la �nesse du maillage.

La première approche ne fonctionne pas car elle est basée sur la contrainte maximale.
Cette contrainte, toujours située en surface, est trop in�uencée par la géométrie locale du
maillage et ne représente pas su�samment l'e�et du défaut.
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Pour mieux représenter l'in�uence du défaut, une approche a été mise en place en uti-
lisant le volume délimité par un seuil en contrainte. Un module de post-traitement a été
développé pour isoler ces domaines critiques, dé�nis par les éléments qui ont une contrainte
supérieure à un seuil� � . Un élément appartient au domaine critique si� élément > � � . Le
volume Vdom et la contrainte moyenneh� dom i du domaine critique sont ensuite calculés.

Un défaut plus nocif charge une zone plus grande et donne donc un domaine critique
plus grand. De plus, la forme du domaine critique est directement dé�nie par la forme du
défaut : un défaut allongé ou coudé a un domaine critique de forme correspondante. La
valeur du seuil� � est bornée : trop faible et les domaines s'étalent sur toute la surface, trop
élevée et les domaines sont trop petits ou inexistants.

A�n de valider le critère, les défauts sont sollicités à leur limite en fatigue et le volume
et la contrainte moyenne du domaine critique sont déterminés. Cependant, les résultats
montrent que cette approche présente plusieurs problèmes :

� A cause des multiples défauts présents dans chaque surface, les simulations présentent
souvent plusieurs domaines critiques. Il n'est pas toujours évident de choisir le bon
domaine critique et parfois ceux-ci peuvent fusionner ou se séparer en fonction des
valeurs de seuil et de chargement.

� Les défauts ont des domaines de volumeVdom très variés (de 0.001 à 0.1 mm3) et il
n'y a pas de valeur de seuil� � pour laquelle lesVdom convergent.

� Quel que soit le seuil� � choisi, les valeurs de la contrainte moyenneh� dom i sont toujours
proches les unes des autres.� � peut donc être choisi arbitrairement.

� La valeur critique de la moyenneh� dom i crit à laquelle il y a rupture ne peut pas être
dé�nie a priori en fonction du seuil� � et doit être obtenue en moyennant les résultats
des di�érentes simulations.

Cette méthode n'a donc pas été retenue car elle ne semble pas robuste pour dé�nir un critère
en fatigue.

Le critère retenu est basé sur la théorie de la distance critique, car il permet de s'af-
franchir de ces problèmes et est simple à mettre en ÷uvre. Au lieu de mesurer unK t en
surface, [Taylor, 1999] a montré qu'une contrainte équivalente mesurée à une certaine dis-
tance du fond du défaut peut directement être utilisée pour déterminer la limite en fatigue.
Cette contrainte équivalente� eq est comparée à la limite en fatigue de référence (matériau
sain sans défaut)� D

0 = 424 MPa : il y a rupture si � eq > � D
0 . La contrainte de chargement

macroscopique� 1 à laquelle la condition� eq = � D
0 est remplie est la limite en fatigue avec

défaut : � D
défaut . La distance critique d est un paramètre matériau qui dépend du seuil de

propagation de �ssure� K th . Dans le cas d'un chargement uniaxial, la contrainte équivalente
est simplement la contrainte principale mesurée à la distance critique.

Utiliser la contrainte équivalente au lieu de la contrainte maximale permet d'éviter l'e�et
du maillage en surface et supprime l'e�et des petits accidents de géométrie car ceux-ci n'ont
qu'un e�et très local en surface.

Il existe plusieurs méthodes pour mesurer cette contrainte équivalente. Deux de ces
méthodes sont utilisées dans cette étude : la méthode point et la méthode volume. Dans le
cas simple du chargement uniaxial selon X, la méthode point consiste simplement à mesurer
la contrainte le long d'une ligne verticale (Z) partant du fond du défaut vers l'intérieur de
la matière. La contrainte équivalente est mesurée à la distanced=2 en partant du fond du
défaut. Le logiciel Paraview, qui permet de visualiser et de traiter des résultats de simulation,
a été utilisé pour extraire les gradients de contrainte.

La méthode volume consiste à calculer la moyenne volumique de la contrainte dans
une sphère de rayond centrée sur le fond du défaut. Pour une simulation numérique, ceci
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consiste à calculer la moyenne de la contrainte des éléments inclus dans la sphère, pondérée
par le volume de chaque élément. Pour appliquer la méthode volume, un module spéci�que
a été développé pour post-traiter les simulations. La �gure IV.20 montre les deux méthodes
appliquées à un défaut critique.

Figure IV.20 � Vue en coupe d'une simulation d'un défaut critique, avec le point chaud indiqué en blanc. Les
méthodes point (en rouge) et volume (sphère centrée sur le point chaud) sont représentées. Les contraintes
sont données en MPa.

Dans le cas d'un chargement de �exion, la contrainte appliquée est plus faible en profon-
deur qu'en surface. Il apparaît donc que pour une surface lisse sans défaut, la théorie de la
distance critique sur-estime la limite en fatigue. Cependant, la distance critique étant beau-
coup plus faible que la distance de la surface à la �bre neutre, cette erreur est négligeable
(moins de 2%).

La théorie de la distance critique présente un avantage supplémentaire par rapport aux
autres méthodes testées : elle est beaucoup moins sensible à la taille des éléments en surface.
Il est donc possible de réduire le nombre d'éléments tout en conservant une bonne précision.

2.2.3 Optimisation de la taille des éléments

A cause de la grande taille des défauts, les zones à simuler font plusieurs millimètres de
côté. La résolution spatiale des scans étant de 3.5µm, le nombre de points dans la surface
est très grand. Il n'est pas possible de mailler le volume entier avec une taille de maille de
3.5 µm (un cube de 1 mm de côté contiendrait près de 50 millions de tétraèdres). Il est donc
nécessaire d'avoir des maillages avec un nombre réduit de n÷uds. Un maillage plus grossier
va accélérer les temps de calculs mais peut fausser les résultats. Le choix du maillage doit
donc être un compromis entre la précision des résultats et la rapidité de calcul pour de
grandes zones.

Pour réduire le nombre d'éléments, un gradient de taille d'élément est introduit : de la
surface (petits éléments) vers la face inférieure du volume simulé (grands éléments). Pour
réduire le nombre de n÷uds en surface, il est aussi possible de dégrader la résolution spatiale
de la surface. L'épaisseur du volume simulé a�ecte aussi le nombre d'éléments : une épaisseur
plus faible permet de réduire le nombre d'éléments mais si celle-ci est trop petite, des e�ets
de structure indésirables peuvent apparaître, notamment pour les grandes surfaces.

Le nombre total d'éléments dans le maillage est donc contrôlé par quatre paramètres :
� la taille de la zone simulée ;
� l'épaisseur totale du volume simulé ;
� la résolution spatiale en surface ;
� la taille d'élément sur la face inférieure du volume.
Pour pouvoir faire un choix de maillage, des simulations sont réalisées avec des maillages

plus ou moins �ns. Le maillage le plus �n a une taille d'éléments en surface de 3.5µm,
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une taille de 100µm sur la face inférieure et une épaisseur de 1.3 mm. Ces paramètres sont
choisis de façon à avoir un maillage le plus �n possible sans avoir un temps de calcul excessif.
La �gure IV.21 montre une partie du maillage détaillant le gradient de taille d'élément de
ce maillage �n sur toute l'épaisseur et sur les 100 premiersµm en profondeur.

Le maillage le plus grossier a des paramètres choisis pour réduire au maximum le nombre
d'éléments de façon à pouvoir simuler de très grandes zones. La résolution spatiale en surface
est réduite à 7µm pour réduire le nombre de n÷uds en surface. La réduction est réalisée
avec le logiciel Vision du pro�lomètre. Cette résolution ne dégrade pas la description des
défauts car ceux-ci ont des tailles de plusieurs centaines deµm. L'épaisseur est choisie à
2 mm pour la simulation de grandes zones. La �gure IV.22 montre une partie du maillage
détaillant le gradient de taille d'élément de ce maillage grossier.

a) b)

Figure IV.21 � Détail du gradient du maillage �n pour la simulation des défauts. a) Gradient de taille
des éléments dans l'épaisseur. b) Gradient dans les 100 premiers micromètres. La surface est représentée en
orange.

a) b)

Figure IV.22 � Détail du gradient du maillage grossier pour la simulation des défauts. a) Gradient de taille
des éléments dans l'épaisseur. b) Gradient dans les 100 premiers micromètres. La surface est représentée en
orange.

Pour comparer ces deux maillages, la simulation du même défaut critique dans une
zone de2 � 2 mm est réalisée avec les deux maillages. Il s'agit du défaut présenté dans les
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�gures IV.19 et IV.20. Le chargement� 1 appliqué est la limite en fatigue de l'éprouvette
contenant le défaut critique. Pour cette taille de zone, le maillage �n contient3:6 � 106

éléments et la simulation nécessite plusieurs heures. Le maillage grossier ne contient que
380 000 éléments, soit presque dix fois moins que le maillage �n, malgré une épaisseur plus
grande. La simulation est aussi beaucoup plus rapide, ne durant qu'une vingtaine de minutes.

Le gradient de la contrainte principale à la verticale du point chaud du défaut est extrait
pour comparer les deux maillages. La �gure IV.23 compare les deux gradients et donne leur
écart relatif. Les deux gradients ont la même forme : la contrainte est maximale en surface
et décroît progressivement pour converger vers le chargement macroscopique vers 200µm de
profondeur. L'écart relatif entre les deux gradients est très grand en surface mais diminue
très vite, après 15µm, l'écart n'est plus que de l'ordre de 10%. L'e�et du maillage est donc
surtout important en surface. Etant donné que le critère retenu est la distance critique, le
maillage grossier est donc le maillage utilisé pour e�ectuer les simulations, car il permet un
gain de temps conséquent (ou bien de simuler des zones beaucoup plus grandes pour un
même coût) tout en conservant une précision acceptable.

Le défaut ayant été chargé à la limite en fatigue de l'éprouvette, le gradient de contrainte
devrait atteindre la valeur de � D

0 à la distance critiqued. Pour les deux maillages, cette
distance est d'environ 30µm, ce qui conforte le choix du maillage.

a)

b)

Figure IV.23 � a) Gradient de contrainte principale à la verticale du fond du défaut critique pour le maillage
�n et le grossier. Le chargement � 1 ainsi que la limite en fatigue du matériau sain � D

0 sont indiqués. b)
Ecart relatif entre la contrainte des deux gradients.

2.2.4 Détermination de la distance critique

N'ayant pas accès au� K th , la distance critiqued est déterminée avec les simulations : les
défauts sont chargés à leur limite en fatigue, et les gradients de contrainte sont superposés.
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Selon la théorie de la distance critique, la distance à laquelle les gradients atteignent la
valeur � D

0 = 424 MPa est égale àd=2. La �gure IV.24 regroupe les gradients de contrainte
pour les 34 défauts critiques du lot sans grenaillage. Le chargement est di�érent pour chaque
défaut, allant de 286 MPa à 400 MPa. Pour chaque défaut, la droite pour la mesure du
gradient est placée sur le point chaud le plus proche du lieu d'amorçage expérimental. Si
plusieurs points chauds sont possibles, celui avec la contrainte en profondeur la plus élevée
est choisi.

Figure IV.24 � Gradients de contrainte pour tous les 34 défauts critiques du lot sans grenaillage. La valeur
de � D

0 et de la distance critique sont aussi indiquées.

Pour chaque gradient, la profondeur égale à zéro correspond au fond du défaut. Les
défauts ayant des profondeurs di�érentes (de 34 à 171µm), la position absolue en Z du
gradient n'est donc pas la même d'un défaut à l'autre.

Le faisceau des gradients est le plus proche de la valeur de� D
0 à la distance de 40µm. La

distance critique est doncd = 2 � 40 = 80 µm. Pour éliminer toute in�uence du maillage,
cette valeur de la distance critique est aussi validée par des simulations avec un maillage
plus �n sur un plus petit nombre de défauts.

A partir de l'équation (I.27), connaissant la distance critique et la limite d'endurance,
il est possible d'estimer le seuil de propagation de �ssure� K th . La valeur obtenue est
de � K thR � 1 = 13:4 MPa.m1=2 pour un rapport de chargeR = � 1. En utilisant le modèle
empirique de [Chapetti, 2011] basé sur la dureté, la valeur estimée du seuil de propagation
de �ssure est de� K thR � 1 = 11:6 MPa.m1=2, ce qui est assez proche de la valeur obtenue
avec l'approche développée.

La distance critique étant maintenant déterminée, il est possible de calculer la limite
de fatigue prédite avec les méthodes point et volume. Les simulations étant conduite en
élasticité, la méthode pour calculer� D

défaut est simple : il su�t d'une seule simulation à un
chargement� 1 arbitraire (non nul) et de calculer � eq. Le comportement étant élastique et
donc linéaire, il est simple de calculer� 1 tel que � eq = � D

0 , ce qui donne directement la
limite en fatigue � D

défaut .
La �gure IV.25 compare les limites en fatigue expérimentales du lot sans grenaillage

avec celle prédite par les méthodes point et volume, ainsi qu'avec le critère de Murakami.
Les deux méthodes donnent des résultats similaires avec une erreur généralement inférieure
à 15%, à l'exception de quelques points. Comparé au critère de Murakami, la simulation
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donne une erreur similaire.

Critère de Murakami adapté (A = 1:91) Simulations numériques

Figure IV.25 � Limites en fatigue expérimentales du lot sans grenaillage comparées aux limites calculées
avec le critère de Murakami adapté (A = 1 :91) et avec les simulations.

Dans la �gure IV.24, la gamme de valeurs possibles pour la distance critique s'étend
d'environ 30 à 50µm. Il est donc possible de choisir une distance critique légèrement di�é-
rente, cependant à cause de la dispersion en fatigue, changer la distance critique n'améliore
pas la dispersion des résultats.

Cependant, ces simulations ne sont valables que sur le lot sans grenaillage et ne peuvent
pas prendre en compte l'e�et du grenaillage. Il faut donc étendre cette méthode pour intégrer
l'in�uence du grenaillage.

2.3 Prise en compte des contraintes résiduelles dans la simulation
numérique

Le grenaillage modi�e de plusieurs façons la surface des éprouvettes : écrouissage, contraintes
résiduelles, gradients de dureté et de microstructure. Pour pouvoir découpler les di�érents
e�ets du grenaillage, certains essais de fatigue ont été réalisés sur des éprouvettes grenaillées
puis détensionnées par traction. Ces éprouvettes ont donc les contraintes résiduelles relaxées
dans la direction du chargement. Une seule de ces éprouvettes est exploitable, il s'agit d'une
éprouvette du lot shot-peening bille? 800µm détensionnée et sollicitée en traction. La limite
en fatigue de cette éprouvette est de 430 MPa, alors que les éprouvettes du même lot non-
détensionnées ont une limite en fatigue d'environ 500 MPa. Cette di�érence de 70 MPa ne
peut être imputée qu'au seul e�et des contraintes résiduelles, ce qui indique donc que celles-
ci ont un impact très fort en fatigue. Les éprouvettes du lot recti�cation & shot-peening ont
des amorçages dans les coins et ne sont donc pas exploitables, mais elles con�rment l'e�et
des contraintes résiduelles : les éprouvettes détensionnées ont une limite en fatigue 100 MPa
plus faible par rapport aux non-détensionnées.

Dans ces développements, par souci de simpli�cations des simulations, nous nous concen-
trons donc sur les paramètres les plus in�uents en fatigue : la géométrie des défauts et
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les contraintes résiduelles. Le pro�l des contraintes résiduelles étant connu, le critère de
[Dang Van, 1993] permet de les intégrer à la contrainte équivalente mesurée avec les mé-
thodes point ou volume.

Le critère de Dang Van s'écrit, dans le cas d'un chargement uniaxial propotionel :

� a + � � H,max 6 � (IV.16)

où � a est l'amplitude du cisaillement, � H,max est la contrainte hydrostatique maximale et
�; � sont des paramètres matériau.

Pour expliquer comment intégrer l'e�et du défaut ainsi que celui des contraintes rési-
duelles, un exemple de calcul analytique est traité.

Le critère de Dang Van utilise les contraintes locales au fond des défauts. Pour di�érencier
les contraintes locales des contraintes macroscopiques (chargement appliqué à l'éprouvette),
les contraintes locales seront écrites en minuscules (� ) et les contraintes macroscopiques en
majuscules (� ).

Une éprouvette contenant un défaut est sollicitée avec un rapport de chargeR = � 1 à
une amplitude de contrainte� 11;a. Le comportement est supposé purement élastique. Au
fond du défaut, les simulations montrent que le tenseur des contraintes local est de la forme :

� =

0

B
@

� 11;a 0 0

0 � 22;a 0

0 0 � 33;a

1

C
A (IV.17)

Le comportement étant purement élastique, les contraintes(� 11;a; � 22;a; � 33;a) sont propor-
tionnelles au chargement :

� 11;a = K 1� 11

� 22;a = K 2� 11

� 33;a = K 3� 11

Les coe�cients (K 1; K 2; K 3) dépendent de la forme et de la taille du défaut.
L'éprouvette contient des contraintes résiduelles qui sont équibiaxiales et uniformes sur

toute l'éprouvette, comme démontré par les mesures, avec la contrainte selonz supposée
nulle :

� CR = � CR =

0

B
@

� CR
11 0 0

0 � CR
22 0

0 0 0

1

C
A (IV.18)

Les contraintes résiduelles sont supposées connues. Les analyses ont montré que les contraintes
résiduelles ont la même valeur sur toute la surface de l'éprouvette, y compris au fond des
défauts (�gure III.38). Le pro�l des contraintes résiduelles n'a donc pas de position selon Z
absolue, mais est dé�ni localement en partant de la surface libre.

L'amplitude de cisaillement maximal local est alors :

� a =
� 11;a

2
=

K 1 � 11;a

2
(IV.19)

L'amplitude de la contrainte hydrostatique locale vaut :

� H;a =
� 11;a + � 22;a + � 33;a

3
=

K 1 + K 2 + K 3

3
� 11;a (IV.20)
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La valeur moyenne de la contrainte hydrostatique locale est due uniquement aux contraintes
résiduelles :

� CR
H =

� CR
11 + � CR

22

3
(IV.21)

Le critère de Dang Van peut donc être écrit :

K 1 � 11;a

2
+ �

�
K 1 + K 2 + K 3

3
� 11;a +

� CR
11 + � CR

22

3

�
= � (IV.22)

où � et � sont des paramètres matériau qui sont supposés connus.
La limite en fatigue de l'éprouvette, qui est la valeur recherchée, peut donc être écrite :

� 11;a =
� �

�
3

�
� CR

11 + � CR
22

�

K 1

2
+

�
3

(K 1 + K 2 + K 3)
(IV.23)

Si la forme du défaut est supposée constante (par exemple une hémisphère) mais que sa
taille peut varier, alors dans ce cas les rapportK 2=K1 et K 3=K1 sont constants, et il est
possible de dé�nir un paramètre tel que :

 =
1
2

+
�
3

�
1 +

K 2

K 1
+

K 3

K 1

�
(IV.24)

 représente l'e�et "multiaxial" du défaut. La limite en fatigue de l'éprouvette peut donc
s'écrire :

� 11;a =
� �

�
3

�
� CR

11 + � CR
22

�

K 1
(IV.25)

Pris à la surface au fond du défaut,K 1 est le K t du défaut. Les valeurs moyennes de
K 1; K 2; K 3 obtenues dans les simulations numériques des défauts sont données dans le ta-
bleau IV.3. Les défauts génèrent donc en leur fond une contrainte qui est principalement
uniaxiale. Ceci est dû à la grande taille des défauts, leur forme d'ellipsoïde et leur grande
étendue par rapport à leur profondeur. Les faibles valeurs deK 2 et de K 3 font que le K 1

pris à la distance critique est très proche duK f du défaut (sans l'e�et des contraintes
résiduelles).

Position
Valeurs moyennes

K 1 K 2 K 3

Fond du défaut (surface) 2.17 0.36 0.26

A 40 µm de profondeur 1.22 0.06 0.12

Tableau IV.3 � Valeurs moyennes des coe�cients K 1; K 2; K 3 pour les simulations des défauts du lot sans
grenaillage.

Dans le cas particulier des éprouvettes polies, il n'y a ni défaut, ni contraintes résiduelles,
et l'équation (IV.25) devient :

� 11;a = � D
0 =

� 0

1
2

+
� 0

3

(IV.26)

où � 0 et � 0 sont les paramètres pour le lot poli.

159



CHAPITRE IV. MODÉLISATION DU COMPORTEMENT EN FATIGUE

Pour la méthode point, cette démarche est simple à mettre en ÷uvre car il su�t de cal-
culer les contraintes en un seul point. Pour calculer� CR

H , la valeur des contraintes résiduelles
est relevée dans les pro�ls à la profondeur de 40µm. Ces valeurs pour les trois lots sont :

� shot-blasting : 500 MPa
� shot-peening bille ? 800µm : 525 MPa
� shot-peening bille ? 400µm : 445 MPa
Pour la méthode volume, la moyenne volumique de la contrainte équivalente de Dang Van

et de � CR
H doivent être calculées.

Les essais de fatigue ayant montré que l'e�et des contraintes résiduelles est primordial,
l'hypothèse est faite que la distance critique n'est pas modi�ée par l'écrouissage introduit
lors du grenaillage. Les simulations des défauts des éprouvettes grenaillées utilisent donc la
même distance critique de 80µm que les éprouvettes sans grenaillage.

2.3.1 Etude paramétrique sur � et �

Grâce aux simulations numériques, il est possible de déterminer pour chaque défaut les
paramètres(K 1; K 2; K 3). Ceci rend possible une étude paramétrique sur� et � de façon à
déterminer leurs valeurs.

Une fois les simulations réalisées, en choisissant une valeur pour les paramètres� et � , il
est possible de calculer la limite en fatigue� 11;a de chaque défaut avec l'équation (IV.25). La
�gure IV.26 montre un exemple avec� = 0:5 et � = 230 MPa. La comparaison des limites
en fatigue obtenues de cette manière aux valeurs expérimentales permet de calculer l'erreur
moyenne par lot. En �xant l'un des deux paramètres, il est ainsi possible de déterminer,
pour chaque lot grenaillé, la valeur optimale de l'autre paramètre en minimisant l'erreur
avec la méthode des moindres carrés.

Figure IV.26 � Exemple de comparaison des limites en fatigue expérimentales avec celles prédites par
simulation, pour les valeurs� = 0 :5 et � = 230 MPa.

En faisant varier le paramètre �xé, il est ainsi possible de tracer la courbe des couples(�; � )
optimisés. Premièrement,� sera �xé avec des valeurs allant de 0.2 à 0.8 et ensuite� , de 200
à 275 MPa. Dans le cas des éprouvettes polies, si l'un des paramètres est �xé, il est possible
de calculer l'autre avec l'équation (IV.26).

160



2. FORGEAGE À CHAUD

La �gure IV.27 présente l'évolution des deux paramètres en fonction de l'autre, pour
chaque lot grenaillé, ainsi que l'évolution de� 0 et � 0. Les paramètres varient linéairement
l'un en fonction de l'autre. Les deux paramètres font varier la limite en fatigue moyenne
de chaque lot, mais ne réduisent pas la dispersion des résultats. Quel que soit le couple de
paramètres optimisé, l'erreur moyenne de prédiction de chaque lot ne varie donc presque
pas. L'erreur moyenne est de 10% pour le lot shot-blasting, 5% pour le lot shot-peening
bille ? 800µm et de 4% pour le lot bille? 400µm.

� en fonction de� � en fonction de�

Figure IV.27 � Evolution des paramètre � et � optimisés, l'un en fonction de l'autre (méthode point).

Les droites de� 0 et � 0 interceptent les droites des lots grenaillés à une valeur de� de
l'ordre de 250 MPa. Les paramètres sont donc choisis tous identiques pour chacun des lots
avec comme valeur :� = 250 MPa et � = 0:27.

2.3.2 Résultats avec contraintes résiduelles

La �gure IV.28 montre la comparaison des limites de fatigue expérimentales et celles
prédites pour les éprouvettes de tous les lots obtenues avec les méthodes point et volume.
La prise en compte des contraintes résiduelles pour les lots grenaillés permet de prédire la
limite en fatigue avec une erreur faible, avec seulement quelques défauts ayant une erreur
supérieure à 15%. Il est important de préciser que ces prédictions sont réalisées avec les
mêmes valeurs de� , de � et de distance critique pour tous les lots, en ne prenant en compte
que la géométrie des défauts et les pro�ls des contraintes résiduelles.

Les deux méthodes donnent des prédictions similaires, où l'on distingue clairement trois
groupements de points : les éprouvettes sans grenaillage, les éprouvette shot-blasting et
shot-peening bille? 400 µm et en�n les éprouvettes shot-peening bille? 800 µm. Chaque
lot est globalement centré sur la droite1 : 1, ce qui indique que la dispersion observée ne
vient pas des paramètres� et � choisis mais de la dispersion intrinsèque aux éprouvettes
(provenant des défauts, de l'intégrité de surface, etc.).

L'approche utilisée ici ne tient pas compte de l'écrouissage ou de l'endommagement
introduits par le grenaillage, qui semblent jouer un rôle secondaire. Prendre en compte ces
e�ets reviendrait à modi�er la valeur du paramètre � des di�érents lots, ce qui conduirait à
une nouvelle valeur pour� . Cependant, comme montré par l'étude paramétrique, le choix
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Méthode point Méthode volume

Figure IV.28 � Comparaison des limites en fatigue expérimentales avec celles prédites par simulation, pour
les éprouvettes issues des bielles (méthodes point et volume).

d'un nouveau couple(�; � ) n'améliorerait pas l'erreur des prédictions et ne réduirait pas la
dispersion observée dans les lots.

Il est aussi possible d'ajouter l'e�et des contraintes résiduelles pour le matériau sain sans
défaut, dans ce casK 1 = 1 et K 2 = K 3 = 0. Avec � D

0 = 424 MPa et � 500MPa de contraintes
résiduelles dans les deux directions, la limite en fatigue prédite avec les contraintes résiduelles
est de 576 MPa, soit une augmentation de 152 MPa. Cette valeur est donc la limite en fatigue
théorique qu'aurait une éprouvette grenaillée sans aucun défaut. La valeur est cohérente
avec les limites en fatigue des éprouvettes grenaillées car toutes ont une limite en fatigue
inférieure.

Pour les éprouvettes détensionnées, cette contribution est donc moitié moindre (76 MPa)
car les contraintes résiduelles sont relaxées dans la direction longitudinale. Cette valeur cor-
respond bien à la di�érence de 70 MPa observée entre la limite en fatigue de l'éprouvette
shot-peening bille? 800 µm détensionnée (sollicitée en traction) et celles des autres éprou-
vettes du même lot mais non détensionnées.

Les contraintes résiduelles de compression font baisser la contrainte équivalente, or les
pro�ls des contraintes résiduelles ont leurs valeurs maximales en surface (�gure III.19).
L'e�et béné�que des contraintes résiduelles diminue donc avec avec la profondeur, il est
ainsi possible que la contrainte équivalente remonte à une certaine profondeur. La �gure
�gure IV.29 montre le gradient de contrainte équivalente de Dang Van au fond d'un défaut
du lot shot-blasting, ainsi que le gradient avec les contraintes résiduelles ajoutées. La valeur
des contraintes résiduelles à c÷ur (en traction) sont calculées en équilibrant les contraintes
résiduelles sur toute la section et en les supposant constantes à c÷ur, ce qui donne+50 MPa
pour les lots shot-blasting et shot-peening bille? 800 µm, et +18 MPa pour le lot shot-
peening bille? 400 µm. Le graphe montre que la contrainte équivalente n'est pas toujours
décroissante avec la profondeur. La contrainte équivalente atteint un maximal local là où le
pro�l des contraintes résiduelles change de signe. Pour le shot-peening bille? 400µm où le
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Figure IV.29 � Gradient de contrainte équivalente de Dang Van au fond d'un défaut, avec et sans les
contraintes résiduelles ajoutées.

pro�l est profond de 200µm, ce maximum local est supérieur à� de 15%. Ceci con�rme que
pour les surfaces où les défauts n'ont pas beaucoup d'in�uence, les contraintes résiduelles
peuvent localiser l'amorçage en profondeur.

Cet e�et est visible sur les éprouvettes du lot shot-blasting qui ont amorcé au coin. Ces
éprouvettes ne sont pas exploitables, mais l'analyse de leur faciès montre que l'amorçage ne
se situe pas dans l'arrondi du coin (comme pour les autres éprouvettes amorçant au coin),
mais dans le côté poli. La �gure IV.30 montre une image MEB du faciès d'une éprouvette
du lot shot-blasting ayant amorcé en dehors de la surface grenaillée. L'amorçage se situe à

Figure IV.30 � Image MEB du faciès de rupture d'une éprouvette du lot shot-blasting ayant amorcé en
dehors de la surface grenaillée (cercle rouge).

environ 500µm de la surface grenaillée, ce qui correspond à la profondeur à laquelle le pro�l
des contraintes résiduelles passe en traction. Ceci semble donc indiquer que les contraintes
résiduelles ne se relaxent pas en profondeur pendant les essais de fatigue.

La valeur de K 1 mesurée à la distance critique permet de représenter l'e�et en fatigue
du défaut, sans l'e�et des contraintes résiduelles. La �gure IV.31 montre la limite en fatigue
expérimentale en fonction duK 1 des défauts critiques obtenus avec la méthode point.
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Figure IV.31 � Limite en fatigue expérimentale en fonction du K 1 des défauts, obtenu par simulation avec
la méthode point.

Deux tendances similaires sont visibles, avec d'une par les éprouvettes sans grenaillage
et de l'autre l'ensemble des éprouvettes grenaillées. La di�érence de limite en fatigue entre
les deux nuages de points est d'environ 150 MPa. Cette di�érence est cohérente avec l'e�et
des contraintes résiduelles calculé avec le critère de Dang Van (152 MPa d'augmentation
pour � 500 MPa de contraintes résiduelles). Malgré des pro�ls des contraintes résiduelles
di�érents, l'augmentation de la limite en fatigue générée par les contraintes résiduelles est
très similaire pour tous les lots grenaillés.

Le tableau IV.4 donne la contribution des contraintes résiduelles à la contrainte équiva-
lente de Dang Van (� CR

eqDangV an ) et à la limite en fatigue pour les lots grenaillés.

Méthode Contraintes en MPa Shot-blasting SP bille? 800µm SP bille ? 400µm

Point
� CR à 40µm 500 525 455

� CR
eqDangV an 90.0 94.5 80.1

Contribution à � D
ep 152.5 160.2 135.8

Volume
� CR

eqDangV an 91.6 86.8 84.8

Contribution à � D
ep 155.2 147.1 143.7

Tableau IV.4 � Contribution des contraintes résiduelles à la contrainte équivalente de
Dang Van (� CR

eqDangV an ) et à la limite en fatigue de l'éprouvette (� D
ep). Pour la méthode point, la

valeur des contraintes résiduelles à 40µm de profondeur est indiquée. Pour la méthode volume, les valeurs
sont la moyenne sur tous les défauts critiques du lot.

Les valeurs sont plus proches pour la méthode volume à cause de la forme hémisphérique
du volume dans lequel est faite la moyenne : la section maximale est en surface, où les
pro�ls des contraintes résiduelles ont des valeurs très similaires pour tous les lots grenaillés.
Ces résultats montrent que la profondeur du pro�l des contraintes résiduelles n'a que peu
d'in�uence sur la tenue en fatigue si cette profondeur est beaucoup plus grande que la
distance critique du matériau.

La contribution des contraintes résiduelles étant presque la même pour toutes éprou-
vettes grenaillés, les di�érentes limites en fatigue proviennent donc surtout des di�érentes
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valeurs deK 1. La �gure IV.31 montre que la majorité des éprouvettes ont une valeur deK 1

comprise entre 1.1 et 1.5, à l'exception des éprouvettes du lot shot-peening bille? 800µm.
Ce lot présente unK 1 moyen de 1.12 alors que les autres lots ont unK 1 moyen compris
entre 1.22 et 1.25. Cette di�érence ne s'explique pas par la taille des défauts : les défauts
critiques des lots shot-peening et sans grenaillage ont des tailles similaires (�gure IV.15).
Les K 1 plus faibles proviennent donc de l'e�et du shot-peening bille? 800 µm sur la topo-
graphie de surface. Ce shot-peening utilise des billes de grande taille, qui ont peut-être un
e�et lissant sur les défauts de forgeage. Cet e�et ne s'observe pas pour le lot shot-peening
bille ? 400 µm car les billes ayant une diamètre deux fois plus petit, la surface a�ectée à
chaque impact est beaucoup plus faible. Cet e�et ne se retrouve pas non plus pour le lot
shot-blasting, ce qui peut être expliqué de deux manières. Premièrement, les billes utilisées
en shot-blasting ont un diamètre de 1 mm lorsqu'elles sont neuves, mais celles-ci ne sont
pas souvent remplacées et l'usure fait qu'à mi-vie, le diamètre moyen réel est deux fois plus
faible (0.46 mm) (�gures II.16 et II.17). Deuxièmement, le lot shot-blasting ne contient que
des défauts critiques de très grande taille, qui sont peut-être trop grands pour qu'un e�et
lissant des billes soit observable.

Pour illustrer cet e�et, des simulations sont réalisées avec les scans des surfaces avant
et après grenaillage. Cette analyse n'est pas réalisée pour le shot-blasting car il n'a pas été
possible d'obtenir des scans avant et après shot-blasting. Deux défauts de tailles et d'orien-
tations similaires sont sélectionnés, a�n de pouvoir comparer les simulations. La �gure IV.32
compare, pour les deux types de shot-peening, un scan de surface du défaut ainsi que leK t

en surface obtenu par simulation, avant et après grenaillage. La comparaison des scans de
surface montre comment les impacts de bille modi�ent les défauts : la forme et la profon-
deur sont conservées mais les bords sont moins nets. Les impacts de bille lissent aussi les
accidents de géométrie : leK t au fond des défauts est plus faible après grenaillage.

Les deux shot-peening se di�érencient en observant leK 1 à la distance critique (ta-
bleau IV.5). Pour le shot-peening bille? 400 µm, le K 1 n'est presque pas modi�é après
grenaillage, mais il chute de façon importante pour le shot-peening bille? 800 µm. Ceci
illustre le fait que ce shot-peening semble augmenter la tenue en fatigue en réduisant la
nocivité des défauts.

K 1 défaut
SP bille ? 800µm SP bille ? 400µm

Avant Après Avant Après

Méthode point 1.207 1.124 1.278 1.276

Méthode volume 1.208 1.130 1.275 1.243

Tableau IV.5 � K f des défauts de la �gure IV.32 obtenu avec les méthodes point et volume, avant et après
grenaillage.

La �gure IV.33 montre la limite en fatigue expérimentale de chaque éprouvette en fonc-
tion du K f obtenu par simulation, qui intègre à la fois l'in�uence du défaut et celle des
contraintes résiduelles. Le nuage de points suit la courbe� D = � D

0 =K f , ce qui valide les
valeurs deK f issues des simulations.
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Shot-peening bille? 800µm

Avant grenaillage Après grenaillage

Shot-peening bille? 400µm

Avant grenaillage Après grenaillage

Figure IV.32 � Comparaison de défauts avant et après grenaillage shot-peening bille? 800µm et ? 400µm.
La surface scannée et leK t en surface obtenu par simulation sont donnés.

Figure IV.33 � Limite en fatigue expérimentale en fonction du K f obtenu par simulation avec la méthode
point, en prenant en compte l'e�et des défauts et des contraintes résiduelles.
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2.4 Synthèse

Les éprouvettes de fatigue issues des bielles ont été utilisées pour étudier l'e�et sur le
comportement en fatigue des défauts de forgeage et celui du grenaillage. Les éprouvettes
ont été scannées avant les essais ce qui a permis d'isoler les défauts critiques.

Deux approches ont été utilisées pour modéliser l'in�uence en fatigue des défauts. La
première est une analyse de la géométrie des défauts qui utilise un demi-ellipsoïde pour
approximer leur forme. Cette approche combinée auK t de Peterson permet d'identi�er le
défaut critique dans environ un tiers des cas.

La deuxième approche est une simulation numérique par éléments �nis des scans des
défauts, de façon à étudier plus précisément l'in�uence de leur géométrie. La théorie de
la distance critique est utilisée pour caractériser l'in�uence des défauts en fatigue et les
contraintes résiduelles sont prises en compte grâce au critère de Dang Van. La simulation
permet de retrouver les résultats expérimentaux avec une erreur d'environ de 15%.

Les résultats de l'étude numérique montrent qu'il est possible de modéliser l'e�et des
défauts et celui du grenaillage en utilisant comme données d'entrée :

� La limite en fatigue du matériau sain (sans défaut, sans écrouissage ni contraintes
résiduelles)

� La distance critique du matériau
� La topographie de surface des défauts
� Le pro�l des contraintes résiduelles

Les conclusions principales de cette étude sont :
� La présence de défauts de forgeage fait chuter la limite en fatigue, cependant l'appli-

cation d'un grenaillage permet de la faire remonter à une valeur supérieure à la limite
en fatigue de référence

� Les deux aspects principaux en fatigue sont la géométrie des défauts de forgeage et
les contraintes résiduelles introduites par le grenaillage

� Les contraintes résiduelles ne se relaxent pas en surface pendant les essais de fatigue
� La contribution des contraintes résiduelles à la limite en fatigue est presque la même

pour toutes les éprouvettes grenaillées malgré les di�érents pro�ls
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Conclusions et perspectives

Les travaux présentés dans ce mémoire de thèse portent sur l'analyse de l'in�uence de
la surface sur la tenue en fatigue de deux composants forgés. Le premier est une éprouvette
de fatigue extrudée à froid conçue spéci�quement pour cette étude. Deux taux de corroyage
ont été appliqués, qui correspondent aux deux réductions de section extrêmes utilisées in-
dustriellement. Le deuxième composant est une bielle forgée à chaud et ensuite grenaillée
par shot-blasting pour la nettoyer de sa calamine.

L'étude se divise en deux grandes parties : dans un premier temps, les composants
sont caractérisés de façon approfondie a�n de quanti�er précisément l'in�uence du procédé
sur leurs caractéristiques mécaniques et leur état de surface. Des essais de fatigue sont
aussi réalisés selon di�érentes con�gurations pour étudier le comportement en fatigue. Les
procédés a�ectent de plusieurs façons le matériau, notamment le grenaillage qui modi�e la
dureté, la microstructure et la rugosité de la surface, tout en introduisant des contraintes
résiduelles.

Dans un second temps, les résultats des caractérisations et des essais de fatigue per-
mettent de modéliser précisément le comportement en fatigue des éprouvettes. La princi-
pale di�culté ainsi que l'originalité de ce travail, est de découpler l'in�uence des di�érentes
caractéristiques d'intégrité de surface.

De nombreux moyens ont été mis en ÷uvre pour caractériser les éprouvettes et notam-
ment leur surface :

� Essais de traction monotone
� Pro�ls de microdureté
� Etude de la microstructure avec des micrographies MEB et des analyses EBSD
� Analyses des contraintes résiduelles par di�raction de rayons X
� Scan de la topographie de surface avec un pro�lomètre

Trois types d'éprouvettes ont été étudiés pour les composants extrudés à froid : avant
extrusion, 18% de réduction de section et 75% de réduction de section. Les caractérisations
montrent que la mise en forme modi�e de façon conséquente le matériau : la prédéforma-
tion augmente la dureté et déforme les grains. Les pro�ls de dureté et les micrographies
indiquent que la prédéformation est homogène dans l'épaisseur des éprouvettes, ce qui est
con�rmé par des simulations numériques du procédé d'extrusion. La simulation permet aussi
de prédire avec une bonne précision la dureté après extrusion des éprouvettes. Cependant,
les analyses EBSD révèlent la présence d'un gradient de microstructure en extrême surface
des éprouvettes, et ce gradient se retrouve dans les pro�ls de contraintes résiduelles. L'extru-
sion modi�e de plus l'état de surface des éprouvettes : une prédéformation plus importante
donne une rugosité plus réduite.

Pour découpler l'in�uence de ces divers e�ets, trois types d'essais de fatigue sont réalisés
sur ces éprouvettes. Des essais de tractionR = � 1 servent à quanti�er l'in�uence en fatigue
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de la prédéformation. Des essais de �exionR = 0:1 permettent d'étudier l'e�et en fatigue
de la peau de forge. En�n, des essais de torsionR = � 1 sont réalisés a�n d'étudier le
comportement pour un chargement de type di�érent.

Les résultats montrent que la tenue en fatigue augmente avec la prédéformation. L'ana-
lyse des pro�ls de �ssure montre que la microstructure a�ecte le chemin de propagation de
la �ssure, notamment pour le lot 75% de réduction de section dont la microstructure est
fortement anisotrope.

Les éprouvettes suivent la loi empirique qui relie la limite en fatigue à la valeur de la
dureté : � D = 1:5 � HV . Une relation similaire est aussi observée pour la limite en fatigue
en torsion. Ces relations signi�ent qu'il est possible de prédire la limite en fatigue à partir
de la dureté obtenue par simulation numérique de l'extrusion.

Le critère de Dang Van est utilisé pour modéliser le comportement en fatigue des trois
lots. Ce critère multiaxial permet de prendre en compte les di�érents chargements et peut
aussi intégrer les contraintes résiduelles en surface des éprouvettes de �exion. Une fois l'in-
�uence des contraintes résiduelles prise en compte, les limites en fatigue en �exion et en
traction sont très proches.

Les résultats montrent donc que les deux paramètres les plus in�uents en fatigue sont
l'intensité de la prédéformation (qui peut être représentée par la dureté) et les contraintes
résiduelles en surface.

Contrairement aux éprouvettes forgées, les caractéristiques mécaniques des bielles sont
peu a�ectées par la mise en forme à chaud. Cependant, les bielles présentent des défauts de
forgeage à leur surface dont la taille peut être conséquente. De plus, le grenaillage qu'elles
subissent modi�e grandement leur intégrité de surface.

Des bielles sans grenaillage ainsi que des bielles ayant subi le shot-blasting ont été préle-
vées dans la production industrielle. Les éprouvettes de fatigue sont usinées dans ces bielles
par découpe au �l. De façon à pouvoir découpler et quanti�er les e�ets du grenaillage,
certaines éprouvettes sans grenaillage subissent un shot-peening. Deux con�gurations de
shot-peening sont choisies : la première se rapproche le plus possible du shot-blasting et la
seconde présente un gradient de contraintes résiduelles de profondeur moitié moindre (tout
en ayant le même maximum en surface).

Les caractérisations montrent les di�érentes façons dont le grenaillage modi�e la sur-
face : contraintes résiduelles, gradient de dureté, modi�cation de la microstructure et de la
rugosité. Le gradient de dureté et le pro�l de contraintes résiduelles ont la même forme : les
maxima sont en surface et les valeurs à c÷ur sont atteintes à la même profondeur (500µm
ou 200µm en fonction du grenaillage). La microstructure est fortement modi�ée avec des
grains de plus en plus petits et déformés plus ils sont près de la surface. La topographie
de surface est marquée par les impacts de billes mais ceux-ci ne peuvent éliminer les dé-
fauts de forgeage présents à la surface avant le grenaillage. Le grenaillage introduit aussi
des micro�ssures en sous-couche qui sont des replis de matière produits par les impacts de
billes.

Pour quanti�er ces divers e�ets de surface en fatigue, des essais de �exion planeR = � 1
ont été réalisés sur les éprouvettes avec les di�érents états de surface, ainsi que des éprou-
vettes polies (sans défaut ni grenaillage) qui servent de référence en fatigue. Ces essais
montrent que la présence des défauts fait chuter la limite en fatigue par rapport au maté-
riau sain. Le grenaillage augmente la limite en fatigue à un niveau supérieur à la référence,
même en présence de gros défauts.

L'analyse se focalise donc sur deux aspects de la surface : l'in�uence des défauts de
forgeage et celle du grenaillage. Concernant les défauts, le modèle de Murakami permet de
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représenter correctement la tendance des résultats pour le lot sans grenaillage. Pour tenter
d'obtenir une meilleure précision et pour pouvoir identi�era priori le défaut critique, un
programme d'analyse géométrique automatique des défaut a été développé. Celui-ci détecte
les défauts de la surface et les approxime par un ellipsoïde, ce qui permet ensuite de déter-
miner les dimensions de chaque défaut. Les dimensions servent ensuite à calculer leK t et
le K f des défauts selon la méthode proposée par Peterson. Le défaut critique ne présente pas
toujours le K t ou le K f le plus élevé parmi les défauts d'une éprouvette. L'utilisation duK t

de Peterson ne permet d'identi�er qu'environ un tiers des défauts critiques des éprouvettes.
Des simulations numériques des défauts sont réalisées de façon à pouvoir connaître pré-

cisément l'état de contrainte au fond des défauts, et les contraintes résiduelles sont prises
en compte avec le critère de Dang Van. La théorie de la distance critique est utilisée de
façon à pouvoir quanti�er l'in�uence en fatigue des défauts. Les coe�cients du critère de
Dang Van sont déterminés avec une étude paramétrique. Les résultats de ces simulations
correspondent bien aux résultats expérimentaux, notamment pour le lot shot-peening avec
le gradient de contraintes résiduelles de faible profondeur.

Ces résultats montrent donc que les aspects de la surface avec le plus d'in�uence en
fatigue sont les défauts de forgeage et les contraintes résiduelles. Les autres e�ets du gre-
naillage ont donc un rôle secondaire comparé aux contraintes résiduelles.

Pour prendre en compte la dispersion en fatigue, les modèles pourraient être étendus
avec une approche probabiliste comme celle proposée par [Pessard et al., 2013].

Ces travaux de modélisation de l'in�uence en fatigue des divers e�ets des procédés s'ins-
crivent dans le cadre plus large du projet DEFISURF.

Plusieurs équipes se sont focalisées sur des domaines complémentaires. La prédiction des
contraintes résiduelles est l'un des objectifs principaux d'une autre équipe du projet, qui se
focalise sur la simulation numérique du grenaillage.

L'objectif de ce projet est de réaliser une chaîne numérique complète allant de la concep-
tion au calcul en fatigue pour les composants forgés. Dans le cas du forgeage à froid, la dureté
peut être prédite par simulation ce qui permet de prédire aussi la limite en fatigue. Pour un
composant à géométrie complexe avec une dureté non homogène, ceci permet d'avoir accès
à la limite en fatigue locale. En intégrant l'e�et des contraintes résiduelles, ceci permet de
modéliser précisément le comportement en fatigue. Cependant, pour une application indus-
trielle, cela nécessite de pouvoir prédire précisément et facilement les contraintes résiduelles
introduites lors de l'extrusion.

Pour le grenaillage, les contraintes résiduelles obtenues par simulation du shot-peening
peuvent être utilisées pour un calcul en fatigue, ce qui permettrait d'optimiser les paramètres
de grenaillage a�n d'obtenir les caractéristiques en fatigue souhaitées. Il n'est pas encore
envisageable de simuler le grenaillage sur un composant entier, mais les résultats obtenus
sur une zone réduite peuvent être étendus à tout le composant. Le calcul en fatigue pourrait
ensuite être réalisé en utilisant la méthode proposée dans ce travail, qui utilise le critère de
Dang Van combiné à la théorie de la distance critique.

L'analyse géométrique des défauts développée n'a pas permis de détecter de façon satis-
faisante les défauts critiques. Il est donc envisageable de développer une méthode plus �able
qui permettrait de prédire correctement l'e�et d'un défaut. Cette démarche pourrait servir
dans le cadre du contrôle qualité, car les défauts les plus nocifs ne sont pas nécessairement
les plus gros.

Pour ce qui est de la résistance à l'amorçage, une méthode simple de prédiction de la tenue
a été proposée et validée. Elle considère que les e�ets des contraintes résiduelles et des défauts
macroscopiques sont du premier ordre. L'écrouissage en extrême surface n'est pas considéré
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et son e�et n'est pas clairement mis en évidence. Une piste de développement importante
concerne l'étude de l'e�et de l'épaisseur de la couche écrouie sur la tenue en fatigue et ceci
indépendamment de l'impact des contraintes résiduelles. Ces travaux nécessiteraient une
étude particulière qui permettrait de lever un verrou scienti�que à fort impact industriel.

Dans le cadre du projet DEFISURF, une collaboration avec une équipe du laboratoire
MATEIS de l'INSA de Lyon a permis d'étudier cet aspect. Cette équipe a réalisé des essais
de suivis de �ssure par tomographie aux rayons X sur des éprouvettes de faible section utile
(moins de 1 mm2). Ces éprouvettes ont été usinées dans les bielles et dans les éprouvettes
extrudées à froid de façon à conserver la peau de forge et le gradient d'écrouissage des
composants. Les essais de fatigue ont été réalisésin situ au synchrotron de Grenoble.

La caractérisation des conditions de propagation des micro�ssures de fatigue à partir
de l'extrême surface pour des composants mécaniques réels ont par exemple montré des
résultats surprenants quant aux e�ets de certains paramètres du procédé sur la vitesse de
�ssuration. En e�et, la vitesse de �ssuration ne montre qu'une très faible sensibilité à la
taille des grains et au gradient d'écrouissage. Ainsi, la vitesse de �ssuration est sensiblement
la même pour une éprouvette issue d'une bielle sans grenaillage et une éprouvette issue
d'une bielle ayant subi le shot-blasting. De même, pour les éprouvettes extrudées à froid, la
vitesse de �ssuration est similaire pour 18% de réduction de section et 75% de réduction.
Les essais n'ont pas non plus montré d'in�uence des microdéfauts de la peau de forge.

Cet aspect devra être approfondi pour d'autres matériaux et d'autres caractéristiques
d'intégrité de surface pour in�rmer ou con�rmer ces premières tendances.
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Détails des essais Locati pour les
éprouvettes issues des bielles
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ANNEXE A. DÉTAILS DES ESSAIS LOCATI POUR LES ÉPROUVETTES ISSUES
DES BIELLES

1 Lot sans grenaillage

Ep. sans grenaillage
Paliers de chargement (MPa)

� D (MPa)
295 325 355 385

1 N cycles 100 000 661 000 313.9
2 N cycles 341 300 318.8
3 N cycles 2 000 000 2 000 000 220 800 400.3
4 N cycles 2 000 000 287 200 391.6
5 N cycles 202 000 328.1
6 N cycles 189 100 300.5
7 N cycles 2 000 000 1 000 000 136 100 382.9
8 N cycles 403 100 324.2
9 N cycles 289 600 287.1
10 N cycles 2 000 000 1 000 000 1 000 000 181 200 383.0
11 N cycles 945 300 323.2
12 N cycles 2 000 000 1 000 000 291 700 355.7
13 N cycles 2 000 000 1 000 000 170 500 384.3
14 N cycles 294 200 287.6
15 N cycles 2 000 000 1 000 000 542 750 363.6
16 N cycles 2 000 000 766 387 371.9
17 N cycles 785 300 346.5
18 N cycles 2 000 000 1 000 000 64 000 379.9
19 N cycles 847 200 349.1
20 N cycles 822 000 289.3

Ep. sans grenaillage
Paliers de chargement (MPa)

� D (MPa)
300 320 340 360

21 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 311 100 370.8
22 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 377 200 372.6
23 N cycles 620 200 286.0
24 N cycles 1 000 000 554 100 322.4
24 N cycles 1 000 000 1 000 000 354 700 345.9
26 N cycles 1 000 000 469 800 319.8
27 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 320 300 371.1
28 N cycles 1 000 000 712 100 326.9
29 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 304 700 370.6
30 N cycles 1 000 000 1 000 000 229 900 342.0
31 N cycles 1 000 000 781 900 328.7
32 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 397 400 373.1
33 N cycles 1 000 000 1 000 000 601 700 352.4
34 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 687 700 380.1

Tableau A.1 � Détails des Locati en �exion des éprouvettes exploitables pour le lot sans grenaillage, ainsi
que la limite en fatigue à 106 cycles calculée par cumul d'endommagement. Les éprouvettes 2 à 20 sont les
éprouvettes utilisées initialement pour un Staircase à2:106 cycles. Les éprouvettes ayant survécu ont ensuite
été reprises en Locati.
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2. LOT SHOT-BLASTING

2 Lot shot-blasting

Ep. shot-blasting
Paliers de chargement (MPa)

� D (MPa)
375 400 425 450 475

1 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 1 000 000 402 000 489.9

2 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 153 100 478.0

3 N cycles 1 000 000 485 100 452.2

4 N cycles 1 000 000 31 900 427.3

5 N cycles 1 000 000 28 700 427.1

6 N cycles 1 000 000 1 000 000 244 200 455.0

7 N cycles 1 000 000 294 000 417.6

8 N cycles 139 400 390.0

Tableau A.2 � Détails des Locati en �exion des éprouvettes exploitables pour le lot shot-blasting, ainsi
que la limite en fatigue à 106 cycles calculée par cumul d'endommagement. L'éprouvette 8 est celle qui a
été utilisée pour le suivi des contraintes résiduelles.

3 Lot shot-peening bille ? 800 µm

SP bille 800µm
Paliers de chargement (MPa) � D

400 425 450 475 500 525 (MPa)

1 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 1 000 000 391 200 525.4

2 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 1 000 000 571 800 530.9

3 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 787 700 505.9

4 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 809 700 506.5

5 N cycles 1 000 000 1 000 000 799 200 501.2

6 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 239 000 516.5

7 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 1 000 000 225 400 548.2

8 N cycles 1 000 000 1 000 000 652 800 496.7

9 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 269 800 517.6

10 N cycles 1 000 000 101 800 482.5

Tableau A.3 � Détails des Locati en �exion des éprouvettes exploitables pour le lot shot-peening bille
? 800 µm, ainsi que la limite en fatigue à106 cycles calculée par cumul d'endommagement. L'éprouvette 10
est celle qui a été utilisée pour le suivi des contraintes résiduelles.
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ANNEXE A. DÉTAILS DES ESSAIS LOCATI POUR LES ÉPROUVETTES ISSUES
DES BIELLES

4 Lot shot-peening bille ? 400 µm

SP bille 400µm
Paliers de chargement (MPa) � D

400 425 450 475 (MPa)

1 N cycles 509 000 397.3

2 N cycles 1 000 000 1 000 000 47 800 446.3

3 N cycles 1 000 000 1 000 000 544 100 465.9

4 N cycles 1 000 000 1 000 000 449 300 462.7

5 N cycles 1 000 000 1 000 000 184 400 452.5

6 N cycles 1 000 000 1 000 000 959 100 478.1

7 N cycles 1 000 000 1 000 000 82 500 447.9

8 N cycles 1 000 000 1 000 000 193 100 452.8

9 N cycles 1 000 000 939 300 442.1

10 N cycles 1 000 000 1 000 000 403 900 461.1

11 N cycles 1 000 000 1 000 000 850 200 475.1

12 N cycles 1 000 000 1 000 000 263 400 455.8

13 N cycles 1 000 000 1 000 000 245 900 455.1

14 N cycles 1 000 000 1 000 000 400 600 461.0

15 N cycles 1 000 000 1 000 000 874 100 475.8

16 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 437 900 495.6

17 N cycles 1 000 000 1 000 000 1 000 000 219 900 488.0

18 N cycles 1 000 000 1 000 000 247 900 455.1

Tableau A.4 � Détails des Locati des éprouvettes exploitables pour le lot shot-peening bille? 400µm, ainsi
que la limite en fatigue à 106 cycles calculée par cumul d'endommagement.

5 Eprouvette shot-peening bille ? 800 µm détensionnée,
sollicitée en traction

SP bille 800µm Paliers de chargement (MPa) � D

Traction détensionnée 375 400 425 (MPa)

1 N cycles 1 000 000 1 000 000 317 965 431.0

Tableau A.5 � Détails du Locati de l'unique éprouvette exploitable shot-peening bille ? 800µm détensionnée
et sollicitée en traction, ainsi que la limite en fatigue à106 cycles calculée par cumul d'endommagement.
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Annexe B

Défauts critiques des éprouvettes de
fatigue issues des bielles
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

Cette partie présente les scans de surface des éprouvettes de fatigue issues des bielles,
montrant le défaut critique. La �ssure est représentée en noir et le lieu d'amorçage est
indiqué par un point blanc. Pour chaque éprouvette, le numéro et la limite en fatigue sont
précisés.

Direction du chargement :J ���� I

1 Lot sans grenaillage

n°1 � D = 313:9 MPa n°2 � D = 318:8 MPa

n°3 � D = 400:3 MPa n°4 � D = 391:6 MPa
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1. LOT SANS GRENAILLAGE

n°5 � D = 328:1 MPa n°6 � D = 300:5 MPa

n°7 � D = 382:9 MPa n°8 � D = 324:2 MPa

n°9 � D = 287:1 MPa n°10 � D = 383:0 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

n°11 � D = 323:2 MPa n°12 � D = 355:7 MPa

n°13 � D = 384:3 MPa n°14 � D = 287:6 MPa

n°15 � D = 363:6 MPa n°16 � D = 371:9 MPa
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1. LOT SANS GRENAILLAGE

n°17 � D = 346:5 MPa n°18 � D = 349:1 MPa

n°19 � D = 349:1 MPa n°20 � D = 289:3 MPa

n°21 � D = 370:8 MPa n°22 � D = 372:6 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

n°23 � D = 286:0 MPa n°24 � D = 322:4 MPa

n°25 � D = 345:9 MPa n°26 � D = 319:8 MPa

n°27 � D = 371:1 MPa n°28 � D = 326:9 MPa
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1. LOT SANS GRENAILLAGE

n°29 � D = 370:6 MPa n°30 � D = 342:0 MPa

n°31 � D = 328:7 MPa n°32 � D = 373:1 MPa

n°33 � D = 352:4 MPa n°34 � D = 380:1 MPa

183



ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

2 Lot shot-blasting

n°1 � D = 489:9 MPa n°2 � D = 478:0 MPa

n°3 � D = 452:2 MPa n°4 � D = 427:3 MPa

n°5 � D = 427:1 MPa n°6 � D = 455:0 MPa
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2. LOT SHOT-BLASTING

n°7 � D = 417:6 MPa n°8 � D = 390:0 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

3 Lot shot-peening bille ? 800 µm

n°1 � D = 525:4 MPa n°2 � D = 530:9 MPa

n°3 � D = 505:9 MPa n°4 � D = 506:5 MPa

n°5 � D = 501:2 MPa n°6 � D = 516:5 MPa
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3. LOT SHOT-PEENING BILLE ? 800µm

n°7 � D = 548:2 MPa n°8 � D = 496:7 MPa

n°9 � D = 517:6 MPa n°10 � D = 482:5 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

4 Lot shot-peening bille ? 400 µm

n°1 � D = 397:3 MPa n°2 � D = 446:3 MPa

n°3 � D = 465:9 MPa n°4 � D = 462:7 MPa

n°5 � D = 452:5 MPa n°6 � D = 478:1 MPa
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4. LOT SHOT-PEENING BILLE ? 400µm

n°7 � D = 447:9 MPa n°8 � D = 425:8 MPa

n°9 � D = 442:1 MPa n°10 � D = 461:1 MPa

n°11 � D = 475:1 MPa n°12 � D = 455:8 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

n°13 � D = 455:1 MPa n°14 � D = 461:0 MPa

n°15 � D = 475:8 MPa n°16 � D = 495:6 MPa

n°17 � D = 488:0 MPa n°18 � D = 455:1 MPa
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5. EPROUVETTE SHOT-PEENING BILLE ? 800µm DÉTENSIONNÉE, SOLLICITÉE
EN TRACTION

5 Eprouvette shot-peening bille ? 800 µm détensionnée,
sollicitée en traction

n°1 � D = 431:0 MPa
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ANNEXE B. DÉFAUTS CRITIQUES DES ÉPROUVETTES DE FATIGUE ISSUES
DES BIELLES

192



Bibliographie

[Arola & Ramulu, 1999] Arola, D. & Ramulu, M. (1999). An examination of the e�ects
from surface texture on the strength of �ber reinforced plastics.Journal of Composite
Materials, 33(2), 102�123.

[Arola & Williams, 2002] Arola, D. & Williams, C. L. (2002). Estimating the fatigue stress
concentration factor of machined surfaces.International Journal of Fatigue, 24(9), 923 �
930.

[Basquin, 1910] Basquin, O. (1910). The exponential law of endurance tests.Proc. ASTM,
10, 625 � 630.

[Beretta & Boniardi, 1999] Beretta, S. & Boniardi, M. (1999). Fatigue strength and surface
quality of eutectoid steel wires.International Journal of Fatigue, 21(4), 329 � 335.

[Bhuiyan et al., 2012] Bhuiyan, M. S., Mutoh, Y., & McEvily, A. J. (2012). The in�uence
of mechanical surface treatments on fatigue behavior of extruded az61 magnesium alloy.
Materials Science and Engineering : A, 549(0), 69 � 75.

[Bouchard et al., 2008] Bouchard, P., Laurent, T., & Tollier, L. (2008). Numerical mode-
ling of self-pierce riveting�from riveting process modeling down to structural analysis.
Journal of Materials Processing Technology, 202(1�3), 290 � 300.

[Busby et al., 2005] Busby, J. T., Hash, M. C., & Was, G. S. (2005). The relationship
between hardness and yield stress in irradiated austenitic and ferritic steels.Journal of
Nuclear Materials, 336(2-3), 267�278.

[Caminaga et al., 2007] Caminaga, C., Neves, F. O., Gentile, F. C., & Button, S. T. (2007).
Study of alternative lubricants to the cold extrusion of steel shafts.Journal of Materials
Processing Technology, 182(1�3), 432 � 439.

[Chapetti, 2011] Chapetti, M. D. (2011). A simple model to predict the very high cycle
fatigue resistance of steels.International Journal of Fatigue, 33(7), 833 � 841.

[Chomienne, 2014] Chomienne, V. (2014).Étude de l'in�uence de l'intégrité de surface en
tournage de l'acier 15-5PH sur la tenue en fatigue en �exion rotative. PhD thesis, INSA,
Lyon.

[Dang Van, 1993] Dang Van, K. (1993). Macro-micro approach in high-cycle multiaxial
fatigue. In D. McDowell & J. Ellis (Eds.), Advances in Multiaxial Fatigue(pp. 120 � 130).
American Society for Testing and Materials. ASTM STP1191.

[Deperrois, 1991] Deperrois, A. (1991).Calcul de la limite d'endurance des aciers. PhD
thesis, Ecole Polytechnique, Paris.

[Dixon & Mood, 1948] Dixon, W. & Mood, A. (1948). A method for obtaining and analy-
zing sensitivity data. Journal of the American Statistical Association, 43, 109 � 126.

[El Haddad et al., 1980] El Haddad, M., Dowling, N., Topper, T., & Smith, K. (1980). J
integral applications for short fatigue cracks at notches.International Journal of Fracture,
16(1), 15�30.

193



BIBLIOGRAPHIE

[Fathallah et al., 2004] Fathallah, R., Laamouri, A., Sidhom, H., & Braham, C. (2004). High
cycle fatigue behavior prediction of shot-peened parts.International Journal of Fatigue,
26(10), 1053 � 1067.

[Feng et al., 2016] Feng, Y., Hu, S., Wang, D., & Cui, L. (2016). Formation of short crack
and its e�ect on fatigue properties of ultrasonic peening treatment {S355} steel.Materials
& Design, 89, 507 � 515.

[Froustey & Lataillade, 2008] Froustey, C. & Lataillade, J. L. (2008). In�uence of large pre-
straining of aluminium alloys on their residual fatigue resistance.International Journal
of Fatigue, 30(5), 908 � 916.

[Gariety et al., 2007] Gariety, M., Ngaile, G., & Altan, T. (2007). Evaluation of new cold
forging lubricants without zinc phosphate precoat. International Journal of Machine
Tools and Manufacture, 47(3�4), 673 � 681.

[Gariépy et al., 2013] Gariépy, A., Bridier, F., Hoseini, M., Bocher, P., Perron, C., & Lé-
vesque, M. (2013). Experimental and numerical investigation of material heterogeneity
in shot peened aluminium alloy aa2024-t351.Surface and Coatings Technology, 219(0),
15 � 30.

[Garwood et al., 1951] Garwood, M. F., Gensamer, M., Zurburg, H. H., Burwell, J. T.,
Erickson, M. A., & La Que, F. L. (1951). Interpretation of tests and correlation with
service. American Society for Metals.

[Genzel et al., 1996] Genzel, C., Reimers, W., Malek, R., & Pöhlandt, K. (1996). Neutron
and x-ray residual stress analysis of steel parts produced by cold forward extrusion and
tube drawing. Materials Science and Engineering : A, 205(1), 79 � 90.

[Gerber, 1874] Gerber, W. Z. (1874). Bestimmung der zulässigen spannungen in eisen-
constructionen. Zeitschrift des Bayerischen Architeckten und Ingenieur-Vereins, 6(6),
101 � 110.

[Geuzaine & Remacle, 2009] Geuzaine, C. & Remacle, J.-F. (2009). Gmsh : a three-
dimensional �nite element mesh generator with built-in pre- and post-processing facilities.
International Journal for Numerical Methods in Engineering, 79(11), 1309 � 1331.

[Gildersleeve, 1991] Gildersleeve, M. J. (1991). Relationship between decarburisation and
fatigue strength of through hardened and carburising steels.Materials Science and Tech-
nology, 7(4), 307�310.

[Gumbel, 1958] Gumbel, E. J. (1958).Statistics of Extremes. New York : Columbia Uni-
versity Press.

[Hall, 1951] Hall, E. O. (1951). The deformation and ageing of mild steel - iii discussion of
result. Proceedings of the Physical Society. Section B, 64(9), 747 � 753.

[Kang et al., 2007] Kang, M., Aono, Y., & Noguchi, H. (2007). E�ect of prestrain on and
prediction of fatigue limit in carbon steel.International Journal of Fatigue, 29(9�11), 1855
� 1862. Fatigue Damage of Structural Materials {VI} The Sixth International Conference
on Fatigue Damage of Structural Materials.

[Kim et al., 2013] Kim, J. C., Cheong, S. K., & Noguchi, H. (2013). Residual stress re-
laxation and low- and high-cycle fatigue behavior of shot-peened medium-carbon steel.
International Journal of Fatigue, (pp. 114 � 122).

[Kitagawa & Takahashi, 1976] Kitagawa, H. & Takahashi, S. (1976). Applicability of frac-
ture mechanics to very small cracks or cracks in the early stage. InProceedings of the
second international conference on the mechanical behaviour of materials(pp. 627 � 631).
ASM.

194



[Libertiny et al., 1977] Libertiny, G., Topper, T., & Leis, B. (1977). The e�ect of large
prestrains on fatigue.Experimental Mechanics, 17(2), 64�68.

[Llorca & Sanchez-Galvez, 1987] Llorca, J. & Sanchez-Galvez, V. (1987). Fatigue threshold
determination in high strength cold drawn eutectoid steel wires.Engineering Fracture
Mechanics, 26(6), 869 � 882.

[Lu, 2016] Lu, J. (2016). Fatigue des alliages ferreux facteurs d'in�uence.Techniques de
l'ingénieur Comportement en service des systèmes et composants mécaniques, base docu-
mentaire : TIB180DUO.(ref. article : bm5043).

[Maxwell & Nicholas, 1999] Maxwell, D. & Nicholas, T. (1999). A rapid method for gene-
ration of a haigh diagram for high cycle fatigue. In T. Panontin & S. Sheppard (Eds.),
Fatigue and Fracture Mechanics, volume 29 (pp. 626 � 641). American Society for Testing
and Materials. ASTM STP1332.

[McKelvey & Fatemi, 2012] McKelvey, S. A. & Fatemi, A. (2012). Surface �nish e�ect on
fatigue behavior of forged steel.International Journal of Fatigue, 36(1), 130�145.

[Miner, 1945] Miner, M. (1945). Cumulative damage in fatigue.Journal of Applied Mecha-
nics, 12(3), A159 � A164.

[Morel & Huyen, 2008] Morel, F. & Huyen, N. (2008). Plasticity and damage heterogeneity
in fatigue. Theoretical and Applied Fracture Mechanics, 49(1), 98 � 127.

[Munier, 2012] Munier, R. (2012).Etude de la fatigue des aciers laminés à partir de l'au-
toéchau�ement sous sollicitation cyclique : essais, observations, modélisation et in�uence
d'une pré-déformation plastique. PhD thesis, Université de Bretagne Occidentale.

[Murakami, 2002] Murakami, Y. (2002).Metal Fatigue : E�ects of Small Defects and Non-
metallic Inclusions. London : Elsevier.

[Murakami & Endo, 1983] Murakami, Y. & Endo, M. (1983). Special issue : Internatio-
nal conference on advanced materials mechanical properties '90 (icamp '90) quantitative
evaluation of fatigue strength of metals containing various small defects or cracks.Engi-
neering Fracture Mechanics, 17(1), 1 � 15.

[Murakami & Endo, 1986] Murakami, Y. & Endo, M. (1986). E�ects of hardness and crack
geometries on�k th of small cracks emanating from small defects. In K. Miller & E.
De Los Rios (Eds.),The Behaviour of Short Fatigue Cracks(pp. 275 � 293). London :
MEP Publications.

[Murakami & Endo, 1980] Murakami, Y. & Endo, T. (1980). E�ects of small defects on
fatigue strength of metals.International Journal of Fatigue, 2(1), 23 � 30.

[Murakami & Usuki, 1989] Murakami, Y. & Usuki, H. (1989). Quantitative evaluation of
e�ects of non-metallic inclusions on fatigue strength of high strength steels. ii : Fatigue
limit evaluation based on statistics for extreme values of inclusion size.International
Journal of Fatigue, 11(5), 299 � 307.

[Neuber, 1958] Neuber, H. (1958).Kerbspannungslehre : Theorie der Spannungskonzentra-
tion. Genaue Berechnung der Festigkeit. Berlin/Heidelberg, Gottingen.

[Palin-Luc & Lasserre, 1998] Palin-Luc, T. & Lasserre, S. (1998). An energy based criterion
for high cycle multiaxial fatigue. European Journal of Mechanics - A/Solids, 17(2), 237
� 251.

[Pang et al., 2013] Pang, J. C., Li, S. X., Wang, Z. G., & Zhang, Z. F. (2013). General
relation between tensile strength and fatigue strength of metallic materials.Materials
Science and Engineering : A, 564(0), 331 � 341.

195



BIBLIOGRAPHIE

[Pessard et al., 2014] Pessard, E., Abrivard, B., Morel, F., Abroug, F., & Delhaye, P. (2014).
The e�ect of quenching and defects size on the hcf behaviour of boron steel.International
Journal of Fatigue, 68(0), 80 � 89.

[Pessard et al., 2013] Pessard, E., Bellett, D., Morel, F., & Koutiri, I. (2013). A mechanistic
approach to the kitagawa�takahashi diagram using a multiaxial probabilistic framework.
Engineering Fracture Mechanics, 109, 89 � 104.

[Petch, 1953] Petch, N. J. (1953). The cleavage strength of polycrystals.Journal of the Iron
and Steel Institute, 174, 25 � 28.

[Peterson, 1974] Peterson, R. E. (1974).Stress Concentration Factors. New York : John
Wiley and Sons.

[Petru²ka & Janí£ek, 2003] Petru²ka, J. & Janí£ek, L. (2003). On the evaluation of strain
inhomogeneity by hardness measurement of formed products.Journal of Materials Pro-
cessing Technology, 143-144(1), 300�305.

[Pippan, 1991] Pippan, R. (1991). Threshold and e�ective threshold of fatigue crack pro-
pagation in {ARMCO} iron i : The in�uence of grain size and cold working. Materials
Science and Engineering : A, 138(1), 1 � 13.

[Robert & Mareau, 2015] Robert, C. & Mareau, C. (2015). A comparison between dif-
ferent numerical methods for the modeling of polycrystalline materials with an elas-
tic�viscoplastic behavior. Computational Materials Science, 103, 134 � 144.

[Rudkins et al., 1994] Rudkins, N., Modlen, G., & Webster, P. (1994). Residual stresses in
cold extrusion and cold drawing : a �nite element and neutron di�raction study.Journal
of Materials Processing Technology, 45(1�4), 287 � 292.

[Ås et al., 2008] Ås, S. K., Skallerud, B., & Tveiten, B. W. (2008). Surface roughness charac-
terization for fatigue life predictions using �nite element analysis.International Journal
of Fatigue, 30(12), 2200 � 2209.

[Sakamoto et al., 2014] Sakamoto, J., Lee, Y.-S., & Cheong, S.-K. (2014). E�ect of �b-
processed sharp �aw on fatigue limit of shot peened medium carbon steel. In L. Wagner
(Ed.), Proceedings of the 12th International Conference on Shot Peening(pp. 86 � 89).
Institute of Materials Science and Engineering.

[Sakamoto et al., 2015] Sakamoto, J., Lee, Y.-S., & Cheong, S.-K. (2015). E�ect of sur-
face �aw on fatigue strength of shot-peened medium-carbon steel.Engineering Fracture
Mechanics, 133, 99 � 111.

[Smith & Miller, 1977] Smith, R. A. & Miller, K. J. (1977). Fatigue cracks at notches.
International Journal of Mechanical Sciences, 19(1), 11�22.

[Sonmez & Demir, 2007] Sonmez, F. O. & Demir, A. (2007). Analytical relations between
hardness and strain for cold formed parts.Journal of Materials Processing Technology,
186(1-3), 163�173.

[Suraratchai et al., 2008] Suraratchai, M., Limido, J., Mabru, C., & Chieragatti, R. (2008).
Modelling the in�uence of machined surface roughness on the fatigue life of aluminium
alloy. International Journal of Fatigue, 30(12), 2119�2126.

[Tabor, 1956] Tabor, D. (1956). The physical meaning of indentation and scratch hardness.
British Journal of Applied Physics, 7(5), 159�166.

[Taylor, 1999] Taylor, D. (1999). Geometrical e�ects in fatigue : a unifying theoretical
model. International Journal of Fatigue, 21(5), 413 � 420.

196



[Tekkaya & Lange, 2000] Tekkaya, A. E. & Lange, K. (2000). An improved relationship
between vickers hardness and yield stress for cold formed materials and its experimental
veri�cation. {CIRP} Annals - Manufacturing Technology, 49(1), 205 � 208.

[Thompson, 1972] Thompson, A. L. (1972). The in�uence of grain and twin boundaries in
fatigue cracking. Acta Metallurgica, 20(9), 1085 � 1094.

[Toribio et al., 2007] Toribio, J., González, B., & Matos, J. C. (2007). Fatigue crack propa-
gation in cold drawn steel.Materials Science and Engineering : A, 468�470(0), 267 � 272.
The McEvily Symposium : Fatigue and Fracture of Traditional and Advanced Materials,
{TMS} 2006.

[Toribio et al., 2010] Toribio, J., González, B., & Matos, J. C. (2010). Fatigue and fracture
paths in cold drawn pearlitic steel.Engineering Fracture Mechanics, 77(11), 2024 � 2032.
International Conference on Crack Paths 2009.

[Verpoest et al., 1985] Verpoest, I., Aernoudt, E., Deruyttere, A., & Bondt, M. D. (1985).
The fatigue threshold, surface condition and fatigue limit of steel wire.International
Journal of Fatigue, 7(4), 199 � 214.

[Wagner, 1999] Wagner, L. (1999). Mechanical surface treatments on titanium, aluminum
and magnesium alloys.Materials Science and Engineering : A, 263(2), 210 � 216.

[Yahiaoui, 2013] Yahiaoui, H. (2013).E�et de l'espacement interlamellaire sur le compor-
tement sous chargements monotone et cyclique de l'acier perlitique C70. PhD thesis,
ENSAM, Paris.

[Zimmermann et al., 2010] Zimmermann, M., Stöcker, C., Müller-Bollenhagen, C., &
Christ, H.-J. (2010). Prehistory e�ects on the vhcf behaviour of engineering metallic
materials with di�erent strengthening mechanisms.Journal of Physics : Conference Se-
ries, 240(1). 15th International conference on the strength of Materials (ICSMA-15).

197



BIBLIOGRAPHIE

198





Modélisation des effets de défauts et d'intégrité de surface sur la tenue en fatigue
dans les composants forgés

Résumé: Cette étude fait partie du projet ANR DEFISURF, avec pour objectif d'identi�er et
de modéliser les divers effets de la surface sur la tenue en fatigue de composants forgés. Deux
composants sont étudiés : une éprouvette extrudée à froid et une bielle estampée à chaud et
nettoyée de sa calamine par grenaillage (shot-blasting). Pour chaque composant, différents lots
sont étudiés a�n de quanti�er l'effet des procédés sur les caractéristiques mécaniques et sur le
comportement en fatigue. Deux taux de corroyage différents sont utilisés pour l'extrusion à froid.
Pour les bielles, différents grenaillages sont réalisés pour obtenir divers états de surface.
Les différents lots sont caractérisés de façon approfondie et des essais de fatigue sont effectués.
Des essais de fatigue en traction, torsion et �exion plane sont réalisés sur les éprouvettes extru-
dées. Des éprouvettes de fatigue sont prélevées dans l'âme des bielles et sollicitées en �exion
plane.
En extrusion à froid, les aspects les plus in�uents en fatigue sont la prédéformation subie lors de
la mise en forme (taux de corroyage) et les contraintes résiduelles. En forgeage à chaud, ce sont
les défauts de forgeage en surface et les contraintes résiduelles introduites par le grenaillage qui
ont le plus d'in�uence.
Une modélisation en fatigue est proposée pour chaque composant. Pour l'extrusion, un critère de
fatigue multiaxial permet de prendre en compte les différents types de chargement ainsi que l'effet
des contraintes résiduelles. Pour les bielles deux approches sont utilisées. La première est une
analyse de la géométrie des défauts qui utilise un demi-ellipsoïde pour approximer leur forme.
La deuxième approche est une simulation numérique par éléments �nis des défauts critiques.
Les contraintes résiduelles sont intégrées dans les simulations avec un critère multiaxial. Les
simulations permettent de retrouver les résultats expérimentaux avec une erreur d'environ 15%.

Mots clés: Fatigue à grand nombre de cycles, Forgeage, Intégrité de surface, Défauts de
surface, Grenaillage, Contraintes résiduelles

Modeling the effects of defects and surface integrity on the fatigue behaviour of
forged components

Abstract: This study is part of the DEFISURF project, with the goal of analysing and modelling
the various effects of the surface on the fatigue strength of forged components. Two components
are studied: a cold-extruded specimen and a connecting rod which is hot-forged and then cleaned
by shot-blasting. For each component, different batches are studied in order to quantify the effects
of the process on the mechanical characteristics and the fatigue behaviour. Two different reduction
of sections are used for the cold-extruded specimens and shot-peening is used to obtain various
surface states for the connecting rods.
The various batches are thoroughly characterised and fatigue tests are performed. Traction, tor-
sion and plane-bending tests are conducted on the cold-extruded specimens. Fatigue specimens
are machined from the central part of the connecting rods and loaded in plane-bending.
For cold-extrusion, the parameters with the most in�uence in fatigue are the prestrain induced
during forging and the residual stresses. In hot-forging, the surface defects produced during
forging and the residual stresses induced by the shot-blasting have the most in�uence.
For each component, a fatigue model is suggested. For the cold-extruded specimens, a multiaxial
fatigue criterion is used to take into account the various fatigue loadings and the effect of the
residual stresses. Two approaches are used for the connecting rods. The �rst is a geometrical
analysis of the defect which approximates them with an ellipsoid. The second approach uses �nite
element simulations of the critical defects. The shot-peening residual stresses are integrated
in the simulations with a multiaxial criterion. These simulations predict the fatigue limit of the
specimens with an error of around 15%.

Keywords: High cycle fatigue, Forging, Surface integrity, Surface defects, Shot-peening,
Residual stresses
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