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Introduction

L’aluminium et ses alliages sont incontestablement les plus importants en tonnage des métaux

non ferreux et cette prédominance est en croissance. Ils sont largement utilisés dans les

secteurs des transports, de la construction, de I’emballage et de la vie quotidienne (figure 1).

Cela s’explique notamment par le ratio élevé entre la résistance mécanique et la densité,

autrement dénommeé résistance spécifique, qui représente une caractéristique essentielle dans

un objectif de réduction des masses embarquées et donc d’augmentation des performances du

systetme. Le domaine aéronautique est donc tout naturellement un domaine ou ’usage des

alliages d’aluminium est particuliérement important (figure 2).
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Figure 1: Consommation des alliages d'aluminium par secteur d'utilisation en 2014 (en pourcentage)’

rigidifieur

voilure ]
7075 T76 HS revétu 2024 T3 revétu |
7075 T76 fuselage N _ composite fibre verre
S 7075 T76 revétu 2 ]
SR 7075 T6 forgé Sl‘PP%R(?\];"e‘”
~ 2024 T3, T8l
fuselage composite

7075 T76 revétu
7178 ou 7178 T6 revétu

7075 T6 revétu

aileron vertical
7075 T76 extrusion

- fibre verre

3% \\\ aileron horizontal
RO 7075 T76 extrusion

S\ peau fuselage
—_ 7075 T76 revétu
2024 T3 revétu

support réacteur

longerons
TAGV

7075 T6 extrusion

Figure 2 : Exemple d’utilisation d’alliages d’aluminium dans la structure de la coque d’avion®
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Source :

L’industrie

cn

chiffres, le portail de Ialuminium en France, disponible

sur :<http://www.aluminium.fr/industrie/industrie-chiffres> (Consulté en Avril 2019).
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Ainsi, pour la plupart des familles d’appareils d’Airbus Industries, le nombre d’éléments de
structure en alliage d’aluminium est tel que la masse utilisée peut atteindre jusqu’a 75 % de la
masse totale de la structure. Il doit en étre de méme chez le principal concurrent Boeing. A
titre d’exemple, le tableau 1 présente la répartition massique de différents matériaux dans

plusieurs familles d’avion Airbus.

Appareils Alliages Al | Alliages Ti Composites org Aciers Autres
A310 67 % 5% 10 % 13% 5%
A320 58 % 6% 20 % 13% 3%

A330/A340 73 % 6.5 % 10 % 15% 3%

Tableau 1 : Répartition massique des différents alliages dans certains appareils d’Airbus®

Outre les sollicitations mécaniques et aérodynamiques liees a leur utilisation, les structures
aeronautiques sont de plus fortement sollicitées par leur environnement : tant a I’intérieur qu’a
I’extérieur, du coca-cola renversé et s’immisg¢ant dans les rails de fixation des sieges au
frottement des couches limites sur la voilure, la structure est agressee et il est impératif de la
protéger contre la corrosion, la couche naturelle d’alumine étant bien trop mince (quelques

nanométres) pour qu’a elle seule elle puisse garantir la longévité de la tenue a la corrosion.

Afin d’améliorer la résistance a ’usure et a la corrosion des surfaces, on a recours le plus
souvent au procédé d’anodisation. Ce terme couvre en fait une succession d’étapes qui inclue
un dégraissage, un décapage, une phase d’oxydation anodique, éventuellement une phase
d’imprégnation — coloration et enfin un colmatage. L’épaisseur de la couche d’oxyde formée
peut atteindre quelques dizaines de microns et sa qualité est fortement dépendante de 1’alliage
et des parametres de traitement tels que la nature du bain, la température de ce bain et de la
tension aux bornes du circuit anodique, mais aussi des parameétres retenus pour chacune des
étapes du procédé. Selon I’alliage et le choix des parameétres dans leur ensemble, des piqlres
peuvent se former a I’interface entre le substrat et la couche ou bien un réseau de faiengage
peut se former en surface générant en surface de pieces un endommagement initial pouvant
considérablement affecter la résistance mécanique et en particulier la résistance a la fatigue.

Or c’est précisément cette caractéristique qui pilote le dimensionnement des eléments de
structure. Elle caractérise 1’aptitude du matériau a pouvoir supporter des chargements de

direction et d’intensité variables dans le temps et il est particulierement difficile de pouvoir

2 Source: Les Alliages et Matériaux Composites utilisés dans I'aéronautique, disponible

sur :<http://aeronautiques2.free.fr/Alliages.php> (Consulté en Avril 2019).
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prédire la durée de vie d’une structure soumise a ces conditions tant les parametres
d’influence sont nombreux : entre autres, nous pouvons citer la microstructure de I’alliage, la
nature du chargement et I’intégrité de surface de 1’élément de structure caractérisée par la
microgéométrie et I’état mécanique. Pour les éléments des structures aéronautiques, soumis a
des chargements multiaxiaux fortement variables, il est exigé un trés haut niveau de sécurité
vis-a-vis de la rupture par fatigue et leur dimensionnement requiert, quelle que soit la méthode
(IQF “‘Indice de Qualit¢é en Fatigue’ ou critere de fatigue multiaxiale), une parfaite
connaissance du comportement en fatigue de 1’alliage constitutif et notamment la sensibilité
de ce dernier a différents facteurs d’influence dont en particulier la microgéométrie de
surface, communément dénommeée rugosité, la microstructure de 1’alliage au droit des points
chauds, la présence de contraintes résiduelles dans ces zones ; tous ces facteurs résultent de la
succession des étapes nécessaires a 1’obtention de 1’élément de structure et de sa surface a
partir de laquelle, le plus souvent, les fissures de fatigue peuvent s’amorcer.

Dans ce contexte, I’objectif scientifique de la thése est d’étudier le comportement en fatigue
multiaxiale de ’alliage d’aluminium 2618-T851 avec prise en compte de la nature de la
surface : par nature, nous entendons surface usinée ou surface usinée et traitée par oxydation
anodique ce qui correspond a la nature des surfaces mises en service sur les aéronefs. Une
attention particuliére a été apportée a la caractérisation du (des) mécanisme(s) d’amorgage des
fissures de fatigue. Tout ce travail d’investigation et de caractérisation est présenté dans ce
mémoire de these.

Une fois le comportement en fatigue multiaxiale caractérisé, nous nous sommes attachés a
confronter les résultats de 1’expérience aux prévisions que pouvaient fournir un certain
nombre de criteres de fatigue classiquement utilisés dans le domaine de la mécanique. Nous
présentons également dans ce mémoire les résultats de ces confrontations.

Le premier chapitre de ce mémoire de these est classiquement dédié¢ a I’étude bibliographique
et est divisé en huit parties. Les trois premiéres parties visent a donner, dans un premier
temps, un apercu global sur les alliages d’aluminium puis un apergu sur les alliages de la série
2xxx et se focalise finalement sur I’alliage de notre étude, ’alliage 2618, ses propriétés
mécaniques et ses caractéristiques microstructurales. La description compléte d’un traitement
d’anodisation des alliages d’aluminium, depuis la phase de décapage jusqu’a celle de
colmatage est presentée dans la quatrieme partie de ce chapitre bibliographique. La cinquiéme
partie porte sur le comportement en fatigue des alliages métalliques et plus particulierement
des alliages d’aluminium, sous chargements uniaxiaux. Nous y abordons notamment les effets

de la rugosité et du rapport de contrainte. Nous terminons cette revue par un focus sur le

4
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comportement en fatigue uniaxiale de 1’alliage 2618. La sixiéme partie est exclusivement
consacrée a I’influence des traitements d’anodisation sur la tenue en fatigue uniaxiale des
alliages d’aluminium en y présentant les principales causes identifiées de 1’abattement de la
résistance en fatigue qui est quasiment systématiquement observé.

La septiéme partie s’intéresse a la fatigue multiaxiale et aux effets du déphasage et du rapport
d’amplitude de contrainte sous chargement biaxial. Enfin, la derniere partie décrit brievement

les différents types de modéles de prévision de durée de vie.

Le deuxiéme chapitre de ce mémoire est consacré a la présentation et la caractérisation de
I’alliage d’aluminium 2618 qui nous a été fourni. Nous y traitons de sa microstructure et de
ses propriétés mécaniques mais aussi du traitement d’anodisation qui a été mis en ceuvre.
Dans ce méme chapitre, nous présentons egalement les résultats de la caractérisation des
surfaces traitées tant du point de vue géométrique que du point de vue microstructural et ce
apres chaque étape du processus de création de la surface (usinage puis traitement de surface).
Chaque étape pouvant introduire des contraintes résiduelles, celles-ci ont été
systématiquement mesurées en DRX ; ces mesures apres chaque étape sont également

présentées dans ce chapitre.

Le troisiéme chapitre présente les résultats de 1’étude en fatigue uniaxiale sous trois types de
chargement : en traction alternée et ondulée, en torsion alternée et ondulée et enfin sous
pression interne (ondulée). Pour caractériser I’influence de la rugosité, les éprouvettes ont été
usinées avec trois niveaux de rugosité. Une fois cette influence caractérisée, les éprouvettes
destinées a subir les différentes étapes du procédé d’anodisation ont été usinées avec une
méme rugosité de référence. Les résultats des essais pour chaque type de surface (usinée,
décapée, oxydée, imprégnée, colmatée) sont systématiquement décrits et analysés, tant du

point de vue mécanique que du point de vue fractographique.

Le quatrieme chapitre est quant a lui consacré aux résultats des essais en fatigue multiaxiale
obtenus pour les états usines et colmates, les éprouvettes ayant été usinées avec 1’état de
surface de référence. Quatre types de chargement ont ét¢ mis en ceuvre : traction-torsion (avec
et sans déphasage), traction-pression interne, torsion-pression interne et traction-torsion-
pression interne. La encore, les résultats de ces essais sont systématiquement décrits et

analyses.
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Le dernier chapitre de ce mémoire est consacré a la mise en ceuvre de différents critéres de
fatigue multiaxiale en vue de faire des prévisions de durée de vie en fatigue multiaxiale pour
I’alliage 2618 a I’état usiné exclusivement. Parmi les différents criteres présentés dans la
revue bibliographigue, nous en avons retenu trois dans un premier temps ; tous appartiennent
a la famille des critéres basés sur la recherche d’un plan critique : celui de Findley,
historiquement le premier de cette famille de critere, le critére de Fatemi-Socie largement
employé outre-Atlantique et celui de Morel, critere relativement récent développé aux Arts et
Métiers (ENSAM - Angers). La mise en ceuvre de tous ces critéres est présentée dans ce
dernier chapitre en y intégrant la phase d’identification. Dans un second temps, face aux
prévisions fournies par ces trois critéres, nous avons mis en ceuvre le critére de Kluger : il est
¢galement développé confronté a I’expérience et présenté dans ce chapitre. A la suite de quoi,
nous présentons un critere développé a partir du critere de Kluger que nous nommerons
modestement le critere de MALEK et qui, comme les autres, a été confronté a 1’expérience.
Toutes les prévisions fournies par ces criteres sont présentées et analysées en détail et de

facon comparative ce qui nous a permis de classer ces critéres selon un critére rigoureux.
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I.1. Les alliages d’aluminium

Les alliages d’aluminium sont largement utilisés dans une grande variété d’applications et
notamment dans 1’industrie aéronautique grace a leurs bonnes propriétés mécaniques et leur
faible densité. Il existe plusieurs familles qui différent chacune de I’autre par la nature des
principaux éléments d’alliages. Pour sélectionner et spécifier un alliage avec des propriétes
spécifiques pour une application donnée, il est essentiel de définir sa composition et la nature
du traitement thermique. Ceci est donc réalisé par un systéeme de désignation normalisé [1].

Le caractere mondial du marché européen a exigé un systéme de désignation commun. Pour
sa simplicité et sa flexibilité, le systeme de désignation des alliages de corroyage créé en 1954
par I’Association nord-ameéricaine de I’aluminium (Aluminium Association-AA) [2] a été
adopté en 1970 par I’Organisation internationale de normalisation (International Organisation

for Standardization-1SO) [1, 2].

En 1985, les états membres de la Communauté européenne ont décidé d'adopter des normes
européennes harmonisées a la place de leurs normes nationales respectives. Pour I’aluminium
de corroyage, le comité européen de normalisation (CEN) [1] a adopté le systeme de
désignation AA composée de quatre chiffres, c’est la désignation que nous allons utiliser dans

cette theése.

Le premier chiffre définit le ou les principaux constituants d'alliage, les catégories suivantes
étant définies [1, 2] :

* 1xxx, aluminium pur (99% ou plus)

¢ 2xxX, aluminium-cuivre

* 3xxx, aluminium-manganése

* 4xxx, aluminium-silicium

* 5xxX, aluminium-magnesium

* 6xxX, aluminium-magnésium-silicium

¢ 7xxx, aluminium-zinc

* 8xxx, aluminium-autres éléments

Dans les désignations du type 1xxx, le deuxieme et troisieme chiffre indiquent une teneur
minimale en aluminium (99.00% ou plus), par exemple, l'alliage 1700 contient au moins
99.70% All.
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Dans les autres désignations (de 2xxx a 8xxx), le deuxieme chiffre est réservé aux
modifications de la composition de l'alliage® et les deux derniers chiffres servent & repérer les
alliages individuels dans le groupe. La lettre A peut suivre les 4 chiffres de la désignation
numérique, par exemple 2618A. Il s’agit alors d’une composition légérement différente et
spécifique a un pays ou a un producteur, et parfois AA qui veut dire Aluminum Association.
Ces familles d’alliages sont regroupées de la fagon suivante : les alliages non susceptibles de
durcissement structural par traitement thermique et ceux qui le sont. Les alliages de la série

2xxx auxquels nous allons nous intéresser a présent font partie de ces derniers.

I.2. Les alliages d’aluminium de la série 2xxx

Le besoin en alliages a hautes caractéristiques mécaniques et faible densité a toujours éte tres
fort. Les alliages aluminium présentent ces propriétés attractives. Parmi ces alliages, les
alliages de la série 2xxx qui sont largement utilisés dans 1’aéronautique [3, 4, 5], atteignent
leurs propriétés mécaniques et leurs qualités d’usage optimales apres traitement thermique, le
durcissement structural étant assuré par précipitation de particules intermétalliques [3, 4].
Néanmoins, leur résistance a la corrosion est faible et dans certaines conditions, ils peuvent
faire 1’objet de corrosion intergranulaire [3, 6]. La corrosion intergranulaire est causée par la
perte de cuivre ou de magnésium dans les zones proches des joints de grains ce qui crée un
potentiel électrochimique anodique [6]. Les alliages de la série 2xxx sont donc généralement
peints ou « anodisés ». Leurs propriétés mécaniques sont similaires et parfois excedent celles
des aciers a faible teneur en carbone [3] mais ramenées a la densité de 1’alliage (2,8 contre 7,8
pour les aciers), ces alliages deviennent trés performants ce qui justifie leur fort taux
d’emploi. Les nuances les plus courantes de cette série sont les alliages 2017 [7, 8], 2024 [9,
10], 2214 [11, 12], 2219 [13, 14] et 2618 [15, 16, 17].

1.3. L’alliage d’aluminium 2618

1.3.1. Historique (1939-2019)

L’alliage 2618 a été mis au point a ’origine par Rolls-Royce (dénomination RR58 ou
Hiduminium RR58) en 1939 pour les piéces matricees de réacteurs (disques et aubes de

compresseur). Il est utilisé depuis dans des applications dans les domaines les plus variés

Source : Euralliage, Normalisation des alliages d'aluminium, disponible sur :

<http://www.euralliage.com/normalumin.htm> (consulté en Juin 2018).
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(dans le Concorde supersonique, cet alliage intervient pour 75 % de la masse de la structure)
du fait de ses différentes propriétes :

-bonne résistance au fluage de 110 a 150°C et pour des durées atteignant 30 000 h.

-bonne résistance a la fatigue a la température ambiante et a chaud.

-bonne stabilité thermique des caractéristiques mécaniques, méme apres maintien de plusieurs
dizaines de milliers d’heures a 130°C.

-bonne résistance a la corrosion sous tension [18].

I est souvent utilisé en aéronautique et pour 1’industrie de I’armement [17, 18, 19, 20], par
exemple : dans les structures d'avions, les carters de protection, les tOles de fuselage, les
picces tournantes de 1’avion, les pistons, les turbocompresseurs...

L’alliage 2618 est étudié¢ depuis son développement. Les principaux résultats concernant son
comportement meécanique et sa microstructure sont présentés ci-dessous dans un ordre
chronologique et de fagon la plus exhaustive que nous ayons pu : la premiére publication
scientifique que nous ayons pu trouver date de 1966.

- Lumm (1966) [21] a étudié les propriétés mécaniques de 1’alliage 2618 forgé a température

ambiante et a hautes températures et a montré que 1’alliage garde ces propriétés a 204 °C.

- Doyle (1969) [22, 23] a travaillé sur le développement de 1’alliage RR-58 (2618) utilisé pour

une application pour Concorde.

- Royster (1969) [24] a travaillé sur la détermination des propriétés mécaniques et la
résistance au fluage de trois alliages d’aluminium (2618, 2020 et 2024) a 93 et 204 °C.

- Rhodes et Radon (1979) [25] ont étudié I’influence de 1’environnement sur la vitesse de
propagation des fissures dans 1’alliage 2618-T651 (RR-58) en statique et en fatigue. Ils ont

montré que ’alliage a une faible ténacité et une résistance faible a la propagation de fissures.

- Robin et Pluvinage (1980) [26] et Bathias (1981) et al [27] ont étudié la propagation de
fissure en fatigue dans 1’alliage 2618-T651. IIs ont analysé I’influence de la taille du grain, de
la contrainte moyenne, de la microstructure, de la fréquence et de I’environnement sur la
valeur seuil du facteur d’intensité de contrainte, et ont trouvé que la valeur seuil est influencée

par le rapport de charge.
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- Leng et al (1990-1995) [28, 29] ont étudi¢ la déformation en traction de I’alliage 2618 a
hautes températures et la propagation de fissures de fluage. Ils ont trouvé que le mode
dominant dans la propagation de fissure de fluage est la rupture intergranulaire et que la

vitesse de propagation de fissure de fluage augmente avec I’augmentation de la température.

- Underhill et al (1993) [30] ont étudié 1’évolution de la microstructure de 1’alliage
d'aluminium 2618 formé par pulvérisation en fonction de parametres de procedé. Il a été
observé que la porosité, la taille des grains et la taille des particules intermétalliques étaient
sensibles aux conditions du procédé; ils ont identifié des particules intermétalliques
prédominantes de type AlgFeNi dont la taille diminuait avec lI'augmentation de la teneur en
fer.

- Oguocha et Yannacopoulos (1996) [31] ont étudié la structure de la phase AlFeNi dans

I’alliage 2618 et ont montré que cette phase a une structure monoclinique.

- Kazanjian et al (1997) [32] ont évalué un nouvel alliage d’aluminium pour remplacer
I’alliage 2618 dans les structures d’un avion supersonique; ils ont étudié le comportement au

fluage de I’alliage 2618 et des versions modifiées de 1’alliage 2519.

- Cavaliere (2002) [33] a analysé la formabilité de 1’alliage 2618 a hautes températures par

torsion apres la mise en solution de 1’alliage.

- Djakovic (2005) [34] a étudié I’alliage 2650 (alliage 2618 modifié) pour identifier les
mécanismes d’endommagement et établir qualitativement leur importance/dominance sous

différentes conditions de chargement pendant le fluage.

- Ozbek (2007) [20] a travaillé sur la mise en solution de I’alliage 2618 pour caractériser sa
microstructure en fonction des conditions de traitement thermique. L’analyse EDX a montré

la présence de particules intermeétalliques de type AlgFeNi.

- Wang et al. (2008) [35] ont étudié les effets du traitement de vieillissement sur la

microstructure et les propriétés de 1’alliage.

- Feng (2009) [19] a réalisé une caractérisation microstructurale de 1’alliage par des analyses
microscopiques et a révélé la présence en plus de la matrice d’aluminium, d’une phase

eutectique lamellaire Al/Al,CuMg et de composeés riches en fer, en nickel et en cuivre. Aprés

11
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un traitement d’homogénéisation durant 16 heures a 520°C, la phase eutectique se dissout
dans la matrice et les intermétalliques contenant le fer et le nickel restent toujours dans la

microstructure.

- Novy et al. (2009) [36] ont etudié les changements de microstructure durant le vieillissement
et le fluage et ont montré que la majorité des intermétalliques sont de type AlgFeNi. Cette
phase améliore significativement les propriétés mécaniques de I’alliage et réduit la croissance
indésirable des grains a hautes températures. La microstructure apres fluage est composée de

grains primaires de la phase a entourés par des précipiteés intergranulaires.

- Aghaie-Khafri et Zargaran (2010) [37] ont étudié le comportement en fatigue
oligocyclique de I’alliage 2618 a haute température ; ils ont constaté la présence importante
des particules AlgFeNi qui ne sont pas dissoutes entierement aprées la mise en solution a
530°C durant 24 heures et que la rupture est principalement ductile avec une grande densité

de micro-cupules.

- Salas-Zamarripa (2011) [38] a identifié les modes de rupture de 1’alliage 2618-T6 soumis a
des essais de fatigue en traction ondulée a température ambiante et a haute température. 1l a
montré que la contribution de la rupture ductile intergranulaire est plus significative a
température ambiante qu’a température élevée (200°C). Un seul site d’amorcage de fissure a

été remarqué a température ambiante et des multi-sites ont été identifiés a haute température.

- Khalil et Lang (2011) [17] ont étudié I’alliage 2618-T6 utilisé dans les turbocompresseurs,
a hautes températures. Les éprouvettes ont été prélevées dans trois différentes zones de la
piece analysée (bord, transition et cceur). Ils ont montré que la durée de vie, le développement
d’endommagement en fatigue et le comportement en fatigue oligocyclique sont influencés par
la microstructure locale.

- Garcia (2011) [39] a analysé le comportement en fatigue a hautes températures et a
déterminé 1’évolution des propriétés mécaniques en fonction de la température qui restent
bonnes a 200°C.

- Khalil (2014) [40] a étudié le comportement en fatigue oligocyclique de 1’alliage 2618-T6
a haute température avec une étude préliminaire a température ambiante.

- Zeng (2014) [41] a travaillé sur le comportement en fatigue & température ambiante de
I’alliage 2618 standard et modifi¢ contenant du zirconium, sous un chargement de flexion
rotative purement alternée. La modification de la microstructure a un effet sur la résistance en

fatigue et la différence de propriétés mécaniques de 1’alliage modifié est due aux
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concentrations de contraintes dans les frontieres entre les zones recristallisées et non

recristallisées.

- Elgallad (2014) [42] a conclu que la présence des particules grossieres influence
négativement les propriétés mécaniques de 1’alliage 2618 avant la mise en solution. Ces
propriétés sont ameliorées aprés le traitement qui permettait la dissolution de quelques

particules.

- Cooke (2016) [43] a développé un procédé de métallurgie de poudre et a testé 1’alliage 2618
et deux autres alliages (sans et avec 1’addition du silicium) ; il a déterminé I’influence du
procédé sur la densité de I’alliage et I’effet du traitement thermique sur les propriétés
mécaniques et les a comparées a celles de 1’alliage 2618.

- Viroulaud (2016) [16] a ¢tudié I’influence des prétraitements usuels sur la conversion TCP
(Trivalent Chromium Process) appliquée aux alliages 2618 et 2024 afin de déterminer 1’état

de surface le plus adapté pour favoriser la tenue a la corrosion des deux alliages.

- Chahboun (2016) [44] a caractérisé la résistance a la corrosion par colmatage de 1’alliage
2618 anodisé. Elle a trouvé que la résistance a la corrosion est principalement déterminée par
la qualité de la couche barriere, qui peut étre évaluée par I’'impédance électrochimique

mesurée a basse fréquence.

- Moreira (2016) [45] a analysé 1’origine de défaillance de roues de compresseur en alliage
d’aluminium 2618-T652 causée par un processus de fatigue. Ce processus est déclenché par la

fissuration par corrosion intergranulaire dont la cause n’est pas encore identifiée.

- Rockenhadiser et al (2016-2018) [46, 47, 48] ont étudié I’influence du vieillissement et du
fluage sur I’évolution de la phase-S (Al,Cu-Mg) et a montré que le nickel et le fer qui forment
les particules intermétalliques AlgFeNi aident a stabiliser la microstructure et améliore les

propriétés de fluage durant une longue exposition aux tempeératures entre 120 et 150 °C.

- Wang (2019) [15] a mené des tests d’impact balistique pour caractériser les performances
balistiques des plaques en alliage d’aluminium 2618 et pour identifier 1’effet combiné des

formes de projectile et des angles obliques sur la formation d’endommagement.

Toutes ces études trouvées dans la littérature concernent essentiellement les microstructures et

les propriétés mécaniques de 1’alliage avec une focalisation sur les propriétés en fluage. Le
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comportement en fatigue a grand nombre de cycles est peu étudié. Nous y reviendrons au 8
1.5.3.

1.3.2. L’état métallurgique T851

Wilm (1906) [49] était le premier a découvrir le durcissement des alliages d’aluminium dans
le systeme Al-Cu-Mg-Mn. Treize ans apres, Merica et al (1919) [50] ont établi un lien entre
I’augmentation de la dureté et la diminution de la solubilité du cuivre. Apres élaboration, les
alliages susceptibles de durcissement structural (ou par précipitation) subissent un cycle de
traitements thermiques qui permet la précipitation fine et homogene des particules
intermétalliques qui créeront des obstacles au mouvement des dislocations [49, 51, 52]
auxquels sont liés les propriétés mecaniques [53]. Ce traitement thermique des alliages
d’aluminium comprend au moins trois opérations :

- la mise en solution : on chauffe a environ 530°, pendant un certain temps pour une
distribution homogene des éléments de 1’alliage,

- la trempe : on refroidit rapidement avec de I’ecau a une certaine température (souvent
la température ambiante) pour préserver I’effet de la premiére étape.

- la maturation ou le revenu: dans le cas de la maturation, le durcissement lié a
I’évolution de la structure métallurgique se fait a température ambiante. Il s’agit du
vieillissement naturel. Dans le cas du revenu, ’alliage durcit en étant maintenu a une
température comprise entre 165° et 200°C, durant quelques heures, selon la nuance.

On parle dans ce cas de vieillissement artificiel”.

Des contraintes résiduelles apparaissent aprés la trempe des alliages d’aluminium, les piéces

peuvent donc étre détensionnées par traction et/ou compression®.

L état T851 :

L’état T851 correspond a un état durci par traitement thermique (T) : le matériau est traité
thermiquement avec une mise en solution avec écrouissage complémentaire (écroui puis
revenu) suivi d’une relaxation par traction et un vieillissement artificiel. Le traitement de
mise en solution se fait a 530°C+5°C : cette température permet de dissoudre les particules
intermétalliques présentes dans la microstructure comme Al,CuMg, Al,Cu et Al;CusNi [42,
54]. Durant cette étape, la phase AlgFeNi peut ne pas étre dissoute complétement méme a une

température de 600°C [20]. La trempe se fait a I’eau a 80°C maximum. Le revenu s’opére par

* Source : Aciers spéciaux, Aluminium et alliage d’aluminium, Saint-Sauveur, France (consulté en Mai 2018)
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maintien en température entre 10 et 21 heures (dans notre cas, le maintien se fait pendant 20
heures) [16] a une température de 190°C+3°C (la dureté maximale est atteinte & cette
température) [20]. 1l est ensuite déformé a chaud par traction puis subit une trempe et un sous-
revenu a environ 200°C pendant quelques minutes. La figure 1.1 récapitule les différentes

¢tapes du traitement de I’alliage 2618-T851.

T (;C)

Mise en solution
530°Ct5°C

o

Trempe

Vielllissement Sous:revenu

Déformation 200°C
0°
1%0.c a c+haud
atf Trempe
Ecroui,
24h 20h Quelques minutes Temps (h)

Figure 1. 1 : Traitement thermique appliqué a l'alliage 2618-T851

1.3.3. Composition chimique de I’alliage 2618

La composition chimique de I’alliage 2618 exprimée en pourcentage massique et atomique et

utilisé dans cette étude est donnée dans le tableau 1.1.

Si Fe Cu Mg Zn Ni Ti  Mn Autres Al
%massique 0,25 09-14 18-2,7 12-18 0,15 0,8-14 02 025 0,15 Bal
%atomique 0,12 04-0,7 08-12 13-2 0,06 0,3-0,7 0,1 012 - Bal

Tableau I. 1 : Composition chimique de l'alliage 2618 [16]

Il faut noter que I’ajout des éléments d’addition, fer et nickel est important. Il conduit a
former la phase intermétallique AlgFeNi [31, 55] qui augmente en particulier la résistance a
chaud et améliore la stabilité microstructurale de 1’alliage sous exposition thermique et rend
aussi le mouvement des dislocations difficile [36]. Cette composition fait de 1’alliage 2618 un

alliage atypique de la série 2xxx.

1.3.4. Microstructure de I’alliage 2618

Parmi les études citées précédemment, nous retrouvons un grand nombre d’informations
relatives a la microstructure de cet alliage, pour différents états métallurgiques. Toutes
mettent en avant la présence de nombreux types de précipités intermétalliques avec une trés
forte majorité (99% selon [36]) de précipités AlgFeNi aussi bien au sein des grains de la
matrice aluminium que dans les joins de grains. (Figure 1.2, tableau 1.2 et figure 1.3) [20, 36].
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Parmi les autres types de particules, nous retrouvons des particules Mg,Si, AICuNi et
Al;Cu,Fe [36], Al,CuMg, AlCuMg et Al(Fe,Ni,Si) (figure 1.4 et 1.5) [40].

o "'s\ j i , p .
‘ ¥ ,..
-

ol

.

L J
. -‘
1

e
*

Ay « "

—
-

’..

Figure 1. 2 : Microstructure de l'alliage 2618-T61 (trempe + sous.;revenu) apres une mise
en solution & 530°C pendant 24h [20]

Phase Crystallographic structure Lattice parameters

a-0.8598 nm
b-0.6271 nm
c=-0.6207 nm
p=95¢

AlgFeNi Monoclinic, P2,/c

a=0.404 nm
S-Al;CuMg Orthorombic, Cmem b-0.924nm
c-0.720nm

a=-0.401 nm
S-Al;CuMg Orthorombic, Cmem b-0.925nm
c=-0.715nm

a=0.440nm
AlCuNi Orthorombic, Pmm2 b-0.533nm
c=0.424nm

a=0.6336 nm

Al7CuzFe Tetragonal, P4/mnc c=1.4870nm

Mg25i Cubic, Fm3m a=-0.635nm

Tableau I. 2 : Parametres cristallographiques des phases de I'alliage 2618 [36]
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Figure I. 3 : Microstructure de I’alliage 2618-T6 (trempe + revenu) (Réactif W-Al) [36]

AlgFeNi (3% vol.) Mg,Si

Matrix AICuMg Al,CuMg

Figure I. 4 : Microstructure de ’alliage 2618-T6, a) par microscope optique, b) par microscope
électronique par réflexion [40]
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EHT=1500kV  Signal A= AsB Photo No. = 2

Mag= 1.00KX
WD = 5.6 mm Date :17 Sep 2015 Reference Mag = Out Dev.

Figure I. 5 : Microstructure de I’alliage 2618-T851 par microscope électronique a balayage [16]

Les différentes particules intermétalliques illustrées précédemment et présentes a la surface de

I’alliage 2618-T6 refroidi a I’eau froide sont montrées dans le tableau 1.3.

EDX/EPMA Al Cu Mg Fe Ni Suggested Phase formula
EDX 77.81 18.18 2.03 0.77 1.20
EPMA 6691 2438 1.03 283 451
EDX 8502 355 1.18 511 513
EPMA 8465 1.13 1.09 650 6.32

Metastable Al,Cu

Metastable AloFeNi1

Tableau I. 3 : Composition atomique des composés intermétalliques de I’alliage 2618-T6 mesurée par
analyses EDX et par microsonde électronique (EPMA) (microsonde de Castaing) [56]

1.3.5. Les propriétés mécaniques de I’alliage 2618

Les différentes propriétés mécaniques de 1’alliage 2618A-T851 a température ambiante sont

regroupées dans le tableau I.4.

Module de Young Coefficient de Rm (MPa) Rpo2 (MPa)
E (GPa) Poisson v
72 0,33 440 410
Limite de fatigue Coefficient de Résistance au Module de
(MPa) dilatation (°C™) cisaillement (MPa)  cisaillement G
(GPa)
120 23.10° 262 27

Tableau I. 4 : Propriétés mécaniques de 1’alliage 2618-T851°
La présence de la phase AlgFeNi dans cet alliage est cruciale, car elle améliore

considérablement les propriétés mécaniques, augmente la résistance a la déformation
plastique et réduit la croissance indésirable des grains a des températures élevées [36]. Ces

® Source : https://www.makeitfrom.com/material-properties/2618A-2618A-T851-AlCu2Mg1.5Ni-Aluminum
18
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particules constituent des obstacles efficaces au mouvement des dislocations comme le
montre la figure 1.6 qui présente la disposition des dislocations autour d'une particule
AlgFeNi.

Figure I. 6 : Observation en microscopie électronique a transmission de dislocations autour d’une
particule AlgFeNi de I’alliage 2618-T6, g = (020) et B = [103] [36]

La figure 1.7 illustre les résultats obtenus en traction monotone par Aghaie-Khafri et al [37]
pour I’alliage 2618 forgé suivant les directions de laminage (L) et en sens travers (T) a
température ambiante et & 200°C. Nous constatons une différence de la résistance a la traction
et de I’aptitude a la déformation plastique entre les deux directions de prélévement, mais au
profit de la direction transverse. A température ambiante, la déformation correspondante a la
résistance a la traction est grande dans le sens transverse par rapport a celle dans le sens
longitudinal. Par contre, le role s’inverse a 200°C. Nous constatons aussi que quelle que soit
la température, cette déformation reste quasi-identique dans le sens transverse.

Ces caractéristiques sont résumées dans le tableau 1.5.
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Figure I. 7 : Courbes contrainte-déformation de I’alliage 2618-T61 & 25 et 200°C dans la direction
longitudinale (L) et transverse (T) [37]

Limite d’¢élasticité Résistancea  Allongement
conventionnelle Ry, latraction R, alarupture

(MPa) (MPa) A (%)
Longitudinale a 25 °C 356 389 6
Transverse a 25 °C 373 430 6
Longitudinale a 200 °C 265 311 13
Transverse a 200 °C 312 336 10

Tableau I. 5 : Propriétés mécaniques de 1’alliage 2618-T61 dans les différentes directions a 25°C et
200°C [37]

Des résultats similaires ont été trouvés par Khalil [40] qui a réalisé une étude un peu plus
exhaustive, et a constaté aussi une relativement faible baisse de la raideur de I’alliage entre la
température ambiante et 200°C.

I.4. L’anodisation des alliages d’aluminium

Dans de nombreuses situations (notamment dans la construction aéronautique), il est
nécessaire de modifier la surface des pieces précédemment usinées en procédant a un
traitement d’anodisation pour améliorer la résistance a 1'usure et/ou la résistance a la corrosion
des pieces en alliages d'aluminium [57]. Le traitement d'anodisation est un processus
comportant plusieurs étapes successives: dégraissage, décapage, oxydation anodique
(croissance contrdlée d'une couche d’oxyde en surface), et éventuellement I’imprégnation et
finalement le colmatage. Avant 1’étape d’anodisation en elle-méme, les prétraitements de
surface comme le dégraissage et le décapage ont pour but de préparer la surface des alliages

au développement de la couche protectrice.
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1.4.1. Préparation de surface

Toutes les techniques de préparation de surface a I’anodisation débutent par une étape de
dégraissage : son role est d’éliminer les saletés, les films d’huile et toutes les traces des
substances organiques en surface de la piéce a anodiser. Il existe différents types de
dégraissage : les traitements a base de solvants organiques, les traitements par voie
électrochimique ou encore les traitements par immersion de la piéce dans des bains aqueux.
Les prétraitements par immersion sont les plus utilisés du fait de leur faible colt, leur facilité
de mise en ceuvre et leur non toxicite.

Aprés I’opération de dégraissage vient le décapage qui consiste a désoxyder la piéce a traiter
et la préparer au traitement d’anodisation. Elle se fait généralement par immersion de la piéce
dans un bain en utilisant un décapant alcalin ou acide. Selon 1’alliage et la nature du bain, les
particules intermétalliques situées en surface peuvent soit étre déchaussées par dissolution de
la matrice, soit dissoutes directement dans le bain ; dans ce cas, des cavités apparaissent en
surface [16]. Les particules riches en cuivre se dissolvent en laissant des trous [16, 58].

Dans le cas des alliages 2618 et 2024, le prétraitement de décapage peut entrainer la
dissolution des précipités durcissants de type Al,Cu mais apres la dissolution, le cuivre peut
se redéposer sur la surface de la piéce ce qui provoque un enrichissement en cuivre a la
surface [16]. Simultanément, le décapage produit un appauvrissement en magnésium a la
surface, ce qui montre I’effet du décapage sur la disparition de 1’oxyde de magnésium [16].
Les grosses particules, comme AlgFeNi sont moins impactées par le décapage et subsistent

généralement a la surface de la piece décapée.

1.4.2. Oxydation anodique
1.4.2.1. Principe

La phase d’oxydation se fait généralement en immergeant la piéce dans un électrolyte (bain
conducteur d’électricité) contenant une solution d'acide chromique (qui est & présent interdit),
sulfurique (le plus couramment utilisé), oxalique ou phosphorique ou méme parfois un
¢lectrolyte mixte contenant 1’acide sulfurique-oxalique par exemple [59].

La piéce est immergée dans un ¢€lectrolyte contenant 1’acide en la reliant au pdle positif
(anode) du circuit. La cathode est généralement en aluminium ou en plomb (figure 1.8). Le
procédé peut étre réalisé avec n’importe quel type de courant : alternatif, pulsé ou continu [60,
61] sous faible tension électrique (entre 10 et 20 V). Le bain doit par ailleurs étre regulé

thermiquement pour optimiser la qualité de la couche d’oxyde formée.
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Figure I. 8 : Schéma du montage d’anodisation [62]

1.4.2.2. Caractéristiques de la couche d’oxyde

L’oxydation anodique est I’étape la plus importante du processus d’anodisation : elle permet
la croissance d’une couche d’oxyde sur la surface ; cette couche est constituée d’une couche
barri¢re de quelques nanométres et d’une couche poreuse de quelques microns (figure 1.9). La
qualité et les propriétés de cette couche dépendent de différentes variables qui peuvent en

modifier ses caractéristiques [60, 61, 63, 64] :

- La concentration en acide sulfurique.

- Ladurée du traitement.

- Latempérature du bain.

- Lateneur en aluminium dissous dans la cuve.

- Le vieillissement du bain qu’il faut contrdler réguliérement (I’agitation du bain, la
présence d’impuretés et 1’ajout d’additifs dans la solution).

- Latension électrique.

Concernant la tension électrique utilisée durant le processus d’anodisation, en pratique, les
valeurs usuelles sont limitées a une tension minimale de 10 V pour assurer une vitesse de
croissance suffisante de la couche d’oxyde et une tension maximale de 20 V pour éviter 1’effet

du phénomene de combustion locale de I’aluminium et/ou une uniformité médiocre du film

anodique [65, 66].
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Figure 1. 9 : Morphologie de la couche anodique sur aluminium®

Les résultats de I'anodisation sont satisfaisants sur les alliages d’aluminium faiblement alliés
des séries 5xxx et 6xxx. Dans le cas des alliages des séries 2xxx et 7xxx, la présence
d’¢éléments d’alliages, notamment le cuivre et le zinc, peut perturber la croissance et modifier
la morphologie des films obtenus [61, 67, 68] en créant notamment des cavités de taille

nanomeétrique ou micrométrique [69, 70].

Les observations microscopiques des alliages 2024, 2214, 7050 et 7175 anodisés en bain
sulfurique ont montré que la couche d’oxyde contient des défauts liés a la taille et a la
composition des particules intermétalliques dans la matrice d’aluminium [58]. Ces particules
intermétalliques se comportent de deux manieres différentes. La figure 1.10-a montre que
certaines particules sont incorporées dans la couche d’oxyde quand les particules sont
cathodiques (Al,Cu et Al-Fe-Cu-Mn-Si pour les alliages de la série 2xxx). Dans la figure 1.10-
b, les précipités (Al,CuMg pour les alliages de la série 2xxx) se dissolvent préférentiellement
au substrat provoquant la formation de trous dans la couche d’oxyde [58]. La couche d’oxyde

formée présente une morphologie avec un réseau de nano-pores de diamétre de 6-7 nm.

°Source : www.degruyter.com/view/j/corrrev.ahead-of-print/corrrev-2017-0048/corrrev-2017
0048.xml.
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Figure I. 10 : Micrographies MEB de 1’évolution d’une particule intermétallique a)-cathodique, b)-
anodique, I’alliage étudié n’est pas précisé [58]

Pour I’alliage 2618 [65], comme il y a trés peu de précipités de taille nanométrique dans la
matrice, aucune nano-cavité n'est observée dans la couche d’oxyde. Cependant, différents
types de micro-défauts sont générés dans la couche d’oxyde en raison de la présence de
diverses et nombreuses phases intermétalliques grossiéres dans la matrice d'aluminium. En
fonction de leur comportement électrochimique vis-a-vis de la matrice en aluminium, ces
particules peuvent étre incorporées dans la couche d’oxyde (AlgFeNi), induisant donc une
modification de la densité d'alumine au-dessus de la particule (figure 1.11-a) ou peuvent
induire la formation de trous car elles se dissolvent dans les conditions d'anodisation comme

illustré dans la figure 1.11-b (Al;Cu,Fe par exemple) [65].

, o talliques
Figure I. 11 : Morphologies de la couche d’oxyde de I’alliage 2618 [65]

24



1ERE PARTIE : ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

Par ailleurs, la morphologie générale des couches d’oxyde formées, idéalement colonnaire
(figure 1.9) est fortement influencée par la présence de ces mémes particules intermétalliques :
les pores peuvent devenir tortueux, ils perdent leur orientation perpendiculaire a la surface

traitée et ne sont plus paralleles [58, 71, 72].

1.2.3 Impregnation

L’imprégnation est une étape qui peut éventuellement suivre 1’étape d’oxydation anodique.
Elle consiste a tremper (immerger) la piece anodisée dans une solution chimique afin
d’obtenir une bonne résistance a la corrosion en bouchant des pores [73]. Cette solution peut
étre a base de fluorures de nickel pour renforcer les zones affaiblies de la couche en obturant
les pores par des mécanismes de précipitation de composés de AlF3, Al(OH); et Ni(OH), [58,

63] et avoir une couche anodique de bonne qualité.

L’imprégnation de la couche dans une solution chimique a base de chrome trivalent et de

zirconium est parmi les solutions les plus utilisées.

1.2.4 Colmatage

Le colmatage est la derniére étape du processus d’anodisation : elle a pour but d’augmenter la
résistance a la corrosion et a I'usure [74, 75, 76, 77] du revétement anodique par fermeture
des pores. Elle consiste a immerger la piéce anodisée dans une solution aqueuse contenant
certains additifs pendant une durée fixe et a une température préecise. Cette opération peut étre
effectuée dans I'eau bouillante, dans la vapeur saturée, avec ajout d’acétate de nickel ou des
solutions de dichromates [78].

L'hydratation de la couche transforme I'alumine anhydre (Al,03) formée lors de 1’anodisation
en alumine monohydratée (boéhmite). La réaction de base du colmatage hydrothermique peut
s’écrire selon 1’équation I.1.

Al,03 + H,0 — 2AIO(OH) (1.1)
Le mécanisme de colmatage a 1’eau bouillante d’une couche anodique est décrit dans la figure

1.12.
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Figure I. 12 : Mécanismes de colmatage a 1’eau bouillante d’une couche anodique [63]

Comme pour I’oxydation anodique, plusieurs facteurs sont a prendre en considération pour un
bon colmatage et notamment la température du bain. Cette derniére a une grande importance
tant sur la vitesse de réaction que sur le résultat obtenu. A des températures inférieures a
75°C, on assiste a la formation d’un oxyde trihydraté (la bayérite) qui est peu résistant en
milieu acide (c’est I’oxyde que 1’on rencontre sur les piqires de corrosion) [79]. Par contre,
pour des températures supérieures a 75°C, il y a formation de 1’alumine monohydratée
(boéhmite) sous la forme vy, peu résistante en milieu acide, qui se transforme progressivement
en forme s trés résistante aux acides dilués [80]. Il faut noter que le colmatage a températures
élevées peut avoir un effet négatif sur la piece traitée en favorisant la génération de
fissures’[58].

Cette étape finale est tres importante dans le cycle d'anodisation des alliages d'aluminium. Un
bon colmatage est fondamental pour garantir une bonne qualité du produit fini se traduisant
par une augmentation de la dureté, une augmentation importante de la résistance a la
corrosion, la disparition de la capacité d’absorption (colorants, huiles et autres liquides) [74,
76].

Le prochain paragraphe est consacré au comportement en fatigue des alliages d’aluminium et

plus particulierement de I’alliage 2618.

" Source : Anesdur, http://www.anesdur.com/fr/anodise-technique-industriel/anodisation-dure.html
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I.5. Comportement en fatigue des alliages d’aluminium

1.5.1. Généralités sur la fatigue

Dans une structure soumise a un chargement cyclique, une fissure ou des fissures en fatigue
peuvent s’amorcer a une échelle microscopique dans les zones de fortes concentrations de
contraintes dues soit aux effets liés a la géométrie de la structure ou a la composition
métallurgiqgue du matériau, puis les fissures se propagent pour atteindre une taille
macroscopique, et ensuite jusqu'a la rupture finale de la structure aux derniers cycles de vie en

fatigue.

Un essai de fatigue est décrit par une courbe dite courbe de Wohler. August Wohler a établi
des courbes reliant I’amplitude de contrainte appliquée au nombre de cycle a la rupture en
mettant en évidence une limite au-dessous de laquelle le matériau ne rompt pas quel que soit
le nombre de cycles appliqué. Ces courbes sont divisées en trois domaines (figure 1.13), le

domaine oligocyclique, le domaine d’endurance limitée et le domaine d’endurance illimitée.

Contrainte

{ |

Domaine
Domaine d’'endurance " Domaine d‘endurance

oligocyclique limitée ' illimitée
| :

i 1
: Zone de
Zone de rupture probable

lim. d’endurance non-rupture =
a N cycles probable l
op (N) ou o5 (N) i

T

B}

v i A

lim. fatigue
on N Nombre de cycles a rupture

Figure 1. 13 : Courbe S-N dite courbe de Wohler
Le premier domaine correspond aux faibles durées de vie (<10® ou 10* cycles). Dans le
deuxiéme domaine, le nombre de cycles & rupture est compris entre 10* et 10° ou 10’ cycles.
Le dernier domaine est celui de I’endurance illimitée. Au-dessous de la limite d’endurance

(op), il n’y a jamais de rupture.

Pour les aciers doux, les matériaux durcis par vieillissement sous contrainte, les alliages de
titane et les métaux a structure cubique a faces centrées, la courbe présente une asymptote qui
définit la limite de fatigue. Pour les alliages d’aluminium et tous les métaux a structure
cubique centrée et les aciers a haute résistance, la courbe décroit continument (figure 1.14).

Dans ce cas, la limite est définie 4 une durée de vie donnée (=107 cycles).
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Figure I. 14 : Courbe de fatigue définissant la limite d’endurance [81]

La fatigue est souvent considérée comme un processus en trois étapes, 1’amorgage d'une
fissure, suivie de la propagation de fissure en fatigue et de la rupture finale, comme illustré
schématiquement dans la figure 1.15 [82].

Initiation Propagation

Figure 1. 15 : lllustration schématique des différents stades de la rupture en fatigue [82]
A Téchelle mésoscopique, dans le domaine oligocyclique, les niveaux de déformation
plastique sont é¢élevés, les grains subissent une déformation homogene et 1’amorcage des
fissures en fatigue dans les bandes de glissement intervient tot (figure 1.16). Dans ce cas,

I’initiation d’une fissure est trés rapide et la phase de propagation représente une grande partie

de la durée de vie totale.
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Dans le domaine de fatigue a grand nombre de cycles (HCF), la déformation irréversible a
I’échelle macroscopique est inexistante : la déformation plastique d’un grain a I’autre est
hétérogene et seuls quelques grains mal orientés subissent un glissement plastique.
Contrairement a la fatigue oligocyclique, I’initiation des premicres fissures visibles représente
une grande partie de la durée de vie totale en fatigue HCF. Pour cette raison, il est important

d’étudier les conditions gouvernant I’initiation des fissures dans la fatigue HCF.

Niveau de o croissant

<

%@% Transition

Fatigue Fatigue a grand
oligocyclique nombre de cycles

Figure 1. 16 : Distribution de la déformation plastique dans le domaine oligocyclique et le domaine a
grand nombre de cycles [81]

Lors des essais de fatigue, un chargement cyclique est appliqué a I'éprouvette a contrainte ou
a déformation imposée. Pour la fatigue oligocyclique, les essais sont réalisés a déformation
imposée. Pour la fatigue a grandes durées de vie, les essais sont plus souvent effectués sous
contrainte imposée. Pour des chargements uniaxiaux a contrainte alternée constante (figure

1.17), ces essais sont définis par les équations 1.2, 1.3 et 1.4.

max_ gmin AG

La contrainte alternée : c*'=2—2— =22 (1.2)
2 2
La contrainte moyenne : ¢"% = ik e (1.3)
2
Le rapport de contrainte : R; = ﬁ (1.4)
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Figure I. 17 : Nomenclature utilisée dans la caractérisation d’un chargement cyclique (sinusoidal)
La durée de vie des éprouvettes testées en fatigue uniaxiale peut étre influencée par de
nombreux facteurs tels que la microstructure, 1’état de surface, le rapport de contrainte, la

nature du chargement, I’environnement, la fréquence,...

1.5.2. Facteurs d’influence sur la résistance en fatigue uniaxiale

La phase d’amorcage représente la plus grande partie de la durée de vie en fatigue a grand
nombre de cycles : les fissures s’initiant en surface libre de la piéce, cette phase d’amorgage
dépend fortement de 1’état de surface (rugosité), de la microstructure de I’alliage en sous-
surface (grains déformés, etc...) et de I’état mécanique de ce volume de matiére situé

immédiatement sous la surface (écrouissage, contraintes résiduelles).

1.5.2.1. Effet de rugosité de surface

De nombreux travaux concernant I’influence de la rugosité de surface sur la résistance en
fatigue ont été publiés au cours de ces 20 dernieres années [83, 84, 85, 86, 87, 88, 89, 90, 91]
et ont montré que parfois, la rugosité de surface impacte la tenue en fatigue. Il en est ainsi
pour les alliages 2214 et 7050 qui ont été récemment étudiés a I’Institut Clément Ader (figure

1.18) [11, 87].
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Figure 1. 18 : Influence de la rugosité aprés usinage sur la durée de vie en fatigue
de I’alliage 2214-T6 (R,= 0.1) [11]
L’influence de la rugosité sur les durées de vie en fatigue diminue avec 1’augmentation du
niveau de contrainte appliquée ; cela peut étre expliqué par le fait que plus le niveau de
contrainte est élevé, plus la plasticité volumique, méme si elle reste confinée, prend le pas sur
la concentration de contrainte liée a la microgéométrie locale de la surface qui, pour de plus
faibles niveaux de contrainte, se manifeste par la présence de points de concentration de
contrainte en fond de strie d’usinage [11]. Pour ces alliages, une approche mécanique de la
rugosité basée sur la modélisation par la méthode des éléments finis du volume concerné
intégrant le profil microgéométrique de la surface, a été utilisée ; elle a permis de corréler les
courbes de fatigue obtenues pour différentes rugosités a la contrainte locale en fond de strie

d’usinage.
1.5.2.2. Effet du rapport de contrainte

L’étude de I’effet de la contrainte moyenne sur la résistance en fatigue des matériaux est
primordiale. En effet, dans la pratique, de nombreux composants sont soumis a des charges

asymetriques, avec une contrainte moyenne non nulle.

De nombreux travaux ont été réalisés sur les effets de la contrainte moyenne en traction, qui
ont montré qu’une contrainte moyenne de traction réduit la durée de vie en fatigue alors
qu’une contrainte moyenne de compression conduit a une amélioration significative de la
durée de vie en fatigue [92, 93]. En revanche, les travaux sur les effets de la contrainte
moyenne de cisaillement ne sont pas nombreux sur les alliages d’aluminium et plus

particulierement sur les alliages de la série 2xxx.
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De nombreux auteurs sont parvenus a la conclusion que la contrainte moyenne de cisaillement
n’a pas d’influence sur la durée de vie en fatigue [94, 95, 96] tant que la contrainte maximale
de cisaillement reste inférieure a la limite d'élasticité de cisaillement. L'effet de la contrainte
moyenne de cisaillement n'est pas marqué dans le domaine de la fatigue a grand nombre de

cycles, mais devient évident dans la fatigue oligocyclique [97].

Des travaux ont rapporté quelques résultats expérimentaux pour les alliages de la série 2xxx
[98, 99, 100], qui ont permis de conclure que 1’effet de la contrainte moyenne de cisaillement
dépend de la nature métallurgique de I’alliage étudié. Ainsi, pour 1’alliage 2017-T4 [99], une
contrainte moyenne de torsion influence la durée de vie en fatigue ; il en est de méme pour
I’alliage 2A12 [98, 100] pour lequel nous constatons (figure 1.19) une tres forte influence de
la contrainte moyenne de cisaillement qui réduit la durée de vie pour une amplitude donnée.
Au-dela d’une certaine valeur seuil de cette contrainte moyenne (75 MPa), son effet néfaste

est stable.
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Figure I. 19 : Amplitude de contrainte Vs contrainte moyenne de cisaillement de ’alliage
2A12 pour différentes valeurs de nombre de cycles a rupture [100]
1.5.3. Comportement en fatigue uniaxiale de ’alliage 2618
Cet alliage, bien que largement utilisé en son temps, n’a fait ’objet d’aucune étude en fatigue
multiaxiale. Les seules informations disponibles dans la littérature ne concernent que la

fatigue uniaxiale sur I’ensemble des domaines de la fatigue (oligocyclique et a grandes durées
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de vie), a 200 °C et a température ambiante, mais elles sont peu nombreuses et difficilement

exploitables.

Les aspects microstructuraux importants, qui influencent de maniére significative les

propriétés en fatigue des alliages d'aluminium de la série 2xxx sont principalement [101] :

o les gros précipités et les dispersoides,
o les petits dispersoides,
o les précipités durcissants.

La distribution de ces précipités peut étre influencée par le processus de fabrication et les
traitements thermiques qui peuvent avoir un effet sur les parameétres microstructuraux comme

la taille des grains, le degré de recristallisation et la texture [101].

Le comportement en fatigue oligocyclique de 1’alliage 2618-T6 a faible durée de vie a été
étudié. Des essais en traction cyclique purement alternée a déformation imposée ont été
réalisés a haute température (200°C) [37], les résultats obtenus sont montrés dans la figure
1.20.
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Figure I. 20 : Relation entre la déformation totale alternée et le nombre de cycles a rupture
de I’alliage 2618 a 200°C (R.=0) [37]

La capacité intrinséque de la microstructure a répartir la déformation plastique sur I’ensemble
du volume du matériau et la stabilité mécanique globale des caractéristiques de la
microstructure au cours de la fatigue oligocyclique sont deux facteurs importants qui

contrélent la réponse cyclique du matériau [37, 102].
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Figure I. 21 : Faciés de rupture de deux éprouvettes testées, respectivement a déformation imposée; (a)
0.5% et (b) 0.8%, T=200°C [37]

Du point de vue concernant les analyses des facies de rupture, les observations
fractographiques montrent une proportion importante de facies a cupules correspondants a la
fin de vie des éprouvettes (figure 1.21). La morphologie de la rupture est restée similaire pour
les deux éprouvettes testées. La seule différence est la densité de cupules, qui est plus élevée
dans le cas du chargement a 0,8%. Les particules a I’intérieur des cupules correspondent a des
particules contenant de 1’aluminium, du fer et du nickel et qui sont de type AlgFeNi. Ces
particules grossiéres jouent un role dominant dans I’amorgage de fissures [37]. Ce rble est lié
a trois facteurs: un dispersoide dur peut agir comme concentrateur de contraintes, localisant
ainsi la déformation de la méme maniére qu’'une entaille, un décollement peut se produire le
long de I’interface dispersoide/matrice et finalement, la fragilité relative des intermétalliques
peut permettre une pré-fissuration durant le processus de fabrication [37, 103].

Toujours en fatigue oligocyclique, le comportement de 1’alliage 2618-T6 a eté étudié a
température ambiante en traction purement alternée a déformation imposée pour des

déformations alternées allant de 0,3 % a 1,2 % [40].

La figure 1.22 montre les boucles d’hystérésis obtenues pour les différentes amplitudes de

déformation.

34



1ERE PARTIE : ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE

400+ 400 +
&, ,=06%
300+ 3200+ .
£,=03%
1 1 ’ 200
« 200 a, g
o
= 100+ = 1004
= o 2 4 /
o 5 /
[ c
Z -100- £ -100
s &
S 200 -200 -
%]
-300 | _200
-400 - _400
——
40 08 06 04 02 00 02 04 06 08 10 1,0 08 -06 -04 02 00 02 04 06 08 10
Dehnung in % Dehnung in %
400 400
] = €. =12%
200.] s =08% 300 4 at ’
2004 g 200
& = 100
£ 1004 = -
€ 0 = 0
= S
2 -1004 / £ 100
g g
- - -200 -
% 200 w
-3004 -300 |
-400 -400
T T T T T T T T
40 08 06 04 02 00 02 04 06 08 10 12 09 06 03 00 03 06 09 12
Dehnung in % Dehnung in %

Figure 1. 22 : Courbe de contrainte-déformation de 1’alliage 2618-T6 a température ambiante et a N¢/2
[40]

La réponse des chargements en contrainte est montrée dans la figure 1.23. Cette figure
représente la variation de la contrainte moyenne et de I’amplitude de contrainte en fonction du
nombre de cycles (figure 1.23-a) pour chaque cas de chargement ainsi que la variation de

I’amplitude de déformation plastique en fonction du nombre de cycles (figure 1.23-b).

=
=]

! 2 s 03h
Sl S AN
J——— - 53[20,5 %

oAb B BN LAY o =4 0
at o

in %
.

e s - 12 %

P
P

— 00— ocomm—0-00 & [:0,8 %

a,

e =06%
at

1 s T

g =03 %
al

R W DS MY T 1:0‘5 [
4

g =04%
e A B AN LA AR A 3

1073 e, 3%
o !
E|_||-l-—ll-—l-l-la-l

Spannung in MPa

Plastische Dehnungsamplitude =

'm T ||||m T ||||m T™TTTI 10 Ty T et
10° 10’ 10° 10° 10t 10° 10’ 10 10f 10’ 10 10
a) Lastspielzeh b) Lastspieizah

Figure I. 23 : Variation de op, G, et €,,en fonction du nombre de cycles pour différentes valeurs de
déformation imposées [40]
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Nous pouvons remarquer que le matériau a un comportement cyclique stable; les amplitudes
de contrainte et de déformation plastique restent presque constantes pendant tous les cycles.
L'amplitude de contrainte est de 250 MPa a €5 = 0,3 % et est de 403 MPa a g, = 0,8 %. Quant
a I'amplitude de la déformation plastique, elle passe de 0,0079 % (ea:= 0,3 %) a 0,3 % de (gat
= 0,8 %). Cela nous donne une idée sur le comportement en fatigue uniaxiale a température

ambiante dans le domaine oligocyclique.

En fatigue a grand nombre de cycles, le comportement en fatigue de 1’alliage 2618 est
beaucoup moins étudié a température ambiante.

En flexion rotative purement alternée et a température ambiante [41], les propriétés de fatigue
de cet alliage ont été évaluées dans la direction longitudinale (paralléle a la direction de
I’extrusion) et dans la direction transverse. La figure 1.24 montre les résultats obtenus (les
fleches indiquent que 1’éprouvette n’est pas rompue). Elle met en évidence une certaine
anisotropie qui s’accentue lorsque le niveau de contrainte diminue mais qui a priori semble
« disparaitre » dans le domaine des trés grandes durées de vie, I’écart entre les limites

d’endurance n’étant que de 5 MPa.
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Figure 1. 24 : Courbe de Wohler de 1’alliage 2618-T6 extrudé dans les directions longitudinale et
transverse a température ambiante [41]

Les limites d'endurance de l'alliage 2618 dans les directions longitudinale et transverse sont
de 150 MPa et de 145 MPa, respectivement. La limite d’élasticité et la limite en traction dans

les deux directions sont présentées dans le tableau I.6.
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Limite d’élasticité Limite en traction

(MPa) (MPa)
Direction longitudinale 424 459
Direction transverse 399 454
Ecart relatif 6 % 1%

Tableau I. 6 : Propriétés mécaniques de 1’alliage 2618 dans les directions transverse et longitudinale
[41]

L’¢écart entre les propriétés mécaniques dans les deux directions est relativement faible, son

comportement mécanique en traction est similaire dans les deux directions.

Le comportement de 1’alliage 2618-T6 en traction cyclique sous un rapport de contrainte de
0.16 a été aussi étudié a tempeérature ambiante et a 230 °C [38]. Les résultats obtenus sont

récapitulés dans le tableau 1.7.

Agl?2 N¢
0.0018 44170
0.0016 49600
0.0016 34390
0.0016 46500
0.0013 264560

Tableau I. 7 : Résultats des essais en fatigue de 1’alliage 2618-T6
a température ambiante (R,= 0.16) [38]

Les résultats obtenus sont rapportés dans la figure 1.25.
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Figure 1. 25 : Courbe de Wohler d’aprés les résultats des essais en fatigue
de I’alliage 2618-T6 a température ambiante [38] (R,=0.16)
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L’origine d’amorcage de fissures a température ambiante n’¢était pas identifiée mais 1’analyse
microscopique montre que I’amorcage a eu lieu en surface et qu’un seul site d’amorgage

apparait.

En conclusion cette analyse montre que le comportement en fatigue de 1’alliage 2618 n’est

¢tudié qu’en fatigue uniaxiale. Les données en fatigue multiaxiale sont inexistantes.

1.6. Effet de I’anodisation sur la tenue de vie en fatigue des alliages d’aluminium

Malgré I’effet positif du traitement d’oxydation anodique sur la résistance a 'usure et la
corrosion [104, 105, 106, 107], ce traitement en général réduit la résistance en fatigue [87,
108, 109, 110, 111, 112, 113, 114]. Selon de nombreux chercheurs, le processus d'oxydation
anodique peut en effet modifier la composition métallurgique, la microgéomeétrie ainsi que les
contraintes résiduelles de la surface, autant de caractéristiques particulierement influentes
dans les mécanismes d’amorcage d’une fissure de fatigue.

De plus, la réduction de la durée de vie en fatigue est souvent liée a la nature fragile de la
couche d'oxyde d'aluminium. Quelques exemples sont donnés ci-dessous concernant les
alliages des séries 2xxx et 7xxx.

De nombreuses études se sont intéressées a cette problématique, et différents mécanismes ont
été identifiés pour expliquer I’effet néfaste de I’oxydation anodique sur la tenue en fatigue.
L’effet de I’anodisation sur la tenue en fatigue dans le domaine des trés grands nombres de
cycles de I’alliage 2A12-T4 a été étudi¢ dans deux bains différents. Les fissures s’amorcent
toujours a I’interface entre le substrat et la couche d’oxyde quelle que soit la nature du bain.
En acide sulfurique, la réduction de la résistance en fatigue est due a la fissuration de la
couche d’oxyde et a la croissance excessive du film d’oxyde dans le substrat. Pour
I’anodisation en acide chromique, la réduction de la résistance en fatigue est due aux
contraintes résiduelles de traction dans I’interface entre le film d’oxyde et le substrat [111].
Des essais en fatigue ont été réalisés sur des éprouvettes de 1’alliage 2024-T351 avant et aprés
anodisation en acide chromique. L’abattement de la durée de vie est montré dans la figure
1.26 ; il peut étre attribué aux fissures de la couche qui peuvent étre a I’origine des fissures en
fatigue [ 108]. La réduction de la tenue en fatigue de 1’alliage 7050 anodisé est également
attribuée a la nature fragile et aux microfissures dans la couche [112]. C’est le cas aussi de
I’alliage 2024 anodis¢ dans une solution mixte d’acide sulfurique et d’acide tartrique testé en

traction ondulée [109].
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Figure I. 26 : Courbes de fatigue de 1’alliage 2024-T351 avant et apres anodisation durant 30 min et :
T=45°C, V=20 volts (a) et : T=40°C, V=30 volts (b) [ 108]

Il a été montré aussi pour ’alliage 2014 anodisé que sa tenue en fatigue a grandes amplitudes
de contrainte est due a la fissuration de la couche anodique comme montré dans la figure 1.27
[114]. Ces surfaces de rupture montrent des sites d’amorgage (O) de fissures a partir de la

couche anodique (HA) et qui se propagent vers le substrat (S).
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Figure 1. 27 : Surfaces de rupture des éprouvettes anodisées, 6™ =271,9 MPa [114]

L’effet néfaste du processus d’anodisation sur la tenue en fatigue de I’alliage 7075 est attribué
aux microfissures dans la couche d’oxyde, créées durant le processus, a la nature fragile de la
couche et aux irrégularités qui sont présentes dans la couche. Cette diminution de la tenue en

fatigue s’aggrave avec 1’augmentation de 1’épaisseur de la couche d’oxyde [115].

Le type de processus d’anodisation [113] et/ou I’effet associé de 1’anodisation et des
conditions du traitement thermique du substrat [116] peuvent également intervenir dans les
mécanismes de réduction de duree de vie. En effet, a faible niveau de contrainte, I'anodisation

réduit considérablement la durée de vie en fatigue de l'alliage 2017 apres vieillissement
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artificiel et recuit. Cette diminution de la durée de vie en fatigue a été attribuée a la
dissolution préférentielle de la matrice autour des particules cathodiques, telles que Al,Cu, qui
ont entrainé la formation de cavités (figure 1.28). Quelle que soit la raison de I’initiation des
cavités, celles-ci ont agi en tant que concentrateur de contrainte et ont favorisé la création de
nombreuses petites fissures de fatigue. La réduction de la durée de vie en fatigue peut
¢galement étre associée a la nature fragile des particules d’oxyde de cuivre accumulées a
I’interface. La réduction est plus prononcée sur les éprouvettes soumises a un recuit. Pour le
durcissement par vieillissement, les particules intermétalliques sont plus grossieres et par
conséquent, elles laissent de plus grandes cavités aprés leur dissolution lors de I'anodisation,
ce qui favorise I’amorgage des fissures et leur propagation ultérieure [116].

(o) Cavities after AL, Cu dissolution

Al-Cu-Mn-Fe-Si(Mg) particles

R oL

[ 4

Figure 1. 28 : Présence des particules de Al-Cu-Mn-Fe-Si(Mg) dans le substrat et des cavités aprés la
dissolution des particules de Al,Cu dans le film de I'alliage 2017 anodisé aprés recuit(a) et aprés
vieillissement (b) [116].

De plus, la nature du chargement semble également avoir une influence sur I’effet de
I’anodisation sur la résistance a la fatigue. Une réduction de la résistance en fatigue (figure
[.29-a) a été constatée sur 1’alliage d'aluminium 2014 anodisé soumis a des essais de fatigue
en traction a cause de la formation de plusieurs fissures dans le film d’oxyde durant les
premiers cycles de chargement en fatigue. Il a été montré aussi que le film d’oxyde n'a pas
d’influence sur le comportement en fatigue lors des essais de fatigue en flexion rotative dans
le domaine de grand nombre de cycles et que la résistance en fatigue s’améliore de 20 % & 10’
cycles (figure 1.29-b). Lors d'un essai de fatigue en traction ondulée (R,=0.01), la résistance

en fatigue de I’éprouvette anodisée est contrdlée par le comportement d’amorcage de fissure
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dans le substrat induit par la rupture du film d’oxyde liée a la déformation du substrat au cours
du processus de fatigue [117].

En flexion rotative (R«=-1), I’effet inverse du traitement d’anodisation sur la durée de vie est
expliqué par le fait que la couche d’oxyde agit comme une barriére a I’évacuation des
dislocations en provoquant des empilements des dislocations et la formation des noyaux de

fissures sous le film d’oxyde [117].
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Figure 1. 29 : Courbes de fatigue obtenues en traction (a) et en flexion rotative (b)
sur I’alliage 2014 [117]

La réduction de la tenue en fatigue peut étre aussi liée a la préparation de la surface avant le
processus d’anodisation comme par exemple, 1’étape de décapage [ 108, 112]. Les figures 1.30
et .31 montrent en effet une forte réduction de la durée de vie suite a I’étape de décapage
pour un alliage 2024 et 7050 respectivement. Cette réduction est accentuée apres 1’étape
d’anodisation pour I’alliage 2024. Au contraire, 1’anodisation en elle-méme n’a que peu

d’effet supplémentaire pour I’alliage 7050.
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Figure 1. 30 : Courbes de fatigue de 1’alliage 2024-T-351 sans traitement de surface,
aprés le décapage et aprés 1’anodisation [ 108]
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Figure I. 31 : Courbes de fatigue de I’alliage 7050 a I’état usiné, décapé
et anodisé [112]

Durant cette étape de décapage, des cavités se sont formées a cause de la dissolution de
particules Al;CuyFe et Al,CuMg et reagissent comme des amorceurs de fissures ce qui réduit
la tenue en fatigue de I’alliage 7050 [112] (figure 1.32). Pour I’alliage 2024, la seule
explication donnée est que cet effet néfaste peut étre attribué soit a la fragilisation du matériau
due a I’absorption d’hydrogeéne lors du processus d’anodisation soit a la fissuration de la

couche qui peut agir comme amorceur de fissures en fatigue [ 108].

AccV Spot Magn Det WD
20.0kV 5.0 1100x _SE 134 ISAE - DMSM

Figure I. 32 : Observation fractographique de I’alliage 7050 décapé aprés rupture montrant une fissure
amorcée a partir d’une cavité, Ra=0,8 um [112]

En conclusion, les mécanismes conduisant a une réduction de durée de vie en fatigue des
alliages d’aluminium anodisés sont trés variés et dépendent de la composition et

microstructure de 1’alliage, des différentes étapes du traitement de surface (y compris le
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décapage), du type d’anodisation et de ses parametres,... Il est important de noter que cet effet

semble également dépendre du type de chargement.

Apres cette étude du comportement en fatigue uniaxiale des alliages d’aluminium et plus
particulierement de 1‘alliage 2618. Nous nous sommes intéressés dans le prochain paragraphe

a la fatigue multiaxiale qui est 1’un de nos objectifs principaux dans ce mémoire de these.
1.7. Le comportement en fatigue multiaxiale

1.7.1. Généralités

La majorité des pieces ou des structures mécaniques sont soumises a des chargements
cycliques multiaxiaux en service. En raison de la complexité du processus de chargement
multiaxial, tel que I'état de contrainte multiaxiale, les changements d'orientation de la
propagation des fissures et l'influence de I'historique de chargement, I'analyse de fatigue
multiaxiale est plus complexe que celle de fatigue uniaxiale. Ces chargements multiaxiaux
complexes peuvent étre des chargements a amplitude constante ou variable, proportionnels ou
non, en phase ou avec déphasage. Sous des chargements combinés, les étapes d’amorgage et
de propagation de fissures dépendent de la nature du chargement, de I’angle de déphasage, du
rapport de biaxialité (pour un chargement de traction biaxiale) ou du rapport d’amplitude de
contraintes (pour un chargement de traction-torsion) et des rapports de contrainte comme ce

qui est décrit précédemment en chargement uniaxial.

1.7.2. Effet du déphasage

Un chargement multiaxial inclut des états de contrainte dans lesquels les composants de
contrainte et de deformation peuvent étre en phase ou en déphasage.

L’effet du déphasage sur la tenue en fatigue des alliages d’aluminium a été beaucoup étudié
[118, 119, 120, 121, 122]. Pour I’alliage 7075 testé en traction biaxiale [118], la durée de vie
ne change pas avec un déphasage de 45°, par contre la durée de vie augmente avec un
déphasage de 90° (tableau 1.8 et figure 1.33).
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Test Load x Load y Frequency, Hz Phase Difference, © Cycles to 1-mm Crack Cycles to Failure
1 Load2 Load2 10 0 2100 11 300
2 Loadl Loadl 10 0 6000 87 087
3 Loadl Loadl 15 0 6000 78 578
4 Loadl Load2 10 0 1800 13971
5 Load2 Loadl 10 0 1800 10 851
6 Loadl Loadl 10 45 4500 63 000
7 Loadl Loadl 10 45 5500 82 000
8 Loadl Loadl 10 45 6000 76 800
9 Loadl Loadl 10 90 22 800 131 800
10 Loadl Loadl 10 90 16 100 135 700
11 Loadl Loadl 10 90 17 400 120 600
12 Loadl Loadl 10 180 18 900 75 000
13 Loadl Loadl 10 180 18 300 70 000
14 Loadl Loadl 10 180 11 700 60 000

Tableau I. 8 : Résultats des essais de traction biaxiale de 1’alliage 7075 avec et sans déphasage,
chargement 1 (Load1): 1.5-15 kN et chargement 2 (Load?2) : 3-30 kN [118]
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Figure 1. 33: Représentation simplifiée des résultats des essais de traction biaxiale de I’alliage 7075
avec et sans déphasage, chargement 1 (Loadl): 1.5-15 kN dans les deux axes d’aprés [118]

Pour le chargement a 90°, un retard important de fissuration a été observé et attribué a la
plasticité induite par le mode Il. Pour le chargement en phase et a 45°, une seule fissure a
amorce, et la contribution de la plasticité induite par le mode Il est trés faible.

Le méme effet de déphasage a été montré pour 1’alliage 2007 (AICu4PbMgMn) [120] et pour
’alliage 2024 (AlCusMg;) [122] (figure 1.34).
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Figure I. 34 : Courbes de fatigue de I’alliage 2024 en phase (a) et avec déphasage de 90° (b) [122]
En revanche, il a été montré pour I’alliage 2A12 soumis a des chargements de traction-torsion
que la tenue en fatigue décroit avec I’augmentation de I’angle de déphasage [119, 121].

Il semble donc qu’il n’y ait pas de régle générale et que chaque alliage réagit au déphasage
d’une fagon qui lui est propre.

1.7.3. Effet du rapport d’amplitude de contraintes sous chargement de traction-torsion

alt

A=—z)

—galt

Le rapport d’amplitude de contrainte est le rapport entre I’amplitude de contrainte en torsion
et celle en traction.

T. Lagoda et P. Ogonowski [122] ont montré que la durée de vie de I’alliage 2024 est
influencée par le rapport d’amplitude de contrainte (figure 1.35).
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Figure 1. 35 : Chargement de traction-torsion en phase sous différents rapports d’amplitude de
contraintes (0,5 a gauche et 1 a droite) [122]

Le tableau 1.9 regroupe les différentes combinaisons de chargement en traction-torsion sous

les deux rapports d’amplitude de contraintes en changeant la participation de la torsion (0.5 et

1).

A o (MPa)  T*(MPa)
0.5 200 100

1 150 150
0.5 150 75

1 112.5 112.5
0.5 100 50

1 75 75

N¢ Rapport de N
3,03.10° 3.53
8,5.10"
9,2.10° 2.12
4,3.10°
4,4.10° 1.03
4,3.10°

Tableau 1. 9 : Quelgues cas de comparaison de la participation de torsion dans un chargement combiné
de traction-torsion d’aprés [122]

Pour différents rapports d’amplitude de contraintes (A = 0.5 et 1), la durée de vie en fatigue se

réduit en augmentant la participation de la torsion dans les chargements combinés (figure 1.35

et tableau 1.9). Cet effet est moins observe pour les alliages 6068 et 2017 (figures 1.36 et 1.37
et tableau 1.10) [93].
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Figure 1. 36 : Chargement de traction-torsion sous différents rapports d’amplitude de contrainte de
I’alliage 6068 [93]
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Figure 1. 37 : Chargement de traction-torsion sous différents rapports d’amplitude de contrainte de
I’alliage 2017 [93]

L o™(MPa) T (MPa) N¢(6068) N(2017) Rapport de Rapport de
N¢(6068) N¢(2017)
0.5 140 70 48.10°  1,07.10° 1.02 1.7
1 105 105 47.10°  6,1.10°
0.5 100 50 6,3.10°  3,9.10° 1.9 1.06
1 75 75 32.10°  37.10°

Tableau I. 10 : Quelques cas de comparaison de 1’effet de A dans le cas des alliages 6068 et 2017 dans
un chargement combiné de traction-torsion d’aprés [93]

L’effet du rapport d’amplitude de contrainte varie donc d’un alliage a un autre.

1.7.4. Chargement de pression interne

Les travaux en fatigue multiaxiale intégrant la pression interne sont rares du fait de la

complexité de la mise en ceuvre de ce type d’essais et de la machine. Les études en fatigue
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multiaxiale sont concentrées sur la traction biaxiale et sur les chargements combines de
traction-torsion. Un chargement en pression interne est un chargement uniaxial ou biaxial
proportionnel, sa combinaison avec la traction ou la torsion est équivalente & un chargement
de traction biaxiale ou de traction-torsion, respectivement. ..

L’intérét de I’intégration de la pression interne lors d’un chargement de traction-torsion-

pression interne est de solliciter le matériau dans plusieurs directions.

En conclusion, I’effet de déphasage et du rapport d’amplitude de contrainte lors d’un
chargement multiaxial varie d’un alliage a un autre. L’intégration de la pression interne dans

des essais de laboratoire reste rare.

Dans le prochain paragraphe, nous avons décrit les différentes approches que nous avons
utilisées dans ce mémoire de thése pour analyser les résultats des essais sous des chargements

multiaxiaux.

1.8. Modeéles de preévision de durée de vie

Dans de nombreux secteurs industriels et notamment le secteur aéronautique, les problémes
de fatigue concernent principalement les domaines de I’endurance limitée et illimitée. Les
structures aéronautiques sont souvent soumises a des états de contrainte multiaxiale. Cela peut
provenir de plusieurs facteurs :

- les chargements appliqués,

- les concentrations de contrainte méme si le chargement est uniaxial,

- et/ou la présence des contraintes résiduelles.

L’objectif des modeles de fatigue est de prédire la durée de vie d’une piece ou d’une structure
soumise a un chargement cyclique et de s’assurer qu’elle est en sécurité pour un chargement
donné. Nous trouvons trois familles de modeéles de prévision de la durée de vie en fatigue
multiaxiale : les modeles ou les approches basées sur les invariants, les modeles de type plan
critique et les modeles énergétiques. Simultanément, les approches peuvent étre basees sur
I’'usage des contraintes ou des déformations, ou des deux ; I’'usage des contraintes est souvent
retenu pour des niveaux de chargement ou le comportement reste macroscopigquement
élastique et des chargements multiaxiaux ; les approches en déformation sont quant a elles
utilisees dés que les niveaux de chargement appliqués entrainent des déformations plastiques
plus importantes comme dans le cas de la fatigue oligocyclique.

Pour le domaine des grandes durées de vie, signalons que la plupart des critéres basés sur les

contraintes ne font intervenir que des paramétres liés a I’effet de la contrainte normale ou la
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pression hydrostatique par exemple (donc la prise en compte de I’effet de la contrainte
moyenne de traction) et un terme li€ au cisaillement qui traduit seulement 1’effet de
I’amplitude de cisaillement et non pas celui de la contrainte moyenne de cisaillement.

Toujours dans ce domaine de grandes durées de vie, I’approche basée sur le plan critique est
considérée comme 1’approche la plus prometteuse en raison de la prévision satisfaisante de la
durée de vie en fatigue et sa forte adaptabilité aux matériaux ou aux applications structurales
[123]. Le principe général de ces approches est de prédire les conditions d’amorgage ainsi que
le site, en se basant sur la détermination du plan dans lequel des fissures peuvent s’amorcer ;
les approches se différencient ’'une de I’autre par les paramétres d’endommagement qui
définissent les conditions d’amorgage. Dans ces critéres, la contrainte de cisaillement est
considérée comme la cause principale de 1’amorcage de fissures car elle peut activer le
déplacement des dislocations suivant les systéemes de glissement, tandis que la contrainte
normale est responsable de I’ouverture des fissures et peut réduire (ou accentuer selon sa

nature) le frottement entre les surfaces des fissures [124] facilitant (ou non) la propagation.

Dans cette étude, nous avons utilisé différents modeles de prévision de type plan critique
(Fatemi-Socie, Morel, Findley, Kluger). Ces modeles sont détaillés dans le dernier chapitre

consacré a la prévision de durée de vie.

1.9. Conclusions

En ce qui concerne I’alliage 2618 a durcissement structural objet de cette étude, il ressort de

cette revue bibliographique que :

1. la microstructure de cet alliage est caractérisée par la présence d’une densité
particulierement importante de particules intermétalliques AlgFeNi.

2. cet alliage a été un peu étudié en fatigue uniaxiale. La majorité des études concernent
essentiellement la microstructure et les proriétés mécaniques de ’alliage a différentes
températures. 1l ressort de ces études le réle majeur de ces particules intermétalliques,
notamment en fatigue, ou elles ont ét¢ identifiées comme étant a ’origine des
amorgages des fissures de fatigue.

3. par ailleurs, ces propriétés mecaniques dont le comportement en fatigue de 1’alliage
sont sensibles au sens de prélévement des eprouvettes par rapport au sens de laminage,

4. aucune étude ne semble avoir été menée en fatigue multiaxiale.

5. L’alliage 2618 a un comportement cyclique stable.
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Les alliages d’aluminium sont largement utilisés en construction aéronautique pour les
caractéristiques spécifiques €élevées mais la protection contre la corrosion qu’assure la couche
d’alumine qui se forme naturellement en surface des pieces ne suffit pas pour garantir la
longévité des éléments de structure dans des environnements de service aéronautique. Il est
nécessaire de traiter les pieces : le plus souvent par voie d’oxydation anodique. Ce traitement,
couramment dénommeé par extension « anodisation », recouvre en fait une succession d’étapes
toutes aussi importantes les unes que les autres pour garantir la haute qualité du traitement :
ainsi les phases de degraissage et de décapage ont pour objectif de préparer la surface a la
phase d’oxydation anodique au cours de laquelle la couche d’oxyde artificielle va croitre ;
I’imprégnation et le colmatage qui suivent sont des opérations qui permettent de « combler »
les faiblesses de la couche anodique et de renforcer la tenue de celle-ci a la corrosion.
Cependant, cette amélioration se fait au détriment de la tenue en fatigue : de trés nombreuses
¢tudes a ce sujet ont montré que, quel que soit 1’alliage ou les parametres du traitement, la
résistance en fatigue diminuait. Les causes de cet abattement ont été largement identifiées : en
fonction de I’alliage (composition chimique) et des paramétres de traitement (nature des bains
utilisés en phase de décapage, d’oxydation, ..), des cavités peuvent se former en surface avant
oxydation ou a I’interface substrat/couche pendant 1I’oxydation ou dans la couche anodique ;
la couche anodique peut se faiencer durant les phases ultérieures a 1’oxydation (imprégnation,
colmatage). Selon I’alliage et le procédé, 1’abattement observé, qui peut atteindre jusqu’a
25%, peut étre majoritairement induit par la phase de décapage ou par la phase d’oxydation,
voir la phase de colmatage. Chaque cas est particulier et il est nécessaire de caractériser le
couple matériau/procédé vis-a-vis de la fatigue pour étre en mesure d’optimiser le
dimensionnement des éléments de stucture anodisés. Par ailleurs, un certain nombre de
travaux révelent une sensibilité au type de chargement, toujours uniaxial, et au rapport de

contrainte.

En fatigue a grandes durées de vie, la phase d’amorgage des fissures de fatigue est largement
majoritaire comparativement a la phase de propagation; pour la plupart des alliages
métalliques, la durée de cette phase dépend de la microstructure de 1’alliage en sous-surface
(ou s’amorcent généralement les fissures), de la microgéométrie de la surface qui peut induire
des concentrations de contraintes locales, de 1’état de contrainte interne induit par les procédés
de mise en ceuvre, traitement de surface compris. La durée de cette phase dépend

naturellement de la nature du chargement (traction, flexion, torsion, rapport de contrainte) et
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la multiaxialité de celui-ci complexifie I’identification et la compréhension des mécanismes

d’amorcage.

Les différents criteres de fatigue multiaxiale retenus, de par le choix des paramétres
d’endommagement qu’ils utilisent, nous aidera sans doute dans la prévision de la durée de vie

en fatigue de I’alliage 2618-T851 sous chargements multiaxiaux.

*kkkk*k
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Ce chapitre est consacré au matériau étudié dans ce travail de recherche : nous présenterons
I’alliage 2618, sa microstructure, ses propriétés mécaniques sous chargement monotone, ainsi
que les différentes étapes du traitement d’anodisation mis en ceuvre. Nous nous attarderons

sur la caractérisation de la surface aprés chaque étape du traitement d’anodisation.

I1.1. L’alliage 2618-T851 étudie

L’alliage 2618 nous a été fourni a 1’état T851 par I'IRT-M2P (Institut de Recherches
Technologiques : Matériaux Métallurgie et Procédés) de Metz. L’IRT-M2P s’est également
chargé de produire toutes les éprouvettes. Deux lots ont été fournis: I’un constitué
d’éprouvettes usinées selon nos spécifications, I’autre constitué d’éprouvettes usinées

identiquement puis traitées suivant les spécifications internes a I’IRT.

11.1.1. Composition et microstructure

Le matériau a subi un traitement thermique T851 assurant la précipitation fine et homogeéne
de particules intermétalliques. Cette technique métallurgique de durcissement structural est
largement utilisée pour améliorer les propriétés mécaniques du matériau et répondre a des
objectifs spécifiques [16,20,32,54]. Aprés trempe et vieillissement artificiel, le produit a subi
un étirement a chaud puis un sous-revenu (cf. Figure 1.1, chapitre 1).

La composition chimique obtenue par analyse EDX est donnée dans le tableau 11.1 ; elle est

exprimée en pourcentage atomique et correspond aux données de la littérature [16].

Cu Zn Mg Fe Si Mn Ti Ni Al
0.9-1.5 <0.1 1.35-2 0.4-0.6 0.2 <0.15 0.15 0.2-0.6 Bal
Tableau Il. 1 : Composition chimique (at. %) de 1’alliage 2618-T851 étudié

L’analyse microstructurale en microscopie optique d’échantillons prélevés dans une
éprouvette témoin a montré la présence d’une grande quantité de particules intermétalliques
de grande taille (comparativement a celle des particules durcissantes traditionnelles) dans les
grains et dans les joins de grains. Ces particules sont allongées et alignées dans le sens du

laminage comme montré dans la figure 11.1.
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Figure Il. 1 : Microstructure 3D de I’alliage 2618-T851

L’analyse microstructurale par microscope électronique a balayage (MEB) d’une section

transverse au sens du laminage (S-T/L-T) est représentée dans la figure 11.2.

Trous riches en Mg et Si Pa.rticules' riches en Fe, Matrice
NietCu

S L
Particules Particules
riches en riches en
Fe et Ni Cu
" [Viroutaud, 2016]

Micro_Enr_0467 1328 NM D89 x20k  30um

Micro_Enr_0458 NM D89 x200 500 pm

Figure 11. 2 : Observations MEB de I’alliage 2618-T851 dans une section transverse
au sens de laminage

Nous constatons la présence de deux types de précipités intermétalliques; des particules de
grande taille et des précipités durcissants [16]. Les particules grossiéres ont une densité trés

importante et sont réparties d’'une maniere aléatoire a la surface (figure I1.3), leur taille allant
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de 1 um jusqu’a 30 um. Elles sont riches en fer et en nickel comme le montrent des analyses

ponctuelles par EDX (tableau 11.2). Elles correspondent a la phase AlgFeNi.

Elément Composition massique
[m. %]
Aluminium 68,92
Fer 15,19
Nickel 12,89
Cuivre 1,62
Zinc 0,17
Magnésium 0,77
TOTAL 100

Composition atomique
[at. %]

81,83

8,71

7,04

0,82

0,08

1,01

100

Tableau Il. 2 : Composition métallurgique d’une particule grossiére de I’alliage 2618-T8510btenue par
analyse MEB-EDX

Figure 11. 3 : Cartographie de I’alliage 2618-T851
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Les dimensions des particules AlgFeNi dans les trois directions sont données dans le tableau

[1.3 ci-dessous :
Plans  Direction Taille Grains Tailles des Direction des
moyenne des  [min, max] précipités précipités
grains pm [Um, pm] [min,max]
[um, pm]
1 L 65 [9,150] [1,30] Suivant L
L-T 56 [7,130]
2 L 65 [9,150] [1,30] Suivant L
S-T 56 [7,130]
3 L-T 52 [9,140] [1,25] Suivant L
S-T 54 [9,85]

Tableau Il. 3 : Dimensions des particules grossiéres dans différents directions de I’alliage 2618-T851

La répartition de la densité des particules et le ratio entre la largeur et la longueur dans le sens

longitudinal et dans le sens transversal sont montrés dans la figure 11.4.

25 2
Longitudinal Longitudinal
Transversal Transversal
20 [— 1,6
15 —\ 1,2
10 0,8
5 H 0,4 ——
I
0 = } f — 0 J—H f t ; ; f —
0% 5% 10% 15% 20% 25% 30% 35% 0 1 2 3 4 5 6 7 8
Densité Ratio largeur/longueur

Figure 1. 4 : Répartition de la densité et le ratio largeur/longueur des particules dans les sens

longitudinal et transversal de 1’alliage 2618-T851

En plus de la présence de ces particules grossiéres, les précipités durcissants sont présents
méme si nous ne les voyons pas au MEB ; ils sont essentiellement de type Al,Cu, leur taille
est inférieure a 200 nm selon Viroulaud [16] qui a analysé récemment le méme produit (2618-
T851, Messier-Bugatti-Dowty). Quant au magnésium et au silicium, ils se trouvent
essentiellement dans des micropores qui sont rares en surface (figures I1.2 et 111.3), et sont
probablement associés au déchaussement de particules Mg,Si [16]. Cette microstructure est

tout a fait conforme a celle trouvée dans la littérature [16, 40, 55].

11.1.2. Propriétés mécaniques sous chargement monotone a température ambiante

Les propriétés mecaniques de 1’alliage ont été déterminées a partir des essais monotones en

traction, en compression et en torsion sur des éprouvettes prelevées dans la plaque de fagon a
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ce que la contrainte axiale (de traction) soit appliquée dans le sens du laminage. La géométrie

de ces éprouvettes est représentée dans la figure I1.5.

55 30 55

R30

E N

Figure I1. 5 : Géométrie des éprouvettes utilisées dans les essais de traction,
compression et torsion monotone

Les essais monotones ont été réalisés a température ambiante sur les éprouvettes cylindrique
sur la machine de fatigue multiaxiale MTS-809 que nous allons décrire ultérieurement. La
géométrie n’étant pas spécialement adaptée a des essais de compression, ceux-ci n’ont pas été
conduits jusqu’a la rupture afin d’éviter les phénoméenes de flambage. Pour la torsion, les
essais ont éte réalisés dans la limite de la rotation maximale admissible du vérin rotatif.

Nous avons realisé quatre essais de traction, deux de torsion et un seul de compression. Les
résultats des essais en traction/compression et en torsion respectivement sont illustrés par les

figures 11.6 et 11.7 et les caractéristiques sont présentées dans les tableaux 11.4 et I1.5.
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Figure 11. 6 : Courbes de traction et de compression monotone
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—— Torsion monotone

Contrainte (MPa
2

0 2 4 6 8
Déformation (%)

Figure 1l. 7 : Courbe de torsion monotone

Module de Contrainte maximale en Limite d’élasticité en Allongement a la
Young E traction/compression traction/compression a 0,2% rupture (%)
(GPa) (MPa) (MPa)
72 464/480 438/400 9
Tableau Il. 4 : Propriétés mécaniques en traction/compression de 1’alliage 2618-T851
Module de cisaillement  Contrainte maximale Limite d’élasticité Ratio
G (GPa) en torsion (MPa) a 0,2% (MPa) oy/ty
27 >336 260 1,69

Tableau Il. 5 : Propriétés mécaniques en torsion de 1’alliage 2618-T851

Ces résultats sont conformes aux resultats de la littérature, cf. Tableau 1.4, chapitre I.

La limite d’élasticité en compression est plus faible que celle en traction ; I’écart relatif entre
les deux limites est de 8,7 %. Ces résultats se retrouvent pour quelques alliages d’aluminium.
Il semblerait que le ratio dépende du sens de sollicitation par rapport a la direction de
laminage [125, 126]

11.2. Traitement d’anodisation sulfurique de I’alliage 2618

Le traitement de surface mis en ceuvre dans le cadre de notre étude est constitué de cinq
étapes : les éprouvettes sont tout d’abord dégraissées puis décapées afin de préparer les
surfaces a traiter a I’étape d’oxydation anodique. Aprés cette troisieme opération qui permet
de créer la couche d’oxyde fonctionnelle, les éprouvettes sont imprégnées puis colmatées.

Tous ces traitements de surface ont été réalisés a I’ IRT-M2P.

11.2.1. Le dégraissage

Le rble du degraissage est d’enlever tous les produits organiques présents a la surface afin de

la préparer au processus d’anodisation. Les éprouvettes ont été dégraissées dans un bain

58



2EME PARTIE : LE MATERIAU D’ETUDE

Sococlean A34318 10% & une température de 45 °C pendant 6 minutes. Son pH est entre 9 et
10.

11.2.2. Le décapage

Le but du décapage est de se débarrasser de la surface de la couche d’alumine naturellement
formée : le bain utilisé est un bain de Socosurf A1858/A1806° composé d’acide sulfurique,
d’acide nitrique et de nitrate de fer. Le traitement de décapage se fait & une température de
50°C durant 10 minutes.

La figure 11.8 illustre 1’état de la surface aprés décapage. Nous pouvons remarquer qu’apres
décapage, les particules AlgFeNi subsistent toujours. Les cavités autour de ces particules
suggerent que soit elles ont été partiellement attaquées, soit le substrat qui présente
probablement une composition légerement modifiee autour de ces particules a été
préférentiellement attaqué sans que cela entraine le déchaussement des particules. La taille de

ces cavités atteint 10 microns.

o SR AR o — 0
& ['l‘ ' 1% % ~-
(W % S
Particules AlgFeNi
! sl S Rep

{ 8

15:56 NM D7.7 x1.0k 100 um

Epr_Dec_0518 - o 3 73 10/im

Figure Il. 8 : Image MEB et analyse EDX de I’alliage 2618-T851 décapé

Mg Al Si Ti Mn Fe Ni Cu Zn
Point 1 1.14  86.06 0.33 0.00 0.16 3.03 2.57 1.52 0.00
Point 2 096 83.79 0.00 0.00 0.16 3.12 4.96 1.44 0.12
Point 19 152 95.99 0.00 0.00 0.00 0.01 0.00 2.49 0.00
Point 20 142  86.67 0.07 0.17 0.15 0.46 0.86 2.11 0.00

Tableau I1. 6: Analyse EDX de la surface de I’alliage 2618-T851 décapé dans le Socosurf
A1858/A1806 (teneurs exprimées en pourcentage atomique)

Du point de vue microgéométrique, les mesures faites sur le perthométre optique Alicona ont
mis en évidence une légére augmentation de la rugosité de surface des éprouvettes décapées :

la rugosité arithmétique Ra passe de 0,8 um a I’état usiné sans aucun prétraitement a 0,9 um

8 Sococlean A3431 de Socomore, https://www.socomore.fr/shop/traitement-de-surface/nettoyage-avant-

traitement/sococlean-a3431-2/
° Socosurf A1858/A1806, https://www.socomore.fr/shop/traitement-de-surface/desoxydation/socosurf-a1858-
al806-2/
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en moyenne aprés décapage. Cela est di a la présence de cavités sur la surface plus visible
dans les régions contenant beaucoup de précipités intermétalliques AlgFeNi.

11.2.3. L’oxydation anodique

Le traitement d’anodisation dure 40 minutes a une température de 18 °C dans un bain d’acide
sulfurique & une concentration de 200g/L sous une tension de 15 V.

La surface oxydee présente une forte densité de cavités (figure 11.9). Du point de vue
microgeomeétrique, une légere augmentation de la rugosité de surface des éprouvettes
anodisées a été remarquée. Nous n’avons pas enregistré de dégradation de la rugosité par
rapport a la surface décapée : la rugosité arithmétique Ra mesurée attient 0.9 um. L’épaisseur
de la couche anodique varie entre 8 et 10 microns (figure 11.10). La couche anodique n’est pas
homogéne. Nous Yy retrouvons la présence de cavités situées en surface ainsi que des pores de
grande taille (figure 11.11) situées tant a I’intérieur de la couche qu’a I’interface substrat-
couche. Ces cavités, dont la taille peut atteindre une vingtaine de microns sont probablement
apparues a la suite de la dissolution des particules intermétalliques AlgFeNi durant

I’opération.

AOS?CaraﬁOﬂ'? NM D7.7 x1.0k 100 um

Figure 11. 9 : Observation MEB de la surface d’une éprouvette en alliage 2618-T851 anodisé
(oxydation anodique)
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&

A03ANnAXx0014 N x2.0k 30 ym

Figure 11. 10 : Couche anodique d’une éprouvette anodisée testée en traction cyclique, o™ =100 MPa,
R,=0.1, Ra=0.8 um et f=10 Hz

Base(8)

X: 494 Y: 2369
I 13282 P —

Figure I1. 11 : Présence de défauts dans la couche de I’alliage 2618-T851 anodisé
La détermination de la composition chimique de la couche anodique au travers de 1’épaisseur
a été faite par une analyse EDX linéaire allant du substrat jusqu’a la couche externe (suivant
la fleche de la figure 11.11). Nous remarquons que la teneur en aluminium et en oxygene
varient d’une maniére opposée en travers de la couche (figure 11.12). Nous retrouvons en

surface un oxyde de composition proche de 1’alumine (Al,O3).
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Figure 11. 12 : Evolution du pourcentage massique de I’aluminium et de I’oxygene en travers de la
couche d’une éprouvette anodisée de 1’alliage 2618-T85

I1.2.4. L’imprégnation

L’imprégnation suit 1’anodisation et a été réalisée en immergeant les piéces dans une solution
chimique a base de sulfate de chrome trivalent et de fluorozirconate pour boucher les nano-
pores de la couche d’oxyde et obtenir une résistance a la corrosion élevée. Le bain utilisé est

le Lanthane 613.3'7; il est porté & 40 °C et le traitement dure 20 minutes.

La couche externe aprés imprégnation est une couche riche en zirconium et en chrome comme
montré dans la figure 11.13.
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Figure 11. 13 : Evolution du pourcentage atomique du zirconium et du chrome en travers
de la couche d’une éprouvette imprégnée de 1’alliage 2618-T851

19| anthane 613.3 de Coventya, https://www.coventya.com/fr/produit/lanthane-613-3/
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L’observation au MEB de la surface imprégnée met en évidence une surface pleine de cavités.
La densité surfacique ne semble pas plus importante qu’apres 1’opération précédente et il n’y
a pas de dégradation du niveau de rugosité arithmétique qui est a 0.9 um. Par contre, nous
observons la présence d’un réseau de microfissures sur la surface comme le montre la figure
I1.14. Ces microfissures, d’une maniére générale, ne s’étendent que sur la moitié de
I’épaisseur de la couche (figure 11.15) ; ce réseau de microfissures est a relier a la présence de
zirconium et de chrome observée dans la partie supérieure de la couche anodique (figure
11.13). Les composes formés lors de cette étape d’imprégnation peuvent, de par leur volume,
créer des contraintes a 1’origine de fissures. Le gradient de composition peut également étre a
I’origine d’un gradient de propriétés mécaniques (ténacité, contrainte a rupture,...). Des
caractérisations mécano-physico-chimiques complémentaires seraient nécessaires pour établir

formellement les raisons de ce type de faiengage.

NM D89 x1.0k 100 um I-05_Cara_0050 NM D8.9 x20k  30um

105_Cara_0045

Figure 11. 14 : Images MEB de la surface externe de la couche d’une éprouvette
Imprégnée dans le Lanthane 613.3 de I’alliage 2618-T851

E:ouche_l_0043 HM D4.5 x3.0k 30 um

Figure I1. 15 : Image MEB de la surface d’une éprouvette imprégnée de 1’alliage 2618
montrant la présence de microfissures dans la couche d’oxyde
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Les microfissures délimitent des cellules irréguliéres plus ou moins fermées de formes
polygonales (figure 11.14). La taille moyenne des cellules est de 20 um, leur surface est de
350 um? et une densité de 3.10° par pm? sur une aire représentative de 100x100 pmxum.

11.2.5. Le colmatage

En raison de la structure de la couche qui reste poreuse aprés anodisation et imprégnation, une
derniere opération est mise en ceuvre afin d’augmenter la résistance a la corrosion de la
couche anodique. Durant cette opération de colmatage, les éprouvettes sont immergées dans
I’eau bouillante (98-100 °C) pendant une demi-heure.

Aprés colmatage, la couche externe présente des cavités et est faiencée (figure 11.16). Les
coupes transversales montrent que le réseau de microfissures traverse toute 1’épaisseur de la
couche et s’arréte au niveau de I’interface (figure 11.17).

Ce réseau de microfissures forme des cellules irréguliéres plus ou moins fermées ayant une
forme polygonale. L’ouverture de chaque microfissure ne dépasse pas 0,4 um et la taille
moyenne des cellules est de 12 pm, une surface de 150 um? et une densité de 7,5.10" par um?
sur une aire représentative de 100x100 pumxum. Le réseau de fissures est donc plus dense

aprés 1’étape de colmatage.

N

Epr_Col_0495 NM D7.7 x1.0k 100 um

Figure 1. 16 : Image MEB de la surface externe de la couche d’une éprouvette
colmatée a H,O de I’alliage 2618-T851
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E:ouche_C_OOSS HM D10.1 x3.0k 30 pm

Figure I1. 17 : Image MEB de la surface d’une éprouvette colmatée de I’alliage 2618-T851
montrant la présence de microfissures dans la couche d’oxyde

Le faiencage apparu aprés I’étape de I’imprégnation se développe aprés le colmatage. Durant
le colmatage, les fissures se propagent dans 1’épaisseur de la couche d’oxyde jusqu’a

I’interface et d’autres fissures se créent.

Ce phénomene peut étre mis sur le compte de la différence entre les propriétés physico-
mécaniques de la couche d’oxyde et du substrat. En particulier, la différence entre les
coefficients de dilatation peut créer des contraintes thermiques de traction dans la couche lors

de ’immersion dans 1’eau a 100 °C et étre a ’origine de la propagation des fissures [62].

11.3. Analyse des contraintes résiduelles

Des mesures des contraintes résiduelles par diffraction des rayons X dans les zones centrales
des éprouvettes brutes d’usinage et traitées ont été réalisées a I’aide d’un robot ‘X-Raybot’
équipé d’un goniométre. L’objectif de ces mesures était de savoir si les contraintes
résiduelles, qui sont un facteur mécanique majeur, pouvaient jouer un réle dans la tenue en
fatigue de I’alliage 2618-T851.

Les parametres de I’analyse sont regroupés dans le tableau 11.7.

Pic de diffraction ¢ (°) Angle de Bragg (°)
Aluminium o {422} | 0ou 90 136

Tableau Il. 7: Paramétres de détermination des contraintes résiduelles sur toutes

les éprouvettes de 1’alliage 2618-T851
L’évolution du pic de diffraction en surface d’une éprouvette colmatée par exemple est

montrée dans la figure 11.18.
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Figure 11. 18 : Evolution de pics de diffraction en surface obtenu sur une éprouvette colmatée
de I’alliage 2618-T851

Les résultats obtenus sont montrés dans la figure 11.19.
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T (=0°)

160 -

Usiné Décapé  Anodisé Imprégné Colmaté

Figure 1. 19 : Contraintes résiduelles maximales mesurées pour chaque état de surface de 1’alliage
2618-T851, a) ¢=0°ct b) =90° - Méthode DRX

L’évolution des contraintes résiduelles dans les deux directions sont non marquees et nous en

déduisons que le facteur des contraintes

résiduelles du triptyqgue microstructure-

microgéométrie-contraintes résiduelles influencant la résistance en fatigue pouvait étre

négligé dans la suite de I’étude : seuls les facteurs microstructuraux et microgéomeétriques ont

été retenus dans les analyses des resultats de fatigue présentes dans le chapitre IlI.
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I1.4. Conclusions

Nous avons présenté dans ce chapitre les résultats des analyses microstructurales et des essais
mécaniques sous chargement monotone a température ambiante obtenus pour 1’alliage 2618-
T851 fourni par 'IRT-M2P de Metz. Ces résultats sont en cohérence avec ceux de la
littérature : la microstructure de ’alliage est notamment caractérisée par une forte densité de

particules intermétallique de grande taille de type AlgFeNi.

Ceci fait, nous nous sommes intéressés a 1’anodisation de cet alliage et a ses conséquences.
Etant donnés les resultats quant aux effets de 1’anodisation sur le comportement en fatigue des
alliages d’aluminium et notamment I’influence de chaque étape du processus complet
d’anodisation, nous nous sommes attachés a caractériser les effets de chacune des étapes du
traitement notamment sur la microgéométrie de la surface dont nous savons qu’elle peut jouer
un role majeur dans la tenue en fatigue, au méme titre que la microstructure ou les contraintes
résiduelles. Pour cela, la surface des échantillons a été caractérisée apres chaque étape du
traitement de surface en microscopie optique pour quantifier la densité de défauts créés et
électronique pour caractériser la nature des particules affectées par le procédé. Si le
dégraissage n’a en rien dégradé la surface des echantillons, nous avons observé de
nombreuses cavités apres le décapage autour des particules AlgFeNi, ces cavités suggérent
que soit le substrat a été préférentiellement attaqué, soit ces particules intermétalliques ont été
partiellement attaquées. Par ailleurs, suite aux opérations d’imprégnation et de colmatage,
nous avons observé la formation d’un faiencage de la couche d’oxyde formée. D’abord
jusqu’a mi-épaisseur de la couche anodique aprés I’imprégnation, ce faiengage pénétre
jusqu’a I’interface avec le substrat durant la phase de colmatage. Ce faiengage peut créer des
concentrations de contraintes au niveau de I’interface avec le substrat et étre a I’origine de la

fissuration par fatigue.

Dans I’approche de la fatigue des alliages métalliques, les contraintes résiduelles doivent étre
prise en compte si nécessaire ; les mesures que nous avons pu faire aussi bien sur 1’état usiné
qu’apres les différentes phases de traitement, ont mis en évidence un niveau de contraintes
négligeable et ce quel que soit le type de surface (usinee, décapée, ..). Nous en avons conclu
que ce paramétre n’était pas pertinent et nous avons décidé de ne pas le prendre en compte

dans I’analyse des résultats des essais de fatigue qui sont présentés dans le chapitre a suivre.

*kkkkik
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I11.1. Introduction

Dans ce chapitre, nous allons présenter dans un premier temps les moyens expérimentaux
dédies a cette étude et ensuite les résultats des campagnes d’essais de fatigue uniaxiale que
nous avons obtenus en traction cyclique et en torsion cyclique sous différents rapports de
contrainte et rugosités de surface a 1’état usiné.

Les essais en traction pure et en torsion pure a I’état traité ont ensuite été réalisés pour
caractériser 1’effet de chaque étape du processus d’anodisation sur la tenue en fatigue. Enfin
des essais en pression interne sur des éprouvettes colmatées ont été réalisés pour caractériser
le matériau sous ce type de sollicitation et ensuite comparer ces résultats avec les résultats des
essais en traction a 1’état colmaté.

Pour chaque cas d’étude, nous discuterons des analyses des faciés de rupture grace a des
observations faites au microscope optique et au microscope électronique a balayage (MEB).
La plupart des essais ont eté réalisés sur la machine de fatigue multiaxiale MTS 809 décrite
dans le prochain paragraphe mais quelques essais complémentaires, réalisés a la suite de
certaines observations, ont été effectués sur une seconde machine de fatigue MTS de traction
uniaxiale.

Les niveaux de chargement ont été choisis de facon a couvrir le domaine des grandes durées

de vie entre 10° cycles et 10 cycles.
I11.2. Essais de fatigue

111.2.1. Machine d’essai

Les essais de fatigue ont été réalisés sur une machine hydrauligue MTS modeéle 809. Cette
machine permet de faire des chargements en traction-compression (jusqu’a 100 KN), en
torsion (jusqu’a 1000 N.m) et en pression interne (jusqu’a 1200 bars), elle est aussi équipée
d’un four pour les essais a chaud assurant une montée en température jusqu’a 1400 °C
(figures 1.1 et 111.2).
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Figure I11. 1 : Schéma descriptif de la machine de fatigue MTS-809

L’ensemble est constitué d’un bati rigide portant un systéme de serrage de 1’échantillon a
action hydraulique et une traverse réglable en hauteur sur laquelle sont installés les capteurs
qui permettent de mesurer la force axiale et le couple de torsion appliqués a 1’échantillon. Les
mesures des déformations se font a I’aide d’extensomeétres (axial et biaxial). Les efforts et les
couples sont appliqués par des vérins hydrauliques placés dans la partie inférieure de la
machine. La machine est fournie calibrée, le pilotage pour les essais de fatigue se fait par
force (pour la traction), par couple (pour la torsion) et par pression interne pour ces essais.
Des limites supérieure et inférieure sont imposées dans chaque axe afin d’éviter

I’endommagement de la machine et des éprouvettes.
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Figure 111. 2 : Machine de fatigue MTS-809

Lors d’un chargement de pression interne, la pression est injectée a I’intérieur de 1’échantillon

a ’aide d’un intensificateur (figure II1.3).

Figure I11. 3 : Intensificateur de pression interne

La machine est pilotée par un contrbleur ; nous avons principalement utilisé le logiciel

BasicTest pour la conduite des essais.

111.2.2. Géométrie des éprouvettes

La géométrie des éprouvettes cylindriques utilisées pour les essais de fatigue en traction et/ou
en torsion est la méme que celle utilisée pour les essais monotones de traction/compression et
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de torsion (cf. Figure 11.5, chapitre I1). La géométrie des éprouvettes tubulaires utilisées pour
les essais de pression interne pure est représentée dans la figure I11.4. Cette géométrie,
inspirée par la géométrie retenue par Guerchais [127], est contrainte notamment par les

dimensions des méachoires cylindriques et par celles des injecteurs d’huile (figure I11.5).
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Figure I11. 4 : Géométrie des éprouvettes utilisées dans les essais intégrant la pression interne
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Figure I11. 5 : Géométrie et dimensions des tétes d’éprouvette

La géométrie définie pour les essais de fatigue a été optimisée (en forme et en dimensions)
pour que :

- les contraintes les plus élevées soient situées dans le trongon central de I'éprouvette,

- il n’y ait pas de zones de concentrations de contrainte le long de I’éprouvette (cylindre
étagé),

- étre capable d’utiliser la pression nominale de la machine,

- dans la section la plus sollicitée de I'éprouvette, le gradient de contrainte suivant 1’épaisseur
soit le plus faible possible.
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Ce dernier critére permet d’espérer que les amorgages ne se feront pas systématiquement en
surface interne de la zone utile de I’éprouvette, les contraintes étant plus élevées a I’intérieur

qu’a I’extérieur dans le cas d’un tube épais sous pression (cf. Equation I11.1).

La figure 111.6 illustre I’évolution de la contrainte orthoradiale dans une éprouvette tubulaire.

S, 522 (CSYS-1)
(Avg: 75%)
. +3.732e+02
= +3.445e+02
+3.158e+02
+2.870e+02
+2.583e+02
s 12.296e+02
- +2.008e+02
+1.721e+02
+1.434e+02
+1.146e+02
+8.589e+01
+5.716e+01
+2.842e+01

Figure I11. 6 : Evolution de ogg dans une éprouvette tubulaire

111.2.2.1. Dimensionnement du fiit central de I’éprouvette tubulaire

Pour le dimensionnement de la zone utile de I’éprouvette, nous avons utilisé la théorie de
I’¢élasticité. Pour la vérification de ’absence de sections de concentration de contrainte, nous
avons modélisé 1’éprouvette par la méthode des éléments finis. Ce modele nous a par ailleurs
permis de contrbler les résultats fournis par le modéle analytique en se basant sur les
contraintes exprimées dans le cas d’un cylindre a parois épaisses soumis a la pression interne.
Les différentes contraintes de 1’éprouvette sont exprimées en coordonnées cylindriques
(figure 111.7).
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"TT"f rrrrerrere

Figure I11. 7 : Systeme de coordonnées cylindriques pour la détermination
des contraintes dans 1’éprouvette tubulaire soumise & la pression interne

Sous pression interne, les contraintes orthoradiale (og¢) et radiale (o,,-) valent respectivement.

PR? RZ
099=ﬁ(1+r_; (|||1)
l
_ PR? R
Ory = gz (1= 133) (1.2)
L

La figure 111.8 illustre I’évolution des contraintes suivant le rayon r.

ou P représente la valeur de la pression interne appliquée (Pa), R; le rayon interne (mm), R le

rayon externe (mm) et r le rayon courant (mm) entre R; et Re.
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Figure 111. 8 : Etat de contraintes analytiques suivant I’épaisseur de 1’éprouvette (P=24,4 MPa)
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Pour la contrainte orthoradiale, le gradient de contrainte entre les parois intérieure et
extérieure est égale a :

AO'@Q =P (|“3)
I11.2.2.2. Validation de la géométrie a I’aide d’un modele éléments finis

Pour pouvoir valider I’ensemble de la géométrie et vérifier notamment 1’absence de zones de
concentrations de contraintes, nous avons construit le modele éléments finis d’une demi-

éprouvette sous Abaqus ; le calcul a été réalisé en élasticiteé.

La figure 111.9 illustre les résultats numériques obtenus et la confrontation avec les résultats

fournis par le modéle analytique : nous constatons une parfaite adéquation entre les deux

approches.
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Figure I11. 9 : Etat de contraintes analytiques et numériques suivant 1’épaisseur
de I’éprouvette (P=244 bars)

111.2.2.3. Optimisation de I’épaisseur du fiit central

La fabrication d’un fiit de faible épaisseur reste toujours un probleme délicat et le choix de
I’épaisseur n’est pas sans conséquence. Pour un méme diamétre extérieur et une contrainte
orthoradiale sur la surface extérieure identique, la réduction de 1’épaisseur est favorable a la
réduction du gradient de contrainte (orthoradiale) entre la surface interne et la surface
externe : c’est ce qu’illustre le tableau III.1. Or nous recherchons a obtenir le plus faible

gradient possible et nous avons donc opté pour une épaisseur de 1 mm.
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Rayon Rayon Pression Contrainte Gradient
intérieur de  extérieur Epaisseur interne orthoradiale dans
la zone de la zone (mm) (MPa) extérieure I’épaisseur
utile (mm) utile (mm) (MPa) (MPa)
5 7 2 120 250 120
6 7 1 45 250 45

Tableau I11. 1 : Gradient de contrainte orthoradiale dans 1’épaisseur de 1’éprouvette pour
deux configurations

I11.3. Les essais de fatigue en traction uniaxiale

Pour caractériser le comportement en fatigue uniaxiale de I’alliage et quantifier les effets de
certains parameétres influents, les essais de fatigue ont été réalisés en traction alternée (R,=-2)
et en traction ondulée (R,=0.1) sur des éprouvettes usinées avec trois niveaux de rugosité 0.8,
3.2 et 6.3 um. Ces deux rapports de contrainte ont été choisis d’une part car R;=0.1 est un
rapport de contrainte conventionnellement utilisé dans 1’aéronautique et d’autre part, dans la
perspective de I’identification des modéles de fatigue multiaxiale, afin d’étendre le domaine
d’étude expérimentale en y incluant une contrainte moyenne en compression (Rs=-2). Puis
afin de déterminer 1’effet de chaque étape du processus d’anodisation sur la tenue en fatigue,
des essais sur des éprouvettes usinées avec une rugosité de 0.8 um puis traitées partiellement
ou totalement ont été réalisés dans les mémes conditions de chargement. Nous présenterons

successivement les résultats obtenus pour 1’état usiné et pour les différents états traités.

111.3.1. Cas des éprouvettes usinées
111.3.1.1. Effet de rugosité de surface

Les résultats des essais de fatigue obtenus pour le rapport de contrainte R,=0.1 avec des
rugosités 0.8, 3.2 et 6.3 um et pour le rapport de contrainte R,=-2 avec des rugosités 0.8 et 3.2

pm sont présentés dans les figures 111.10 et 111.11 respectivement.
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Figure 111. 10 : Courbes de fatigue en traction ondulée (R,=0.1) pour les rugosités
de 0.8,3.2et6.3 um
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Figure 111. 11 : Courbes de fatigue en traction-compression (R.=-2) pour les rugosités
de 0.8 et 3.2 um

Nous pouvons constater que les courbes de fatigue sont quasiment superposées quel que soit
le rapport de contrainte et nous en concluons que la rugosité de surface n’a donc pas d’effet
sur la résistance en fatigue de 1’alliage 2618-T851, et ce quel que soit le niveau de contrainte
appliquée. Ce constat est en opposition avec ce qui a été observé pour d’autres alliages
d’aluminium pour lesquels une grande rugosité de surface a un effet sur la durée de
vie/résistance en fatigue [84, 85, 87, 88].

Par ailleurs, les surfaces de rupture de toutes les éprouvettes rompues ont été observées au
MEB. L’analyse fractographique de ces surfaces a montré que, quelle que soit la rugosité de

surface et le rapport de contrainte, les fissures se sont amorcées le plus souvent en surface des
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éprouvettes a partir de la rupture d’une particule ou d’amas de particules intermétalliques

comme I’illustre la figure I11.12.

6_18_0078 2019/05/09 11:10 HM D9.0 x1.0k 100 pm
Test polissage électrolytique

Figure I1l. 12 : Faciés de rupture d’une éprouvette testée en traction cyclique,
Ra=3.2 um, R,=0.1, 6*"=100 MPa, N=2,56.10°

Nous avons pu également observer que les sites d’amorgage étaient uniques et ce quel que soit
le niveau du chargement et la rugosité. La taille des particules ou des amas incriminés est
d’environ 30 pm comme montré dans la figure 111.13. L’analyse ponctuelle par EDX
(spectroscopie a rayons X a dispersion d’énergie) a permis de montrer que ces particules sont
des particules riches en fer et en nickel et correspondent aux particules AlgFeNi. Cela
confirme I’effet néfaste des particules intermétalliques dans les mécanismes d’amorcage en

fatigue des alliages d’aluminium a haute résistance [37].

. e 2 I RT FO VAR -0
665,0071 2019/05/09 10:49 NM D7.3 x1.0k 100um 018_0078 2019/05/09 11:10 HM D9.0 x1.0k 100 um
Test polissage électrolytique Test polissage électrolytique MAG: 1000 x HV: 20.0 kV WD: 25.8 mm

Figure I1l. 13 : Faci¢s de rupture d’éprouvettes testée en traction cyclique,
R.=0.1, 6*"=100 MPa, pour des rugosités de a) 0.8 um, b) 3.2 um, c) 6.3 pm

Cette présence importante de particules en surface source de concentrations de contraintes
peut expliquer le constat expérimental fait quant a 1’influence de la rugosité si I’on considere
que ces concentrations de contraintes au droit des particules prennent le dessus sur la

concentration de contrainte liée a 1’état de surface.
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Pour les faibles amplitudes de contraintes (Ns>10" cycles), I’amorcage a eu lieu a quelques
centaines de microns de la surface mais cette fois-ci a partir de grains comme montré dans les
figures 111.14 et 111.15.

Rupture ductile (cupules)

016_0023 NMMD7.5 x40 2mm |016_0028 NMMD7.5 x300 300 pm

Figure 1l1. 14 : Zones d’amorgage, de propagation et de rupture finale d’une éprouvette usinée,
Ra=0.8 pm, R,=-2, 6*"=110 MPa et N= 2,34.10 cycles

Origine d'amorcage

Gew)

Rupture ductile (cupules)

007-0002 NMMD10.5 x30 2mm |007-0014 NMMD10.9x400 200 pm | 007-0070 NMMD11.3x400 200 pm

Figure 111. 15 : Zones d’amorgage, de propagation et de rupture finale d’une éprouvette
usinée, Ra=0.8 um, R,=0.1, c"'=80 MPa et N;= 3,12.10° cycles

Il semble donc que dans le domaine de faibles amplitudes de contraintes, les particules
intermétalliques ne jouent aucun réle dans I’amorgage de fissures qui se produit par

dynamique de dislocations (présence d’une bande persistante de glissement).

111.3.1.2. Effet du rapport de contrainte

La courbe expérimentale obtenue en traction ondulée avec le rapport de contrainte Rs=0.1 est
comparée a la courbe obtenue pour le méme alliage avec un rapport de contrainte R;=0.16
(figure 111.16) [38]. Les quelques points disponibles pour cette derniere sont tous situés en
dessous de la courbe que nous avons obtenue pour le rapport Rs=0.1 ce qui est conforme a ce
qui est observé pour les alliages métalliques : a amplitude de contrainte identique, la durée de

vie diminue avec I’augmentation de la contrainte moyenne. Notons cependant qu’un autre
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parametre intervient ici, qui peut biaiser la comparaison : 1’état métallurgique qui n’est pas

similaire (T851 pour notre étude et T6 pour I’étude citée).
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Figure 111. 16 : Courbes de fatigue en traction (R,=0.1) a I’état T851
et (R,=0.16) a I’état T6 [38]

Les résultats des essais réalisés sous chargement d’amplitude constante sous deux rapports de
contrainte et une rugosité arithmétique de 0.8 um sont présentés dans la figure 111.17. Ces
résultats mettent en évidence I’influence néfaste d’une contrainte moyenne positive sur la
durée de vie : pour une amplitude donnée, la durée de vie en traction ondulée (R,=0.1) est
moins importante par rapport a la durée de vie en traction alternée (R,=-2). Cet effet négatif
de la contrainte moyenne de traction est commun a la plupart des alliages d’aluminium [92,

93], et nos résultats sont donc conformes a ce qui pouvait étre attendu.
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Figure I11. 17 : Résultats des essais en traction cyclique sous différents rapports
de contrainte (R;=0.1 et Rz=-2)
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111.3.2. Cas des éprouvettes traitées

L’un des objectifs de cette theése est de caractériser 1’effet d’un traitement de surface
d’anodisation sur la résistance en fatigue de cet alliage et d’identifier quelle est I’étape du
processus d’anodisation qui est la plus préjudiciable a la tenue en fatigue de I’alliage 2618-
T851. Pour cela, nous avons établi les courbes de fatigue pour les principales étapes de la
surface traitée : décapage, oxydation anodique, imprégnation et puis colmatage. Les résultats
obtenus sur les éprouvettes usinées ont montré que la rugosité de surface a un effet
négligeable sur la durée de vie de I’alliage 2618-T851. En conséquence, nous n’avons pas
reproduit cette expérience pour caractériser le comportement en fatigue du métal anodisé ;
toutes les éprouvettes ayant subi tout ou partie du procédé d’anodisation ont été usinées avec
une rugosité de surface unique (Ra=0.8 um) et les essais ont été réalisés en traction ondulée
(Rs=0.1).

Nous présentons dans ce paragraphe les résultats obtenus pour ces différents eétats
correspondants aux différentes étapes. Nous n’avons pas construit de courbes de fatigue pour
chacun des états ; cela aurait pris trop de temps et nous aurait empéché d’investiguer le

comportement en fatigue multiaxiale : seuls quelques essais ont été réalisés.

111.3.2.1. Eprouvettes décapées

Les résultats sur les éprouvettes décapées sont présentés dans la figure 111.18 qui rappelle les
résultats obtenus pour les éprouvettes brutes d’usinage. Ils mettent en évidence 1’absence de

réduction de la durée de vie en fatigue par rapport aux éprouvettes brutes d’usinage.
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Figure I11. 18 : Courbe de fatigue en traction cyclique sur éprouvettes décapées
et brutes d’usinage (R,=0.1 et Ra=0.8 pum)
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Par ailleurs, les observations des facies de rupture des éprouvettes rompues ont montré que le
site d’amorcage est unique et que I’amorcage de fissures se faisait a partir de cavités présentes
en surface et qui se sont formées lors du décapage autour des particules intermétalliques
AlgFeNi (figures 111.19 et 111.20 ; elles jouent, au méme titre que les particules, le réle de
concentrateurs de contraintes. Les mécanismes d’amorcage sont donc un mixte de
mécanismes similaires a ceux des éprouvettes usinées et aux mécanismes d’amorcage liées

aux cavités.

Particules intermétalliques
Cavités
Cavités

[t el
DO01_0037

MAG: 800x HV:20kV WD: 13.8mm

20 . i-
MAG: 800x HV: 20kV WD: 13.8mm - MAG: 800x HV: 20kV WD: 13.8mm

Figure 111. 20 : Analyse EDX de la zone d’amorgage d’une éprouvette décapée,
¢*"=130 MPa et R,=0.1
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Ainsi, malgré la présence des cavités (figure 111.21 et figure 11.8, chapitre 11) sur la surface des
éprouvettes décapées, la tenue en fatigue n’est pas affectée ; cela vient consolider ’idée que le

matériau est trés peu sensible a la rugosité de surface.

Epr_Dec_0522 NM D7.7 x25k  30um

Figure 111. 21 : Surface d’une éprouvette aprés décapage

En conclusion, pour ’alliage 2618-T851 qui nous a été fourni, 1’étape de décapage (Socosurf

A1858/A1806) n’a aucune influence sur la tenue en fatigue en traction.

111.3.2.2. Eprouvettes anodisées

La figure 111.22 montre les résultats des essais obtenus sur les éprouvettes décapées puis
oxydeées en bain sulfuriqgue. Comme pour les courbes représentées dans la figure 111.20, nous
faisons référence a I’état usiné pour déterminer ’effet de cette étape du processus

d’anodisation.
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Figure I11. 22 : Courbe de fatigue en traction cyclique sur éprouvettes anodisées
et brutes d’usinage (R,=0.1 et Ra=0.8 pm)
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Nous pouvons constater que 1’étape d’oxydation anodique entraine une dégradation de la
tenue en fatigue, du moins dans le domaine des durées de vie limitées. Pour les durées de vie
supérieures & 10° cycles, il serait nécessaire de réaliser des essais supplémentaires pour
confirmer ou infirmer ce constat.

L’analyse des faciés de rupture des éprouvettes anodisées a mis en évidence la présence de
plusieurs origines d’amorcage et sites de propagation et ce quelle que soit I’amplitude de

contrainte comme illustré dans les figures 111.23 et 111.24.

MAG: 10 x HV: 20.0 kV WD: 27.9 mm

(3

¥
‘e
MAG: 100 x HV: 20.0 kV.WD: 17.2 mm MAG: 350 x HV: 20.0 kV. WD: 16.8 mm
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Couche fissurée

Fissures dans
le substrat

¢
L

MAG: 650 x HV: 20.0 kv WD: 16.8 mm

Figure I11. 23 : Sites de pro]i)agation de fissures d’une éprouvette anodisée,
6°'=130 MPa et R,=0.1

~ FiSsure dans
Q I le Substrat
AN ¢ :

Particules AI9FeNI

AO03AnAX0018 N x1.0k 100 um AO3AnAx0015 N x2.0k 30 pum

Figure 111. 24 : Sites d’amorgage de fissures d’une éprouvette anodisée,
¢*'=100 MPa et R,=0.1

Contrairement aux éprouvettes brutes d’usinage et aux éprouvettes décapées, 1’origine de
I’amorgage est cette fois-ci due a la fissuration de la couche d’oxyde durant I’essai. Les zones
de propagation s’étendent sur une surface sous forme de demi-ellipses de c6tés 700x400
pmxum, cette présence de multi-sites menent a une rupture ductile dans le reste de la surface

de I’éprouvette ce qui provoque une rupture finale brutale.
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20um ALK 20 4m OKA
‘ MAG: 800x HV: 20kV WD: 16.8mm ' MAG: B0Ox HV: 20kV WD: 16.8mm

Mg-K 20 ym Cu-KA § B 20 pm. Fe-HA
MAG: 800x HV: 20kV WD: 16 8mm MAG: 800x HV:-20KV WD: 168mm MAG: B0Ox HV: 20kV WD: 16 Bmm

Si KA KA

Si-KA 20 pm Ni-KA
MAG: BOOx HV:20kV WD: 18 Bmm MAG: B0Ox HV: 20kV WD: 16.8mm

Figure I11. 25 : Analyse EDX de I’une des zones d’amorgage d’une éprouvette anodisée,
c*'=130 MPa et R,=0.1

L’analyse EDX d’une éprouvette anodisée montre I’absence des particules intermétalliques en
surface dans un site d’amorgage (figure 111.25), ce qui confirme que les particules AlgFeNi ne

sont pas a I’origine de I’amorcage.
111.3.2.3. Eprouvettes imprégnées

Dans le chapitre II consacré a la microstructure de 1’alliage et son évolution en surface durant
le procédé¢ industriel d’anodisation, nous avons montré que le faiencage de la couche d’oxyde
de I’alliage 2618 apparait durant 1’étape d’imprégnation, avant tout chargement mecanique.
Or les résultats obtenus sur 1’état oxydé ont mis en évidence le réle de la fissuration de la
couche d’oxyde sur la réduction de la résistance en fatigue. Nous pouvons donc légitimement
penser que le faiengcage induit par I’imprégnation puisse constituer un effet aggravant dans

I’amorgage de fissures.
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Les résultats des essais de traction cyclique sur des éprouvettes imprégnées en comparaison
cette fois-ci avec les résultats sur des éprouvettes anodisées sont présentés dans la figure
I11.26. Nous pouvons constater que 1’étape d’imprégnation n’accentue pas la dégradation
observée pour 1’oxydation anodique. Et tout comme pour 1’état oxydé, les amorcages sont

multiples (figure 111.27).
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Figure 111. 26 : Résultats de fatigue en traction sur éprouvettes anodisées et imprégnées
(R,=0.1 et Ra=0.8 pum)

" Cupules ’

/

2000 pm
MAG: 12 x HV: 20.0 kV_WD: 24.0 mm MAG: 250 x HV: 20.0 kV.WD: 23.4 mm

Figure 111. 27 : Sites de propagation de fissures d’une éprouvette imprégnée,
¢*"=130 MPa et R,=0.1

L’étendue des zones de propagation correspondantes aux sites d’amorgage est en moyenne de

800x200 umxum. Au-dela, la surface de rupture est ductile avec la présence de cupules.

La présence de quelques particules intermétalliques AlgFeNi dans la couche d’oxyde (figure
111.28) peut aussi constituer un facteur favorable a ’amorcgage de fissures qui se propagent

vers le substrat.
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Particules intermétalliques

A

Particules intermétalliques.

MAG: 650 x HV: 20.0 kV. WD: 24.4 mm R MA(;: 650 x HV: 20.0 kV. WD: 23.7.mm
Figure I11. 28 : Sites d’amorgage de fissures d’une éprouvette imprégnée,
c*"=130 MPa et R,=0.1

Nous pouvons a partir de ces résultats, méme si le nombre des essais n’est pas important,
affirmer que 1’étape d’imprégnation n’aggrave pas la tenue en fatigue comparativement a
1’état anodisé. On peut donc en conclure que 1’étape d’anodisation est pour le moment la plus

néfaste.

111.3.2.4. Eprouvettes colmatées

Le colmatage représente la derniére étape dans le processus d’anodisation. La figure 111.29
montre les résultats obtenus pour cet état en comparaison avec les résultats des essais sur les
éprouvettes oxydées. Elle met clairement en évidence que le colmatage, tout comme
I’imprégnation, n’aggrave pas la dégradation observée aprés oxydation anodique, bien que les
observations MEB de la couche colmatée aient mis en évidence la pénétration du faiengage

jusqu’au substrat.
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Figure I11. 29 : Courbe de fatigue en traction cyclique sur éprouvettes anodisées
et colmatées (R,=0.1 et Ra=0.8 pm)
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Les observations des surfaces de rupture des éprouvettes colmatées faites au MEB mettent en
évidence des multi-sites adjacents d’amorcage en surface (figure I11.30-a) et une couche
d’oxyde fissurée avec la présence de particules intermétalliques dans ou proche de la couche
anodique (figure 111.30-b-c). On observe encore des particules, mais aucune n’est détectée

comme source d’amorcage.

MAG: 11 x HV: 20.0 kV"WD: 24.9 mm MAG: 650 x HV: 20.0 kVWD: 22.9 mm

MAG: 350 x HV: 20.0 kV WD: 22.0.mm

Figure 111. 30 : Eprouvette colmatée, ¢*'=100 MPa et R,=0.1

Au final, I’effet du traitement de surface complet sur la tenue en fatigue est quantifié dans le

tableau 111.2.
N¢ N¢ Abattement de N¢
o™ Eprouvettes usinées Eprouvettes colmatées %
100 5,9.10° 1,25.10° 80
120 2.10° 5,98.10 70
130 1,08.10° 5,6.10" 48
150 4,7.10* 2,93.10° 38

Tableau I1l. 2 : Abattement de la durée de vie en traction pure
sur éprouvettes usinées et sur éprouvettes colmatées
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111.4. Essais de fatigue en torsion

Nous avons suivi la méme démarche pour caractériser le matériau de base et déterminer
I’effet de chaque étape du processus d’anodisation sur la tenue en fatigue mais cette fois-Ci en
torsion cyclique. Pour déterminer 1’effet du rapport de contrainte et de la rugosité de surface
sur la résistance en fatigue, les essais sur les éprouvettes usinées avec deux niveaux de
rugosité (0.8 et 6.3 um) ont été réalisés en torsion purement alternée (R.=-1) et en torsion
ondulée (R:=0.1). Pour déterminer I’effet de I’anodisation sur la tenue en fatigue, les essais

sur les éprouvettes traitées ont été réalises en torsion purement alternée.

La plupart des études a notre connaissance sur ’effet de la rugosité sur la tenue en fatigue
d’alliages d’aluminium ont été réalisées en traction cyclique ou en flexion plane et rarement
en torsion. Par ailleurs, comme nous 1’avons vu au travers de 1’état de 1’art, peu de résultats

relatifs a ’influence d’une contrainte moyenne de cisaillement sont disponibles.

111.4.1. Cas des éprouvettes usinées
111.4.1.1. Effet de rugosité de surface

Les résultats des essais en torsion alternée pour les deux rugosités de surface 0.8 et 6.3 pum

sont présentés dans la figure 111.31.
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Figure I11. 31 : Résultats des essais en torsion (R.=-1) pour les rugosités de 0.8 et 6.3 um

Sur I’ensemble du domaine étudié, nous ne remarquons pas d’effet de la rugosité ; cela peut
étre expliqué par le fait que la torsion est un chargement surfacique a fort gradient (la surface

extérieure est la plus sollicitée) et que la contrainte de cisaillement est orientée suivant les
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stries d’usinage et qu’en fond de stries, il n’y a pas de changement de « rugosité » pouvant
altérer la contrainte et donc la rugosité de surface (mesurée perpendiculairement aux stries
d’usinage) ne joue pas de r6le de concentrateur de contraintes additionnel qui pourrait

provoquer I’initiation de fissures dans ce cas de sollicitation (figure I111.32).

Chargement de
torsion

Ra= 6.3 pm ¢
Stries d'usinage

Figure I11. 32 : Tllustration d’une éprouvette sollicitée en torsion (Ra=6.3 um)

L’analyse des facies de rupture des éprouvettes testées en torsion se révele parfois difficile.
En effet, durant les derniers cycles avant la rupture finale, les lévres des fissures frottent I’'une
contre ’autre ce qui génére des marques d’abrasion (matage) (figure I11.33) et cela complique

souvent I’observation des sites d’amorgage et de propagation.

Epr045_A 0183 2019/03/01  10:30 NMMD10.4 x1.0k 100 um

Figure I11. 33 : Marques d’abrasion aprés rupture finale d’une éprouvette brute
d’usinage testée en torsion (t*"=86 MPa, R,=-1 et Ra=0.8 um)
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L’observation par MEB dans une autre zone de la méme éprouvette observée dans la figure
111.33 nous a permis quand méme de déceler un site probable d’amorcage (figures 111.34 et
111.35).

Patricules intermétalliques

Site d'amorcage

NM D8.1 x40 2mm 045_0109

NM D4.7 x1.5k 50 pm

045_0073

Figure 111. 34 : Site d’amorgage d’une éprouvette brute d’usinage testée en torsion
(1*"=86 MPa, R,=-1 et Ra=0.8 pum)

Site d*amorcage

665_0144 NMMD5.6 x40 2mm 665_0154 NM D54 x1.0k 100 um

Figure 111. 35 : Site d’amorgage d’une éprouvette brute d’usinage testée en torsion
(t*""=70 MPa, R,=0.1 et Ra=0.8 pm)

Comme pour la traction, les sites d’amorcage semblent uniques et les fissures s’amorcent
toujours a partir d’amas de petites particules intermétalliques AlgFeNi (figures 111.34 et
111.35).

111.4.1.2. Effet du rapport de contrainte

Nous avons évoqué dans le premier chapitre bibliographique 1’effet de la contrainte moyenne
de cisaillement sur la tenue en fatigue des alliages d’aluminium. Certains auteurs ont établi

que cet effet est négligeable tant que le chargement reste dans le domaine élastique [94, 95,
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96] tandis que d’autres ont au contraire trouvé qu’une contrainte moyenne de torsion affecte
la durée de vie en fatigue [98,99,100]. Les courbes de fatigue de la figure 111.36 représentent

les résultats obtenus en torsion alternée et ondulée pour notre alliage.
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Figure 111. 36 : Courbe de fatigue en torsion cyclique sous différents
rapports de contrainte (R.=-1 et R,=0.1), Ra=0.8 um

Il s’aveére que la présence d’une contrainte moyenne de cisaillement non nulle (R.=0.1) réduit

la durée de vie méme dans le domaine élastique.

111.4.1.3. Comparaison traction-torsion

Les résultats des essais réalisés en traction ondulée et en torsion ondulée sous le méme rapport

de contrainte (R,=R.=0.1) sont représentés dans la figure 111.37.
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Figure I11. 37 : Résultats de traction pure et de torsion pure sous le méme rapport
de contrainte R,=R,=0.1
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Ces résultats montrent que pour une amplitude de contrainte donnée, la durée de vie en
traction et en torsion est similaire. Cela correspond au cas des alliages d’aluminium de
fonderie dont le rapport tp/op est proche de 1.1 et aux matériaux pour lesquels la présence de

défauts et de pores pilotent la résistance en fatigue et les mécanismes d’amorgage [128].

Billaudeau [129] et Nasr [130] ont montré 1’effet du défaut, de sa taille et de sa forme sur le
rapport des limites de fatigue en torsion et en traction ; sans défaut, le rapport est estimé a
0.72, ce rapport augmente avec la taille du défaut et atteint presque 1.

Afin de pouvoir comparer avec ce que 1’on trouve dans la littérature concernant le rapport
entre tp et op sous le rapport de contrainte -1, nous avons construit le diagramme de Haig a
partir des courbes obtenues en traction cyclique sous les rapports Rs=0.1 et -2, et par ailleurs
nous avons tendu le principe de construction a tout le domaine investigué ce qui implique
d’étre prudent avec le résultat obtenu. A partir de ce diagramme de Haig, nous avons extrait
une courbe de fatigue correspondante au rapport Rs=-1 que nous pouvons comparer a la

courbe expérimentale obtenue en torsion pour le rapport de contrainte R.=-1 (figure 111.38).
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Figure I11. 38 : Résultats de traction pure obtenue par diagramme de Haigh et de torsion pure
sous le méme rapport de contrainte R,=R.=-1

Nous constatons donc que quel que soit le rapport de contrainte, les courbes de traction et de
torsion sont similaires. Cela semble conforme au critére de la contrainte principale maximale

pour I’alliage 2618.
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111.4.2. Cas des éprouvettes traitées

Les mémes essais en torsion purement alternée ont été réalisés sur les éprouvettes traitées. Les

résultats obtenus ont été rapportés sur le méme graphe et sont montrés dans la figure 111.39.
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Figure I11. 39 : Courbe de fatigue en torsion cyclique sous les différents traitements
du processus d’anodisation (R.=-1 et Ra=0.8 pum)

Contrairement a la traction, les résultats sur les éprouvettes anodisées, imprégnées et
colmatées ne montrent aucun abattement de la tenue en fatigue par rapport aux éprouvettes
brutes d’usinage (et décapées). On pourrait méme considérer une légére amélioration, ce qui
peut paraitre paradoxal. Cette différence de 1’effet du traitement de surface sur la durée de vie
en fatigue selon la nature du chargement a été notée par Shiozawa [117] pour I’alliage 2014
soumis a des sollicitations de traction et de flexion rotative. L’analyse des faciés de rupture
des éprouvettes traitées nous a montré la présence de plusieurs sites d’amorcage (figures
111.40, 111.41 et 111.42) comme pour les éprouvettes traitées testées en traction. Néanmoins, ces
sites d’amorcage et de propagation €taient matés, nous ne sommes donc pas capables de

conclure avec certitude sur les mécanismes d’amorgage.
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MAG: 500 x HV: 20.0 kV WD: 14.5 mm

Figure I11. 40 : Faci¢s de rupture d’une éprouvette imprégnée,
1'= 150 MPa, R,;=-1 et Ra=0.8 um
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Marques d'abrasion

Rupture a cupules

Cp07_0547 2019/03/05 09:46 NMMD8.5 x30 2mm Cp07_0546 2019/03/05 09:44 NMMD8.5 x30

Cp07_F_0561 2019/03/05 10:12 NMMDS.1 x600 100 um Cp07_F_0570 2019/03/05 10:22NM D9.1 x2.0k 30 um

Figure I11. 41 : Faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
1= 170 MPa, R,;=-1 et Ra=0.8 um

E:p0670142 NM D56 x600 100 um

Figure Ill. 42 : Faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
1= 150 MPa, R,;=-1 et Ra=0.8 um
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I11.5.Résultats de fatigue en pression interne

Des essais en pression interne pure ont été réalisés avec un rapport de contrainte de 0.1 et une
rugosité de surface (extérieure) Ra=0.8 um. Les résultats présentés dans ce paragraphe
concernent uniquement les éprouvettes colmatées, tant a I’extérieur qu’a 1’extérieur.
Cependant, il ne nous a pas été possible d’observer le faiengage initial de la couche a

I’intérieur avant d’entamer les essais de fatigue.

Les résultats des essais réalisés a température ambiante et a une fréquence de 1 hertz sont
représentes dans la figure 111.43 ; la courbe décrit 1’évolution de 1’amplitude de la pression
interne appliquée en fonction du nombre de cycles a rupture. Le rapport de contrainte en

pression interne est noté par la suite Rop,.

250

1P 2" (bars)

200 -

150 - o

100 -

50 -
® Rop=0.1 O Rgp=0.1(sans rupture)

1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7

Figure 111. 43 : Courbe de fatigue en pression interne cyclique
sur des eprouvettes colmatées (R,,=0.1 et Ra=0.8 um)

Cette fois-ci, les essais ont été arrétés juste apres 1’apparition de(s) premiere(s) fissure(s) mais
avant la rupture finale pour faciliter la localisation et ’observation des sites d’amorgage. Le
critetre d’arrét correspond a l’apparition des premiéres gouttes de 1’huile de pression,

accompagnée d’une augmentation de la pression interne appliquée.

Apreés la localisation de la zone de fissuration, les éprouvettes ont été découpées pour isoler le
fut qui a été ensuite rompu en le plongeant dans de 1’azote. Les fissures sont longitudinales
comme le montre la figure I11.44. Elles correspondent au mode de rupture qui est le mode |

dans le cas de chargement dans la direction orthoradiale.
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Fissure

Figure 111. 44 : Fissuration des éprouvettes testées en pression interne pure
a I’état colmaté

Le tableau II1.3 récapitule le nombre de sites d’amorgage observés pour chaque essai : un a

trois sites d’amorcage au maximum quelle que soit I’amplitude du chargement.

Co Nombre de sites
144 3
117.7 1
98 2
85 2

Tableau I11. 3 : Nombre de sites d’amorcage en pression interne
sur éprouvettes colmatees (R,,=0.1)

L’analyse des faciés de rupture a permis de constater que I’amorgage a toujours eu lieu a
I’intérieur (figures 111.45, 111.47-111.50) ; ceci est en accord avec 1’évolution de la contrainte
orthoradiale dans 1’épaisseur des éprouvettes (figure I11.46). Néanmoins, la couche anodique a
I’intérieur n’ayant pu étre observée avant le chargement mécanique, et la qualité de cette
couche n’étant probablement pas identique a 'intérieur et a ’extérieur de 1’éprouvette, un

effet li¢ a la qualité de cette couche a I’intérieur ne peut pas €tre définitivement exclu.
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Site d'amorcage

PIC10-L2_0110 2019/05/09 14:00 NM D7.4 x40 2 mm

Figure I11. 45 : Analyse MEB de faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
o™= 117,7 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 um

00 :xx

é

50 1 @ 0xR) A Ow(Re)

Contrainte alternée (MPa)
u
o

® o"R) B O0x(Re) Ny
—100 i T T T T T 1T I T T T T T 1T I T T T T T TT I
1.643 1.E+4 1.E45 1.E+6
-150 -

Figure I11. 46 : Evolution des contraintes orthoradiale et radiale suivant le rayon r lors
des essais de fatigue en pression interne a 1’état colmaté (R;,=0.1 et Ra=0.8 pm)
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I-'-’-CO'!-L27 0168 2019/05/21 NM D8.1 x1.0k 100 um I-'-’-CO'!-L27 0176 2019/05/21 NM D8.1 x1.0k 100 um

Figure 111. 47 : Zones d’amorgage d’une éprouvette colmatée,
ooe"'= 144 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 um

F_;IC10-L2_0111 2019/05/08 14:01 NM D7.4 x100 1mm I-D-IC10-L2_O1‘18 2019/05/09 14:07 NM D7.3 x600 100 pm

Figure 111. 48 : Zones d’amorgage d’une éprouvette colmatée,
o™= 117.7 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 um

I-D-ICUS-L2_0095 2019/05/09 12:25 NM D7.8 x1.0k 100 um
Test polissage électrolytique

Figure 111. 49 : Zones d’amorgage d’une éprouvette colmatée,
00"'= 98 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 um
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NM D8.1 x40 2mm

PC09-L2_ 0100 2019/05/21

PC09-L2_ 0138 2019/05/21 HM D82 x1.0k 100 pum |PCO9-L2_ 0123 2019/05/21 NM D82 x1.0k 100 pm

Figure I11. 50 : Zones d’amorgage d’une éprouvette colmatée,
o00"'= 85 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 pm

En plus du faiengage de la couche anodique, nous avons pu observer une forte concentration
de particules intermétalliques grossiéres riches en fer et en nickel au niveau des sites
d’amorgage de fissures. Les mécanismes semblent donc plutdt correspondre aux mécanismes
rencontrés en traction (cf. 8 111.3.1) au cours des essais de fatigue sur le métal de base sans
aucun traitement de surface avec un role mineur cette fois-ci de la couche d’oxyde. Cela
pourrait s’expliquer par la qualité plus variable de la couche d’oxyde interne qui dépend tres
largement de la température du bain ; or I’intérieur des éprouvettes tubulaires ne bénéficie pas
forcément de la méme qualité de circulation du fluide et cela peut générer des échauffements

locaux conduisant a une augmentation de la porosité [16].
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Par ailleurs, nous avons pu observer sur toutes les éprouvettes testées, des fissures
perpendiculaires aux stries d’usinage sur les surfaces externe et interne comme illustré dans
les figures 111.51 et 111.52. Ces fissures correspondent probablement a des fissures secondaires
qui se sont développées au cours des essais ; ceci n’a pas été noté lors des essais en traction

axiale « classique » a 1’état colmaté.

: Fissures Direction des stries
\ d'usinage .

L

PC07-L2_ 0160 2019/05/21 NMMD11.8 x200 500 um

Figure I11. 51 : Fissures secondaires a la surface externe d’une éprouvette
colmatée, oge™'= 144 MPa, R,,=0.1 et Ra= 0.8 um

Site d'amorcage

N

PIC10-L2_0123 D14.2x1.0k 100 pm

Figure I11. 52 : Fissures secondaires a la surface interne d’une éprouvette
colmatée, op™'= 117,7 MPa, R,=0.1 et Ra= 0.8 um

Pour tenter d’identifier I’effet de 1’orientation relative de la contrainte appliquée par rapport

au sens longitudinal de 1’éprouvette, nous avons comparé les résultats en traction pure et en
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pression interne pure a I’état colmaté sous un rapport de contrainte de 0.1. La comparaison est

illustrée dans la figure 111.53.

250

[
o
o

150 ¢ A

100 - & A

wu
o

Contrainte alternée (MPa)
L 4
p>

. Gﬁﬁan(Ri) ‘ o-ait Nf
1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6

Figure I11. 53 : Résultats des essais en traction et en pression a 1’état colmaté,
Rs= Rs,=0.1 et Ra= 0.8 um

Il s’avere qu’un chargement orthoradial est plus néfaste qu’un chargement axial : il conduit a
un abattement de la durée de vie de 1’ordre de 40%. Ces résultats sont a rapprocher des
résultats obtenus sur I’alliage 2618 en flexion rotative purement alternée (cf. Figure 1.24,
chapitre 1) [41] dans lesquels un chargement dans la direction transverse de 1’éprouvette méne
a une dégradation de la durée de vie par rapport a un chargement dans la direction
longitudinale. Il semblerait donc qu’il existe également un effet d’anisotropie microstructurale

induite par le procédé d’obtention de la plaque dans laquelle ont été prélevées les éprouvettes.
I11.6. Conclusions
Les résultats obtenus en fatigue uniaxiale sur les différents états de surface ont montré que :

e pour les éprouvettes usinées

- la rugosité n’a quasiment pas d’effet sur la tenue en fatigue de ’alliage 2618 en traction et

absolument aucun effet en torsion ;

- la présence d’une contrainte moyenne de traction affecte négativement la résistance en

fatigue en traction ;

- la présence d’une contrainte moyenne de cisaillement réduit également la résistance en

fatigue en torsion ;
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- les fissures s’amorcent toujours a partir de particules intermétalliques AlgFeNi situées en

surface sauf a trés grand nombre de cycles ;
-iln’y a qu’un seul site d’amorcage ;
- le rapport entre les amplitudes de contrainte de torsion et de traction est de 0.9.

e Pour les éprouvettes traitées

v" En traction uniaxiale a R;=0.1

- la phase de décapage participe de fagon trés mineure a 1’abattement en fatigue méme si de
nombreuses cavités sont formées en surface (localisées sur les particules intermétalliques

AlgFeNi) ; cela est cohérent avec 1’absence d’effet de la rugosité induite par I’usinage ;

- la phase d’anodisation génére un abattement de la tenue en fatigue; la fissuration de la
couche d’oxyde a été identifiée comme étant a I’origine de fissures multiples dans le substrat ;
les particules intermétalliques ne semblent pas étre impliquées ; il y a donc un changement de

mécanisme de fissuration ;

- la phase d’imprégnation génére un faiencage de la couche qui n’atteint pas forcément le
substrat, mais ce faiengage ne génére pas d’abattement supplémentaire de la résistance en

fatigue ;

- la phase de colmatage ne génére pas d’abattement supplémentaire, méme si elle accentue le

faiengage qui est plus dense et atteint le substrat ;
v Entorsion R=-1

- le traitement de surface, dans son ensemble, n’a aucun effet sur la résistance en fatigue en
torsion ; les fissures sont multiples mais le matage des sites de propagation n’a pas permis de

conclure sur les mécanismes d’amorcgage ;
v" En pression interne a R;,=0.1
- la comparaison état brut / état traité n’a pas été effectuée ;

- seul I’état colmaté a été investigué ;
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- ’amorgage de fissures est systématiquement situ¢ sur la surface interne en adéquation avec
le chargement mécanique, la contrainte orthoradiale étant 1égérement plus élevée a ’intérieur

qu’a Pextérieur ;

- cet amorcgage multi-site s’effectue a partir de particules intermétalliques avec un réle mineur

cette fois-ci de la couche d’oxyde ;

- un chargement orthoradial est plus néfaste qu’un chargement axial. Pour une durée de vie
donnée, le rapport des amplitudes de contraintes a 1’¢tat colmaté entre la contrainte

orthoradiale et la contrainte axiale est de 0.85.

Dans le prochain chapitre, nous allons présenter les résultats obtenus pour I’alliage 2618 a

1’état brut d’usinage et a 1’état colmaté sous chargements multiaxiaux.

*khkkkk
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IV.1. Introduction

Ce chapitre est consacré a la présentation des reésultats de fatigue multiaxiale de 1’alliage 2618
a I’état usiné et anodise-colmaté en traction-torsion, en traction-pression interne, en torsion-

pression interne et en traction-torsion-pression interne combinées.

Les essais sur les éprouvettes simplement usinées, notamment ceux réalisés en traction-
torsion combinée, avaient pour objectifs de caractériser les effets déphasage entre les

composants du chargement et 1’influence du rapport entre les amplitudes de contrainte (A =

Talt

). Ceci fait, nous avons réalisé des essais en traction combinée avec la pression interne, en

galt
torsion combinée avec la pression interne et enfin en traction-torsion-pression interne. Toutes
les éprouvettes testées ont été usinées avec une rugosité arithmétique de 0.8 um. En traction-
torsion, nous avons pu conserver une fréquence d’essai raisonnable (10 Hz) mais pour les
essais combinés avec la pression interne, la fréquence chute a 1 Hz, conditionnée par
I’intensificateur de pression. Notons que quelques essais incluant la pression interne ont été
arrétés avant la rupture finale juste aprés 1’apparition des premicres fuites d’huile et les
éprouvettes ont été découpées de la méme facon que les éprouvettes testées en pression

interne a I’état colmaté étudiées dans le chapitre précédent.

A la suite de ces essais, nous avons réalisé des essais sur les éprouvettes colmatées dans les
mémes conditions de chargement que pour les éprouvettes usinées afin d’analyser les

influences croisées de la nature de chargement et de 1’anodisation-colmatage.
IV.2. Résultats en traction-torsion

IV.2.1. Cas des éprouvettes usinées

Des essais en traction-torsion ont été réalisés sous différents rapports d’amplitude de
contraintes (A=0.47, 0.57 (=1/+/3), 0.67, 2.03 et 2.75), en phase et avec déphasage (¢ =0°, 45°
et 90°) et sous différents rapports de contrainte (R,= 0.1 et -1 et R-= 0.1 et -1).

Le tableau IV.1 réesume les différentes combinaisons d’essais et le nombre de cycles a rupture
correspondant. Les contraintes (en MPa) correspondent au systéme de coordonnées

cylindriques.
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Traction Torsion

o_Zzalt R S Tezalt R . (P (o) 2, Nf

40 -1 110 -1 0 2,75 | 1,243.10°
40 -1 110 -1 90 2,75 1,17.10°
150 -1 70 -1 0 047 | 2,64.10°
150 -1 70 -1 90 047 | 2,81.10°
150 -1 100 0.1 90 0,67 | 7,425.10°
150 -1 70 0,1 0 0,47 | 9,948.10°
150 0,1 70 -1 90 0,47 | 3,356.10°
137 -1 79 -1 0 0,57 | 1,364.10°
95 -1 193 -1 0 2,03 | 2,05.10°
150 -1 70 -1 45 0,47 2,75.10°

Tableau 1V. 1 : Résultats des essais en traction-torsion combinés sur éprouvettes usinées

L’angle de déphasage et la participation de chacune des composantes de traction et de torsion

sont parmi les paramétres a prendre en compte dans le dimensionnement des structures lors

d’un chargement combiné car le trajet de chargement n’est pas le méme avec ou sanS

déphasage (figures IV.1, IV.2 et IV.3).

200

8T (VIPa) P

150 60
- //\\ //
E 50 \ 20
2 0
E —SZ 0,02 0,04 N 0,08 %1 -200 -150 -100 -50 j: 50 100 150 200
§ o \\—/ / » ¢ (MPa)

-150 G T // 60

200 Temps (s) 8o

Figure IV. 1 : Exemple d’un chargement alterné en traction-torsion combinée
sans déphasage, ¢=0°, 6*"=150 MPa, t'=70 MPa durant un cycle

= 0 o T(MPa) —
a 150 60
2w //\\ /x/ /)
- 2
£ o\ e A /
é <0 0,02 O,}\\ 0,06 }Bﬁ/ /é,l -200 -150 /—100 -50 N 50 /&J 150 200
:; -100 / / 40 // o (MPa)
g -150 - . \/ (\‘—/A(

200 Temps (s) 0

Figure IV. 2 : Exemple d’un chargement alterné en traction-torsion combinée
déphasée, p=45°, 6'=150 MPa, T"=70 MPa durant un cycle
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200 0t (MPa)
g 150 /\ //”’:n_ _\\\
o 100 40
=4 N\ / o A
/N N\ e [ . \
g ., 0,02 \3,04 \0,06/ 0,08 /0,1 -200 4&0 100 S0 50 100 1)&3 200
37100 \)< / \ 40 /GlMPal
g‘ 150 -0 —7T \/ \\:\__//

-200 0
Temps (s)

Figure IV. 3 : Exemple d’un chargement alterné en traction-torsion combinée
en opposition de phase, 9=90°, 6*"=150 MPa, t*'=70 MPa durant un cycle

Ces figures décrivent I’évolution de la contrainte de traction et celle de torsion lors d’un
chargement cyclique combiné. Nous savons que lors d’un chargement combiné de traction-
torsion, le déphasage joue un rdle dans le changement de la direction des contraintes
principales au cours du chargement et modifie donc les valeurs maximales de la contrainte
normale et de la contrainte de cisaillement qui sont les parametres de base qui influencent

directement I’amorgage et la propagation de fissure en fatigue multiaxiale [131].

Pour étudier I’effet du déphasage lors d’un chargement de traction-torsion combinée, nous
avons analysé chaque cas décrit dans les figures (IV.1, V.2 et IV.3) du point de vue de la
contrainte de cisaillement agissant sur un plan matériel particulier : celui sur lequel la
contrainte de cisaillement est maximale [132]. Ce choix est justifié par le fait que la plupart
des auteurs des criteres de fatigue consideérent cette contrainte comme principale force motrice

de ’amorcage des fissures de fatigue.

Considérons donc un plan D repéré par un angle alpha entre la normale au plan et 1’axe
longitudinal de 1’éprouvette et faisons 1I’hypothése que la normale au plan matériel, la
direction du cisaillement de ce plan et I’axe longitudinal de 1’éprouvette soient coplanaires

(figure 1V .4).

110



4EME PARTIE : FATIGUE MULTIAXIALE

Z
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Figure 1V. 4 : Définition des contraintes de cisaillement et normale dans plan D

Tns €t o, Sont respectivement, les contraintes de cisaillement et normale sur le plan D.

Les résultats pour les trois angles de déphasage (0°, 45° et 90°) et pour les deux combinaisons
de chargement (6*"=150 MPa et ©'=70 MPa) et (c*'=40 MPa et t*'=110 MPa) sont montrés

dans la figure IV.5. Les deux combinaisons sont caractérisées par leur rapport d’amplitude de

alt
contraintes A (}\:ﬁ) respectivement égaux a 0,47 et 2,75.
120
é A A
100
] [
[y ]
S 80 =
= ]
e’ i
2 60 -
l.a
8 40
E i
0 L B at=]150 MPa, 13t=70 MPa
a alt—= alt—
E‘ o3t=40 MPa, t3=110 MPa 0 ()
o+——F—Fttt+—t+——7—7—
0 20 40 60 80 100

Figure V. 5 : Evolution de la contrainte maximale de cisaillement dans le plan D
en fonction du déphasage pour A=2.75 et 0.47
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Pour le rapport d’amplitude de contraintes 2.75 dans lequel la contrainte de cisaillement est
plus grande que celle de la traction, la contrainte maximale de cisaillement dans le plan D
¢volue peu, quel que soit I’angle de déphasage. Par contre, pour un rapport de 0.47, le
déphasage réduit la valeur de la contrainte maximale de cisaillement. D’aprés ces résultats,
nous nous attendons donc a une durée de vie croissante en augmentant 1’angle de déphasage
pour la combinaison ou la participation de la contrainte de traction est plus importante que

celle de la torsion et une durée de vie similaire dans le cas contraire.

Pour I’alliage 2618, la figure IV.6 décrit I’évolution de la durée de vie en fonction de ’angle

de déphasage pour des chargements bi-axiaux a méme niveau de contrainte alternée

équivalente de von Mises (ot = v/ oolt® + 37alt") pour les deux rapports d’amplitude de

contrainte A (0,47 et 2,75) ; suivant les deux axes de sollicitation, le chargement est purement

alterné.
90 - ~ A
1 o)
80 -
70 1
60 -
50
10 +& A=2.75, =0°
30 O A=2.75, =90°
20 | ® 2A=0.47,¢=0°
o O 2047, g=a5°
04T, gm0 | N,
1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7

Figure IV. 6 : Effet du déphasage et du rapport d’amplitude de contrainte
en tension-torsion combinées sur éprouvettes usinées (R,=R.= -1) & 0%}{=193 MPa

Si nous n’avons pas pu définir expérimentalement 1’orientation du plan critique sur lequel
I’amorcage des fissures s’est produit, nous avons constaté qu’a méme contrainte équivalente

alternée :

- la durée de vie en fatigue dépend du rapport d’amplitude de contrainte : plus le rapport
est élevé plus la durée de vie est elevée; cela veut dire que la traction participe plus a la

réduction de la durée de vie que la torsion ;
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- La durée de vie ne semble pas sensible au déphasage, et ce, quel que soit le rapport
d’amplitude de contrainte ; cela n’est pas conforme au constat de la figure IV.5 sur
I’amélioration de la durée de vie avec le déphasage pour le rapport A = 0.47 et conforme

pour le rapport A =2.75.

La figure IV.7 montre les résultats obtenus sous le méme rapport d’amplitude de contrainte A
(0.47) et la méme combinaison de chargement (6*'=150 MPa et ©*"=70 MPa) mais avec une
contrainte moyenne positive en traction (R,=0.1) ou en torsion (R, =0.1). Il apparait qu’une
contrainte moyenne positive en traction réduit considérablement la tenue en fatigue (en
comparant le losange vide au rond vide) par rapport a I’effet d’une contrainte moyenne
positive de cisaillement (en comparant le losange plein au rond plein) en considérant d’aprés
les résultats précédents que le déphasage n’a a priori pas d’effet sur la durée de vie en
fatigue. Nous retrouvons ici I’influence de la contrainte moyenne de torsion que nous avions
pu constater sous chargement uniaxial de torsion. Mais en comparant cette diminution de la
durée de vie avec la diminution également observée lorsqu’une contrainte moyenne de
cisaillement est mise en place (losange plein vs rond plein), nous pouvons conclure qu’une
contrainte moyenne en traction est plus néfaste qu’une contrainte moyenne en torsion dans un

chargement combiné de traction-torsion.

90 | O ©
20 ] ¢(°)
70
60
50
40 -
1 @ Ro=-1, R=1, @=0°
30 -
| ® Ro=1, R=0.1, ¢=0°
20 70 Re=1, R=1, ¢=90°
10 i_O Rs=0.1, R=-1, ¢=90°
o @ N
1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7

Figure IV. 7 : Effet du déphasage en traction-torsion combinés avec une contrainte moyenne
positive en traction ou en torsion (6*"'=150 MPa, T*"=70MPa)

L’ analyse fractographique des faciés de rupture des éprouvettes testées en traction-torsion n’a
pas permis malheureusement de déterminer les mécanismes d’amorcage dans ce cas de

chargement a cause du matage di au chargement de torsion. Par contre, nous avons pu
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déterminer le nombre de sites d’amorcage de fissures. Comme en fatigue uniaxiale, les sites

d’amorcage sont uniques comme le montre dans la figure IV 8.

Site tl';mmrcaucO

057_0118 NM D10.2 x30 2mm

Figure 1V. 8 : Faciés de rupture d’une éprouvette brute d’usinage testée
en traction-torsion combinées : 6*'=150 MPa, T'=70 MPa, ¢=0°, R,=-1 et R.= 0.1

1V.2.2. Cas des éprouvettes colmatées

Les essais en traction-torsion alternées sur les éprouvettes ayant subi le processus
d’anodisation complet ont été réalisés en phase sous deux rapports d’amplitude de contrainte
(A=0.47 et 2.75) sur les éprouvettes ayant subi le processus d’anodisation complet. Le tableau

IV.2 récapitule les résultats obtenus.

Traction Torsion
0_Zzalt Rc Tezalt Rr ¢ (o) A Nf
40 -1 110 -1 0 2,75 6,82.10°
150 -1 70 -1 0 0,47 1,34.10°
150 -1 70 -1 0 0,47 1,23.10°

Tableau IV. 2 ; Résultats des essais en tension-torsion combinée
sur éprouvettes anodisées-colmatées

La figure 1VV.9 montre les résultats obtenus pour la méme contrainte alternée équivalente de
von Mises et les deux rapports d’amplitude de contrainte (0.47 et 2.75) et pour I’état de

surface traité, en comparaison avec 1’état de surface usiné.

Comme déja observé en fatigue uniaxiale, 1’anodisation impacte la tenue en fatigue de
I’alliage. Cependant, il semble que la sollicitation en torsion superposée a la sollicitation de
traction n’aggrave pas cet impact négatif de ’anodisation (figure 1V.9) : ’abattement de la

durée de vie en traction pure (ondulée) a o4t égale a 150 MPa est estimé a 40% et celui en
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traction-torsion a 50% pour le méme niveau de contrainte axiale alternée. Ceci va dans le sens
de ce qui a été observe lors des essais en torsion cyclique sur éprouvettes colmatées : aucun
abattement de durée de vie n’a pu étre décelé. Et par ailleurs, nous avions pu constater qu’en
traction uniaxiale, I’abattement était d’autant plus important que le niveau de contrainte

diminuait, constat correspondant au 10% d’écarts observé ici entre les deux cas de

chargement.
180 -
| o3t(MPa)
170 -
160 +——— — 50%
] 38% ’
i <—— <
150 - So—& {HH |
140 -
| @ talt=0 4703 Etatusiné
130 E_EI Tat=0.4704, Etat colmaté
] T1at=0, Etatusiné
1 1ét=(, Etat colmaté N;
120 . — . ——— . ————
1.E+4 1.E45 1.E+6 1.E+7

Figure IV. 9 : Abattement de la durée de vie en traction pure et en
traction-torsion combinées sous la méme contrainte axiale alternée

Par ailleurs, comme pour 1’état usiné, nous pouvons constater sur la figure 1VV.10 que pour la
méme contrainte alternée équivalente de von Mises, la durée de vie en fatigue dépend du
rapport d’amplitude de contrainte. Plus le rapport est élevé plus la durée de vie est élevée; cela
veut dire que la participation de traction est plus importante dans la réduction de la durée de
vie que la torsion dans le cas des éprouvettes colmatées. Cela va bien dans le sens de ce qui

avait déja été observé pour les éprouvettes simplement usinées.
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160 -
1 o2t(MPa) a0 [ ]
140 -
120 1
100 -
80 -
60 -
20 | B galt=0 47 o4t Etatusiné A
10 13=0.47 o, Etatcolmaté
20 - 1at=2.75 gdt, Etat usiné
0 ] 1it=2.75 odt, Etat colmaté . N;
1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7

Figure IV. 10 : Effet du rapport de I’amplitude de contrainte
sur éprouvettes colmatées

IV.3. Résultats en traction-pression interne

Les résultats obtenus en traction-pression interne en phase sur les éprouvettes usinées et

colmatées sont consignés dans le tableau IV.3 et présentés dans la figure IV.11.

Traction Pression interne N¢
Etat Combnaison o R, 600> (Re) Rep Cycles
Usiné 1 100 0,1 20,83 0,1 1,33.10°
Usiné 2 90 0,1 18,75 0,1 2,58.10°
Usiné 3 70 0,1 14,58 0,1 3,94.10°
Colmaté 1 100 0,1 20,83 0,1 5,09.10*
Colmaté 2 90 0,1 18,75 0,1 7,3.10°
Colmaté 3 70 0,1 14,58 0,1 5,2.10*

Tableau 1V. 3 : Résultats des essais en traction-pression interne combinées
sur éprouvettes usinées et colmatées
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1E+7 —
1 N¢
1E+6 -
] m
] [ |
1E45 - L
] O O
1E+4 -
1 M Etatusiné
1 o & .. L.
1 Etat colmaté Combinaison d'essai
1.643 : : : |
1 2 3

Figure IV. 11 : Résultats des essais de traction-pression interne

L’anodisation a un effet néfaste sur la tenue en fatigue sous chargement de traction-pression
interne. L’effet sur la durée de vie évolue en fonction des contraintes appliquées et comme
pour les chargements de traction axiale pure, plus la contrainte est élevée moins ’effet est
important. Pour la combinaison numéro 1 qui représente le niveau de contrainte le plus éleve,
cet abattement calculé est de 61 %, pour la combinaison numéro 2, I’abattement est de 71% et
pour la derniere combinaison correspondant a la plus faible charge, 1’abattement est de 86%.
Nous sommes bien au-dessus du niveau d’abattement quantifié en traction uniaxiale et nous

sommes tentés de dire que les effets (suivant chaque axe), se cumulent.

Les observations en microscopie électronique a balayage des facies de rupture des éprouvettes
usinées testées en traction-pression interne sont reproduites dans les figures 1V.12 et 1V.13.

Particules intermétalliques

1‘ \\

NM D11.1x1.0k 100 pm

Plp01_0244 NMMD11.1 x100 1mm PIp01_0260

Figure IV. 12 : Zone d’amorcage d’une éprouvette usinée,
6,,""=90 MPa et 6y""=18,75 MPa
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Particules intermétalliques

=

NM D6.3 x1.0k 100 um

PIp02_0311 NM D6.3 x100 1mm PIp02_A_0324

Figure 1V. 13 : Zone d’amorgage d’une éprouvette usinée,
6,,""=100 MPa et 6y,""=20,83 MPa

Comme pour les éprouvettes usinées testées en traction uniaxiale, les fissures s’amorcent a
partir d’une particule intermétallique AlgFeNi (figures 1V.12 et 1V.13) ou d’un amas de
particules situé en surface extérieure et le site d’amorgage est unique. La figure 1V.14 qui
représente les deux surfaces de rupture de la méme éprouvette montre la rupture des particules

intermétalliques se trouvant dans le site d’amorgage et au-dela.

NM D11.1x1.0k 100 um PIp01_0283 NM D125x1.0k 100 um

PIp01_0260

Figure IV. 14 : Les deux faciés de ruPture d’une éprouvette usinée,
6,,""=90 MPa et 6y,"'=18,75 MPa

Pour les éprouvettes colmatées, 1’analyse des facies de rupture est illustrée par les figures
V.15 et IV.16.
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NMMD6.3 x40 2mm

PC04_L2_0401 NMMD5.9 x40 2mm PCO04_L2_0396

Figure 1V. 15 : Multi-sites d’amorgage de fissures d’une éprouvette colmatée,
6,,""=90 MPa et 6y""=18,75 MPa

PCO04_L2_B_0370 NM D6.0 x1.0k 100um PC04_L2 D_0393 NM D6.3 x1.0k 100 um

PC04_L2_G_0411 NM D59 x10k 100um PCO4_L2_G_0438 NM D4.6 x500 200 um

Figure IV. 16 : Zones d’amorcage de fissures a partir de la couche d’oxyde
d’une éprouvette colmatée, 6,,°'=90 MPa et 65" =18,75 MPa

Des observations similaires ont été faites sur les autres éprouvettes : elles ont mis en évidence

que pour tous les chargements, I’amorcage a eu lieu en surface extérieure suite a la fissuration
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de la couche d’oxyde et que les zones d’amorgage sont multiples. L’amorcage en surface
externe de 1’éprouvette tubulaire plutoét qu’en surface interne comme ce qui a été observé pour
la pression interne pure peut étre expliqué par la prédominance de la contrainte de traction
dans les chargements combinés de traction-pression interne mis en ceuvre (le rapport de
contrainte entre la direction axiale et la direction circonférentielle vaut 4,8). Par ailleurs, les
mécanismes semblent en effet plus proches de ceux de la traction pure (multi-sites, fissuration
de la couche) que ceux observés lors d’un chargement de pression interne seul (amorgage

impliquant des particules).

IV.4. Résultats en torsion-pression interne

Les résultats des essais en torsion-pression interne en phase sur des éprouvettes usinées et

colmatées sont montrés dans le tableau 1V.4 et la figure 1V.17.

Torsion Pression Interne N¢
Etat Combinaison To, R, R GH) Rop Cycles
Usiné 1 90 0,1 18,75 0,1 1,95.10°
Usiné 2 69 0,1 14,4 0,1 1,467.10°
Colmaté 1 90 0,1 18,75 0,1 8,88.10°
Colmaté 2 69 0,1 14,4 0,1 1,23.10°

Tableau IV. 4 : Résultats des essais en torsion-pression interne combinés
sur éprouvettes usinées et colmatées

Un effet néfaste du traitement de surface a également été observé dans ce cas de chargement
(figure 1V.17).

1.E+7 E
N
1.E+6 E !

Om

1E+5 5

1E+4 5

1E+3 3

1.E+2 = ® Etatusiné

=) 4 - .
Etat colmaté Combinaison d'essai

1.E+1 ] f . . !
1 2

Figure IV. 17 : Résultats des essais de torsion-pression interne

Pour la premicre combinaison, 1’abattement de la durée de vie est de 54% et de 15% pour la

deuxiéme combinaison qui correspond aux faibles chargements. L’effet du traitement de
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surface semble donc moins marqué que dans le cas de la traction-pression interne. La encore,
ces constats sont cohérents avec ce que nous avons pu observer en torsion uniaxiale alternée
(absence d’effet) et le niveau de contrainte circonférentielle (le rapport entre contrainte
alternée de cisaillement et contrainte circonférentielle alternée valant 4,8).

L’observation des surfaces de rupture des éprouvettes usinées a permis de constater que les
sites d’amorgage sont uniques et que les amorgages ont toujours eu lieu en surface extérieure,
ce qui est normal : le gradient de la contrainte de torsion I’emporte largement sur celui de la
pression interne. Par ailleurs, nous avons identifié les particules intermétalliques AlgFeNi

comme étant a 1’origine des amorgages. Comme lors des essais en torsion, les faciés sont

malheureusement abimés et montrent des marques d’abrasion qui rendent I’analyse difficile

(figure 1V.18).

2mm PI31p_0145 X500 200 pm

Pi31p_0135

Figure V. 18 : Zone d’amorcage d’une éprouvette usinée,
15,""=69 MPa et 64y"'=14,4 MPa

L’observation des surfaces de rupture des éprouvettes colmatées a permis d’identifier la

fissuration de la couche d’oxyde comme étant a 1’origine des fissures de fatigue (figures
V.19, IV.20 et IV.21).
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Particules intermétalliques

C03_L2_G_0624 NM D123 x1.5k  50um CO3_L2_E_0614 D123 x12k 50 um

Figure IV. 19 : Faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
75,"=90 MPa et 645™'=18,75 MPa

CO03-L1p_0026 2019/03/20 09:52 NM D7.6 x1.0k 100 um CO03-D-L1p_0050 NM D75 x1.5k 50 um

Figure IV. 20 : Facies de rupture d’une éprouvette colmatée,
15,"'=69 MPa et 6y5""'=14,4 MPa

Su.bstrat

»

C03-L1p_0058 NM D6.1 x1.0k 100 um CO03-L1p_0062 ' NM D6.1 x2.0k 30 um

Figure IV. 21 : Vue depuis 1’extérieur d’un faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
1,""=69 MPa et 649"'=14,4 MPa

122



4EME PARTIE : FATIGUE MULTIAXIALE

L’observation microscopique de la couche d’oxyde montre des fissures secondaires orientées

a 45° par rapport a I’axe longitudinal des éprouvettes cylindriques. Ces fissures sont localisées

a une distance proche des faciés de rupture (figure 1V.22). Au niveau des facies de rupture,

ces fissures secondaires se propagent dans le substrat sur quelques centaines de microns
(figure 1V.23).

2019/03/05 13:10 NMMD8.9 x250 300 pm

C03_L2_0630 2019/03/05 13:13 NMMDS.6 x300 300 pm

C03_L2_0628

Figure IV. 22 : Fissuration a 45° de la couche d’oxyde d’une éprouvette colmatée,
1,,"'=90 MPa et 64,™'=18,75 MPa

;
}

C03_L2_C_0588

LR Fos Sal g R

NMMD9.4 x600 100 um |C03_L2_C_0593 NM D9.4 x1.0k 100 um

Figure IV. 23 : Exemple de fissure secondaire d’une éprouvette colmatée,
15,""=90 MPa et 64,"'=18,75 MPa

IV.5. Résultats en traction-torsion-pression interne

Nous poursuivons la méme démarche d’analyse mais cette fois-ci avec un chargement de

traction-torsion-pression interne en phase.

Les résultats obtenus sur éprouvettes usinées sont consignés dans le tableau 1V.5. Le cycle de

contrainte circonférentielle (pression interne) est sous le rapport de contrainte de 0.1 ; sur les
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deux autres axes de sollicitations, le rapport de contrainte vaut -1 ou 0.1. Par ailleurs aucun

déphasage n’a ét¢ introduit entre les directions de sollicitations.

Traction Torsion P. interne N¢ Amélioration
de N+
0" R, To R« 00" (Re) R,p | Cycles
100 0,1 100 0,1 20,83 0,1 1,94.10° | Référence
100 -1 100 0,1 20,83 0,1 3,8.10° 95 %
100 0,1 100 -1 20,83 0,1 3,17.10° 63%

Tableau 1V. 5 : Résultats des essais en traction-torsion-pression interne combinées
sur éprouvettes usinées sous différents rapports de contrainte (0.1 et -1)

Nous retrouvons naturellement les effets précédemment observés sous chargements uniaxiaux
de traction axiale ou de torsion : la durée de vie est affectée par la présence d’une contrainte

moyenne de traction ou de cisaillement.

Les résultats des essais sur éprouvettes anodisées-colmatées sont retranscrits dans le tableau
IV.6 et illustrés par la figure 1V.24.

Traction Torsion | P.interne N;

Etat Combinaison 0 To 000" (Re) Cycles
Usiné 1 100 100 20,83 1,94.10*
Usiné 2 69 69 14,4 1,14.10°
Usiné 3 50 50 10,4 >10° (sans rupture)

Colmaté 1 100 100 20,83 1,58.104
Colmaté 1 100 100 20,83 1,11.10°
Colmaté 2 69 69 14,4 5,05.10*
Colmaté 2 69 69 14,4 4,7.10°

Tableau V. 6 : Résultats des essais combinés en traction-torsion-pression interne
sur éprouvettes usinées et éprouvettes colmatées

1E+7 -
1 N¢
1.E+6 -
1.E+5 - |
] ]
1.E+4 : E
B  Etatusiné
[ 4 - . .
Etat colmaté Combinaison d'essai
1.E43 | | |
1 2

Figure IV. 24 : Résultats des essais de traction-torsion-pression interne
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Nous pouvons observer que le traitement de surface réduit la durée de vie : pour les charges
¢levées, ’abattement est estimé en moyenne a 30 % et a 56 % pour les faibles charges ; ces
abattements sont en accords avec ceux qui ont été observés dans les autres cas de chargement

précédemment présentés.

Les observations des faciés de rupture des éprouvettes faites par microscope électronique a

balayage sont reproduites dans les figures 1V.25, V.26 et 1V.27.

Particule intermétallique

PI08_0171

” &
MAG 3800 x._HV: 20°0 KV4WD: 28.7 mm

Figure IV. 25 : Origine d’amorgage d’une éprouvette usinée,
6,,=100 MPa, 1,""=100 MPa et 64,""'=20,83 MPa

Pour les éprouvettes usinées, nous retrouvons les mémes mécanismes d’amorcage que lors des

chargements en tractionou en torsion pure: un seul site d’amorgage sur particule

intermétallique.

NMMD10.0 x400 200 pum

PICp01-0035 NM D11.9x1.0k 100 um PICp01-D-0044

Figure IV. 26 : Zones d’amorgage d’une éprouvette colmatée,
6,,""=100 MPa, 1,""=100 MPa et 549™'=20,83 MPa
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Cp01-Lot2-0051 NMMD17.5x800 100 um CpO1-Lot2-0058 NMMD17.5 x250 300 um

Figure IV. 27 : Faciés de rupture d’une éprouvette colmatée,
6,,""=69 MPa, 1,,'=69 MPa et 6y""=14,4 MPa

Pour les éprouvettes anodisés-colmatées, I’amorcage a eu lieu en surface a partir de la
fissuration de la couche d’oxyde comme pour le cas des éprouvettes colmatées testées en
traction pure. En outre, des fissures secondaires se sont développées dans la couche suivant un
angle de 45° par rapport aux stries d’usinage ; ces fissures secondaires se sont propagées dans
le substrat comme dans le cas d’un chargement de torsion-pression interne combinées (figure
IV.27).

IV.6. Analyse fractographique a I’échelle macroscopique

Les trajets des fissurations des éprouvettes testées sous les différents chargements multiaxiaux
a I’état usiné et a 1’état colmaté ont été analysés. Nous n’avons pas pu établir un lien entre la
nature du chargement et le sens du trajet de fissuration ; la figure 1V.28 illustre le trajet de
fissuration autour du site d’amorgage pour deux chargements de traction-torsion Sous
différentes valeurs de A (A =0.47 et 2.75). En revanche, pour les essais uniaxiaux, le plan de
propagation de fissures a 1’échelle macroscopique est orienté respectivement a 45° et 0° en

traction et en torsion.
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Figure IV. 28 : Trajet de fissuration de deux éprouvettes testées en traction-torsion
sous les mémes rapports de contrainte, a) A =2.75, b) a) A =0.47

IVV.7. Conclusions

Les résultats obtenus sous chargement multiaxial pour les éprouvettes usinées ont montré
que, dans tous les cas de chargements, une fissure unique s’amorgait a partir d’une particule
intermétallique AlgFeNi confirmant ainsi le rdle essentiel de ces particules en 1’absence d’un
traitement d’anodisation. D’autre part, les effets des contraintes moyennes de traction et de
torsion ont été confirmés. Sous chargement bi-axial de traction-torsion, les quelques essais
réalisés en conditions de déphasage indiquent que 1’alliage 2618-T851 serait peu sensible au
déphasage mais ces premicres conclusions nécessiteraient d’étre confirmées (ou infirmées)
par de nouveaux essais. Par ailleurs, toujours sous chargement bi-axial de traction-torsion,
nous avons pu mettre ne évidence I’importance du rapport d’amplitude, i.e. le ratio entre la
contrainte alternée de cisaillement et la contrainte alternée axiale : 8 méme contrainte alternée
équivalente, plus ce rapport est élevé, plus la durée de vie augmente, traduisant I’influence

prépondérante de la contrainte axiale sur I’endommagement en fatigue.

Pour les éprouvettes usinées-anodisées-colmatées, les essais ont permis de confirmer 1’effet
néfaste du traitement de surface sur la tenue en fatigue et ce quel que soit le type de
chargement avec cependant une nuance concernant I’interaction cisaillement-anodisation :
comme pour le chargement de torsion pure, I’anodisation n’aggrave pas I’abattement de durée
de vie observée pour les autres directions de sollicitations lorsqu‘elles sont combinées avec la
torsion. Par ailleurs, nous avons constaté, contrairement au cas des éprouvettes usinées et
conformément a ce que nous avions observé pour les éprouvettes colmatées soumises a des
chargements uniaxiaux, plusieurs sites d’amorgage correspondant a la fissuration de la couche

anodique. Nous pensons que ces fissures agissent comme des concentrateurs de contrainte au
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niveau de I’interface avec le substrat, concentrateurs nettement plus séveres que les particules

intermétalliques, et favorisent la formation de fissures de fatigue dans celui-ci.

Aprés cette étude relativement exhaustive de I’alliage 2618-T851 en fatigue uniaxiale et
multiaxiale, il est 1égitime de se demander si les modéles de prévision de la durée de vie que
nous avons présélectionnés pourront prédire la durée de vie de I’alliage. C’est ce que nous

allons traiter dans le chapitre V.

*kkkk*k
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V.1. Introduction

Dans de nombreux secteurs industriels et notamment le secteur aéronautique, les problémes
de fatigue concernent principalement les domaines de 1’endurance limitée et illimitée,
classiquement dénommée HCF (High cycle fatigue). Les structures aéronautiques sont
souvent soumises a des états de contrainte multiaxiale. Cela peut provenir de plusieurs
facteurs :

- les chargements appliqués,

- les concentrations de contrainte méme si le chargement est uniaxial,

- et/ou la présence de contraintes résiduelles.

L’objectif des modeles de fatigue est de prédire la durée de vie d’une piéce ou d’un élément
de structure soumis a des chargements d’intensité et/ou de direction variable dans le temps,
voire des sollicitations multiaxiales aléatoires. Pour traduire le chargement appliqué, certains
critéres, issus des études en fatigue oligocyclique, utilisent les déformations ; d’autre, la
plupart, issus des études en fatigue a tres grand nombre de cycles, utilisent les contraintes. Les
criteres énergétiques utilisent quant a eux contraintes et déformations associées.

Signalons que la plupart des modeles bases sur les contraintes ne font intervenir que des
paramétres liés a I’effet de la contrainte normale ou la pression hydrostatique par exemple
(donc avec prise en compte de I’effet de la contrainte moyenne de traction) et un terme lié
uniquement a ’amplitude de cisaillement et qui n’intégre donc pas d’effet de la contrainte
moyenne de cisaillement.

I existe un trés grand nombre de modeles, de formulation et d’application plus ou moins
aisée, capables de traduire plus ou moins bien un certain nombre d’effets mais, quoi qu’il en
soit, aucun ne peut prétendre a un rdle universel du fait de la diversité des comportements en
fatigue des alliages métalliques, notamment du fait de la multiplicité des microstructures.
Nous avons sélectionné, d’aprés la littérature, quatre critéres de fatigue multiaxiale : les
criteres de Fatemi-Socie*, de Dang-Van, de Morel*, de Findley*, de Crossland et de Kluger*
et nous les avons confrontés aux résultats expérimentaux obtenus pour ’alliage 2618-T851
non anodisé ; seuls les critéres marqués d’un astérisque sont présentés dans ce chapitre. Nous
avons par ailleurs développe notre propre critére que nous présenterons en fin de chapitre.
Nous rappelons que notre étude porte uniquement sur la fatigue a grand nombre de cycles
sous des chargements sinusoidaux aux amplitudes constantes.

Enfin, nous précisons que nous n’avons pas appliqué cette démarche pour confronter les

résultats obtenus pour 1’alliage anodise-colmaté. Mais d’un autre coté, 1’usage des critéres
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identifiés a partir des résultats sur état usiné peut s’avérer hasardeux si I’on souhaite faire des
prévisions pour 1’état anodisé : en effet, nous rappelons que les mécanismes d’amorgage ne
sont pas identiques et dans ces conditions, la phase d’amorgage pourrait étre mal traduite,

conduisant a des prévisions erronées.

V.2. Critére de comparaison

Le critere de comparaison que nous avons utilisé dans cette étude est basé sur une analyse
statistique de la dispersion autour de la ligne pour la quelle Nca=Nex, [133]. Le critére est base
sur le calcul de la dispersion ; cette analyse implique la détermination de la dispersion

moyenne notée E, décrite par la relation suivante (équations V.1 et V.2) :

1
Ep =~ 30 E; (V.1)
N Nical
Ou E; = logr (V.2)
i,exp

Le coefficient de dispersion est calculé selon I’équation V.3.

Z;L (Ei_Em)2
Ecoeff = 1/# (V.3)

Ou n représente le nombre d’échantillons.

La bande de dispersion totale s’écrit donc comme suit (équation V.4) :

2 2
Epop = 10N ™" Fe0els (V.4)

Une cohérence idéale des résultats est décrite par une moyenne de dispersion E,=0. Les
résultats de prévision sont distribués dans la zone non sécurisée pour une dispersion moyenne

Em<0 et dans la zone sécurisée pour En>O0.

Par la suite, les résultats fournis par les différents modeles seront représentés sous forme d’un
graphe Nexp-Nca illustré par la figure V.1 : la médiane correspond a une parfaite corrélation ;
une bande de dispersion de 3, valeur classiquement utilisée dans la littérature, est délimitée
par les lignes en pointillées ; les valeurs de Er, et Eq Sont rappelées en encart en haut a gauche

du graphe.
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Figure V. 1 : Graphe de comparaison entre durées de vie expérimentales
et calculées par un modéle

V.3. Les modéles de prévision étudiés

V.3.1. Modele de Fatemi-Socie
V.3.1.1. Formulation du modeéle

Le modéle de Fatemi et Socie est parmi les modéles les plus utilisés en fatigue multiaxiale. Le
paramétre d’endommagement est basé sur le maximum de I’amplitude de la déformation de

cisaillement (A y™* /2) influencée par le maximum de la contrainte normale (o;7***).

Le choix de ces grandeurs est justifié par les considérations suivantes : Les fissures sont
généralement de forme irréguliere au niveau microscopique. Durant un chargement de
cisaillement cyclique (figure V.2-a), les forces de frottement entre les levres de la fissure ont
tendance a réduire la force motrice du fond de fissure et étre responsable d’une réduction de la
vitesse de propagation. Par contre, une contrainte de traction perpendiculaire au plan de la
fissure a tendance a séparer les surfaces de la fissure et, par conséquent, a réduire les forces de
frottement (figure V.2-b). Cela augmente la force motrice du fond de fissure et aussi la vitesse
de propagation. [134, 135].
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Figure V. 2 : Schéma représentant le comportement d’une fissure
durant un chargement cyclique [135]

Le modele de Fatemi-Socie est exprimé de la fagon suivante (équation V.5) :

max

AY

i W /
(1 +kZ ) = LNP® + ypNg° (V.5)

Oy

T, et y; sont respectivement le coefficient de résistance et de ductilité a la fatigue en

cisaillement et G le module d’¢élasticité transversal ; by et ¢y sont respectivement 1’exposant de

résistance et de ductilité a la fatigue en cisaillement.

Fatemi et Socie définissent le plan critique comme étant le plan dans lequel la contrainte

alternée de cisaillement est maximale.
La contrainte normale maximale est normée par la limite d'élasticité du matériau (cy).

k est un parameétre caractéristique du matériau qui dépend du nombre de cycles a rupture : il
représente le coefficient de sensibilité a la contrainte normale. Sa valeur doit étre déterminée a
partir de courbes de fatigue en traction et en torsion. Si elle est déterminée a partir d’une seule
courbe de traction ou de torsion pure (par manque de données expérimentales), les auteurs
suggerent de considérer une valeur constante, choisie a 1 comme premiére approximation
[134, 135] ; dans le cas ou elle est déterminée comme prévu a partir des courbes de traction et
de torsion, sa valeur reste dépendante de N¢ (équation V.6).

!
T
LwvpPoryiivpee 20,

(Np)b

k=[ 1=

!
g g
A+v) LWL ++uperpe S

(V.6)
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s et g sont respectivement le coefficient de la resistance et de la ductilité a la fatigue en

traction ; b et ¢ sont respectivement 1’exposant de la résistance et de la ductilité a la fatigue en

traction, ve et v, sont respectivement le coefficient de Poisson élastique et plastique (vp=0.5).

V.3.1.2. Identification des parameétres du modele

Comme nous ne disposons pas de la courbe expérimentale en traction purement alternée (Ro=-
1), les paramétres du second terme de 1’équation V.5 ont été déterminés a partir des courbes
obtenues en traction alternée (R,=-2) et en torsion purement alternée (R.=-1). Cela ne devrait
normalement pas avoir d’effet sur la qualité de nos résultats puisque le modéle de Fatemi-
Socie est censé prendre en compte ’effet de la contrainte moyenne normale au travers de la

contrainte normale maximale qui inclut la contrainte moyenne (équation V.7), puisque:
onax = galt 4 gy (V.7)
Pour un chargement en torsion (R.=-1) et un chargement de traction (Rs=-2) :

le modéle s’écrit :

en torsion : %max = %f (Nf)™0+ y]L(Nf)CO (V.8)

en traction : 25— (1 + k 22—) =L (N)™+ y(Np)™=
2 Oy G

Aylmax

2

(V.9)

Les constantes du matériau dans le second terme de 1’équation V.5 (zf et o) ont été

déterminées par lissage de la courbe de torsion purement alternée (figure V.3), leurs valeurs
sont données dans le tableau V.1.
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Figure V. 3 : Courbe de torsion exprimée dans une échelle log-log et utilisée pour
la détermination de 77 et by

R+ T} bO
2618-T851 -1 1035.84 -0.159
Tableau V. 1 : Valeurs de de r]’c et b0

Les constantes du matériau du second terme de 1’équation V.9 (y; et co) représentent la
tendance de ce terme en fonction de Nt dans le domaine de la fatigue oligocyclique, nous ne
disposons pas de points expérimentaux dans ce domaine, nous avons donc considéré le

modéle de Fatemi-Socie sous 1’équation V.10 :

Ay (1 +k "’;—y): 7 (Ng™ (V.10)
Aveck = 21 Ayz;ﬁ? o;{zx (V.11)

V.3.1.3. Résultats de I’identification

La variable k du modeéle évolue en fonction du nombre de cycles comme illustré dans la figure
V.4.
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Figure V. 4 : Evolution de k en fonction de N

Les résultats de 1’identification sont montrés dans la figure V.5.
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Figure V. 5 : Résultats d’identification a partir de la traction -2 et la torsion -1

La dispersion totale (1,4) est principalement due a la dispersion des résultats expérimentaux

des essais en traction alternée.

V.3.2. Modéle de Morel
V.3.2.1. Formulation du modeéle

Le modele de Morel est un critere de prévision de la durée de vie en fatigue a grand nombre
de cycles [136]. Ce critére est basé sur le modéle de Dang-Van [137] et de Papadopoulos qui
supposent que le matéeriau est un ensemble de cristaux parfaits dans lesquels un seul systéeme
de glissement est actif par grain. Le processus d'amorcage d'une fissure est traité comme un

phénoméne mésoscopique a 1’échelle des grains. La déformation plastique cumulée a cette
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échelle mésoscopique est choisie comme étant la variable d'endommagement. Son estimation
nécessite un passage macro-méso (figure V.6) et la localisation du plan ot I’endommagement
est maximal. Ce passage est réalisé¢ a 1’aide des hypothéses de Lin-Taylor (la déformation
totale de la matrice et de 1’inclusion sont les mémes, déformations identiques dans toutes les

phases).

Echelle des grains
Echelle du composant (Mésoscopique)

Figure V. 6 : lllustration du concept de critére de type plan critique méso-macro

L’amorgage a donc lieu dés qu'une valeur critiqgue de la déformation plastique cumulée
mésoscopique est atteinte dans ces grains, orientés de maniere a ce que leurs directions de
glissement coincident avec une direction particuliére du plan critique. Morel emploie ensuite
le concept d’adaptation élastique pour expliquer le non-amorc¢age de fissures de fatigue a des
niveaux de contrainte inférieurs a la limite d’endurance. Cette approche a récemment été

rendue probabiliste via la prise en compte des hétérogénéités structurales [138].

Le modé¢le de Morel s’écrit (équations V.12 et V.13) :

maxg,,(Ts (0,0) + aoy ™) <P (V.12)
Ou T, représente la contrainte proportionnelle a une limite supérieure de la déformation
plastique accumulée et off®* représente le maximum de la contrainte hydrostatique
mésoscopique.

T, est rattachée a un plan physique A dont la normale est repérée par les angles 0 et ¢ (figure
V.7), son calcul nécessite la connaissance de 1’amplitude de la cission résolue macroscopique
T, sur une direction de glissement, orientée par I’angle {r dans ce plan physique A (vecteur m
de la figure V.8).

To(0,0) = <TZ > = [[,7 T2 (0.0,9)dy (V.13)
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Figure V. 7 : Coordonnées sphérique du vecteur n normal au plan A [136]

J Xn

Figure V. 8 : Trajet de la contrainte de cisaillement C agissant sur le plan A
et le trajet correspondant de T actant sur la direction de glissement m [136]

V.3.2.2. Identification des parameétres

Pour le domaine de I’endurance illimitée, les constantes du matériau o et § du modele peuvent
étre déterminées a partir des limites de fatigue de traction purement alternée et de torsion
purement alternée par exemple (équation V.14).
Vm(t_, -1
B=ymtieta= 22 (V.14)
3
Pour I"usage du mod¢le dans le domaine des durées de vie finies, les contraintes deviennent

des fonctions de N¢; dans notre cas, ces fonctions ont été déterminées a partir des valeurs

courbes de fatigue en traction (R.=-2) et en torsion (R=-1) (I’équation V.15).
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calt(N )
VRt (N -—L)
— I _ f
B=+vmt™(Ny) eta = e (V.15)

3

V.3.2.3. Résultats de I’identification

En utilisant donc les courbes expérimentales obtenues en traction (R=-2) et en torsion (R.=-

1), les résultats d’identification sont montrés dans la figure V.9.
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Figure V. 9 : Résultats d’identification a partir de la traction -2 et la torsion -1

Les points sont dispersés autour de la ligne continue, la dispersion des points obtenus en
traction alternée (Rs=-2) est due a la dispersion des résultats obtenus lors des essais de fatigue
expérimentaux. Comparativement a ce que nous avons obtenu pour le critére de Fatemi-Socie,
la répartition autour de la diagonale du nuage de points expérimentaux utilisés pour

I’identification est similaire dans les deux modéles.

V.3.3. Modele de Findley
V.3.3.1. Formulation du modele

Le critere de Findley (1959) [139] est I’'une des premieres théories de type plan critique.
Findley a proposé un parametre d’endommagement sous forme d’une combinaison linéaire de
I’amplitude de contrainte de cisaillement et du maximum de la contrainte normale qui agissent
sur un plan critique. La position de ce plan critique dépend du chargement. Findley définit ce
plan critique, de normale toujours repérée par les angles 6 et Y comme étant le plan ou le
maximum du paramétre d’endommagement est atteint. Le modele de Findley s’écrit de la

facon suivante selon I’équation V.16.

139



SEME PARTIE : PREVISION DE DUREE DE VIE

maxg,w(rgfﬁ + kaé?l,ax) =f (V.16)

ou rgf,f et agy, " sont respectivement la contrainte alternée de cisaillement et la contrainte

normale s’exergant sur le plan critique et k et f sont des parameétres du matériau. La figure

V.10 montre ces contraintes exprimées dans un plan critique de normale n.

Figure V. 10 : Présentation du plan critique et les contraintes correspondantes

k est un parametre représentant la sensibilité du matériau a la contrainte normale. Il peut étre
exprimé en fonction des limites de fatigue en traction et en torsion ; pour les matériaux
ductiles, il peut étre pris comme constant dans 1’intervalle [0.2,0.3] [135,140]. Pour un usage
dans le domaine des durées de vie limitées, les parametres k et f peuvent étre déterminés a
partir de deux courbes de fatigue uniaxiale, soit deux courbes de traction sous différents

rapports de contrainte, soit une courbe en traction et I’autre en torsion.

Le calcul de la contrainte alternée de cisaillement rgf,f dans le plan critique pour un

chargement uniaxial est simple. Cependant, sous un chargement multiaxial, sa définition reste
complexe. Des méthodes sont apparues pour répondre a cette question. Parmi les méthodes

utilisées pour faciliter le calcul de Tgf,f sous un chargement complexe, nous trouvons la

méthode MCC (Minimum Circumscribe Circle) proposée par Dang Van et la méthode MRH
(Maximum Rectangular Hull) introduite par Araujo (2011) [132]. La méthode du cercle
circonscrit présente I’inconvénient de ne pas faire de différence entre un chargement
proportionnel et un chargement non-proportionnel. Dans notre étude, nous avons préféré la
méthode MRH (figure V.11).
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L’idée de la méthode MRH est d’enfermer le trajet de contrainte not¢ ¥ avec une coque
rectangulaire RH (Rectangular Hull) et de trouver le plus grand cadre circonscrit par une
rotation dans un plan A. Les demi-c6tés du cadre, pour une orientation o donnée, peuvent étre
déterminés par la relation suivante (équation V.17) :

(@) = ~[max; (z(at)- min; (ta.b)] ; k=1-2 (V.17)
Ou T, et T, correspondent respectivement a la projection de la contrainte de cisaillement
instantanée sur les vecteurs y' et z' et a est I’orientation du cadre.

T1 = Txryr

T2 = Txrzr

Pour chaque cadre, la contrainte alternée de cisaillement est définie selon 1’équation V.18

comme suit:

(o) =aZ (@ + a3 (@ (V.18)

Figure V. 11 : Schéma de la méthode MRH [124]

V.3.3.2. Identification des parameétres

Comme pour tous les modeles, I’identification des paramétres k et f est faite a partir des

courbes expérimentales de traction alternée (R,=-2) et de torsion purement alternée (R.=-1).

Considérons un plan critique de normale n orienté par rapport a 1’axe longitudinal par un

angle y comme schématisé dans la figure V.10.
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Figure V. 12 : Définition du plan critique repéré par I’angle
On = Tyz(1)SIN(2 P) + 65,(t)cos* () (V.19)
Tns = “Ty(1)C0S(2 ) + - G4(t)sin(2 ) (V.20)

moy _

En torsion purement alternée (t 0), nous avons donc :

W1 rkZ=f (V.21)

De la méme maniére, en traction ondulée (¢"*=0), nous avons :

~ (@™ +o™) (ke VT + kD)= 1 (V.22)
Par ailleurs :
% (6" Y+6™)( k +VI + k2)= "1 + k2 (V.23)

En résolvant 1’équation, k et f peuvent étre exprimés selon les équations V.24 :

gmax

2_—
k= —T ot f= T RZ =1 (Mo (V.24)

S Mmax 2 ) S Max
2\’ Lalt -1 calt -1
La condition dans I’expression de k s’impose ; 6™ (R,=-2)>1*" (R:=-1), les valeurs des

contraintes sont alors exprimées a Ni=108 cycles.

Nous retrouvons k = 0.306 et f = t™'V1 + k2 = 1.045t™"= 1.045¢/(Ny)** = 7/"(Ny)™ avec
(T}=1035.84 MPa et by=-0.159).
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V.3.3.3. Résultats de I’identification

Les résultats d’identification a partir des deux courbes de traction (R.=-2) et de torsion (R.=-

1) sont montrés dans la figure V.13.
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Figure V. 13 : Résultats d’identification a partir de la traction -2
et la torsion -1-Modele de Findley

Nous retrouvons une qualité de caractérisation comparable a celles que nous avons obtenues

pour les modéles de Fatemi-Socie et de Morel, mais avec une dispersion un peu plus marquée

concernant les résultats des essais en torsion.
V.4. Prévisions de durée de vie

V.4.1. Synthése des conditions d’essai en fatigue multiaxiale

Nous avons calculé les durées de vie sous chargement combiné de traction-torsion et de

traction et/ou torsion et pression interne en utilisant les modeles décrits précédemment.

Les cas de chargements uniaxiaux et multiaxiaux mis en ceuvre durant ces travaux, et dont
nous avons présentés les résultats dans les chapitres précédents, sont récapitulés dans le
tableau V.2. Les prévisions de la durée de vie pour chague modele seront donc divisées en
trois familles ; la traction pure ou la torsion pure, la traction-torsion et finalement la traction

et/ou torsion combinée(s) avec la pression interne.
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[Rs, Re, Rop, 9(°)] Sollicitations
[-1, -1, -, O] Traction-Torsion
A=0.47

A=0.57

A=2.03

A=2.75

[-1, -1, -, 45] Traction-Torsion
A=0.47

[-1, -1, -, 90] Traction-Torsion
A=0.47

A=2.75

[-1,0.1, -, 0] Traction-Torsion
A=0.47

[-1,0.1, -, 90] Traction-Torsion
2=0.67

[0.1,-1, -, 90] Traction-Torsion
A=0.47

[0.1,-,0.1,0] Traction-PI
[-,0.1,0.1,0] Torsion-PI
[0.1,0.1,0.1, 0] Traction-Torsion-PlI
[-1,0.1,0.1, 0] Traction-Torsion-PlI
[0.1,-1,0.1, 0] Traction-Torsion-PlI

Tableau V. 2 : Différentes combinaisons de chargement utilisées

V.4.2. Modele de Fatemi-Socie
V.4.2.1. Prévisions pour des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Les résultats de prévision des sollicitations uniaxiales (en traction 0.1 et en torsion 0.1) sont

montrés dans les figures V.14 et V.15.
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Figure V. 14 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction ondulée R,=0.1-Modele de Fatemi-Socie

Bien que situés dans la bande de dispersion 3, les prévisions sont presque systématiquement
non conservatives et nous observons une dérive de la qualité de la prévision : plus le niveau
de chargement baisse, plus la prévision s’¢carte de la médiane. Cependant, nous pouvons

peut-étre considérer que cette dérive stagne a partir de 10° cycles.

1.E+8
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Eior= 2,3
1.E+7
9 1E+6
=
=2
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(]
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1.E+4
<1 x3 .
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1.E+3 *
1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7 1.E+8
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Figure V. 15 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en torsion ondulée R.=0.1-Modele de Fatemi-Socie

Pour la torsion ondulée, la bande de dispersion est égale a 5,3, c’est-a-dire que les prévisions
sont situées en dehors de la bande /3-x3 représentée par les lignes pointillées ; le modéle
surestime les durées de vie. Cet écart n’est pas surprenant car la formulation du modele ne
prend pas en compte 1’effet de la contrainte moyenne de cisaillement et 1’alliage 2618-T851 y

est, nous I’avons constaté, trés sensible.

145



SEME PARTIE : PREVISION DE DUREE DE VIE

V.4.2.2. Prévisions en traction-torsion combinée

Les resultats des prévisions en traction-torsion sont montrés dans la figure V.14. Une part des
écarts observés rejoint ce que nous avons pu observer pour la traction R,=0.1 et pour la
torsion R.=0.1. Seule la traction-torsion purement alternée sort son épingle du jeu: les

prévisions restent « contenues » dans la bande /3-x3.
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Figure V. 16 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion combinées-Modéle de Fatemi-Socie

Commentons dans le détail ces résultats :

e Pour les chargements & contraintes moyennes nulles :

- sans déphasage, tous les points sont situés dans la bande de /3-x3 (points noirs),

- avec déphasage (points rouge et vert), les durées de vie calculées sont supérieures
aux durées de vie expérimentales : le modéle introduit donc un effet bénéfique du
déphasage, or il semble que I’alliage 2618 n’y soit pas sensible.

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en traction :

- sans déphasage (carré bleu), en comparaissant avec le carré noir juste a droite qui
est sous le méme chargement mais avec une contrainte nulle en torsion, le modéle
estime les mémes durées de vie ; le décalage vertical pour faire descendre ce point
sur la limite superieure de la bande correspondait a la prise en compte de la
contrainte  moyenne de cisaillement: nous retrouvons le défaut évoqué
précédemment,

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en torsion :
- avec déphasage (carré gris), en comparaissant avec le carré vert situé dans la zone

(Nca>Nexp), NOus avons remarqué expérimentalement qu’une contrainte moyenne
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positive réduit la durée de vie sous chargement uniaxial et multiaxial, le modele va
dans ce sens, car dans sa formulation, il prend en compte I’effet de la contrainte
moyenne de traction ; le décalage au-dessus de la bande serait alors uniquement di

a I’effet de déphasage qu’introduit le modele.

V.4.2.3. Prévisions pour des chargements multiaxiaux avec pression interne

Pour les chargements intégrant la pression interne, les résultats sont montrés dans la figure
V.17. Clairement, nous observons que le modéle de Fatemi-Socie n’est pas capable de prédire

les durées de vie sous ce type de sollicitations.
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Figure V. 17 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction et/ou torsion et pression interne combinée-Modéle de Fatemi-Socie

Pour la traction-pression interne (points rouges), il est probable que le critére réagisse de la
méme fagon que pour la traction uniaxiale a savoir qu’il présente une faiblesse dans la prise
en compte de la contrainte moyenne de traction; nous pouvons imaginer que cela soit
également le cas dans la direction transverse. Par ailleurs, une éventuelle anisotropie
mécanique peut aussi expliquer une partie du décalage : le critére, comme bien d’autre
d’ailleurs, ne tient pas compte de cette particularit¢ qu’il faudrait cependant controler avant

d’affirmer.

Pour la torsion-pression interne (points noirs), le décalage peut encore une fois étre en partie
attribuée a D’incapacité du modéle a prendre en compte la contrainte moyenne de
cisaillement ; une autre part pourrait étre attribuée a la faiblesse a prendre en compte la

contrainte moyenne dans la direction transverse comme évoqué juste avant.
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Et lorsque les trois composantes sont en place, bien que le critére cumule tous les défauts, les
prévisions sont finalement moins mauvaises (ronds vert, bleu et ) ; ces derniers points
(bleu et ) correspondent a des rapports de contraintes de -1 sur, respectivement, la
traction et la torsion : dans ces cas les défauts signalés du critére relatifs a la prise en compte

d’une contrainte moyenne (respectivement de traction ou de torsion) disparaissent.

V.4.3. Modele de Morel
V.4.3.1. Prévisions pour des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Les résultats des prévisions pour les sollicitations uniaxiales en traction (Rs=0.1) et en torsion
(R<=0.1) sont illustrés par les figures V.18 et V.19.
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Figure V. 18 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction R,=0.1-Modéle de Morel

Pour la traction uniaxiale, il apparait que I’influence de la contrainte moyenne de traction est
trop fortement prise en compte dans le domaine des durées de vie limitées conduisant a une
sous-estimation importante de la durée de vie. Mais a contrario, I’influence de la contrainte
moyenne semble étre bien intégrée pour les tres grandes durées de vie : les 2 points de droite
(a environ 8.10° et 3.107 cycles) se recalent sur la médiane. Rappelons que le critére de Morel,
comme bien d’autres, a été établi pour le domaine de I’endurance illimitée ; il intégre, pour ce
domaine, I’influence de la contrainte moyenne et il est donc logique que les prévisions dans
ce domaine soient satisfaisantes. On peut donc se demander si 1’extension du critére au
domaine de I’endurance limitée est pertinente si I’on utilise les courbes de fatigue classique, a

rupture, qui intégrent et la phase d’amorgage et la phase de propagation.
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Figure V. 19 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en torsion R.=0.1-Modeéle de Morel|

Pour la torsion uniaxiale, les durées de vies fournies par le critére sont clairement
surestimées ; elles coincident avec les prévisions fournies par le modéle de Fatemi-Socie
(figure V.15): et tout comme pour le critére de Fatemi-Socie, cette surestimation peut étre
mise sur le compte de I’absence de prise en compte de I’effet d’une contrainte moyenne de

cisaillement.

V.4.3.2. Prévisions en traction-torsion combinée
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Figure V. 20 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion combinée-Modéle de Morel

Les résultats de prévision des durées de vie en traction-torsion sont beaucoup plus
satisfaisants que ceux obtenus avec le critére de Fatemi-Socie. L’ensemble des prévisions sont

a une dispersion totale égale a 3.5. Cependant, nous constatons que les prévisions fournies
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pour la combinaison purement alternée (points noirs), les prévisions sous-estiment la durée de
vie, ce qui est assez surprenant pour un chargement biaxial aussi « simple » ; Par ailleurs, tout
comme le critere de Fatemi-Socie, le critere de Morel introduit un effet de déphasage (point
rouge et vert) conduisant a une trés bonne estimation de la durée de vie ; mais c’est en
introduisant un effet qui ne concerne a priori pas notre alliage. Quant a la prévision relative a
I’essai réalisé sous contrainte de cisaillement moyenne (point bleu), nous constatons qu’elle se
situe au méme niveau que le point noir ce qui est logique, mais ne correspond pas a ce qui
devrait étre, puisque des amplitudes o™ et t®" entre les deux chargements sont identiques et
donc les termes T, et o™ du critére sont identiques mais le critére n’est pas capables de
prendre en compte 1’effet de la contrainte moyenne de cisaillement. Pour la prévision relative
a ’essai sous contrainte moyenne de traction (point gris), en comparaison a la prévision faite

pour le méme chargement (c*"-t*"

) mais purement alterné, le décalage observé (vers le bas)
provient du déefaut constaté précédemment concernant la moins bonne prise en compte de la

contrainte moyenne de traction dans le domaine des durées de vie limitées (figure V.18).

V.4.3.3. Prévisions pour des chargements multiaxiaux avec pression interne

En intégrant la pression interne, la plupart des prévisions sont sous-estimées, les points sont

situés dans la zone ou Nca<Nexp dans la bande 5.5 (figure V.21).
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Figure V. 21 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction et/ou torsion et pression interne combinée-Modéle de Morel

Comparativement au modeéle de Fatemi-Socie, les prévisions sont globalement mieux
réparties autour de la médiane, traduisant une meilleure homogénéité des prévisions pour la

variété des chargements multiaxiaux. Nous notons en particulier que pour la traction-pression
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interne (points rouges), les prévisions sont bien réparties sur les extrémes et la médiane de la
bande de dispersion 3. Les deux points noirs, relatifs aux essais en torsion-pression interne
sont tous deux situés au-dessus de la bande et ceci en partie du fait de 1’incapacité du critére a
prendre en compte 1’effet de la contrainte moyenne de cisaillement. En comparant les points
rouge, vert et bleu fléchés relatifs aux chargements triaxiaux, nous pouvons discerner les
effets des défauts du critére quant a sa capacité d’une part de prendre en compte correctement
I’effet de la contrainte moyenne de traction dans le domaine des durées de vie limités (point
vert vs point bleu) et d’autre part, ’incapacité a prendre en compte ’effet de la contrainte

moyenne de cisaillement (point Vs point vert).

V.4.4. Modele de Findley
V.4.4.1. Prévisions pour des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Les résultats de prévision sont montrés dans les figures V.22 et V.23.
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Figure V. 22 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction R,=0.1-Modéle de Findley

151



SEME PARTIE : PREVISION DE DUREE DE VIE

1.E48 -
" E,=0,26

Er=1,8 .
1E+7 - 5.

1.E+6 -

N calculé

1.E+5 -

1.E+4 <

L x3 ' A Torsion 0,1
1.E+3 T u':......l — T T T T T T T T T T TIT] T T T TTTT]

1.E+3 1.E+4 1.E45 1.E+6 1.E+7 1.E+8
N expérimental

Figure V. 23 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en torsion R.=0.1-Modele de Findley

Pour la traction, le modéle surestime la durée de vie pour les résultats en traction, toutes les
prévisions restent dans la bande de dispersion de 3, ce qui est mieux que ce qu’ont fourni les
deux autres modéles ; cela montre que le critere prend en compte ’effet de la contrainte
moyenne de traction. Cependant, nous observons toujours une légere dérive, inverse de celles
observées pour les modeles de Fatemi-Socie et de Morel. La méme chose a été observée pour
les prévisions en torsion ondulée ; le modéle surestime les durées de vie mais les résultats
restent dans la bande de 2 traduisant la capacité du modéle de Findley a prendre en compte

I’effet de la contrainte moyenne de cisaillement.

V.4.4.2. Prévisions en traction-torsion combinée

Pour les prévisions sous chargement multiaxial de traction-torsion, les résultats obtenus sont
montrés dans la figure V.24. La aussi, ils s’avérent meilleurs que ceux fournis par les deux
autres criteres, méme si, comme eux, il introduit un effet bénéfique d’un déphasage qui dans
le cas du modéle de Findley est lié a la technique de détermination de la contrainte de
cisaillement (méthode MRH).
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Figure V. 24 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion combinée-Modeéle de Findley

Les prévisions des durées de vie sous chargement de traction-torsion sont situées dans la

bande 2.7 dans la zone oU Nexp>Ncal.

e Pour les chargements a contraintes moyennes nulles :

- sans déphasage, tous les points sont sous-estimes,

- avec déphasage, nous pouvons constater que les durées de vie calculées sont
supérieures aux durées de vie expérimentales quel que soit le rapport d’amplitude
de contrainte, la méthode de MRH utilisée dans le calcul de I’amplitude contrainte
prend en compte 1’effet du déphasage peu présent dans I’alliage 2618.

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en traction :

- sans déphasage (carré bleue Vs carré noir situé sur la diagonale), qui sont sous le
méme chargement mais avec une contrainte nulle en torsion, le modéle estime les
mémes durées de vie ; le modéle prend en compte la contrainte moyenne de
cisaillement.

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en torsion :

- avec déphasage (carré gris Vs carré vert situé en dehors de la bande 3), les

résultats obtenues sont en cohérence avec I’effet néfaste d’une contrainte moyenne

positive sur la tenue en fatigue.

V.4.4.3. Prévisions pour des chargements multiaxiaux avec pression interne

Les prévisions pour les chargements intégrant la pression interne (figure V.25) sont presque

systématiquement surestimées avec une dispersion de 6.18. La encore, il est difficile de faire
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la part des choses : pourquoi, alors qu’en traction ou en torsion uniaxiale sous rapport de
contrainte de 0,1 les prévisions étaient tres satisfaisantes, les prévisions en traction
« biaxiale » sont-elles si surestimées et que celles en torsion-pression interne le sont moins ?
Globalement, nous constatons que la présence de la contrainte de traction circonférentielle
lice a la pression interne conduit a une surestimation de la durée de vie (le nuage de points

« remonte » comparativement a ce qui a été obtenu pour le modéle de Morel).
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Figure V. 25 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion-P| combinées-Modéle de Findley

V.4.5. Modele de Kluger

Face aux résultats obtenus avec les trois critéres initialement retenus, et la faiblesse de
certains a prédire I’influence de la contrainte moyenne de cisaillement a laquelle notre alliage
est sensible, nous nous sommes intéressé au modeéle de Kluger, une version modifiée du

modéle de Macha [141], qui est un des rares modeles a intégrer explicitement un terme lié a

I’influence de la contrainte moyenne de cisaillement.

V.4.5.1. Formulation du modeéle

Dans le modele modifié de Lagoda et Macha qu’il propose, Kluger [99] retient une
combinaison lineaire des amplitudes de contraintes normale et de cisaillement et des
contraintes moyennes correspondantes agissant sur le plan ou la contrainte de cisaillement est

maximale (figure V.26). Ce modele s’écrit sous la forme suivante (équation V.25) :

Oeq™ = Bt + 10s™) + K(0n™ + 0, (V.25)

ou B et K sont deux parameétres caractéristiques du matériau a identifier.
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et:

ont : L’amplitude de la contrainte normale dans le plan critique,

o™ : La valeur moyenne de la contrainte normale dans le plan critique,
Tt L’amplitude de la contrainte de cisaillement dans le plan critique,

s : La valeur moyenne de la contrainte de cisaillement dans le plan critique,

AY
¥ /
Figure V. 26 : Contraintes normale et cisaillement exprimées dans le plan critique

Dans le cas d’un chargement de traction-torsion combinée, selon Kluger, chacun de ces

termes a pour expression :

o = 6cos2(a) + tsin(2a) (V.26)
Gnmoy: chmoycosz(a) + KﬂKTZ’EmOySin(ZO() (V.27)
1ot = -0.56%sin(2a) + t'cos(20) (V.28)
0™ = -0.5K,6™sin(2a) + KoK 1™ c0s(20) (V.29)

Ces expressions sont naturellement valables pour les chargements uniaxiaux de traction ou de
torsion.

Dans ces expressions, les termes a, Kg, K;; et Ky, sont respectivement :

- ’angle d’orientation du plan critique (I’angle entre la normale au plan critique et ’axe
longitudinal de I’éprouvette),

- le coefficient de reduction de la contrainte moyenne normale (K,) qui est un parametre
dépendant du chargement et du matériau : K, = /%OU o represente le coefficient de
f

résistance a la fatigue en traction,

- le coefficient de réduction de la contrainte moyenne de cisaillement représentant un

.L.alt

parametre de sensibilité de chargement lié a la torsion : Ko= ey rea
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- le coefficient de réduction de la contrainte moyenne de cisaillement et normale qui est un

V2g™moy
gmoy yrmoy"’

paramétre de chargement lié aux chargements de traction et de torsion : K;,=1 +

Ces coefficients ont été développés sur la base des résultats de fatigue obtenus sur les alliages
2017-T4, 6062-T6, S355J2G3, Ti-6Al-4V et AISI304.

V.4.5.2. Identification des parameétres du modele

En torsion purement alternée (t"%'=

Geq' = Brns" = Bry,™" (V.30)

0), nous avons pour le plan de cisaillement maximal :

En traction alternée (c™*'+0), dans le plan de cisaillement maximal (orienté de 45°).

mo mo
o% y

it y alt
ZZ + ko. O'zzz ) + K(O'zzz + ko. 0'222 ) - Gzzalt (V,31)

Geqalt - B(

Nous obtenons donc les équations suivantes :

alt

alt
B=2Z etK=2— 2 -B (V.32)

alt
Tyz Ozz tKoO4y

Pour établir des prévisions de durée de vie, les termes B et K deviennent donc des fonctions
de N.

_o%t(Nf) _ cUE(Nf)
ralt(Nf) etk = 20““(Nf)+kadm°y(Nf)

B -B (V.33)

Le nombre de cycles a rupture est calculé en utilisant la loi de Basquin :
o™ = AN/ (V.34)
A et y sont des constantes du matériau déterminées a partir de la courbe de Wohler en traction

alternée (A=595.23 et y=-0.098).

V.4.5.3. Résultats de I’identification

Comme pour les autres critéres mis en ceuvre, nous avons utilis¢ les courbes de traction
alternée (R,=-2) et de torsion purement alternée (R.=-1).

La constante du matériau of a été déterminée a partir de la courbe de fatigue en traction
alternée sous le rapport de contrainte Rs=-2, elle est définie par la valeur de la contrainte
alternée correspondante a N¢=1, sa valeur est égale a 595.23 MPa.

Les résultats d’identification a partir des courbes expérimentales de traction R,=-2 et de

torsion R=-1 sont montrés dans la figure V.27.
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Figure V. 27 : Résultats d’identification a partir de la
traction R =-2 et de la torsion R =-1-Modéle de Kluger

Nous constatons un trés léger décalage du nuage de points au-dessus de la médiane (moyenne
de la dispersion a 0,05) et une bande de dispersion contenue (E:=1,6). Ce résultat est a la
hauteur de ceux que nous avons trouves pour les critéres de Fatemi-Socie, de Morel et de
Findley.

V.4.5.4. Prévisions pour des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Pour la traction ondulée et la torsion ondulée, les résultats de prévision sont montrés dans les
figures V.28 et V.29.
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Figure V. 28 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction R,=0.1-Modeéle de Kluger

157



SEME PARTIE : PREVISION DE DUREE DE VIE

1.E48 <

© E,=-0,17
E.=1,5
1.E+7 E

1E+6 -

N calculé

1.E+5 -

1.E+4 <

L.’xa- Torsion 0,1
1.E+3 et — — T — ——— T

1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7 1.E+8

N expérimental

Figure V. 29 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en torsion R,=0.1-Modele de Kluger

Pour ces chargements, nous pouvons constater que :

e Pour la traction ondulée :
Le modele n’est pas capable de reproduire les durées de vie, cela peut étre est dd au
paramétre du matériau K, qui ne peut pas traduire I’effet de la contrainte moyenne de
traction observé dans le cas de 1’alliage 2618.

e Pour la torsion ondulée :
Les prévisions sont satisfaisantes bien que globalement conservatives : les parametres
du chargement Kq; et Ky, traduisent mieux D’effet de la contrainte moyenne de

cisaillement pour 1’alliage 2618.

V.4.5.5. Prévisions en traction-torsion combinée

Concernant les prévisions sous chargement de traction-torsion combinées, les résultats sont

montrés dans la figure V.30.
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Figure V. 30 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion combinées-Modéle de Kluger

Bien que le modele de Kluger soit fait pour prendre en compte ’effet de la contrainte
moyenne normale et celle du cisaillement, le modéle sous-estime les durées de vie en traction-
torsion combinées pour I’alliage 2618. La majorité des points sont situés trés loin de la
médiane dans zone sécurisée (comme le cas de la traction ondulée), ce qui est loin d’étre
satisfaisant ; cela nous amene a penser que la constante K, ne traduit pas correctement la

réponse de I’alliage en termes de prévisions quand un chargement en traction est appliqué.

V.4.5.6. Prévisions pour des chargements multiaxiaux avec pression interne

Le modele de Kluger est un modele adapté a des chargements bi-axiaux de type traction-
torsion, mais les expressions des constantes liées au chargement intégrées dans la formulation
du modeéle ne permettent pas de prendre en compte la contrainte circonférentielle crée par la

pression interne.

V.4.6. Un modéle de fatigue pour I’alliage 2618-T851

Le modele de Kluger sur lequel nous comptions pour prédire les durées de vie sous
chargement multiaxial n’ayant malheureusement pas permis de reproduire le comportement
de I’alliage 2618-T851, nous avons finalement entrepris de développer notre propre modele

en nous inspirant de ce dernier malgreé ses défaillances.

V.4.6.1. Formulation du modeéle

Nous proposons un modele inspiré du modele de Kluger sous forme d’une combinaison de

termes liés aux mémes contraintes mais avec des parametres de chargement différents de ceux
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proposés dans le modele de Kluger et permettant de traiter des cas de chargements tri-axiaux
comme ceux que nous avons mis en ceuvre expérimentalement. Plusieurs auteurs et la
majorité des modeles de type plan critique considérent que la phase d’amorgage se produit
dans le plan sur lequel la contrainte de cisaillement est maximale. Dans ce modele, nous
reprenons la définition de Kluger en considérant que le plan critique correspond au plan sur
lequel la contrainte de cisaillement est maximale. Il est orienté par les angles d’Euler (0 et )

comme schématisé dans la figure V.31.

Figure V. 31 : Présentation du plan critique

La contrainte alternée équivalente est alors exprimée comme une combinaison des contraintes

moyennes et alternées de cisaillement et normales qui s’exercent sur un plan de normale n :

Geq™ = B(1a™+ 1,™Y) + K(on™+ 0™ (V.35)
Les expressions de différentes contraintes sont obtenues par projection du tenseur de
contrainte dans le plan critique (A) en intégrant nos propres coefficients de sensibilité aux
contraintes moyennes de traction et de cisaillement (K; et K) :

1,2" : La contrainte alternée de cisaillement dans le plan critique (A),

7,2 = 0.50062'sin(20)siN2(Y) -0.50,°"sin(20)+To,*"cos(20)sin(Y) (V.36)
v (20) (20)sin(Y

7" : La contrainte moyenne de cisaillement dans le plan critique,

" = 0.504"sin(20)sin?(P) -0.5K10,,"Vsin(20)+KoTe, " cos(20)sin(yr) (V.37)

6,2 : La contrainte alternée de traction dans le plan critique,

0,2 = e 'siN2(0)SiN2(Y) + 0,7 cos?(0)+Te, sin(20)sin(P) (V.38)
v (0) (20)sin(Y

o™ : La contrainte moyenne de traction dans le plan critique.

o0 = oge " YsiN2(0)sin2(P) + Kioz, " Ycos2(0)+ Kate, " Ysin(20)sin() (V.39)
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V.4.6.2. Identification des parameétres du modele

Les deux parametres du matériau K et K, sont respectivement des parametres de sensibilité a
la contrainte moyenne de traction et a la contrainte moyenne de cisaillement. L’identification
des parametres Ki, K, B et K nécessite quatre courbes expérimentales ; pour cela, nous avons

donc utilisé les résultats de traction (Rs=-2 et 0.1) et de torsion (R=-1 et 0.1).

Dans la suite, (a{jl};) et (afj";y ) sont les composantes ij (ij=1 a 3) des contraintes alternée et

moyenne sous le rapport de contrainte R.

La fonction caractéristique du matériau est identifiée par une courbe de traction cyclique pour
un rapport de contrainte donné ; ici, nous avons retenu la courbe pour le rapport Rs=-2 que
nous avions systématiquement utilisée lors de la phase d’identification des parametres

matériaux des quatre critéres précédents. Il en résulte que nous pouvons écrire pour ce type de

chargement :
0%l = oglt = oglt, (V.40)

ol ot , représente la contrainte alternée de traction

Pour un chargement en traction cyclique sous le rapport de contrainte R, la contrainte

équivalente alternée sur le plan de cisaillement maximal a pour expression :

alt ooy alt ooy alt ooy

Ggét B(GzzRg +Ky zzRg )+K(GzzRa +K;, ZZRLT) (B_I_K)(O'ZZRU +K ZZRO') (V4l)

Pour un chargement en torsion purement alternée, dans le plan de cisaillement maximal
(équation V.42) :

oq =B =Bty = ol, (V.42)
Nous avons donc :

It It
B = 05z—2 _ 0Z5(Nf)
- _alt

gt W)

(V.43)

Et pour un chargement en torsion ondulée, dans le plan de cisaillement maximal (équation
V.43) :

o =B(ri" +Kory Y )=B(thhy1 +KaTgaay )= 0L, (V.44)

En remplagant B par son expression (équation V.42) dans 1’équation V.44, nous obtenons:
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tglt 1—1‘91”0 1 T _rglt
KZ: = moyz * = moy‘ >O (V.45)
6z0.1 0.1

Dans I’équation V.41, en remplagant R, par ses deux valeurs, nous avons:

O'%t—z_("zlég 1 Gglzt_o'glf
K1: Moy oy  — oy 110y >0 (V46)
022017 0%2z-2  Co01” 79-2

Nous deduisons ainsi I’expression de K:

oY
K= 2(Cag g o) — B (V.47)

alt
0Z;+K10_,

K et B peuvent étre constants dans le cas ou les courbes expérimentales des essais uniaxiaux
sont paralléles, et dans ce cas, leurs valeurs peuvent étre déeterminées pour n’importe quelle
valeur du nombre de cycles a rupture. Dans notre cas, les courbes ne sont pas paralléles et les

parameétres K et B sont donc dépendants du nombre de cycles.

Ncar Se calcule a partir de la courbe de fatigue en traction alternée (R,=-2) représentée par le

modele de Basquin :
o™ = AN/ (V.48)

avec A= 595.23 MPa et y=-0.098 (voir § V.4.5.2).

Les courbes d’évolution des parametres B, K, K; et K, sont montrées dans la figure V.32.
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N16 | WB MK K1 x<K2
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P
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Paramétres B,K,K, et K
\.D \.D
=Y o4}
[ |

N X X X X X

o
L]

0: T IIIIIIII T IIIIIIII T IIIIIIII T IIIIIIII T IIIIIIII
1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7 1.E+8

N (cycles)
Figure V. 32 : Evolution de B, K, K; et K, en fonction du nombre de cycles N

Les deux parametres B et K évoluent en fonction du nombre de cycles ; les courbes B(N) et
K(N) se croisent entre 10* et 10° cycles. Le paramétre B, qui est lié au cisaillement, augmente

avec N ce qui traduit une plus forte participation de la contrainte de cisaillement dans le plan
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critique lorsque le niveau de chargement diminue. Cette augmentation se fait au détriment de

la contrainte normale agissant simultanément sur le plan de cisaillement.

Les parametres K; et K, qui traduisent la sensibilité aux contraintes moyennes, respectivement
normale et de cisaillement, augmentent de facon semblable avec le nombre de cycles,

traduisant ainsi une sensibilité accrue au niveau moyen de chargement.

V.4.6.3. Résultats de I’identification

Les résultats d’identification a partir des courbes de traction (Rs=-2 et 0,1) et de torsion (R=-

1 et 0,1) sont montrés dans la figure V.33.

1.E+8 -
1 E,=-0,01 -
1 Eu=15
1E+7 +—< u
L }
S 1.E+6 -
8 ] .-...' : .
1.E45 - Sk
1E+4 4t /. _ _
[ { M Traction -2 Torsion -1
4+ x3 M.t ] ]
il M Traction 0,1 A Torsion 0,1
1.E+3 T I..IIIIIII T T T IIIIII T T T T TTTITT T T T T TTTTT T T LR
1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7 1.E+8
N expérimental

Figure V. 33 : Résultats d’identification a partir de la traction Rs=-2 et 0,1
et de la torsion R=-1 et 0,1-Modeéle proposé

Nous pouvons constater que la distribution des résultats d’essais utilisés pour I’identification
est bien répartie de part et d’autre de la médiane (la moyenne de dispersion est presque nulle :
Em=-0,01) et ce quel que soit le type de chargement : il n’y a donc a priori pas de déséquilibre
vis-a-vis de telle ou telle composante de chargement. Cependant, comparativement a ce que
nous avons obtenu pour les modeles de Morel, de Findley ou de Kluger (Ew=1,6) et de
Fatemi-Socie (Eqt=1,6), la dispersion totale reste proche de la valeur des autres modéles et est

égalea 1,5.
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V.4.6.4. Prévisions pour des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Toutes les courbes de fatigue uniaxiale ont été utilisées pour cette identification et les
prévisions des durées de vie pour ces chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne sont

représentées dans la figure V.33.

V.4.6.5. Prévisions en traction-torsion combinée

Les résultats de prévision en traction-torsion sont montrés dans la figure V.34.

1.E+8 5

E.=-0,19
E..= 2,3

1.E+7 -

1.E+6 -
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1.E+5 -
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| x3 L.
1.E+3 . — ] — ] — S —

1.E+3 1.E+4 1.E+5 1.E+6 1.E+7 1.E+8

N expérimental

Figure V. 34 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction-torsion combinées-Modéle proposé

La représentation graphique des prévisions de durées de vie en fonction des durées de vie
expérimentales montre que la dispersion des points issus des essais de traction-torsion
combinées est égale a 2.3, le modele donne des prévisions le plus souvent légerement sous-

estimées (E,=-0.19) et avec une dispersion inférieure a 3.
Nous pouvons donc tirer les conclusions suivantes :

e Pour les chargements & contraintes moyennes nulles :

- sans déphasage, tous les points sont situes dans la zone (Nca<Nexp),

- avec déphasage, nous pouvons constater que les durées de vie calculées sous
chargement proportionnel et non-proportionnel sont similaires quel que soit le
rapport d’amplitude de contrainte, le modele ne prend pas en compte 1’effet
déphasage, ce qui correspond a ce que nous avons pu observer pour les quelques
essais réalisés avec déphasage.

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en traction :
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- sans déphasage (carré bleue), en comparaissant avec le carré noir juste a sa droite
qui sous le méme chargement mais avec une contrainte nulle en torsion, le modéle
estime des durées de vie différents, le modele prend en compte I’effet de la
contrainte moyenne de cisaillement.

e Pour le chargement a contrainte moyenne nulle en torsion :

- avec déphasage (carré gris), en comparaissant avec le carré vert situé dans la ligne
1, nous avons remarqué expérimentalement qu’une contrainte moyenne positive
réduit la durée de vie sous chargement uniaxial et multiaxial, le modele va dans ce

Sens.

Pour ce type de chargement, le modéle que nous proposons s’avere donc meilleur que tous les

autres modeles présentés dans ce mémoire.

V.4.6.6. Prévisions pour des chargements multiaxiaux avec pression interne

Les résultats des prévisions en intégrant la pression interne sont montrés dans la figure V.35.
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Figure V. 35 : Nombre de cycles a rupture Vs nombre de cycles expérimental
en traction et/ou torsion et pression interne combinées-Modéle proposé

Pour les chargements intégrant la pression interne, le bilan reste mitigé : il donne de bonnes
prévisions pour I’ensemble des conditions de chargement expérimentalement mis en ceuvre a
I’exception du chargement en traction-pression interne sous les rapports de contrainte Rs=
Rop=0.1. Le modele proposé n’est pas capable de prédire les durées de vie sous chargement de

traction-pression interne.
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Ce décalage peut également €tre mis sur le compte d’une éventuelle anisotropie mécanique
due au sens d’extraction de I’éprouvette. Le modéle actuel, comme tous les autres modéles
suppose le comportement de 1’alliage isotrope. Le modéle nécessite donc une amélioration
dans sa formulation en introduisant un parametre lié a la pression interne en se basant sur les

données expérimentales issues des résultats sous chargement de pression interne pure.
V.5.Bilan comparatif des modeles de prévisions de dureée de vie

V.5.1.Bilan du point de vue de I’identification

L’identification des paramétres de tous les modeles a été faite a partir des résultats de traction
alternée (R,=-2) et de torsion purement alternée a 1’exception du modeéle proposé dans lequel
I’identification est faite a partir des quatre courbes expérimentales. La qualité de
I’identification est traduite par deux paramétres En, et Eq qui représentent respectivement le
décalage moyen des résultats d’essais par rapport a la tendance fournie par le modéle et la
dispersion de ces résultats autour de cette tendance moyenne. Les résultats obtenus pour les
quatre modéles sont montres dans la figure V.36 auxquels nous avons joints ceux obtenus

pour notre modele.

2 Etot

1,8 E— —
, 0,04
1,6 1 '0,0l 0105 '0,0l

1,4
1,2

1
0,8
0,6
0,4
0,2

0 . . . . .

FS Morel Findley Kluger Modéle
proposé

Figure V. 36 : Histogramme de la bande de dispersion pour les différents modéles
lors de I’étape de I’identification, la dispersion moyenne est rapportée sur les axes

Dans tous les modéles, la bande de dispersion est presque similaire sauf dans le modele de
Fatemi-Socie qui présente la plus faible valeur (1,4) traduisant une meilleure adaptation aux
résultats experimentaux exploités pour ces identifications suivi du modele proposé dans lequel

la dispersion vaut 1,5. La dispersion moyenne est la méme pour tous les modeles et est
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positive sauf pour le modeéle de Morel et le modeéle proposé qui donnent la dispersion

moyenne la plus faible mais est négative.

V.5.2.Bilan du point de vue des prévisions

Nous rassemblons dans les graphiques ci-dessous (figure V.37 et VV.38), les caractéristiques de
la qualité des prévisions pour les différents chargements multiaxiaux testés. Dans ces
graphiques, 1’axe des abscisses correspond aux mode¢les et I’axe des ordonnées correspond a

la bande de dispersion Eqo.

V.5.2.1.Chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne

Pour la traction ondulée, les modeles de Findley et de Fatemi-Socie sont satisfaisants : 1’effet
de la contrainte moyenne de traction est bien pris en compte ; pour les modeéles de Morel et de
Kluger, la pression hydrostatique et le terme K, ne semblent pas suffisants pour prendre en

compte cet effet.

E:ot l Torsion 0,1
35 ;
Traction 0,1 11,45

FS Morel Findley Kluger

Figure V. 37 : Histogramme de la bande de dispersion pour les différents modeles
en traction et torsion ondulées, la dispersion moyenne est rapportée sur les axes

Pour la torsion ondulée, les modeles de Kluger et de Findley donnent de bons résultats, 1’effet
de la contrainte moyenne de cisaillement est pris en compte. Pour les criteres de Fatemi-Socie
et Morel, la contrainte moyenne de cisaillement n’est pas considérée, il est donc naturel de
retrouver une plus forte dispersion ; cependant la dispersion obtenue pour le modéle de Morel
reste inférieure a celle obtenue pour la traction ondulée alors qu’a priori, on aurait pu

s’attendre a ’inverse.
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V.5.2.2.Chargements multiaxiaux

Les résultats de comparaison sous chargements multiaxiaux sont représentés dans la figure

V.38. Dans ce graphique, nous avons pu comparer notre modele aux quatre autres.

E Traction-Torsion
tot . . L
16 Traction-Torsion-Pression interne —

0,7 -0,9

14

FS Morel Findley Kluger Modéle
proposé

Figure V. 38 : Histogramme de la bande de dispersion pour les différents modeles en traction-torsion
et en traction et/ou torsion et pression interne, la dispersion moyenne est rapportée sur les axes

Pour les chargements en traction-torsion combinée, le modele proposé donne de bonnes
prévisions de la durée de vie ; il est suivi dans I’ordre par les mod¢les de Findley, de Morel,
de Fatemi-Socie et finalement de Kluger. Pour la dispersion moyenne, le modéle de Findley
prend la téte du classement, suivi de notre modele puis celui de Morel dont les estimations

sont situées en majorité dans la zone conservative.

Pour les chargements de traction et/ou torsion et pression interne combinées, le modeéle le plus
satisfaisant est celui de Morel, suivi du modele proposé, puis par le modéle de Findley et
finalement celui de Fatemi-Socie. Morel prédit des durées de vie situées dans la zone

sécurisée, quant aux antres, les durées de vie estimées sont situées dans la zone non sécurisée.

V.6.Conclusions

Ce chapitre a été consacré a la mise en ceuvre de quatre modeéles de fatigue multiaxiale basés
sur une approche de type plan critique : le modéle de Findley, I’un des premiers critéres a
aborder le probléme du dimensionnement par la recherche d’un plan de cisaillement
particulier ; le modele de Fatemi-Socie, trés largement utilisé dans les pays anglo-saxons ; le
modele de Morel, inspiré du critere de Dang Van, initiateur de cette approche en France et a

partir duquel de nombreux autres chercheurs se sont inspirés ; et enfin le modéle de Kluger,

168



SEME PARTIE : PREVISION DE DUREE DE VIE

inspiré du modele de Macha et Lagoda, I’un des rares critéres a intégrer explicitement un
terme lié a une éventuelle influence de la contrainte moyenne de cisaillement. Si tous ces
modeles utilisent la méme approche par plan critique, la définition de ce plan critique n’est
pas forcément la méme pour chacun; de méme, la quantité mécanique endommageante
relative a ce plan n’est pas identique pour chacun des critéres. Par ailleurs, trois de ces
modeles ayant été élaboré plus spécifiquement pour le domaine de I’endurance illimitée
(modéles de Findley, de Morel et de Kluger), leur usage a des fins de prévisions n’est pas sans

poser certains problemes.

Pour chacun des modeéles employés, la premiére étape a été d’identifier les paramétres
matériaux de ces modéles a partir des résultats des essais en fatigue uniaxiale. Assez
classiquement, il est préconisé d’utiliser les courbes de fatigue en traction et en torsion
purement alternée ainsi qu’en traction ondulée, mais il n’y a en fait aucune obligation
particuliére ; n’ayant pas a notre disposition la courbe en traction purement alternée, nous lui
avons substitué une courbe en traction ondulée sous le rapport de contrainte R,=-2. Les
parametres matériaux ont été déterminés pour chacun des critéres avec le méme jeu de
courbes de fatigue. Du point de vue de cette identification, nous n’avons pas rencontré de
probléme particulier, cependant nous avons pu constater que les critéres retenus se « pliaient »
plus ou moins bien aux données expérimentales. Nous avons retenu deux parametres
statistiques pour qualifier cette identification : la dispersion moyenne de la tendance et la
dispersion quadratique autour de cette tendance. Rappelons que le premier parameétre
caractérise 1’écart de la tendance moyenne des résultats (au sens du critére) et la tendance
théorique (donnée par le modele) ; le second parameétre, la dispersion quadratique, caractérise
la dispersion des données expérimentales autour de la tendance moyenne. En regard de ces
parameétres, il ressort que les critéres de Fatemi-Socie et de Morel se disputent la premiere
place, le premier pour sa plus faible dispersion quadratique, ’autre pour sa trés faible
dispersion moyenne.

Une fois les parameétres matériaux identifiés, nous avons établi les prévisions des durées de
vie pour chacun des chargements uniaxiaux avec contrainte moyenne, et multiaxiaux
experimentés. La encore, la qualité des prévisions a éte « évaluee » a 1’aide de la dispersion
moyenne et la dispersion quadratique et ce par type de chargement. De ce point de vue, il
s’avere que le classement dépend de la nature du chargement.

Ainsi, pour la traction uniaxiale avec contrainte moyenne, les criteres de Findley et de Fatémi-

Socie se placent en premier « loin » devant le critere de Morel et encore plus loin du critere de
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Kluger. Pour la torsion ondulée, ce sont les critéeres de Findley et celui de Kluger qui se
positionnent en premier, puis nous trouvons le critere de Fatemi-Socie et enfin le critere de
Morel, relativement loin. Autant pour les chargements en traction ondulée, nous pouvons nous
étonner des écarts entre critéres, autant pour la torsion ondulée, ces écarts le sont moins : en
effet, peu de critéres prennent explicitement compte d’une influence de la contrainte moyenne
de cisaillement : le critere de Kluger le fait et notre materiau y est trés sensible.

Pour les chargements biaxiaux, avec ou sans déphasage, nous retrouvons en téte les critéres de
Findley et de Morel ; cependant, tous les critéres on conduit a des prévisions d’autant plus
surestimées que 1’angle de déphasage entre les deux contraintes était élevés : or il est apparu,

sous réserve d’essais complémentaires, que notre matériau n’était pas sensible au déphasage.

Enfin, pour les chargements combinant traction, torsion et pression interne, il s’est avéré
qu’aucun des critéres n’a conduit a des prévisions acceptables : le meilleur, celui de Morel,
conduit a une forte disparité des prévisions et trés peu de prévisions se retrouvent dans la
bande de dispersion de £3.

Face a ces résultats, nous avons développé notre propre modele en nous inspirant de celui de
Kluger du fait de sa prise en compte de la contrainte moyenne de cisaillement ; cependant il se
distingue de ce dernier par le choix du plan critique : nous avons considéré que le plan
critique était celui qui voyait la plus forte contrainte de cisaillement. Par ailleurs, nous avons
introduit des facteurs de sensibilité aux différentes composantes de la quantité mécanique
endommageante. Pour identifier ces paramétres matériaux, nous avons dd utiliser quatre
courbes de fatigue uniaxiale : deux courbes en traction (Rs=-2 et 0,1) et deux courbes en
torsion, (I’'une purement alternée, 1’autre ondulée). La qualité de I’identification s’est avérée
étre meilleure que les criteres de Findley, Morel et Kluger ; le critere de Fatemi-Socie restant
le meilleur. Pour les prévisions de durée de vie en traction et en torsion ondulée, notre critére
s’est donc retrouvé classé en premier puisque ces « prévisions» correspondent a
I’identification. Pour la traction-torsion combinée, notre critére occupe la premiére place
devant le critere de Findley ; en particulier, il n’est apparu aucun effet du déphasage pour les
prévisions établies. Par contre, pour les chargements triaxiaux, il rejoint la troisiéme place
apres le critere de Morel et celui de Findley ; cependant, hormis les cas de la traction-pression
interne, toutes les prévisions sont dans la bande de dispersion de +3 ce qu’aucun des autres

critéres n’a pu faire.

*kkkkik
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Les travaux présentés dans ce mémoire de thése sont consacrés au comportement en fatigue a
grand nombre de cycles de I’alliage d’aluminium 2618-T851 a I’état brut d’usinage et a 1’état
anodisé. Le comportement en fatigue multiaxiale, incluant notamment la pression interne, a en

particulier été étudie.

L’¢tude bibliographique a permis de souligner que 1’alliage 2618 est un alliage atypique de la
Série 2xxx, sa microstructure étant caractérisée par la présence d’une densité importante de
particules intermétalliques grossiéres AlgFeNi. Cet alliage ayant essentiellement été
développé pour des applications a hautes températures, peu d’investigations ont été faites a
température ambiante en fatigue uniaxiale et multiaxiale. Par ailleurs aucune étude sur le

comportement en fatigue n’a été faite sur I’alliage anodisé.

Aprés une caractérisation microstructurale et mécanique classique de 1’alliage qui a condulit a
retrouver les résultats de la littérature en termes de propriétés mécaniques en traction, en
compression et en torsion a température ambiante, et de présence d’une grande densité de
particules intermétalliques grossieres de type AlgFeNi, la caractérisation s’est focalisée sur
I’¢état de surface apres chaque étape du traitement d’anodisation. 11 est apparu que le décapage
provoque la création de cavités en surface, qui se retrouvent ensuite apres chaque étape du
traitement d’anodisation. L’oxydation anodique conduit a la création d’une couche anodique
d’environ 10 pm, présentant des défauts internes et surfaciques (présence de particules
intermétalliques et de cavités). Par ailleurs, apreés 1’imprégnation, la couche anodique est
faiencée avec un réseau de microfissures qui atteignent la moiti¢ de 1’épaisseur de cette
couche. L’étape de colmatage densifie ce faiencage et les microfissures du réseau peuvent
atteindre ’interface avec le substrat. Enfin, les mesures de contraintes résiduelles effectuées
sur les surfaces usinées et traitées ont conduit a une évolution non notable et nous avons
décidé ne pas prendre en compte ces derniéres dans 1’analyse de la tenue en fatigue de

I’alliage.

Suite a cette caractérisation de I’alliage et de sa surface aprés chaque étape du traitement
d’anodisation, des essais de fatigue ont été réalisés. Les travaux sont divises en trois volets.
Dans le premier volet, ’alliage 2618 a été étudié en fatigue uniaxiale a 1’état brut d’usinage et
a I’état anodisé. Pour I’alliage brut d’usinage, I’influence de 1’état de surface en termes de
rugosité arithmétique a été etudiée : dans une gamme de 0,8 a 6,3 um, la rugosité n’a aucun
effet sur la tenue en fatigue de 1’alliage en traction axiale et en torsion. Cette étude a permis

¢galement de montrer que sous chargement de traction ou de torsion, I’alliage présente une
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sensibilité au rapport de contrainte ; une contrainte moyenne normale positive ou une
contrainte moyenne de cisaillement non nulle réduit la durée de vie. Les analyses des facies
de rupture ont montré que, quelle que soit la nature du chargement, des particules
intermétalliques AlgFeNi situées en surface sont a 1’origine des amorcages de fissures des
éprouvettes testées. Par ailleurs, un seul site d’amorcage a été observé, quels que soient le
type et le niveau de chargement. L’évolution des contraintes résiduelles est non notable, des
trois parameétres (microgéométrie de surface - microstructure - contraintes résiduelles) c’est

donc le parametre microstructural qui semble piloter le comportement en fatigue.

Pour I’alliage traité et sollicité en traction, la phase de décapage participe de fagon tres
mineure a I’abattement en fatigue méme si de nombreuses cavités sont formées en surface ;
ceci vient conforter le constat sur la non sensibilité de I’alliage a la rugosité de surface. Aprés
la phase d’oxydation anodique, la durée de vie est réduite et la fissuration de la couche
anodique a été identifiée comme source de fissures multiples dans le substrat. Par ailleurs, le
méme effet a été constaté aprés imprégnation et aprés colmatage sans que le faiencage ait
cette fois-ci un effet supplémentaire sur 1’abattement. En revanche, le traitement de surface
n’a aucun effet sur la tenue en fatigue en torsion. Le matage des sites de propagation n’a pas
permis de conclure sur les mécanismes d’amorcage. Sous chargement de pression interne a
I’état anodisé-colmaté, I’amorcage de fissures a lieu sur la surface interne des éprouvettes
tubulaires, sur des particules intermétalliques avec, semble-t-il, un réle mineur de la couche

anodique.

Dans le deuxiéme volet, 1’alliage a été étudi¢ en fatigue multiaxiale. A 1’état brut d’usinage,
’alliage ne semble pas sensible au déphasage et ce quel que soit le rapport d’amplitude de
contrainte. Comme en traction pure et en torsion pure, la contrainte moyenne de traction et de
cisaillement a toujours un effet sur la durée de vie de I’alliage. Les mécanismes d’amorcage a
I’état usiné sont similaires au cas des chargements uniaxiaux : fissure unique amorcée sur une
particule intermetalliqgue AlgFeNi. A 1’état anodisé-colmaté, le méme effet de 1’anodisation
sur ’abattement de la durée de vie a été¢ remarqué et I’amorcage des fissures dans tous les
chargements est similaire a celui observé pour les essais uniaxiaux sur éprouvettes traitées :

multi-fissuration avec amorgage correspondant a la fissuration de la couche anodique.

Dans le dernier volet, différents modéles de prévision de durée de vie en fatigue multiaxiale
ont été confrontes aux résultats expérimentaux. Suite a 1’étude bibliographique, nous avons

mis en ceuvre trois critéres, tous basés sur une approche de type plan critique, dont celui de
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Fatemi-Socie, trés couramment utilisé, celui de Morel et celui de Findley. Rappelons qu’a part
pour le critéere de Fatemi-Socie (du fait de sa formulation explicite entre le parametre
d’endommagement et le nombre de cycles a rupture), faire des prévisions de durée de vie avec
les autres critéres a nécessité d’extrapoler leur formulation, initialement proposée pour le
domaine de I’endurance illimitée pour exprimer une condition de non amorgage, au domaine
des durées de vie limitées. La qualité des résultats de prévision varie d’un modéle a un autre,
selon les sollicitations mais globalement, le meilleur critére s’est avéré étre celui de Findley.
Cependant, tous ont un point commun : pour des chargements incluant une composante de
cisaillement moyen, aucun des critéres n’a permis d’obtenir de bonnes prévisions de durée de
vie : la raison en est probablement la sensibilité du comportement en fatigue de I’alliage a
cette contrainte moyenne de cisaillement, ces critéres n’étant pas capables de prendre

correctement en compte cet effet.

Face a ce constat, un nouveau modele, basé sur les critéres de Macha-Lagoda et de Kluger qui
integrent tous deux explicitement un terme lié au cisaillement moyen, a été proposé. Ce
modele s’aveére trés satisfaisant pour les essais de traction-torsion comparé aux autres
modeles. En revanche, pour les chargements triaxiaux, le modéle s’est avéré plutot défaillant,
tout comme les quatre autres modeéles employés ; nous supposons qu’une cause pourrait en

étre la non-prise en compte de I’anisotropie mécanique que semble présenter 1’alliage.

L’ensemble de ces résultats conduit a proposer diverses perspectives possibles. Dans un
premier temps, il parait essentiel de compléter 1’étude du comportement en fatigue de 1’alliage
en realisant des essais en pression interne a 1’état brut d’usinage afin de quantifier 1’effet
d’anisotropie mécanique. Nous pouvons aussi prélever des éprouvettes dans les sens travers-
long et travers-court pour obtenir cette information par des essais en traction pleine. Par
ailleurs des essais en torsion sur de telles éprouvettes permettraient de quantifier 1’effet de
cette anisotropie également pour des chargements de cisaillement. Tous ces essais
supplémentaires permettront de mieux cerner le comportement de I’alliage sous des

chargements multiaxiaux autres que ceux que nous avons mis en euvre.

Durant les mois a venir, une étude numérique de I’effet de I’anisotropie métallurgique de
I’alliage sur la tenue en fatigue va étre réalisée au travers de quelques travaux d’initiation a la
recherche. Dans ces travaux de simulation numérique, la microstructure de 1’alliage sera prise

en compte en se limitant a D’introduction de populations représentatives de particules
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intermétalliques AlgFeNi (I’échelle plasticité cristalline n’est pas envisagée a ce jour). Ces

travaux pourront enrichir notre compréhension du comportement du matériau.

Naturellement, 1’alliage doit étre étudié aux températures pour lesquelles il est en réalité
destiné (autour de 200°C) et il serait nécessaire de relancer un plan d’expérience basé sur
celui que nous avons mis en place dans cette étude a ces températures. A 1’occasion, il sera
utile d’affiner le critére d’arrét des essais, notamment ceux incluant de la torsion, afin d’éviter
le matage des surfaces de rupture et d’observer dans de meilleures conditions les zones

d’amorcage.

Dans le cadre de ce travail de thése, nous ne sous sommes pas attardés au suivi de la
fissuration de la couche anodique. Un meilleur suivi, par une méthode de réplique, permettrait
peut-étre de mieux comprendre le role de cette couche dans le mécanisme d’amorcage selon
les conditions de chargement. Notamment, nous devons approfondir notre analyse du constat
expérimental de 1’absence d’effet de la présence de la couche anodique lorsque I’éprouvette

est soumise a de la torsion cyclique pure.

Actuellement, aucun des modéles de prévision n’a donné entiére satisfaction, peut-étre en
partie a cause de I’anisotropie mécanique de I’alliage étudié, plus slirement a cause de la
microstructure de [D’alliage caractérisée par la présence de nombreuses particules
intermétalliques de taille conséquente qui ont systématiquement ¢€té a I’origine de 1’amorcage
des fissures de fatigue. Il y a la une piste a explorer. La plupart des criteres de fatigue
multiaxiale se positionne comme critéres d’amorgage : ils expriment les conditions de
chargement nécessaire a I’amorgage d’une fissure sur un plan critique dont I’orientation
dépend du la nature du chargement. Dans le cas de I’alliage 2618, nous pouvons imaginer que
la présence des particules interfére avec les forces motrices classiquement retenues pour
définir ces plans d’amorgage, notamment I’amplitude de la contrainte de cisaillement associée
a la contrainte normale agissant simultanément sur le plan en question. Et plus que
probablement, ces interférences dépendent du niveau de chargement. Ces interactions
conditionnent alors le volume représentatif sur lequel le critére est appliqué et I’hypothése
d’homogénéité peut étre a reconsidérer sur un tel volume de calcul. L’apport de la
modélisation numérique devrait alors permettre de reformuler les critéres, et parmi eux celui
gue nous avons proposé, pour les adapter a une microstructure aussi particuliere. Au final,
I’application de ce critere amélioré a 1’état anodisé devra étre étudiée, avec une probable

adaptation nécessaire, les mécanismes a I’origine de I’amorcage étant différents.
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