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Introduction Générale 

 

Dans le domaine des transports, la tendance est à l’introduction croissante de systèmes 
électriques que ce soit pour des besoins de traction ou pour la commande d’auxiliaires. Cette 
introduction s’est faite  depuis un certain nombre d’années dans le cas du ferroviaire, se 
développe fortement dans le cas de l’automobile et semble être incontournable dans un future 
proche dans le domaine de l’aéronautique où les actionneurs électriques sont de plus en plus 
utilisés. Ceci s’avère nécessaire dans un contexte de préservation des ressources naturelles et de 
diminution des émissions de gaz polluants. Ces objectifs nécessitent ainsi un usage rationnel de 
l’énergie en améliorant les rendements énergétiques, par exemple, des systèmes de propulsion des 
véhicules hybrides électriques. 

De manière générale, les dispositifs d’électronique de puissance « embarqués », utilisés pour la 
traction de véhicules se voient confrontés à une demande de réduction de poids, 
d’encombrement et de coût et tendent par conséquent vers des structures très intégrées. La 
densification de la puissance qui en résulte s’en trouve significativement augmentée (jusqu’à 
plusieurs centaines de Watts/cm2). Les assemblages de ces convertisseurs de puissance tout 
intégrés, à base de transistors IGBT (Insulated Gate Bipolar Transistor) et MOS (Metal-Oxide 
Semiconductor) sont soumis, lors de leur utilisation, à de fortes contraintes thermomécaniques 
liées aux contraintes thermiques environnementales. D'une part, en raison de l’environnement 
confiné et de la localisation des convertisseurs à proximité des actionneurs à commander, la 
température ambiante peut être élevée (jusqu’à 120°C dans l’environnement automobile et plus 
de 200°C en aéronautique). D’autre part, en raison de l’usage urbain ou semi-urbain de véhicule, 
les convertisseurs sont soumis à des cycles de puissance de forte amplitude qui imposent des 
excursions de températures significatives au niveau des puces. 

Les profils de mission en température qui en résultent (variation de température ambiante et 
cyclage en puissance) contraignent de façon thermomécanique les assemblages de puissance. Les 
niveaux de température réduisent la fiabilité et les cyclages en température sont un facteur 
aggravant de dégradation. Ces problèmes de fiabilité de ces dispositifs sont un verrou qu'il est 
nécessaire de lever pour leur introduction dans les moyens de transport. 

 Les besoins exprimés précédemment montrent les enjeux d’une maîtrise d’une électronique 
de puissance  « haute » température. Par voie de conséquence, l’estimation de la durée de vie de 
ces équipements est devenue depuis plusieurs années un centre d’intérêt fort de la part des 
industriels concernés et des laboratoires de recherche. Plusieurs travaux ont été menés dans ce 
sens notamment à l’INRETS et ont abouti au développement de méthodologies expérimentales 
et numériques ayant comme objectif d’estimer la durée de vie des composants soumis à des 
contraintes thermiques accélérées, mais également de comprendre les mécanismes physiques des 
dégradations. Ces travaux se font en partie en collaboration avec le SATIE, en cherchant à 
mutualiser les moyens expérimentaux conséquents nécessaires à ce genre d’études tout en 
profitant des spécificités des deux laboratoires, moyenne et forte puissance au LTN de l'INRETS, 
faible et moyenne puissance au SATIE.  

La méthodologie développée nécessitant des essais expérimentaux, les tests de vieillissement 
sont accélérés par un facteur, qui dans le cas d’essais de vieillissement d’origine thermomécanique 
est la variation de température. Cependant, nous devons pour ce types d’étude être certains que 
les modes de défaillance rencontrés en régimes de vieillissement accélérés sont les mêmes que 
ceux rencontrés en application. D’autre part, lors des tests accélérés, les contraintes (électriques, 
thermiques) sont appliquées de manière dissociées afin d’analyser leurs effets indépendamment 
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les unes des autres. C’est le cas par exemple des contraintes en température appliquées lors 
d’essais de cyclage en température, essais pendant lesquels aucune contrainte électrique n’est 
appliquée sur les composants sous tests. C’est le cas également à l’INRETS pour les essais de 
cyclage actif qui sont obtenus par conduction DC des composants sous test (sans qu’ils aient à 
tenir la tension et sans phases de commutation). En utilisation réelle par contre, un dispositif voit 
de multiples contraintes combinées et les durées de vie sont fonction de plusieurs variables de 
stress.  

A ces deux premières difficultés, nous devons ajouter l’évolution continuelle des technologies, 
la non disponibilité de profils de missions réalistes, l’introduction régulière de nouveaux 
matériaux, des géométries de plus en plus complexes et les multiples problèmes que cela pose 
notamment pour la simulation numérique (propriétés des matériaux, singularités 
géométriques,…). 

L’ensemble de ces difficultés inhérentes à l’étude de la durée de vie et de la fiabilité des 
modules de puissance rendent extrêmement difficile une estimation correcte de la durée de vie de 
ces dispositifs. 

Une autre voie entreprise ici propose plutôt de focaliser les travaux sur la compéhension des 
mécanismes de défaillances. En effet, les outils expérimentaux et numériques doivent être 
exploités pour développer de véritables méthodologies d’interprétation et d’analyse permettant 
d’identifier les mécanismes de défaillances probables, les comprendre et ainsi éventuellement 
étudier leur occurrence sur des profils de missions donnés. 

Les travaux présentés dans cette thèse s’inscrivent dans cette optique. Ils portent sur des 
modules IGBT onduleurs intégrés 600V-200A dont la gamme de puissance est destinée à des 
applications de traction automobile électrique et hybride. C’est la première fois que ce type de 
module est testé dans notre laboratoire, les activités passées concernant plutôt des modules de 
traction ferroviaire de puissance beaucoup plus élevée.   

Dans les applications de traction automobile hybrides, la haute température de 
fonctionnement est un des principaux paramètres conduisant à la dégradation des performances 
des modules IGBT et de leur assemblage. Dans l’environnement confiné d’une automobile, la 
température du liquide de refroidissement sera de l’ordre de 90°C durant environ 90% de la durée 
de vie de l'automobile, de 115°C de manière occasionnelle pour les 10% de vie restant et peut 
exceptionnellement atteindre 140°C [Ers96].   

Nous avons ainsi cherché dans cette thèse à évaluer la tenue de ces modules aux contraintes 
de cyclages (actif et passif) sous températures ambiantes élevées. Ce dernier point est 
particulièrement crucial vis-à-vis de la fiabilité et de la durée de vie des équipements électroniques 
de forte puissance et constitue l’une des originalités des travaux présentés dans cette thèse. En 
effet, peu d'études ont jusqu’à présent porté sur l’étude de la fiabilité de modules de puissance 
dans des environnements haute température. 

Ainsi, après une présentation des différentes technologies des assemblages pour modules 
IGBT de puissance utilisés pour la traction électrique et l’intégration de puissance, nous 
présenterons à partir d’une étude bibliographique les principaux modes de défaillances rencontrés 
dans les applications haute température. L’assemblage et en particulier la connectique et les 
brasures restent les points faibles pour un fonctionnement à température élevée.  

Nous aborderons dans la fin du premier chapitre les notions de durée de vie et la 
méthodologie adoptée pour son estimation. Les tests de vieillissement accélérés y seront décrits 
avec les principaux facteurs d’accélérations liés à chaque paramètre contraignant (températures, 
tension, humidité,…). Nous décrirons également les principales lois de durée de vie développées 
dans la littérature. 
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Le deuxième chapitre est consacré à une campagne de tests de vieillissement accélérés en 
cyclage actifs "longs" pour lesquels les contraintes thermiques concernent l'ensemble de la 
structure. Dans cette campagne, c’est principalement l’étude de la tenue des brasures qui était 
visée. Nous avons cherché à évaluer pour ces cycles actifs la tenue des modules IGBT (600V-
200A) fonctionnant à différentes températures ambiantes (température de semelle) et différentes 
variations de températures de jonction (température des puces). Afin de chercher à comprendre 
les mécanismes physiques mis en jeu dans la dégradation de l’assemblage, les essais ont été arrêtés 
rapidement dès lors qu’un indicateur de défaillance laissait supposer une initiation de processus 
de dégradation. Alors que les cycles longs sont réputés plus contraignants pour les brasures, ces 
essais ont montré que le principal mode de défaillance constaté concernait la dégradation des fils 
de bonding (levée des fils ou fracture dans les pieds de fil) et cela, quelles que soient les 
conditions de cyclage.  

Dans le troisième chapitre, nous nous sommes focalisés sur la tenue des brasures 
substrat/semelle dans des conditions de cycles thermiques passifs. Sachant qu’habituellement le 
facteur d’accélération retenu pour le vieillissement de ces brasures est l’amplitude des cycles 
thermiques, nous avons cherché dans cette partie à évaluer non seulement l’effet de l’amplitude 
des cycles thermiques mais aussi les niveaux des paliers haut et bas sur l’initiation des fissures 
dans ces brasures et leurs propagation au cours du cyclage.  

Les résultats présentés dans ce chapitre montrent que les cycles thermiques de grande 
amplitude avec un palier haute température à 120°C ont provoqué une dégradation rapide des 
brasures semelle/substrat ainsi que des fractures conchoïdales dans les substrats céramiques au 
niveau de l’interface avec sa métallisation. Les niveaux hauts et bas des températures ont un effet 
important mais spécifique sur l’initiation des fissures dans les brasures et sur leurs vitesses de 
propagation. En effet, pour une même amplitude de température, le cyclage à température la plus 
basse montre une apparition de fissures dans la brasure fortement retardée et une vitesse de 
propagation plus faible comparativement à des niveaux plus élevés. 

Pour comprendre et analyser le comportement de la brasure sous les contraintes de cycles 
thermiques passifs, une étude par simulation numérique est présentée dans le dernier chapitre. 
Dans la première partie, nous présenterons une étude sur l’effet de la géométrie des bords des 
brasures où les singularités géométriques influent fortement sur les résultats de simulation utilisés 
dans les modèles d’estimation de la durée de vie des brasures (déformations plastique, énergie 
plastique). Nous montrons quel peut être l’effet du choix d’une géométrie réaliste des bords de 
brasures. Nous montrerons également qu'au prix d'une géométrie plus complexe, nous pouvons 
réduire l’effet néfaste des singularités.  

Cette étude numérique effectuée sous des conditions de température similaires à celles 
imposées dans la partie expérimentale a permis de localiser et d’évaluer les contraintes 
thermomécaniques que subissent les éléments de l’assemblage. Surtout, nous donnerons des 
éléments de réponse permettant d’établir un lien entre les paramètres thermiques du cyclage 
passif et les grandeurs physiques qui sont influentes sur la durée de vie des brasures. Nous 
expliquerons ainsi pourquoi les cycles passifs réalisés à plus faible température sont moins 
contraignant sur la durée de vie des brasures. 

Enfin, ce chapitre se termine sur une étude numérique dans laquelle nous avons cherché à 
simuler l’effet combiné des cyclages actifs et passifs sur les contraintes mécaniques au sein des 
modules IGBT afin de rendre compte des contraintes imposées aux modules dans une 
application réelle.  
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CHAPITRE I  Etat de l’art sur la technologie des modules 
IGBT de puissance 

 

I.1. Introduction  
Dans un contexte de préservation des ressources naturelles et de diminution des émissions de 

gaz polluants (CO, CO2, NOx … ) la tendance, dans le domaine des transports, est à 
l’introduction croissante des systèmes électriques que se soit pour des besoins de traction ou pour 
la commande d’auxiliaires. Cette introduction s’est faite il y a un certain nombre d’années dans le 
cas du ferroviaire (tramway, métro, train,…) et semble être incontournable dans les domaines de 
l’automobile mais aussi de l’aéronautique.  

A titre d'exemple, les systèmes de transports publics urbains (tramways, bus hybrides, …) 
utilisent de plus en plus de propulsions hybrides nécessitant des solutions de stockage et de 
gestion de l'énergie. La tendance est identique pour les applications automobiles pour lesquelles 
une des solutions à court terme pour la réduction de consommation de pétrole et l'amélioration 
du rendement énergétique est le développement de la traction hybride en attendant d’autre 
solution alternatives telles que l'hydrogène mais dans un futur qui paraît encore lointain. Pour les 
applications avioniques, de plus en plus d'actionneurs électriques sont intégrés dans les avions 
civils (actionneurs de volets, inverseurs de poussée,…) en remplacement d'actionneurs à 
commandes hydrauliques. L'avion "plus électrique" tente de répondre à une demande d'efficacité 
et de souplesse énergétique avec une réduction de la masse et du volume. Cette tendance requiert 
une forte compacité et une forte intégration des systèmes de conversion électriques. 

Un des problèmes essentiels réside dans le fait que l'introduction de ces dispositifs 
électroniques dans les systèmes de transport se fait avec une demande de réduction de poids, 
d'encombrement et de coût tout en ayant un niveau de fiabilité satisfaisant et répondant par 
exemple à des exigences de sécurité. De plus, ces dispositifs sont utilisés dans des 
environnements très confinés et chauds et tendent vers des structures très intégrées. Ils sont non 
seulement soumis à de fortes contraintes : environnements ambiants "hautes températures" 
(jusqu’à 120°C pour l'automobile et pouvant atteindre 200°C en avionique) mais également à des 
variations cycliques de température de forte amplitude. Les niveaux de température réduisent la 
fiabilité et les cyclages en température sont un facteur aggravant de dégradation. Les problèmes 
de fiabilité de ces dispositifs sont un verrou qu'il est nécessaire de lever pour leur introduction 
dans les moyens de transport à des coûts raisonnables.  

Dans ce contexte, il est nécessaire de comprendre les mécanismes physiques de dégradation et 
de vieillissement des dispositifs électroniques de puissance. Cela passe par l'évaluation des 
contraintes que subissent ces dispositifs en fonctionnement, et en particulier celles liées aux 
phénomènes électriques, thermiques et mécaniques. Les contraintes électriques, à elles seules, 
peuvent être directement cause de destruction des composants. C'est le cas par exemple de 
surcharges ou de régimes électriques extrêmes (courts-circuits, avalanche,…). Le plus souvent, les 
pertes électriques engendrées sont telles que la thermique est la cause de la destruction. Enfin, les 
effets thermiques, par le biais des coefficients de dilatation, peuvent engendrer des contraintes 
mécaniques qui par des effets de cyclage et de fatigue finissent par détériorer les composants. Les 
objectifs recherchés sont de fournir des éléments d'optimisation de la fiabilité des dispositifs 
électroniques de puissance.  
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I.2. Les composants de puissance  

Les composants électroniques de puissance, moyenne et forte puissance, sont des 
convertisseurs statiques (onduleurs pour la commande de moteurs alternatifs) intégrés à base de 
transistors MOS (Métal-Oxyde-Semi-conducteur) de puissance ou d'IGBT (Insulated Gate 
Bipolar Transistor). Ils sont présents sous forme de boitiers pressés (press-pack) ou plus 
généralement moulés (modules) comme présenté dans la figure I.2. Nous nous focaliserons dans 
cette thèse sur les modules de puissance IGBT, et la technologie particulière des IGBT press-
pack ne sera pas décrite ici. 

 

 
(a) 

 
(b) 

Fig.I.1 : (a) Module IGBT moyenne puissance (600V-200A), (b) Module IGBT haute  puissance (3200V-1200A)  

 

Les modules de puissance sont constitués d’un empilement de différents matériaux. Le 
premier niveau est constitué de puces, généralement à base de silicium, qui représentent la partie 
active du module. L’amenée du courant sur ces puces est assurée par des fils de bonding en 
aluminium d’un diamètre allant de 200 à 500µm. Ces puces sont montées sur un substrat isolant 
formé d'une céramique (généralement en Al2O3 ou AlN) isolante métallisée des deux côtés avec 
du cuivre suivant un procédé de type DCB (Direct Copper Bonded) pour une bonne adhésion du 
cuivre sur la céramique [Sch03], fig.I.2. La céramique assure l'isolation électrique et l’évacuation 
du flux de chaleur dissipé par la puce. Le substrat DCB est généralement lui-même monté sur 
une semelle métallique qui sert de maintien mécanique pour fixer le module sur le refroidisseur au 
travers d’une interface thermique et de drain thermique.  

 

 
Fig.I.2 : Exemple de substrat DCB avec des métallisations en cuivre (CURAMIK) 

 

La semelle est généralement en cuivre quoique des semelles composites en aluminium et 
carbure de silicium (AlSiC) soient développées et associées à des céramiques AlN pour réduire le 
phénomène de fatigue thermique. En effet, l’AlSiC possède une conductivité thermique 
satisfaisante (mais plus faible que celle du cuivre) et présente un coefficient de dilatation 
thermique plus proche du nitrure d’aluminium que le cuivre.  
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Le module est ensuite rendu solidaire du dissipateur par l’intermédiaire de vis, dont le couple 
de serrage doit être respecté. 

Dans ces boîtiers moulés, les puces IGBT sont brasées sur le DCB par l’intermédiaire d’un 
alliage haute température, l’ensemble est ensuite brasé sur la semelle, généralement à plus basse 
température (fig.I.3) (les mêmes brasures peuvent être utilisées pour le brasage puce/DCB et 
DCB/semelles, mais en complexifiant considérablement les étapes de report). Ces brasures 
servent à la fois d’interface mécanique, électrique et thermique. En effet, elles assurent le 
maintien mécanique de l’assemblage des différents constituants, la connexion électrique entre les 
puces et le substrat métallisé relié aux connexions de puissance extérieures, et enfin elles 
permettent la conduction du flux thermique entre les éléments actifs et la semelle.  

 
Fig.I.3 : Schéma d’un assemblage d’un module de puissance 

Il existe aussi des modules sans semelle où le substrat DCB est placé directement sur le 
refroidisseur à l'aide d'une interface thermique. Cette solution permet de meilleures performances 
thermiques et évite les contraintes imposées par la différence entre le coefficient de dilatation 
thermique (CTE, Coefficient of Thermal Expansion en anglais) de la céramique et celui de la 
semelle [Schu99]. Mais l’absence de la semelle et la nature fragile de la céramique exigent un 
excellent état de surface du refroidisseur. Pour certains dispositifs à IGBT de forte puissance sans 
semelle le substrat céramique est maintenu en pression sur le refroidisseur comme c’est le cas 
pour les modules proposés par SEMIKRON (SKiiP) [Schu03] où les contacts électriques sont 
pressés sur le substrat, de même que la céramique sur le dissipateur en de nombreux points. 
L’absence de la semelle et des interfaces thermiques permet d’abaisser la résistance thermique de 
l’ensemble. Dans les MiniSKiiP de la même société, ce principe de contacts pressés est combiné à 
la technologie des contacts ressorts. Ceux-ci sont chargés d’établir toutes les connexions 
électriques entre le module de puissance et la carte de commande.   
 

 

 
 

(a) Modèle de connexion par contact pressé (Semikron)  
 

(b) Module de puissance MiniSkiip de Semikron  

Fig.I.4 : module sans semelle de Semikron  
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Dans certains cas et pour optimiser l’évacuation du flux thermique, la semelle (ou le substrat 
pour les module sans semelle) fait aussi office de refroidisseur [Sch00a, Occ02, Iva03]. Cette 
solution permet de s’affranchir de l’interface thermique semelle/refroidisseur et augmente 
l’échange convectif entre le fluide et les parois du refroidisseur.  
 

 
(a) Refroidisseur intégré à la semelle [Sch00a] 

 
 

 
(b) Refroidisseur intégré au substrat DCB [Sch07] 

Fig.I.5: Exemple de refroidisseurs intégrés 

Concernant les techniques de refroidissement, elles sont généralement basées sur la circulation 
d’un fluide caloporteur dans une boite ou directement dans la semelle ou le substrat isolant, mais 
de nouvelles solutions ont été développées s’appuyant sur une technologie caloduc 
micrométrique. Fonctionnant en cycle fermé selon le principe évaporation – condensation 
(fig.I.6) cette solution permet une gestion thermique très efficace [Gro98b, Leg06].  

 

 
Fig.I.6 : principe de fonctionnement du caloduc 

 

Le remplacement des fils de bonding par des plots ou des billes de brasure dans les 
technologies 3D peut permettre la superposition de deux substrats isolant et un refroidissement 
des deux faces. Les puces sont donc refroidies des deux côtés, fig.I.7, et la gestion thermique se 
fait de manière nettement plus optimale [Gil03, But07].  

 

 

Fig.I.7 : Architecture d’assemblage 3D [But07] 
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I.3. Structures et technologies des puces IGBT  
Les éléments actifs d’un assemblage de puissance sont les puces IGBT. Elles sont composées 

d'un matériau semi-conducteur (silicium) de quelques centaines de microns d'épaisseur. Pour 
permettre la circulation d’un fort courant, plusieurs puces sont mises en parallèles. La figure I.8 
représente un module IGBT de calibre 600V-200A ouvert. 
 

 
Fig.I.8 : Module IGBT 600V/200A ouvert, boîtier moulé 

 

Confronté à une augmentation croissante de densification et de température de 
fonctionnement, le silicium commence à atteindre ses limites en termes de température de 
fonctionnement (qui dépend de la tension de claquage). En effet,  lorsque la concentration 
intrinsèque devient du même ordre de grandeur que le dopage de la région faiblement dopée de 
base qui assure la tenue en tension, le composant perd toute possibilité de tenue en tension. Pour 
cette raison, les composants basses tensions, avec un dopage de la région de base plus élevé sont 
à priori mieux adaptés aux applications à très haute température. D'une manière générale, la limite 
théorique du silicium est de l’ordre de 175°C pour les dispositifs hautes tensions (VBR = 1000V), 
contre 250°C environ pour les composants dont la tension de claquage est inférieure à 100V 
[Won99]. 

 

 
Fig.I.9: Température max. fonction de la tension de claquage 

pour différents matériaux [Won99] 
 

Pour s’affranchir des limitations en température imposées par le silicium, la tendance est au 
développement des matériaux semi-conducteur à grand Gap (GaN, diamant et principalement 
SiC aujourd’hui) permettant de repousser les limites de fonctionnement dans le plan tension de 
claquage/température. Pour le SiC, le champ électrique critique (7 fois plus grand que celui du Si) 
et la très bonne conductivité thermique permettront de réduire significativement l’encombrement 
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des dispositifs de puissance. La figure I.10 présente une prévision de la demande du marché en 
terme d’application du SiC et du GaN dans différents domaines de l’électronique de puissance. 
 

  

Fig.I.10: Prévision de la demande du marché en composant SiC et GaN  [Led07] 

 

Bien que des composants à base de matériaux à grand gap soient déjà commercialisés comme 
des diodes Schottky SiC (Infineon, Cree) [Dah02, Hol07, Tou07, Fun08], des JFET SiC ainsi 
qu’un premier bras d’onduleur sans diode de roue libre pouvant fonctionner à 300°C (SiCED, 
Infineon) [Ber05, Van06], la solution tout SiC n’est pas encore totalement mature et les matériaux 
grand gap doivent encore faire face à des défauts technologiques importants, notamment pour les 
composants à grille isolée [Den05, Sin06].  

L’industrie de l’électronique en général et de l’électronique de puissance en particulier reste 
donc dominée par le silicium. En effet, en ce qui concerne les composants de puissance aucun 
autre matériau semi-conducteur n’est actuellement compétitif en termes de qualité de matériau, 
maturité de la technologie de fabrication des composants et coût de production. 

Ainsi, pour améliorer les performances électriques et thermiques plusieurs progrés ont été 
apportés au niveau des structures des puces et de l’assemblage des modules. Nous présenterons 
dans ce qui suit les principales structures des puces IGBT et les technologies d’assemblage des 
modules IGBT utilisés pour la traction électrique. 

I.4. Les différentes structures d'IGBT 
Deux principales technologies sont utilisées pour chercher à optimiser le compromis entre les 

pertes en régimes de commutation et de conduction. La première structure nécessite la présence 
d'une couche tampon entre l'émetteur fortement dopé et la base faiblement dopée (technologie 
Punch Trough qui minimise l’épaisseur de base) et la seconde consiste en la réalisation d'un 
émetteur fin pour le contrôle de l'injection des charges (technologie Non Punch Trough). 
Dernièrement d’autres technologies ont été développées pour augmenter la densité d’intégration. 
Ainsi, la structure à grille enterrée réduit considérablement la surface de la puce et permet 
d’augmenter la densité de courant. Ces structures sont décrites succinctement dans les 
paragraphes qui suivent.  

I.4.1. Transistor IGBT Punch Trough (PT) 

  Afin de minimiser l’épaisseur de la base (donc la chute de tension directe) et contrôler les 
pertes au blocage, une couche tampon N+est réalisée par épitaxie entre la couche N- de base et le 
substrat P+.  La zone de charge d'espace peut traverser totalement la région de Base dopée N-, et 
c'est donc une jonction tronquée qui assure dans ce cas la tenue en tension (cf. fig.I.11). 
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L'épaisseur de la région N- peut dans cette technologie être minimisée pour améliorer les 
performances dynamiques et/ou de conduction [Dod03, Igi02].  

Toutefois, cette optimisation ne peut s’affranchir d’une réduction de la durée de vie des 
porteurs dans la base. Le principal inconvénient de cette structure est son coefficient de 
température qui peut être négatif, ce qui n’est pas sans danger lors de la mise en parallèle des 
puces. En effet, dans le cas d’un coefficient de température négatif, lorsqu’un déséquilibre du 
courant se produit dans une puce ou un module la température augmente avec le courant et la 
tension de saturation diminue forçant le courant à passer par la puce la plus chaude amplifiant 
ainsi le déséquilibre. Cette structure est généralement délaissée au profit de la structure NPT.  

I.4.2. Transistor IGBT Non Punch Trought (NPT) 

La structure de base est améliorée en ajustant le dopage et la profondeur de la jonction base-
émetteur du transistor bipolaire. La couche P+ généralement réalisée par implantation est plus 
mince et son rôle est de contrôler la quantité totale de charges injectées dans la couche N- de base 
en régime de conduction [Kha03]. Cela permet de réduire les pertes durant la commutation mais 
augmente la chute de tension de l’IGBT à l’état passant. La zone de charge d'espace dans cette 
structure doit pouvoir s'étendre totalement dans la base dopée N-, et l'épaisseur de base est 
maximale pour une tension de blocage donnée. Cette technologie offre également l’avantage 
d’avoir un coefficient de température positif, ce qui favorise la mise en parallèle des puces IGBT. 
De plus, cette technologie possède un coût de fabrication très faible par rapport à la structure 
précédente. Elle est toutefois difficile à mettre en œuvre pour les IGBT 600V, car elle nécessite la 
manipulation de substrats (de base) de faible épaisseur (70µm).  

Le choix d’une structure par rapport à une autre est lié à l’application à laquelle le composant 
est destiné. La structure NPT (ou homogène) dont la tenue en tension est importante, est 
favorisée pour des applications où les tensions dépassent les 1200V. Par contre, la structure PT 
est plutôt préconisée pour des gammes de tensions inférieures à 1200V et qui requièrent un 
comportement rapide. 

I.4.3. Transistor IGBT à champ limité (Fiel Stop ou Soft Punch Through) 

Cette structure de puce à été développée pour tenter de réunir les avantage des structures PT 
et NPT. Ainsi la puce IGBT à champ limité « field stop » (Infineon, Fuji) [Rut03] possède un 
champ électrique de forme trapézoïdale similaire à celui d’une puce PT et un contrôle de charge 
par l’émetteur du transistor bipolaire interne similaire à celui des IGBT NPT. La durée de vie des 
porteurs n’a pas besoin d’être réduite, et le coefficient de température est positif à l’état passant. 
Cette structure ne présente pas de trainée de courant excessive et sa chute de tension à l’état 
passant est faible. Un principe similaire a été adopté par Mitsubishi et ABB pour leurs puces 
baptisées LPT (light punch through) pour le premier [Yam02], SPT (soft punch through) pour le 
second [Rah03].  

I.4.4. Technologie Trench-Gate (grille à tranchées)  

La grille enterrée permet une meilleure distribution des lignes de courant dans la structure 
verticale d’un transistor à grille isolée de puissance. Elle est obtenue par la gravure d’une tranchée 
dans la région P+ dans laquelle est déposé l’oxyde de grille d’où le terme Trench. Les grilles et les 
canaux se retrouvent placés à la verticale contrairement aux technologies classiques d'IGBT 
"planar" pour lesquels ceux-ci sont horizontaux. Grâce à une meilleure distribution des lignes de 
courant dans la structure interne, cette technologie permet de réduire la chute de tension à l’état 
passant et d’augmenter la densité de courant [Iwa99, Iwa00, Iwa01]. En effet, la densité de 
courant admissible par une cellule de technologie Trench Gate peut atteindre 140A/cm² contre 
95A/cm² pour une technologie « planar » de même tension de claquage [Iwa00]. L’inconvénient 
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principal de cette solution est l’augmentation de la capacité grille/émetteur (qui peut être jusqu’à 
10 fois plus importante que pour une structure « planar »), à cause de la grille enterrée.  

Infineon associe la technologie Trench-gate à la structure « Field Stop » et offre une nouvelle 
génération de puces IGBT3 qui réunissent les avantages des deux technologies. En terme 
d’intégration, l’épaisseur de ces nouvelles puce et réduite d’un tiers pour une même tenue en 
tension et permettent une augmentation de 25°C de la température maximale de puce passant 
ainsi de 150°C à 175°C [Kan03].   
 

 
Fig.I.11 : Vue en coupe simplifiée des trois structures : Punch Through, Non Punch Through et Field Stop 

avec grille enterrée [Kan03] 

Ces évolutions offrent des perspectives intéressantes quant au développement de modules 
performants et compacts.  

La figure I.12 montre ainsi les évolutions technologiques des puces et la conséquence de ces 
évolutions sur les surfaces des puces [Bay08]. La réduction de volume de silicium ainsi obtenue 
va dans le sens d'une diminution des coûts. La contrepartie étant l’augmentation de la densité de 
puissance, qui s’accompagne généralement d’une augmentation de température. 

 
Fig.I.12: Evolution des dimensions des puces IGBT [Bay08] 
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I.5. Les technologies d’assemblage 

Pour garantir les performances des modules de puissance en haute température, des solutions 
d’intégration ont été développées pour assurer diverses fonctions : électriques, mécaniques mais 
également thermiques en améliorant l’évacuation de la chaleur émise par les puces actives.  

D’autre part, l’utilisation de matériaux "grands gaps" réduirait la taille des puces et 
augmenterait la densité de puissance et les températures de fonctionnement, il est donc 
indispensable que l’assemblage puisse supporter ces nouvelles contraintes d’utilisation. Des 
solutions sont alors à développer que ce soit au niveau du substrat isolant, des techniques de 
refroidissement ou des interconnexions (brasures et connections électriques). Dans ce paragraphe 
nous présenterons les principales technologies d’assemblages utilisées dans les modules de 
puissances au silicium.  

 

I.5.1. Les substrats isolants 

L’isolation électrique entre la partie active (puces) du module et le support sur lequel il est 
monté est généralement assurée par un substrat céramique métallisé des deux côté par des fines 
couches de cuivre (200-300µm) constituant un DCB (Direct Copper Bonded). La métallisation 
est déposée directement sur la céramique et l’accroche métallique est réalisée en portant 
l’ensemble à une température proche de la température de fusion du cuivre (1065°C-1085°C) 
[Sch00].  

Cette technologie permet à la fois une excellente isolation électrique, et, grace aux bonnes 
propriétés thermiques des céramiques utilisées une gestion satisfaisante des flux thermiques, ce 
qui en fait la solution la plus utilisée dans les applications d’électronique de puissance. 

Les matériaux utilisés pour la céramique sont l’alumine (Al2O3), le nitrure d’aluminium (AlN) 
ou, plus rarement le nitrure de silicium (Si3N4). L’oxyde de béryllium (BeO) a été très peu utilisé 
et est maintenant interdit à cause de sa toxicité.  

L’AlN présente une meilleure conductivité thermique que l’Al2O3, 180W/mK contre 24 
W/mK, mais son coût important (2 à 3 fois plus élevé que l’ Al2O3) présente un inconvénient 
majeur principalement pour les applications de puissance où le facteur économique est un critère 
important. L’utilisation d’une céramique AlN peut réduire l’excursion thermique entre les 
différentes couches du module de 50% par rapport à une céramique Al2O3 [Cia02].  

  Les métallisations en cuivre peuvent aussi être remplacées par des métallisations en 
aluminium (Direct Aluminium Bonding, DAB). En effet, comparativement au cuivre l’aluminium 
présente une plus faible limite élastique et une plasticité plus marquée. Des métallisations en 
aluminium imposeront alors moins de contraintes mécaniques sur la céramique [Nag00] et 
limiterons les risques d’apparition des fractures conchoïdales [Dup06]. Dans ce type de substrat la 
céramique est exclusivement en AlN et les couches d’aluminium sont brasées des deux côtés de la 
céramique par l’intermédiaire d’une fine couche d’aluminium (Active Metal Bonding, AMB).  

La technologie AMB est aussi utilisée pour la fabrication de substrats à base de céramique en 
nitrure de silicium (Si3N4), c’est dans ce cas un film d’Argent qui fait office de brasure entre les 
métallisations et la céramique. Le Si3N4 est un matériau qui présente une très grande résistance 
mécanique ce qui lui confère une plus grande résistance aux contraintes cycliques d’origine 
thermomécanique. Cette propriété permet aussi au substrat Si3N4 d’être porté directement sur le 
dissipateur sans fragiliser exagérément son intégrité.  

L’utilisation de substrats à base de diamant commence aussi à voir le jour en laboratoire, sa 
grande conductivité thermique, 2000 W/m.K pour le diamant naturel et entre 700-1600 W/m.K 
pour le diamant synthétique CVD, permet une bonne évacuation de la chaleur [Bro96, Sch07]. 
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Le tableau I.1, donne quelques caractéristiques physiques des matériaux céramiques utilisés 
dans la réalisation de modules de puissance. 

Tableau 1.1 : Caractéristiques physiques de céramiques isolantes [Clu98, Bre03, Kyo04, Los00]  

Propriétés Al2O3 AlN Si3N4 BeO Diamant 

Module de Young (GPa) 300-380 300-310 300 300 – 350 1140 

Contrainte à rupture (MPa) 250-300 300-500 >700 170 – 250 - 

Conductibilité thermique 
(W/m.K) 

20-30 260 60 250 2000 

CTE (10-6/°C) 8,1 4,2 2,7-3,4 6,8 – 7,5 1,2 

Résistivité électrique à 300K (Ω.m) >1013 >1014 >1014 >1014 - 

 

Les puces actives peuvent aussi être isolées par l’intermédiaire d’un substrat organique déposé 
sur une métallisation de plusieurs millimètres d’épaisseur faisant office de semelle (Substrats 
Métalliques Isolés), comme indiqué à la fig.I.13.  

L’interface isolante est constituée d’une résine de verre époxy ou  d'une résine époxy chargée 
de céramique, ou encore d'un polyimide permettant son utilisation à des températures proches de 
200°C [Woi92]. Ces solutions, bien que très économiques, n'ont pas de propriétés thermiques, 
électriques et mécaniques qui leur permettent de supporter des sollicitations sévères notamment 
des variations thermiques de forte amplitude [Clu98], et sont réservées aux applications de faible 
puissance.  

 

 

Fig.I.13 : Dissipation de puissance pour différentes céramiques 
[Sch98]  

 

 

 
 
 
 

Fig.I.14 : Assemblage de puissance de type SMI 

  

Fig.I.15: Assemblage DAB  (à gauche), Exemple de substrat DAB (à droite) 
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L’assemblage constitué de la puce active et du substrat isolant est souvent monté sur une 
semelle métallique. Ces semelles sont généralement en cuivre, matériaux très bon conducteur de 
la chaleur. Mais à cause de son très fort coefficient de dilatation thermique par rapport aux autres 
constituant de l’assemblage, des matériaux composites à matrice métallique (Metal Matrix 
Composite : MMC) ont été développés, c’est le cas de matériaux composites comme l'AlSiC, le 
cuivre tungstène (Cu-W), et le cuivre molybdène (CuMo) possédant des CTE significativement 
plus faibles que le cuivre (tableau I.5), et donc plus proche de celui de la céramique.   

 Les assemblages des substrats DCB AlN/Al2O3 sur des semelles en AlSiC ont montré leur 
intérêt en termes de durée de vie [Coq99, Schu03]. En effet, la bonne compatibilité de leurs 
coefficients de dilatation thermique et les bonnes propriétés thermo-physiques de l’AlSiC : CTE 
faible de 6 à 14ppm/°C (proche de celui de l’AlN), bonne conductivité thermique de 150-
200W/K.m, rendent l’assemblage plus résistant aux contraintes thermiques. 

 

Tableau I.2 : Synthèse des caractéristiques des matériaux d’un assemblage de puissance [Wil00, Gue04] 

 Matériau CTE (ppm/K) 
Cond. Ther. 

(W/mK) 
Module d’Young 

(GPa) 

Limite 
élastique 

(MPa) 

Puce Silicium 2.6 150 130 - 

AlN 3.1 190 320 270 
Céramique 

Al2O3 5.5 30 370 - 
Cu 16 390 130 98.7 

Semelle 
AlSiC 6.5  -  12 180  -  220 360 200 

 

I.5.2. Les brasures  

Les brasures utilisées pour l’assemblage des puces sur le DCB et du DCB sur la semelle sont 
traditionnellement constituées d’alliages à base de plomb. Les brasures conduisent le flux 
thermique et la brasure puce / DCB assure également la circulation du courant collecteur de 
l’IGBT. Leur robustesse est donc déterminante quant à la fiabilité d’un module de puissance. Le 
choix de l’alliage et de la technique de brasage est une étape importante du processus 
d’assemblage. 

La brasure la plus utilisée pour assurer l’assemblage du DCB sur la semelle est l’alliage 
eutectique Etain-Plomb (Sn63Pb37). Cette brasure présente des caractéristiques intéressantes 
(bonne mouillabilité, facilité de fabrication, une bonne adhésion,…) mais elle est surtout 
appréciée pour sa faible température de fusion (183°C), la plus basse de tous les alliages étain-
plomb. Pour les brasures sous la puce, les alliages utilisés sont à très forte teneur en plomb (Sn-
90Pb, Sn-95Pb) car ils doivent avoir une température de fusion nettement supérieure à celle de la 
brasure semelle/DCB pour ne pas être désolidarisés lors de l’assemblage du substrat sur la 
semelle. La mise en œuvre du brasage est obtenue en déposant l’alliage de brasure entre les 
éléments à braser et en portant l’ensemble au-delà de la température de fusion de l’alliage qui 
réalisera alors une liaison métallurgique après refroidissement. A titre d’exemple, le Tableau I.3 
montre quelques propriétés physiques de quelques brasures à base de plomb.  
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Tableau I.3 : Propriétés physiques des brasures à base de plomb [Won99] 

Alliage 
Liquidus 

(°C) 
CTE 

(10-6K-1) 
Limite d’élasticité 

(MPa) 
Sn62Pb36Ag2 179 27 44 

Sn63Pb37 183 25 35.3 

Sn95Sb5 235 31.1 56.2 

Pb90Sn10 302 27.9 24.3 

Au88Ge12 356 13.4 185 

 

A cause de sa toxicité et le danger qu’il constitue pour la santé humaine, l’usage du plomb est 
interdit dans les composants électroniques depuis quelques années et est devenu l’objet d’un 
enjeu économique et stratégique à l’échelle de la planète.  

Depuis quelques années plusieurs réseaux fédèrent des initiatives interdisant l’utilisation du 
plomb dans les alliages. En 1998, l’union européenne proposait un projet de loi visant à interdire 
ou réduire l’utilisation du plomb dans les équipements électriques et électroniques. Cette 
proposition a évolué en deux directives : le W.E.E.E : Waste Electrical and Electronic Equipment 
et R.O.H.S : Restriction Of Hazardous Materials [Put07]. Des directives sont aussi établies au 
Japon et aux USA par le NEMI (National Electronics Manufacturing Initiative) pour les USA 
[Dug00, EC03a, EC03b] et le JEITA (Japan Electronics Industries Association) pour le Japon. 
 

Tableau I.4 : Echéancier du remplacement du plomb dans les alliages de soudure [Pou] 

 
 

Depuis l’instauration des directives interdisant l’utilisation du plomb, les industriels et les 
chercheurs tentent de trouver des alliages de substitution ayant des caractéristiques aussi 
satisfaisantes, voire meilleures que celle de la brasure eutectique SnPb tout en étant en adéquation 
avec l'évolution des domaines d'applications émergeants (électronique de puissance automobile, 
avionique), les contraintes de température associées (Tf > 250°C) et les nouvelles géométries 
d'assemblage et de packaging [Hua99, Cle04]. Les principaux critères de sélection d’une brasure 
sont généralement:  

• la température de fusion,  

• la mouillabilité qui est la capacité de l’alliage en fusion à s’étendre sur les matériaux en 
contact (cuivre, aluminium, silicium,…) 

• la conductivité thermique et électrique 

• la tenue à la fatigue thermomécanique.  

• la disponibilité des matériaux et leur coût,  
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I.5.2.1. Quelques alliages sans plomb 

Parmi les nombreux alliages sans plomb existant, l’alliage préconisé par les différents groupes 
de recherche (CALCE EPSC, ITRI, NEMI, IDEALS, EFLNET, JEIDA,…) [ELFNET07] et qui 
semble le plus prometteur est le mélange étain-argent-cuivre noté SAC (SnAg3Cu0.5, 
SnAg4Cu0.5,…). Cet alliage répond aux principaux critères exigés (bonne mouillabilité, point de 
fusion plus faible que les alliages Sn/Ag et Sn/Cu, et bonne résistance à la fatigue) [Gan05, 
Xia04, Dur04, Gue02]. D’autres alliages binaires, constitués d’étain comme élément de base 
auquel s’ajoute, en faible pourcentage, des éléments comme le cuivre, l’argent, le zinc, le bismuth 
ou l’indium sont aussi proposés. L’alliage SnAg présente une bonne mouillabilité et une bonne 
résistance mécanique mais son coût reste prohibitif et sa température de fusion un peu trop 
élevée pour certaines applications. L’alliage SnCu présente de mauvaises propriétés mécaniques 
mais son faible coût le rend intéressant pour le brasage à la vague et pour des applications grand 
public [Han07]. Des alliages utilisant le bismuth comme élément de base sont aussi proposés et 
présentent de meilleures caractéristiques que ceux à base d’étain [Yam06] mais le faible niveau de 
production et de réserve de cet élément rend leur usage limité.  

 L’indium permet de réduire la température de fusion d’un alliage contenant de l’étain. Il a de 
bonnes propriétés physiques et une mouillabilité exceptionnelle. Mais à cause de sa rareté et de 
son prix, il ne peut être utilisé que comme élément d’addition mineur ou dans des applications 
très particulières. Le zinc est un métal peu cher et disponible. Il permet de réduire le point de 
fusion d’un alliage contenant de l’étain. Par contre, il a une capacité de mouillage faible à cause de 
son oxyde stable [Abt00, Gue05]. Mais, des études récentes ont toutefois pu montrer le très bon 
comportement de brasure à base de zinc (Zn-Al) pour des applications automobiles haute 
température [Yam07].  

Concernant les brasures utilisées pour le brasage des puces nécessitant des températures de 
fusion nettement plus élevées (de l’ordre de 300°C), très peu de brasure sans plomb sont 
identifiées (Au-20Sn) pour remplacer les alliages de références à base de plomb (Sn-90Pb, Sn-
95Pb).  

Le tableau I.5 donne les températures de fusion et des propriétés physiques de quelques 
alliages de brasure et décrit leurs avantages et inconvénients. 

Tableau I.5 : Quelques alliages sans plomb et leurs caractéristiques [Pou, And05, Clu98, Gue02, Chel07] 

Alliage 
Temp. 
Fusion 
(°C) 

CTE 

(10-6/°C) 

Résistivité 
(µΩ-cm) 

Cond.Therm. 
(W/mK) 

Module 
d’Young 
(GPa) 

Avantages Inconvénients 

SnPb37 183 24,7 14,5 50 39 
Faible coût, Bonne 
mouillabilité, Bonne fiabilité, 
Simplicité de fabrication 

Brasure au plomb 

SnAg3.5 221 30 10-15 33 50 Bonne résistance à la 
fatigue(And05)  

Coût élevé  

SnCu0.7 227 - 10-15 53 - Relativement économique 
Cuivre soluble dans l'étain  

Mauvaise 
mouillabilité,        
faibles résistance à la 
fatigue  

SnAg4-
Cu0.5 217 23 10-15 55 - Bonne mouillabilité Bonne 

résistance mécanique 
Risque 
d'intermétalliques  

SnBi58 138 15 30-35 - - Bonne résistance mécanique Bi sous produit du Pb  

Sn-Zn9 199 - 10-15 - - Point de fusion proche de 
183°C 

 problèmes 
d’oxydation. 
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I.5.2.2. Contraintes liées au passage au sans plomb 

La température 

Les brasures sans plomb, comme illustré sur le tableau I.3, possèdent des caractéristiques bien 
différentes de celles de la brasure au plomb classique (Sn63Pb37). La température de fusion est le 
paramètre le plus décisif car elle influe aussi sur les autres matériaux utilisés dans les assemblages 
électroniques. En effet, les principaux alliages susceptibles de remplacer la brasure au plomb, à 
savoir les brasures SnAgCu, SnAg et SnCu présentent des températures de fusion nettement 
supérieures à celle de la brasure Sn63Pb37 ce qui impose une réadaptation des procédés 
d’assemblage (profil de refusion, flux, matériaux utilisés pour les circuits imprimés…) [Han07]. 
Cette démarche est assez coûteuse pour les industriels car bien que les dispositifs actuels soient 
capables d’atteindre les températures plafonnées de refusion (235-255°C pour les brasures sans 
plomb contre environ 220°C pour la brasure SnPb), certains composants et matériaux doivent 
être améliorés pour pouvoir supporter cette hausse des températures de process [Gue05, And07].   

Les whiskers 

Les finitions à base d’étain associées aux alliages à forte teneur en étain provoquent 
l’apparition de  « Whiskers » qui sont des filaments monocristallins en étain pur qui peuvent 
atteindre une longueur de 10mm et un diamètre de 1 à 3µm [Gan05]. Leur présence est 
problématique, car ils peuvent engendrer des courts-circuits entre deux contacts ou deux joints. 
La figure I.16 représente des whiskers d’étain observés 13 semaines après la refusion sur des 
alliages, d’étain pure, et d’alliages Sn15Pb, Sn07Cu et Sn2Bi. Le « whisker » le plus long est celui 
formé sur l’alliage Sn0.7Cu (170µm) [Ost06]. 

 

  

Fig.I.16 : Whiskers d’étain apparaissant dans quelques alliages [Ost06] 

 
La fiabilité 

La fiabilité des composants dotés de technologie sans plomb dans un environnement haute 
température est aussi une préoccupation majeure et pas encore bien traitée. Néanmoins, les 
études réalisées sur la tenue et la robustesse des brasures sans plomb montrent plutôt un bon 
comportement [Zha07, And07]. Associées dans la plupart du temps à des brasures de type BGA 
(Ball Grid Array), les brasures sans plomb ont une tenue aux cycles thermique similaire voir 
meilleure que celle des brasures SnPb [Pan04, Bra06, Che07]. Par contre pour les couches de 
brasures situées sous le DCB (généralement les brasures de plus grande surface) les alliages au 
plomb semblent plus robustes que ceux sans plomb [Sti04]. Le manque de données sur les 
caractéristiques mécaniques et physiques ainsi que l’absence d’un retour d’expérience sur ce type 
de brasures constitue un obstacle majeur pour l’étude de leur fiabilité. Les caractérisations de ces 
matériaux n’en sont encore qu’à leur début [Ama02, Gue02, Li05, Sun06]. 
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I.6. Contraintes thermiques imposées aux composants de puissance 

Les dispositifs électroniques de puissance « embarqués », utilisés pour la traction de véhicules 
sont confrontés à une demande importante de réduction de poids, d’encombrement et de coût et 
tendent par conséquent vers des structures très intégrées. La densification de la puissance qui en 
résulte s’en trouve significativement augmentée (jusqu’à plusieurs centaines de Watts/cm2 de 
pertes à évacuer) et les convertisseurs se trouvent soumis à de fortes contraintes thermiques.  

L’environnement dans lequel se trouvent les dispositifs de puissance impose des cycles de 
température variant entre -40°C et 120°C dans le cas de l’automobile et dans le pire des cas entre 
–55°C et 200°C près du réacteur d’un avion (cyclage passif). De plus, la dissipation de puissance 
dans les puces actives crée des variations thermiques supplémentaires, de plus faible amplitude 
(quelques dizaines de degrés) mais avec une fréquence plus élevée (cycles actifs). La figure I.17 
représente la combinaison de ces deux types de variations thermiques.  

Les composants de puissances utilisés dans le domaine des transports sont couramment 
spécifiés pour des températures de fonctionnement maximales de 150-175°C 

 
 
 

 
(a) 

 
(b) 

FigI.17 : (a) Variations thermiques imposées à un dispositif électronique embarqué, (b) Limite en température des 
composants utilisés en électronique de puissance [Dup06] 

En terme de durée de vie, le domaine automobile requiert des dispositifs qui doivent satisfaire 
à des exigences de durée de vie de l’ordre de 8000h de fonctionnement dans un environnement 
thermique nominal de 90°C pouvant monter jusqu’à 120°C et de l’ordre de 400 kcycles de 
puissance [Ber96]. En ce qui concerne l’avionique, les besoins sont de l’ordre de 50.000 heures 
pour les équipements, ce qui correspond à 5000 phases de décollage/atterrissage pour des durées 
moyennes de vol de l’ordre de 10 heures. Bien que la température élevée peut être responsable de 
vieillissement (oxyde de grille) et disfonctionnement (courant de fuite..) au niveau des puces, les 
causes de défaillance à haute température et sous fortes variations de température concernent 
principalement l’assemblage. 

Le diagramme de la figure I.18 représente à titre indicatif les plages de variation de 
température ambiante dans différents domaines d’application.  
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Fig. I.18 : Plage des températures dans différents domaines d’application et durées de vie recherchées [Dup96] 

I.7. Les modes de défaillance engendrés 

La haute température ambiante dans laquelle peuvent se trouver les modules de puissance est 
très critique à la fois pour les éléments actifs du module et pour l’assemblage. Dans ce qui suit 
nous présenterons succinctement les principaux modes de défaillance qui peuvent apparaitre dans 
les modules de puissance. 

I.7.1. Défaillances au niveau Assemblage  

I.7.1.1. Levée et fracture des fils de bonding 

La levée des fils de bonding est l’un des principaux modes de défaillance observé dans les 
modules de puissance, [Lef00, Cia02, Coq03]. La différence de CTE entre l’Aluminium (23-24 
ppm/K) et le Silicium (2,6 ppm/K) impose de fortes contraintes thermomécaniques sur 
l’interface Bonding/Puce lorsque la puce est soumise à des variations de température. Cela 
conduit à une dégradation qui commence par l’apparition de fissures au niveau du contact avec la 
métallisation comme illustré sur la figure I.19(a) [Yam07]. Ces fissures se propagent ensuite et 
conduisent à la levée complète du fil.  

De plus, les variations de température du fil (liées à la dissipation de puissance dans les puces 
et éventuellement à l’auto-échauffement des fils) résultent en des phases de 
dilatation/compression de celui-ci et peuvent être responsable de l’apparition de fractures au 
niveau des pieds de bonding cette fois comme indiqué à la fig I.19(b). 

 

 
(a)  

(b) 
Fig.I.19 : (a) Initiation de fissures dans un pied de bonding [Yam07], (b) fracture du pied de bonding [Cia02] 
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Pour améliorer la fiabilité des fils de bonding aux fortes variations de températures, différentes 
études ont été menées depuis plusieurs années et ont abouti aux solutions suivantes :  

• La première consiste à rajouter une couche de matériau polymère (coating) sur le pied du 
bonding immédiatement après la soudure ultrasonique. Cette solution permet de garder le contact 
physique entre le fils et la métallisation après la dégradation de cette interface et d’après [Ham98, 
Cia02] la durée de vie des fils de bonding lors de tests de vieillissement accélérés en cyclage actif 
est considérablement augmentée avec ce revêtement, fig.I.20(a).  

• Une seconde solution proposée consiste à insérer une couche de molybdène entre le fil et la 
métallisation [Ham99]. Ayant un CTE (5,35.10-6/°C) intermédiaire entre celui de l’aluminium et 
celui du silicium, cette couche permet de distribuer et de réduire les contraintes à chaque interface 
ce qui retarde la levée des fils et permet ainsi une augmentation de la durée de vie des fils d’un 
facteur 2 à 3 sous des contraintes de cycles actifs accélérés [Ham99]. 

• Une autre solution avancée dernièrement consiste à remplacer les fils de bonding par un 
large ruban, fig.1.20(b). Comparé à la géométrie des fils de bonding, les rubans de bonding 
permettent de connecter de plus grandes sections avec une puissance de soudure plus faible ce 
qui permet de réduire les contraintes initiales [Lue04]. Et grâce à sa faible épaisseur ainsi qu’à sa 
largeur, le ruban de bonding est plus malléable et absorbe mieux les déformations dues à la 
différence de CTE [Ong04] entre aluminium et silicium. 

 

 

(a) 

 

(b) 

Fig.I.20 : (a) Effet de la couche de coating sur la durée de vie des fils de bonding [Cia02], (b) IGBT connecté avec des 
rubans de bonding [Lue04] 

Les fils de bonding sont aussi responsables d’une inductance parasite de connexion et d’une 
chute de tension d’où l’idée qui se développe et qui consiste à éliminer complètement les fils de 
bonding et les remplacer par des billes de soudure de quelques dizaines de microns de diamètre 
(Bump, Ball Grid Array : BGA), fig.I.21(a), ou par des films métalliques. Ces techniques sont 
destinées principalement aux assemblages basse tension mais grâce à la possibilité d’intégration 
3D qu’elles permettent, ces techniques se développent aujourd’hui sur des composants de plus 
forte puissance [Liu01, Arz01].  

Une autre alternative consiste à utiliser une couche en poudre d’argent réalisée à une 
température supérieure à 220°C, dans une atmosphère contrôlée et sous une pression de plusieurs 
dizaines de méga-Pascals (figure I.21(b)) [Sch98]. Cette technique est appelé « Low Temperature 
Joining Technique » (LTJT) et semble améliorer la durée de vie des modules de puissance 
[Amr05]. En effet, des tests réalisés lors d'un cyclage actif avec de fortes variations de la 
température de jonction (∆Tj= 130°C à Tjmax=170°C) semblent confirmer une durée de vie de 
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l'assemblage vingt fois supérieure à celle obtenue avec un assemblage conventionnel (fil de 
bonding) [AMR05].   

 

(a) 
 

(b) 

Fig. I.21 : Bille de soudure, connexions et UBM (Under Bump Metal) [Wen01] 

I.7.1.2. Fissuration des brasures  

Les variations de température provoquent la fissuration des brasures, plus particulièrement 
celle qui se trouve entre le DCB et la semelle à cause de sa large surface, de sa localisation entre 
deux matériaux (céramique et semelle souvent en cuivre) de CTE très différents mais également 
de la nature "soft" de l'alliage. De plus, les imperfections qui apparaissent lors du processus de 
brasage (formation de composés intermétallique, formation de bulles résiduelles et de cavités,…) 
amorcent la dégradation des brasures. L’épaisseur de la brasure est aussi un paramètre très 
influent sur la tenue de la brasure aux cycles thermiques. En effet, il a été démontré que plus 
l’épaisseur est  faible et plus la brasure est fragilisée [Gut06, Yam03, Som]. Par contre, si la 
brasure est trop épaisse la résistance thermique de l’assemblage augmente à cause de la faible 
conductivité thermique des matériaux des brasures. Il faut donc trouver une épaisseur optimale 
réalisant un compromis entre conductivité thermique et tenue mécanique.  

Une des imperfections fréquemment rencontrées dans les brasures semelle/DCB est la 
disparité d’épaisseur entre le centre de la brasure et ses bords. Les brasures sont souvent plus 
fines aux bords et plus épaisses au centre à cause du processus d’assemblage (cf. §III.3). 
Mitsubishi propose une technique permettant de garantir une épaisseur uniforme de la brasure 
sur toute la surface du joint [Yam03]. Comme illustré sur la fig.I.22, des wire bump sont placés 
sur les bords de la brasure pour assurer une homogénéité de son épaisseur. Mais cette solution 
risque de perdre de son intérêt lorsque la semelle est-elle même déformée 

 
 

 

 

Fig.I.22 : obtention d’un joint d’épaisseur constante (d’après Mitsubishi [Yam03]) 
 

La dégradation des brasures en limitant le transfert de chaleur vers le refroidisseur engendre 
une hausse significative de la résistance thermique jonction-semelle du module et augmente ainsi 
la température des puces. La figure I.23 montre une photographie (microscope acoustique) de 
l’état des brasures Substrat AlN/semelle en cuivre d’un module de forte puissance, après 43000 
cycles d’injection de puissance. Les parties sombres correspondent aux zones encore en état des 
brasures et les parties plus claires aux zones fissurées [Kha00]. 
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(a) 

 

(b) 

Fig. I.23 : (a) Module IGBT 3.3 kV–1.2 kA, (b) Dégradation des brasures (microscopie acoustique) 
après 43000 cycle accélérés d’injection de puissance [Kha00]. 

Pour retarder la dégradation des brasures et particulièrement la brasure substrat/semelle, pour 
les applications ferroviaires, des semelles en AlSiC remplacent les semelles en cuivre en raison de 
la bonne compatibilité des CTE de l’AlSiC et de celui du substrat céramique (AlN ou Al2O3). Les 
contraintes mécaniques entre ces matériaux sont ainsi limitées lors du cyclage thermique [Coq99, 
Tho01, Occ02].  

La position des puces sur le DCB peut aussi avoir un effet important sur l’initiation des 
fissures dans la brasure semelle/DCB. Si les puces sont situées sur les coins du substrat DCB 
alors le flux de chaleur engendré atteint directement les coins des brasures qui sont les plus 
sensibles. Par contre un léger déplacement des puces vers le centre du DCB éloignera le flux de 
chaleur des coins et retardera ainsi l’apparition des premières fissures [Kha04]. De façon 
complémentaire, si les puces sont éloignées des coins (zones d’initiation des fractures dans la 
brasure), l’effet de l’apparition d’une fissure se fera moins facilement sentir sur la résistance 
thermique. 

I.7.1.3. Dégradation du DCB 

Les grandes amplitudes de variations de température entraînent un phénomène d'écrouissage 
du cuivre du DCB avec un durcissement de cette métallisation. Il en résulte lors de la répétition 
de cycles de température une l'augmentation des contraintes mécaniques subies par la céramique 
jusque dans le pire des cas atteindre la limite de rupture de celle-ci et, à terme, au décollement du 
cuivre des céramiques [Mit99, Sch00b].  

 

           

Fig.I.24 : Apparition de fissures dans la céramique sous la métallisation après un cyclage thermique passif 
variant de -30°C à 180°C (à geuche), agrandissement au niveau de la fracture (à droite) [Dup06] 

 

Pour atténuer les contraintes mécaniques sur les bords du cuivre et retarder son décollement, 
il est préconisé de diminuer l’épaisseur des métallisations. En effet, plus cette épaisseur est faible, 
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plus les contraintes imposées sur la céramique seront également faibles.  Cette réduction 
d'épaisseur doit notamment se faire sur la face supérieure du DCB, tout en respectant les densités 
de courant acceptables dans ces métallisations [Dup06, Sch03]. Les fissures s’initiant au bord de 
l’interface cuivre/céramique, la solution qui permet de réduire localement les contraintes dans la 
céramique est la réalisation de « dimples » sur le bord du cuivre, fig.I.25. Dans [Sch03] il à été 
démontré que ces « dimples » pouvaient augmenter la fiabilité des modules d’un facteur 10 lors de 
cyclages thermiques passifs sous une température variant de -55°C à 150°C. 
 

 

 
 

Fig.I.25 : métallisation DCB avec dimples [Dup06, Sch03] 

I.7.2. Défaillances au niveau Puce  

I.7.3.1. Reconstruction de la métallisation  

Les contraintes périodiques de compression et d’extension que subit la fine couche de 
métallisation lors du cyclage thermique, conduisent à la déformation de cette dernière et à la 
"reconstruction" des grains d’aluminium qui la constitue. En effet, le silicium est un matériau 
avec un faible coefficient de dilatation thermique et une forte résistance à la déformation 
comparativement à l’aluminium, qui a, en outre, une limite élastique relativement basse. Elle 
atteint des valeurs de l’ordre de 20 Mpa pour de l’aluminium massif mais on peut s’attendre à des 
valeurs légèrement plus hautes pour des couches fines de l’ordre de 5µm en raison d’une moins 
bonne ductilité [Ebe05]. Ainsi, lorsque la température maximale imposée à cette couche de 
métallisation dépasse 110°C, celle-ci est sollicitée dans le domaine plastique [Cia01]. Par 
conséquent, des relaxations de contraintes peuvent avoir lieu sous forme de déplacement de 
dislocations ou encore de glissements de joints de grains. Cette "reconstruction" de l’aluminium 
modifie la structure en surface de la métallisation, fragilise les connexions, réduit sa section active 
et entraîne une augmentation de la résistance superficielle [Cia02, Schu03, Det04, Lut08].  

Pour limiter ce phénomène, une fine couche protectrice et rigide (Nitrure de silicium, 
polyimide...) est couramment déposée sur la métallisation [Cia02b].  
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I.7.2.2. Dégradation de l’oxyde 

La défaillance de l’oxyde de grille se traduit par l’apparition d’un courant de fuite local 
traversant la couche d’oxyde jusqu’à former parfois un court circuit. Cette dégradation est due 
aux piégeages de charges dans l’oxyde à cause de l’application d’un champ électrique aux bornes 
de l’oxyde ou par injection de porteurs chauds dans l’oxyde [Gro99, Mar98, Sta01].  Ce mode de 
défaillance est couramment observé en microélectronique [Man00b, Pom05] où l’épaisseur de 
l’oxyde ne dépasse pas quelques nanomètres. 

Un des moyens d’évaluation de la fiabilité de l’oxyde de grille consiste à tracer la 
caractéristique courant-tension (I-V) et de réaliser les tests TDDB (time dependent dielectric 
breakdown) [Man00]. Toutefois, il est impossible d’observer l’évolution des propriétés de l’oxyde 
durant le cyclage de puissance, avec ces méthodes.  Ce qui rend ce mode de défaillance le plus 
critique car très difficilement détectable. Ainsi, le claquage de la grille survient de manière 
imprévisible et conduit à la défaillance instantanée du module.  

I.7.3.3. Passivation des zones périphériques de tenue en tension  

La limite de la tenue en tension d'un composant ne dépend pas uniquement de la tenue en 
tension en volume des jonctions, mais aussi de leur tenue en tension en surface reportées à  la 
périphérie du composant. Les technologies de terminaisons de jonctions et de tenues en tension 
périphériques des composants de puissance permettent d’étaler les équipotentielles pour éviter la 
limitation de la tenue en tension en surface des jonctions. Plusieurs techniques peuvent être citées 
comme : l'utilisation d'anneaux de garde, de plaques de champ, de terminaisons de jonction 
implantées, de couches semi-résistives ou de l'effet resurf [Haq01]. En plus des techniques de 
terminaison de jonction, des passivations sont réalisées sur ces zones périphériques afin de 
protéger les puces contre le milieu externe (oxydation, courants de surface, défauts…). Deux 
principaux types de matériaux sont utilisés pour la passivation des zones de terminaisons des 
IGBT : le polyimide et le Si3N4 [Mor02].   
 

I.8. Fiabilité et durée de vie des composants de puissance 

L’étude de la fiabilité des composants électroniques implique d’une part une étude physique et 
d’autre part une étude statistique. La première a pour objectif d’étudier les mécanismes de 
défaillance, c’est-à-dire la description des causes menant à un début de dégradation et l’évolution 
de cette dernière pour aboutir à la défaillance. La physique des défaillances permet également 

 
(a) 

 
(b)  

Fig.I.26 : (a) Métallisation d’émetteur d’un puce IGBT avant cyclage, (b) Reconstruction de la métallisation après cyclage 
actif (3.2 millions de cycle actifs entre 85°C et 125°C) [Cia02a]. 
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d’identifier les facteurs (physiques, chimiques,...) qui influencent ces mécanismes. La seconde 
approche consiste à faire subir des tests à un nombre significatif de composants afin d’établir des 
lois de durée de vie pour un type de composant et un mode de défaillance donnés. Plusieurs 
méthodes sont utilisées et sont répertoriées en méthodes de prédiction et méthodes d’estimation 
[Fou02, Car03]. Dans ce qui suit nous nous intéresserons à deux approches, celle basée sur les 
tests de vieillissement accélérés et celle utilisant des modèles physiques. 

I.8.1. Estimation de la durée de vie par des tests de vieillissement accélérés 

Dans ce chapitre, nous reviendrons sur les méthodes expérimentales d’étude de la durée de vie 
de modules de puissance. Les essais étant nécessairement accélérés nous présenterons les 
expressions des différents facteurs d’accélération utilisés. Enfin, nous détaillerons les principaux 
modèles de durée de vie généralement utilisés pour l’étude de la fiabilité des composants et 
modules de puissance. 

 A cause de la durée de vie assez importante des composants de puissance utilisés en traction 
et l’évolution permanente de leurs technologies, une étude basée sur un retour d’expérience est 
difficile à mettre en œuvre. Une alternative est d’utiliser des tests de vieillissement accélérés de 
manière à provoquer les mêmes défaillances qu’en application réelle mais en beaucoup moins de 
temps.  

Ce genre de tests est utilisé pour obtenir des informations sur la durée de vie de composants. 
Deux voies différentes peuvent être mises en œuvre : la première utilise la compression du temps. 
Cela peut être obtenu en augmentant par exemple la fréquence des cycles de stress. La seconde 
méthode qui permet d’accélérer la durée de vie est l’accélération des contraintes lors des tests. Les 
contraintes appliquées doivent cependant être dans les limites des capacités des composants 
testés, et ne pas engendrer de modes de défaillance autres que ceux rencontrés dans l’application. 
C’est essentiellement cette seconde méthode qui est utilisée et qui est discutée ci-après. Deux 
conditions importantes doivent être remplies lors de ces tests : 

• Les mécanismes de défaillance générés dans les tests accélérés doivent être les mêmes que 
ceux que ceux observés dans des conditions normales. Autrement dit, l’accélération ne doit pas 
faire apparaître des mécanismes qui n’apparaîtraient pas sous des conditions normales 
d’utilisation. 

• Il devra être possible d’extrapoler les résultats accélérés vers des conditions normales. 
Autrement dit, il devra exister une formulation (un modèle) qui lie les durées de vie sous des 
conditions accélérées à celles sous conditions normales d’utilisation. 

Lors de ces tests, il s’agit de reproduire en laboratoire les contraintes thermiques cycliques que 
peuvent subir les composants en application et de les appliquer de manière répétitive aux 
composants en accélérant l'un des facteurs de vieillissement (la température ambiante, la variation 
de température, la tension, le taux d'humidité,…) [Fou02]: 
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AF a                                                 (I.1) 

Equat.I.1 : Loi d’Arrhenius pour la température comme facteur d’accélération (AF : facteur d’accélération) 

 
Ea : énergie d’activation du mécanisme de défaillance 
K : constante de Boltzman 
T1, T2 : température d’utilisation et de stress (T2 > T1) 
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Equat.I.2 : Loi de Coffin-Manson pour la fatigue thermique avec la variation de température comme facteur d’accélération 

Avec : 
∆T1, ∆T 2 : amplitude des variations thermiques d’utilisation et de stress 
F1, F2 : fréquence d’utilisation et de stress 

 
( )( )12 VVexpAF −β=                                                    (I.3) 

Equat.I.3 : Facteur d’accélération en tension 

Avec : 
β : constante dépendant de la technologie 
V1, V2 : tensions d’utilisation et de stress 
 

( )( )12 RHRHexpAF −β=                                                   (I.4) 

Equat.I.4 : Loi de Gunn pour l’humidité 

Avec : 
β = constante dépondante de la technologie 
RH1, RH2 : niveaux d’humidité d’utilisation et de stress 

 

Concernant les cycles thermiques, deux types de tests accélérés peuvent être définis. Le 
premier est le cyclage actif (power cycling) qui simule le fonctionnement d’un module, où les 
contraintes thermiques sont imposées par l’auto-échauffement du composant à cause de la 
dissipation de puissance. Le second est le cyclage passif (thermal cycling), où la source de chaleur 
est extérieure au module et simule les variations thermiques dues à l’environnement dans lequel 
se trouve le composant. Ce dernier provoque plutôt des dégradations au niveau de l’assemblage 
et particulièrement au niveau des brasures alors que le premier sollicite plutôt la puce et son 
environnement proche notamment quand les cycles sont de courte durée.  

Vers la fin des années 90, des projets de recherches, notamment LESIT (1994-1996) et 
RAPSDRA (1996-1998) [LESIT, Rap98], ont permis d'établir des normes de tests de cyclage actif 
et les méthodes empiriques de définition de la durée de vie des modules de puissance [Ber98, 
Coq99, Cov98, Coq93]. Deux types de cyclages actifs ont été proposés, les cycles actifs longs 
avec des durées d’injection de puissance de l’ordre de la minute et les cycles actifs courts où les 
durées d’injections sont de l’ordre de quelques secondes. 

Les critères de défaillance ont été définis pour chaque mode de défaillance et associés à un 
paramètre électrique ou thermique. Ces paramètres sont suivis régulièrement au court du cyclage 
et lorsqu’un critère de défaillance est atteint, le composant sous test est considéré défaillant et le 
cyclage est alors arrêté. La durée de vie du module testé est alors définie comme étant le nombre 
de cycle ayant conduit au critère de défaillance.   

Les résultats d’une campagne de tests sur une gamme de modules sont alors représentés sur 
un graphe et présentés en fonction des critères de défaillances, des conditions de cyclage et du 
nombre de cycles. A titre d’exemple, la figure I.27 représente les résultats de tests menés à 
l’INRETS pour des modules ayant une semelle en cuivre et d’autre des semelles en AlSiC. Ces 
modules ont subits des cycles actifs à des températures maximales de jonction allant de 100°C à 
125°C et des température de semelle de 80°C à 90°C [Coq99].  

Ces résultats obtenus en vieillissement accéléré montrent que la durée de vie (en nombre de 
cycles) suit une loi de Coffin-Manson, ils peuvent alors être extrapolés pour de plus faibles 
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excursions de température correspondant à des fonctionnements normaux des modules afin d’en 
estimer la durée de vie en condition réelle de fonctionnement. 

 
Fig.I.27 : Extrapolation de la durée de vie de modules de forte puissance soumis à des contraintes de fatigue [Coq99] 

Néanmoins, des interrogations peuvent se poser quant à la représentativité des conditions de 
tests ainsi que sur celles des critères de défaillances suivis jusqu’à présent dans les tests de 
vieillissements accélérés particulièrement de cyclage actif [Mer07]. Par ailleurs, le problème 
récurrent le plus important reste la connaissance des contraintes réelles et donc celui de la 
définition des profils de missions. 

I.8.2.  Estimation de la durée de vie par des modèles physiques 

Afin de réduire les durées assez longues imposées par les tests expérimentaux, des modèles de 
durée de vie utilisant des résultats de calculs numériques ont été développés.  En effet une 
campagne de tests pour une estimation de durée de vie d’une gamme de composant nécessite un 
nombre important de modules et un temps d’essai considérable. La simulation numérique peut 
être une aide précieuse afin notamment de limiter la durée des essais ou le nombre de 
composants testés et permettre une estimation plus rapide de la durée de vie.  

Néanmoins, les tests accélérés sont indispensables pour la validation d’un modèle de durée de 
vie (mais ils ne peuvent se faire que sur un nombre restreint de composant). Ce sont ces tests qui 
permettront en effet (avec les résultats de simulation numérique) de définir les paramètres des lois 
de durée de vie. 

La durée de vie est donnée par des lois empiriques calculant le nombre de cycles avant 
défaillance en fonction des contraintes ou des déformations appliquées. Ces grandeurs sont 
déterminées en utilisant des outils de simulation numérique (Ansys, Abaqus,…). Une 
connaissance approfondie des matériaux constituant le composant et des conditions de 
fonctionnement est exigée.  

Dans le cas de contraintes thermiques, le modèle le plus utilisé pour l’estimation de la durée de 
vie des modules de puissance est le modèle de Coffin-Manson [Man81]. Ce modèle estime le 
nombre de cycles à défaillance en fonction des déformations plastiques engendrées.  
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 2)(1
C

plf CN −∆= ε      (I.5)      

 Equat.I.5 : Equation de durée de vie d’après le modèle de Coffin-Manson [Man81] 

Où C1 et C2 sont des constantes dépendantes de la nature du matériau et εpl est la variation 
cyclique des déformations plastiques. 

Ainsi, en estimant le niveau de déformations engendré dans le matériau, la durée de vie d’un 
composant peut être prédite pour un mode de défaillance bien défini à condition de connaître les 
propriétés physiques et mécaniques des matériaux utilisés, et avoir effectués quelques essais de 
vieillissement accélérés. 

Cependant, l’estimation de la durée de vie par simulation numérique présente plusieurs 
difficultés parmi lesquelles : 

• les propriétés des matériaux ne sont pas toujours disponibles, particulièrement celles des 
matériaux émergents comme les brasures sans plomb  

• les problèmes de maillage et de géométrie, notamment la prise en compte des points 
singuliers, et le choix des paramètres de maillage  

• la méconnaissance des contraintes initiales (contraintes résiduelles) liées aux procédés de 
fabrication 

En effet, la simulation numérique par éléments finis est confrontée au problème des 
singularités géométriques qui accentuent les contraintes dans les régions de forte singularité. 
Ainsi, les contraintes calculées aux points de singularité sont d’une part entachées d’erreurs 
numériques liées aux singularités et d’autre part très sensibles au maillage. Les erreurs commises 
sur les points singuliers seront d’autant plus importantes que le maillage sera fin. L’estimation de 
la durée de vie se trouve alors étroitement liée à ces problèmes de simulation numérique 

Pour réduire ces erreurs, des procédures spécifiques sont utilisées pour le choix des points où 
sont relevés les résultats numériques. Certains auteurs évaluent les contraintes maximales à un 
point qui se trouvent dans la zone la plus contrainte en évitant le point singulier, fig. I.28 [Wie04], 
mais le choix et le positionnement de ce point ne sont pas clairement explicités.  

Une autre approche préconisée par Darveaux [Dar02] pour réduire l’effet de la singularité et la 
sensibilité au maillage est d’estimer une densité d’énergie moyennée sur le volume de chaque 
élément [Roe06, Som06, Dur04]. Cependant, cette approche dépend également du volume des 
éléments considérés. En effet, comme nous le présenterons dans le chapitre IV, plus l’épaisseur 
des éléments sur lesquels l’énergie est calculée est grande et plus l’énergie calculée est faible. Il 
s’en suit alors une surestimation de la durée de vie.  
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Equat.I.6 : Calcul de la densité d’énergie volumique moyenne 
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Fig. I.28 : Considération du point proche du point 
singulier [Wie04] 

 

Fig. I.29 : Calcul  d’une moyenne sur la surface la 
plus contrainte [Som06] 

 

Dans cette thèse nous nous intéresserons particulièrement à la durée de vie des joints de 
brasures. Pour cela nous présenterons dans le paragraphe suivant quelques modèles fréquemment 
utilisés. 

I.8.3. Modèles de durée de vie des brasures  

Plusieurs modèles ont été développés pour définir le mécanisme de défaillance des joints de 
brasure et estimer leur durée de vie. Ils sont répertoriés en quatre principales catégories [Lee00]:  

• Modèles basés sur les contraintes : ces modèles estiment principalement la durée de vie des 
brasures lorsque le composant est soumis à des vibrations ou à des chocs mécaniques 

• Modèles basés sur l’endommagement : développés sur la base de la mécanique de la 
rupture, ces modèles calculent l’endommagement causé par la propagation d’une fissure à travers 
le joint de brasure. 

• Modèles basés sur les déformations plastiques : ces modèles se basent sur les déformations 
plastiques ou viscoplastiques induites par des contraintes mécaniques ou thermomécaniques 

• Modèles basés sur l’énergie : ces modèles se basent sur l’énergie volumique cumulée dans 
la brasure lors de la répétition de cycles de contraintes thermomécaniques. Cette énergie 
représente la surface formée par la courbe contrainte-déformation. 

 

Dans le cas où la brasure est principalement soumise à des contraintes d’origines thermo-
mécanique, les modèles généralement utilisés pour l’estimation de la durée de vie des brasures 
sont ceux basés sur les déformations plastiques ou sur l’énergie. Dans le chapitre IV une étude 
comparative de ces deux types de modèles sera présentée. 

Modèles basés sur les déformations plastiques 

Il existe plusieurs modèles basés sur les déformations plastiques (Coffin-Manson, Engelmaier, 
Solomon,…) [Lee00], les modèles les plus connus et les plus utilisés sont ceux de Coffin-Manson 
(équat.I6) et d’Engelmaier (équat.I.7) que nous utiliserons dans le chapitre IV.   

 

( ) c
ffN

/1'2/
2

1 εγ∆=      (I.7) 

Equat.I.7 : Nombre de cycles à défaillance d’après le modèle de durée de vie d’Engelmaier [Eng83] 

 

Avec : 65.02 ' ≈fε  et )1ln(1074.1106442.0 24 fTc s +×+×−−= −−  
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où: 
ε’f : Coefficient de fatigue ductile 
Nf : Nombre moyen de cycle à défaillance 
c   : Exposant de la fatigue ductile 
f    : Fréquence de cyclage 

sT : Température moyenne par cycle  
 
Modèles basés sur l’énergie plastique cumulée 

Dans ces modèles, le nombre de cycles à défaillance est donné en fonctions de l’énergie 
plastique par cycle qui est définie par l’aire sous la courbe de réponse contraintes-déformation. 
L’équation I.8 représente le modèle d’Akay [Aka97] 
  

2
1

C
plf WCN −∆=      (I.8) 

Equa.I.8: Modèle de durée de vie d’Akay [Aka97] 
 
Avec : C1 et C2 des constantes dépendantes de la nature de la brasure 
 

Un autre modèle couramment utilisé est celui de Darveaux. Ce modèle est basé sur le fait que 
les fractures dans une brasure se manifestent par une initiation qui se propage principalement des 
bords vers le centre avec une certaine vitesse. Darveaux propose ainsi dans son modèle deux 
termes pour calculer le nombre de cycles à défaillance (Nf). En premier lieu le nombre de cycles 
nécessaire pour provoquer l’initiation des fissures N0 (N0 est fonction de la densité d’énergie 
cumulée par cycle), puis la vitesse de propagation des fissures dans la brasure (da/dN).  
  

         2
10

K
plWKN −∆=   

          4
3/ KWKdNda ∆=                 (I.9) 

                  )//(0 dNdaaNN f +=  

 
Equa.I.9: Modèle de durée de vie de Darveaux [Dar00, Zah02] 

 
K1, K2, K3, K4 : coefficients liés à la nature de la brasure 
∆Wpl : densité d’énergie plastique cumulée par cycle exprimée en psi (1psi=9694 Pa) 
da/dN : vitesse de propagation des fissures exprimé en inch/cycle (1inch= 0.39cm) 
N0 : nombre de cycles à initiation de fissures 
Nf  : nombre totale de cycles à défaillance 
a : la longueur caractéristique de la fissure. 
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CHAPITE II     Vieillissement accéléré par cyclage actif 
 

II.1. Introduction 
Dans toute étude expérimentale de fiabilité des composants de puissance, le premier objectif 

est de reproduire les contraintes thermiques et électriques que ces composants pourraient subir 
dans une application réelle, automobile en l’occurrence. Les tests de vieillissement accélérés par 
cyclage actif sont souvent utilisés pour reproduire les contraintes thermiques induites par l’auto-
échauffement du module de puissance [Ber98]. En effet, ce type d’essai consiste en une injection 
cyclique de puissance créant des phases d’auto-échauffement et de refroidissement. A l’INRETS 
le courant injecté dans les composants sous test est un courant permanent, ce sont des 
interrupteurs auxiliaires qui se chargent des coupures du courant et les dispositifs sous test ne 
voient que de faibles tensions dues aux chutes de tension directe durant le passage du courant. 
Dans le cas d'une application de traction par exemple, la phase d’injection de puissance simule 
ainsi une phase de traction du véhicule avec appel de courant dans les composants et la phase de 
refroidissement celle où la motorisation électrique est à l’arrêt. Ainsi, les tests de cyclages actifs 
permettent de reproduire les contraintes thermiques appliquées aux composants lors des 
conditions réelles de fonctionnement, parfois en les accentuant dans le cas de tests accélérés. 

On peut noter que se développent également des stratégies de cyclage actif différentes. A titre 
d’exemple, le LEM et le LEEI ont développé des bancs de cyclage actif dans lesquels les 
composants sous test voient les contraintes réelles de fonctionnement (courant, tension, 
commutation). Les modules de puissance testés fonctionnent en commutation (deux bras d’un 
module triphasé montés en opposition sont utilisés). L’intérêt de cette approche est de 
contraindre de façon plus réaliste les composants. Les contraintes thermiques peuvent être 
ajustées par le courant mais également par la fréquence de découpage. Ces bancs contraignent les 
composants en tension (vieillissement des passivations, du gel…) et permettent également de 
contraindre de façon réaliste les grilles (vieillissement de l’oxyde) [Elg06].  

Dans le cadre de cette thèse des tests expérimentaux de cyclage actif en été réalisés sur des 
modules IGBT de puissance 600V-200A. Pour cela, un banc de tests spécifique a été réalisé à 
l’INRETS. Quoique la réalisation du banc et la mise en œuvre des tests ne soient pas directement 
sous ma responsabilité, j’ai suivi leur déroulement et participé plus particulièrement à l’analyse des 
modules après leurs cyclage. 

La particularité du banc développé tient au fait que nous recherchions à reproduire 
l'environnement automobile où les semelles des composants peuvent être refroidies par le liquide 
de refroidissement du moteur qui circule à 90°C la plupart du temps. L’originalité des travaux 
présentés dans cette thèse réside d’une part dans le fait que les tests de cyclage actifs ont été 
réalisés à haute température ambiante (≈90°C) et de jonction (jusqu’à 175°C) et que d’autre part, 
nous avons cherché à évaluer l’effet de la température ambiante et de la température de jonction 
maximale sur la durée de vie des modules testés. 

Dans ce banc, l’injection de puissance n’est contrôlée que par l’intensité du courant qui sera 
amené à circuler dans les composants sous tests pendant les cyclages. Les IGBT sous tests sont 
maintenus passant, et c’est une source extérieure de courant qui gère l’injection de courant donc 
de puissance. Ces tests s’effectuent donc sans commutation, et sans application de tension aux 
bornes des composants.  

Dans ce chapitre seront détaillées, les caractéristiques de l’équipement utilisé à l’INRETS pour 
les tests de cyclage actif et le protocole expérimental suivi. Enfin, les résultats obtenus seront 
présentés et analysés.  
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II.2. Equipement de test  

II.2.1. Banc d’essai  

Le banc d’essai utilisé pour les tests de cyclages actifs a été entièrement conçu et réalisé par 
l’équipe technique de l’INRETS-LTN. Le banc est alimenté par un redresseur dont le courant de 
sortie est délivré par un redresseur à diodes alimenté par un autotransformateur. La consigne de 
courant et les instants de commutation sont réglables par ordinateur. La figure II.1  représente le 
schéma de principe du banc : 

 

 

Fig.II.1 : Schéma de principe du banc de cyclage actif 

 

Ce banc de test est conçu pour cycler trois modules triphasés simultanément comme 
schématisé sur la figure II.2. Le courant Ic délivré par le banc d’essai est aiguillé par les 
interrupteurs statiques (MOSFET de puissance) placés à l’entrée de chaque module de telle 
manière qu’un seul module conduit à la fois. Les six puces IGBT sont toutes commandées à l’état 
passant sous Vge=15V, ainsi lorsqu’un module conduit, le courant Ic de puissance se réparti dans 
les trois bras de l’onduleur triphasé.  

Le courant Ict (cf. Fig.II.2) est un courant de 150mA qui circule en permanence et qui est 
utilisé pour les mesures indirectes de température de jonction lors des phases de coupure du 
courant Ic. Le principe de cette mesure indirecte de température sera détaillé dans le §II.3.   
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Fig.II.2 : Cyclage de trois modules onduleur triphasés 

Etant donné le nombre important de paramètres électriques et thermiques enregistrés en 
permanence durant le cyclage, nous n’avons pas utilisé la possibilité qu’offrait le banc de cycler 
trois modules simultanément, ce qui a permis d’alléger considérablement l’instrumentation à 
mettre en place.  

II.2.2. Circuit de refroidissement 

Le module à cycler est monté sur un refroidisseur en cuivre dans lequel circule une eau régulée 
par le système "Vulcatherm".  L’eau peut être régulée à une température maximale de 110°C et 
minimale de 14°C et circule avec un débit contrôlé qui peut aller jusqu'à 8 l/mn sous faible 
pression (2 bars). La circulation de l’eau est commandée par un régulateur de débit et des 
électrovannes (fig.II.3) permettant la réalisation des cycles séquentiels de chauffage et de 
refroidissement. Un débitmètre permet de contrôler le débit. Ainsi, l’eau circule pendant la phase 
de coupure du courant (Toff), la chaleur est évacuée et le module refroidi. Pendant la phase 
d’injection de courant (Ton), le module s’échauffe mais si l’eau continue à circuler dans le 
refroidisseur, la température de la puce ne peut pas atteindre des valeurs très élevées. Par 
conséquent, et pour augmenter artificiellement la température de la puce, la circulation d’eau est 
coupée pendant l’injection du courant. Les températures d’entrée et de sortie d’eau au voisinage 
de la boite à eau sont mesurées par des sondes PT100 (Twin, Tout). La figure II.3 représente le 
schéma de principe du circuit de refroidissement du banc d’essai de l’INRETS et une photo de 
celui-ci est donnée sur la fig.II.4. La boite à eau sur laquelle sont montés les modules sous test est 
représentée sur la figure II.5. 
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Fig.II.3 : Schéma de principe du circuit de refroidissement 

 

 

Fig.II.4 : Photo du banc de cyclage de l’INRETS 

 
Fig.II.5: Boite à eau sur laquelle sont montés les modules sous test (dimensions en mm) 
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Le montage des modules de puissance sur les refroidisseurs nécessite l’utilisation d’une graisse 
thermique qui permet d’améliorer l’interface thermique et compenser les imperfections de 
planéité et de rugosité de la semelle du module et du refroidisseur. Néanmoins, l’utilisation de 
cette graisse thermique présente des inconvénients car elle a tendance à migrer et se dégrade à 
température élevée. Son vieillissement peut entrainer une surestimation des indicateurs de 
défaillance comme nous le verrons par la suite. 

II.2.3. Les modules IGBT testés 

Les modules testés sont des onduleurs triphasés intégrés 600V-200A dont la gamme de 
puissance correspond à des applications de traction automobile. Un module de ce type est 
constitué de six puces IGBT et six puces diodes. Chaque bras est constitué d’un substrat 
céramique (Al2O3) métallisé (DCB) sur lequel sont brasées deux puces IGBT et deux puces 
diodes. Les trois DCB sont brasés à leur tour sur une semelle en cuivre.   

    

 

 

Fig. II.6: Schéma électrique d’un module IGBT et photographie du module ouvert 

Une analyse technologique de l’assemblage a été réalisée par le laboratoire SERMA 
TECHNOLOGIES (Bordeaux) sur l’un des modules. La figure II.7 représente une observation 
au microscope optique (à gauche) d’une micro-section du module IGBT et un agrandissement au 
microscope électronique (à droite) d’une zone au niveau du transistor IGBT. Cette analyse nous a 
aussi fourni les éléments géométriques de l’assemblage et des puces (IGBT et diode) ainsi que la 
nature des matériaux constituant ces modules qui sont résumés dans le tableau II.1.  

 

 
 

Fig.II.7 : Observations au microscope optique (à gauche) et électronique (à droite) d’une micro-section réalisée sur un module 
IGBT. 
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Fig.II.8 : Cellule élémentaire de la puce IGBT  

 

Tableau II.1 : Nature et dimension des matériaux de l’assemblage d’un module IGBT 

Désignation  Matériau Epaisseur (µm) 

Transistor Si 70  

Métallisations face arrière  Ti 
 Ni 

 0,32  
 0,43  

Diode Si 210  

Métallisations face arrière Cr 
Ni 

0,14  
0,78  

Brasure transistor et diode SnAg 80  (diode) 
84 à 120  (transistor) 

Céramique Al, O 375  

Métallisations sur céramique Cu 280  

Brasure DCB/Semelle PbSn 95  

Semelle Cu 2900 

Revêtements interne et externe de la 
semelle 

Ni 6 

 

II.2.4. Instrumentation des modules sur le banc d’essai 

Sur le banc de cyclage, les modules sont montés sur des refroidisseurs comme décrit 
précédemment et instrumentés afin de suivre en permanence l’évolution de plusieurs paramètres 
électriques et thermiques (cf. fig. II.9) permettant le suivi des indicateurs de défaillance. Certains 
paramètres permettent également d'agir comme alarme et d'arrêter le vieillissement que ce soit 
pour des raisons de sécurité ou par-ce-que les critères de défaillance sont atteints.  

L’enregistrement de ces paramètres se fait de manière continue sur un enregistreur numérique 
(graftec WR1000 à seize voies). Afin de suivre l’évolution des indicateurs de défaillance 
(principalement Vce et Rth), un point de mesure est régulièrement prélevé tous les 5800 cycles (un 
point tous les 2 jours).  Dans ce qui suit, nous présenterons les différents paramètres physiques 
enregistrés lors des tests de cyclage actif et l’instrumentation nécessaire 
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Fig.II.9: Détail d’un module IGBT instrumenté sur le banc de cyclage 

 

II.2.4.1. Les paramètres thermiques relevés  

Les différents paramètres thermiques relevés au cours des cyclage sont : 
•  Tc : température de semelle (case) mesurée par des thermocouples de type K de 

diamètre 1 mm. Un thermocouple est placé sous chaque puce à travers un trou dans le 
refroidisseur comme indiqué à la figII.10. Le positionnement des thermocouples est 
préalablement déterminé en utilisant l’imagerie acoustique qui permet de localiser 
l’emplacement des puces sur la semelle. 

•  Tj : température de jonction, mesurée par des capteurs à fibre optique placés au 
contact de chaque puce. Une description des fibres et thermocouples utilisés à l’INRETS-
LTN est détaillée dans la thèse de S. Carubelli [Car03]. Par ailleurs, cette température est 
aussi mesurée par une méthode électrique indirecte qui sera détaillée dans les paragraphes 
suivants. 

• Twin, Twout : températures d’entrée et de sortie d’eau du refroidisseur mesurées par des 
sondes platine (Pt100) (voir fig.II.3). 
• q : débit d’eau mesuré par un débitmètre à affichage numérique. 

 

 
Fig.II.10 : Représentation schématique du positionnement des thermocouples et des fibres optiques 
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II.2.4.2. Les paramètres électriques  

Les différents paramètres électriques relevés au cours des cyclage sont : 

• Ic : courant total injecté dans le module, mesuré au moyen d’un capteur de courant LEM. 

•  Vce : Chute de tension directe de chaque puce. 

• Vge : tension de grille de chaque puce. 

• Ig : Courant de fuite de grille. 

• Ict : courant continu injecté dans le module pour la mesure de la chute de tension directe 
correspondante (Vcet) permettant la mesure indirecte de la température de jonction 
(Tj). 

• Vcet : chute de tension directe correspondant au courant Ict.   

 

II.3. Protocole des essais de cyclage actif 
La majeure partie du protocole décrit ci-après a été établie au LTN-INRETS à partir des 

travaux d’A. Hamidi [Ham98] complétés par les normes issues du programme RAPSDRA puis 
des travaux de thèse de S. Carubelli [Car03].  

II.3.1. Caractérisations préliminaires 

Avant d’appliquer les cycles de puissance aux modules, il est nécessaire de les caractériser. 
Pour cela, il faut procéder à des mesures préliminaires des paramètres susceptibles de varier 
durant le cyclage. Ces caractérisations préliminaires (électriques, mécaniques et thermiques) 
serviront de référence et leur évolution donnera une image des dégradations subies par les 
modules lors des tests de vieillissement (indicateur de vieillissement et de défaillance). Ces 
caractérisations initiales peuvent également permettre d’écarter des modules qui présenteraient 
des défauts de jeunesse à l’état initial.   

II.3.1.1. Caractérisations électriques 

II.3.1.1.1. Mesure des courants de fuite  

Deux courants de fuite sont mesurés lors de cet essai à deux températures différentes, 25°C et 
125°C. Le premier permet de vérifier l’isolation électrique de la puce. Il s’agit de soumettre le 
substrat DCB à une forte tension (Visol), d’environ quatre fois la tension nominale du composant 
(2500V dans notre cas). Cette tension est appliquée entre les puces et la semelle, et le courant 
résultant (Iisol) est mesuré. Si un niveau du courant de fuite excédant quelques mA (à 25°C) est 
détecté cela signifie que le composant présente un problème d’isolement intrinsèque provenant 
généralement d’un défaut au niveau du substrat céramique.  

Le second courant de fuite mesuré est le courant de fuite Ices entre collecteur et émetteur de 
chacune des puces IGBT d’un même module. Une polarisation directe jusqu'à la tension 
nominale (600V ici) est appliquée entre le collecteur et l’émetteur avec la commande court-
circuitée et le courant résultant (Ices) est mesuré. La figure II.11 représente le schéma électrique 
utilisé pour la mesure de ce courant dans le transistor T2 et sa diode anti-parallèle. A titre 
d’exemple la figure II.12 représente la mesure du courant de fuite Ices de chacune des six puces 
IGBT (associée à sa diode antiparallèle) d’un module à 25°C et à 125°C de température de 
boîtier. Les appareils de mesure utilisés pour le relevé du courant de fuite ne permettent pas de 
descendre en deçà de 1µA. 
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Fig.II.11 : Schéma électrique permettant la mesure du courant de fuite Ices 

 

  

Fig.II.12: Tenue en tension des IGBT associés à leurs diodes antiparallèles (module A5 à 25°C et 125°C), Vge=0V) 

II.3.1.1.2. Mesure de la tension seuil 

La tension seuil de conduction (Vgeth) et le courant de fuite de grille (Iges) d’une puce IGBT 
sont des paramètres électriques qui nous renseignent sur les caractéristiques initiales au niveau de 
l’oxyde de grille. Il est donc important d’avoir un relevé de ces paramètres avant cyclage afin de se 
rendre compte d’éventuelles dégradations ultérieures de la puce au niveau de l’oxyde. La 
caractéristique Vgeth=f(Tj) est donc tracée avant cyclage pour chaque puce et pour des 
températures variant de 25°C à 150°C et pour un courant de 5mA entre collecteur et émetteur 
suivant le schéma de la fig.II.13.  

Malheureusement, la mesure du courant Iges n'a pas été possible faute de moyen de mesure 
adéquat. 
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(a) 
 

(b) 

Fig.II.13: (a) Schéma électrique pour la mesure de la tension de seuil, (b) Tension de seuil des puces IGBT du module 
A5 fonction de la température des puces 

II.3.1.1.3. Calibration thermique 

La calibration thermique consiste à tracer la courbe d’évolution de la chute de tension directe 
sous un courant de faible amplitude en fonction de la température de jonction de chaque puce du 
module. La courbe Vce=f(Tj) ainsi obtenue est utilisée pour l’estimation indirecte de la 
température de jonction lors du cyclage. Cette calibration thermique se fait avec une injection 
d’un faible courant de 50mA dans chaque puce et à une tension Vge constante et égale à 15V, 
fig.II.14(a). Le niveau de courant est choisi de telle sorte qu'il soit suffisamment faible pour éviter 
tout auto-échauffement mais suffisamment élevé pour la précision de la mesure de la tension. La 
température est imposée par une plaque chauffante (on supposera que la température des puces 
est égale à celle de la semelle). 

A titre d'illustration, l’étalonnage des six puces IGBT d’un même module (A5) est représenté 
sur la figure II.15(a). Les courbes caractéristiques obtenues sont toutes confondues.  

Pendant le cyclage, la mesure indirecte se fait directement sur le banc de cyclage en injectant 
un courant globale de 150mA qui se répartit sur les trois bras. Nous vérifions la bonne répartition 
du courant pendant la calibration thermique suivavt le shéma de la figure mais il est impossible de 
faire passer un courant Ict dans une seule puce. Une mesure par injection d’un courant global de 
150mA (fig.II.14(b)) est aussi réalisée pour vérifier la bonne répartition du courant dans les trois 
bras du module. La plage de température choisie correspond à celle de fonctionnement du 
module (entre 25°C et 150°C). 

La figure II.15(b) représente la courbe Vce=f(Tj) aux bornes du module pour Ic=150mA 
superposée à celle obtenue par la somme des tensions aux bornes des puces #1 et #2 
(Vce1+Vce2) obtenues par la précédente calibration à 50mA/puce sur le même bras. Au vu de 
ces caractéristiques (fig. II.15), les courbes sont confondues, nous pouvons considérer sans trop 
d’erreurs que la répartition du courant sur les bras se fait de manière équilibrée avec un courant 
de 50mA/bras.  

La courbe caractéristique obtenue est généralement quasi-linéaire et permet d’estimer 
indirectement la température d'une puce donnée durant le cyclage par la mesure de la chute de 
tension directe lorsque le même courant de calibration est injecté (ici 50mA). La mesure de la 
température par la méthode indirecte sera détaillée dans le §II.3.2.  
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(a)  

 
 (b) 

Fig.II.14 : (a) Schémas électriques pour la calibration thermique puce par puce, (b) Etalonnage thermique des six puce IGBT 
du module A5 (Vge=15V, Ict=50mA/puce)  

 
 

 

  

(a) 
 

(b) 

Fig.II.15: (a) Schémas électriques pour la calibration thermique par injection d’un courant global Ic=150mA, (b) Etalonnage 
thermique d’un bras du module A5 (Vge=15V, Ic=150mA) comparé à la somme des tension Vce1+Vce2 

II.3.1.2. Caractérisation mécanique 

II.3.1.2.1. Analyse acoustique 

Afin d’avoir l’image de l’état des interfaces, principalement les brasures, avant cyclage et leur 
évolution durant les tests de cyclage nous disposons à l’INRETS d’un microscope acoustique 
METALSCAN©  qui nous permet de réaliser une analyse non destructive des modules. Cet 
instrument est constitué d’une sonde acoustique montée sur un bras asservi en position dans les 
trois directions d’espace. Cela permet d’obtenir des cartographies acoustiques complètes dans le 
plan des interfaces (X,Y) des modules analysés en mode C-scan ou bien des cartographies sur des 
plans verticaux (X,Z) ou (Y,Z) en mode B-scan. Le principe de fonctionnement de cet outil 
consiste en l’analyse de la réflexion d’une onde acoustique émise par un transducteur piezo 
électrique. A chaque interface séparant deux milieux distincts, une partie de l’onde incidente est 
réfléchie et analysée en amplitude (image de l’atténuation de l’onde à la traversée de l’interface) et 
en phase (image de la distance entre l’interface et le transducteur piezo). La figure II.16 
schématise le principe de cette analyse. Le système permet d’analyser deux interfaces 
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simultanément (deux ondes réfléchies) définies par les paramètres porte1 et porte2, comme 
illustré sur la figure II.17 qui représente un relevé du signal acoustique. La porte1 est positionnée 
sur l’interface1 de la fig.II.16 et la porte2 sur l’interface2. Ces deux paramètres sont synchronisés 
par rapport à une surface de référence (généralement, la première interface que rencontre l’onde 
acoustique, l’interface Eau/matériau1).  

 
Fig.II.16 : Schéma de principe de l’analyse acoustique 

 
Fig.II.17 : Relevé du signal acoustique 

A titre d’exemple, dans l’analyse de la brasure qui se trouve entre la semelle et le DCB deux 
surfaces différentes sont détectées, la première entre la semelle et la brasure et la seconde entre la 
brasure et le cuivre du DCB. Nous positionnons la porte1 sur l’interface semelle/brasure et la 
porte2 sur l’interface brasure/DCB afin de visualiser l’état et la forme de cette brasure, comme 
indiqué sur la fig.II.17.  Ainsi, chaque porte nous permet d’accéder à deux cartographies (en 
mode C-scan). La première est l’amplitude de l’onde réfléchie, la seconde est le temps de vol 
représentatif de la distance entre la surface étudiée et la surface de référence. Une homogénéité de 
couleur sur la cartographie de distance signifie que l’analyse se fait sur la même profondeur et 
donc que l’interface observée est parallèle à l’interface de référence. L’étude de la cartographie 
amplitude permet de contrôler l’homogénéité des matériaux. Une variation de couleur sur la 
cartographie d’amplitude traduit un changement de milieu. Ainsi, nous pouvons donc détecter 
d’éventuels défauts ou plus souvent des bulles d’air qui apparaissent dans la brasure pendant le 
processus de fabrication, ou des fissures qui apparaitront en cours de cyclage. Sur la figure 
suivante (fig.II.18), nous pouvons nous rendre compte de l’irrégularité de l’épaisseur de la brasure 
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grâce à la cartographie de distance de la porte2 qui présente une inhomogénéité des couleurs. 
Nous pouvons ainsi clairement identifier une brasure plus épaisse au centre et plus fine sur les 
bords, liée à la déformation initiale de la semelle. 

 

 
 

Fig.II.18: Détail de l’analyse acoustique d’un  DCB d’un module IGBT 

Une analyse en mode B-scan est aussi intéressante car elle nous permet de visualiser 
l’empilement des couches dans la profondeur de l’assemblage et ainsi avoir une représentation de 
la forme de chaque couche par rapport à la surface de référence. Néanmoins, cette analyse est 
assez délicate, elle nécessite beaucoup d’espace mémoire et l’image obtenue est difficile à 
interpréter à cause des bruits et des échos des ondes réfléchies. La figure II.19 de droite 
représente l’analyse acoustique en mode B-scan dans le plan (X,Z) suivant la ligne (B1) indiquée 
sur l’image de gauche (qui représente l’amplitude du signal en mode C-scan). Ainsi, sur cette 
image obtenue en mode B-scan, nous pouvons reconnaître les interfaces des différentes couches 
de l’assemblage et nous rendre compte de la courbure de la brasure et de celle du DCB par 
rapport à la surface de référence prise sur la surface inférieure de la semelle.  

  

Fig.II.19 : Détail de l’analyse acoustique en mode B-scan d’un DCB d’un module IGBT testé 
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II.3.1.2.2. Mesure de planéité 

La planéité des surfaces du module et du refroidisseur en contact (surface inférieure de la 
semelle du module et la surface supérieure du refroidisseur) sont vérifiées avant le montage des 
modules sur le banc d’essai. Cette mesure est réalisée à l’aide d’un comparateur à aiguille d’une 
précision de ±2µm. L’appareil est positionné sur un certain nombre de points (54 points environ) 
formant un quadrillage sur les surfaces à analyser. Un point d’origine est paramétré à 0µm et 
correspond à la valeur de référence. Sur le même quadrillage seront prélevés des points de 
mesures pour les refroidisseurs mais les repères seront inversés afin de faire correspondre les 
points de contact une fois le module fixé sur son refroidisseur comme indiqué à la figure II.20. 
Les semelles des modules analysés dans le cadre de cette étude présentent une courbure maximale 
de 200µm. Pour les refroidisseurs, une planéité de ±10µm est imposée par le cahier des charges 
de fabrication.  

La non planéité de la semelle est corrigée, en partie, lors du serrage du module sur son 
refroidisseur. Par contre, pour  limiter les effets de la rugosité du radiateur et de la semelle sur la 
résistance thermique et corriger les défauts de planéité qui pourraient subsister après serrage du 
module sur son refroidisseur, une interface thermique est utilisée entre la semelle du module et le 
refroidisseur. Dans tous les tests réalisés à l’INRETS, une graisse thermique (modèle G641) est 
étalée de manière homogène sur toute la surface entre le module et le refroidisseur. 
Malheureusement nous ne disposons pas d’outils qui permettent de maitriser l’épaisseur de cette 
couche. Néanmoins, pour vérifier l’efficacité de cette interface, et l’homogénéité de la graisse 
nous effectuons une mesure de la température sous chacune des puces lorsqu’elles sont 
alimentées en courant. Cette mesure associée à la mesure de température des puces permettra de 
vérifier l’homogénéité de dissipation de puissance dans chacune des puces, ce qui permettra 
également de vérifier que la répartition du courant est relativement homogène dans chacun des 
trois bras de l’onduleur. 

 

 

(a) Planéité de la semelle du module (b) Planéité du refroidisseur 

Fig. II.20 : Résultats de la mesure de planéité de la semelle du module et de celle du refroidisseur 

II.3.2. Mesures réalisées durant le cyclage  

Les évolutions de plusieurs paramètres électriques et thermiques sont enregistrées durant le 
cyclage comme évoqué plus haut (§II.2.2.1). Cependant, les principaux modes de défaillance 
constatés résultent de la dégradation des brasures et/ou de la dégradation des fils de bonding, les 
paramètres qui devront impérativement être suivis sont la résistance thermique et la chute de 
tension directe.  Bien que l'évolution de ces paramètres soit surveillée en permanence durant les 
cycles thermiques, les paramètres sur lesquels les critères de défaillances sont appliqués sont 
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mesurés de manière statique sur le banc de cyclage et sans démontage du module, tous les 6000 
cycles environ. Le cyclage est alors interrompu pour procéder à ces mesures. 

II.3.2.1. Mesure de la température de jonction  

Pour mesurer de façon indirecte la température de jonction durant le cyclage il faut mesurer la 
chute de tension Vcet directement sur le banc de cyclage, et dans les mêmes conditions que celles 
du calibrage thermique (§II.3.1.1)  c.à.d sous un courant de faible intensité (Ict). Cette mesure se 
fait donc juste après l’ouverture du courant de charge en faisant circuler un courant de 150mA 
(50mA/bras, cf. fig. II.15). Dans notre banc de cyclage la mesure de la chute de tension Vce se 
fait 0.25ms après la coupure du courant. En effectuant la mesure sur toute la durée de 
refroidissement, nous pouvons suivre l’évolution de la température de puce mesurée de façon 
indirecte entre sa valeur maximale (après interpolation sur les 0.25ms pendant lesquels la 
température ne peut être mesurée) et sa valeur minimale. Les écarts de la température maximale 
issue de cette mesure indirecte après interpolation et la mesure obtenue au même instant (celui de 
la coupure du courant de puissance) avec une fibre optique sont généralement de l'ordre de 3 à 4 
degrés. Cela s’explique par le fait que la température indirecte de jonction est une valeur 
moyennée sur l'ensemble de la puce. Cette température est nécessairement légèrement plus faible 
que la valeur ponctuelle relevée par la fibre optique aux alentours du centre de la puce, lieu des 
maximums de la distribution de température sur la surface de la puce. 

Un relevé de la température de jonction mesurée par fibre optique (courbe en vert) et par 
mesure indirecte (courbe en rouge) ainsi que la température de la semelle (Tc, courbe en bleu) et 
de Vce sur une période est présenté sur la figure II.21. Comme nous pouvons le constater, la 
mesure de Tj par la méthode indirecte se fait pendant la phase de refroidissement par la mesure 
de Vcet.  

Malheureusement, le temps de réponse de la fibre optique ne permet pas à cette dernière 
d'avoir des performances satisfaisantes en transitoires. Ainsi, les évolutions rapides de 
température sur les transitoires sont entachées de fortes erreurs (voir l'évolution du Tj fibre 
durant le refroidissement). Cependant la valeur de température obtenue en régime quasi établi (en 
fin d'injection de puissance, par exemple) reste satisfaisante.  

 

 
 

Fig.II.21: Exemple de mesures des températures Tj et Tc pour un module testé sous Twin=90°C, ∆Tj=60°C, 
Ic=215A. 
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II.3.2.2. Evolution de la chute de tension directe Vce 

La dégradation des fils de bonding se traduit par l’augmentation de la chute de tension Vce. 
Cependant, ce paramètre évolue aussi avec l’augmentation de la température de puce (par 
exemple lors du délaminage des brasures), il faut donc différencier les variations de Vce dues aux 
effets thermiques de celles dues à la dégradation des fils de bonding. Pour cela, dans les tests de 
cyclage effectués, c'est une chute de tension corrigée des effets thermiques Vcecor qui est estimée. 
Cette valeur corrigée est calculée en utilisant la courbe de caractérisation de Vce en fonction de la 
température de puce Vce=f(Tj), réalisée avant cyclage et les valeurs mesurées de Vceon et Tj 
pendant le cyclage. La caractérisation initiale se fait sur le banc de cyclage pour deux valeurs de Tj 
à courant collecteur constant Ic=60A.  

Lors de cette caractérisation, la température de puce Tj est modifiée en changeant le débit 
d’eau de refroidissement. Ces points permettent de déterminer le coefficient δ d’évolution  du 
Vce en fonction de la température de jonction Tj pour un courant de 60A.  

A titre d’illustration, La figure II.22 représente la calibration initiale d’un module (B3) avant 
cyclage  permettant de définir le coefficient de variation du Vce en fonction de la température de 
jonction Tj. 

 

 
Fig. II.22 : Calibration initiale de la caractéristique Vce=f(Tj) pour Ic=60A (module B3) 

 

Régulièrement en cours de cyclage, lors d’un arrêt du vieillissement pour les mesures statiques 
des caractéristiques, nous mesurons la valeur de Vce (Vcemes) et la température de puce (Tjmes) sous 
les mêmes conditions que la calibration initiale (même débit d’eau et même courant Ic de 60 A). 
A cause du cyclage, cette valeur mesurée sera constituée de la valeur initiale (avant cyclage) à 
laquelle s’ajoutera une chute de tension induite par une éventuelle dégradation des fils de bonding 
(∆Vce(degrad)) et une variation de tension due à l’effet de l’augmentation de la Rth dans le cas de 
délamination des brasure (∆Vc(therm)):  

 

)()(deg)( thermradinitmes VceVceVceVce ∆+∆+=                                   (II.1) 

)()(deg)( thermradmes VceVceVce ∆+∆=∆  

Equat.II.1 : Influence de la chute de tension due à la dégradation des fils de bonding et celle due à l’augmentation de la Rth  
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De la figure II.22 nous pouvons déduire la chute de tension due à l’effet thermique, nous 
avons alors : 

TjVce therm ∆=∆ δ)(                                                         (II.2) 

Equat.II.2 : Chute de tension due à une augmentation de la Rth 

La chute de tension due uniquement à la dégradation des fils de bonding et que nous appelons 
Vcecor  s’écrit alors :  

)( carmesmescor TjTjVceVce −−= δ                                           (II.3) 

Equat.II.3 : Expression de Vce corrigé 

Avec : 

Vcemes : Vce mesuré régulièrement pendant le cyclage en essai statique sous un courant arbitraire de 60A 
      δ : Coefficient d’évolution du Vce en fonction de Tj 
  Tjcar : Tj mesurée durant la phase de caractérisation initiale 
  Tjmes : Tj mesurée durant le cyclage en essai statique 

II.3.2.3. Mesure des résistances thermiques 

La résistance thermique est un paramètre important qui nous renseigne sur l’état de 
dégradation des couches de brasures du module de puissance. Ainsi, une augmentation de cette 
résistance traduit une dégradation des brasures qui empêcherait une bonne évacuation de la 
chaleur de la puce vers le refroidisseur. Deux valeurs de résistance thermique sont estimées : la 
résistance thermique jonction/semelle (Rthjc) et la résistance thermique jonction/eau (Rthjw).  

Une mesure correcte de ces résistances thermiques nécessite une mesure de la température de 
jonction (Tj) obtenue par la mesure indirecte et vérifiée de temps en temps par une mesure avec 
fibre optique. Pour la résistance thermique jonction/semelle, on mesure aussi la température au 
niveau de la semelle à la verticale de la puce (Tc). Pour la résistance jonction/eau, la température 
de l’eau considérée est la  moyenne entre les températures d’entrée et de sortie du refroidisseur. 
Elles sont calculées de la manière suivante : 

 

P

TcTj
Rth jc

−=                                                         (II.4) 

Equat.II.4 : Expression de la résistance thermique jonction-semelle 

 

                                                   
P

TwoutTwin
Tj

Rth jw
2

+−
=                                                (II.5) 

Equat.II.5 : Expression de la résistance thermique jonction-eau 

Avec : 

 P=Vce.Ic : puissance dissipée (W) 

         Twin, Twout : respectivement, les températures d’entrée et de sortie d’eau du refroidisseur (°C).  

Ces différents paramètres sont mesurés régulièrement, de manière statique en interrompant les 
cycles de vieillissement. La figure II.23 donne une illustration de l'évolution de ces paramètres au 
cours de la répétition des cycles de puissance, avec le vieillissement de ces grandeurs.  
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Fig.II.23 : Exemple de relevé des paramètres (Twin, Twout, P, Tj, Tc) pour la puce#1 

du module B6, Tamb=90°C, ∆Tj=60°C. 

La mesure de la résistance thermique jonction/case nous donne une courbe inexploitable à 
cause de la trop forte disparité des points de mesure, comme nous pouvons le constater sur la 
figure II.24. En effet, à cause de la faible différence entre les températures Tj et Tc (fig.II.23)  
ainsi que les imprécisions et erreurs de mesure, les valeurs de Rthjc mesurées sont très perturbées. 
Au contraire, la différence entre Tj et Tw est plus importante rendant la mesure de Rthjw moins 
sensible aux faibles variations (erreurs de mesure). Ainsi, comme illustrée sur la figure II.24, la 
courbe de Rthjw obtenue est moins chaotique et plus exploitable. 

 

 

Fig. II.24 : Exemple de variation relative des résistances  thermiques Rthjc et Rthjw de 

la puce#1 module A5, Tamb=90°C, ∆Tj=60°C. 

II.3.3. Définition des conditions de cyclage 
Avant de réaliser les tests de cyclage actif, il est nécessaire de définir les caractéristiques de ces 

cycles (durée des phases d’échauffement et de refroidissement, contraintes thermiques…).  

Les cycles actifs réalisés dans le cadre de cette étude sont des cycles sans commutation, ce qui 
veut dire que les puces IGBT du module sont constamment à l’état passant, le courant étant 
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contrôlé par des interrupteurs extérieurs. Les phases d’injection et de refroidissement sont 
contrôlées par le courant qui traverse les IGBT par l’intermédiaire d’une source de courant 
contrôlée externe. Cette technique de cyclage permet de découpler les contraintes de conduction 
des contraintes de commutation et de tenue en tension, ce qui facilite la réalisation des bancs ainsi 
que le suivi d’indicateurs de défaillance.  

Dans notre étude, nous nous intéressons exclusivement aux contraintes de conduction 
générées par les pertes joules dans les puces.  

En termes de durée des phases, il existe deux catégories de cycles appelées cycles "courts" et 
cycles "longs". Les termes "courts" et "longs" se réfèrent aux durées d'injection de puissance 
comparativement aux constantes de temps thermiques du module. Les cycles courts sont 
caractérisés par des durées d’injection de puissance de l'ordre de la seconde (1s ≤ Ton ≤ 2s) qui 
sont de l'ordre de grandeur de la constante de temps thermique de l’environnement proche de la 
puce uniquement et qui permettent donc de contraindre principalement son environnement 
proche (puce, brasure puce et fils de bonding). Au contraire, les cycles longs ont des durées 
d'injection plus importantes (Ton ≥ 10s) laissant le temps au flux thermique de traverser la 
structure entière et permettre de contraindre l’assemblage plus en profondeur et de toucher par 
exemple le substrat isolant et la brasure qui l'attache à la semelle. Les durées de refroidissement 
(Toff) sont choisies de manière à laisser le temps de ramener la température de la semelle vers la 
température du liquide de refroidissement. Dans la norme des tests réalisés à l’INRETS, la durée 
de refroidissement est prise égale au double de la durée de conduction (Toff=2xTon).  

 

Fig.II.25 : Définition des Phases d’injection de puissance et de refroidissement en cyclage actif 

II.3.4. Critères de défaillance 
Afin d’éviter la destruction brutale des modules testés, des critères de défaillance en été définis 

pour établir une limite à partir de laquelle les défauts apparus vont s’accentuer et conduire à une 
dégradation plus importante au court du temps. Pour les tests de cyclage actif, les critères de 
défaillances habituels sont fixés d’après les résultats de plusieurs travaux de recherches comme 
ceux des projets européens RAPSDRA (1996-1998) et LESIT (1993-1995) [Coq00, Ber98] : 

• Augmentation de 5% de la chute de tension directe (Vce). 

• Augmentation de 20% de la résistance thermique (Rth). 

• Augmentation brutale du courant de fuite (Iges) 

Bien sûr ces critères sont discutables. En effet, lorsqu’une augmentation de 5% de la chute de 
tension directe est constatée, on s’aperçoit généralement que la quasi-totalité des fils de bonding 
sont levés. De la même façon, une augmentation de 20% de la résistance thermique peut 
correspondre à une fissuration extrêmement importante de la brasure entre DCB et semelle. 
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Ainsi, dans des conditions réelles de fonctionnement, la défaillance du composant pourrait être 
constatée bien avant l’apparition de ces critères de défaillance. Dans notre étude, nous avons 
décidé d'arrêter les tests et de procéder aux analyses des dispositifs pour des critères inférieurs à 
ceux habituellement fixés (augmentation de l’ordre de 3% pour Vce et de 10% pour la Rth) afin 
de pouvoir procéder aux analyses de défaillances dès l’initiation des phases de dégradation.  

II.4. Cyclage actif des modules IGBT 

Afin de comprendre les mécanismes de défaillances qui surviennent sur les modules IGBT de 
puissance, nous avons réalisé plusieurs campagnes de tests de vieillissement accélérés en cyclage 
actif suivant le protocole décrit précédemment.  

Dans un premier temps, nous avons réalisé des tests de type ‘‘cycle long’’. Le but étant 
d’activer les modes de défaillance liés à l’assemblage du module (les différentes brasures et les fils 
de bonding). La variation de la température de jonction (∆Tj) a tout d’abord été fixée à 60°C 
pour quelques modules ensuite augmentée à 80°C pour d’autres. Afin d’évaluer les effets du ∆Tj, 
ces valeurs de températures ont été réglées par la puissance injectée. Pour limiter la valeur du 
courant, la circulation de l’eau de refroidissement dans la boite à eau est coupée lors des phases 
d’injection pour accentuer l’augmentation de la température de puce (voir §II.2.1.1). Par ailleurs, 
les trois bras du module sous test étant simultanément passants, il est extrêmement difficile 
d’estimer précisément la valeur du courant dans chaque bras.  Toutefois, nous avons constaté lors 
des essais de cyclage que les températures de jonction étaient très proches pour tous les IGBT 
d’un même module, ce qui peut laisser supposer que le courant se répartit uniformément dans les 
trois bras du module tout au long du cyclage.  

Les durées des phases d’injection de puissance et de refroidissement Ton et Toff ont été fixées à 
15s pour la durée d’échauffement et 30s pour la durée de refroidissement. Mais ces durées se sont 
avérées trop longues car le premier module testé a dû cycler plus de deux mois (250 Kcycles) 
avant qu’un critère de défaillance ne soit atteint (augmentation du Vce). Nous avons alors décidé 
de diminuer la durée des phases à 10s/20s.  

Le tableau II.2 présente les modules testés et les conditions souhaitées de cyclage comparées à 
celles réellement obtenues. Les valeurs de températures données dans ce tableau sont des 
moyennes obtenues sur les six puces IGBT constituant les modules. Les conditions de tests 
visées pour les modules A5, B3 et B6 sont d'atteindre des variations de températures de chaque 
puce (∆Tj) d’un même module de 60°C avec une température de refroidissement (entrée d'eau, 
Twi) de 90°C.  

Un test supplémentaire a été effectué pour atteindre les mêmes ∆Tj de 60°C mais avec une 
température de refroidissement Twi de 35°C afin d'étudier l'influence de celle-ci. Dans ces 
conditions, le courant à l’état passant (injection de puissance) a dû être augmenté (courant de 
total de 315A dans les trois bras) pour atteindre la même variation de température de jonction 
que pour les précédents tests (qui se sont effectués sous un courant de 270A).  

Enfin, les trois derniers modules ont été testés avec des variations ∆Tj de 80°C et des 
températures de refroidissement (entrée d'eau : Twin) de 90°C.  

Des écarts de ∆Tj ont été constatés entre les températures souhaitées et mesurées lors des 
tests. Ils résultent de la difficulté d’ajuster lors des tous premiers cycles le niveau de courant et la 
température d’entrée d’eau Twi à la variation ∆Tj souhaitée.  

Les modules ainsi testés sont analysés par des méthodes non destructives (caractérisations 
électriques, analyse acoustique) et destructives (micro-sections, observation au microscope 
optique et électronique) afin d’une part de répertorier les modes de défaillances obtenus et d’autre 
part de comprendre l’origine physique des modes de défaillance. 
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Tableau II.2 : conditions initiales de cyclage des modules testés (X1/X2, X1 : paramètre souhaité, X2 : paramètre obtenu) 
(valeur moyenne sur les six puces IGBT) 

Module Type de cycles ∆Tj (°C) Tjmax (°C) ∆Tc (°C) Ic (A) Twin (°C) 

A5 Long (15s/30s) 60/57 150/148 30/31 255 90/90 

B3 Long (10s/20s) 60/63 150/155 30/33 270 90/90 

B6 Long (10s/20s) 60/57 150/152 30/28 270 90/90 

C5 Long (10s/20s) 60/60 100/102 35/32 315 35/35 

C4 Long (10s/20s) 80/78 180/170 30/35 340 90/88 

C6 Long (10s/20s) 80/82 180/172 30/33 345 90/88 

C7 Long (10s/20s) 80/80 180/170 30/35 345 90/88 

 

La figure II.26 ci-dessous montre un exemple d'évolution de quelques paramètres pendant le 
cyclage en puissance du module A5. Les résultats concernent la puce IGBT#3 (voir figure II.6).  

Cette figure fait apparaître la puissance dissipée de manière cyclique sur la puce qui est de 
l'ordre de 102 W durant 15s. Pendant cette phase la température de jonction (Tj) mesurée par 
fibre (en vert) et la température de semelle sous la puce correspondante (en bleu) s'élèvent 
respectivement à 160°C et 133°C. Pendant la phase de refroidissement, les températures tendent 
vers celle du liquide de refroidissement (90°C) sans jamais l'atteindre complètement compte tenu 
de la constante de temps thermique élevée. Ce relevé a été obtenu après 100 kcycles de puissance 
pour lequel l'effet du vieillissement se fait ressentir par des élévations de températures supérieures 
à celles obtenues en début de test.  

 
Fig. II.26 : Relevé des variations de température lors d'un cycle de puissance 

II.4.1. Analyse des résultats du cyclage     

 L’analyse des modules testés sous les conditions de cyclage long décrites précédemment, a 
révélé des évolutions différentes des indicateurs de vieillissement (au niveau de l’assemblage et 
des puces) selon les modules et les conditions d’essais. Dans ce qui suit nous allons présenter les 
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résultats obtenus répertoriés en deux principales catégories : dégradations au niveau de 
l’assemblage et dégradation au niveau des puces.  

Le tableau II.3 résume les conditions de tests et les évolutions les plus significatives constatées 
sur les différents indicateurs retenus (Vce, Rthjw, Rthjc). 

Tableau II.3 : Récapitulatif des résultats des tests de cyclage actif 

 
Module 

Type de cyclage ∆Tj 
(°C) 

Tjmax 
(°C) 

∆Tc 
(°C) 

Twin 
(°C) 

Nf 
(kcycles) 

Remarques 

A5 Long (15s/30s) 57 148 31 90 100 Rthjw (+10%) 

B3 Long (10s/20s) 63 155 33 90 168 Arrêt volontaire 

B6 Long (10s/20s) 57 152 28 90 165 Vce4 (+2%) 

C5 Long (10s/20s) 60 102 32 35 250 Vce1 (+3%) 

C4 Long (10s/20s) 78 170 35 88 56 Elévation anormale des Tj 

C6 Long (10s/20s) 82 172 33 88 35 Elévation anormale des Tj 

C7 Long (10s/20s) 80 170 35 88 47 
Vce1 (+3%) et élévation  

Anormale des Tj 

Avec ces durées d’injection caractérisant un cyclage long nous nous attendions plutôt à une 
dégradation au niveau de la brasure semelle/DCB. Mais les résultats présentés sur le tableau II.3 
montrent que le principal critère de défaillance ayant conduit à l’arrêt du cyclage est une 
augmentation du Vce, critère indiquant une dégradation au niveau des fils de bonding. 
L’évolution de la Rth quant à elle, n’a été observée que sur deux modules (A5 et C6).  

Les modes de défaillance que nous avons rencontrés ici en cyclage actif long sont ceux que 
l’on rencontre habituellement en cyclage court sur les modules régulièrement testés au sein du 
LTN-INRETS. C’est la raison pour laquelle nous nous sommes limités à des essais de cyclage 
long pour tous les tests de cyclage actif. 

II.4.1.1. Dégradation au niveau assemblage 

Comme cité précédemment, les dégradations au niveau de l’assemblage, à savoir la 
dégradation des fils de bonding et des brasures, sont détectées par l’évolution de la chute de 
tension directe (Vce) pour le premier mode de défaillance et par l’évolution des résistances 
thermiques pour le second.  

II.4.1.1.1. Dégradation des fils de bondings 

Les fils de bonding de tous les modules cyclés ont présenté des dégradations plus ou moins 
importantes. Nous avons observé des débuts de craquelures dans les pieds de bonding (ou "heel-
crack" en anglais) après cyclage sur les fils de bonding des puces dont le Vce ne présente aucune 
augmentation (modules A5 et B3) et des dégradations plus importantes (fractures et levées des 
fils) sur les fils de bonding des puces qui ne présentent toutefois qu’une évolution du Vce de 
seulement 3% (modules C5 et B6).  

La figure II.27(a) représente les courbes d’évolution des paramètres (Vce, ∆Tj, ∆Tc et Twi) 
durant le cyclage du module C5. Le schéma inséré dans cette figure représente la disposition des 
six puces IGBT sur les trois DCB.  
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Le module C5 a été arrêté lorsque le Vce, de pratiquement toutes les puces avait présenté une 
augmentation de l’ordre de 3%. L’observation au microscope électronique à balayage (MEB) a 
montré une importante dégradation de l’ensemble des fils de bonding du module C5. En effet, 
comme illustré sur la fig.II.27(b), pratiquement tous les fils de bonding sont levés ou fracturés. 
Parfois, les deux modes de défaillance (levée et fracture dans les pieds de bonding) sont observés 
(quelques fils ont été complètement arrachés). Rappelons que ce module avait cyclé sous une 
température ambiante de 35°C et une température de jonction maximale de 102°C. 

 
Fig.II.27(a) : Evolution de la chute de tension directe de la puce#1 du module C5 après 250Kcycle, Twin=35°C, 

∆Tj=60°C, Ic=315A. 

           

   

Fig.II.27(b) : fracture et levée des fils de bonding sur la puce#1 du module C5, après 250Kcycles, Twin=35°C, 

∆Tj=60°C, Ic=315A 
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Les modules (A5, B3, B6) ayant cyclé sous le premier protocole (cf. tableau II.3) avec une 
température ambiante de 90°C et une température maximale de jonction de 160°C, la chute de 
tension à l’état passant Vce n’a pas évolué sauf pour le module B6 où quelques puces ont 
présentées une évolution de 2% du Vce (fig.II.28(a)). Malgré cela, l’observation au microscope 
électronique à tout de même révélée des craquelures au niveau des pieds de bonding comme 
illustré sur la figure II.28(b). 

 
Fig.II.28(a) : Evolution de la chute de tension directe de la puce#6 du module B6 après 165 kcycle, Twin=90°C, 

∆Tj=60°C, Ic=270A 
 

  
Fig.II.28(b) : Début de fissuration des fils de bonding, puce#1 du module A5 après 100 kcycle (à gauche) et 

puce#6 du module B6 après 165 kcycle (à droite), Twin=90°C, ∆Tj=60°C, Ic=270A 

Le mécanisme de défaillance correspondant à l’apparition de fractures dans les pieds des fils 
de bonding et que l’on constate sur tous les modules testés est dû aux contraintes 
thermomécaniques apparaissant dans les pieds des fils de bonding [Cia01]. Les cycles de 
température sont responsables de la dilatation et de la contraction périodique des fils, ce qui se 
traduit par un phénomène de fatigue au niveau des pieds de bonding qui à terme se fracturent. 
Cependant, ce mode de défaillance se manifeste rarement dans les modules IGBT modernes et 
n'a été observé qu'une seule fois auparavant au LTN lors du cyclage actif de modules IGBT de 
très forte puissance destinés à des applications ferroviaires.  
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La levée des fils des métallisations de puce quand à elle résulte des contraintes mécaniques 
apparaissant à l’interface entre aluminium (fil de bonding et métallisation) et puce liées aux 
différences de coefficient de dilatation thermique de l’aluminium et du silicium [Ram00]. 

Pour expliquer de telles observations, et notamment les fractures dans les pieds de bonding, 
nous devons revenir sur les conditions de test et sur la technologie des modules testés. Comme 
mentionné auparavant, les conditions de test des modules 600V-200A ont été choisies pour 
atteindre un ∆Tj de 60°C (Tjmin=90°C, Tjmax=150°C et 40°C/110°C pour le module C5). Les 
fils de bonding (en aluminium d’un diamètre de 300µm) sont uniquement enrobés de gel, sans 
couche de coating les maintenant sur les puces. Hors, la plupart des modules classiquement testés 
dans notre laboratoire sont des modules de beaucoup plus forte puissance (courant nominal 
beaucoup plus élevé) destinés à une application de traction ferroviaire. Les fils de bonding de ce 
type de modules sont de plus grand diamètre (400µm contre 290 µm pour les modules testés ici). 
La variation maximale de température de jonction lors du cyclage de modules de très forte 
puissance peut être supérieure à celle imposée sur les modules faisant l’objet de cette thèse, de 
l’ordre de ∆Tj=80°C (Tjmin=40°C, Tjmax=120°C). De plus, tous les modules destinés à une 
application ferroviaire intègrent une couche de coating sur la surface des puces permettant de 
retarder la levée des fils de bonding. Donc, malgré le fait que nous ayons ici une variation de 
température plus faible (∆Tj=60°C au lieu de 80°C) le mécanisme de fracture dans les pieds de 
bonding apparaît et peut être dû à plusieurs raisons:  

• La très forte densité de courant dans les fils de bonding (≥120A/mm2) surtout pour le 
module C5 où le niveau de courant est plus fort que dans les autres module (350A au lieu 
de 217A pour le module B6 par exemple) qui est certainement la cause la plus probable; 

• la haute température environnementale qui peut accélérer le mécanisme,  

• l’absence de la couche de coating,  

• un processus de bonding ou une géométrie du fil non optimisés.  

II.4.1.1.2. Délaminage des brasures 

La figure II.29 présente en trait plein un relevé des évolutions de la résistance thermique 
jonction eau (Rthjw) et de la chute de tension Vce corrigée des effets de la température de la puce 
IGBT#4 pour le module A5. Les traits pointillés donnent les évolutions des températures 
maximum atteintes lors du cyclage par la puce#4 (Tjh4), de la température d'entrée d'eau (Twi), 
des variations de température de jonction (∆Tj4) et de semelle (∆Tc4). Le test a été stoppé après 
que la Rthjw ait dépassé une variation de 10% par rapport à la valeur initiale après 100 kcycles 
représentant plus de 2 mois de tests.  
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Fig. II.29: Evolution de températures et de la résistance thermique lors du vieillissement du module A5 (puce#4), 

Twin=90°C, ∆Tj=60°C, Ic = 255A 

L’analyse au microscope acoustique a révélé une fracture avancée sur un coin de la brasure 
DCB/semelle et une initiation sur les autres coins (Fig.II.30). Cette évolution n’est toutefois pas 
suffisante pour expliquer l’évolution significative constatée sur la résistance thermique 
jonction/eau.  

Par ailleurs, la couche de graisse thermique utilisée entre le refroidisseur et la semelle du 
module a migré sur les bords du module comme nous pouvons le constater sur la figure II.31. 

La très faible détérioration du joint de brasure entre substrat céramique et semelle ne peut 
expliquer l’élévation significative  de la résistance thermique Rthjw. Par contre, la migration de la 
graisse  a pu conduire à une élévation locale de la résistance thermique qui s’est répercutée sur la 
valeur de la résistance thermique jonction/eau dés le début du cyclage (cf. fig.II.29). Pour les 
autres modules cyclés avec le même ∆Tj=60°C (modules B3, B6, C5) la résistance thermique 
jonction/eau a présenté la même évolution avec également des initiations de fissures dans les 
brasures comparables à celles observées sur le module A5. 
 

 

Fig.II.30: Analyse acoustique de la brasure semelle/DCB  du module A5 après 

100kcycles,  Twin=90°C, ∆Tj=60°C, Ic=255A 
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(a) 

 
(b) 

Fig.II.31: Etat de la graisse thermique après le cyclage actif du module A5, (a) côté module, (b) côté refroidisseur. 

De manière générale, ces résultats montrent un excellent comportement de la brasure entre les 
DCB et la semelle, puisqu’après plus de 100kcycles contraignants (Tc variant entre 95 et 135 °C et 
Tj entre  97 et 160 °C) seules de légères fissures ont pu être constatées dans les coins des brasures 
DCB/semelle.  

L’excellente tenue de cette brasure à un tel niveau de cyclage peut s’expliquer par la position 
des puces actives sur le DCB. En effet, contrairement à d’autres modules précédemment étudiés 
au laboratoire où les puces sont brasées sur les bords du DCB, dans les modules que nous 
testons, celles-ci sont décalées de plusieurs mm vers le centre du DCB. La figure II.33 représente 
le positionnement des puces sur les DCB des modules testés. Comme détaillé dans [Kha04] un 
léger décalage de la position des puces sur le bord du DCB peut être suffisant pour retarder 
significativement l’initiation des fissures et leurs propagations dans la brasure semelle/DCB. Cela 
résulte du fait que le flux thermique engendré par la dissipation de puissance dans la puce se 
propage principalement de façon verticale à travers le DCB vers la semelle du module et le 
refroidisseur. Lorsque la puce est positionnée au bord du DCB, les bords de la brasure sont 
soumis à des contraintes thermiques maximales alors qu’un léger décalage des puces vers le centre 
du DCB peut permettre de réduire significativement les contraintes thermiques et mécaniques sur 
les coins des brasures. Ce décalage rend également la résistance thermique puce/semelle moins 
sensible à l’initiation des fractures. Nous pouvons ainsi espérer une plus longue durée de vie de la 
brasure semelle/DCB. 

 

  

Fig.II.32 : Analyse acoustique de la brasure DCB / semelle : (à gauche) module B6 après 165kcycles (Twin=90°C, ∆Tj=60°C, 
Ic=270A), (à droite) module C7 après 100kcycles (Twin=90°C, ∆Tj=80°C, Ic=345A). 
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Fig.II.33 : Positionnement des puces sur les substrats DCB  

 

II.4.1.2. Dégradations au niveau de la puce 

II.4.1.2.1. Reconstruction de la métallisation 

Concernant la puce elle-même, nous avons observé sur les surfaces des puces de tous les 
modules cyclés, la reconstruction des grains d’aluminium. Ce phénomène courant de fatigue 
provient des contraintes mécaniques cycliques dans la couche de métallisation due à la différence 
élevée de coefficient de dilatation thermique entre l’aluminium et le silicium et résulte du 
comportement visco-plastique des grains d’aluminium [Cia01]. Le niveau et l’amplitude de la 
variation de température ont un effet important sur le vieillissement de cette couche de 
métallisation. La figure II.34 présente l’observation au microscope électronique (MEB) de l’état 
de la métallisation d’une puce avant cyclage et l’état des métallisations après cyclage des modules 
A5, C5 et C7, respectivement. Nous avons constaté que le vieillissement de cette couche de 
métallisation est nettement plus avancé sur les modules qui ont subit un cyclage actif avec une 
variation de température de jonction plus importante (∆Tj=80°C), fig.II.34(d).  

D’un autre côté, pour une même variation de température (∆Tj=60°C) mais à des niveaux de 
température max différents (Tjmax=150°C et 100°C respectivement pour les modules A5 et C5) 
le vieillissement de la métallisation est plus avancé lorsque la température max est plus élevée, 
fig.II.34(b)-(c). Ainsi, après 250 kcycles, le module cyclé à plus faible température (C5) ne présente 
que de légères dégradations, alors que sous un même ∆Tj, les métallisations des modules cyclés à 
plus haute température sont plus fortement dégradées après seulement 100 kcycles.  De plus les 
lieux de plus fortes variations de température (autour de la grille localisée au centre de la puce)  
sont également ceux des plus fortes dégradations. 

De façon générale, la dégradation de la couche de métallisation est sensible à la température 
max de jonction (Tjmax) et aux variations de températures aux niveaux des puces avec toutefois 
un effet particulièrement significatif de Tjmax [Lut08].  

La dégradation de cette couche de métallisation se traduit par une augmentation de la 
résistance superficielle de la métallisation. L’équipotentialité de l’émetteur et la mise en parallèle 
des différentes cellules constituant l’IGBT sont ainsi moins bien assurées. Dans des cas extrêmes, 
on peut imaginer que la reconstruction des grains d’aluminium puisse même conduire à la 
déconnexion des cellules élémentaires. Des observations similaires ont été constatées sur des 
puces soumises à des régimes de court circuit répétitifs [Gut03, Det04, Ara08]. 
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(a) Etat initial (b) Module C5, après 250Kcycles    

∆Tj=60°C, Twin=35°C, Tjmax =100°C 
 

  

(c) Module A5 après 100Kcycles 

∆Tj=60°C, Twin=90°C, Tjmax = 150°C 
(d) Module C7 après 47Kcycles 

∆Tj=80°C, Ta=90°C, Tjmax =180° 

Fig. II.34 : Reconstruction des grains d’aluminium sur la surface de la métallisation avant et après cyclage  

II.4.1.2.2. Evolution de la tension de seuil 

En dehors de la reconstruction de la couche d’aluminium nous avons également constaté une 
évolution significative de la tension de seuil sur toutes les puces IGBT du premier module cyclé 
(module A5). En effet, après cyclage (100kcycles) nous avons observé une augmentation 
d’environ 300mV sur la tension de seuil de chaque puce, fig.II.35. La même observation a 
également été faite mais dans une moindre mesure sur toutes les puces d’un autre module testé 
par la suite (module C6), fig.II.36.  

Ce résultat met en avant la possibilité de dégradation des caractéristiques de l’oxyde de grille. 
Un tel comportement pourrait s’expliquer par le phénomène d’injection de porteurs chauds dans 
l’oxyde qui augmenterait le nombre de charges piégées dans l’interface entre le semi-conducteur 
et l’oxyde. Cependant, même si ce type de mécanisme se produit dans les très fines couches 
d’oxyde (de l’ordre de 5 nm) [Mat98, Aco96] aucun résultat de ce type n’a pu à ce jour (à notre 
connaissance) être mis en évidence sur des puces IGBT de puissance pour des oxydes de silicium 
beaucoup plus épais (entre environ 70 et 150 nm). Une poursuite de ce travail pourrait consister à 
caractériser les charges d'interfaces de l'oxyde de grille pour infirmer ou confirmer cette 
hypothèse. 
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Fig.II.35 : Tension de seuil avant cyclage et après 45 kcyclage du module A5, Twin=90°C, ∆Tj=60°C, Ic=255A 

 

Fig.II.36 : Tension de seuil avant cyclage et après 35 kcyclage du module C6, Twin=90°C, ∆Tj=80°C, Ic=345A 
 

II.4.1.2.3. Augmentation brutale de la température de jonction  

Pour les modules C4, C6 et C7 qui ont cyclé sous un ∆Tj plus important (80°C) nous avons 
observé une augmentation brutale de la température de jonction sur toutes les puces conduisant à 
une augmentation importante des résistances thermiques après seulement 40kcycles environ (cf. 
Fig. II.31). En particulier, la température de la puce#1 présente une augmentation plus 
importante que les autres. Dans le même temps, la température de la puce#2 diminue. Ce 
phénomène se produit lorsque la température de la puce#1 atteint une valeur d’environ 188°C 
(au-delà des spécifications du constructeur).  

L’augmentation de la température de jonction d’une puce provoque à fort niveau de courant 
comme c’est le cas ici l’augmentation de sa chute de tension directe, créant ainsi un déséquilibre 
des courants dans les trois bras en parallèle. Il y a donc probablement un effet de redistribution 
du courant vers les autres bras pour équilibrer les tensions directes puisque les puces IGBT des 
modules testés ont une structure de type NPT (Non Punch Through) avec un coefficient de 
température positif [Let92]. L’augmentation de la tension dans la puce #1 se traduit ainsi par une 
augmentation du courant dans les deux autres bras. Nous constatons bien sur le relevé de la 
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figure II.37 que la température des puces #3 à #6 augmente, ce qui traduit une augmentation des 
pertes donc du courant. 

La diminution du courant dans le premier bras s’accompagne d’une diminution des pertes 
dans la puce #2, ce que confirme également la fig.II.37 qui montre une diminution de la 
température de cette puce. 

L’analyse au microscope électronique des micro-sections réalisées au niveau des brasures sous 
les puces a révélé une dégradation importantes de la brasure de la puces #1 de tous les modules 
cyclés avec ce protocole (∆Tj=80°C, Twin=90°C, Ic=345A). La figure II.38 illustre une micro-
section réalisée au niveau de la brasure sous la puce#1 du module C4 après 56 kcycles. 

Il est tout fois difficile de confirmer la cause de cette élévation brutale de la température de 
jonction. En effet, la dégradation des brasures sous les puces à cause de la haute température de 
cyclage peut être une raison mais cette dégradation n’a été observée que sur les puces#1 et en 
moindre importance sur la puce#2, ce qui nous pousse à croire que cette dégradation serait plutôt 
une conséquence de l’élévation brutale de la température de jonction de cette puce.    

 

 
Fig. II.37 : Evolution de Vce et de Tj sur les six puces du module C7 après 47 kcycles, Twin=90°C, ∆Tj=80°C, 

 Ic =345A. 

 
Fig.II.38 : Observation au microscope optique de l’état de la brasure sous la puce#1 du module C4 après 56 kcycles 



Chapitre II : Vieillissement Accéléré par Cyclage Actif   

             80 

II.5. Synthèse des résultats 
Le tableau II.4 ci-dessous donne une synthèse des dégradations et facteurs aggravants 

observés sur les essais qui ont été présentés dans ce chapitre.  

Tableau II.4: Résumé des dégradations et facteurs aggravants 

 
dégradations occurrence Facteurs 

aggravants 

Fils de bondings Fissures, cracks, déconnexions élevée Tj, ∆T, Ic 

Brasure DCB 
- Fissures 
- Délaminations 

Faible (aucune 
défaillance de ce type 
relevée ici) 

T, ∆T 

Métallisation 
- Décohésion des grains 
- Déconnexions des cellules 

systématique ∆T,  
Tjmax 

Oxyde de grille Charges d'oxyde Faible (mais existante) 
T, Ic, 

∆T ? 

 

En particulier, les dégradations observées sur les fils de bondings (fissuration, cracks et levées) 
ont des occurrences élevées, le facteur certainement le plus aggravant étant le niveau du courant 
pendant l’injection de puissance et la variation de température qui en découle. Le niveau de 
température ambiante doit également jouer un rôle accélérateur.  

Au contraire, les brasures larges entre substrat isolant et semelle ont plutôt bien résisté grâce 
certainement au placement des puces actives (sources de chaleur) loin des coins des brasures.  

Les métallisations des puces ont subi également des dégradations importantes de manière 
systématique, la cause étant bien sûr la variation de température mais nous avons constaté que le 
niveau de température était également prédominant. 

Concernant les critères de défaillance, la mesure de Vce est d'une trop faible sensibilité pour 
être utilisée comme indicateur de début de dégradation. En effet, les premières dégradations de 
fils de bondings sont indétectables par cette mesure. Ce n'est qu'après des dégradations 
significatives que l'on peut observer une variation minime de (l'ordre de 1% à 3%) sur le Vce. Il 
est tout de même possible d'utiliser ce paramètre pour avoir une estimation de la température de 
jonction en opération.  

La mesure de Rth est probablement la plus adaptée comme indicateur de vieillissement mais 
elle nécessite d'avoir une estimation ou une mesure de Tj et de la puissance dissipée en opération.  

Nous ne présentons pas de résultats sur les brasures qui se trouvent sous les puces car après 
analyse de défaillance dans les conditions raisonnables d’utilisation (Tjmax <175°C) nous n’avons 
pas constaté de dégradation au niveau de ces brasures. 
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Chapitre III Vieillissement Accéléré par Cyclage Passif 
 

III.1. Introduction 
Le cyclage passif permet d’étudier (en les reproduisant ou en les accélérant) l’influence des 

conditions environnementales sur la durée de vie d’un module de puissance. Comme déjà 
indiqué, les conditions environnementales sont imposées par les conditions climatiques qui 
peuvent varier de -40°C à +80°C environ sous le capot ou dans l'habitacle d'une automobile 
d’une part, et par la température du liquide de refroidissement du moteur qui sert également au 
refroidissement du module de puissance d’autre part. La température du liquide de 
refroidissement est de l’ordre de 90°C durant 90% de la durée d’utilisation de l’automobile et 
peut atteindre 120°C de manière occasionnelle pour les 10% d’utilisation restante [Ers96, Joh04]. 
Ces conditions thermiques sévères engendrent de fortes contraintes thermomécaniques au niveau 
de l’assemblage constituant le module. Contrairement au cyclage actif qui peut ne contraindre que 
la puce et son environnement proche dans le cas de cyclage de courte durée, le cyclage passif 
contraint tout l’assemblage mais avec une température relativement uniforme sur l’ensemble du 
module.  

Plusieurs travaux ont déjà été menés sur l’étude de la durée de vie des modules de puissance 
soumis à des cyclages passifs [Wuc96, Her97, The03]. Ces études ont démontré que les 
dégradations apparaissent essentiellement aux niveaux des interfaces à cause des fortes 
contraintes thermomécaniques liées aux différences de coefficients de dilatation thermiques 
(CTE) des matériaux de l’assemblage. Par ailleurs, la couche la plus sensible à ce type de cyclage 
est une fois de plus la brasure de plus grande surface qui se trouve entre le DCB et la semelle du 
module [Ye02, Cia02, Sha03]. La dégradation de cette couche dépend fortement des matériaux 
utilisés, elle apparaît plus rapidement pour une semelle en cuivre que pour une semelle en AlSiC. 
Grace à son CTE qui se rapproche de celui des céramiques du substrat DCB, l’AlSiC augmente 
considérablement la durée de vie de la brasure semelle/DCB [Coq99, Tho01,Occ02]. 

La dégradation de cette brasure se manifeste par l’apparition de fissures à l’interface 
brasure/DCB qui se propagent, au cours du cyclage, le long de la brasure. Cette fissuration 
provoque une augmentation de la résistance thermique globale du module et réduit sa durée de 
vie.  

L’apparition des premières fissures et leur vitesse de propagation dépendent de plusieurs 
paramètres [Pan00, The00], à savoir : l’épaisseur de la brasure, sa nature, les températures de 
fonctionnement ainsi que les paramètres du processus de brasage [Yam, Gut06]. La dégradation 
est donc liée à la brasure elle même (nature et processus de fabrication), mais aussi aux conditions 
d’utilisation. En effet, la vitesse de variation de la température ainsi que la durée des paliers 
influent fortement sur la durée de vie des brasures [Lef02, Zha03, Qi06].  

Dans ce chapitre nous nous intéressons à l’effet de l’amplitude de variation de la température 
ainsi qu’aux  niveaux de température haute et basse sur les paramètres de dégradation de cette 
brasure.  

 Les essais de cyclage passif présentés dans ce chapitre ont été réalisés sur des modules du 
même type que ceux vieillis par le cyclage actif, à savoir des modules onduleurs triphasés intégrés 
600V-200A (cf. chapitre II). Une partie des modules testés contient des brasures semelle/DCB à 
base de plomb et une autre partie des brasures sans plomb ce qui nous permettra de comparer le 
comportement de ces deux types de brasures sous les mêmes conditions de cyclage thermique. 
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III.2. Détermination des profils thermiques 

Les profils de température des tests de cyclage passif sont définis pour répondre au besoin 
automobile. Comme déjà évoqué, les conditions environnementales imposent une température 
variant, dans le pire des cas, de -40°C à 120°C avec une vitesse de variation d’environ 10°C/min. 
Dans un premier temps, nous avons donc défini un premier profil thermique appliqué aux 
semelles des composants (cycle#1) correspondant à ces conditions extrêmes. Dans un second 
temps, nous avons cherché à évaluer l’effet de l’amplitude de variation des cycles ainsi que l’effet 
des niveaux de température sur le nombre de cycles responsable de l’apparition des premières 
fissures. Nous avons ainsi cherché à mettre en évidence les paramètres les plus critiques quant à 
l’apparition de la fissure (amplitude de variation de la température et niveau de température). 
Nous avons également, pour chacun des essais effectués, cherché à évaluer la vitesse de 
propagation de la fissure, afin de pouvoir mieux évaluer la durée de vie des modules dans ces 
conditions de test.  

Ainsi, deux autres séries d’essais ont été réalisées avec des profils de température d’amplitude 
égale à la moitié de celle du premier test (∆T=80°C) mais à des niveaux de température différents, 
cf. figIII.1. La température imposée sur la semelle des modules lors du cycle#2 varie de 40°C à 
120°C et celle du cycle#3 varie de -40°C à 40°C. Pour limiter la durée des essais nous avons 
imposé une vitesse de variation de la température la plus rapide possible (autour de 10°C/min) et 
fixé les durées des paliers à seulement 15min. La durée des paliers est un paramètre prépondérant 
dans le comportement en fluage des brasures. 
 

 

Fig.III.1: Profils thermiques des essais de cyclage passif. 

III.3. Equipements utilisés pour les tests de cyclage passif  

III.3.1. Equipement de tests 

Les tests de cyclages passifs ont été réalisés en utilisant l’enceinte climatique (CLIMATS 
SAPRATIN) de  l’INRETS-LTN (voir Fig.III.2). L’enceinte est munie d’un thermostat assurant 
la régulation et qui est relié à un afficheur donnant la température de l’air ambiant dans l’enceinte. 
Mais à cause du volume important de l’enceinte et de l’inertie thermique non négligeable des 
modules, la température du module ne concorde pas avec celle de l’air ambiant à l’intérieur de 
l’enceinte. Nous avons donc asservi l'évolution de la température de la semelle du module à celle 
du profil souhaité. La figure III.3, représente le profil du cycle #1 enregistré par un thermocouple 
placé dans la semelle d’un module à travers un trou réalisé dans cette dernière. Nous remarquons 
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que les températures des paliers haut et bas sont bien atteintes et que la durée des paliers est 
proche de la valeur souhaitée (15min). Par contre, la vitesse maximale de variation de la 
température que nous pouvons atteindre avec cette enceinte climatique est de l’ordre de 9°C/min 
lors des phases de montée de la température, et de 6°C/min lors des phases de descente. Un 
autre équipement (générateur d’air) est disponible au SATIE avec une meilleure maitrise du 
réglage des paramètres mais son inconvénient est le volume restreint de la chambre climatique qui 
ne permet de cycler qu’un seul module à la fois, alors que nous pouvons cycler simultanément 
une dizaine de modules dans l’enceinte climatique de l’INRETS.  

  

 
(a) 

 

 
 
 

(b) 
Fig.III.2 : (a) Enceinte climatique SAPRATIN Excal (LTN-INRETS), (b) Générateur d’air Dragon (SATIE) 

 
Fig.III.3 : Profil de température du cycle #1 obtenu par l’enceinte climatique SAPRATIN 

III.3.2. Equipements d’analyse 

L’observation de l’état des brasures se fait par microscopie acoustique. L’INRETS-LTN 
dispose d’un microscope acoustique (METALSCAN) dont les caractéristiques sont décrites dans 
le chapitre II. Une analyse acoustique préalable est réalisée sur tous les modules avant le début 
des essais de cyclage afin de détecter les éventuels défauts initiaux dans les brasures et qui 
peuvent apparaître pendant le processus de brasage (bulles d’air). Au début du cyclage, les 
modules sont analysés tous les 20 cycles pour détecter l’initiation de la dégradation. Cette 
fréquence élevée des analyses au début du cyclage est choisie pour ne pas manquer le début d'une 
éventuelle dégradation. Ensuite, une fois l’initiation de la fracture dans les brasures détectée 
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l’intervalle entre les observations est augmenté et se fait tous les 50 à 200 cycles, selon la vitesse 
de propagation des fissures. A la fin du cyclage, une analyse destructrice par micro-section est 
réalisée en découpant les modules et en les observant par microscope électronique (MEB) et 
optique. Cette dernière analyse permet d’observer la forme et la localisation des fractures dans les 
brasures avec beaucoup plus de visibilité et de précision que la microscopie acoustique.   

Une analyse de la nature des brasures des modules testés a aussi été réalisée en utilisant les 
moyens EDX (Energy Dispersive Spectroscopy par rayon X) disponibles au SATIE. Nous avons 
analysé un module de la série A (A5), un module de la série C (C5) et un module de la série E 
(E6) (cf. §II.2.2 dans lequel les modules testés sont présentés). Cette analyse a révélé que les 
brasures semelle/DCB des modules de la série A sont constituées d’un alliage au plomb (SnPb37) 
et que celles des modules des séries E et C sont constituées d’alliages sans plomb (SnCu0.7). La 
figure III.4 donne les images obtenues par l’analyse au MEB et EDX des trois modules (A5, C5 
et E6). Nous présentons une vue en coupe de la brasure. On constate une assez mauvaise 
homogénéité des brasures SnCu, le Cu étant peu présent dans le volume de la brasure. 
 

 
(a) module A5 

 
(b) module C5 

 
(c) Module E6 

Fig.III.4 : Analyse des brasures semelle/DCB des modules A5, C5 et E6 (EDX) 

III.4. Expérimentation et Analyse des résultats 

Comme indiqué plus haut, trois types de cycles ont été réalisés (fig.III.1). Pour vérifier la 
reproductibilité des résultats et l’influence de la nature de la brasure semelle/DCB, nous avons 
cyclé plusieurs modules similaires dans des conditions d’essais identiques. Pour les cycle#2 et #3 
quatre modules ont été cyclés et pour le cycle#1 seulement deux modules. Les modules vieillis et 
les conditions de cyclages sont présentés dans le tableau III.1  

Tableau III.1 : Synthèse des modules testés et profils thermique 

modules 
Nature de la brasure 

Semelle/DCB 
Profil de cyclage 

B8  SnPb37 
E6 SnCu0.7 

-40°C,+120°C(cycle#1) 

A1, A2  SnPb37 
E10, E11 SnCu0.7 

+40°C,+120°C(cycle#2) 

C3, C8, E7, E9 SnCu0.7 -40°C,+40°C(cycle#3) 
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III.4.1. Analyse initiale 

L’analyse au microscope acoustique de l’état initial des brasures semelle/DCB est réalisée sur 
tous les modules avant chaque début de cyclage. Cela nous a permis d’analyser l’état et la forme 
des brasures, elle révèle en particulier une importante variation de leur épaisseur. En effet, 
l’imagerie acoustique de l’interface brasure/DCB montre que les brasures sont plus épaisses au 
centre et plus fines sur les bords. A titre d’illustration, la figure III.4 représente l’imagerie 
acoustique de la brasure semelle/DCB du module B8 à l'état initial. L’image de la fig.III.5(a) 
représente l’état de l’interface semelle/brasure où nous pouvons voir les trois brasures qui 
débordent de chacun des DCB ainsi que la présence de quelques bulles d’air. L’homogénéité de la 
couleur sur l'image de la fig.III.5(b) où figure le temps de vol du signal (représentant la distance 
par rapport à la surface inférieure de la semelle qui est ici surface de référence) indique une 
interface parallèle à la surface de référence. Ce résultat ne reflète que la bonne homogénéité de 
l'épaisseur de la semelle mais ne renseigne pas sur sa planéité. Les images des figures III.4(c) et 
(d) représentent cette fois l’interface brasure/DCB (voir schéma Fig. III.4). La non-homogénéité 
des couleurs sur la fig.III.4.d indique des temps de vol inhomogènes par rapport à la surface de la 
semelle et donc une inhomogénéité de l’épaisseur de la brasure. Effectivement, la distance par 
rapport à la référence est plus importante au centre de la brasure que sur les bords.  De plus les 
micro-sections réalisées à la fin du cyclage et observées au microscope optique montrent bien 
cette inhomogénéité de l’épaisseur de la brasure, la figure III.6 représente une image prise au 
centre de la brasure (droite) et une autre au bord de celle-ci  (gauche) à la même échelle. La 
différence entre les deux épaisseurs est très importante (entre environ 60µm et 140µm). 

 

  
(a) interface semelle/brasure 

(amplitude) 
(b) interface semelle/brasure 

(temps de vol) 
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(c) interface brasure/DCB 

(amplitude) 
(d) interface brasure/DCB 

(temps de vol) 

Fig.III.5 : Analyse acoustique de l’état initial de la brasure semelle/DCB du module B8 

 
Fig. III.6 : Micro-section d’un module IGBT observé au microscope optique 

 

Cette déformation initiale de la brasure entre semelle et DCB est due au processus de refusion 
réalisé lors de la phase d'assemblage pendant laquelle le DCB est brasé sur la semelle. Ce 
processus consiste à emmener l’assemblage substrat DCB, semelle et brasure à la température de 
fusion de cette dernière puis à revenir à la température ambiante pour permettre la liaison 
mécanique des matériaux entre eux. A la température de fusion, les matériaux sont dilatés et libres 
de toutes contraintes (cf.fig.III.7 (haut)). La semelle (ici en cuivre) est préalablement préformée 
afin de pouvoir être fixée convenablement sur un refroidisseur. Pendant la phase de 
refroidissement, les matériaux se contractent en se liant entre eux et à cause des différents CTE 
(cf. tableau III.3) des contraintes mécaniques se créent au niveau de la brasure. A la fin de cette 
phase de refroidissement la rétractation importante de la semelle en cuivre associée à une 
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rétraction plus faible de la céramique comprime la brasure en lui imposant une forme 
géométrique non homogène comme illustré sur le schéma de la figure III.7.  

Tableau III.2 : CTE des matériaux constituant l’assemblage semelle+DCB 

Matériau CTE(10-6 K-1) 

Cu 16 

Al2O3 4.3 

Brasure SnPb37 24.7 

 
 
 

 
Fig.III.7 :   Compression de la brasure après le processus de brasage  

 

III.4.2. Profils thermiques obtenus 

Comme indiqué plus haut, il est difficile d’avoir avec précision un asservissement de la 
température de la semelle au profil souhaité mais seulement un profil approché. La figure III.8 
représente les profils des cycles thermiques relevés sur les semelles des modules lors des essais 
correspondant aux cycle#2 et cycle#3. Ainsi nous constatons que les températures maximale et 
minimale désirées sont bien atteintes mais la température n’étant pas parfaitement stabilisée 
pendant les paliers, leur durée est difficilement mesurable. Par conséquent, la durée des paliers a 
été mesurée  à 3% des températures maximale et minimale et vaut environ 15min. La vitesse de 
variation de la température à la montée est d’environ 7°C/min pour le profil du cycle#2 et 
10°C/min pour le cycle#3. La vitesse à la descente est d’environ -6°C/min pour les deux profils 
de cycles (cycle#2 et cycle#3).  
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(a) 

 
(b) 

Fig.III.8 : (a) profil thermique du cycle#2, (b) profil thermique du cycle#3 

III.4.3.  Initiation des fissures 

 Pour les deux modules cyclés sous le profil #1, les premières dégradations sont apparues très 
rapidement. La figure III.9 représente l’analyse acoustique de l’interface semelle/brasure des 
modules B8 et E6, à l’état initial, après 20 cycles et après 50 cycles. Après seulement 20 cycles 
nous avons observé une initiation de fractures sur quelques coins des modules cyclés. Mais c’est 
après 50 cycles environ que les initiations de fractures sont apparues sur l’ensemble des coins des 
brasures des différents DCB. L’initiation constatée après 20 cycles sur seulement deux coins peut 
être due à une épaisseur de brasure plus fine, ce que nous vérifierons ultérieurement après micro-
section.  

 

   
Etat initial Après 20 cycles Après 50 cycles 

 (a) module E6, brasure SnCu, cycle#1 (-40°C/120°C) 
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Etat initial Après 20 cycles Après 50 cycles 

(b) module B8, brasure SnPb, cycle#1(-40°C/120°C) 

Fig.III.9 : Microscopie acoustique de la brasure semelle/DCB  au cours du cyclage #1(-40°C/120°C)  

Pour les modules testés sous le profil #2 où l’amplitude des cycles thermiques a été divisée par 
deux, l’initiation des fissures sur quelques coins des DCB se produit après environ 300 cycles sur 
la plupart des modules, exception faite du module E11 pour lequel les premières craquelures, très 
légères, apparaissent après 150 cycles (probablement également à cause de la faible épaisseur de 
cette brasure par endroit). A titre d’exemple, la figures III.10 représente l’analyse acoustique de 
l’interface entre la semelle et la brasure, avant cyclage et à l’initiation des craquelures dans les 
brasures des modules A1 et E11.  

 

  

(a) Etat initial (moduleA1) (b) après 300 cycles (module A1) 
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(c) Etat initial (moduleE11) (d) Après 150 cycles (module E11) 

 Fig.III.10: Analyse Acoustique de l’interface semelle/brasure des modules A1 et E11 au cours du cyclage #2 
(40°C/120°C) 

Pour la troisième campagne de test (cycle#3) nous avons gardé la même amplitude des cycles 
thermiques que celle du cycle#2 (80°C) mais la variation de température se fait, cette fois au 
niveau le plus bas, entre -40°C et 40°C. Ces niveaux de température laissaient supposer des 
contraintes mécaniques dans la brasure plus élevées que pour l’essai précédent car effectué à 
température beaucoup plus faible que la température de fusion de la brasure. L’initiation des 
fissures dans les brasures survient toutefois beaucoup plus tardivement que ce que nous avons 
constaté lors des deux premiers types de cyclage (cycle#1 et cycle#2 avec des paliers à haute 
température). L’initiation des fissures apparaît ainsi après 500 cycles pour le module C3 et après 
900 cycles pour les modules E7, E9 et C8 (fig.III.11) et seulement dans quelques coins du DCB.  

Malgré les fortes contraintes mécaniques (comparativement aux essais du cycle#2) imposées 
par ce cyclage thermique, l’initiation des fissures est considérablement retardée. Nous reviendrons 
sur l’explication de ce résultat dans le chapitre IV consacré aux simulations numériques. Nous 
montrerons alors que si les contraintes mécaniques sont effectivement aussi élevées que lors du 
cycle#1 (au niveau le plus bas de température), les déformations plastiques restent en revanche 
très faibles et donc l’énergie plastique dissipée par cycle est pour ce type d’essai également plus 
faible que celle que l’on pourra estimer dans le cas du cycle#2 et, bien évidemment du cycle#1.  
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(a) Etat initial Module E9 

  
(b) Après 900 cycle, module E9 

 

(c)Etat initial Module C3 

 

(d) Après 500 cycles, module C3 

Fig.III.11 : Analyse acoustique de la brasure semelle/DCB des modules E9 et C3 au cours du cyclage #3 (-40°C/40°C) 

III.4.4. Propagation des fissures 

Afin de suivre l’évolution des fissures dans les brasures nous avons réalisé des analyses 
régulières au microscope acoustique (tous les 100 à 200 cycles après que l’initiation des premières 
fractures eurent été observées).  

Pour le premier type d’essais (cycle#1), les fissures se propagent très rapidement à cause des 
fortes amplitudes de température qui imposent de fortes contraintes thermomécaniques. Après 
250 cycles la dégradation des brasures des deux modules cyclés est assez significative. Toutefois, 
nous constatons que la dégradation des brasures du module E6 est plus importante et que la 
fissuration de la brasure est apparue dans un plus grand nombre de coins que pour le module B8 
(cf. fig.III.12).  
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(a) après 250cycles, module B8 
(interface semelle/brasure) 

(b) après 250cycles, module E6 
(interface semelle/brasure) 

Fig.III.12 : analyse acoustique de la brasure semelle/DCB après 150 et 250 cycles au cours du cyclage #1 
(modules B8 et  E6) 

Les fortes variations de température (∆T=160°C) imposées lors de ce cyclage ont également 
conduit à l’apparition de fractures conchoïdales dans la céramique à l’interface avec la 
métallisation supérieure du DCB. La figure III.13 représente des micro-sections réalisées sur deux 
coins du module E6, comme indiqué sur la figure III.12(b), et observées au microscope à 
balayage (MEB). Ce phénomène a déjà été observé lors des travaux de thèse de L. Dupont 
[Dup06] où des fractures de même type ont été observées au même endroit dans les céramiques 
(Al2O3) pour des assemblages ayant subit des cycles thermiques d’amplitude ∆T=210°C. A terme, 
ces fractures conduisent au décollement de la métallisation en cuivre du DCB. 

Nous remarquons aussi, sur la figure III.13 que l’épaisseur des brasures n’est pas la même sur 
tous les coins et que la fracture la plus importante apparaît dans la région de la brasure de fine 
épaisseur. Ces micro-sections viennent confirmer les analyses obtenues par microscopie 
acoustique où les cartographies représentant le temps de vol du signal faisaient apparaître une 
inhomogénéité de l’épaisseur des brasures.  

A titre d’exemple, nous montrons sur la fig.III.14 le temps de vol du signal acoustique obtenu 
sur le module E6 à l’état initial pour l’interface brasure/DCB. Nous constatons que les deux 
coins sur lesquels aucune fissure n’est apparue, même après 250 cycles, sont ceux pour lesquels 
l’épaisseur de brasure est la plus épaisse et les zones de brasure de plus faible épaisseur sont bien 
celles dans lesquelles l’initiation de la fracture se fait le plus rapidement [Gut06, Yam03]. De 
manière générale, l’initiation des cracks se manifeste sur un coin de la brasure à l’interface avec le 
cuivre du DCB où les contraintes thermomécanique sont les plus élevées [Bou07], et ils se 
propagent à l’intérieur de la brasure au cours du cyclage. Nous avons arrêté le cyclage après 250 
cycles car le taux de dégradation des brasures était suffisant pour calculer la vitesse de 
propagation des fissures mais également pour des raisons de durée excessive des tests. 
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                      Microsection (a) (cf. fig.III.12)                                          Microsection (b) (cf. fig.III.12) 

Fig. III.13 : Analyse au MEB des fractures apparues dans la brasure DCB/semelle et dans la céramique (module E6) 

 

 
Fig. III.14 : Cartographie du temps de vol du signal acoustique, module E6 à l’état initial (interface brasure/DCB) 

 

La seconde campagne de test (cycle#2) a été arrêtée après 450 cycles. Nous avons vu 
précédemment que la division de l’amplitude par deux avait un effet important sur l’initiation des 
premières fissures. Pour maintenant étudier l’effet de l’amplitude de variation de la température 
sur la vitesse de propagation des fissures nous avons comparé l’état des brasures des modules 
testés sous le cycle#2 après 450 cycles (cf. Fig.III.15) à ceux testés sous le cycle#1 après 200 
cycles, fig.III.16, c’est-à-dire 150 cycles après l’initiation des premières fissures pour ces deux 
types d’essai. Le taux de dégradation des brasures des modules B8 et E6 (cycle#1) est plus avancé 
que celui des modules A1, A2, E10 et E11 (cycle#2).  

 Toutefois, nous constatons tout de même une dissymétrie de la dégradation des brasures d’un 
même module qui s’explique une nouvelle fois par le fait que la dégradation est fortement liée à 
l’épaisseur des brasures qui, comme indiqué précédemment, est non homogène et peut varier 
considérablement d’un module et d’un DCB à l’autre voire d’un coin d’une brasure à l’autre.   
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(a) moduleA1 

 

(b) moduleA2 
 

(a) module B8  

 

(c) module E10 

 

 (d) module E11 

 

(b) module E6  

Fig. III.15 : Analyse acoustique des modules du cycle#2 (40°C/120°C) après 
450 cycles thermiques 

Fig. III.16 : analyse acoustique des 
modules du cycle#1 (-40°C/120°C) 

après 200cycles 

Une autre observation peut être soulignée concernant la nature des brasures. En effet, d’après 
les images obtenues par microscopie acoustique (fig.III.15, 16), les brasures sans plomb (Modules 
E6, E10, E11) présentent plus de dégradations que les brasures au plomb (modules A1, A2 et B8) 
pour les deux types de cyclage #2 et #3. Pour vérifier cette observation nous avons réalisé des 
micro-sections sur les modules A1 et E11.  La figure III.17 représente celles réalisées aux endroits 
désignés sur la figure III.15. Nous remarquons que la forme de la fissure est la même pour les 
deux brasures mais malgré la faible épaisseur de la brasure du module A1 (brasure SnPb) 
comparée à celle du module E11 (brasure sans plomb), la fracture dans ce dernier est plus 
importante.  
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Des résultats similaires ont été présentés [Sti04] sur un autre type de brasure sans plomb 
(SnAg) qui présente des fractures plus importantes par rapport à la brasure au plomb SnPb.  

Les résultats sont toutefois à pondérer car la micro-section effectuée sur le module A1 est 
localisée au niveau d’un dimples qui peut localement avoir retardé l’avancée de la fracture.  

Il est toutefois difficile de conclure, car des études comparatives de ces deux types de brasures 
menées sur des brasures totalement différentes (flip-chip) démontrent le contraire, les brasures 
sans plomb s’avérant plus robustes [Wei06].  

 

 

(a) 

 

 (b) 

Fig. III.17 : Micro-section du module A1 avec brasure au plomb (a) et du module E11 (b) sans plomb 

 

Concernant le troisième type d’essai de cyclage thermique (cycle#3), la propagation des 
fissures dans les brasures se fait avec une vitesse très lente. En effet, comme illustré sur la 
fig.III.18, après un nombre considérable de cycles (1150cycles) les fissures ne se sont que très 
peu propagées dans la brasure et reste pratiquement à l’état d’initiation. La figure III.18 
représente une micro-section réalisée sur le module E9 au coin désigné sur la figure III.18 à la 
fin du cyclage (après 1150 cycles),  sur laquelle nous distinguons très légèrement l’initiation 
d’une fissure.  
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(a)Après 1150 cycles, module C3 

 

(b)Après 1150 cycles, module E9 

Fig. III.18 : Etat des brasures semelle DCB des modules E9 (a) et C3 (b) après 1150 cycles thermiques 
(cycle#3, -40°C/120°C) 

 

Fig. III.19 : Observation au MEB d’une micro-section du module E9 après 1150 cycles 

Nous pouvons chercher à comparer les résultats obtenus avec le cycle#3 (-40°C/40°C) à 
ceux obtenus avec le cycle#2 (40°C/120°C) de même amplitude, mais effectué, pour le 
cycle#3 à température plus basse. Nous constatons poue le cycle#3 que les fractures s’initient 
plus tardivement et que de plus, elles semblent se propagées avec une vitesse plus faible. 

Dans le paragraphe suivant, nous présenterons une mesure des vitesses de propagation 
faite sur tous les modules testés en se basant sur les images obtenues par microscopie 
acoustique.   

III.4.4.1. Mesure de la vitesse de propagation 

La vitesse de propagation des fissures dans la brasure est donnée par l’expression suivante : 

dN

da
v =   (µm/cycle)                                             (III.1) 

Equat.III.1 : Expression de la vitesse de propagation des fissures 
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avec  
a : longueur de la zone délaminée. 
N : nombre de cycles ayant conduit à ce délaminage. 

Dans notre étude, la longueur des fissures varie très faiblement au cours du cyclage et pour 
cette raison nous avons considéré la vitesse moyenne de propagation des fissures comme étant le 
rapport entre la longueur de la fissure à la fin du cyclage et le nombre de cycles ayant conduit à 
cette fissure au-delà de celui nécessaire à l'initiation (équation III.2) 

)( 0NN

a
v

f −
=                                                    (III.2) 

Equat. III.2 : Calcul de la vitesse moyenne de propagation en fonction de Nf et N0 

Nf et N0 étant, respectivement, le nombre de cycles total et le nombre de cycles ayant initié les 
fissures. La longueur a est mesurée suivant une ligne formant un  angle de 45° à chaque coin de la 
brasure (cf. fig.III.20). A cause de la disparité de l’épaisseur de la brasure au bord d’un même 
DCB, la vitesse de propagation prise pour chaque module est la moyenne des vitesses mesurées 
sur chaque coin fissuré de chaque DCB. Dans le tableau III.2 sont résumés les résultats obtenus 
sur tous les modules cyclés.  

 

    
Fig. III.20 : Mesure de la longueur de la zone fissurée  

 

Tableau III.3 : Mesure de la vitesse de propagation des fissures dans les brasures des modules cyclés 

 

Profil de 
cyclage 

∆∆∆∆T 

(°C) 

Modules Nature des 
brasures 

Nbre de 
cycles à 
initiation 

Nbre de 
cycles total 

Vitesse de 
propagation 
(µm/cycle) 

B8 SnPb37 20-50 250 23 Cycle#1 
-40°C,120°C 

160 
E6 SnCu0.7 20-50 250 19 

A1 300 450 17 

A2 

SnPb37 

300 450 15 

E10  300 450 20 

 

Cycle#2 
40°C,120°C 

 

80 

E11 

SnCu0.7 

150 450 20 
C3 500 1150 5 
C8 900 1150 8 
E7 900 1150 8 

 
Cycle#3 

-40°C,40°C 

 

80 

E9 

 

SnCu0.7 

900 1150 8 
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Le tableau III.2 présente les résultats obtenus pour les trois types de cyclage passif réalisés 
dans cette étude. Ces résultats montrent clairement l’effet de l’amplitude des cycles thermiques 
(∆T) ainsi que le niveau des paliers haut (Tmax) et bas (Tmin) de la température sur le nombre de 
cycles conduisant à l’initiation des fissures dans les brasures et sur leur vitesse de propagation.  

En effet, lors du premier test de vieillissement (cycle#1) avec des cycles thermiques 
d’amplitude 160°C, l’initiation des craquelures s’est produite après seulement 50 cycles environ, et 
pour le second test (cycle#2) où l’amplitude des cycles est de 80°C l’initiation nécessite 300 cycles 
thermiques. Par contre, pour le dernier type de test (cycle#3) où l’amplitude des cycles est la 
même que pour le cycle#2 mais avec une variation de la température qui se fait au niveau le plus 
bas, l’initiation des fissures est considérablement retardée (900 cycles). La vitesse de propagation 
des fissures ne varie pas beaucoup avec l’amplitude des cycles (cycles #1 et #2) mais semble être 
plus sensible au niveau des basse et haute températures de palier (cycles #2 et #3). En effet, pour 
deux amplitudes différentes et une même température haute de palier (cycle#1 et #2), les vitesses 
de propagation sont proches (respectivement entre 18 et 21 µm/cycle en moyenne). Par contre, 
avec une même amplitude mais une variation à des niveaux de températures différents (cycle#2 et 
#3), la vitesse de propagation moyenne passe d’environ 18µm/cycle pour le cycle#2 à 8µm/cycle 
pour le cycle#3. 

La nature des brasures semble également avoir un effet sur la durée de vie des brasures. Lors 
du second type de cyclage (cycle#2), des brasures de différentes natures ont été cyclées. Nous 
pouvons constater que les brasures constituées d’un alliage au plomb sont moins dégradées que 
celles constituées d’un alliage SnCu sans plomb, et que les fissures se propagent également avec 
une vitesse plus faible. 

Ainsi, en dehors de la nature de la brasure nous pouvons déduire des essais précédents que le 
nombre de cycles nécessaire à l’initiation des fissures dépend des trois paramètres ∆T, Tmin et Tmax 
tandis que la vitesse de propagation des fissures, moins sensible à l’amplitude de température est 
fortement influencée par le niveau des températures maximales de palier.  
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CHAPITE IV  Modélisation et simulation thermo-
mécanique 

IV.1. Introduction 
Dans les chapitres précédents nous avons étudié les modules IGBT de puissances en les 

soumettant à des tests de vieillissement accélérés représentatifs des conditions réelles de 
fonctionnement. Cette étape est nécessaire dans toute étude de fiabilité car elle permet d’observer 
les modes de dégradation susceptibles d’apparaître dans des conditions thermiques définies et de 
vérifier par ces tests expérimentaux l’impact que peut avoir la variation d’un paramètre de stress 
(thermique ou électrique) sur les modes de défaillances et sur les dégradations. Cette étude 
expérimentale, à elle seule, n’est pas suffisante pour comprendre les mécanismes qui conduisent à 
l’apparition des modes de défaillance. Une étude par simulation numérique est indispensable pour 
l’estimation et la localisation des contraintes que subissent les composants lors des tests de 
cyclage thermiques et pour modéliser l’effet des contraintes thermiques sur la durée de vie des 
assemblages. 

En effet, dans les applications automobiles notamment, l’estimation de la durée de vie des 
composants de puissance est un enjeu très important dans la mesure où les composants doivent 
avoir un très faible taux de défaillance tout en étant utilisés dans des conditions de 
fonctionnement très sévères. L’estimation de la durée de vie des modules électroniques se fait à 
l’aide de modèles qui nécessitent des résultats de vieillissement expérimentaux ainsi que des 
résultats de simulation numérique (calcul de contrainte, de déformation…). Par exemple, les 
durées de vie de brasures sont obtenues par des modèles empiriques [Lee00] basés, soit sur les 
déformations plastiques comme celui d’Engelmayer [Eng83] ou de Coffin-Manson [84] soit sur 
l’énergie plastique volumique comme c’est le cas pour le modèle de Darveaux [Dar00]. Ces 
modèles requièrent une estimation des déformations ou de l’énergie plastique qui ne peuvent être 
obtenues qu’à l’aide de simulation par éléments finis. 

Dans ce chapitre en deux parties, nous aborderons deux types de simulations 
thermomécaniques par éléments finis. La première partie concerne la simulation du 
comportement des modules sous contraintes de cyclage passif, la seconde est une extension de la 
première avec prise en compte des contraintes de cyclage actif. Dans la première partie nous 
estimerons et localiserons les contraintes thermomécaniques et établirons un lien entre les 
paramètres thermiques du cyclage passif (niveaux de température par exemple) et les grandeurs 
physiques influant sur la durée de vie des brasures. Cette étude nous a permis de mieux 
comprendre les résultats obtenus par l’expérimentation et d’éclairer le rôle des paramètres du 
cyclage, notamment les niveaux de température, sur la durée de vie des modules. Le second type 
de simulation consiste à simuler le comportement du module sous des contraintes combinées de 
cyclages passifs et actifs afin de se rapprocher de conditions réalistes pour lesquelles les modules 
subissent une combinaison des deux types de cycles. Ce travail met en évidence les interactions 
entre les deux types de cycles et leurs conséquences sur les dégradations au sein de l’assemblage, 
particulièrement au niveau de la brasure entre substrat céramique et semelle en cuivre.   

C’est donc essentiellement sur le comportement de la brasure substrat/semelle que porteront 
ces travaux de simulation, que ce soit en cyclage passif ou lors d’une combinaison actif/passif. 
Cependant, quoique la modélisation soit nécessaire et complémentaire aux tests expérimentaux, 
celle-ci n'est pas exempte de problèmes spécifiques parmi lesquelles : la difficulté d'obtention des 
propriétés des matériaux adéquates et les singularités géométriques. 

Concernant les propriétés des matériaux, celles utilisées proviennent de la littérature et ne 
correspondent pas toujours aux géométries envisagées. Par exemple, les données du cuivre massif 
sont utilisées ici alors que celles-ci sont dépendantes des épaisseurs des films de cuivre disposés 
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sur les substrats DCB [Zho06, Ian08]. Dans ces conditions, il serait presque nécessaire 
d'entreprendre des caractérisations de matériaux pour chaque assemblage existant. Cela n'étant 
pas réalisable, il est donc cependant nécessaire de garder à l'esprit cette difficulté qui est l'une des 
limites de la modélisation et nous rappeler que les résultats obtenus sont entachés d’erreurs au 
moins pour cette raison. 

Nous verrons que les points géométriques singuliers posent des problèmes de résolution 
numériques. Afin de s’affranchir de ces singularités, la démarche généralement adoptée consiste à 
calculer les valeurs des grandeurs thermomécaniques, comme la densité d’énergie inélastique, 
moyennées sur des domaines volumiques autour de ces points singuliers. Cependant, la question 
du domaine à prendre en compte reste à l’appréciation de chacun et le résultat obtenu est 
largement dépendent du volume pris en compte.  

L’approche que nous avons privilégiée a consisté à étudier l’effet de la géométrie des bords des 
brasures sur les contraintes thermomécaniques locales. Au prix d’un alourdissement du modèle, la 
prise en compte de géométries réalistes des brasures permet également de réduire l’effet de la 
singularité. Cet aspect est peu pris en compte dans la littérature mais la démarche 
méthodologique impose cette évaluation et nous avons ainsi cherché à prendre en compte une 
forme réaliste de la brasure. 

IV.2. Quelques notions de mécanique 

Les contraintes que subissent les composants étudiés dans cette thèse sont essentiellement 
d’origine thermo-mécanique, une présentation succincte des principales lois de comportements 
mécaniques est abordée dans ce paragraphe.   

IV.2.1. Contraintes thermiques et mécaniques 

Le principal paramètre responsable des contraintes mécaniques dans les assemblages de 
puissance est la différence des coefficients de dilatation thermiques des matériaux assemblés qui 
entraîne des déformations différentes entre ces derniers en créant des contraintes en particulier 
aux interfaces. Pour illustrer le problème, l’exemple du bilame est rappelé ci-après (figure IV.1). Si 
des matériaux désolidarisés (colonne gauche) subissaient des excursions de température, les 
déformations seraient libres (sans contraintes) et s’écriraient : )(11 refTT −= αε  et 

)(22 refTT −= αε , où les αi sont les coefficients de dilatation et Tref la température pour laquelle la 

déformation est considérée de référence. Si au contraire les matériaux sont assemblés, les 
déformations ne sont plus libres et entraînent des contraintes mécaniques de cisaillement aux 
interfaces avec des dégradations à la clé [Rod01, Tho00]. 

 

 
  

Fig. IV.1 : Contraintes et déformation dans un assemblage de matériaux hétérogène 
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De manière générale, les contraintes mécaniques provoquées par les sollicitations thermiques 

peuvent être  des contraintes de traction-compression (σx, σy, σz) ou de cisaillement (τxy, τxz, τyx, τyz, 
τzx, τzy) [Bee92, Kurz85, Cha05]. La figure IV.2 représente la distribution de ces contraintes dans 
un volume élémentaire. 
 

 
Fig. IV.2 : Distribution des contraintes dans un élément de solide [Bee92] 

Le tenseur des contraintes résultantes sur les trois axes x, y, z s’écrivent : 
 

















=
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σ ][                                                       (IV.1) 

Equat. IV.1 : Tenseur des contraintes résultantes 

 
Pour estimer la valeur moyenne des contraintes que peut subir un matériau en un point, une 

grandeur a été définie appelée contrainte de Von Mises dont l’expression est donnée par l’équation 
IV.2 [Kur8587, Woi92]. Cette grandeur est couramment utilisée dans les études numériques pour 
l’estimation de la résistance des matériaux dans les assemblages de puissance [Yan03, Che06].  

 

)](6)()()[(
2

1 222222
zxyzxyxzzyyxS τττσσσσσσ +++−+−+−=                     (IV.2)  

Equat. IV.2 : Expression de la contrainte de Von Mises 

IV.2.2. Lois de comportement des solides  

Selon la nature du matériau considéré, le niveau des contraintes, sa température et ses 
propriétés physiques (module d’Young, coefficient de dilatation thermique,…), la déformation 
peut suivre une loi de déformation élastique, élasto-plastique ou visco-plastique. La figure IV.3 
représente le comportement caractéristique d’un matériau en traction illustrant les 
comportements élastique et plastique. 
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Fig. IV.3 : Comportement caractéristique d’un matériau en traction 

 

Déformation élastique : 

Le comportement élastique, se produit lorsque la contrainte ne dépasse pas la limite élastique 
du matériau (Re) et se traduit par une déformation linéaire à la contrainte appliquée et réversible, 
le matériau retrouve son état initial lors de l’annulation de la contrainte et ne subit aucune fatigue. 
La relation contrainte-déformation est décrite par une relation linéaire (loi de Hooke [Cha05]) : 

lEεσ =                                                       (IV.3) 

Equat. IV.3 : Expression des contraintes élastiques 

Avec : E module d’élasticité (Pa) et lε  la déformation dans le domaine élastique (cf.fig.IV.3). 

Déformation élasto-plastique : 

Lorsque la contrainte dépasse la limite élastique, le matériau se casse si celui-ci est fragile 
(exemple de matériaux céramiques) ou subit une déformation plastique s’il est ductile. La 
déformation plastique est irréversible et indépendante du temps. Le matériau ne retrouve plus 
son état initial après l’annulation de la contrainte. Cet état est caractérisé par un module tangent et 
une limite de résistance à la traction (Rm, cf.fig.IV.3) au-delà de laquelle le matériau présente une 
réduction localisée de sa section (striction) où la déformation plastique se concentre conduisant à 
la rupture complète du solide à cet endroit si la contrainte appliquée dépasse la limite de 
résistance à la traction.  

Dans le cas où la contrainte mécanique appliquée est cyclique et reste inférieure à la résistance 
limite à la traction (Rm),  la limite d’élasticité du matériau varie à chaque chargement et devient 
égale à la valeur de la plus grande contrainte atteinte au préalable, ce phénomène est appelé 
écrouissage ou consolidation [Kurz87]. La figure IV.4(a) représente la courbe contrainte-
déformation dans le cas d’un matériau ductile subissant une contrainte mécanique uni axiale 
répétée. La modification peut être dans le sens d’un accroissement et l’on parle de durcissement 
mais il peut également être dans l’autre sens avec un adoucissement du matériau.  

A titre d’exemple, la figure IV.4(b) représente la courbe de réponse contrainte-déformation au 
cours de la répétition des cycles traction et compression issue d’une compagne de caractérisation 
d’un alliage de brasure [Wie04].  
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(a) 

 

 

(b) 

Fig.IV.4 : (a) Courbe de contrainte-déformation idéalisée dans le cas d’écrouissage cyclique, (b) Courbe contrainte-
déformation d’un alliage de brasure 

 

Comportement visco-plastique : 

Les matériaux visco-plastiques présentent des déformations permanentes après cessation des 
sollicitations, comme les matériaux plastiques, mais subissent un écoulement de matière, fonction 
du temps, sous sollicitation constante. Ce comportement appelé fluage est fonction de la 
contrainte, du temps et de la température : ε = f(σ,t,T).  

Ce comportement existe à n’importe quelle valeur de température mais il devient significatif à 
partir d’une température "homologous" de l’ordre de 0.5 Tm, où Tm est la température de fusion, 
pour des températures exprimées en Kelvin. La déformation plastique qui survient alors n’est 
plus instantanée, mais est pilotée par la durée et la vitesse du chargement. Sous un chargement 
imposé, on peut mettre en évidence trois phases distinctes de fluage (cf.fig.IV.5) selon la nature 
du matériau et la température [Fra95, Kas00] :  

• Le fluage primaire durant lequel la vitesse de déformation diminue avec le temps 

• Le fluage secondaire pendant lequel la vitesse de déformation reste sensiblement 
constante au cours du temps, 

• Le fluage tertiaire qui est caractérisé par une augmentation de la vitesse de déformation 
jusqu’à atteindre le seuil de la rupture 
 

 
Fig.IV.5 : Les différentes phases du fluage 



Chapitre IV : Modélisation et Simulation Numérique   

             104 

Dans le domaine de l’électronique, les matériaux qui présentent un comportement 
viscoplastique sont essentiellement les brasures pour lesquelles les températures de 
fonctionnement sont souvent au-delà des températures "homologous" de 0.5 Tm. Pour modéliser 
ce comportement, plusieurs lois analytiques ont été développées et sont principalement basées 
sur la loi d’Arrhenius qui  introduit une énergie d’activation thermique Q, et indique que plus la 
température est élevée pour une contrainte donnée, plus la vitesse de déformation est grande 
[Phi02]. Les principales lois utilisées dans l’étude du comportement des brasures sont : 

• La loi de puissance :   

 

)exp(
RT

Q
A

dt

d n
p

−== σεε
&  

Equat. IV.4 : Loi de puissance pour le fluage secondaire [Kas00] 

 

• La loi hyperbolique :   

  [ ] )exp()sinh(
RT

Q
C
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p
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Equat. IV.5 : Loi hyperbolique pour le fluage secondaire [Dar95] 

Avec  
R : Constante de Boltzman,  
T : Température de fonctionnement (K) 
Q : Energie d’activation thermique du fluage ( Kg/mol) 
n : Exposent de la contrainte 
a : Coefficient des contraintes 
A et C : des constantes 

 
• La loi d’Anand : les deux lois précédentes ne prennent pas en considération le 

comportement plastique du matériau. La loi d’Anand quand à elle, unifie ces deux 
comportements (plastique et viscoplastique) en intégrant une variable interne (s) appelée 
« résistance à la déformation » dans la loi hyperbolique, équation IV.5. Cette variable n’a pas de 
sens physique précis mais elle dépend de l'état de l'écrouissage interne et peut être considérée 
comme un "reflet" de l'état microstructural du matériau. En régime stationnaire, la variable  (s) 
tend vers une valeur d'équilibre (s*) qui dépend de la vitesse de déformation plastique équivalente 
et de la température, sa valeur initial est noté s0 [Her00, Wan01].  
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Equat. IV.6 : Loi d’écoulement d’Anand  

 
Avec : 

εp: Déformation plastique  
A : Facteur pré-exponentiel (s-1) 
ξ : Terme multiplicatif de la contrainte 
σ : Contrainte équivalente (Pa) 
s : Résistance à la déformation (Pa-1) 
m : Sensibilité du taux de déformation 
Q : Energie d’activation thermique du fluage (J/mol) 



                                                                                             Chapitre IV : Modélisation et Simulation Numérique 

                                                 105 

R : Constante de Boltzmann (J/mol.K) 
T : Température absolue (K) 
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Equat. IV.7 : Equation de la résistance à la déformation plastique 

Avec :  
s : Résistance à la déformation (MPa-1) 
s* : Valeur de saturation de s  à une température et un taux de déformation donnés 
s& : Vitesse de résistance à la déformation 
h0 : Constante d'écrouissage/adoucissement (MPa)  
n : Sensibilité du taux de déformation pour la valeur de saturation de s  
ŝ : Coefficient lié au matériau  

 
La loi d’Anand est la plus adaptée pour les problèmes de dégradation de brasures [Woi92, 

Ama02, Wan01, Ye02] et est intégrée dans la plupart des logiciels de simulation numérique, 
(notamment ANSYSTM, qui est le logiciel utilisé dans cette étude), à travers la définition des 
paramètres A, Q, m, ξ , h0 , ŝ , n, a, et s0 dépendant du matériau.  
 

Energie de déformation : 

Lors de la déformation sous contrainte de chargement, une énergie de déformation est 
dissipée dans le matériau contraint. Pour un matériau parfaitement élastique, l'énergie absorbée 
lors du chargement est entièrement restituée lors du déchargement, comme le comportement 
d’un ressort. Dans le cas de comportements inélastiques, une partie de l'énergie de chargement 
est dissipée dans le matériau à cause des mécanismes de friction ou de mouvement de 
dislocations voire encore à du fluage, ce qui sera le cas pour les brasures. Ainsi seule la partie 
inélastique de l'énergie de déformation nous intéressera par la suite.  

L'énergie de déformation volumique est donnée par l'aire sous la courbe de traction-
déformation (cf. fig.IV.4(b) qui est calculée par l’expression de l’équation IV.8 :  

 

∫= εσ dW   

Equat.IV.8 : Expression de l’énergie dissipée dans le volume  

 
Dans le cas de chargements cycliques, la courbe contrainte-déformation résultante (fig.IV.4(b)) 

présente une hystérésis dont le point d’origine se déplace à chaque chargement et fini par se 
stabiliser après un certain nombre de cycles. L’aire engendrée par la courbe contrainte-
déformation correspond à l’énergie de déformation volumique dissipée à chaque cycle.  

La répétition de cycles de ce type engendre une accumulation de l’énergie de déformation 
conduisant à la fatigue du matériau et à terme à sa rupture. Dans le cas des brasures, 
l’accumulation de cette énergie conduit à l’apparition de fissures à l’endroit où la concentration de 
l’énergie est la plus forte. L’énergie cumulée par cycle (densité d’énergie inélastique) est le 
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paramètre le plus utilisée dans les modèles d’estimation de la durée de vie des brasures tel que le 
modèle de Darveaux [Dar92]. D’autres modèles se basent uniquement sur la déformation 
plastique cumulée par cycles comme le modèle d’Engelmaier [Eng83]. Ces deux modèles seront 
confrontés dans les paragraphes suivants.  

 

IV.2.3. Propriétés des matériaux de l’assemblage étudié 

Les modules IGBT testés sont décrits dans le paragraphe §II.2.2 du chapitre II et sont 
constitués d’un empilement de couches de matériaux de nature et géométrie différentes. La figure 
IV.6 représente la structure d’un module de puissance sensiblement équivalente aux structures de 
modules sur lesquelles les études ont été menées.  
 

 
Fig. IV.6 : Structure standard d’un assemblage de module de puissance 

 

Les analyses réalisées et présentées dans les chapitres précédents (micro-sections, observations 
MEB/EDX) nous ont permis de connaître la nature et les dimensions de toutes les couches 
constituant les modules. Les puces IGBT des modules étudiés dans cette thèse sont en silicium 
(Si), les substrats céramiques sont en alumine (Al2O3), les métallisations du DCB et les semelles 
sont en cuivre (Cu).  

Concernant les brasures sous les puces elles sont constituées d’un alliage sans plomb (SnAg) et 
celles qui se trouve entre le DCB et la semelle sont constituées d’un alliage SnPb pour les 
modules de la série A et B et d’un alliage sans plomb (SnCu) pour tous les autres modules. Les 
propriétés des matériaux de l’assemblage utilisées dans les simulations qui suivent sont présentées 
dans le tableau IV.1.  

Les matériaux fragiles (silicium et céramique) présentent des déformations limitées au domaine 
élastique. Dans la plage des températures obtenues pendant les tests de cyclage actif et passif, le 
cuivre quant à lui est modélisé par une loi de comportement élasto-plastique et les brasures par 
une loi de comportement viscoplastique représentée par les paramètres d’Anand, tableau IV.2.  
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Tableau IV.1 : Propriétés physique des matériaux de l’assemblage [Sha01, Zah02, Gue04] 

 

Tableau IV.2 : paramètres de la loi d’Anand des brasures Sn63Pb37 et Sn96.5Ag3.5  

Brasures so  
(MPa) 

Q/R  
(K) 

A 
(s-1) 

ξ m h0  
(Mpa) 

S 
(Mpa) 

n a 

Sn63Pb37[ Zah02] 12.41 9400 4.106 1.5 0.303 1378.95 13.79 0.07  1.3 
Sn96.5Ag3.5[ Wan01] 39.09 8900 2.23.104 6 0.182 3321.15 73.81 0.018 1.82 

 
 

IV.3. Effet des géométries de brasures sur les résultats de simulation 
thermomécanique 

Dans ce qui suit nous allons nous intéresser plus particulièrement au comportement de la 
brasure qui se trouve entre la semelle et le substrat DCB lorsqu’elle est soumise à des variations 
cycliques de la température. En effet, le cyclage thermique imposé aux modules de puissance est 
responsable de la dégradation de cette brasure [Cia02]. Cette dégradation se manifeste par 
l’apparition de fissures à l’interface entre la brasure et la métallisation DCB qui se propagent 
progressivement à l’intérieur de la brasure, fig.IV.7.  

 
Fig.IV.7 : Initiation et propagation des fissures dans une brasure du module E6 cyclé en passif entre -40°C et 120°C 

Il a été démontré  numériquement et expérimentalement que l’initiation des craquelures se fait 
aux endroits où la brasure est la plus fine car les contraintes mécaniques y sont plus importantes. 
Dans les modules de puissance que nous avons testés, les brasures semelle/DCB ont une 
épaisseur irrégulière (cf. chapitre III), plus épaisses au centre et plus fines aux bords. 

Comme indiqué dans l’introduction, les points géométriques singuliers posent des problèmes 
importants de résolution numérique. Dans le cas de la brasure qui nous intéresse et pour 
répondre à un besoin de simplification du modèle géométrique, la brasure est généralement 
considérée comme étant une couche parallélépipédique rectangulaire avec des bords et des coins 

Matériaux 
Densité 
(Kg/m3) 

CTE 
(10-6K-1) 

Cond. 
Therm. 
(W/m°C) 

 

Chaleur 
spécif. 

C (J/g.k) 
Module d’Young (GPa) 

Limite 
élastique 
(MPa) 

Module 
tanguent 
(MPa)  

Si 2330 2.6 148 700 165 (élastique) 

Cu 8930 16 380 385 119 100 400 

Al2O3 3970 4.3 30 780 370 (élastique) 

Sn63Pb37 8400 24.7 50.6 180 75.842 - 0.151×T(°C)  

Sn96.5Ag3.5 7360 20 55.5 -  52.500 - 0.193×T(°C) 
(paramètres d’Anand) 
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à angles droits alors que dans la réalité les bords des brasures sont arrondis en forme de ménisque 
comme nous le constatons sur la figure IV.7.  

Pour vérifier l’influence de la forme géométrique sur l’estimation des contraintes dans la 
brasure et par conséquent sur l’estimation de la durée de vie, nous présenterons une étude 
comparatives de quelques géométries de brasures et de l’effet du maillage en terme de contraintes, 
déformation, énergie plastique cumulée et enfin une comparaison de l’estimation de la durée de 
vie en utilisant deux modèles, un modèle basé sur l’énergie plastique (modèle de Draveaux) et un 
autre basé sur la déformation plastique (modèle d’Engelmaier). 

IV.3.1. Modélisation des géométries de brasures 

Notre objectif étant de comparer différents modèles géométriques de la brasure qui se trouve 
entre la semelle et le DCB (brasure SnPb37) et d’avoir des résultats essentiellement qualitatifs et 
non quantitatifs. Nous avons simulé un assemblage constitué uniquement du DCB, de la semelle 
et de la brasure entre semelle et DCB (qui sera supposée être d’épaisseur constante). Nous 
pouvons ainsi utiliser une modélisation 2D axisymétrique sous ANSYS. L’assemblage sera donc 
maillé avec des éléments PLANE42 sauf la brasure qui sera elle maillée avec des éléments 
VISCO106 à cause de ses propriétés viscoplastiques (tableau IV.2). 

Nous avons simulé le modèle de brasure le plus utilisé avec une géométrie simple (angles 
droits) mais non réaliste (fig.IV.8 (a)) et trois autres modèles plus réalistes (fig.IV.8 (b) à (c)). La 
taille du maillage est fixée, dans un premier temps, à 30µm pour la brasure et libre pour le reste de 
l’assemblage. Dans un deuxième temps, nous raffinerons la taille du maillage au niveau de la 
brasure pour montrer son effet sur les résultats de calcul au point singulier. A titre d’exemple, le 
modèle numérique de la figure IV.10 (b) présenté sur la fig.IV.9 a nécessité 21066 éléments et 
20205 nœuds avec des éléments de 30µm au niveau de la brasure.    

 

 
 

 
 

Fig.IV.8: Géométries des brasures modélisées. Fig.IV.9: Modèle axisymétrique du modèle (c) 

Dans la simulation numérique nous avons imposé à tous les modèles les mêmes conditions 
thermique et mécanique aux limites afin de permettre une réelle comparaison entre les différents 
modèles. Dans un premier temps nous avons simulé le processus de refusion de la brasure afin de 
prendre en considération les contraintes initiales. Ce processus consiste à appliquer un profil de 
température passant de 183°C (température de fusion de la brasure SnPb37) à la température 
ambiante de 20°C. Dans un second temps, nous imposons à chaque modèle dix cycles 
thermiques variant entre -20°C et 120°C avec une vitesse de variation de 10°C/min et des durées 
de pallier de 10 min (fig.IV.10). 
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Fig.IV.10 : Cycles thermique imposé aux modèles  

IV.3.2. Résultats obtenus 

La figure IV.11 représente la distribution des contraintes dans la brasure relevées après 10 
cycles à la fin des deux paliers de température à –20°C et 120°C (après relaxation des contraintes) 
pour tous les modèles représentés dans la figure IV.8. Nous observons que les contraintes 
maximales se concentrent au coin de l’interface entre la brasure et la métallisation du DCB que se 
soit à haute ou à basse température et quelle que soit la géométrie de la brasure. La valeur des 
contraintes obtenues avec les modèles (b) à (c) sont pratiquement similaires, environ 24MPa. Par 
contre, les contraintes calculées avec le modèle le plus couramment utilisé, modèle (a), sont plus 
élevées et se concentrent au point singulier ce qui conduit à une surestimation des contraintes, 
particulièrement à basse température.  
  

modèle Pallier à la  température : -20°C Pallier à la  température: 120°C 

(a) 

 

(b) 

 
 

(c) 
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(d) 

Fig.IV.11 : Distribution des contraintes de cisaillement (Pa) dans la brasure des différents modèles à la fin des deux paliers, 
à -20°C (colonne de gauche) et à 120°C (colonne de droite) 

 

La figure IV.12 représente l’évolution des contraintes de cisaillement suivant un axe droit sur 
l’interface entre la brasure et la métallisation du DCB pour les modèles (a) à (d), tandis  que sur la 
figure 15 est représentée la densité volumique d’énergie plastique cumulée après dix cycles 
thermiques suivant le même axe. La position (x=0) est le point neutre de l’axe de symétrie.  

Nous remarquons que les valeurs maximales des contraintes de cisaillement et de la densité 
d’énergie plastique sont localisées au même endroit et les courbes obtenues avec les modèles (b) à 
(d) se confondent presque parfaitement tandis que celles obtenues avec le modèle (a) présentent 
un pic de valeurs élevées au point de singularité.  

 

 
Fig.IV.12: Contraintes de cisaillement suivant l’axe x pour les modèles (a) à (d). 
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Fig.IV.13: Densité d’éEnergie plastique cumulée suivant l’axe x pour les modèles (a) à (d). 

 

La géométrie du modèle (a) est donc clairement celle qui présente le plus de singularité et dans 
ce cas le choix du point sur lequel nous prélèverons les résultats (représentation en fonction du 
temps) est assez critique. Comme indiqué dans l’introduction, deux approches sont souvent 
utilisées à savoir la prise des résultats sur un point proche du point singulier ou le calcul sur un 
volume. Mais dans un premier temps nous présenterons les résultats relevés au point où les 
contraintes sont les plus fortes (au point singulier) pour mettre en évidence l’effet de la forme 
géométrique et celle de la taille du maillage. 

Les figures IV.14 et IV.15 représentent la variation des contraintes de cisaillement en fonction 
du temps, calculées avec le modèle (a) et le modèle (c), respectivement, et relevées au point où les 
contraintes sont maximales pour trois tailles de maillage (30µm, 20µm et 6µm).  Les cycles 
thermiques appliqués sont aussi représentés en traits pointillés. 

L’allure de la courbe de contraintes en fonction du temps est la même pour les deux modèles. 
Nous remarquons que les contraintes sont plus fortes à basse température avec une légére 
relaxation sur le palier due à l’effet du fluage. Lorsque la température augmente nous observons 
une relaxation rapide des contraintes de cisaillement car la brasure est beaucoup moins rigide à 
haute température et l’effet du fluage est plus important. Sur le pallier à haute température les 
contraintes deviennent presque nulles. 

Concernant l’effet de la densité de maillage, celui-ci ne semble pas avoir un effet important sur 
les contraintes calculées avec le modèle (c), mise à part une légère différence d’environs 1MPa 
durant le pallier à basse température entre les courbes à 6µm et 30µm de taille d’éléments. Par 
contre celles calculées avec le modèle (a) présentent une grande sensibilité au maillage. En effet, 
les contraintes calculées avec un maillage très fin (6µm) sont beaucoup plus élevées au point 
singulier.  
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Fig.IV.14: Effet de la taille du maillage sur l’évolution des  contraintes de 

cisaillement - model(c). 

 
Fig.IV.15 : Effet de la taille du maillage sur l’évolution des  contraintes de 

cisaillement - model(a) 

Si la taille du maillage n’a pas un effet significatif sur les contraintes calculées avec le modèle 
(c), elle a un effet important sur les déformations plastiques, fig.IV.16. Nous retrouvons bien 
évidemment cet effet  sur les déformations plastiques et les variations des déformations plastique 
(∆ε) calculées avec le modèle (a) qui sont encore plus sensibles au maillage que celles calculées 
avec le modèle (c). Comme illustré sur la fig.IV.17, les valeurs des déformations pour la plus 
faible taille de maillage (6µm) sont beaucoup plus élevées au point singulier que celles calculées 
avec des tailles de maillages plus grandes. Par contre lorsque nous prenons les déformations à un 
point  proche du point singulier (noté près PS) nous obtenons une courbe très proche de celle 
obtenue avec des éléments de maillage de taille 20µm. Cela montre que la taille du maillage influe 
fortement sur les valeurs calculées au point singulier mais beaucoup moins sur celles calculées au 
voisinage de ce dernier.  
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Fig.IV.16:  Effet de la taille du maillage sur l’évolution des  déformations de 

cisaillement - model(c). 

 

  

Fig.IV.17: Effet de la taille du maillage sur l’évolution des  déformations de 
cisaillement  model(a) 

De manière globale, quelle que soit la densité de maillage, les valeurs des résultats obtenus 
avec le modèle (a) sont plus élevées que celles obtenues avec le modèle (c) et plus sensibles à la 
densité du maillage. Cela est aussi visible sur les courbes d’évolution de l’énergie plastique 
cumulée au cours du cyclage représentées sur la figure IV.18 pour les deux modèles (a) et (c) et 
pour les trois tailles de maillage 30µm, 20µm et 6µm.      

 Conformément aux résultats présentés précédemment, la densité volumique d’énergie 
plastique est beaucoup plus sensible au maillage dans le modèle (a) que dans le modèle (c) et cela 
est dû à la grande sensibilité des contraintes et des déformations plastiques estimées avec le 
modèle (a) au maillage. Par ailleurs, l’énergie estimée avec le modèle (c) est elle aussi sensible au 
maillage car les déformations plastiques estimées avec ce modèle le sont aussi. Ces résultats 
mettent en avant le fait que la densité d’énergie plastique est principalement pilotée par les 
déformations plastiques et moins par les contraintes (la plasticité de la brasure limite les 
contraintes mais favorise les déformations plastiques). 
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Fig.IV.18: Densité d’énergie plastique cumulée dans chaque brasure 

IV.3.3. Effet de la géométrie sur l'évaluation de durée de vie des brasures 

Dans ce qui suit nous allons estimer la durée de vie des brasures des modèles (a) et (c) en 
utilisant deux modèles de durée de vie décrits dans le chapitre I, le premier est basé sur les 
déformations plastiques, modèle d’Engelmayer [Ang83] et le second sur l’énergie plastique 
cumulée, modèle de Darveaux [Dar95, Yan03].  Nous comparerons ensuite les résultats donnés 
par ces deux modèles.  

Comme indiqué dans le premier chapitre, les singularités géométriques provoquent une 
surestimation des résultats de simulations. Pour s’affranchir de cet effet, la densité d’énergie 
plastique peut être moyennée sur un volume donné entourant la singularité tout en l’excluant 
suivant la formule de l’équation IV.1. Cette formule sera utilisée pour le calcul de la densité 
d’énergie cyclique dans le modèle (a) et pour évaluer l’effet du volume considéré, l’énergie sera 
moyennée sur deux demi cercle de deux rayons différent r1=30µm et r2=60µm (fig.IV.19). Pour 
le modèle (c) qui présente moins de singularité nous relèverons les résultats sur le point ‘A’ 
indiqué sur la figure IV.20. Nous montrerons que les calculs effectués sur le modèle (c) donnent 
des résultats proches de ceux obtenus avec le modèle (a) lorsque l’énergie est moyennée.  
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Equat.IV.9 : Expression de la densité d’énergie moyenne sur un volume  
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Fig.IV.19 : Demi cercles sur lesquels se fait le calcul de la densité d’énergie volumique moyenne, modèle (a), taille 

d’élément=6µm. 

 

 
Fig.IV.20 : Point où les résultats sont prélevés sur le modèle (c), taille d’élément=20µm. 

 
Le tableau IV.3 résume les valeurs de variation de la densité d’énergie plastique par cycle 

relevées au point singulier du modèle (a) et dans la zone de valeurs maximales (point ‘A’) du 
modèle (c) (∆Wpl) et celle moyennées ( plW∆ ) pour le modèle (a). Comme attendu, la valeur de la 

densité d’énergie au point singulier du modèle (a) est très élevée. Les valeurs moyennes sont plus 
faibles mais le volume considéré influe sur le calcul de la moyenne. En effet, la multiplication du 
rayon par un facteur 2 fait diminuer la valeur de la densité d’énergie moyenne cyclique par 
environ le même facteur (1,75). Le modèle (c) nous donne une valeur de la variation de la densité 
d’énergie qui se situe entre les deux valeurs moyennes du modèle (a).  

Tableau IV.3 : Densité d’énergie cumulée relevée au point singulier du modèle (a) et calculées sur demi cercle de rayon 30µm 
et 60µm comparée à celle du modèle (c), taille du maillage=6µm  

Modèle (a)  

Point 
singulier r=30µm r=60µm 

 
Modèle (c) 

∆Wpl (J/cm3) 4,1 - - 1,63 

plW∆ (J/cm3) - 1 ,96 1,12 - 

 

La variation cyclique des déformations plastiques (∆ε) et celle de la densité d’énergie plastique 
(∆Wpl), relevées au dernier cycle (10 cycles simulés) pour différentes densités de maillage sont 
données dans le tableau IV.4 pour les modèles (a) et (c). D’après ce tableau, les valeurs de la 
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variation cyclique des déformations plastiques calculées avec le modèle (c) sont proches de la 
moitié de celles calculées avec le modèle (a) et la densité d’énergie plastique du modèle (c) est 
environ un tiers de celle du modèle (a). Nous observons aussi que malgré le fait que le modèle (c) 
présente moins de singularité et que les valeurs des contraintes soient faiblement sensibles au 
maillage, les variations des déformations et de la densité d’énergie plastique sont très sensibles au 
maillage et donc rendent l’estimation de la durée de vie de la brasure très délicate que se soit avec 
un modèle basé sur la densité d’énergie ou sur les déformations. 

Tableau IV.4 : Effet de la géométrie des brasures et de la taille du maillage sur les variations cyclique des déformations 
plastique et de la densité d’énergie plastique cumulée 

 6µm 20µm 30µm 

∆γ 0.15 0.14 0.11 
Modèle (a) 

∆Wp (J/cm3) 4.1 3.8 2.8 

∆γ 0.08 0.058 0.056 
Modèle (c) 

∆Wp (J/cm3) 1.63 1.10 1.05 

 

Le nombre de cycles avant défaillance (Nf) obtenu avec le modèle d’Engelmaier et celui de 
Darveaux sont présentés sur le tableau IV.5 où sont comparées les durées de vie obtenues avec le 
modèle (a) et le modèle (c). L’effet de la densité de maillage sur l’estimation de la durée de vie est 
aussi évalué, les résultats étant présentés en fonction de la dimension des éléments maillant la 
brasure.  

Pour le modèle de Darveaux nous avons arbitrairement choisi de calculer le nombre de cycles 
avant défaillance (Nf =f(∆Wpl)) pour une propagation de fissures provoquant une augmentation de 
5% de la résistance thermique. Dans le modèle axisymétrique (fig. IV.9) que nous avons 
développé, la brasure est un disque de rayon 1.5cm, le critère de défaillance retenu correspond 
alors à une longueur de craquelure de 380µm. 

Tableau IV.5: Effet de la géométrie de la brasure et de la densité de maillage sur l’estimation de la durée de vie de la 
brasure. (Nf (∆e) obtenu par le modèle d’Engelmayer et Nf (∆Wpl) par le modèle de Darveaux. 

Model (a) Model (c) 

Nf( plW∆ ) 

 

Nf  (∆γ) Nf (∆WPl) 

r=30µm r=40µm r=60µm 
Nf (∆γ) Nf (∆Wpl) 

6 µm 17 50 105 - 184 78 126 

20 µm 20 54 - 138 190  169 186 

30 µm 36 73 - - - 184 197 

Comme prévu, les résultats au point singulier du modèle (a) sont plus pessimistes avec une 
durée de vie plus courte que ceux obtenus avec le modèle (c). Pour ce dernier, les résultats 
obtenus par les deux méthodes (variation de la densité d’énergie ou des déformations plastiques) 
sont plus proches que dans le cas du modèle (a).  
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D’autre part, on constate également que le modèle basé sur la variation de la densité d’énergie 
est moins sensible à la densité de maillage. L’estimation du nombre de cycles avant défaillance 
varie d’un facteur 1,5 lorsque les dimensions des éléments de maillage varient entre 6 et 30 µm 
pour les deux modèles, alors que ce facteur est proche de 2 dans le cas du modèle d’Engelmaier.  

D’après le tableau IV.5 il apparaît que le rapport entre les durées de vie des modèle (a) et (c) 
est d’environ 5 pour la méthode basée sur les déformations plastiques.  

Par contre, les durées de vie estimées par la densité d’énergie plastique pour le modèle (c) se 
situent toujours entre celles estimées à partir de la densité d’énergie moyenne.  

Ces deux approches, calcul d’une densité d’énergie moyenne et modélisation d’un bord 
réaliste, permettent ainsi une réduction de l’effet des singularités. Pour cette dernière, la précision 
des résultats est obtenue au prix d’une optimisation de la densité du maillage qui peut être atteinte 
à partir d’une certaine taille des éléments de maillage sans qu’il soit nécessaire de réduire 
exagérément leur taille [Yan03]. Par contre il n’existe pas de critère pour le choix du volume à 
considéré dans le calcul de la densité d’énergie moyenne.  

Il ressort clairement de cette étude que l’évaluation de la durée de vie d’une brasure dépend de 
plusieurs paramètres, à savoir, la géométrie de la brasure et la densité de maillage. En prenant en 
compte une forme réaliste de la brasure, nous nous affranchissons en partie de l’effet des points 
singuliers. Toutefois, les résultats des simulations numériques doivent être considérés avec 
beaucoup de précaution si l’on s’intéresse à l’aspect quantitatif des phénomènes physiques mis en 
jeu 

Dans ce qui suit nous allons présenter les résultats de simulation du cyclage passif et combiné 
en considérant des formes géométriques réalistes des brasures sous la puce et sous le DCB.  

IV.4. Simulation du cyclage passif 

Le but ici est d’analyser et de comprendre les résultats des tests expérimentaux de cyclage 
passif présentés dans le chapitre III dont l’objectif était de montrer l’influence du niveau haut et 
bas de la température sur la durée de vie des brasures. Nous avons donc réalisé des simulations 
numériques en appliquant les mêmes conditions thermiques qu’en expérimentation. Le modèle 
numérique retenu est un modèle 2D axisymétrique ayant comme géométrie de brasure celle du 
modèle (c) du paragraphe précédent. Pour réduire l’effet des singularités, tous les résultats seront 
relevés à un nœud (point A, fig.IV.20) juste au voisinage du coin du DCB.  

Les cycles thermiques sont précédés d’une phase de refroidissement de la température de 
fusion de la brasure SnPb (183°C) à la température ambiante simulant ainsi la phase de refusion. 
La vitesse de variation de la température est de 10°C/mn et la durée des palliers haut et bas est de 
15mn. Le modèle thermo-mécanique retenu considère une température uniforme dans le module, 
ce qui signifie que tous les nœuds du modèle sont à la même température et suivent les profils 
thermiques représentés sur la figure IV.21. Pour assurer une stabilisation des résultats et un temps 
de calcul raisonnable nous avons appliqué cinq cycles thermiques  

De plus, étant donné que nous avons cyclé expérimentalement des modules ayant des brasures 
entre la semelle et le DCB à base de plomb (SnPb37) et d’autres sans plomb (SnCu0.7) nous avons 
cherché à effectuer des simulations en considérant les deux types de brasures. Les résultats seront 
toutefois principalement donnés pour la brasure SnPb37 car nous n’avons pas trouvé 
suffisamment de données sur les propriétés thermiques et mécaniques de la brasure SnCu0.7. Les 
travaux publiés sur cette brasure son rares et relativement récents [Cle04, Che06, Dar07].   
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Fig.IV.21: Profils thermiques imposés au modèle 2D axisymétrique. 

 

IV.4.1. Résultats pour une brasure au plomb  

Les figures IV.22 et IV.23 représentent, respectivement, les courbes d’évolution des 
contraintes de cisaillement et des déformations plastiques relevées au point A (fig.IV.20) situé 
près du point où les valeurs sont maximales.  

Les contraintes et les déformations obtenues pour le cycle#1 sont assez importantes, avec une 
variation cyclique des contraintes de cisaillement (∆σ ) d’environ 44MPa et une variation des 
déformations plastiques (∆εp) d’environ 6%.  

Par contre pour le cycle#2, d’amplitude plus faible que le précédent, la variation des 
contraintes de cisaillement représente approximativement la moitié de celle du premier cas 
(19MPa)  et les variations cycliques des déformations plastiques sont presque au même niveau. 
Pour le cycle#2 la variation de température se produit au niveau haut (40°C<T<120°C), niveau 
de température pour lequel l’état de la brasure se rapproche d’un état visqueux. Dans ces 
conditions, la brasure est à même de se déformer facilement (sans forte contrainte). On remarque 
effectivement que sous ces conditions (cycle#2), les contraintes dans la brasure sont plus faibles 
que celles estimées lors du cycle#1 pour des déformations qui sont similaires.  

Enfin, dans le cas du cycle#3 nous obtenons une variation des contraintes aussi importante 
que celles du cycle#1 et une variation des déformations plastiques très faibles.  

Dans ce cas, la même variation en température que celle du cycle#2 se produit maintenant au 
niveau le plus bas de la température (-40°C<T<40°C). Dans ces conditions, la brasure est dans 
un état moins visqueux et se déforme beaucoup moins facilement. On constate en effet pour des 
contraintes identiques à celles estimées lors du cycle#1 que les déformations sont maintenant 
extrêmement faibles. 

Ces résultats montrent clairement que les contraintes de cisaillement dans la brasure sont 
principalement imposées par le niveau bas de la température et les déformations plastiques par le 
niveau le plus élevé de la température.  

D’autre part, en passant d’un profil thermique à un autre, le taux de variation par cycle des 
déformations est proportionnellement plus important que celui des contraintes. En effet, lorsque 
nous passons du cycle#1 au cycle#2 en réduisant l’amplitude du cycle thermique de moitié, la 
variation des contraintes est divisée par un facteur proche de 2, pour une variation des 
déformations plastiques comparables. Par contre lorsque nous passons du cycle#1 au cycle#3 
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(avec la même réduction de l’amplitude, mais cette fois par des cycles à basse température) la 
variation des déformations sont divisées par un facteur proche de 15 alors que les variations de 
contraintes de cisaillement sont similaires (cf. tableau IV.6). Ces remarques permettent 
d’expliquer pourquoi la densité d’énergie plastique par cycle est à ce point dépendante du niveau 
de température. Elle est de 1.24 J/cm3 pour le cycle 1, de 0,68 J/cm3 pour le cycle 2, et de 
seulement 0,22 J/cm3 pour le cycle 3, à cause d’un niveau de déformation plastique par cycle dans 
ce cas extrêmement faible. 

 
Fig.IV.22: Evolution des contraintes de cisaillement en fonction du temps 

 

 

Fig.IV.23: Evolution des déformations plastiques en fonction du temps 

Dans le tableau IV.6 sont résumés les résultats des tests expérimentaux (chapitre III) et les 
résultats obtenus par simulation. Il existe une corrélation logique entre ces résultats. En effet, plus 
la variation de la densité d’énergie cumulée et celle des déformations plastiques augmentent plus 
la durée de vie diminue et plus la vitesse de propagation de la fissure augmente.   
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Tableau IV.6: Résultats de simulation et des tests expérimentaux 

Simulation Expérimentation 

 ∆εp 
∆σ    

(MPa) 

∆Wpl 
(J/cm3) 

Nombre de cycle à 
initiation de fissure 

Vitesse de propagation 
(µm/cycle) 

Cycle#1 
(-40°C/120°C) 

0.061 44 1.24 20-50 ~21 

Cycle#2 
(40°C/120°C) 

0.049 19 0.68 300 ~18 

Cycle#3 
(-40°C/40°C) 

0.002 41 0.22 900 ~8 

 

Pour compléter ces résultats et éclaircir l’influence des niveaux des températures haute (Tmax) 
et basse (Tmin) du profil thermique, nous avons réalisé d’autres simulations en variant ces deux 
paramètres suivant un plan d’expérience présenté sur la fig.IV.24 où chaque point correspond à 
un couple (Tmin, Tmax), les autres paramètres de simulation restant inchangés (vitesse de 
variation de la température de 10°C/mn, durée des pallier haut et bas de 15mn).    

 

 

Fig.IV.24: Plan d’expérience, profils thermiques simulés 

La variation simulée par cycle des contraintes de cisaillement (∆σ) et des déformations 
plastiques (∆εp) fonction de la température maximale (Tmax) sont présentées sur les figures IV.25 
et IV.28 respectivement pour différentes valeurs de Tmin. 

Ces résultats montrent deux comportements différents délimités par une valeur de Tmax 
d’environs 65°C (région grisée). Cette température est de l’ordre de 0.74Tm où Tm est la 
température de fusion de la brasure Sn63Pb37 (183°C). 

Quelle que soit la valeur de Tmin, lorsque le niveau haut du profil thermique est inférieur à 
65°C (Tmax<0.74Tm), les variations des déformations plastiques ∆εp restent faibles (inférieures à 
0.5%). Les variations des contraintes de cisaillement ∆σ dépendent fortement du niveau bas de 
température et évoluent de façon sensiblement linéaire en fonction de Tmax. Pour les 
caractéristiques de la brasure retenue et la géométrie de la brasure considérée dans ces simulations 
nous pouvons exprimer la variation des contraintes de cisaillement avec le niveau de la haute 
température de palier, il vient : ∆σ  (MPa) ≈ 0.56 ∆T (K) 

Par contre, lorsque la température maximale du profil thermique excède 0.74Tm  (65°C ici), 
nous constatons que les variations des contraintes de cisaillement n’évoluent plus et « saturent » à 
une valeur qui dépend du niveau bas de température. Dans le même temps, on constate à la Fig. 
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IV.26 que les variations des déformations plastiques augmentent maintenant considérablement 
avec le niveau haut de température. 

En d’autres termes, lorsque Tmax>0.74Tm l’augmentation de l’amplitude de la température 
(∆T) engendre une augmentation importante des variations des déformations plastiques (∆εp) sans 
évolution significative des variations des contraintes de cisaillement (∆σ). On constate également, 
comme illustré sur la figure IV.26 que pour les hautes valeurs de Tmax, les variations des 
déformations plastiques en fonction de Tmax évolue de façon sensiblement linéaire, augmentant 
avec une pente identique quelle que soit la valeur du niveau bas de la température de cyclage ; il 
vient :  ∆εp ≈ 1.10-3 Tmax. Nous vérifions également que pour une même température maximale, 
les déformations plastiques sont d’autant plus élevées que le niveau de température bas est faible. 

 

 
Fig.IV.25 : Coubes des variations par cycles des contraintes en fonction de Tmax 

 

 

Fig.IV.26 : Coubes des variations par cycles des déformations plastiques en fonction de Tmax 

Afin de chercher à interpréter ces résultats, nous avons représenté les évolutions des variations 
des déformations élastiques cette fois en fonction de l’amplitude de variation de la température 
(les variations des déformations élastiques étant proportionnelles à l’amplitude de variation de la 
température), et toujours pour différentes températures min. Cette indication supplémentaire 
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nous permettra, en comparant les variations des déformations élastiques aux variations des 
déformations plastiques, de nous renseigner sur « l’état » mécanique de la brasure selon le niveau 
des températures max. pendant les phases de cyclage. Les courbes des variations des 
déformations élastiques (∆εel) sont représentées sur la figure IV.27. Cette figure montre que pour 
Tmax < 0.74Tm, et quelle que soit l’amplitude ∆T de variation de la température (ou quelle que 
soit la valeur de Tmin), les variations des déformations plastiques et élastiques sont dans le même 
ordre de grandeur. Par exemple pour Tmin =-40°C et Tmax =60°C (∆T=100°C) nous avons 
∆εel=0.25% et ∆εp=0.5%. Cela signifie que dans cet intervalle de température  la brasure est dans 
un état assez rigide dans lequel qui plus est le fluage est limité. Ainsi, dans cet état de rigidité les 
variations des déformations resteront limitées indépendamment des contraintes appliquées. Par 
contre, dans le cas d’un cyclage s’effectuant à un niveau de température supérieur à la valeur de 
0.74Tm, nous constatons que les variations des déformations plastiques sont alors bien 
supérieures aux variations des déformations élastiques. La brasure se trouve dans un état de 
plasticité tel (température supérieure à 0.74Tm) que les variations des contraintes restent limitées 
quelle que soit l’amplitude des déformations plastiques. 

 
Fig.IV.27: Evolution de la variation par cycle des déformations élastiques en function de ∆T 

 

Comme indiqué précédemment, la durée de vie de la brasure étudiée peut être calculée soit en 
utilisant un modèle basé sur l’estimation des déformations plastiques, soit par un modèle utilisant 
la densité d’énergie plastique cumulée par cycle. Nous avons ainsi cherché à compléter cette étude 
en montrant l’évolution de la densité d’énergie plastique cumulée en fonction de la température 
maximale (Tmax). Les courbes de variation de la densité d’énergie plastique cumulée par cycle 
(∆Wpl) en fonction de la variation de température maximale (Tmax) relevée à chaque simulation 
sont tracées sur la figure IV.28.   

Nous observons sur cette figure que la densité d’énergie plastique par cycle dépend fortement 
du positionnement de Tmax par rapport à la valeur particulière de 0.74Tm. Tant que Tmax est 
inférieur à 0.74Tm, l’évolution de la densité d’énergie plastique cyclique avec l’amplitude de 
variation de température est limitée. Dans ces conditions en effet, et comme indiqué 
précédemment, les variations des déformations plastiques si elles varient avec Tmax, restent 
extrêmement faibles quelle que soit la valeur de Tmax tandis que les variations des contraintes de 
cisaillement dépendent significativement de Tmin et de Tmax. Dans ces conditions, il est clair que 
la densité d’énergie plastique qui reste limitée  intègre toutefois à la fois la variation des 
déformations plastiques, mais aussi celle des contraintes de cisaillement. 
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Fig.IV.28 : Evolution de la densité d’énergie cumulée par cycle en fonction de Tmax 

 

Lorsque Tmax >0.74Tm, nous constatons que la densité d’énergie plastique par cycle 
augmente beaucoup plus significativement avec le niveau Tmax. Cela s’explique par le fait que les 
déformations plastiques  sont beaucoup plus élevées (cf. fig.IV.23). Dans le même temps, les 
variations des contraintes de cisaillement à leur niveau le plus élevé, ne dépendent plus de Tmax, 
mais uniquement de Tmin. Dans ces conditions, il est clair que la variation de la densité d’énergie 
plastique est principalement pilotée par la variation des déformations plastiques avec la 
température maximale puisque les variations des contraintes sont en état de saturation.  

Ces remarques sont importantes quant à la pertinence des modèles de durée de vie à utiliser. 
En effet, nous venons de constater que dans le cas où le niveau haut de la température (Tmax) est 
supérieur à 0.74Tm (pour la brasure étudiée ici), les variations des contraintes de cisaillement ne 
dépendent que très peu de Tmax. Ainsi, un modèle basé sur l’énergie plastique cumulée renseigne 
sensiblement de la même façon qu’un modèle basé sur les déformations plastiques. Des modèles 
de durée de vie basés soit sur l’énergie plastique cumulée soit sur les déformations plastiques 
doivent alors pouvoir être utilisés.  

Mais par contre, lorsque Tmax <0.74Tm, et que la densité d’énergie plastique (de plus faible 
amplitude) dépend des évolutions avec la température max. simultanément des variations de 
contraintes de cisaillement et des variations des déformations plastiques, la conclusion diffère. 
Dans ce cas en effet, le modèle basé sur les seules déformations plastiques (qui ignore les 
variations de contraintes de cisaillement) n’est probablement pas adapté. Un modèle basé sur la 
densité d’énergie plastique qui intègre à la fois les variations de déformations plastiques et celles 
des contraintes de cisaillement lui semble préférable.  

Il est toutefois important de souligner que ces résultats ne sont basés que sur des simulations 
numériques qu’il sera utile les de vérifier par des tests expérimentaux pour validation. 

IV.4.2. Résultats pour une brasure sans plomb 

Dans le précédent chapitre (chapitre III) nous avons testé en cyclage passif des modules ayant 
des brasures constituées d’alliages au plomb (Sn63Pb37) et d’autres sans plomb (SnCu0.7), il est 
donc intéressent de réaliser la même étude sur le comportement des brasures sans plomb. Mais 
les propriétés physiques de cette brasure SnCu0.7 ne sont pas disponibles dans la littérature car elle 
est très peu étudiée. Nous avons alors décidé, d’étudier une autre brasure sans plomb dont les 
propriétés sont cette fois disponibles dans la littérature qui est la brasure Sn3Ag0.5Cu.  
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Les propriétés mécaniques de cette brasure ainsi que les paramètres du modèle d’Anand sont 
présentés dans les tableaux IV.7 et IV.8 respectivement [Ama02]. 

 

Tableau  IV.7: Propriétés mécaniques de la brasure Sn3Ag0.5Cu [Ama02] 

Brasure 
CTE 

(10-6K-1) 

Young modulus 

(MPa) 

SnAgCu 17 5.5×104 – 116 T(°C) 

 

Tableau IV.8: Paramètres de la loi d’Anand de la brasure SnAgCu [Ama02] 

so 
(MPa) 

Q/R 
(K) 

A 
(s-1) 

ξ m 
h0 

(MPa) 
S 

(MPa) 
n a 

1 8400 4,6.106 0.038 0.162 3090 1.04 0.0046 1.56 

 

Nous avons réalisé les mêmes simulations que dans l’étude précédente (avec la brasure SnPb) 
pour Tmin =-40°C et Tmin = 0°C. La figure IV.31 représente les variations des contraintes de 
cisaillement obtenues avec la brasure SnPb (courbes en trais pleins) et la brasure SnAgCu 
(courbes en pointillés).  Ces variations sont calculées sur le dernier cycle thermique (cinquième 
cycle). Nous remarquons que le comportement de la brasure sans plomb SAC, commence à 
varier à partir d’une température plus élevée que celle de la brasure au plomb, environ 80°C. 
Cette température correspond à 0.72Tm (TmSn3Ag0.5Cu=217°C [Ost07]) pratiquement similaire à 
celle de la brasure au plomb (0.74Tm). 

Lorsque la température maximale (Tmax)  est inférieur à 80°C, les variations des contraintes de 
cisaillement (∆σ) dans la brasure sans plomb sont plus faibles que celles de la brasure plomb et 
lorsque Tmax>80°C, ces variations sans presque identiques. 

Les variations cycliques des déformations plastiques sont représentées sur la figure IV.32 pour 
les mêmes conditions de simulations. Nous remarquons que les variations des déformations 
plastiques sont plus faibles pour la brasure sans plomb.   
 

 
Fig. IV.29 : Variation des contraintes de cisaillement dans les brasures SnPb et SnAgCu, pour Tmin=-40°C et 0°C en 

fonction de Tmax. 
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Fig. IV.30. : Variations cyclique des déformations plastiques, brasure SnPb (trais plains), brasure SAC (pointillés) 

IV.5. Combinaison entre le cyclage passif et actif 

Comme indiqué dans l’introduction, dans une application automobile, les composants de 
puissance sont soumis à une combinaison de cycles thermiques actifs et passifs [Ers96]. 

Dans les tests expérimentaux réalisés à l’INRETS et présentés dans les chapitres précédents 
nous avons dissocié les deux types de cyclages dans le but de découpler les effets sur les types de 
dégradations et modes de défaillance induits par tel ou tel cyclage. Malheureusement, dans la 
pratique, ces deux types de cyclage cohabitent. Il nous semble donc intéressant de chercher à 
mettre en évidence l’effet du couplage des deux modes de cyclage sur le vieillissement des 
modules IGBT. Malheureusement, la réalisation d’un banc d’essai dans lequel les modules 
seraient soumis simultanément à des cyclages actifs et passifs est assez difficile à mettre en place. 
Nous nous sommes limités à simuler cette combinaison de cycles. Nous avons ainsi effectué des 
simulations par éléments finis afin de vérifier l’effet de l’injection de puissance pendant les paliers 
de haute et de basse température du cyclage passif sur le comportement de la brasure et des 
puces.    

L’idée est de partir d’un état mécanique établi consécutif à quelques cycles passifs et d’évaluer 
les contraintes et déformations dues aux cycles actifs sur la brasure basse et de les comparer aux 
valeurs obtenues sur les cycles passifs. 

IV.5.1. Modélisation et résultats  

Contrairement aux simulations réalisées dans les parties précédentes où l’étude se focalisait sur 
la brasure semelle/DCB pendant le cyclage passif, dans cette partie nous aurons à injecter de la 
puissance sur les puces IGBT pour simuler les phases de cyclage actif. L’utilisation d’un modèle 
2D est donc inadéquate.  

Un modèle 3D de la géométrie d’un module IGBT a été développé conformément aux 
dimensions des modules testés (cf. II.2, chapitre II), fig.IV.31(a). Mais le modèle 3D complet 
requiert un espace mémoire beaucoup trop élevé pour réaliser un maillage suffisamment fin pour 
un calcul thermomécanique correct et l’absence de symétrie nous empêche de simplifier le 
modèle. Nous avons donc volontairement simplifié ce dernier en ne considérant qu’un seul 
substrat DCB et en négligeant l'effet du couplage thermique induit par les sources des substrats 
adjacents, fig.IV.31(b). Néanmoins, un calcul préalable purement thermique a été réalisé sur le 
modèle complet afin de tenir compte des contraintes thermiques les plus élevées (celles du 
substrat central). Ce modèle thermique a également révélé que le « passage » de trois DCB à un 
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seul n’engendre pas une variation significative des températures maximales des puces (peu de 
couplage thermique entre les puces IGBT des trois bras).  
 

 
(a) 

 
(b) 

Fig. IV.31 : Modèle 3D du module entier (a) et d’un seul DCB (b) 
 

Afin d’assurer la précision des résultats, il est nécessaire de réaliser un maillage aussi fin que 
possible notamment dans les régions soumises à de fortes variations des grandeurs thermiques 
et/ou mécaniques, tout en assurant un temps de calcul raisonnable. Pour cela nous avons pris en 
compte au minimum trois éléments en épaisseur pour chaque couche et maillé plus finement les 
zones les plus sensibles (les brasures). Le modèle retenu d’un seul substrat DCB est ainsi 
constitué de 485288 éléments et 242211 nœuds. 

La couche la plus délicate à mailler est la couche de brasure située entre la semelle et le DCB à 
cause de la disproportion entre sa surface (1065 mm2) et son épaisseur (95µm).  
Les conditions aux limites mécaniques sont appliquées à la semelle, telles que schématisées dans 
la figure IV.34,  de manière à la laisser libre de se déformer  sous les contraintes thermiques 

 
Fig. IV.32: Conditions aux limites mécaniques 

Afin de prendre en considération les contraintes résiduelles dues au processus d’assemblage du 
DCB et de la semelle, nous avons considéré la température de référence (Tref), à laquelle tous les 
matériaux de l’assemblage sont hors contraintes, égale à la température de fusion de la brasure 
(183°C pour une brasure SnPb37). 

La démarche retenue a consisté en l’application de quelques cycles thermiques passifs sur tous 
les nœuds du modèle représentant les variations de températures environnementales, avec une 
variation de température entre -40°C et 120°C, des paliers de 15mn et une vitesse de variation de 
température de 10°C/mn. Cinq cycles passifs ont ainsi été effectués afin de tendre vers une 
stabilisation des résultats, en termes de variation cyclique des grandeurs mécaniques, en un temps 
de calcul raisonnable. Ensuite, cinq cycles thermiques actifs sont simulés par des phases 
d’injection de puissance (123W durant 15s) sur les surfaces actives (0.83cm2) des puces IGBT 
lorsque la température ambiante est au palier haut suivi d’une phase de refroidissement de 30s 
comme indiqué sur le profil schématique de la fig.IV.33. Seuls des cycles actifs à haute 
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température ambiante sont réalisés ici car nous avons vus précédemment que ce sont ceux qui 
cumulent le plus de densité d'énergie plastique par cycle et donc les plus réducteurs de durée de 
vie. 

Le calcul est réalisé en deux étapes avec le logiciel ANSYS. D’abord une simulation purement 
thermique est effectuée en injectant un flux thermique sur les surfaces actives des puces. La 
température ambiante est imposée comme conditions limites sur la surface basse de la semelle. 
Ensuite, le champ de températures dans la structure 3D à l’instant désiré est utilisé comme 
chargement pour le calcul mécanique.     

 

 

 

Fig. IV.33: Représentation schématique de la combinaison 
retenue ici entre cyclage passif et actif 

Fig. IV.34: Variation de la température sur la surface de la 
puce  

La variation de la température sur la surface de la puce durant un cycle actif complet relevé au 
point où la température est maximale est représentée sur la figure IV.34. A la fin de l’injection de 
puissance, la température maximale de la puce atteint 183°C. A cet instant, la cartographie de la 
température de l’assemblage est représentée sur la figure IV.35 et montre un couplage thermique 
important entre les deux puces du DCB. La figure IV.35 donne le champ de température au 
même instant dans la couche de brasure substrat/semelle.   

 

(a) 
 

(b) 
Fig. IV.35 : Distribution de la température à la fin de l’injection de puissance à haute température, Tsemelle = 120°C, (a)  

dans le substrat DCB et les puces IGBT (b) dans la brasure semelle/DCB 

Les niveaux de températures atteints dans cette étude purement théorique dépasseraient 
largement les spécifications du constructeur du module en cas de test dans les mêmes conditions. 
Celles des puces, qui sont spécifiées pour 175°C mais également et surtout celle de l'assemblage 
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spécifié pour 125°C et pour lequel les valeurs de températures obtenues sont d'environ 40°C au-
dessus. De plus, l’injection de puissance fait apparaître un fort gradient entre la périphérie et le 
centre de la puce due aux dimensions très réduites de la technologie « trench gate » des puces 
testées.  

La figure IV.36 représente la distribution de la température le long d’une ligne passante par le 
centre de la puce. La cavité au centre de cette courbe correspond au pad de grille. Il apparaît 
clairement que l’utilisation de plus petites puces augmente la densité de puissance et par 
conséquent un fort gradient spatial d’environ 11°C/mm est crée à la périphérie de la puce 

 

Fig. IV.36 : Distribution de la température le long d’une ligne passant par le centre de la puce à la fin de l’injection de 
puissance à haute température ambiante (120°C) 

 
L’injection de puissance dans les puces se traduit bien évidemment par une élévation de 

température au niveau des puces, mais également dans toute la structure sous la puce. A la fin de 
la phase d’injection de puissance, la température sous la semelle est de 120°C et elle est de l’ordre 
de 183°C max au niveau de la puce. Nous avons donc une variation maximale entre la base de la 
semelle et le point le plus chaud de la puce d’environ ∆Tjmax = 63°C, par contre à la périphérie de 
la puce la variation est d’environ 40°C.  
La distribution de la température dans la brasure semelle/DCB présente une augmentation 
d’environ 47°C sous la puce, comme nous pouvons le voir sur la figure IV.35(b). La variation de 
température est plus faible sur les bords de la brasure (le flux de puissance étant principalement 
vertical) 35°C au bord le plus chaud et seulement 20°C au niveau du coin le moins chaud. Le 
positionnement des puces sur le substrat DCB (elles sont décalées des bords du DCB) limite ainsi 
l’échauffement de la brasure ce qui augmente certainement sa durée de vie. 
Les variations de température de forte amplitude imposées par les cycles passifs sont beaucoup 
plus contraignantes pour la brasure semelle/DCB que les cycles actifs. Mais ces derniers avec une 
fréquence beaucoup plus importante peuvent cumuler, après un certain nombre de cycles, la 
même densité d’énergie plastique qu’un cycle passif.  
Le tableau IV.9 représente les variations cycliques de la densité d’énergie (∆Wpl), des 
déformations plastiques (∆εp) et des contraintes de cisaillement (∆σ) calculées sur le cinquième 
cycle passif comparées à celles calculées sur le cinquième cycle actif.   
Les variations des contraintes de cisaillement par cycle actif représentent pratiquement la moitié 
de celles par cycle passif par contre les variations de la densité d’énergie et des déformations 
plastiques sont beaucoup plus importante pour un cycle passif. En effet, le rapport entre les ∆Wpl 
et ∆εp par cycle passif et actif est de l'ordre de 10. Il faudra donc près de 10 cycles actifs pour 
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cumuler une densité d’énergie plastique comparable à celle cumulée pour un cycle passif. Ce 
résultat surprenant peut être expliqué par les niveaux de températures ambiantes très élevées 
considérées (120°C). Ce rapport devrait augmenter certainement de manière considérable en 
abaissant le niveau de température du palier haut.  

Tableau IV.9 : Variations de la densité d’énergie, des déformations plastiques et des contraintes de cisaillement par cycle 
passif et actif. 

 ∆Wpl 
(J/cm3) 

∆εp   
(%) 

∆σ    
(MPa) 

Variation par cycle passif  0.508 1.51 24.5 

Variation par cycle actif 0.066 0.148 9.54 

 

Ce type d’étude peut être important pour la prise en compte de profils de missions réalistes 
dans l’estimation de la durée de vie des modules de puissance. On a montré ainsi les niveaux de 
températures que peut atteindre les puces lorsque les modules de puissance sont utilisés dans des 
applications où les températures ambiantes sont très contraignantes comme c’est le cas dans un 
environnement automobile. Des tests expérimentaux doivent donc être conduits en combinant 
les contraintes des deux types de cyclage actif et passif pour se rapprocher le plus possible des 
conditions réelles de fonctionnement. 
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Conclusion Générale 
 
 

Les travaux présentés dans cette thèse nous ont permis d’apporter quelques éléments de 
compréhension et d’interprétation des mécanismes de défaillance qui apparaissent dans les 
modules IGBT soumis à de fortes contraintes thermiques. 

La première compagne de tests réalisée sur les modules IGBT 600V-200A en cyclage actif 
avait pour objectif d’évaluer la tenue de ces modules à des cyclage actifs longs à haute 
température ambiante (supérieure à 90 °C). Le principal mode de dégradation généralement 
activé par ce type de cycles est le délaminage des brasures situées entre le substrat DCB et la 
semelle. Mais ces dernières ont présentées une tenue exceptionnelle probablement grâce à la 
disposition judicieuse des puces actives sur le substrat isolant.  

Le mode de défaillance le plus récurrent que nous avons constaté est la dégradation des fils de 
bonding (fissurations, crack et levée). En effet, avant même que le critère généralement dédié à ce 
mode de défaillance (augmentation de 5% du Vce) ne soit atteint, nous avons observé des 
fractures au nivaux des pieds de bonding. Ce phénomène est plus accentué sur le module ayant 
cyclé à basse température ambiante mais sous forte densité de courant. Dans ce protocole, la 
densité de courant est un facteur prédominant quant à la dégradation des fils.  

Les cycles s’effectuant à température de jonction élevée, nous avons également constaté des 
dégradations au niveau des puces, notamment la reconstruction de la couche de métallisation. 
Cette dégradation est plus importante pour les modules dont le niveau de température de 
jonction était le plus haut.  

Enfin, lors des essais de cyclage actif à haute température de jonction (Tjmax ≥ 176°C) et forte 
variation de température (∆Tj=80°C) nous avons observé un mode de défaillance inhabituel. Il se 
traduit par une augmentation brutale de la température de jonction des puces IGBT créant une 
forte dégradation des brasures sous les puces. Ce phénomène est assez difficile à expliquer mais 
les fortes contraintes de cyclage associées à une température maximale dépassant les limites 
imposées par le constructeur peuvent expliquer un tel comportement. La nature des brasures 
(sans plomb) peut également avoir une influence. Il serait donc nécessaire de mener des tests et 
des analyses complémentaires pour mieux comprendre l’origine de  ce phénomène.  

Cette partie du mémoire consacrée aux essais de cyclage actif nous a aussi permis d’apporter 
quelques précisions quant à la pertinence des critères de défaillances habituellement considérés. 
En effet, la mesure du Vce comme indicateur de dégradation des pieds de bonding n’est pas assez 
sensible pour être utilisée comme indicateur d’initiation de dégradations. Une augmentation de 
seulement 3% de ce paramètre peut correspondre à la levée de la majorité des fils. Par contre, la 
mesure de la résistance thermique semble être un bon indicateur de vieillissement pour les 
brasures mais elle nécessite d'avoir une estimation ou une mesure de Tj et de la puissance dissipée 
en opération. Nous pouvons alors, imaginer une recherche de paramètres thermosensibles qui 
permettrait cette estimation de température de jonction en opération et qui permettraient 
également de construire un outil de diagnostic de l'état de vieillissement de modules de puissance 
à travers des analyses de réponses thermiques des composants. Cela pourrait constituer des 
perspectives de travaux qui pourraient faire suite à cette thèse. 

Dans l’optique de compréhension des mécanismes de défaillances, nous avons cherché, dans 
une seconde partie, à évaluer l’influence de l’amplitude des cycles thermiques passifs et des nivaux 
des paliers à haute et basse température sur la tenue des brasures semelle/DCB. Les modules 
IGBT ont ainsi été soumis à des essais de cyclage passifs sous différents profils thermiques. Les 
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modules ainsi testés ont été analysés régulièrement (microscopie acoustique) pour détecter le 
moment d’initiation des fissures dans les brasures et calculer leurs vitesses de propagations.  

 Nous avons ainsi pu montrer, que l’amplitude des cycles thermiques avait une influence 
prédominante sur l’initiation des fissures dans les brasures. Les fissures s’initient beaucoup plus 
rapidement dans les brasures des modules ayant cyclé sous le profil de plus forte amplitude (entre 
-40°C et 120°C). Par contre, pour des cycles de même amplitude, il a été constaté que le niveau 
des paliers à haute et basse température influençait la vitesse de propagation des fissures et leur 
initiation. Ainsi, lorsque la même variation de température se fait à basse température l’initiation 
des fissures se trouve considérablement retardée et la vitesse de propagation réduite. L’ensemble 
de ces travaux tend à montrer qu’à haute température, malgré un niveau de contraintes limité, le 
comportement viscoplastique de la brasure, et les déformations considérables qui en résultent 
sont responsables de densité volumique d’énergie plastique bien plus élevées qu’à basse 
température. . 

Le comportement de la brasure semelle / DCB dépend également de la nature de la brasure 
utilisée (à base de plomb ou sans plomb). Quel que soit le profil de cyclage, nous avons constaté 
pour les modules testés ici que les brasures à base de plomb ont présenté une durée de vie plus 
longue que celle sans plomb.  

Ainsi, en dehors de la nature de la brasure nous avons déduit des essais précédents que le 
nombre de cycles nécessaire à l’initiation des fissures dépend des trois principaux paramètres ∆T, 
Tmin et Tmax tandis que la vitesse de propagation des fissures, moins sensible à l’amplitude de 
température est fortement influencée par le niveau des températures maximales de palier.  

Pour apporter plus d’explications aux résultats des tests expérimentaux de cyclages passifs, 
nous avons réalisé des simulations numériques par éléments finis, et qui sont présentées dans le 
quatrième chapitre. Dans un premier temps, nous avons cherché à évaluer l’influence de la 
géométrie du ménisque de brasure sur les résultats des simulations. Nous avons montré qu’une 
modélisation réaliste de la géométrie de la brasure en ne complexifiant que légèrement la 
géométrie permettait de réduire considérablement l’effet des singularités géométriques et offrait 
des résultats moins sensibles à la densité de maillage que ceux obtenus avec un modèle plus 
simple des bords de brasure (qui est le modèle généralement retenu).    

Dans un second temps nous avons réalisé des simulations numériques où nous avons estimé 
les contraintes de cisaillements et les déformations plastiques dans les brasures sous les mêmes 
contraintes que celles des tests de cyclage passif. Les résultats obtenus on montrés que les 
contraintes de cisaillement dans la brasure sont principalement pilotées par le niveau bas de la 
température et les déformations plastiques par le niveau le plus élevé de la température. Les 
évolutions relatives de ces deux paramètres nous ont permis d’expliquer pourquoi l’énergie 
plastique cumulée était plus importante pour les cycles effectués à haute température, pour 
lesquels les déformations plastiques sont prédominantes.    

Nous avons également montré avec ces simulations que la brasure étudiée (SnPb) présente 
deux comportements distincts délimités par une valeur de température égale à environ 0.74Tm 
(Tm étant la température de fusion de la brasure SnPb37 en kelvin).  

Lorsque la température du palier haut du cyclage est inférieure à 0.74Tm la variation des 
contraintes de cisaillement augmente linéairement avec la température tandis que les variations 
des déformations plastiques restent très faibles. Lorsque par contre la température du palier haut 
est supérieur à 0.74Tm, les variations des contraintes de cisaillement n’évoluent plus et 
« saturent »  à une valeur qui dépend du niveau bas de température, alors que les variations des 
déformations plastiques augmentent considérablement avec le niveau haut de température. 
L’énergie plastique cumulée est ainsi beaucoup plus importante lorsque le niveau haut de 
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température excède une valeur voisine ici de 0.74Tm. Nous avons ainsi expliqué, la durée de vie 
plus longue des brasures qui a été constatée lorsqu’elles sont cyclées à basse température. 

Ces travaux ont apporté quelques critères de choix des modèles de durée de vie généralement 
retenus pour les modules de puissance. Si pour des cycles effectués à haute température, les 
modèles basés sur l’énergie plastique cumulée ou les déformations plastiques peuvent être utilisés, 
à plus basse température, il semble que les modèles basés sur l’énergie plastique cumulée soient 
mieux adaptés. A plus haut température en effet, l’énergie plastique cumulée est principalement 
gouvernée par les déformations plastiques, les contraintes étant limitées par le comportement 
viscoplastique de la brasure. Néanmoins, ces conclusions étant basés que sur des résultats de 
simulations, ils doivent faire l’objet de vérifications par des tests expérimentaux.  . 

Les modules testés ayant des brasures constituées d’alliages à base de plomb (SnPb37) et 
d’autres sans plomb (SnCu0.7), nous avons aussi cherché à comparer le comportement de ces deux 
types de brasure.  Malheureusement, les propriétés thermiques et mécaniques de la brasure 
SnCu0.7 n’étaient pas disponibles dans la littérature. Pour avoir un ordre d’idée nous avons étudié 
une autre brasure sans plomb dont les caractéristiques étaient disponibles.  

Les résultats ont montré que le comportement de la brasure sans plomb retenu semblait 
similaire à celui de la brasure au plomb. Il est à noté que ces résultats ayant été obtenus 
exclusivement par simulation, des compagnes de tests expérimentaux doivent impérativement 
être réalisées pour confirmer ces résultats et apporter des éléments de compréhension quant à 
l’influence de l’amplitude des cycles thermiques et des nivaux à haute et basse température sur 
différentes natures de matériaux de brasure. 

La méconnaissance des matériaux constituants les alliages utilisés dans les brasures et leurs 
propriétés physiques a été un obstacle majeur dans cette étude. En effet, nous avons consacré un 
temps considérable à trouver la composition des brasures (avec encore quelques incertitudes) et 
nous n’avons pu trouver dans la littérature de données exploitables pour la simulation.   

Enfin, nous avons cherché à estimer les contraintes thermomécaniques que subissent les 
modules dans une application réelle en simulant la combinaison des contraintes thermiques du 
cyclage actif et passif. Cette étude a montré qu’une injection de puissance fait augmenter la 
température de la puce et celle de la brasure et crée ainsi une variation des contraintes et 
déformations plastiques dans la brasure. Même si ces variations ne sont pas aussi importantes que 
celles imposées par les cycles passifs une injection cyclique permettra, après un certain nombre de 
cycles actifs, d’accumuler la même variation d’énergie qu’un cycle passif de grande amplitude.  

La puce IGBT est elle aussi soumise à de fortes contraintes. A cause des contraintes 
résiduelles dues au processus de brasage, la puce se trouve dans état de compression permanant 
particulièrement à basse température. Il existe donc un risque de fracture de la puce elle-même. 
L’injection de puissance crée un fort gradient de température sur la surface de la puce entre le 
centre et la périphérie due aux dimensions très réduites de la technologie « trench gate » des puces 
testés.  

Ainsi, sous des contraintes combinées, la puce est également soumise à de fortes contraintes 
thermomécaniques. Une des perspectives de cette thèse pourrait être de montrer si de telles 
contraintes pourraient conduire à la dégradation de l’oxyde et des passivations.  

Des travaux de simulation seuls ne pourront apporter tous les éléments de réponse, et ils 
devront être complétés par des tests expérimentaux. Cela nécessitera la réalisation d’un banc de 
cyclage qui permettra de réaliser des  tests de cyclage actifs tout en faisant varier la température 
ambiante suivant un profil de cyclage passif. Cette perspective est d’autant plus importante qu’elle 
permettra de provoquer des dégradations simultanément au niveau de la puce et au niveau de  
l’assemblage. Cela permettra d’évaluer la durée de vie du module dans des conditions de 
fonctionnement très proches de celles d’une application réelle.      
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Résumé  
 

Les travaux présentés dans cette thèse portent sur l’étude de la fatigue thermomécanique de modules 
IGBT onduleurs intégrés de puissance 600V-200A destinés à des applications de traction automobile 
électrique et hybride. Nous avons cherché à évaluer la tenue de ces modules aux contraintes de cyclages 
(actif et passif) sous températures ambiantes élevées.  

Ainsi, la première partie de cette thèse présente les tests expérimentaux réalisés en cyclage actif durant 
lesquels nous avons cherché à évaluer la tenue des modules IGBT (600V-200A) fonctionnant à différentes 
températures ambiantes (température de semelle) et différentes températures de jonction (température des 
puces). Afin de chercher à comprendre les mécanismes physiques mis en jeu dans la dégradation de 
l’assemblage, les essais ont été arrêtés rapidement dès lors qu’un indicateur de défaillance laissait supposer 
une initiation de processus de dégradation. 

Dans la deuxième partie, nous nous sommes focalisés sur la tenue des brasures substrat/semelle dans 
des conditions de cycles thermiques passifs. Sachant qu’habituellement le facteur d’accélération retenu 
pour le vieillissement de ces brasures est l’amplitude des cycles thermiques, nous avons cherché dans cette 
partie à évaluer non seulement l’effet de l’amplitude des cycles thermiques mais aussi les niveaux des 
paliers haut et bas sur l’initiation des fissures dans ces brasures et leurs propagation au cours du cyclage.  

Enfin, pour comprendre et analyser le comportement de la brasure et de l’assemblage sous les 
contraintes de cycles thermiques, une étude par simulation numérique est présentée dans la dernière partie. 
Une étude numérique effectuée sous des conditions de température similaires à celles imposées dans la 
partie expérimentale a permis de localiser et d’évaluer les contraintes thermomécaniques que subissent les 
éléments de l’assemblage. Surtout, nous donnons des éléments de réponse permettant d’établir un lien 
entre les paramètres thermiques du cyclage passif et les grandeurs physiques qui sont influent sur la durée 
de vie des brasures. Enfin, cette partie se termine sur une étude numérique dans laquelle nous avons 
cherché à simuler l’effet combiné des cyclages actifs et passifs sur les contraintes mécaniques au sein des 
modules IGBT afin de rendre compte des contraintes imposées aux modules dans une application réelle.  

             

Abstract 
 

The work presented in this thesis focused on the study of thermo-mechanical fatigue of IGBT power 
modules inverters integrated 600V-200A for electric and hybrid traction applications. We sought to 
evaluate the holding of these modules to thermal cycling constraints (power and thermal) under high 
ambient temperatures. 

Thus, the first part of this thesis presents the experimental tests conducted under power cycling during 
which we sought to assess the reliability of IGBT modules (600V-200A) operating at different ambient 
temperatures (case temperatures) and different temperatures junction (chips temperature). To try to 
understand the physical mechanisms involved in the degradation of the assembly, testing were stopped 
when a failure criterion indicate a possible initiation of degradation processes. 

In the second part, we focused on the reliability of substrate/case solders under the same conditions of 
thermal cycles. Given the usual acceleration factor chosen for the ageing of these solders is the amplitude 
of thermal cycles, we sought in this part to evaluate not only the effect of the amplitude of thermal cycles 
but also the effects of levels of the high and low dwells on the initiation of cracks in these solders and 
their propagation rate during the cycling.  

Finally, to understand and analyze the behavior of soldering and assembly under thermal constraints, 
we perform numerical simulation which is presented in the last part. We applied the same temperatures 
conditions as those imposed in the experimental part and then locate and evaluate the constraints 
undergone by the assembly. Above all, we give some answers to establish a link between the parameters of 
thermal cycling liabilities and the physical quantities that are affecting the lifetime of solders. Finally, we 
present a numerical study in which we sought to simulate the combined effect of power and thermal 
conditions on thermo-mechanical constraints in IGBT modules to reflect the constraints imposed in a real 
application.  


