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Le Schmilblick des fréres Fauderche est, il convient de le souligner, rigoureusement intégral,
c’est-a-dire qu’il peut a la fois servir de Schmilblick d’intérieur, grace a la taille réduite de ses
gorgomoches, et de Schmilblick de campagne grace a sa mostoblase et a ses deux glotosifres
qui lui permettent ainsi d’urnapouiller les istioplocks méme par les plus basses températures.

Pierre Dac, enregistrement, 1950
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Introduction

1 Introduction

Les thermoplastiques renforcés par fibres de verre courtes présentent de nombreux avantages.
D’une part, un allégement est réalisé par cette classe de matériau par rapport aux métaux.
L’intégration de plusieurs fonctions dans une seule picce, la réalisation de géométries com-
plexes et le rapport densité/résistance avantageux permettent de rendre les structures plus 1é-
geres. Ainsi, 1’émission de CO2 est réduite et le comportement dynamique du véhicule est
amélioré. De I’autre, un gain économique est réalisé car le procédé d’élaboration est moins
couteux. Enfin, les thermoplastiques sont recyclables ce qui est en corrélation avec les objec-
tifs de Renault.

1.1 Motivation et contexte industriel

Les gains massiques et économiques incitent Renault a passer de plus en plus de structures
métalliques en thermoplastique. Dans un premier temps, les structures faiblement sollicitées
on été remplacées par des thermoplastiques tels que le tableau de bord ou les pare-chocs. Des
structures plus séveérement sollicitées suivaient comme les ailes avant ou la face technique
avant. Par contre, ces structures nécessitent 1’ajout de fibres de verre afin de renforcer le maté-
riau. Aujourd’hui, c’est au tour des piéces de sécurité. Ceci nécessite une bonne connaissance
du comportement en fatigue.

La simulation fiable de la durée de vie des structures est un des enjeux majeurs. En proposant
en amont du projet une géométrie de piece dimensionnée au plus juste, le ticket d’entrée ingé-
nierie est sensiblement réduit et la masse de la piece est appropriée a 1’application ce qui en-
traine des gains économiques et massiques.

Ainsi, le bureau d’études a un réel besoin d’un outil de dimensionnement en fatigue. Plus pré-
cisément, 1’outil doit répondre a certaines exigences.

e Le critére doit s’intégrer dans une chaine de calcul qui s’appuie sur les outils disponi-
bles chez Renault.

e La chaine de calcul doit permettre une simulation de durée de vie dans un temps rai-
sonnable.

e [’identification des paramétres du modéle de fatigue doit étre réalisable avec les ou-
tils présents a la Direction des Matériaux.

e [’identification de parametres doit se réaliser aux moindres coflits possibles.

Aussi, nous allons tenter de répondre a ces exigences tout en proposant un critére de fatigue
pertinent présentant de faibles erreurs sur la durée de vie. Deux matériaux sont choisis afin de
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Introduction

pouvoir baser le critére sur une base de données diversifiée. Le PBT+PET GF30' est un can-
didat pour le remplacement des pieds de barre de toit qui sont aujourd’hui réalisés en alumi-
nium. Le PA66 GF35” est un matériau couramment utilisé sous capot.

1.2 Obijectifs scientifiques

Sur le plan scientifique, de nombreuses pistes s’ouvrent pour ce travail puisque les thermo-
plastiques renforcés par des fibres de verre courtes sont encore peu étudiés en fatigue. Nous
allons étudier le PBT+PET GF30 en détail tandis que le PA66 GF35 servira uniquement pour
valider les critéres proposés.

Les mécanismes de rupture sont aujourd’hui un peu plus étudiés pour le PA66 chargé fibres
de verre. Ainsi, un scénario de rupture est propos¢ pour ce matériau dans la littérature. Les
concentrations de contraintes aux bouts de fibres entraineraient une décohésion de celles-ci.
La réduction de raideur observée lors des chargements cycliques pourrait étre due a ce méca-
nisme-la. Afin de proposer un critére en fatigue, il serait fortement souhaitable de mettre en
évidence les mécanismes de rupture du PBT+PET GF30. Pour ce matériau, trés peu d’études
sont disponibles et un scénario de rupture manque. Aussi, nous allons étudier les mécanismes
de rupture de ce matériau a 1’aide de techniques variées et appropri¢es. De plus, la connais-
sance des mécanismes est indispensable dans les études qui visent a relier le procédé au com-
portement afin d’optimiser le matériau mais aussi le dessin de la piece.

Aujourd’hui, certains aspects de la tenue en fatigue des thermoplastiques sont étudiés. Le
comportement des éprouvettes en traction dans le sens de 1’orientation de fibres a différents
rapports de charge est connu en détail. L’influence de la contrainte moyenne est décrite par un
modele empirique qui représente bien les résultats d’essais. Cette approche est extrapolée a
différentes orientations de fibres et a différents chargements. Ainsi, pour chaque microstructu-
re et pour chaque trajet de chargement, I’influence de la contrainte moyenne doit étre mise en
évidence ce qui est insatisfaisant sur le plan scientifique. Aussi, nous allons tenter d’analyser
I’effet de la contrainte moyenne en détail dans le but de le décrire par une loi plus universelle
qui serait fonction de la microstructure et du chargement.

L’effet d’orientation de fibres a été mis en évidence sur éprouvettes haltéres en traction
uniaxiale. Par contre, cet effet n’est pas encore étudié¢ pour le chargement en cisaillement plan
ce qui est autant plus pénalisant que le chargement en cisaillement a un impact néfaste sur la
durée de vie. Dans la littérature, le chargement en cisaillement plan est abordé sur tubes en

! Mélange de polybutyléne téréphtalate et polyéthyléne téréphtalate renforcé par des fibres de verre courtes avec
un taux massique de 30%.

* Polyamide 66 renforcé par des fibres de verre courtes avec un taux massique de 35%.



Introduction

torsion. Cette géométrie ne permet pas de varier 1’orientation de fibres due a la mise en ceu-
vre. Ainsi, nous allons nous appuyer sur 1’essai d’losipescu qui permet la réalisation d’essais
mécaniques sur des éprouvettes plates. Le but principal est de mettre en évidence 1’évolution
des contraintes admissibles pour différentes orientations de fibres en cisaillement pur.

1.3 Démarche adoptée

Afin de répondre aux enjeux industriels et scientifiques a la fois, nous allons adopter la dé-
marche suivante.

Dans un premier temps, 1’état actuel des connaissances sur le sujet est étudié a travers une
bibliographie. Nous abordons les sujets essentiels qui concernent nos objectifs. Le procédé
d’¢laboration est décrit car la microstructure en découle. Ainsi, les propriétés mécaniques sont
fonction de la mise en ceuvre de nos matériaux et nous nous intéressons aux outils permettant
de coupler le procédé d’¢laboration avec les propriétés mécaniques. Les principaux travaux
portant sur le comportement en fatigue uniaxiale et multiaxiale sont présentés afin de mieux
borner les domaines peu étudiés jusqu’a présent. Ensuite, nous aborderons les mécanismes
d’endommagement en fatigue pour différents thermoplastiques chargé ou non. Enfin, la mo-
délisation de la tenue en fatigue est abordée.

Les matériaux et les éprouvettes de cette étude sont ensuite présentés. Afin de pouvoir évaluer
les durées de vie, le champ de contrainte local doit étre préalablement simulé. Pour des éprou-
vettes a géométrie simple, I’orientation de fibres est quasi homogene dans la section utile et
de type stratifi¢. Le champ de contrainte est ainsi récupéré a 1’aide d’une simulation éléments
finis en simulant un stratifié et en utilisant une loi de comportement isotrope transverse pour
les couches distinctes. Le comportement du pli unidirectionnel (UD) est mis en évidence par
des essais monotones et I’empilement des couches est déterminé a 1’aide des observations
microscopiques. Méme si cette approche est efficace pour décrire le champ de contrainte de
nos éprouvettes tout en étant simple a mettre en ceuvre, il convient de noter qu’une picce réel-
le a géométrie complexe présentera une orientation de fibres plus hétérogeéne. Ainsi, le trans-
fert des résultats a des méthodes plus universelles sera discuté a la fin du manuscrit présent.

Le comportement en fatigue est mis en évidence par différents essais mécaniques. Pour tous
les essais, les chargements seront appliqués pour deux rapports de charge afin de cerner
I’influence de la contrainte moyenne. Le chargement en traction pour différentes orientations
de fibres est ainsi testé afin d’alimenter notre base de données qui servira a valider les critéres
de fatigue proposés. Des éprouvettes tubulaires seront soumises a la torsion et a un charge-
ment biaxial de traction/torsion. Ceci nous permet de mettre en évidence la sévérité de ce
chargement pour une orientation de fibres donnée. Ces résultats sont également utiles pour la
validation de I’essai d’losipescu que nous allons mettre en ceuvre. Ainsi, un montage dédié est
congu au laboratoire. La géométrie d’éprouvette qui est fonction de 1’orientation de fibres est
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Introduction

déterminée par des simulations éléments finis a I’aide du mod¢le proposé. Aussi, la tenue en
fatigue pour différentes orientations de fibres est mise en évidence. En outre, cet essai ouvre
de nombreuses pistes comme 1’application des charges cisaillement/flexion superposées ou
I’étude de ’effet d’entaille sous sollicitation de cisaillement. Enfin, I’influence de la contrain-
te moyenne est étudiée en se basant sur les contraintes macroscopiques. Cette étude compare-
ra donc I’impact de la contrainte moyenne sur les essais de fatigue variés dans le but de déga-
ger la grandeur pertinente qui gouverne la sensibilité a la contrainte moyenne.

Les mécanismes de rupture sont abordés dans le but de comprendre les effets de fatigue qui
ont lieu au long de la durée de vie. Dans un premier temps, 1’évolution de grandeurs macros-
copiques est suivie lors du chargement cyclique. Ensuite, nous étudierons les mécanismes de
fatigue locaux. Ainsi, des ruptures cryogéniques des éprouvettes cyclées en fatigue sont effec-
tuées permettant de repérer des endommagements dans le volume. Afin de juger si une prise
en compte de la durée de vie totale ou celle jusqu'a I’amorcgage doit étre prise en compte, des
observations surfaciques sont engagées. La technique de répliques est employée ce qui permet
de repérer des endommagements qui ont lieu en surface. Des observations par caméra infra-
rouge complétent ce travail et permettent de capter I’échauffement causé par une propagation
de fissure. Les faciés de rupture sont observés pour différentes conditions d’essai. Enfin, ces
travaux nous permettent de proposer un scénario de rupture pour le PBT+PET GF30.

Dans la derniére section, les résultats obtenus sur le PBT+PET GF30 et sur le PA66 GF35
sont utilisés afin de tester différents critéres de rupture. Les champs de contrainte simulés a
I’aide du modele proposé sont donnés en entrée. D’abord, les durées de vie sont simulées pour
des criteres simples couramment utilisés en bureau d’études. Ainsi, la pertinence du critére de
contrainte principale et de celui de la contrainte de von Mises est évaluée. Un critére énergéti-
que est ensuite présenté qui prend en compte 1’aspect de 1’anisotropie a travers la notion de
I’énergie. En raison de la pertinence de ce critére, deux approches de prise en compte de la
contrainte moyenne sont évaluées. Apres avoir présenté des approches classiques, la tentative
de proposer une nouvelle méthode d’estimation de durée de vie est entreprise. Le critére pro-
posé évalue les contraintes moyennées a 1’échelle micro dans les deux constituants a I’aide de
I’approche Mori Tanaka, le but étant de capter I’influence de I’orientation de fibres. L’effet de
la contrainte moyenne est quant a lui prise en compte par le critére de Sines. L ensemble des
critéres de fatigue est ensuite comparé de maniere critique. Enfin, 1’exploitation des approches
présentées a 1’aide d’une méthodologie plus universelle est discutée. Les piéces réelles com-
portant une orientation des fibres plus complexe, I’orientation des fibres est déterminée en
tout point et une homogénéisation est effectuée. Ainsi, le champ de contrainte est récupéré
permettant d’employer les critéres proposés.

La conclusion expose de quelle maniére notre travail tente de répondre d’une part au besoin
industriel par I’implantation d’un outil opérationnel en bureau d’études et d’autre part par la
proposition d’un nouveau critére de fatigue basé sur les grandeurs locales.
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2 Bibliographie

Nous distinguons trois groupes : les thermoplastiques, les thermodurcissables et les élastome-
res. Dans le contexte automobile, ce sont les thermoplastiques qui sont les plus utilisés puis-
qu’ils permettent une mise en ceuvre facile par le procédé d’injection qui suit la cadence rapi-
de de la production en chaine. Par rapport aux thermodurcissables, les thermoplastiques pré-
sentent ’avantage du recyclage dont le taux réclamé pour une voiture est en forte croissance.
En outre, ils profitent d’une bonne résistance au choc.

De plus en plus, des pieces en matériaux métalliques comme 1’acier et I’aluminium sont rem-
placées par des solutions en thermoplastique grace au faible rapport résistance/densité. De
nombreux avantages s’associent au faible volume permettant de réaliser des gains économi-
ques importants :

e Moulage de géométries complexes

e Intégration de nombreuses fonctions dans une seule picce
e Longévité des moules

e Résistance aux chocs

Pour ces raisons, les thermoplastiques sont de plus en plus employés dans I’automobile. Aprés
avoir remplacé des pieces non structurales en thermoplastique comme les pare-chocs ou les
planches de bords, des pi¢ces soumises a de fortes contraintes ont été réalisées en thermoplas-
tique comme les ailes avant ou des parties de la face avant technique. Ces derniéres applica-
tions exigent des résistances mécaniques importantes qui dépassent les propriétés des thermo-
plastiques. Aussi, des renforts fibreux ont été ajoutés au polymeére, technique déja connue et
appliquée par les ingénieurs de la tombe de Toutankhamon qui batirent des arches renforcées
par des ligaments d’animaux (env. 1340 av. J.-C.). Aujourd’hui, les fibres de verre sont les
renforts les plus répandus pour des applications de grande série grace a leur rapport résistance
prix attractif. Les fibres de verre ont une raideur de 73 GPa qui est de 25 a 50 fois plus élevée
que celle des thermoplastiques. Lorsqu’elles sont mises dans le polymére dans le sens d’une
traction, la raideur du composite est augmentée suivant le principe d’'un montage en parall¢le.
En revanche, une orientation orthogonale a la traction, ne change guére le module suivant le
principe d’un montage en série.

Dans la suite nous présentons le procédé d’injection qui oriente les fibres de verre et les pro-
priétés mécaniques qui en découlent. Le comportement en fatigue multiaxiale est commenté
puis nous abordons les mécanismes d’endommagement. La modélisation de la tenue en fati-
gue est présentée a travers un modele phénoménologique et deux types de critéres de rupture.
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2.1 Procédé d’élaboration et propriétés mécaniques

Les thermoplastiques pour les applications automobiles sont le plus souvent renforcés par des
fibres de verre courtes car ces matériaux permettent la mise en ceuvre par injection. Pour pou-
voir injecter des pi¢ces en thermoplastiques renforcés par des fibres de verre, il faut d’abord
passer par le « compoundage » qui confectionne un granulat injectable. Les fibres de verre
continues sont d’abord ensimées par un agent qui assurera une bonne cohésion entre les fibres
et le polymere. Ensuite, elles sont imprégnées par le thermoplastique et coupées en granulat.
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Figure 2-1 : Les phases de la mise en ceuvre par le processus d’injection [Tro96].

Les granulés sont ensuite introduits dans une machine d’injection. On peut distinguer trois

phases principales.

e Leremplissage : le polymere est chauffé, fondu et homogénéisé dans la partie de la vis
d’injection. En tournant et en reculant, la vis transporte le polymére vers le moule et
crée un réservoir de polymere, Figure 2-1-1. La vis agit ensuite comme piston et injec-
te le polymeére dans le moule, Figure 2-1-2. Lors de ce processus, la longueur des fi-
bres de verre sera réduite a cause des ruptures dues au cisaillement.

e Le maintien : le polymere est compacté dans le moule afin de limiter les effets de re-
trait, Figure 2-1-3.

e Le refroidissement : Le polymere est figé et la piece est éjectée quand sa rigidité est
suffisante, Figure 2-1-4 et Figure 2-1-6. Pendant ce refroidissement, la vis dose une
nouvelle quantité de mati¢re pour la prochaine piece, Figure 2-1-5.
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Les principaux effets d’orientation des fibres sont liés a des phénoméenes rhéologiques. En
général, le polymeére pénétre le moule en arrivant par une canalisation de faible section. Etant
donné que la section du moule est plus importante, la vitesse d’écoulement est réduite suivant
I’équation de continuité. Ce gradient de vitesse soumet les extrémités des fibres a différentes
vitesses et exerce donc une rotation sur celles-ci, jusqu’a ce qu’elles soient orientées transver-
salement a I’écoulement. En supposant que le moule soit ensuite une canalisation & section
constante, nous observons un gradient de vitesse latéral ainsi qu’un gradient de vitesse verti-
cal. Cet écoulement de cisaillement tridimensionnel est dii au fait que la vitesse de
I’écoulement est nulle sur les parois. L’écoulement s’organise selon un champ de vitesse pa-
rabolique ce qui implique que les fibres positionnées aux endroits de fort gradient (Fibre I)
pivotent dans la direction de I’écoulement. Seules les fibres au centre de la canalisation (Fibre
IT) conservent leur orientation, Figure 2-2-a [K1o87, Hor97].

Fibre I

sens
d'écoulement

Figure 2-2 : Mécanismes d’orientation des fibres [Klo87, Jan89].

Dans le cas des moules plus complexes qui comportent des convergents et/ou des divergents,
les orientations de fibres sont modifiées sous 1’effet du gradient de vitesse, selon 1’équation de
continuité, comme en entrée de moule. Les convergents provoquent une orientation dans le
sens de I’écoulement tandis que les divergents privilégient une orientation orthogonale a
I’écoulement. La présence d’une variation de section a un fort impact sur 1’orientation des
fibres [Bar92].

Enfin, I’orientation des fibres aux parois du moule est aléatoire, ceci serait di au polymeére qui
dépasse de la matiére déja figée aux parois en amont [Hor97].

Les effets décrits ci-dessus meénent & une microstructure multicouche pour des plaques injec-
tées, Figure 2-2-b. Dans le centre de la plaque en absence de I’influence des bords, on trouve
une couche de cceur ou les fibres sont orientées transversalement a 1’écoulement. Cette couche
est plus ou moins épaisse en fonction du polymere, de 1’épaisseur de la plaque et de la géomé-
trie de la partie de 1’alimentation. Le reste du volume comporte les fibres orientées dans le
sens de I’écoulement. Toutefois, une analyse détaillée présente une fine couche de peau et une
fine couche de transition (entre les fibres transversales et longitudinales) qui présentent une
orientation aléatoire. [K1o87, Hor97, Nou09, Mon07, Ber07, Sch02, Aka91]
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Etant donné le caractére anisotrope qui découle de ce type de microstructure, il convient
d’introduire la notion de tenseur d’orientation de fibres [Adv87]. Cette partie est détaillée en
Annexe A, nous ne présentons ici que la forme du tenseur d’ordre 4 qui permet de définir de
facon exacte 1’orientation des fibres en un point, équation (2-1).

Ay = §p,-p Pk P(P)dp (2-1)

Le tenseur d’orientation est déterminé expérimentalement par le traitement d’image des cou-
pes polies [Hin95, Ebe01, Jun01]. Cette méthode permet de récupérer le tenseur d’orientation
dans le point de mesure de maniére trés exacte. D’autre part, des simulations rhéologiques
prenant en compte les effets abordés ci-dessus sont engagés afin d’évaluer les tenseurs
d’orientation dans toute une picce. La précision est inférieure a celle des coupes polies no-
tamment a des endroits ou I’écoulement est tridimensionnel [Mon07, Bub00, Mil08].

Le comportement mécanique résulte du taux de fibres, du rapport de forme des fibres, des
propriétés mécaniques des constituants et de 1’orientation des fibres. En absence des outils
déterminant ’orientation de fibres, Cox développe un modéle novateur en 1952 qui calcule le
module de Young pour un composite unidirectionnel [Cox52]. Depuis, de nombreux modeles
ont vu leur apparition qui évaluent soit le module de Young simple soit le tenseur de rigidité
complet. Parmi ces modeles, I’approximation de Mori Tanaka est la plus répandue grace a son
implémentation relativement simple et a de bonnes estimations du tenseur de rigidité¢ [Hin02,
Mle99, Tuc99]. L approche est décrite pour un composite unidirectionnel en Annexe B1 et
pour un état d’orientation quelconque en Annexe B2.
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Figure 2-3 : Module de Young a. longitudinal et b. transversal suivant I'épaisseur [Mle99].

Le module de Young en fonction de 1’épaisseur d’une éprouvette prélevée longitudinalement
d’une plaque moulée est présenté sur la Figure 2-3-a. Les tracés correspondent a différents
modeles d’homogénéisation et au module mesuré expérimentalement. On remarque notam-
ment que le module expérimental « E-bending » est ¢levé dans la couche de cisaillement
comportant les fibres orientées longitudinalement et que le module trouve son minimum dans
le centre de 1’épaisseur x=1. Le module d’une éprouvette transversale est présenté sur la
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Figure 2-3-b. L’évolution est inversée et le module devient maximal dans le centre de
I’épaisseur tandis qu’il est faible dans le reste du volume. Cet exemple montre donc
I’anisotropie globale du composite qui est fonction de 1’anisotropie locale dans les différentes
couches du composite. Les approches utilisées dans cette these sont I’approche de Mori Tana-
ka moyennée sur le tenseur de localisation (tracé « MD ») et I’approche de Mori Tanaka
moyennée sur le tenseur de rigidité (tracé « TW-SA »). On remarque que les estimations sont
cohérentes avec les résultats expérimentaux.

Les premiers ¢léments que nous venons de présenter concernant le type de matériau utilisé
révelent une forte anisotropie de microstructure qui se répercute sur les propriétés mécani-
ques. Pour cela, nous avons illustré ici quelques points importants tout en complétant en an-
nexe les théories & méme de décrire I’hétérogénéité de cette microstructure, a la fois d’un
point de vue mécanique mais aussi géométrique. La description de I’hétérogénéité de la mi-
crostructure en un point ainsi que les variations d’un point a 1’autre au sein d’une piece seront
des aspects a traiter avec attention dans notre travail. Lorsque 1’orientation des fibres est pro-
che de celle d’un stratifié constitué de plis UD dans le cas des éprouvettes moulées, les pieces
réelles peuvent comporter des endroits a orientation aléatoire. De plus, sur piece, un gradient
spatial de I’orientation des fibres en fonction de la géométrie complexe entraine une variation
spatiale du comportement.

2.2 Comportement en fatigue

Le comportement en fatigue des thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes
doit étre connu afin de concevoir des applications. La tenue en fatigue est une fonction de
nombreux parametres. La Figure 2-4 présente un schéma non exhaustif de ces influences.
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Figure 2-4 : Paramétres qui influencent la tenue en fatigue.

Dans le cadre de ce travail, nous allons nous limiter a I’étude de 1’influence de la contrainte
moyenne, de 1’état d’orientation des fibres, des chargements multiaxiaux et du gradient de
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contrainte. Ces parameétres permettent dans un premier temps de dimensionner des pieces en
thermoplastiques renforcés qui travailleraient a amplitude et température constante.

2.2.1 Orientation des fibres

La tenue en fatigue, dans le cas le plus simple, est é¢tudiée a I’aide d’éprouvettes haltéres sou-
mises a un chargement de traction a amplitude constante. Mandell a présenté une revue de
résultats de ce type d’essais pour de nombreuses combinaisons fibre/matrice [Man90]. La
notion de I’orientation de fibres n’est pas encore évoquée. Plus tard, de nombreux travaux
seront effectués pour comprendre 1’influence de ’orientation des fibres sur la réponse au
chargement uniaxial [Hor97, Mon07, Ber07, Zag0O1la, Gus07]. Horst remarque que la tenue en
fatigue est une fonction de I’endroit de prélévement dans la plaque moulée, di aux effets dé-
crits dans le paragraphe précédent [Hor97]. Bernasconi étudie I’influence des orientations de
fibres en faisant varier ’angle de prélévement d’éprouvettes dans les plaques moulées. Une
tenue en fatigue décroissante est observée lorsque I’angle entre I’axe médian de I’éprouvette
et le sens de 1’écoulement évolue, Figure 2-5 [Ber07]. De plus, il remarque que ces résultats
ne sont valables que pour la microstructure étudiée. Cette microstructure est principalement
propre au moule utilis¢, a I’endroit de prélévement et au matériau utilisé.

55
A eee. 10° cycles to failure
—. 504 o - - -10°cycles to failure
oo o 10* cycles to failure
=3 B
S 45 Fesy
‘6’ ~
g ]
G 404 A
(]
=2
2
5 35-
S . . ~
x iy B g
< 304 ~---ng
A o N
25 T T T T T T T
0° 30° 60° 90°

Specimen orientation angle

Figure 2-5 : Tenue en fatigue en fonction de I'angle de prélevement des éprouvettes dans les
plaques. 0° = sens de I'écoulement [Ber07].
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2.2.2 Contrainte moyenne

L’influence de la contrainte moyenne est étudiée a partir d’essais a différents rapports de
charge R, le rapport entre la charge minimale et la charge maximale [Gus07, ZagO1la, Mal04,
Oka07, Mon07, Son08], équation (2-2).

R = ~min (2_2)

Mallick et Zhou testent un PA66 GF33 avec des rapports de charge de 0,1, 0,2, 0,3, 0,6 et 0,8
[Mal04]. IIs constatent que 1’équation de Gerber décrit bien les résultats, Figure 2-6. La loi de
Gerber décrit 1’évolution de I’amplitude de contrainte en fonction de la contrainte moyenne a
travers une parabole [Hen05]. Cependant, ils proposent de remplacer la résistance a la traction
par la résistance au fluage. Ceci s’explique par le fait que la tenue en fatigue a contrainte
moyenne ¢levée est probablement gouvernée par le fluage. Oka et al. confirment la pertinence
de la loi de Gerber pour un PBT GF30 avec des rapports de charge de -1, -0,5, 0,1, 0,5, 0,7, et
0,9 [Oka07].
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Figure 2-6 : Diagramme de Haigh pour un PA66 GF33 avec paraboles de Gerber [Mal04].

2.2.3 Gradient de contrainte

Lorsqu’un composant comporte une entaille, une concentration de contrainte est observée
localement. Ainsi, le champ de contrainte est hétérogene et présente des gradients de contrain-
te. La tenue en fatigue est abaissée par rapport a une picce lisse mais reste plus élevée que

11
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celle correspondant a la contrainte locale maximale pour des raisons de plasticité et de volume
[Rad02, HenO05].

L’effet d’entaille est étudié en se basant sur les résultats d’éprouvettes entaillées d’orientation
longitudinale a I’écoulement. Toll et Aronsson démontrent que le procédé avec lequel les
éprouvettes ont été entaillées joue un role majeur [Tol92]. En fait, les éprouvettes dont
I’entaille a été induite par la forme du moule ont une tenue en fatigue de 6-25% plus élevée
que celles dont I’entaille a été percée. Les fibres autour de I’entaille sont fortement orientées
tangentiellement sur les cotés de 1’entaille lors du moulage grace a la forme du moule qui in-
flue sur I’écoulement.

Le « point stress criterion » de Whitney et Nuismer est utilisé par Zago et Springer pour un
copolyamide chargé par 50% de fibres courtes avec succes [Whi74, Zag01b]. Par contre, Toll
et Aronsson obtiennent de mauvais résultats avec ce critére sur un polyamide 66 chargé par
33% de fibres de verre courtes [Tol92]. Ce criteére calcule une distance dy de I’entaille qui est
une propriété du matériau. Pour un essai statique sur éprouvette entaillée, le tracé de contrain-
te a travers la section utile est calculé. La distance dy mesure la distance entre le fond
d’entaille et 1’endroit ou la contrainte principale est égale a la résistance a la traction.
L’hypothese est faite que dy est identique pour le chargement cyclique. Toutefois, le compor-
tement en fatigue n’a pas de lien avec le comportement en statique, ni pour les composites
[Qua09] ni pour les thermoplastiques renforcés par des fibres courtes [Mon07].

Sonsino préfere employer un critére proposé par Kuguel pour des matériaux métalliques
[Son08, Kug61]. La tenue en fatigue est fonction du volume qui est sollicité au dela d’un cer-
tain pourcentage de la contrainte maximale géométrique. Kuguel propose un pourcentage de
90% pour les matériaux métalliques qui font objet de son étude tandis que Sonsino constate
que 80% semble plus approprié pour le PA66 GF35 utilisé dans son étude. Pour les mémes
points expérimentaux, de Monte emploie un critére énergétique également avec succes
[MonO7].

2.2.4 Fatigue multiaxiale

Le chargement uniaxial en cisaillement est un chargement intéressant pour les composites a
fibres continues car les criteres de fatigue de ce groupe de matériau se basent le plus souvent
sur les trois sollicitations : pli UD chargé en traction dans le sens des fibres, en traction sens
transverse aux fibres et en cisaillement plan sens fibres/transverse. Le champ de contrainte est
multiaxial bien que le chargement soit uniaxial.

La caractérisation de la tenue en fatigue en cisaillement plan se fait le plus souvent par des
essais uniaxiaux en traction avec un composite [45°/-45°],s. Ceci en faisant I’hypothése que la
contrainte de cisaillement sous 45° est la contrainte prépondérante. L’essai de torsion sur tu-
bes a parois minces est une solution assez ¢légante et utilisée par [Bae08]. L’essai a trois rails
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est rarement utilisé pour des essais de fatigue [Bae08]. Pour cet essai, les éprouvettes sem-
blent avoir tendance a casser dans les mors. L’essai d’losipescu [Ast05, Mel06] ne permet pas
d’effectuer des essais en fatigue car les mors s’endommageraient, selon [Sho98].

Les chargements multiaxiaux sont le plus souvent réalisés avec des essais sur tubes en trac-
tion/torsion, sur tubes en traction/pression interne [Owe78, Ell01], éprouvettes plates cruci-
formes avec un chargement biaxial appliqué aux quatre membres [Smi89] ou avec des éprou-
vettes plates soumises a un flambement biaxial [Cor01, Che93]. Alors que les essais sur tubes
présentent I’avantage d’un champ relativement homogene, les essais en flexion biaxiale géne-
rent un champ hétérogeéne. L’essai sur éprouvette cruciforme tend a casser dans les bras et non
pas dans la section utile. En plus, il s’agit d’un moyen d’essai assez complexe. C’est pour ces
raisons que la plupart des essais sont effectués sur des tubes.

La fatigue multiaxiale des thermoplastiques renforcés par des fibres courtes étant peu étudiée,
nous allons également aborder les résultats sur d’autres polymeres renforcés ou non.

La tenue en fatigue biaxiale d’un thermodurcissable non renforcé (époxy) est analysée par
Tao et Xia [Tao09]. L’influence de la contrainte moyenne est plus prononcée pour les char-
gements en traction qu’en torsion.

Le comportement en fatigue multiaxiale des composites & matrice thermodurcissable renfor-
cés par des fibres continues a été¢ résumé par Quaresimin et al. [Qua09]. Les résultats disponi-
bles dans la littérature sont réexaminés. Ils constatent que la non-proportionnalité du charge-
ment appliqué, c’est-a-dire le déphasage entre les axes du chargement appliqué, a peu
d’influence sur la tenue en fatigue. En revanche, la présence de contraintes de cisaillement a
un impact néfaste.

Berrehili présente la tenue en fatigue d’un thermoplastique non renforcé (PP) [Berr09]. Des
tubes sont soumis a un chargement de traction pure et de torsion pure. La tenue en fatigue
pour les deux rapports de charge R=-1 et R=0 et pour les deux chargements est gouvernée par
le deuxiéme invariant du déviateur du tenseur de contrainte, plus précisément sa valeur
maximum.

Ton That et al. étudient le comportement en fatigue biaxiale d’un hydroxyapatite renforcé PE
[Ton00]. La torsion a un impact beaucoup plus important sur la durée de vie que la traction.
Le déphasage augmente seulement 1égerement les durées de vie.

Quant a la fatigue multiaxiale des thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes,
seuls les travaux de Jaschek [Jas07] et de De Monte [Mon07] présentent 1I’impact de la torsion
sur la tenue en fatigue. Pour un PA66 GF35, ils constatent une trés 1égere augmentation des
durées de vie avec un déphasage et considerent que cet effet peut étre négligé. Les pentes des
courbes SN des essais en torsion et en traction/torsion en phase et déphasées sont trés proches
de celles en traction. La tenue en fatigue est considérablement abaissée par la contrainte de
cisaillement pour les deux rapports de charge R=-1 et R=0.

13
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2.2.5 Synthése

Cette analyse des principaux travaux concernant la fatigue multiaxiale des polymeéres renfor-
cés nous amene a formuler quelques questions auxquelles nous allons tenter de répondre par
la suite dans nos travaux. Ces questions correspondent a des points a éclaircir ou a des man-
ques dans les travaux actuels.

1) Est-il possible de décrire ’influence de la contrainte moyenne autrement que par des
relations empiriques nécessitant des essais mécaniques ?

2) Quel est ’outil approprié pour prendre en compte 1’influence de I’orientation des fi-
bres et la variation spatiale de ce parametre dans une picce ?

La deuxieme question sera abordée dans un contexte ou nous souhaitons proposer une chaine
de calcul complete (intégrée si possible) depuis la simulation de la mise en forme jusqu’au
calcul de la durée de vie en fatigue.

Ces deux questions sont au cceur de notre travail mais nous tenterons aussi d’aborder a notre
maniere, et en tenant compte de la derni¢re remarque, la prise en compte de la répartition des
contraintes au sens de la tri-axialité et de la répartition spatiale (gradient de contrainte).

2.3 Mécanismes d’endommagement par fatigue

La connaissance des mécanismes de rupture est un €lément-clé pour la compréhension du
comportement en fatigue [Qua09]. Afin d’aborder les travaux de la bibliographie sur ce point,
nous allons classer en deux familles les manicres d’étudier ces mécanismes. Dans un premier
temps, des grandeurs quantifiables plutdét macroscopiques et, dans un deuxieme temps, des
grandeurs plus qualitatives que sont [’observation et le suivi des mécanismes
d’endommagement. Les grandeurs macroscopiques présentent 1’intérét d’€tre des variables
quantifiables mais I’inconvénient provient de leur possible éloignement de la physique réelle.
A T’inverse, la connaissance des mécanismes physiques d’endommagement permet de se rap-
procher de la physique et du matériau mais il est souvent difficile de quantifier ces variables.

On constate d’abord que les composites a matrice polymere sont des matériaux extrémement
hétérogeénes et qui présentent des localisations de contrainte qui génerent des endommage-
ments locaux. Lors des chargements cycliques, les composites subissent un endommagement
qui modifie leur comportement mécanique. Ce changement de comportement est enregistré a
travers différentes grandeurs mécaniques :

e Le module dynamique, défini ici comme la pente de la droite qui relie les points a
contrainte minimale a contrainte maximale de la courbe d’hystérésis [Alt89, Wib97,
Mou09, Mon07, Cas06].
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e [’amortissement selon Lazan, défini comme 1’aire inclue par la courbe d’hystérésis
divisée par I’aire au dessous de la ligne médiane de la courbe d’hystérésis [Laz68,
Alt89, Jan89, Pav94, Mon(7]

e La grandeur dite « nonlinear viscoelastic parameter » selon Noda, défini comme le
rapport entre la somme des amplitudes d’ordre n > 2 et ’amplitude d’ordre 1 d’une
analyse de Fourier du signal de déformation [Nod01, Tak94].

e Laraideur ¢lastique selon Nouri [Nou09], avec la raideur initiale prise comme la pente
initiale lors de la montée statique en charge de I’éprouvette, et la raideur endommagée
mesurée ensuite en déchargeant 1’éprouvette lors d’un chargement cyclique sinusoidal.

e La déformation, en suivant la déformation a charge moyenne ou a charge maximale
[Alt89, DiB80, Cas06, Hor97].

Pour les thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes, ces grandeurs sont suivies
pour le cas de traction sur des éprouvettes longitudinales. Une baisse de module dynamique
est observée entre 5 et 20 % du module initial, selon trois étapes :

e Forte réduction de raideur et augmentation de I’amortissement
e Evolution a gradient constant
e Chute de raideur et amortissement croissant de manicre exponentielle

Nous constatons que le stade III n’est pas observé dans la plupart des études portant sur les
thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes [Widb97, Mon07, Nou09].
L’éprouvette cassant souvent aux extrémités de la section utile sous ’effet de 1égeres sur-
contraintes, 1’extensomeétre peut ne pas contenir I’endroit de la rupture. Cependant, ce n’est
qu’un phénomene localisé a I’endroit de la fissure qui produit cette perte de raideur importan-
te pendant le stade III [Ren07].

Ces évolutions seraient liées aux mécanismes a 1’échelle microscopique dans le matériau.
Wiber démontre que I’évolution de la raideur est proportionnelle a 1’évolution de 1’émission
acoustique (PP GF20) [Wdb97]. L’évolution serait due a I’initiation de microfissures en stade
I, décohésion des interfaces fibre/matrice en phase II et rupture finale en stade III.

Casado montre que la perte du module est reliée a 1’évolution de la rugosité de la surface des
éprouvettes (PA66 GF35) [Cas06]. La rugosité est due a des microcraquelures (« crazes »)
observées par microscope €lectronique a balayage (MEB).

De Monte réalise des essais interrompus lors desquels il effectue des observations par micros-
cope optique et acoustique et par tomographe (PA66 GF35) [Mon07]. Aucun endommage-
ment qui puisse étre li¢ aux évolutions des grandeurs macroscopiques n’est identifié. Par
contre, Jantzen observe, a I’aide d’un microscope sur les tranches de 1’éprouvette, des fissures
qui se formeraient au niveau des fibres orientées transversalement (PBT GF30) [Jan89]. Ces
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fissures sont initiées a environ 15% de la durée de vie et se propagent le long de la durée de
vie. Tout de méme, il estime que I’évolution de ’endommagement serait liée au comporte-
ment viscoélastique du polymere. Nisitani et al. suivent une fissure sur éprouvette lisse par la
méthode des répliques et constatent que la durée de propagation de fissure est trés courte par
rapport a la durée de vie totale pour le matériau étudi¢ (PEEK CF30) [Nis92].

Noda (PA66 GF33) observe des cavités aux bouts des fibres paralléles au chargement en sur-
face de I’éprouvette lors du stade I [NodO1]. Le stade II correspond a des microfissures trans-
versales au chargement et le stade I1I a la coalescence des fissures et la rupture finale.

Les cavités trouvées aux bouts des fibres paralléles au chargement sont également trouvées
par Horst pour un polyamide [Hor97], mais, cette fois-ci, dans le volume en effectuant des
ruptures cryogéniques. Des cavités aux bouts des fibres paralleles a la charge sont observées
par MEB, Figure 2-7. Le scénario d’endommagement proposé est qu’un endommagement est
initi¢ aux bouts de fibres longitudinales. Cet endommagement devient une cavité qui grandit
au cours de I’essai. Ensuite, les cavités créent des microfissures qui coalescent et menent a la
rupture finale.

Figure 2-7 : Microcavité au bout d’une fibre parallele au chargement PA6 GF30 [Hor97].

La localisation de I’endommagement au bout des fibres longitudinales s’explique par la pré-
sence de fortes surcontraintes a cet endroit. Horst simule une fibre dans la matrice avec
I’extrémité qui n’est pas ensimée a cause au coupage des fibres aprés 1’ensimage de celles-ci
[Hor98]. Le calcul non linéaire par ¢léments finis montre une forte contrainte normale sur
I’interface au bout de la fibre ce qui expliquerait la création d’une cavité comme celle de la
Figure 2-7. Un calcul analytique en 3D et beaucoup plus sophistiqué est développé par Jiang
[Jia04] et ensuite amélioré par Abedian [Abe(07]. Abedian effectue un calcul sur fibre égale-
ment décollée au bout. La concentration de contrainte au bout de la fibre est confirmée. Par
contre, les contraintes sont cette fois-ci calculées dans la matrice et non dans I’interface. Au
bout de la fibre, une contrainte circonférentielle dans la matrice est observée ; elle s’ajoute a
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la contrainte axiale présente a cet endroit. Une composante radiale positive est également pré-
sente, mais moins prononcée par rapport aux autres. Ainsi, I’état de contrainte est triaxial au
bout de la fibre.

Horst caractérise également les faciés de rupture en fatigue. Il distingue deux zones : Une
zone appelée « microductile » dii a I’aspect étiré de la matrice. L’autre zone est « microfragi-
le » car le polymere ne montre pas de déformation. Etant donné que la zone ductile occupe
plus du facies pour des essais de fatigue que pour des essais statiques, la zone ductile est attri-
buée a I’endommagement en fatigue.

La mécanique de la rupture devrait permettre de corréler la vitesse de propagation de fissure
et les aspects du faci¢s afin de pouvoir en dire plus. Cependant, seulement deux zones sont
distinguées, I’aspect microductile est observé a la propagation stable de la fissure et I’aspect
microfragile lors de la rupture rapide [Lan87]. Cette distinction de ces deux zones est égale-
ment faite par Bernasconi et Monte [Ber07, Ber09, Mon07, Wyz91]. La zone microductile
attribuée a la fatigue présente des fibres totalement nues. Dans la zone fragile attribuée a la
rupture brutale, la rupture s’effectue a quelques microns des fibres dans le polymeére. C’est-a-
dire, les fibres sont enrobées d’une fine couche de matrice. [Mon07, Ber07, Lan87, Hor98]

Etant donné que les fibres sont nues dans la zone qui est attribuée a la fatigue et enrobées pour
la zone attribuée a la rupture fragile, les auteurs suggerent que le chargement en fatigue est
néfaste pour la tenue de I’interface.

Afin de comprendre les mécanismes de rupture du composite, il est utile de comprendre ceux
du polymere pur. Pour le PBT, peu d’études sont trouvées. Hobbs effectue des essais de téna-
cité [Hob80]. Les faciés de rupture présentent une zone comportant de grandes cavités circu-
laires de 500 microns dont la matrice est étirée aux bords pres de I’entaille. La zone de rupture
rapide est cassée de maniere fragile. Concernant les mécanismes de rupture en fatigue a 5 Hz,
Voss et Karger-Kocsis présentent des facies similaires avec des cavités plus fines [Vos88].
Morelli et Takemori conduisent leurs essais de fatigue a 10 Hz [Mor84]. L’aspect des facics
est similaire a celui de Voss et al. et de Hobbs. Des microcraquelures sont observées dans une
couche au dessous du faci¢s. En fonction des résultats, un échauffement élevé est soupgonné
et des essais sont effectués dans de I’eau. Le faciés change d’aspect et un aspect propre a celui
des microcraquelures est observé, Figure 2-8-a. En effet, avec la température la rupture en
cisaillement est favorisée [Nar90].
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Figure 2-8 : a. Changement de mécanisme PBT [Mor84]. b. Microcraquelure PBT [Nar90].

Les deux mécanismes en compétition sont un mécanisme d’endommagement par formation de
microcraquelures et un mécanisme de déformation plastique par bandes de cisaillement. Les
microcraquelures se forment dans un plan normal a la premicre contrainte principale. Il s’agit
d’un étirement des macromolécules du thermoplastique. Les macromolécules sont arrangées
dans des fibrilles hautement orientées et donc d’une résistance supérieure. Les microcraquelu-
res sont un processus de cavitation et implique donc une augmentation de volume du maté-
riau. C’est pour cela que des contraintes triaxiales favorisent la formation de microcraquelures
ce qui a été démontré expérimentalement [Tie02, Nar90].

Des états de contrainte hydrostatiques sont induits dans le matériau par des entailles ou des
défauts de surface. Au fond d’entaille, le matériau subit une déformation plastique et un état
de contrainte triaxial, Figure 2-9-a. Des microcraquelures apparaissent et pour le cas d’un
PBT elles sont présentées sur la Figure 2-9-b et la Figure 2-8-b.

Internal craze

a. e x —

Figure 2-9 : a. Champ de contrainte triaxiale induit par une entaille [Nar90]. b. Microcraquelu-
res observées sur un PBT [Nar90].
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Suite a ces observations, il nous semble difficile d’établir un scénario des mécanismes
d’endommagement type pour cette classe de matériaux étant donné la forte dépendance au
matériau et la variété des observations effectuées. Pour cela nous proposons dans la suite de
notre travail de nous concentrer sur les mécanismes d’endommagement selon deux axes.
D’une part, étudier I’évolution des grandeurs macroscopiques au cours des différents essais de
fatigue et, d’autre part, tenter de comprendre a [’échelle adaptée les mécanismes
d’endommagement par fatigue. De plus, ces deux techniques expérimentales seront complé-
tées par des simulations numériques afin d’enrichir les observations microscopiques. I nous
semble nécessaire de coupler ces trois approches afin de bien comprendre la physique de no-
tre probléme avant de s’engager dans une démarche de modélisation.

2.4 Modélisation de la tenue en fatigue

Les critéres de rupture des composites ont été d’abord développés pour le cas d’un renforce-
ment a fibres continues et pour des chargements statiques. Les contraintes sont souvent ex-
primées dans le repere du pli UD ce qui permet de prendre en compte 1’anisotropie. Le pli UD
a un comportement transversal isotrope et son repere est orthonormé comportant les axes 1, 2
et 3. Les axes 2 et 3 sont orthogonaux et dans le plan de symétrie matérielle qui est orthogonal
a I’axe 1 qui est ’axe de symétrie matérielle de révolution. Autrement dit, ’axe 1 est orienté
dans le sens des fibres. Dans ce qui suit, nous allons définir ’axe 3 comme normal au plan
médian du composite. L’orientation de I’axe 2 quant a elle est orthogonale a I’axe 1 et 3. Les
surfaces de rupture sont donc le plus souvent représentées dans les contraintes dans ce repére

(0,,0,,04,7,,,T,3,T4; ) que nous allons appeler « repére du matériau » dans la suite.

Afin de modéliser la tenue en fatigue, différentes approches existent. La présentation suivante
non exhaustive se limite a des criteres utilis€és pour des thermoplastiques renforcés par des
fibres de verre courtes.

Les approches phénoménologiques tentent de simuler I’endommagement du matériau qui est
relié aux propriétés résiduelles du matériau comme la raideur ou la résistance. Ainsi, le com-
portement du matériau évolue au fur et a mesure et des redistributions de contrainte sont ainsi
prises en compte.

Les critéres quadratiques ne prennent pas en compte les évolutions du comportement mais
sont basés sur des courbes SN avec un critére d’arrét donné. La formulation quadratique per-
met de décrire I’interaction entre les contraintes agissant dans le repere du matériau.

Enfin, des critéres qui prennent en compte le procédé d’injection sont abordés. Cette métho-
dologie de calcul intégre une simulation d’orientation des fibres. La durée de vie est ensuite
simulée a 1’aide d’un critére capable de prendre en compte I’information du tenseur
d’orientation des fibres.
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2.4.1 Approche phénoménologique

Les modéles phénoménologiques peuvent étre formulés a différentes échelles : microscopi-
que, mésoscopique ou macroscopique. L’approche consiste a définir des variables
d’endommagement qui sont identifiées a partir d’observations physiques ou de tests plus ma-
croscopiques comme ceux décrivant I’évolution de la raideur par exemple.

Pour les thermoplastiques a fibres courtes, nous avons retenu comme approche récente les
travaux de Nouri [Nou09] qui a développé un modele phénoménologique pour les thermo-
plastiques renforcés par des fibres de verre courtes en se basant sur les travaux de Ladeveze et
Sedrakian [Lad92, Sed04]. L’approche se base sur la notion de comportement en présence
d’endommagement. L’énergie de déformation est définie pour un matériau orthotrope en fai-
sant ’hypothése des parois minces ou modérément épaisses (o 33 = 0), équation (2-3).

1
o 1 —[Elogl(gl +V2182)+E252(32 TVié )]+
a =5 1=v,vy (2-3)

0o .2 0o .2 0o .2
LAGHEL HAGLESL +4G 65,

ou 1 correspond a la direction de I’injection, 2 correspond a la direction transversale a
I’injection et 3 correspond a la direction de 1’épaisseur. Les modules sont définis en fonction
de la variable d’endommagement, équations (2-4) - (2-8).

E =E'(1-d]) (2-4)
E,=E)(1-d/) (2-5)
G, =G (1-d}) (2-6)
G, =Gh(1-d}.) (2-7)
G, = Gy (1-dJ, (2-8)

L’¢énergie de déformation a I’état endommagé s’écrit :
1 1 0 ’ 0
S == —[E1 (1-d; )51<51 +V2152>+ +E| 51<51 +V2152>_
2\ 1=-vp,v,
+E)(1-d])e, <52 + 1/12€1>+ +Eje, <€2 + v12£1>_]

+ 4G102 (I- dlé )5122 + 4G103 (I- d1€ )5123 + 4G§3 (1 _dzfé )5223}

(2-9)

avec : < >+ : partie positive de 1’expression ; < >7 : partie négative de I’expression.

La variation d’endommagement en fonction de la durée de vie est exprimée par les équations
(2-10) - (2-14).
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v At
ady) _ a,py _ aé:d' + A, - aé:dv (e—(51N)) (2-10)
aN) 1+p\ ad/ od/
f Bl
o(d;) _ a,p, _ 0, + 4, - 0S8, (ef(ézN)) (2-11)
o(N) 1+p,\ ad] od]
ﬁlz_l
a(d},) _ apPn| 86551‘ + A - afd. (e—(d"lzN)) (2-12)
aN) 1+p,\ ad] od},
g ﬂlS_l
a(dy) _ a; P _ aé:dv + A - afd. (e—(d"lsN)) (2-13)
aN) 1+, ad}, od,
Pl
a(d'zfa) _ Ay Pas _ 0S4 + Ay — afd (e—(é'zsN)) (2-14)
aN) 1+p,\ od ad,

ou«a, f, 0 et A sontdes parametres.

Au total, vingt parameétres sont & déterminer. En se limitant a des corps plans et minces char-
gés dans leur plan et donc en réduisant le probléme a un probléme 2D, 12 paramétres sont a
identifier. Afin d’obtenir les paramétres, deux voies peuvent étre employées :

e Une identification inverse est effectuée en mesurant la perte de raideur des essais mé-
caniques pour les trois sollicitions de base : traction sur des éprouvettes prélevées sens
longitudinal, traction sur des éprouvettes prélevées sens transversal et cisaillement pur
sur des éprouvettes prélevées sens longitudinal ou transversal.

e Une identification inverse est effectuée en mesurant 1’évolution du champ de déforma-
tion d’une éprouvette a géométrie complexe (qui donc présentera les trois pertes de

raideur).

Dans les travaux de Nouri, la premiere approche d’identification est utilisée pour les éprou-
vettes longitudinales et transversales. La perte de raideur pour ces deux types d’éprouvettes
est bien reproduite par le modele.

Les paramétres sont valables pour un rapport de charge donné et la microstructure des éprou-
vettes. Cette derniere est fonction de la géométrie du moule et susceptible de varier d’un point
a ’autre dans une piéce réelle. Quant a des chargements multiaxiaux, une interaction entre les
variables d’endommagement peut exister et pourrait nécessiter des termes de couplage
[Sed04, Gud09].

La richesse de cette approche repose sur I’évolution de la raideur en fonction de la variable
d’endommagement. Ainsi, la répartition des contraintes évolue en fonction du nombre de cy-

cles.
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2.4.2 Criteres quadratiques

Les critéres de type quadratique sont d’abord développés pour des chargements statiques
biaxiaux. Le principal avantage est qu’ils prennent en compte I’interaction des contraintes
dans le repére du matériau. Hill généralise le critére de von Mises au cas des matériaux iso-
tropes transverses [Hil50]. Le critére de Tsai Hill est une adaptation du critére de Hill a
I’utilisation pour les composites [Azz65]. Méme si les interactions des contraintes du pli UD
sont prises en compte, une distinction de la compression et de la traction n’est pas faite. Tsai-
Wu propose un critére polynomial de tenseurs d’ordre 2 et 4 de contraintes de rupture
[Tsa71]. Ce critére permet de distinguer les sollicitations en compression et en traction. Ce-
pendant, I’identification des parameétres étant laborieuse, le critére est peu utilisé dans sa for-
me compléte.

Les critéres quadratiques ont été adaptés aux chargements de fatigue. Le critere de Tsai Hill
est modifié par Jen et Lee [Jen98] pour des composites a fibres continues et a matrice thermo-
plastique. Bernasconi utilise ce critére pour décrire les résultats obtenus sur éprouvettes préle-
vées a différents angles par rapport a la plaque moulée pour un polyamide, Figure 2-5
[Ber07]. Les résistances statiques sont remplacées par les contraintes de ruptures pour une
durée de vie donnée, équation (2-15).

2 2 2
O-lAmax O_Z,max O-l,max O-Z,max T12,max
+ - + =1 (2-15)
(O-l,fat (N )] (0-2,_/?:: (N )J le,fat (N ) (le,fat (N )j

De Monte utilise également une modification du critére de Tsai Hill aux chargements de fati-

gue pour un polyamide chargé par des fibres de verre courtes [Mon07]. Il emploie la racine du
critere de Sims et Brogdon, équation (2-16) [Sim77]. Les résistances statiques sont rempla-
cées par des courbes SN pour un rapport de charge et une température donnée.

2 2 2
0, 06,0, n 0, n i —1 (2-16)
Gl,u (N’R’T) 0-12,u (N’R’T) UZ,M (N’ R’ T) z—12,u (N7R’T)

La surface de rupture est présentée sur la Figure 2-10. Les paramétres sont identifiés a I’aide

=

de courbes SN sur éprouvettes plates en traction pour trois différentes orientations. La surface
de rupture est ensuite validée avec des essais sur tubes en torsion, traction et traction/torsion.
Les erreurs sur la durée de vie sont de 1’ordre de 300% pour des durées de vie entre 10° et 10°
cycles.
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622 011

Figure 2-10 : Surface de rupture pour un PA66 GF35 a R=0 et N=10° cycles [MonO6].

Jaschek utilise le critere de Philippidis et Vassilopoulos [Phi99] qui est un critére de Tsai Wu
modifié, pour les mémes essais, équations (2-17) [Jas07].

F, 0} +2F,0,0, + F,,0: + Fy 1}, + Fio, + F,o, <1 (2-17)
avec :
1 1 1 1 1 1 1 1
£ :E’ £ :}_;7 Fy :ﬁa F, :?_F5 F, :_E\/Fanz s Fg :F

ou X et X’ sont les contraintes de rupture dans la direction 1 en traction et en compression
respectivement. Y et Y’ sont les contraintes de rupture dans la direction 2 en traction et en
compression et S est la contrainte de rupture en cisaillement. Le critére est identifié avec les
résultats en traction et torsion sur tubes et validé avec les essais en traction/torsion. Les er-
reurs sont de I’ordre de 300% sur la durée de vie entre 10° et 10° cycles.

En conclusion, les critéres quadratiques sont relativement faciles a employer et permettent de
prendre en compte ’interaction des différentes contraintes agissant dans le repere du maté-
riau. Méme si I’anisotropie est prise en compte a travers la formulation dans les axes de symé-
trie du matériau, le critére est seulement défini pour la microstructure des éprouvettes qui ont
servi pour I’identification [Ber07]. L’emploi du critére sur une picce réelle exige alors que la
piéce ait au moins localement a 1’endroit de la rupture la méme microstructure que les éprou-
vettes testées.

Le nombre d’essais pour identifier (courbes S-N) est cependant assez €levé. En utilisant une
interpolation pour décrire 1’influence de la contrainte moyenne, il faut produire six courbes
SN (longitudinale, transversale, en cisaillement pour deux rapports de charge) pour
I’identification.
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2.4.3 Critere de durée de vie intégrant le procédé

Zago propose un critére de rupture qui prend en compte le processus d’injection [ZagO1b]. La
chaine de calcul comprend :

e La simulation d’orientation de fibres de la structure a dimensionner.
e Le calcul par éléments finis de la contrainte principale maximum.

e La détermination de ’angle entre la contrainte principale maximum et I’orientation de
la valeur propre du tenseur d’orientation de fibres.

Le critére de rupture retenu est donc le critére de la plus grande contrainte principale qui est
¢galement employé par Sonsino et Moosbrugger pour le dimensionnement d’une piece indus-
trielle [Son08]. Zago prend en compte la contrainte moyenne par la droite de Goodman et
I’effet d’entaille par le « point stress criterion » de Whitney et Nuismer [Hen05, Whi74].

Cette approche est améliorée par Fleischer et al. [Fle09]. La chaine de calcul compléte pré-
voit :

e [.asimulation des tenseurs d’orientation des fibres.

e La transformation des tenseurs d’orientation d’un maillage adapté au calcul
d’orientation de fibres a un maillage optimisé pour un calcul de contrainte.

e [a détermination du comportement orthotrope des ¢léments par 1’homogénéisation.
e Le calcul du champ de contrainte par la méthode des éléments finis.
e L’application d’un critére de type plan critique contrainte normale.

o Rotation du repére dans des incréments de 10°.

o Calcul des contraintes normales de ces plans en fonction du temps.

o Détermination des valeurs propres et des orientations propres du tenseur
d’orientation.

o Evaluation des contraintes de rupture dans les orientations propres de
I’élément.
o Evaluation de la contrainte de rupture dans le plan critique.

o Comptage de cycles pour le chargement variable par la méthode ‘Rainflow’.

o Détermination de la durée de vie par un cumul de dommage non-linéaire
[ZagO1b].

L’¢évaluation des contraintes de rupture dans les orientations propres de 1’élément est effec-
tuée par interpolation. Pour I’élément considéré, les valeurs propres et les vecteurs propres du
tenseur d’orientation sont calculés. Les contraintes de rupture qui correspondent a ces trois
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valeurs propres sont interpolées de maniére lin€aire en considérant les contraintes de rupture
pour les éprouvettes prélevées dans le sens longitudinal et transversal par rapport a la plaque
moulée en fonction du composant a;; de leur tenseur d’orientation (1 = axe longitudinale de
I’éprouvette, 2 = axe transversale de 1’éprouvette, 3 = axe orthogonale a I’axe 1 et 2), Figure
2-11.
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Figure 2-11 : Calcul des contraintes de rupture pour I'élément considéré [Fle09].

L’évaluation de la contrainte de rupture dans le plan critique est effectuée en interpolant par
un critére quadratique. Les contraintes de rupture pour les trois valeurs propres précédemment
déterminées sont tracées dans un repere orthonorm¢ a ’aide des vecteurs propres, Figure
2-12. A I’endroit ou la normale du plan critique transperce la surface de rupture, la contrainte
de rupture est déterminée. C’est la longueur du vecteur qui correspond a la contrainte de rup-
ture.

7 >(
i (/ :

Figure 2-12 : Détermination de la contrainte de rupture pour le plan critique [Fle09].

Ce criteére prend en compte la microstructure du composite et peut, a 1’aide des interpolations,
déterminer la résistance d’une microstructure quelconque. En plus, les parametres du critére
sont faciles a déterminer a partir de deux courbes SN. Pour d’autres rapports de charges, une
interpolation a I’aide d’un diagramme de Haigh est envisagée. Cependant, le point faible est
stirement I’absence de la notion de contrainte de cisaillement. En fait, en chapitre 2.2, nous
avons vu que le cisaillement avait un impact néfaste sur la tenue en fatigue de la plupart des
composites.
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2.5 Synthése bibliographique et objectifs du travail

Le processus d’injection détermine la microstructure de la piece moulée. Les principaux mé-
canismes qui orientent les fibres sont des écoulements de cisaillement et des écoulements
¢longationnels dont I’effet sur 1’orientation est prépondérant. La microstructure qui en résulte
est observée sur des plaques injectées. Principalement, les fibres sont orientées dans le sens de
I’écoulement avec une fine couche de fibres orientées transversalement. Tout de méme,
I’orientation de fibres sur piece réelle peut comporter des états d’orientation des fibres plus
aléatoire qui peuvent varier fortement d’un point a I’autre en fonction de la géométrie.

La simulation ¢éléments finis permet d’obtenir les orientations des fibres qui sont exprimées
par le tenseur d’orientation. La connaissance du tenseur d’orientation, du comportement iso-
trope des constituants et du rapport de forme des fibres permet de simuler le comportement
orthotrope du matériau. Ainsi, des calculs de structure peuvent étre effectués avec les tenseurs
de rigidit¢ homogénéisés en tout point. La simulation d’orientation des fibres donne qualitati-
vement de bons résultats pour les zones d’épaisseur mince. Il s’agit donc plutét d’une ap-
proximation du vrai comportement qui sera toutefois mieux que 1’hypothése d’un comporte-
ment isotrope.

Concernant le comportement en fatigue, 1’influence de 1’orientation des fibres a été constatée
et est simulée par des critéres quadratiques. Cependant, les études actuelles sont limitées au
cas des éprouvettes plates et lisses en traction uniaxiale. L’effet de 1’orientation des fibres sur
la tenue en fatigue en cisaillement plan est ignoré ce qui est autant plus pénalisant que le ci-
saillement a un impact néfaste sur la durée de vie. Quant a I’influence de la contrainte moyen-
ne, de nombreux points expérimentaux pour différents rapports de charge montrent que 1’effet
de la contrainte moyenne est trés bien décrit par la parabole de Gerber. Cependant, I’ensemble
d’essais est effectué sans ou avec une contrainte moyenne positive. La droite de Goodman est
¢galement souvent employée afin de décrire I’influence de la contrainte moyenne. Malheureu-
sement, 1’effet de la contrainte moyenne doit étre caractérisé pour chaque orientation de fibres
et cas de sollicitation.

La connaissance des mécanismes de rupture pour les polyamides chargés par des fibres de
verre courtes est développée. Lors d’un chargement uniaxial en fatigue, des cavités sont
créées au bout des fibres longitudinales. Ces cavités grandissent au cours de la durée de vie
est coalescent. Une fissure est créée qui mene a la rupture finale. Cependant, nous savons peu
de choses sur le moment de ’apparition de la fissure. Pour des PEEK chargés par fibres de
verre la méthode de répliques a été appliquée et il est constaté que la macro-fissure apparait
tard. A partir de ces travaux, peu d’informations sont disponibles sur 1’identification et
I’apparition de macro-fissures. Enfin, tous les auteurs sont d’accord pour dire que les thermo-
plastiques subissent une perte de raideur et une augmentation de I’amortissement. Ces évolu-
tions sont corrélées avec la rugosité de la surface due a la création de microcraquelures. Les
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microcraquelures sont encore peu étudiées. De nombreux facteurs déterminent leur apparition.
Une chose est slire : une contrainte hydrostatique favorisera la création de microcraquelures.
Les travaux de microcraquelures semblent limités aux polymeéres purs. Peu de connaissances
sont disponibles sur les thermoplastiques chargés de fibres courtes.

Les approches de modélisation de la tenue en fatigue présentées sont les approches phénomé-
nologiques, les critéres quadratiques et les criteres de durée de vie intégrant le procédé.
L’approche phénoménologique de Nouri est un outil puissant qui permet de décrire la perte de
raideur pour un matériau orthotrope. L’identification des parametres est complexe.
L’anisotropie est prise en compte alors que la microstructure exacte ne ’est pas et une inter-
polation a d’autres microstructures que celle des éprouvettes est a envisager.

Les critéres quadratiques prennent bien en compte I’interaction de différentes contraintes.
Pour les cas de sollicitations étudiés, les durées de vie sont trés bien évaluées. La notion ani-
sotrope est intégrée dans le critere mais le critére n’est également valable que pour une seule
microstructure, celle des éprouvettes. La caractérisation est facile a travers des courbes SN
mais laborieuse car il faut en effectuer trois pour chaque rapport de charge.

Les criteéres de durée de vie intégrant le procédé comprennent de nombreuses étapes de calcul.
L’avantage principal est que ce critére permet d’interpoler les résultats sur éprouvette a
d’autres microstructures. De plus, la microstructure est connue pour tous les éléments et grace
a ’homogénéisation, le comportement de tous les €éléments est déterminé ce qui permet la
simulation de la durée de vie d’une structure. Les interactions de différentes contraintes sont
prises en compte et la caractérisation du critére se fait avec seulement deux courbes SN par
rapport de charge. Toutefois, le critére proposé n’est pas sensible aux contraintes de cisaille-
ment qui ont un effet néfaste sur la tenue en fatigue.

A partir de cette analyse bibliographique et en prenant en compte notre objectif industriel
(chaine intégrée de calcul de durée de vie depuis la simulation du procédé), nous proposons
d’approfondir les sujets suivants dans le cadre de nos travaux :

e FEtant donné I’'importance du cisaillement sur les résultats de fatigue, nous proposons
de réaliser un montage expérimental de cisaillement pur sur éprouvette plane. Ceci
dans le but d’étudier I’effet de 1’orientation sur la fatigue en cisaillement plan. Ce type
de montage nécessite une analyse EF compléte de I’éprouvette de sorte a dimension-
ner une éprouvette ayant un champ mécanique aussi homogene que possible. Ce type
d’essais est assez complexe a réaliser mais cela nous permettra d’accéder a un domai-
ne de chargement encore inexploré en fonction de 1’orientation pour ce type de maté-
riau.

e [’¢tude des mécanismes d’endommagement nous parait aussi un enjeu important.
Nous proposons de coupler des observations macroscopiques comme la mesure de
raideur et de température a des mesures beaucoup plus locales grace aux répliques,
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aux essais interrompus et aux faci¢s de rupture. L’ambition de cette partie est de cou-
pler différentes techniques expérimentales afin de mieux comprendre les mécanismes
d’endommagement par fatigue.

e Autant que possible, nous allons essayer de travailler sur la prise en compte de la
contrainte moyenne. En effet, de nombreuses approches nécessitent des essais spécifi-
ques pour décrire 1’effet de la contrainte moyenne sur la tenue en fatigue pour chaque
orientation des fibres. L’idée est ici de travailler sur la forme d’un critére de fatigue in-
tégrant de facon explicite ces effets sans multiplier les essais d’identification.

e Le critere de fatigue sur lequel nous allons travailler devra s’intégrer complétement
dans une chaine de dimensionnement en fatigue qui inclut la simulation du procédé,
par la prise en compte des orientations locales de fibres qui en résultent. L’enjeu est
donc ici de prendre en compte autant que possible la physique du probléme a une
échelle fine tout en respectant les contraintes liées aux outils de calcul du bureau
d’études. Il conviendra de trouver un compromis acceptable selon les deux points de
vue.

e Enfin, nos travaux vont s’appuyer sur deux matériaux afin d’essayer de donner un ca-
ractere aussi général que possible a notre proposition.
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3 Matériaux

D’abord, les deux matériaux de 1’étude sont présentés ainsi que les raisons pour lesquelles ils
sont choisis. La microstructure est présentée a 1’aide d’observations microscopiques optiques
et quelques images tomographiques 3D. Le comportement mécanique est caractérisé a travers
plusieurs essais standards sur éprouvette pour alimenter 1’identification du modele de compor-
tement macroscopique. Un modéle simple a comportement orthotrope est présenté et les résul-
tats sont ensuite comparés aux essais mécaniques.

3.1 Matériaux de I'étude : le PBT+PET GF30 et le PA66
GF35

L’enjeu principal de cette thése étant la proposition d’un critére de fatigue pour les thermo-
plastiques renforcés par des fibres de verre, nous avons choisi deux différents matériaux ren-
forcés. Cela permet d’évaluer le champ d’application du critére. Certes, le critére ne peut pas
assurer le dimensionnement des piéces dans tous les thermoplastiques chargés. En effet, la
gamme de thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes est assez vaste. Mandell
constate que les mécanismes de rupture varient fortement entre les différents systémes fi-
bres/interface/matrice [Man90]. C’est pour cette raison, que nous avons choisi deux matériaux
assez proches. Tous les deux sont des thermoplastiques renforcés par des fibres de verre de
trés courte longueur (rapport de forme d’environ 25). Le choix des matériaux est aussi motivé
par le contexte industriel. Le PBT+PET GF30 est choisi car il est candidat pour une applica-
tion automobile qui est en train de passer d’aluminium au thermoplastique. Le PA66 GF35 est
choisi parce que de nombreuses applications sont déja produites dans ce matériau. Il s’agit
donc d’un matériau relativement bien connu pour lequel Renault souhaite disposer d’un outil
prédictif de tenue en fatigue en lien avec 1’outil de simulation du procédé.

Le PBT+PET GF30 est choisi pour ’application pieds de barre de toit. Jusqu’a présent, ceux-
ci étaient dimensionnés en aluminium. Dorénavant, pour certains modeles, I’emploi du
PBT+PET GF30 est envisagé afin de réaliser d’importants gains économiques. En plus,
I’allégement ainsi réalisé est un des enjeux majeurs pour Renault afin de baisser la consom-
mation des véhicules. Suite au passage de I’aluminium au thermoplastique renforcé, les bu-
reaux d’études ont besoin de nouveaux outils de dimensionnement appropri€s aux particulari-
tés de ces matériaux encore peu connus. Le PBTH+PET GF30 est constitué d’un mélange de
polyesters thermoplastiques semi-cristallins de polybutyléne téréphtalate et de polyéthyléne
téréphtalate. La température de transition vitreuse se situe a environ 50°C et le taux massique
de fibres de verre courtes est de 30%.
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Le PA66 GF35 est utilisé pour de nombreuses applications sous capot comme par exemple le
répartiteur d’air. Jusqu’a présent, ces pieces sont dimensionnées par des calculs simples. Sou-
vent, un calcul par éléments finis avec un comportement isotrope est effectué¢ et une évalua-
tion des charges admises est faite en se basant sur la contrainte de von Mises. Ensuite, les
moules sont congus et produits. Les piéces injectées sont finalement validées par des tests
d’endurance. Cette approche est extrémement coliteuse pour deux raisons. D’un coté, lorsque
les pieces n’endurent pas les essais de fatigue, une nouvelle boucle de conception doit étre
effectuée. De I’autre, dans le cas ou les pieces sont validées, un surdimensionnement a lieu ce
qui colte de la matiere et rajoute du poids au véhicule. D’ou le besoin des bureaux d’études
d’un outil de dimensionnement en fatigue en lien avec 1’outil de simulation du procédé.

Une particularité des polyamides est leur hydrophilie qui a un impact sur les propriétés méca-
niques. En sortie du moule le matériau est sec. Dans 1’environnement de service, le polyamide
prend de 1’eau ce qui a un impact important sur les propriétés mécaniques. Afin de caractéri-
ser le matériau le plus proche de I’environnement de service possible, il est choisi de condi-
tionner les éprouvettes a un environnement standardisé de 23°C et de 50% d’humidité [Iso08].
Pour ce conditionnement, le module de Young est diminué¢ de 25% pour le PA66 GF35. La
prise d’eau est une fonction du temps et de 1’épaisseur des parois. La saturation dans un envi-
ronnement de laboratoire prendrait un an environ. C’est pour cette raison qu’une méthode
accélérée de conditionnement suivant la norme ISO 1110 a été choisie [Iso87]. Le long de la
thése, les éprouvettes ont été stockées dans une enceinte climatique afin d’assurer la stabilité
des propriétés. Le PA66 GF35 a un taux massique de fibres de verre courtes de 35%. Il s’agit
d’un thermoplastique semi-cristallin.

Dans le cadre de la thése, les essais sur le PBT+PET GF30 ont été effectués a ’ENSMA tan-
dis que les essais sur le PA66 GF35 ont été effectués au LBF a Darmstadt. Le travail de these
a donc été principalement centré sur le PBT+PET GF30. C’est pour cette raison que
I’ensemble des résultats du PA66 GF35 sont présentés en Annexe C. Néanmoins, nous allons
référer dans ce qui suit de nombreuses fois aux résultats du PA66 GF35.

3.2 Eprouvettes

Nous allons d’abord introduire les éprouvettes de cette étude. Les éprouvettes plates sont is-
sues de plaques d’une épaisseur de trois millimeétres. Les plaques sont injectées par une carot-
te et la matiére pénétre le moule en passant par une nappe qui rétrécie 1’épaisseur. Ceci permet
a la matiére de pénétrer le moule par toute la largeur. De plus, les fibres sont orientées davan-
tage dans le sens de I’injection grace a I’effet de I’écoulement convergent. Les éprouvettes
sont prélevées sous un angle o par usinage conventionnel, Figure 3-1-a. Les tubes, également
d’une épaisseur de trois millimetres, sont injectés directement et la géométrie ne permet pas
de faire varier 1’angle entre la sollicitation et la microstructure. La matiére arrive a partir
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d’une carotte d’injection et passe ensuite par une collerette qui homogénéise 1’écoulement et
empéche donc I’apparition de lignes de soudure.

ﬂ

a. b.
Figure 3-1 : a. Plaque injectée. b. Eprouvette tubulaire injectée.

Nous disposons de différents types d’éprouvette afin de caractériser le comportement en fati-
gue de nos matériaux. Les éprouvettes haltéres sont soumises a la traction, Figure 3-2. Le fac-
teur de concentration de contrainte K; vaut 1 ce qui suggere que le champ de contrainte est
homogéne [Pet74].

50 80 50

Figure 3-2 : Eprouvette haltere K; 1 [Son08].

Les éprouvettes tubulaires sont présentées sur la Figure 3-3. Cette géométrie permet de les
solliciter en traction uniaxiale, torsion uniaxiale et en traction/torsion combinées. La géomé-
trie doublement courbée est choisie en sorte que 1’éprouvette rompe dans la section utile et
que le champ de contrainte soit proche du cas homogéne.
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41

Figure 3-3 : Géométrie de I'éprouvette tubulaire proposée par le LBF.

Enfin, la mini-éprouvette est présentée sur la Figure 3-4. Le petit volume permet le suivi de
I’¢état de surface avec la technique des répliques. De plus, il nous sera possible de prélever des
éprouvettes de petite taille directement dans des pieces réelles injectées de sorte & comparer
les résultats de fatigue selon le procédé.

RS

Figure 3-4 : Mini-éprouvette a petit volume permettant le suivi de 'endommagement en sur-
face par des répliques.

3.3 Microstructure du PBT+PET GF30

La microstructure de la plaque moulée est observée dans le centre ou se situe la section utile
de toutes les éprouvettes plates. Celle du tube est observée au centre dans la section utile.

Ainsi, la microstructure d’une éprouvette longitudinale est mise en évidence par la microsco-
pie optique. La Figure 3-5-a présente la tranche de I’éprouvette longitudinale. La plupart des
fibres sont orientées mais une fine couche au centre peut étre distinguée. En absence de logi-
ciels de traitement d’image, cette image est cependant peu parlante. C’est pour cette raison
que des coupes polies sont observées dans le plan a des intervalles de 50 microns. Etant donné
que P’orientation est plane, ces images nous permettent de caractériser la microstructure de
maniere qualitative.

D’abord, environ 200 microns sont orientés aléatoirement, Figure 3-5-b. Ensuite, une couche
¢épaisse de 1050 microns ayant les fibres orientées longitudinalement est observée, Figure 3-5-
c. Une fine couche de 150 microns est ensuite orientée aléatoirement. Enfin, au centre, les
fibres sont nettement orientées de maniere transversale, Figure 3-5-d.
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Figure 3-5 : Coupes polies de la microstructure de I'éprouvette longitudinale. a. Tranche.
Coupe dans le plan a une épaisseur de b. 100 um. c. 750 um. d. 1500 um.

Vu que la géométrie du tube est doublement courbée, I’application de la méme méthode serait
difficile a réaliser. La microstructure est donc observée par un tomographe phoenix|x-ray mo-
dele vitomelx utilisant le nanotube. La taille des voxels est de cinq microns ce qui permet de
caractériser 1’état d’orientation de fibres.

Figure 3-6 : Microstructure du tube. a. Orientation aléatoire. b. Orientation longitudinale.
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Les tubes comportent également une fine couche de peau qui est orientée aléatoirement,

Figure 3-6-a. Cependant, le reste du volume est orienté dans le sens de 1’écoulement, Figure

3-6-b. Ceci est dii a I’effet de I’écoulement convergent.
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Figure 3-7 : Comparaison des microstructures a. Microstructure de I'éprouvette longitudinale.
b. Microstructure du tube.

Les éprouvettes longitudinales sont assimilables & un composite multicouche qui comporte de

fines couches de peau orientée aléatoirement, d’importantes couches d’écoulement de cisail-

lement orientées longitudinalement, de fines couches de transition orientée aléatoirement et

enfin une fine couche orientée transversalement au centre, Figure 3-7-a. Les tubes sont plutot

comparables a un pli UD puisque quasiment toutes les fibres sont orientées. Ces résultats sont

en bon accord avec la bibliographie.
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Figure 3-8 : Eléments de diagonale des tenseurs d’orientations simulés par Moldflow.
a. Eprouvette longitudinale. b. Tubes.
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La microstructure caractérisée expérimentalement est confrontée aux simulations
d’orientation de fibres par Moldflow effectuées en bureau d’études. L’état d’orientation est
exprimé par les éléments diagonaux du tenseur d’orientation. La parfaite orientation vaut 1
tandis que 0 correspond a aucune composante dans cette direction (x — direction de
I’écoulement, y — direction transversale, z — épaisseur). La Figure 3-8-a présente les résultats
numériques sur les éprouvettes haltéres. Nous constatons que les fibres sont plutdt orientées
pres de la paroi du moule ce qui ne correle pas aux observations microscopiques. En effet,
Moldflow ne prend pas en compte 1’écoulement complexe prés de la paroi [Bub00]. C’est
pour cette raison que les logiciels d’homogénéisation mettent une orientation aléatoire pour la
premicre couche par défaut. La couche fortement orientée grace a I’écoulement de cisaille-
ment est bien représentée. Egalement, une transition de I’orientation longitudinale a une
orientation transversale est observée en se rapprochant de la couche de cceur orientée trans-
versalement. Nous constatons que 1’état d’orientation est plan. La simulation sur le tube com-
porte de nouveau une orientation beaucoup trop élevée pres de la paroi, Figure 3-8-b. Le reste
du volume est bien orienté dans le sens de 1’écoulement. Donc, qualitativement, la simulation
est en bonne corrélation avec la microstructure observée. La microstructure simulée sur les
éprouvettes en PA66 GF35 est quasi identique a la microstructure du PBT+PET GF30, confer
Annexe C2. Cette comparaison qualitative est trés utile pour la suite car cela nous indique que
I’outil de simulation utilisé par Renault pour caractériser la microstructure semble adapté a
nos matériaux. Il est donc envisageable dans la suite de ce travail de faire le lien entre la mi-
crostructure et la tenue en fatigue pour aboutir au final a un outil de simulation intégré depuis
le process jusqu’a la durée de vie en service.

La distribution de longueurs de fibres a été mesurée a 1’aide de I’outil de traitement d’image
de Matlab suivant la technique proposée par Fu et al. [Fu02]. Dans le centre de la plaque, la
longueur moyenne est de 0,23 mm sur mille fibres. La moyenne du diamétre est de 10 mi-
crons sur 130 fibres. Les densités de probabilité sont illustrées sur la Figure 3-9. En outre, le
taux volumique de fibres a été vérifié par incinération de la matrice. Il s’¢leve a 0,175.
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Figure 3-9 : Densité de probabilité a. de longueurs de fibres. b. de diamétres de fibres.
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Apres avoir abordé la microstructure sur éprouvette, il convient de comparer celle-ci a la mi-
crostructure d’une piece complexe. La question est de savoir si les résultats obtenus sur
éprouvette peuvent étre transférés a des pieces réelles et quels outils sont nécessaires afin de
décrire le comportement qui est fonction de la microstructure des éprouvettes ainsi que de
picces réelles.

Dans ce but, la Figure 3-10 présente des coupes polies d’une piece réelle. Des endroits com-
portant une microstructure trés similaire a celle des éprouvettes sont observés. L’écoulement
ressemble a celui d’une section constante a faible épaisseur tout comme pour les plaques in-
jectées. Ainsi, les fibres sont plutot orientées dans le sens de I’écoulement comme la Figure
3-10-a le montre. Toutefois, une couche transversale n’est pas apercue dans 1’image ce qui
peut étre li¢ au fait que 1’écoulement divergent en entrée de moule est beaucoup moins pro-
noncé di a la section plus faible par rapport a la plaque moulée.

a. b.

Figure 3-10 : Microstructure d’une piéce. a. Orientée. b. Orientée et désorientée. [Gar08]

Les piéces réelles en thermoplastique comportent des parois minces et de nombreuses nervu-
res afin de rigidifier la structure. La complexité de la piéce peut ainsi entrainer des orienta-
tions de fibres beaucoup plus aléatoires que sur éprouvette. La Figure 3-10-b présente une
coupe polie qui présente la tranche d’un raccordement d’une nervure de renforcement a la
structure principale. Le coté gauche de I’image présente la structure qui comporte les fibres
plutdt orientées. Le coté droit représentant la nervure présente une orientation aléatoire.
L’orientation des fibres peut donc varier d’un point a ’autre et présenter des états
d’orientation aléatoire.

Sur piece réelle, 1’évaluation de la durée de vie qui est fonction de I’orientation des fibres exi-
gera des outils qui nous permettent d’évaluer 1’orientation des fibres en tout point. En outre, il
sera important de disposer de la loi de comportement également en tout point afin d’évaluer le
champ de contrainte.
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3.4 Comportement mécanique monotone du PBT+PET
GF30

I1 est primordial de simuler le champ de contrainte de structures afin d’évaluer la tenue en
fatigue a 1’aide d’un critére. Dans un premier temps, le calcul des contraintes nécessite la loi
de comportement du matériau. Nous avons vu précédemment qu’il convient d’obtenir cette loi
par homogénéisation. Aprés avoir vu que |’orientation des fibres dépend de la géométrie du
moule, I’approche a favoriser est de simuler 1’orientation des fibres et d’effectuer ensuite une
homogénéisation tout en retenant que cette simulation est un rapprochement de la microstruc-
ture réelle et non plus la solution exacte. Ainsi, un stratifi¢ discrétisé en plusieurs couches et
généré. Les outils nécessaires sont disponibles chez Renault et une telle approche est donc a
solliciter. Toutefois, les outils n’étant pas au point en début de thése, I’auteur a choisi une
autre approche d’homogénéisation pour les éprouvettes qui font objet des travaux de these.

Aussi, le comportement est approximé en modélisant un stratifi¢ composé de plis UD dont le
comportement isotrope transverse est déduit a partir des essais monotones. L’empilement est
mis en évidence a 1’aide des observations de microstructure. La suite présente les essais mo-
notones servant a I’identification et a la validation du modéle. Ensuite, la modélisation et sa
pertinence sont abordées. Vu que le but principal de ce travail est la proposition d’un critére
de rupture pour des pieces réelles, nous allons nous intéresser au transfert des résultats obte-
nus par le modele a plis UD au modele d’homogénéisation par Mori Tanaka en chapitre 6.5.

3.4.1 Essais monotones pour différents chargements

Les essais en traction uniaxiale sur éprouvettes plates sont effectués a une vitesse de traction
de 1 mm/min sur les éprouvettes halteres K, 1. La déformation est mesurée par un extensome-
tre de 27,5 mm de longueur initiale tandis que la section utile est de 30 mm longueur. La rai-
deur est calculée suivant ISO 527 [1s096].
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Figure 3-11 : Essais statiques sur : a. éprouvettes halteres K; 1. b. éprouvettes tubulaires.
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La Figure 3-11 présente les tracés contrainte/déformation. L’anisotropie du matériau se mani-
feste dans la raideur qui varie en fonction de I’orientation. Les éprouvettes longitudinales pré-
sentent le comportement le plus raide et le plus fragile. Les éprouvettes transversales affichent
une non-linéarité plus marquée. La résistance a la traction et le module d’Young sont 43%
moins ¢€levés que pour le sens longitudinal. Les éprouvettes diagonales présentent un cas in-
termédiaire plus rapproché des éprouvettes transversales. Nous remarquons que la dispersion
est peu €levée pour ’ensemble des essais.

Les tubes sont sollicités en traction et en torsion. Les déformations sont acquises par des ro-
settes de jauge EA-06-062RB-120 et les contraintes sont déterminées en fonction de la section
et du module de torsion. L’essai en traction est piloté en déplacement & une vitesse de
Imm/min. Le comportement est plus raide que celui des éprouvettes longitudinales, Tableau
3-1. Ceci est partiellement dii a I’orientation plus alignée des fibres dans le cas des tubes.
Mais, étant donné que les éprouvettes tubulaires sont une mini structure, le champ de
contrainte local non homogene pourrait également avoir un impact sur la raideur des éprou-
vettes tubulaires. Les tubes sont sollicités en torsion a une vitesse angulaire de 0,6°/min. Le
comportement est d’autant plus ductile que la déformation maximale de 5% des jauges est
dépassée. Toutefois, le comportement est approximativement linéaire pour de petites contrain-
tes appliquées.

Apres avoir effectué des essais sur les éprouvettes, nous nous intéressons a la modélisation du
comportement. Les éprouvettes seront modélisées a 1’aide d’un stratifi¢é composé de plis UD.
Pour ce modele, le comportement isotrope transverse du pli UD est identifié expérimentale-
ment. La loi de comportement isotrope transverse 3D comporte 5 inconnues indépendantes :
E1, Es, Gia, vi2 €t va3. La microstructure des éprouvettes plates est simplifiée en négligeant les
couches d’orientation aléatoire. L’éprouvette longitudinale devient ainsi un stratifié constitué
de deux couches importantes d’orientation longitudinale et d’une couche d’orientation trans-
versale au centre [0°/90°/0°].

Afin d’obtenir des plis UD, les éprouvettes haltéres sont usinées par polissage en sorte que
nous obtenons une couche unidirectionnellement orientée. Vu que nous avons dans 1’idée de
quantifier un écart de module d’environ 10% entre 1’éprouvette UD et les éprouvettes halte-
res, 1’épaisseur est controlée lors de ce procédé a 10 microns pres. Selon un calcul d’erreurs
cela signifie une erreur d’un pour cent sur la contrainte. Les éprouvettes sont équipées de jau-
ges de la méme référence que pour les tubes et les essais sont effectués a 1mm/min.

La Figure 3-12-a présente les tracés de contrainte/déformation. L’éprouvette UD 0° est plus
raide que les éprouvettes longitudinales et 1’éprouvette UD 90° est moins raide que
I’éprouvette transversale, ce qui nous semble cohérent, Tableau 3-1. Les mesures des coeffi-
cients de Poisson sont présentées sur la Figure 3-12-b. Ces valeurs sont également cohérentes
puisqu’elles remplissent I’exigence de symétrie du tenseur de rigidité, équation (3-1).
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Figure 3-12 : Essais statiques sur couches unidirectionnelles. a. Tracés contrain-
te/déformation. b. Détermination des coefficients de Poisson.

Vi Vi
E = E—/ (3-1)
Tableau 3-1 : Résultats des essais statiques.
. ) E [MPa]
Orientation
Eprouvette . resp. R [MPa] Erup [%0] -&x/€y [-]
] G [MPa]
Haltére 0 9899422 122,7+1,7 1,99+0,03 -
Haltére 45 6396+52 82,3+0,3 2,13+0,08 -
Haltére 90 5547451 68,9+0,6 2,87+0,22 -
UD 0° E;=10459 134,7 2,06 nu;,=0,35
UD 90° E»=4905 58,4 1,56 nuy;=0,18
Tube traction 0 11207 135,6 1,92 -
Tube torsion 0 G1=1879 57,4 >5,00 -

3.4.2 Simulation numérique du comportement monotone

L’ approche de calcul consiste a modéliser les éprouvettes haltéres par un stratifié constitué de
plis UD qui ont une loi de comportement isotrope transverse. Les coefficients sont caractéri-
sés par les essais mécaniques et sont affichés dans le Tableau 3-1 (E;, E;, Gy, et vi2). Seul vo3
est estimé¢ a 0,35 par manque de valeur expérimentale. Toutefois, ce coefficient aura peu
d’effet dans la suite sur notre calcul car il s’agit des corps relativement plans et minces qui
sont chargés dans leur plan (contraintes planes).
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En s’appuyant sur I’é¢tude de la microstructure des éprouvettes, il semble justifi¢ d’approximer
les éprouvettes longitudinales par un stratifié constitué d’un pli UD longitudinal, d’un pli UD
transversal fin et d’un pli UD longitudinal [0°/90°/0°]. Les éprouvettes transversales quant a
elles représentent un stratifié [90°/0°/90°]. Les couches aléatoires sont négligées et les épais-
seurs des plis UD sont identifiées a partir des coupes polies prélevées au centre de la plaque
dans deux plans orthogonaux. L’épaisseur de la couche de cceur est ainsi évaluée sur dix cou-
pes et ensuite moyennée ce qui donne une épaisseur de 0,26mm [Gar08].

La microstructure des tubes est approximée en supposant une seule couche UD. Les fibres
sont orientées tangentiellement a la fibre neutre du tube.

Les calculs sont effectués avec ABAQUS v. 6.7-1, les ¢léments choisis sont des ¢léments
quadratiques hexahédraux. Nous faisons I’hypotheése que les éprouvettes sont encastrées dans
les mors de maniere rigide. Ainsi, un coté des éprouvettes est encastré. Les degrés de liberté
de I’autre coté sont tous bloqués sauf le déplacement le long de I’axe longitudinal. Les tubes
sont en plus libres en rotation autour de I’axe longitudinale.

Les raideurs des essais mécaniques simulées sont calculées de la méme maniere que lors des
essais expérimentaux (extensometre, jauge). Les erreurs sont affichées dans le Tableau 3-2.
Nous constatons que les erreurs sont inférieures de 4% a 1’exception de 1’essai sur les éprou-
vettes diagonales. En fait, le module de ces éprouvettes est notamment dépendant du module
de cisaillement. Nous allons voir en chapitre 4.2.3 que le module de cisaillement mesuré par
les tubes est inférieur a celui mesuré par 1’essai de cisaillement pur. Le module mesuré sur
tube pour déterminer le paramétre G, du modele peut ne pas correspondre au vrai comporte-
ment du matériau.

Tableau 3-2 : Erreurs du modele éléments finis.

Eprouvette Orientation [°] Propriété Erreur Modéle EF
Haltére 0 E 4,0
Haltére 45 E 16,3
Haltére 90 E -0,8

Tube traction 0 E -3,0
Tube torsion 0 G 2,7

Apres avoir validé notre modéle ¢léments finis, les champs de contrainte sur éprouvettes pla-
tes sont calculés. Nous observons que les haltéres K; 1 générent des concentrations de
contrainte aux bords au niveau du raccordement du rayon, Figure 3-13. C’est a cet endroit 1a
que les €prouvettes cassent lors des essais mécaniques. En outre, le champ de contrainte de
I’éprouvette diagonale n’est pas symétrique di a 1’angle entre la traction uniaxiale et les axes
de symétrie du matériau.
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b.
Figure 3-13 : Eprouvette haltéres en traction. a. Longitudinale. b. Transversale. c. Diagonale.

Les contraintes en direction y dans les différentes couches sont fortement inhomogene. Ainsi,
nous constatons un ratio de contrainte couche extérieure/intérieure pour les éprouvettes longi-
tudinales de 2,04, pour les éprouvettes transversales de 0,46 et pour les éprouvettes diagonales
de 0,95. Il est intéressant de constater que ces ratios représentent environnement le ratio des
résistances macroscopiques a la traction des éprouvettes longitudinales et transversales. Cela
suggere que les deux couches sont sollicitées de fagon semblable. Les couches des éprouvet-
tes diagonales affichent a peu prés les mémes contraintes car la sollicitation dans ce cas de
chargement est identique.

Afin d’identifier ou de vérifier un critére de rupture, nous avons besoin de I’état de contrainte
au point le plus séveérement sollicité (« point chaud ») ou la rupture apparait. Avant d’avoir
abordé les essais en fatigue en chapitre 4, nous anticipons que I’endroit de rupture en fatigue
et celui en statique sont identiques. Les éprouvettes haltéres cassent au niveau du raccorde-
ment du rayon, I’endroit ou notre analyse éléments finis a identifié la contrainte la plus élevée.
Les tubes en traction ainsi qu’en torsion cassent dans la section utile. Ainsi, les points chauds
sont identifiés et 1’état de contrainte de ceux-ci sera 1’entrée de notre étude qui porte sur les
critéres de rupture en chapitre 6.

Afin d’obtenir 1’état de contrainte au point chaud d’un essai donné, on peut ainsi effectuer un
calcul ¢léments finis. Il convient d’appliquer une charge unitaire et d’effectuer ce calcul pour
chaque type d’essai (éprouvette/sollicitation). Puisque notre calcul est linéaire élastique, 1’état
de contrainte au point chaud est obtenu pour une charge quelconque a partir du calcul a char-
ge unitaire. A cette fin, nous faisons appel au facteur de concentration de contrainte théorique
K, selon Peterson qui signifie le ratio entre la contrainte maximale et la contrainte nominale
déterminée par un calcul élastique [Pet74].

41



Matériaux

A la différence de Peterson, en vue des états de contrainte multiaxiaux, une matrice de fac-
teurs de concentration de contrainte est déterminée. L’état de contrainte au point chaud est
calculé en multipliant la matrice avec la charge appliquée selon I’équation (3-2). Les éprou-
vettes haltéres affichent un état de contrainte uniaxial au point chaud orienté dans la direction
y. Ainsi, Ky est déterminé tandis que les autres composantes sont nulles pour cet essai.

O\ z-xy Ty K xx K xy K Xz F
Ope =T Oy Ty| = K »x K » K yz E (3-2)
sz zy O pe sz sz Kzz ¢

Dans notre cas de stratifié, nous homogénéisons la contrainte sur 1’épaisseur et les facteurs de
concentration de contrainte Ky, pour les éprouvettes haltéres sont ainsi calculés suivant I’¢-
quation (3-3) ou e est I’épaisseur.

A (33)

Le facteur de I’éprouvette longitudinale et celui de 1’éprouvette diagonale sont de 1,20 tandis
que celui de I’éprouvette transversale est de 1,15.

Les tubes sont modélisés pour une sollicitation de traction pure, de torsion pure et de trac-
tion/torsion a un rapport de 2/1. Les contraintes sont dépouillées dans le repére cylindrique
global x, y, z, ou x correspond au rayon, y correspond a I’azimut et z correspond a la hauteur,
Figure 3-14. Les éprouvettes tubulaires affichent des champs de contrainte inhomogenes.

S, Mises
(Avg: 75%)

S, Mises

(Avg: 75%)
+1.515e+01
+1.413e+01

S, Mises
(Avg: 75%)

+7.368e-01

a.
Figure 3-14 : Tube en a. Traction. b. Torsion. c. Traction/torsion =2/1.

La sollicitation en traction pure, Figure 3-14-a, soumet les parois du tube a une flexion. Etant
donné que les tubes rompent au centre, nous relevons le tenseur de contrainte a cet endroit.
Dans la section utile, nous observons qu’une contrainte circonférentielle s’ajoute a la
contrainte axiale car la section utile voudrait s’élargir au cours de 1’essai. Pour ce champ de
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contrainte biaxial, les deux facteurs de concentration de contrainte sont calculés selon I’équa-
tion (3-2) au point chaud qui se situe a I’extérieur de la section utile. Premieérement, le facteur
de concentration de contrainte axial s’¢léve a K ,,~c,,/(F/S)=1,04. Deuxi¢émement, le facteur
de concentration de contrainte circonférentiel est de K = o,,/(F/S)=0,22.

Le tube en torsion affiche son maximum dans la section utile a 1’extérieur, Figure 3-14-b.
Etant donné que I’éprouvette est sollicitée par un moment de torsion, le calcul de I’état de
contrainte au point chaud est effectué selon 1’équation (3-5) qui fait intervenir le moment de
torsion M; ainsi que le module de torsion (Iy/v). Nous rappelons que ce calcul permet
d’obtenir rapidement le champ de contrainte du point chaud en fournissant le rapport du mo-
ment de torsion appliqué et le module de torsion de 1I’éprouvette selon 1’équation (3-5).

O-XX z-xy T Xz K)C)C K)Cy K)CZ
) M,
Ope =|Tix Oy Tyl By K W K yz| ° I /v (3-4)
T o K. K, K 0
zx zy zz pe zx zy 2z,
M[ Mt
n,yz = = ) (3'5)
(]o/v) 0,57rr83[1—(l’i/l’e)4_

L’¢état de contrainte au point chaud du tube en torsion prélevé par le calcul éléments finis pré-
sente un cisaillement pur. Ainsi, le facteur de concentration de contrainte Ky, est de 1,03.

Enfin, le cas de traction/torsion est une superposition des deux solutions précédentes, Figure
3-14-c. Le ratio entre la contrainte nominale de traction et celle de cisaillement est de 2. La
matrice des facteurs de concentration de contrainte est déterminée a 1’aide de 1’équation (3-2).

Tableau 3-3 : Composantes de la matrice des facteurs de concentration de contrainte.

Eprouvette Kix Ky Ki; Ky Kix Ky, Equation  Repere
Haltére 0° 0 1,20 0 0 0 0 (3-2) X,Y,Z
Haltere 45° 0 1,20 O 0 0 (3-2) cf. Figure
Haltere 90° 0 L15 0 0 0 0 (3-2) 3-13
Tube traction 0 022 1,04 O 0 0 (3-2) X=rayon
Tube torsion 0 0 0 0 0 1,03 (3-4) y=azimut
Tube traction/torsion 0 0,22 1,04 0 0 0,5%1,03 (3-2) z=hauteur

Les simulations éléments finis fournissent les matrices des facteurs de concentration de
contrainte pour les différentes éprouvettes et sollicitations, Tableau 3-3. Cela nous permettra
en chapitre 6 de calculer facilement le champ de contrainte au point chaud pour un essai don-
né d’une courbe SN donnée.
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Nous pouvons conclure que le tube ne présente pas un champ de contrainte homogene dans la
section utile : D’une part nous sommes en présence d’un léger gradient de contrainte dans
I’épaisseur et d’autre part I’état de contrainte n’est pas tout a fait uniaxial. Ces effets ne sont
pas trés prononcés mais peuvent engendrer quelques écarts sur les résultats observés dans la
suite (entre plat et tube), en particulier en fatigue. Cela étant, notre démarche intégrant la si-
mulation du procédé (donc de fait la géométrie) devrait nous permettre d’expliquer ces écarts.

3.5 Synthése sur les matériaux de I’étude

La microstructure du PBT+PET GF30 des éprouvettes haltéres est celle d’un multicouche.
Les fibres sont principalement orientées dans le sens de 1’écoulement. Une fine couche de
coeur d’orientation transversale de 200 microns est observée pour ces €éprouvettes. Par contre,
les tubes ne comportent pas de couche de ceeur dii a I’écoulement divergent causé par la dimi-
nution de la section de la canalisation. Ces effets sont qualitativement bien décrits par la simu-
lation Moldflow. Cependant, la bibliographie nous incite a la prudence car les valeurs abso-
lues ne sont pas toujours exactes [Mon07, Bub00]. La longueur et le diamétre moyens des
fibres sont déterminés expérimentalement ce qui alimentera le modele de Mori Tanaka en
chapitre 6. Enfin, la microstructure sur piece réelle est localement proche de celle observée
sur éprouvette tandis que, notamment au niveau des nervures, les fibres peuvent étre orientées
de manicre aléatoire. En outre, I’orientation des fibres varie d’un point a 1’autre. Selon cette
¢tude de microstructure, les éprouvettes peuvent étre modélisées comme un stratifié simple et
homogéne dans le plan tandis que des piéces réelles devraient faire appel a des outils de simu-
lation d’orientation de fibres et d’homogénéisation.

Les essais monotones montre que le comportement statique du PBT+PET GF30 est fonction
de I’orientation des fibres. Ainsi, les éprouvettes longitudinales sont plus résistantes et raides
que les éprouvettes transversales. Les tubes en torsion sont légérement plus raides que les
éprouvettes longitudinales dus a la forte orientation des fibres dans le sens de la traction. En
torsion, les tubes présentent un comportement extrémement ductile tout en présentant une
plage dans laquelle le comportement est lin€aire en premiére approximation.

Des essais sur des couches UD nous permettent d’évaluer les constantes de la loi de compor-
tement transverse isotrope du pli UD. Un mod¢le a éléments finis est mis en place pour les
éprouvettes haltéres et les éprouvettes tubulaires : Il décrit bien les essais statiques dans le
domaine ou le comportement est linéaire. Ce modele fournit les matrices des facteurs de
concentration de contrainte des éprouvettes haltéres et tubulaires qui alimenteront la discus-
sion des résultats en fatigue. En outre, le modele éléments finis proposé est utile pour optimi-
ser la géométrie des éprouvettes pour un essai de cisaillement pur en chapitre 4.2.3.

Enfin, le PA66 GF35 présente un comportement mécanique similaire de celui du PBT+PET
GF30. Les résultats des essais monotones sur PA66 GF35 sont présentés en Annexe C1.
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4 Comportement en fatigue

Les structures automobiles travaillant en fatigue sont en général soumises a des chargements
aléatoires. En plus, de nombreux facteurs comme la température, I’environnement, le vieillis-
sement interviennent et peuvent, soit augmenter, soit réduire la durée de vie. Afin de proposer
un critére réaliste pour le dimensionnement en fatigue des thermoplastiques renforcés, nous
choisissons de nous limiter aux effets principaux pour une validation du critére sur une struc-
ture. Ainsi, nous allons faire ’hypothése que notre structure travaille de la maniére suivante :

e L’amplitude est constante.

Les durées de vie sont comprises dans un régime de 10° a 10° cycles.
e La charge de sollicitation est constante.

e La forme du signal est sinusoidale.

e Latempérature est constante et égale a 23°C.

e Pas d’influence d’agents tels qu’huile, eau ou gasoil.

Ces choix nous permettent de nous concentrer sur I’essentiel et de proposer un critére de base.
Par la suite, les différents effets sur la tenue en fatigue devraient étre abordés 1’un apres
I’autre afin de compléter le critére de sorte que la tenue en service d’une piece puisse étre éva-
luée a I’aide de la simulation. Afin de pouvoir valider au premier ordre le critére sur une
structure, nous devons cependant prendre en compte les effets suivants :

e L’orientation des fibres.
e Le champ de contrainte multiaxial.
e La contrainte moyenne.

Afin de disposer de résultats expérimentaux pertinents pour I’analyse des trois effets que nous
venons de mentionner, ce chapitre présente des expériences de traction, torsion et cisaillement
plan pour différents rapports de charge et différentes éprouvettes dans le but de déterminer le
role de chacun des paramétres. En particulier, 1’essai de cisaillement plan va nous aider a dé-
terminer 1’influence de I’orientation des fibres dans un cas de cisaillement pur, résultat non
disponible dans la littérature. Apres une présentation des conditions expérimentales, les diffé-
rents résultats sont présentés et analysés. L’étude des mécanismes d’endommagement par
fatigue sera présentée dans le chapitre suivant.
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4.1 Conditions expérimentales pour les essais de fatigue

Les essais de fatigue ont pour but de caractériser la tenue en fatigue de notre matériau. Afin
de mettre en évidence 1’effet de I’orientation de fibres, d’un chargement multiaxial et de la
contrainte moyenne, nous avons employé¢ différents moyens techniques. Tous les essais sont
effectués a deux rapports de charge différents R=-1 et R=0,1. Les conditions d’essais sont les
suivantes : la contrainte est imposée, le signal est sinusoidal et I’amplitude est constante. Les
durées de vie étudiées par nos essais sont entre 10° et 10° cycles. L’effet de I’orientation des
fibres est étudié¢ a 1’aide d’éprouvettes haltéres parce que nous pouvons choisir 1’orientation
de la microstructure en les prélevant a différents angles par rapport a I’écoulement. Aussi, des
essais de traction ont été effectués sur les éprouvettes plates présentées en chapitre 3.2. Une
machine servohydraulique Instron (modele 1251) est employée et équipée par des mors mé-
caniques permettant de serrer 1’éprouvette sans aucun glissement. Pour les mesures de raideur,
un extensometre (Instron CAT N°: 2620-601) est utilisé. La longueur utile choisie est de
27,5mm afin de mesurer la déformation de la section utile. Nous précisons que la rupture des
éprouvettes halteres s’est produite au niveau du raccordement du rayon a cause d’une sur-
contrainte locale mis en évidence par la simulation numérique en chapitre 3.4.2. Ainsi,
I’endroit de rupture n’est pas dans la zone de mesure de I’extensometre. Les couteaux sont
placés sur le coté large de I’éprouvette a R=0,1 et sur la tranche a R=-1 ce qui permet
I’application d’un raidisseur empéchant le flambement, Figure 4-1-a. Le raidisseur est consti-
tué¢ de deux plaques minces en aluminium qui s’étalent sur toute 1’éprouvette. Tout frottement
est empéché par de fines couches intermédiaires en téflon. Les résultats obtenus sur les éprou-
vettes longitudinales a R=-1 sont en bonne corrélation avec des essais sur des éprouvettes a
longueur réduite permettant de ne pas utiliser un raidisseur. La température surfacique et la
température ambiante sont mesurées avec des thermocouples de spécification K. Les données
sont affichées et enregistrées par une station d’acquisition qui enregistre également les si-
gnaux de la machine.

al

Figure 4-1 : Montage d’essais. a. Traction a R=-1. b. Traction/torsion. c. Cisaillement pur.
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Les essais sur tubes sont effectués sur une machine servohydraulique Instron (modele 1343),
Figure 4-1-b. Un flux d’air modéré circule dans les colonnes reliant la cellule, les mors,
I’éprouvette creuse et le vérin afin d’assurer un environnement comparable a celui de la surfa-
ce extérieure. Les mors sont également équipés de canalisations dans lesquelles circule un
courant d’eau afin d’éviter que la chaleur du vérin ne chauffe I’éprouvette. Le suivi de tempé-
rature est assuré par une station d’acquisition qui mesure les températures surfaciques et les
températures ambiantes a ’intérieur du tube et & I’extérieur a 1’aide de quatre thermocouples
K. Les données de la machine sont également affichées et enregistrées. Le vérin de traction
est asservi a charge nulle lorsque des essais en torsion pure sont effectués afin de permettre un
mouvement vertical. De la méme manicre, le vérin de torsion est asservi a moment nul pour
les sollicitations en traction pure.

Les essais en cisaillement pur sont également effectués sur la machine Instron 1343, Figure
4-1-c. Le vérin inférieur est refroidi par un tuyau monté sur sa circonférence. Un thermocou-
ple K mesure la température sur la surface arriere de I’éprouvette et un autre la température
ambiante dans le but d’évaluer I’augmentation de température de 1’éprouvette liée a son auto-
¢chauffement. Le vérin de torsion est contr6lé en rotation fixe imposée plutot qu’a couple nul.
La section utile de 30mm? étant trés faible, le moindre bruit dans la cellule peut entrainer des
mouvements angulaires. Par manque d’inertie en flexion de 1’éprouvette, le vérin n’aurait pas
de repere pour trouver son zéro en couple.

La fréquence d’essai a une influence sur la tenue en fatigue. Une augmentation de la fréquen-
ce peut augmenter la durée de vie a iso-chargement, probablement dii a une durée d’essai
moins importante et un comportement viscoélastique plus raide [Xia99]. Cependant, les po-
lymeéres dissipent de la chaleur a cause de I’amortissement inhérent au matériau qui se mani-
feste par leur courbe d’hystérésis lors de sollicitations cycliques. L’échauffement réduit la
tenue en fatigue de maniere importante. Ces deux effets sont donc en compétition. Toutefois,
I’effet augmentant la durée de vie semble faible dans ce matériau et 1’effet prépondérant est la
réduction de la durée de vie par échauffement. La tenue en fatigue étant fortement dépendante
de la température, nous devons assurer que I’échauffement est limité. Pour cette raison, nous
effectuons quelques essais préliminaires afin de mettre en évidence 1’effet de 1’échauffement
sur la tenue en fatigue.

Selon Xiao et al., la variation de la température de 1’éprouvette est décrite par 1’équation (4-1)
[X1a99]. Le premier terme est li¢ a la production de chaleur tandis que le deuxiéme terme est
li¢ au dégagement de la chaleur vers I’extérieur.

Les variables sont la fréquence et I’énergie dissipée qui est fonction du chargement.
L’échauffement est proportionnel a la fréquence ce qui est observé expérimentalement tandis
que I’éprouvette chauffe de maniere exponentielle avec la contrainte appliquée [K1i06].
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ar_J-E.__H-S
i p-c, p-c,V

—

production dégagement

T_Tamh) (4_1)

Avec : = fréquence, Eq = énergie dissipée, p = densité, ¢, = capacité calorifique, H = coeffi-
cient de transfert de chaleur, S = surface d’éprouvette, V = volume d’éprouvette, T = tempéra-
ture, Tamp = température ambiante.

L’influence de la température sur la tenue de fatigue se manifeste par un décalage de la cour-
be SN vers une tenue moins €levée sans que la pente soit modifiée [Epa03]. C’est pour cette
raison qu’une courbe SN a iso-fréquence peut présenter un tracé courbé car les essais a forte
charge chauffent et présentent donc des durées de vie raccourcies tandis que les essais faible-
ment chargés comportent un échauffement qui n’affecte pas la durée de vie. Afin de pouvoir
obtenir des courbes SN sans influence de 1’échauffement pour toutes les durées de vie dans un
temps raisonnable, nous allons ajuster la fréquence de I’essai de sorte que 1’échauffement res-
te en dessous d’une valeur maximale qui ne nuira pas a la tenue en fatigue.

Des essais en traction et en torsion pour un rapport de charge de R=0,1 sont effectués a diffé-
rentes fréquences et nous observons une faible augmentation de la durée de vie en augmentant
la fréquence, Figure 4-2-a et Figure 4-2-b. Ensuite, I’échauffement plus important réduit la
durée de vie fortement. Les températures mesurées par thermocouple sont présentées sur la
Figure 4-3-a et la Figure 4-3-b. Nous constatons que les essais présentant une durée de vie
plus faible dépassent deux degrés d’échauffement. C’est pour cette raison que nous choisis-
sons la fréquence de maniére a ce que 1’échauffement reste en dessous de deux degrés.

5 I 5 I
0‘6238,5MPa R=0,1 1:6219,4MPa R=0,1
tubes traction tubes torsion

4 PBT+PET GF30 H 4 PBT+PET GF30 4
— critére d’arrét = rupture — ¢ critére d’arrét = rupture
Z Z
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° 3 ° 3
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o — \ : \
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>
1 1
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0 1 2 3 4 5 0 1 2 3 4 5
a Fréquence [Hz] b Fréquence [Hz]

Figure 4-2 : Impact de la fréquence sur la durée de vie des tubes en a. traction. b. torsion.
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Figure 4-3 : Echauffement des éprouvettes tubulaires en c. traction. d. torsion.

Vu que les essais sur tubes comportent des mors refroidis et un systéme qui fait passer un
courant d’air modéré par ’intérieur, I’échauffement maximal déterminé n’est que valable sous
ces conditions. Pour cette raison, une étude similaire est effectuée sur les éprouvettes plates a
R=0,1. La Figure 4-4-a présente les tracés de température en fonction des cycles pour les
éprouvettes longitudinales en traction a R=0,1 soumises & une amplitude de contrainte de
6,=35,9 MPa. Une réduction de durée de vie est observée pour 1’essai a 6Hz. Jusqu’a un
échauffement de 4°C, les durées de vie ne sont pas raccourcies. L’échauffement maximal re-
tenu pour les éprouvettes plates est donc de 4°C. Les évolutions de température au cours de
I’essai pour différentes conditions d’essai sont peu dispersées, Figure 4-4-b.

8 ‘ ‘ ‘ 8 : : : : : :
—A— f=2Hz f=6HZ R=0,1 —&— 0,=30,4MPa
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a Nombre de cycles [N] b N/Nruplure -

Figure 4-4 : a. Echauffement des éprouvettes longitudinales b. Dispersion de I'échauffement.

Une ¢étude similaire est entreprise par le LBF qui effectue les essais sur le PA66 GF35
[Son08]. Le critére retenu pour ce matériau est une température maximale de la surface de
I’éprouvette de 35°C, ce qui correspond a une augmentation de température de plus de 10
degrés si le test est mené a une température ambiante de 20°C. Cette différence faisant inter-
venir de nombreux parameétres ne peut aujourd’hui étre expliquée.
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4.2 Fatigue multiaxiale

Les résultats des essais mécaniques sous différents chargements ont pour but d’alimenter une
base de données expérimentale afin de cerner 1’effet de I’orientation de la microstructure, des
contraintes multiaxiales et de la contrainte moyenne.

4.2.1 Essais de traction

Nous présentons les essais en traction qui sont effectués sur éprouvettes haltéres K, 1 et sur
éprouvettes tubulaires. Les courbes SN sont dépouillées en termes d’amplitude de contrainte
nominale, équation (4-2). La contrainte nominale est le rapport de la charge appliquée et de la
section de I’éprouvette pour le chargement en traction.

o, (t)=0,,+0,, sin(wr) (4-2)

La loi de Basquin est un mode¢le approprié pour décrire le comportement en fatigue des ther-
moplastiques renforcés par des fibres de verre courtes, équation (4-3) [Man90].

G, =0, _N(—l/m) (4-3)

a,n

ou o correspond a I’ordonnée a I’origine et m est la pente de la courbe SN.

Ainsi, toutes les courbes sont présentées en termes de leurs points expérimentaux et en termes
du modele de Basquin. Ce mode¢le sera affiché pour une probabilité de survie de 90%, de 50%
et de 10% respectivement. La dispersion faible des résultats nous permet d’effectuer les cour-
bes SN avec peu d’essais. Cela nous amene a calculer les bandes de confiance de probabilité
de survie en faisant I’hypothése que la dispersion est constante pour toutes les durées de vie
dans le domaine étudié. Ainsi, la bande de confiance de 50% est déterminée en effectuant une
régression linéaire sur la loi de Basquin exprimée en notion double logarithmique, équation
(4-4). L écart type empirique corrigé est ainsi déterminé.

log,, (N) = Alog,, (O-a,n )+ B (4-4)

avec A=-m et B=mlog;(cy).

Les bandes de confiance de 10% et de 90% sont ensuite calculées en connaissant I’écart type
et en se basant sur la loi de Student. Afin de quantifier la dispersion par une mesure il
convient de faire appel a la mesure de dispersion de la contrainte Tg et a la mesure de la dis-
persion de la durée de vie Tx [Hai06, Rad02]. Ces mesures sont la valeur inverse du rapport
de la grandeur concernée de probabilité¢ de survie de 10% et celle de 90%. L’ensemble des
équations utiles a ces fins est documenté en Annexe D1.
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Effectivement, les dispersions des courbes SN sont trés faibles pour les essais en traction aux
rapports de charges R=-1 et R=0,1. Le coefficient de dispersion Ts est compris entre 1:1,02 et
1:1,08, Tableau 4-1. Cette faible dispersion semble inhérente a cette classe de matériau
[Son08, Mon07] tandis que les matériaux métalliques présentent une dispersion plus élevée
avec des valeurs de Ts entre 1:1,2 et 1:1,5 [Hai06]. Le coefficient de dispersion Ty peut étre
jugé également faible. Il est compris entre 1:1,30 et 1:3,69. On rencontre des valeurs entre
1:2,5 et 1:5 pour les matériaux métalliques [Hai06]. Toutefois, plus d’essais devraient étre
effectués pour tirer une conclusion quantitative sur la dispersion.

Nous renseignons également la contrainte de référence a 10° cycles pour des raisons de com-
paraison. Cette valeur n’est pas a confondre avec la « limite de fatigue » qui n’est pas obser-
vée pour ces matériaux. Des essais sur éprouvettes plates jusqu’a une durée de vie de 107 cy-
cles indiquent une diminution de la contrainte admissible de maniére continue [Son08].

Les essais au rapport de charge R=-1 sont présentés sur la Figure 4-5-a. Nous constatons que
pour ce rapport de charge, les pentes sont comprises entre 9,3 et 16,2. La courbe SN des
éprouvettes longitudinales se distingue des autres courbes par sa pente plus faible. Curieuse-
ment, ce résultat ne se reproduit pas sur éprouvette [ISO527 et la pente dans ce cas la n’est pas
réduite. La pente réduite peut étre due au facteur de surélévation de contrainte élevé de
Kiyy=1,2 des éprouvettes longitudinales qui aurait un effet néfaste sur la durée de vie pour des
petites charges. Les tubes présentent la tenue en fatigue la plus élevée et sont plus résistants
que les éprouvettes longitudinales. Cela est en partie dii a la forte orientation des fibres de
verre dans la direction de la charge. Mais, le champ de contrainte joue également un role.
Lorsque les éprouvettes longitudinales comportent une surcontrainte de K;,,=1,2, les tubes ne
comportent qu’une surcontrainte de K;,,~=1,04. Par contre, les tubes sont soumis a une sollici-
tation biaxiale dans la section utile avec une contrainte circonférentielle de 0,22 fois la
contrainte axiale. La somme de ces influences (microstructure, K, et triaxialité) fait que les
tubes sont légerement plus résistants. Un critére multiaxial incluant 1’effet d’orientation de-
vrait prendre en compte ces effets afin de décrire I’écart entre les courbes.
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Figure 4-5 : Courbes SN en traction a a. R=-1 et b. R=0,1.
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Les éprouvettes diagonales présentent une tenue en fatigue moins €levée car les fibres sont

principalement orientées a 45° par rapport a la charge. L’effet renfor¢ant des fibres a quasi-

ment disparu. Les éprouvettes transversales sont encore moins endurantes. Pour cette orienta-

tion, les fibres représentent davantage des entailles qui fragilisent la matrice plutdt que des
¢léments renforcants.

Les résultats pour le rapport de charge de R=0,1 sont présentés sur la Figure 4-5-b. Nous
constatons que toutes les courbes ont une pente quasi identique. Les valeurs sont comprises

entre 16,5 et 20,6, Tableau 4-1. Ainsi, nous calculons une pente moyenne de 18,4 tandis que
la pente moyenne pour le rapport de charge de R=-1 était de 12,3. L’influence de la contrainte

moyenne augmente donc la pente et réduit les amplitudes de contrainte admises.

Tableau 4-1 : Paramétres des courbes SN en traction.

Ordonnée a
Orientation R Pente origine o(10%) Ts Tn
Eprouvette m
[°] [-] [ O [MPa] [-] [-]
[MPa]

Tube 0 -1 16,2 112,8 48,0 1:1,08 1:3,38
Haltere 0 -1 9,3 143.,9 32,6 1:1,04 1:1,42
Haltere 45 -1 12,1 88,9 28,4 1:1,02 1:1,30
Haltere 90 -1 11,6 85,5 25,9 1:1,06 1:1,90

Tube 0 0,1 18,5 67,0 31,7 1:1,03 1:1,60
Haltere 0 0,1 18,0 59,0 27,4 1:1,03 1:1,84
Haltere 45 0,1 20,6 42,6 21,8 1:1,05 1:2,73
Haltere 90 0,1 16,5 41,3 17,8 1:1,08 1:3,69

Les éprouvettes haltéres cassent toutes a partir du raccordement du rayon ou la contrainte est

la plus élevée, Figure 4-6. L’éprouvette longitudinale et 1’éprouvette transversale rompent

dans un plan normal a la contrainte principale tandis que I’éprouvette diagonale casse a un

angle d’environ 25°. L’orientation de fibres a 45° influence donc le trajet de la rupture.

a.l b. c..

Figure 4-6 : Eprouvette aprés essai en fatigue. a. longitudinale. b. diagonale. c. transversale.
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4.2.2 Essais de torsion

La sollicitation de torsion a un impact néfaste sur la durée de vie des composites [Qua09].
C’est pour cette raison que la caractérisation du comportement de fatigue en torsion et en trac-
tion/torsion est effectuée. Pour ces sollicitations, les éprouvettes tubulaires sont employées.

Les courbes SN des tubes en traction sont affichées en contrainte axiale nominale G,,=F/S.
Les essais en torsion pure sont affichés en contrainte de cisaillement nominale 1, ,=M¢/(1o/V).
Enfin, les essais en traction/torsion sont réalisés avec un rapport de 2 entre la contrainte axiale
Gan €t la contrainte de cisaillement t,,. Les résultats sont affichés en contrainte axiale nomi-
nale.

La tenue en fatigue sous sollicitation alternée symétrique est présentée sur la Figure 4-7-a.
Nous constatons que les pentes sont trés similaires de 13 a 16,2, Tableau 4-2. La dispersion
est peu élevée et comparable aux essais en traction. L’essai en traction/torsion présente une
forte réduction de la tenue en fatigue malgré la composante de torsion peu élevée par rapport
aux tubes en traction. La tenue & 10° cycles est réduite d’environ 40%. La sollicitation en tor-
sion pure engendre une tenue en fatigue a 10° cycles qui est de 60% réduite par rapport aux
tubes en traction. Cette différence importante interdit d’utiliser la contrainte principale maxi-
male macroscopique comme critére de rupture en fatigue.
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Figure 4-7 : Courbes SN en traction, traction/forsion et torsion a a. R=-1 et b. R=0,1.

Sous sollicitation ondulée (rapport de charge de R=0,1) nous retrouvons les mémes grandes
lignes, Figure 4-7-b. Les pentes sont également trés proches 1’'une de 1’autre avec des valeurs
comprises entre 18,5 et 22,4, Tableau 4-2. En moyenne, la pente vaut 19,8 tandis que la
moyenne des pentes est de 14,4 pour le rapport de charge de R=-1. Ainsi, I’influence de la
contrainte moyenne augmente les pentes a I’instar des essais en traction présentés dans la sec-
tion précédente.

L’effet de la composante de torsion a cependant moins d’effet que pour le rapport de charge
R=-1. La tenue en fatigue a 10° cycles est de 20% réduite pour les éprouvettes en trac-
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tion/torsion et de 45% réduite pour les éprouvettes en torsion par rapport aux essais en trac-
tion. Ceci est d(i au fait que les amplitudes de contrainte admissibles sont moins réduites pour
les éprouvettes en torsion tandis que 1’effet est plus prononcé pour le cas de la traction pure. Il
est intéressant de remarquer que la courbe de fatigue en torsion est trés voisine pour les deux
cas de chargement (R =-1 et R=0,1) ce qui tend & montrer que I’amplitude de cisaillement est
un parametre plus important que le cisaillement maximum.

Tableau 4-2 : Parameétres des courbes SN en traction, traction/torsion et torsion.

Ordonnée
Pente alorigine  5(10°) Ts Tn
Eprouvette Gan/Tan m
SRR G IR o, MPa] [ [
[MPa]

Traction +o0 -1 16,2 112,8 48,0 1,08 3,38
Traction/Torsion 2 -1 13,9 82,2 30,5 1,02 1,40
Torsion 0 -1 13,0 52,2 18,0 1,04 1,64
Traction +o0 0,1 18,5 67,0 31,7 1,03 1,60
Traction/Torsion 2 0,1 22,4 449 242 1,03 1,84
Torsion 0 0,1 18,5 36,3 17,2 1,09 5,00

Les zones de rupture des tubes se situent dans la section utile, Figure 4-8. Pour la sollicitation
en traction a R=-1, ’amorgage se produit dans la section utile normale a la contrainte princi-
pale. La rupture finale se propage ensuite a un angle d’environ 45° dans le plan du cisaille-
ment maximal. Les tubes en torsion cassent également dans la zone utile. La rupture est ob-
servée en mode 2 dans un plan transversal aux fibres, dans lequel la contrainte de cisaillement
est maximale. La rupture se propage de maniére trés droite vers les mors ou une bifurcation

AEAKA

Traction Torsion Traction/ Traction Torsion Traction/
=-1 =-1 Torsion R=-1 R=0,1 R=0,1 Torsion R=0,1

est observée a la fin.

Figure 4-8 : Ruptures des éprouvettes tubulaires en traction, traction/torsion et torsion.
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En traction/torsion, nous observons une inclinaison de la rupture d’environ 35° par rapport a
la ligne médiane. Dans ce plan 13, la contrainte de cisaillement devient maximale. D0 au char-
gement biaxial, une contrainte normale se superpose a cette contrainte de cisaillement.

Pour le rapport de charge R=0,1, le méme comportement est observé en traction. Par contre,
la sollicitation de torsion montre pour ce rapport de charge une fissure en mode 2 relativement
courte comparé au rapport de charge de R=-1. L’effet de la contrainte moyenne se manifeste
en déviant la rupture plus tot dans un plan de plus grande contrainte normale. Les éprouvettes
en traction/torsion montrent cependant a peu pres le méme comportement qu’a R=-1. Afin de
bien analyser ces chemins de propagation, il convient de garder en mémoire le fait que la du-
rée de vie totale recouvre souvent un stade d’amorgage et un stade de propagation. Ces figures
montrent le chemin de la fissure qui meéne a rupture mais il faudra dans le chapitre 5 analyser
en détail les mécanismes d’endommagement au cours de la durée de vie avant de proposer un
critére de fatigue.

4.2.3 Essais de cisaillement pur sur éprouvette plate

Les essais sur tubes ont révélé I’impact important du cisaillement sur la durée de vie. Toute-
fois, I’influence de la contrainte de cisaillement en fonction de 1’orientation des fibres n’est
pas connue pour les thermoplastiques renforcés par des fibres de verre. De plus, notre essai
sur tube ne permet pas de faire varier 1’orientation des fibres pour une sollicitation de cisail-
lement. C’est pour cette raison qu’un essai de cisaillement pur est mis en ceuvre ; il permet de
faire varier I’angle entre les fibres et les composantes de cisaillement.

p

Test specimen

Z

a. b.

Figure 4-9 : a. Schéma de I'essai d’losipescu [Dan09]. b. Montage d’essai [Neu03].

L’essai de cisaillement pur d’losipescu est un essai sur éprouvettes plates qui est en bonne
corrélation par rapport a des essais sur tubes en torsion [Swa85]. Issue de la caractérisation
des toles en cisaillement pur [los67], I’essai a été employé pour les composites a fibres conti-
nues [Ast05, Mel00]. Le principe de ’essai est que 1’éprouvette est soumise a une charge par
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le vérin en direction y lorsque les extrémités de 1’éprouvette sont encastrées de maniere a res-
ter paralleles I'une a I’autre, Figure 4-9-a. Ce chargement génere un champ de cisaillement
pur et homogene dans la section utile si la géométrie est bien choisie.

Pour les composites a fibres continues, il faut employer un montage précis et d’une rigidité
trés élevée, Figure 4-9-b. Par contre, pour les matériaux étudiés, un montage moins encom-
brant peut étre utilisé qui permet d’appliquer des chargements cycliques.

Pour les matériaux isotropes un angle d’ouverture de 110° est proposé par la norme ASTM D
5379M [Ast05]. Cependant, compte tenu de I’anisotropie, un angle approprié a 1’orientation
des fibres doit étre déterminé. Neumeister et Melin proposent un angle d’ouverture qui est
fonction des modules dans I’axe longitudinal et transversal de 1’éprouvette, équation (4-5)
[NeuO3].

an(@)= ®0) 4uee 1B oo _110o02 (4-5)
Ya E,
Nous allons étudier quatre cas d’orientation. La dénomination des éprouvettes employées est
choisie de manicre a ce que I’angle o soit 1’angle entre I’orientation des fibres principale et
I’axe x, présenté sur la Figure 4-9-a. Nous allons tester deux cas d’une orientation de 0° et 90°
qui sont mécaniquement comparables aux éprouvettes tubulaires. En outre, deux cas de solli-
citations diagonales sont étudiés : +45° et -45°.

Selon la formule de Neumeister, les angles peuvent étre déterminés par les modules des essais
statiques. Nous calculons 118° pour les éprouvettes 0°, 102° pour les éprouvettes 90° et 110°
pour les éprouvettes +45° et -45° en utilisant les modules de Young des éprouvettes 0° et 90°
en traction, Tableau 3-1. Cependant, nous préférons effectuer des calculs par éléments finis
afin d’observer le champ de contrainte de nos éprouvettes et de pouvoir comparer celui-ci aux
éprouvettes tubulaires en torsion. En outre, le serrage de notre essai se distingue de celui utili-
sé par Neumeister.

Nous utilisons le modele a éléments finis présenté en chapitre 3.4.2. Le mode¢le est, grace a la
symétrie en z (épaisseur), réduit a la moitié. Par contre, le modéle ne peut pas étre réduit
d’avantage étant donné que, pour les éprouvettes 45°, la réponse n’est plus symétrique. Une
¢tude de sensibilité de la taille de maillage est effectuée et le maillage est optimisé. La simula-
tion s’appuie sur la théorie des petites déformations ce qui est suffisant compte tenu des fai-
bles charges appliquées lors des essais d’endurance. De plus, une comparaison a des calculs
qui prennent en compte les non-linéarités géométriques présente des écarts inférieurs a 1%.

Le montage développé a ’ENSMA pour les essais de cisaillement pur nous impose les condi-
tions aux limites, Figure 4-1-c. Les deux mors paralleles distants de 15mm encastrent
I’éprouvette aux extrémités et la charge est appliquée de maniére parallele. L’éprouvette com-
porte deux entailles en forme de V selon la Figure 4-9-a. Par le calcul, nous trouvons que
’entaille doit s’étendre jusque dans les mors pour notre systéme de serrage. Si le raccorde-
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ment de I’entaille et la partie droite de I’éprouvette ne se situe pas dans les mors, de trés im-
portantes surcontraintes sont rencontrées au niveau des mors. L’essai expérimental confirme
ce résultat, les éprouvettes cassant dans les mors. L’influence de la géométrie du fond
d’entaille est étudiée et un fond a angle vif se révele étre la solution la plus pertinente. En fait,
dans le cas d’un rayon, des surcontraintes sont rencontrées au raccordement du rayon et le
champ de contrainte est moins homogene. Cette déviation de la norme ASTM 5379 qui pro-
pose un angle de 1,3mm est également faite par Neumeister et al. [Neu03] avec la méme ex-
plication.

L’influence de I’angle d’ouverture est étudiée avec notre modele et les angles optimaux sont
choisis, le critére étant un champ de contrainte de cisaillement le plus homogéne possible dans
la section utile. La Figure 4-10 présente 1’évolution de la contrainte de cisaillement a travers
la largeur de la section utile pour les ¢léments en surface. Les lignes continues correspondent
aux angles optimaux et retenus pour les essais. Le rapport de charge/section est de 1 pour ce
calcul et nous constatons que pour 1’ensemble des tracés, qui correspondent aux angles rete-
nues, nous observons premierement un champ de contrainte trés homogene et deuxieémement
que la contrainte maximale est de 4% plus élevé que le rapport charge/section.
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Figure 4-10 : Influence de I'angle de l'ouverture 26 pour = a. 0° b. 90° c. 45° d. -45°.
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Les angles d’ouverture ne sont pas tout a fait en corrélation avec les angles proposés par la
formule de Neumeister et al. ce qui pourrait étre di aux conditions aux limites (serrage).

L’influence de la largeur de la section utile a également été étudiée pour 10mm, 15mm et
20mm en Annexe D2. La section la plus avantageuse en termes d’homogénéité du champ de
contrainte comporte une largeur de 10mm. En outre, ce choix limite les charges appliquées
lors des essais ce qui permet d’utiliser un montage simple.

Les champs de contrainte de von Mises sont présentés sur la Figure 4-11 pour les quatre
orientations. Des surcontraintes sont apergues sur les bords des éprouvettes. Cependant, ces
surcontraintes de von Mises ne sont pas 1’outil approprié pour juger la sévérité des champs de
contraintes sur les bords. La contrainte de cisaillement rencontrée au centre est slirement une
sollicitation séveére. La surcontrainte sur les bords des éprouvettes 0° est principalement com-
posée d’une contrainte en X, c'est-a-dire dans le sens des fibres. Cette contrainte est donc peu
endommageante. L’éprouvette 90° présente peu de surcontraintes sur les bords et une rupture
dans la zone utile peut étre attendue. Les éprouvettes diagonales présentent un cas de sollicita-
tion difficile car ici de trés importantes contraintes sont rencontrées sur les bords de
I’éprouvette. Vu que les fibres sont orientées a 45°, elles sont soit chargées en compression,
soit chargées en traction. L’endroit de rupture ne peut pas étre prédit en I’absence de critére de
rupture.
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(Avg: 75%)

S, Mises
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Figure 4-11 : Calculs éléments finis pour les orientations de fibres : a. 0° b. 90° c. 45° d. -45°.

L’essai d’losipescu génére un champ de déformation de cisaillement pur et homogeéne dans la
section utile, ce qui est équivalent & un champ de contrainte de cisaillement pur et homogene
pour les cas des matériaux isotropes ou pour le cas ou les axes d’orthotropie sont dans le plan
de I’éprouvette et paralléles aux composantes de cisaillement.

Les éprouvettes +45° et -45° exigent une analyse plus détaillée. Le champ de déformation
pour une sollicitation de 30N/30mm?® est décrit par le tenseur en équation (4-6), (pour
I’éprouvette -45° ; le champ de déformation étant assez homogene, les valeurs au centre de la
section utile sont notées).
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|F0.03E-4  1,69E-4
| 1L69E-4 —0]16E-4

LS9E-4 0,07E-4
0,07E -4 -178E—-4

e(x.)  2(12)=

(4-6)

Le tenseur de déformation dans le repere géométrique x, y présente approximativement un
cisaillement plan en déformation. Toutefois, les déformations & et €, ne sont pas nulles. Dans
le repére du matériau 1, 2, la valeur absolue de la déformation dans 1’orientation des fibres
(e11) est légerement plus faible que celle dans la direction orthogonale (&,2). Ceci pourrait étre
dG au comportement isotrope transverse qui présente des coefficients de Poisson différents v,
et v2; (une traction dans le sens des fibres génére une plus importante contraction latérale
qu’une traction dans le sens transverse).

Les champs de contrainte correspondants dans les deux reperes sont présentés en équation
(4-7). Dans le repére géométrique x, y, le champ de contrainte comporte non seulement du
cisaillement mais aussi une composante hydrostatique. Ceci est dii au module plus élevé dans
la direction des fibres, qui génére une contrainte plus élevée dans le repére du matériau 1, 2.

43 1,04
G(x,y)z 043 10 , 0(1,2):

1,04 0,38 (4-7)

1,45 -0,02
-0,02 -0,64

Les éprouvettes +45° présentent les mémes effets. Par contre, une contrainte hydrostatique
négative est superposée au cisaillement dans le repére géométrique, équations (4-8) et (4-9).

003E-4 169E—4 _159E-4 007E-4
)= sor—a orer-a P 00rE-a 1788 4‘ (+5)
o(ey)=” 0,43 1,04 o (1’2):‘ ~1,45 -0,02 (49)
104 038 ~0,02 0,64

Les tracés de contrainte dans le repére géométrique sont présentés sur la Figure 4-12 pour les
éprouvettes +45° et -45° respectivement.
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Figure 4-12 : Tracé des contraintes oy, oy, 7y. a. 45°. b. -45°.
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La matrice des facteurs de surélévation de contrainte introduite en chapitre 3.4.2 est détermi-
née pour les différents essais dont les composantes sont documentées dans le Tableau 4-3. Ces
matrices permettent de facilement calculer le champ de contrainte au point chaud pour un type
d’éprouvette donné et un niveau de charge donné selon 1’équation (3-2).

Tableau 4-3 : Composantes de la matrice des facteurs de surélévation de contrainte.

Eprouvette Ko Kiyy Kizz Kiy Kixxe Kiyz  Equation Repere
0° 0 0 0 1,04 0 0 (3-2) V.2
45° -0,43 -0,38 0 1,04 0 0 (3-2) ’ },I’
cf. Figure
90° 0 0 0 1,04 0 0 (3-2) 411
-45° 0,43 0,38 0 1,04 0 0 (3-2) '

Les éprouvettes sont usinées et le respect des tolérances notamment des fonds d’entailles vifs
est vérifié. Les plans des éprouvettes sont trouvés en Annexe D2.

Les essais statiques sont effectués a une vitesse de vérin de Imm/min. Les déformations sont
mesurées dans la section utile par des rosettes de jauges également utilisées pour les essais de
torsion sur tube (Vishay EA-06-062RB-120).

Les courbes contrainte/déformation sont présentées sur la Figure 4-13 pour les quatre types

d’éprouvettes.

80

[MPa]

Xy

Figure 4-13 : Essais statiques a 1Tmm/min.

Les éprouvettes 0° et 90° affichent un module t4,/ey, de 2162 MPa et de 2151 MPa, ce qui est
trés proche, Tableau 4-4. Méme si I’orientation des fibres n’est pas la méme, mécaniquement
le chargement consiste toujours dans les mémes contraintes de cisaillement. Nous notons un
écart de 13% par rapport aux tubes, Tableau 4-4. Cependant, les deux essais devraient étre
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comparables en termes de module [Swa85]. En prenant en compte également 1’erreur du mo-
dele éléments finis pour I’éprouvette en traction a 45° observée en chapitre 3.4.2, I’essai de
torsion sur tube est soupconné de ne pas représenter le module de cisaillement dii a la mesure
ou a I’essai. En revanche, il est intéressant de noter que les contraintes a rupture Ty max des
essais de cisaillement 0° et 90° et celle de I’essai de torsion sont comprises dans une fourchet-
te de 3%.

Tableau 4-4 : Résultats des essais statiques.

Eprouvette ~ Orientation [°] 7, /&,[MPa]  Erreur [%] 7,m[MPa] €, [%]

losipescu 0 2162 -13,1 58,6 2,15
losipescu 45 2948 5,1 72,2 2,18
losipescu 90 2151 -12,6 56,5 2,29
losipescu -45 2928 5,9 70,7 1,58
Tube torsion 0 1879 2.7 57,4 >5.00

Les essais a +45° et a -45° ont un comportement plus raide par rapport aux éprouvettes 0° et
90° car les fibres sont orientées dans le sens d’une des déformations principales. Les modules

Tyy/Exy alNSi que les résistances a rupture Ty max Sont tres similaires pour les deux essais.

Les erreurs de module ty,/ex, par rapport aux modules obtenus par la simulation éléments
finis sont élevées pour les éprouvettes 0° et 90° d’environ 13%. En fait, la simulation calcule
un module de 1879 MPa ce qui est la valeur de G, donnée comme parametre de la loi ortho-
trope. Cela met encore en question I’essai ou la mesure du module sur tube en torsion. Par
contre, les modules sur les éprouvettes 45° et -45° sont bien prédits. Pour ce chargement, les
modules E; et E; interviennent. Ces modules étaient mesurés sur éprouvette plate UD et sem-
blent étre des paramétres proprement mesurés.

40 N TTTTT I 40 I TTTTT I
KL ——— diagonales+45° || || e P, =10% —w—— diagonales -45°
35 N ——<&— longjtudinales 0° | 35 H P, =50% ——&— longitudinales 0° |
N B T R f I = )0/
" —P— transversales 90° P, =90% —— transversales 90°
——A&A—— tubes ——#—— diagonales +45°
30 30 1o —A—— tubes Il
‘T T
[a o
S 25 S 25
< c
< <
e e
1] ‘
20 20 N \
N (]
R =-1 cisaillementpur || e P =10% R =0,1 cisaillement pur N
PBT+PET GF30, AT =2°C P =50% PBT+PET GF30,AT<2°C | ~
critere d’arrét = rupture [ ___ pz =90% critére d’arrét = rupture
15 i o i 15 | -
3 4 5 6 3 4 5 6
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a Nombre de cycles [-] b Nombre de cycles [-]

Figure 4-14 : Essais de fatigue sur éprouvettes plates en cisaillement pur. a. R=-1. b. R=0,1.
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Les essais de fatigue sont effectués pour les deux différents rapports de charge R=-1 et R=0,1.
Nous constatons que pour le rapport de charge R=-1 nous n’avons que trois cas d’orientation :
0°, 90° et +45°. Les éprouvettes 0° et 90° affichent quasiment les mémes résultats que les
tubes en torsion ce qui indique que I’essai de cisaillement est bien mis en ceuvre car les trois
essais sont trés similaires au niveau de la microstructure et de la sollicitation.

La microstructure est 1égérement différente dans le cas des tubes et des éprouvettes plates
mais elle a peu d’influence car les couches transversalement orientées et longitudinalement
orientées voient la méme sollicitation, le cisaillement plan longitudinal et transversal aux fi-
bres. En outre, les facteurs de concentration de contrainte sont quasiment identiques pour ces
trois essais. Les plans de rupture sont bien dans la section utile et donc dans le plan du cisail-
lement maximal, Figure 4-15-a et Figure 4-15-b.

c
Figure 4-15 : Zones de rupture pour R=-1 a. 0°. b. 90°. c. £45°. d. £45° 4 5,=34,5MPa.

Les essais a +45° sont plus résistants et présentent un coefficient de pente m=7,8 plus faible
que les autres courbes (m=13,5 et m=15,3), Tableau 4-5. Cette pente altérée est peut étre lice
a un changement de mécanisme.

Tableau 4-5 : Résultats des essais de fatigue en cisaillement pur.

Ordonnée
. . Oun Pente a
Eprouvette Orientation ﬁ R . Torigine o(10°)  Ts Tn
[°] [-] [MPa]  [-] [-]
[-] [-] O
[MPa]

Tube 0° 0 -1 13,0 52,18 18,04 1,04 1,64
losipescu 0° 0 -1 13,5 52,9 19,1 1,07 2,59
losipescu 145 10,25 -1 7,8 109,6 19,0 1,10 2,08
Iosipescu 90 0 -1 15,3 47,7 19,3 1,03 1,54

Tube 0° 0 0,1 18,5 36,3 17,2 1,09 5,00
losipescu 0° 0 0,1 13,0 44,2 15,3 1,06 2,15
Iosipescu +45 -0,25 0,1 15,6 34,8 14,3 1,18 13,00
Iosipescu 90 0 0,1 16,3 35,9 15,4 1,12 6,66
losipescu -45 +0,25 0,1 18,5 41,9 19.9 1,10 5,5
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Dans un régime de faibles contraintes, I’éprouvette ne casse pas dans la section utile mais sur
le bord proche du fond d’entaille probablement dii a la surcontrainte observée par le calcul,
Figure 4-11-c et Figure 4-15-c. Cependant, 1’éprouvette casse dans la section utile selon la
Figure 4-15-d dans un régime de hautes contraintes. Probablement, pour de hautes contraintes
une régularisation de type viscoplastique a lieu a I’endroit des surcontraintes locales. Cette
courbe SN (R=-1) n’est donc pas rigoureusement comparable aux autres mais indique, par son
coté plus résistant, que le cas des éprouvettes 0° et 90° semble montrer le cas le plus critique
en cisaillement. Ce résultat est, d’un coté, une bonne nouvelle car 1’essai de torsion peut étre
considéré comme le cas critique mais d’un autre coté il engendre un dimensionnement un peu
trop conservatif. Une conclusion définitive sur ce point nécessite une analyse prenant en
compte la répartition des contraintes dans 1I’éprouvette vue alors comme une structure.

Pour le rapport de charge de R=0,1, les éprouvettes 0° et 90° présentent également des résul-
tats trés proches de ceux obtenus sur éprouvettes tubulaires en torsion. Toutefois, la tenue en
fatigue des éprouvettes 0° et 90° est 1égérement moins élevée que celle des éprouvettes tubu-
laires.

Bien que les éprouvettes 0° amorcent dans le fond d’entaille, la rupture se produit dans un
plan normal a la contrainte principale, Figure 4-16-a. L’éprouvette 90° casse nettement dans
la section utile, Figure 4-16-b. Nous allons détailler dans le chapitre suivant le role de la phase
de propagation macroscopique, en particulier nous montrerons que cette phase est négligeable
dans la durée de vie totale. Dans le domaine de durées de vie ou nous travaillons, il faut se
concentrer plus sur le lieu d’amorgage de la fissure plutot que le chemin de propagation ma-
croscopique.

a.l b & d.
Figure 4-16 : Zones de rupture pour R=0,1. a. 0°. b. 90°. c. +45° d. -45°.

Les éprouvettes diagonales a +45° présentent une tenue de fatigue réduite par rapport aux
essais de torsion. La rupture amorce dans le fond d’entaille et se produit dans le plan de la
contrainte principale parallele aux fibres, Figure 4-16-c. Les éprouvettes diagonales a -45° ont
une tenue de fatigue élevée par rapport aux autres éprouvettes. Nous observons deux fissures
sur I’éprouvette cassée et nous ignorons quelle fissure est la premicre a apparaitre, Figure
4-16-d. Ce dernier constat nous montre que le rapport de charge joue un réle important sur les
effets d’orientation et la conclusion précédente a R=-1 que le cisaillement a 0° et 90° serait le
cas le plus pénalisant n’est plus valable a R=0,1.
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Les éprouvettes 0° et 90° valident I’essai d’losipescu par rapport aux essais sur tubes en tor-
sion. Les essais a 45° constituent une nouveauté et nous allons dans une premiere analyse
essayer de les décrire avec le critére de Tsai Hill, équation (2-15). Ce critére était bien validé
par Bernasconi et De Monte pour les chargements en fatigue sur éprouvettes plates en traction
[Ber07, Mon07]. Quid de la pertinence de ce critére vis-a-vis a des chargements biaxiaux dans
le plan de contraintes 61-0,. Les parametres du critére de Hill pour ce cas sont les contraintes
a rupture des éprouvettes longitudinales et transversales pour un rapport de charge et un nom-
bre de cycles donnés. Ainsi, avec les tenseurs de contrainte dans le repére du matériau des
éprouvettes 45° et -45° en cisaillement, équations (4-7) et (4-9) des diagrammes de o,=f(c)
sont tracés sur la Figure 4-17 pour les deux durées de vie 10° et 10° cycles.
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Figure 4-17 : Critere de Tsai Hill pour a. R=-1 et b. R=0,1.

Pour le rapport de charge de R=-1 sur la Figure 4-17-a, les contraintes G, et 6, des éprouvettes
*45° sont tracées pour le maximum et le minimum de la charge appliquée (quadrant 2 et 4).
Le critére de Tsai Hill étant symétrique par rapport a 1’origine, la sévérité serait la méme lors
du minimum et du maximum du cycle. Pour les deux durées de vie, les prédictions du critére
sont en bonne corrélation par rapport aux résultats mécaniques.

Les résultats pour le rapport de charge de R=0,1 sont présentés dans la Figure 4-17-b. Les
éprouvettes +45° se situent dans le deuxiéme quadrant. Le critére surestime la tenue en fati-
gue pour les deux durées de vie. Les points qui correspondent aux éprouvettes -45° se trou-
vent dans le quatrieme quadrant. Pour ce chargement, le critére sous-estime les contraintes
admissibles. L’influence de la contrainte moyenne semble donc avoir une influence différente
pour les deux cas de chargement. Forte réduction de I’amplitude pour les éprouvettes 45° et
trés 1égere réduction pour les éprouvettes -45°. Méme si le critére de Tsai Hill décrit bien les
essais a 45° (R=-1), I’influence de la contrainte moyenne différente pour les deux essais +45°
et -45° (R=0,1) n’est pas captée. En outre, le criteére a besoin de six courbes SN pour sa des-
cription compléte en 2D et n’est que valable pour une microstructure. L’enjeu est donc, de
mieux décrire cet effet de contrainte moyenne plus prononcé pour les éprouvettes 45°,
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d’intégrer la microstructure dans le critére et d’arriver a réduire les courbes SN de caractérisa-
tion.

En conclusion, la campagne sur 1’essai de cisaillement pur nous a permis de mettre au point
un nouvel essai au laboratoire qui permet de solliciter des éprouvettes plates en cisaillement
pur. Les essais sur tubes sont bien reproduits avec notre essai, ce qui valide 1’expérience pour
cette classe de matériau. Nous avons pu montrer grice a notre essai que 1’orientation a 45°
présente un comportement complexe qui dépend du rapport de charge.

De plus, ce montage installé sur la machine de traction/torsion peut effectuer une sollicitation
complexe flexion pure/cisaillement pur, ce qui va permettre dans 1’avenir de mieux compren-
dre les effets de flexion sur éprouvette plate. Ceci représente un enjeu important pour les pic-
ces injectées qui sont assez fines alors qu’aucun résultat n’est disponible dans la littérature sur
ce sujet a notre connaissance. Les essais a gradient de contrainte en cisaillement pur étant
difficile a réaliser sur tubes en torsion [Mon0Q7], I’essai proposé peut générer un champ de
contrainte comportant un gradient de contrainte maitris¢ grace a la simulation numérique.

4.3 Analyse de I'effet de la contrainte moyenne

L’influence de la contrainte moyenne est d’abord évaluée sur la base des essais effectués sur
haltéres K; 1 et sur les éprouvettes tubulaires en traction, en torsion et en traction/torsion. En-
suite, les essais en cisaillement pur sont abordés.

Pour avoir une vue globale de I’effet de la contrainte moyenne, les amplitudes de contrainte et
les contraintes moyennes pour une durée de vie de 10° cycles et une durée de vie de 10° cy-
cles sont calculées a 50% de probabilité de survie.

Le résultat pour les éprouvettes plates en traction et les tubes en traction, en torsion et en trac-
tion/torsion est affiché dans un diagramme de Haigh présenté sur la Figure 4-18. Afin de ca-
ractériser 1’effet de la contrainte moyenne, nous allons nous appuyer sur la sensibilité a la
contrainte moyenne M proposé par Schiitz [Sch65], équation (4-10). Cependant, nous allons
employer I’amplitude de contrainte et la contrainte moyenne a R=0,1 au lieu de R=0.

o,(R=-1)-c,(R=0)

M= ’k-0)

(4-10)

Pour la durée de vie de 10° cycles, I’influence de la contrainte moyenne varie en fonction des
différentes conditions d’essai. Tandis que les tubes en traction affichent 1’influence la plus
prononcée avec M=0,46, les amplitudes des tubes en torsion restent quasiment inaltérées avec
la contrainte moyenne, Tableau 4-6. A I’instar des tubes en traction, les éprouvettes transver-
sales affichent également une forte dépendance de 1I’amplitude de la contrainte moyenne avec
M=0,41.
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Figure 4-18 : Diagramme de Haigh pour une durée de vie de a. 10° cycles et b. 10° cycles.

Les autres cas de sollicitation affichent des sensibilités a la contrainte moyenne semblables
comprises entre M=0,17 et M=0,28. Il est intéressant de remarquer que le tube en trac-
tion/torsion avec un ratio de 2/1 affiche une sensibilité¢ a la contrainte moyenne peu élevée
méme si les tubes en traction affichaient une sensibilité élevée. En fait, la composante du ci-
saillement faible présente tout de méme 1’effet prépondérant pour cette sollicitation multiaxia-
le.

Tableau 4-6 : Sensibilités a la contrainte moyenne pour 10° et 10° cycles en traction, torsion.

Eprouvette Sollicitation Orientation M(10%) M(10%)
[° [-] [-]
Haltére Traction 0° 0,63 0,17
Haltére Traction 45° 0,59 0,28
Haltére Traction 90° 0,66 0,41
Tube Traction 0° 0,54 0,46
Tube Traction/Torsion 0° 0,47 0,23
Tube Torsion 0° 0,21 0,04

La sensibilité a la contrainte moyenne M est tracée en fonction du rapport de la contrainte
hydrostatique (oy)/racine du deuxiéme invariant du déviateur du tenseur de contrainte (J,) sur
la Figure 4-19 afin d’évaluer I’influence de la contrainte hydrostatique, équation (4-11) et
(4-12). Pour les deux durées de vie (10° cycles et 10° cycles), la sensibilité a la contrainte
moyenne est plus prononcée avec la présence d’une contrainte hydrostatique. On remarque
également que I’influence a la contrainte moyenne n’est que fonction de la contrainte hydros-
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tatique mais aussi de la microstructure car les éprouvettes plates affichent différents coefti-
cients M bien que le rapport oy/J,> soit le méme. Toutefois, la dispersion, méme si elle est
faible, pourrait également jouer un rdle.

O'H=]1/3=(O'xx+0'yy+6yy)/3 (4-11)
2= You -0, )+, -0y +o. -0, ) wele, vt = Lot @12

, . 3 . , . . .
En outre, notamment pour la durée de vie de 10° cycles, la contrainte déviatorique influence
légérement la sensibilité¢ a la contrainte moyenne comme le témoigne le facteur M de 0,21
rencontré sur les tubes en torsion.
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PBT+PET GF30 Ps=50% PBT+PET GF30 Ps=50%
lon
08 ® long critére d’arrét = rupture |1 08 ® long critere d’arrét = rupture
* trac./tor. X trac./tor.
@ diag ¢ diag
06T % trans A 067| % trans .’
. A torsi
- A torsion = - orsion *
= 04f * = 04f
= =
! « ¢ ] ! A
0.2 Y 0.2
A
0 0
~0.2 ; ; ; ; ~02 ; ; ; ;
-0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 -0.4 -0.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8
0.5 0.5
a. 6 /3,7 [-] b. 0,957 -]

Figure 4-19 : Sensibilité a la contrainte moyenne en fonction du rapport o, /4/J, . a. 1 0°

cycles. b. 10° cycles.

Dans la suite, la notion de la microstructure doit étre intégrée dans le critére afin de tenter de
décrire I’influence de la contrainte moyenne non seulement en fonction de la contrainte hy-
drostatique mais également en fonction de I’orientation des fibres.

Apres avoir étudié I’influence de la contrainte moyenne sur les essais classiques en traction et
en torsion sur tubes, les résultats sur 1’essai de cisaillement sont intégrés dans les diagrammes
M=f(on/J,"), Figure 4-20. Les sensibilités a la contrainte moyenne sont documentées dans le
Tableau 4-7. On remarque que notamment 1’essai de cisaillement +45° pour la durée de vie de
10° cycles affiche une sensibilité a la contrainte moyenne accrue. La prise en compte de la
contrainte hydrostatique a I’échelle macroscopique ne semble pas le critére pertinent afin de
prendre en compte les effets rencontrés sur cet essai. En fait, pour ce chargement, une traction
est générée perpendiculairement aux fibres tandis qu’une compression plus €élevée d’un fac-
teur deux est exercée dans le sens des fibres. La contrainte hydrostatique devient ainsi négati-
ve. Cependant, la traction perpendiculaire aux fibres semble gouverner 'influence de la
contrainte moyenne davantage que la contrainte hydrostatique macroscopique.
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Figure 4-20 : Influence de la contrainte moyenne intégrant les résultats de I'essai cisaille-
ment pur. a. 10° cycles. b. 10° cycles.

L’analyse de I’effet de la contrainte moyenne en traction et en torsion dans le domaine des
grandes durées de vie nous permet de tirer deux conclusions importantes pour la suite de notre
¢tude. En premier lieu, il semble que d’un point de vue macroscopique 1’amplitude du cisail-
lement joue un réle plus important que le maximum ou la moyenne de cette grandeur. Ce ré-
sultat est un constat expérimental validé d’un point de vue macroscopique, il convient proba-
blement de mener une analyse locale prenant en compte la microstructure pour expliquer un
tel comportement. En second lieu, il semble que la contrainte hydrostatique joue un réle im-
portant pour expliquer I’influence de la contrainte moyenne. Cette grandeur mécanique sugge-
re un role non négligeable de la cavitation mais demande aussi une analyse locale pour expli-
quer cela en détail.

Tableau 4-7 : Sensibilités a la contrainte moyenne pour 10° et 10° cycles en cisaillement pur.

Eprouvette Sollicitation Orientation M(10%) M(10%)
[® [-] [-]
Iosipescu Cisaillement 0° 0,20 0,22
lIosipescu Cisaillement 45° 0,94 0,30
losipescu Cisaillement 90° 0,26 0,23
losipescu Cisaillement -45° 0,53 -0,04

4.4 Analyse des résultats expérimentaux

Cette campagne expérimentale va servir de base a la suite de nos travaux. D’une part pour
orienter I’étude des mécanismes d’endommagement en fatigue et d’autre part pour la valida-
tion d’un critére de fatigue. Nos résultats sont complétés par ceux effectués au LBF sur le
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PA66 GF35, Annexe C. Avant d’aborder la suite de nos travaux, il est cependant possible de
faire quelques conclusions intéressantes sur la base de ces premiers résultats.

Les tests de fatigue effectués semblent montrer que la contrainte diminue de facon continue
méme pour les grandes durées de vie. Ce matériau ne présente pas d’asymptote horizontale
dans le domaine des grandes durées de vie et il est donc nécessaire de ne pas employer la no-
tion de la limite de fatigue mais de parler d’une contrainte de référence pour un nombre de
cycles donné (p.ex. 10° cycles). Globalement, nous avons vu que la dispersion est trés faible
(Ts compris entre 1:1,02 et 1:1,18) pour I’ensemble des essais multiaxiaux réalisés et ceci
quel que soit le type d’éprouvette. Ceci tend & montrer que le volume de matériau sollicité
pour nos éprouvettes est bien adapté pour représenter les hétérogénéités de microstructure. Il
faudra par la suite effectuer une analyse du comportement sur piece avant de transposer ce
résultat sur structure.

Le comportement en traction sur éprouvette plate est influencé par 1’orientation des fibres
comme le montrent de nombreux autres résultats de la bibliographie. La comparaison des ré-
sultats de traction sur tube et sur plat nous montre qu’il faut tenir compte d’une part, de la
réalité de la microstructure et, d’autre part, de 1’hétérogénéité du champ de contrainte, ce qui
est important en vue de 1’application a une structure. Pour pouvoir décrire finement 1’effet de
’anisotropie, le caractére multicouche et I’effet d’un champ de contrainte biaxial, nous aurons
besoin dans la suite d’un critére multiaxial qui prend en compte 1’orientation des fibres. Ce
critére devra prendre en compte 1’influence de la contrainte moyenne et nous avons montré
que cette influence est assez importante dans le cas de la traction.

La réponse en fatigue du matériau a une sollicitation de cisaillement pur montre le caractére
sévere de ce type de chargement vis-a-vis de I’endommagement (les tests ont été réalisés sur
plat et sur tube). L’orientation des fibres en présence du cisaillement pur joue aussi un réle
non négligeable comme en traction, I’analyse des résultats demande cependant un peu de pru-
dence car les essais sont assez complexes et demandent une analyse par le biais d’un critére
couplé a une description de la microstructure. Cependant, nous avons comparé¢ les résultats
obtenus au critere de Tsai Hill. Il est important de remarquer la tres faible influence de la
contrainte moyenne dans le cas du cisaillement pur a 0° et 90°. En revanche, I’influence de la
contrainte moyenne est plus élevée pour les sollicitations de +45° et -45°, sollicitations qui
générent des contraintes normales dans la direction des fibres et transversales aux fibres.

Ces résultats peuvent étre analysés tels quels en premiére approximation de sorte a dégager
les grandeurs mécaniques pertinentes pour une analyse macroscopique du probléme de fati-
gue. Cependant, comme nous I’avons mentionné tout au long de notre analyse, il semble né-
cessaire de prendre en compte I’hétérogénéité de la microstructure et des champs mécaniques
pour mener une analyse plus fine des paramétres qui gouvernent la tenue en fatigue. De plus
ce travail doit étre complété par une analyse des mécanismes d’endommagement a 1’échelle
des fibres.
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5 Mécanismes de rupture

Afin de comprendre le comportement en fatigue des thermoplastiques renforcés par des fibres
de verre courtes, le déroulement de I’endommagement doit étre cerné du début de 1’essai jus-
qu’a la fin. C’est pour cette raison que des observations ciblées sont entreprises a ’aide
d’outils appropriés.

L’analyse des mécanismes de rupture porte sur le PBT+PET GF30, matériau sur lequel peu
d’informations sont disponibles dans la littérature. Le travail se limite aux sollicitations ondu-
l1ées au rapport de charge de R=0,1 méme si quelques courbes d’hystérésis a R=-1 sont pré-
sentées en début de ce chapitre 5.

L’endommagement au cours de ’essai est quantifié a travers 1’évolution des grandeurs méca-
niques comme la raideur, I’amortissement et la déformation moyenne. Une fois que ces évolu-
tions sont connues, leur cause est étudiée. Pour cela, cette étude s’appuie sur la technique des
cryofractures afin de révéler I’endommagement ayant lieu dans le volume.

La technique des répliques et ’emploi d’une caméra infrarouge nous permet de suivre les
¢évolutions d’endommagement qui se manifestent en surface. Ainsi, des fissures peuvent étre
repérées et le moment de leur apparition est crucial pour la définition d’un critére de fatigue.

Enfin, les faci¢s de rupture sont étudiés a I’aide du MEB. Les observations précédentes per-
mettent de bien caractériser les différents aspects et ainsi un scénario de rupture est proposé.

5.1 Evolution des grandeurs mécaniques au cours d’essai

La réponse au chargement mécanique d’un matériau a constituant polymérique varie poten-
tiellement en fonction de plusieurs facteurs dont la température, la vitesse de chargement ou le
temps de sollicitation, 1’état d’endommagement du matériau [Alt89, Hor97, Wab97, Nou09,
Nod01, Tak94]. L’ampleur de ces dépendances est fonction des conditions de sollicitation et
peut évoluer en cours d’essai. Dans le cas des essais de fatigue, nous observons en général
une perte de raideur, une augmentation de 1’amortissement suivant Lazan [Laz68] et de la
déformation moyenne. D’autres grandeurs macroscopiques observables peuvent aussi varier
comme par exemple la rugosité de surface [Cas06]. Ces évolutions de grandeurs sont liées a
des mécanismes de fatigue propres au matériau. Dans une approche scientifique, les évolu-
tions sont d’abord caractérisées, ensuite I’endommagement associé¢ est identifi¢ et dans cer-
tains cas une corrélation est effectuée.

Nous allons ensuite présenter les évolutions de la raideur dynamique, de I’amortissement et de
la déformation moyenne. La raideur dynamique est calculée suivant 1’équation (5-1) pour un
cycle donné.

70



Mécanismes de rupture

O_max B O_min
Edyn = 8— (5' 1 )

max gmin

L’amortissement suivant Lazan est le rapport entre I’aire de la courbe d’hystérésis et I’aire qui
est comprise entre la ligne médiane de la courbe d’hystérésis et 1’abscisse [Laz68]. L’aire de
la courbe d’hystérésis correspond a 1’énergie dissipée d’une maniére ou d’une autre et I’aire
comprise entre la ligne médiane de la courbe d’hystérésis et 1’abscisse représente 1’énergie
emmagasinée lors du chargement. Ainsi, I’amortissement suivant Lazan correspond a
I’équation (5-2).

ﬂ, — diss (5_2)

La ligne médiane divise la courbe d’hystérésis en deux en sorte que pour toute valeur de dé-
formation, la contrainte de la ligne médiane soit située au milieu de la contrainte de la branche
ascendante et celle de la branche descendante. Enfin, la déformation moyenne est la valeur
pour laquelle la contrainte moyenne de la ligne médiane est observée. Le lecteur trouvera des
informations plus détaillées sur le calcul de ces grandeurs dans la theése d’Altstadt [Alt89].
L’extensometre est placé sur le grand coté des €éprouvettes pour les essais a R=0,1. Par contre,
pour les essais a R=-1, I’extensomeétre a été positionné sur la tranche a cause du raidisseur. La
longueur initiale de I’extensometre est de 27,5mm tandis que la longueur de la section utile
est de 30mm. La rupture a lieu au raccordement du rayon de 1’éprouvette qui est situ¢ en de-
hors de la zone de mesure.

La courbe d’hystérésis peut étre le résultat de plusieurs contributions : des couplages thermo-
¢lastiques et des mécanismes dissipatifs de plusieurs natures comme la viscoélasticité, la plas-
ticité et ’endommagement, lesquels peuvent évoluer au cours du cyclage. Dans la premiére
partie de cette analyse, nous n’évoquerons pas les couplages thermiques, faute d’une informa-
tion précise sur les évolutions de température a 1’échelle du cycle. En général, la courbe gon-
fle et se couche en fonction de la durée de vie et des conditions d’essai. Les courbes
d’hystérésis pour le rapport de charge R=-1 sont présentées sur la Figure 5-1 pour le premier
cycle, 20% de la durée de vie, 80% de la durée de vie et le dernier cycle.

Les éprouvettes longitudinales présentent des courbes d’hystérésis peu modifiées par la solli-
citation en fatigue, Figure 5-1-a. L’aire constante de ces boucles suggére que les évolutions
viscoélastiques de la matrice au cours du cyclage sont de second ordre par rapport au compor-
tement des fibres (ce que confirme I’absence d’évolution notable de la raideur dynamique).
D’¢éventuels mécanismes d’endommagement ne semblent pas non plus affecter la raideur de
facon détectable. Les éprouvettes transversales affichent un comportement moins raide au
début du cyclage : ceci est cohérent avec une sollicitation accrue de la matrice polymere. Elles
présentent ensuite une légere augmentation de la déformation maximale au cours de 1’essai
tandis que la déformation minimale varie peu, Figure 5-1-b. Cette évolution dissymétrique des
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boucles au cours du temps peut correspondre a une manifestation de la viscoélasticité de la
matrice dont le comportement en traction et compression est susceptible d’étre différent. Le
dernier cycle présente une perte importante de déformation maximale ce qui n’est par contre
pas attribué a I’endommagement dans la zone de mesure. L’extensometre étant positionné sur
la tranche de la section utile, I’endommagement important en fin d’essai au niveau du raccor-
dement qui est situ¢ en dehors de la zone de mesure et du méme coté que I’extensometre ré-
duit la déformation mesurée.
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Figure 5-1 : Courbes d’hystérésis a R=-1 pour éprouvettes a. longitudinales. b. transversales.

Enfin, le comportement en traction et en compression est le méme pour les deux types
d’éprouvettes testés. Les courbes d’hystérésis qui penchent au niveau du zéro de charge
comme pour le SMC ne sont pas observées [Alt89, KI1i05].

Les diagrammes contrainte/déformation a R=0,1 sont présentés sur la Figure 5-2.
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Figure 5-2 : Courbes d’hystérésis a R=0,1 pour éprouvettes a. longitudinales. b. transversa-
les.

Les courbes d’hystérésis sont davantage gonflées en comparaison au rapport de charge de
R=-1. Plusieurs phénomenes peuvent expliquer cette observation. D’une part, la contrainte
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maximale plus élevée peut accroitre I’endommagement, augmentant ainsi les sources de dis-
sipation et 1’aire de la boucle d’hystérésis. L’évolution de la raideur dynamique n’apparait
pourtant pas trés importante, mais elle ne 1’était pas davantage dans le cas des essais sur
éprouvettes longitudinales a R=-1. D’autre part, la contribution visqueuse peut aussi étre plus
importante. Le décalage des boucles d’hystérésis vers les déformations croissantes suggere
d’ailleurs un fluage du matériau sous 1’effet de la contrainte moyenne. Cette variation de la
déformation moyenne sous 1’influence de la charge moyenne a déja été constatée par Horst
[Hor97]. Cet effet de rochet est trés prononcé au début de la durée de vie. Ensuite, la déforma-
tion moyenne évolue jusqu’a la rupture finale. Les éprouvettes transversales, pour lesquelles
la matrice est plus fortement sollicitée, présentent une accentuation cohérente de cet effet.

Dans la suite, nous allons nous limiter au rapport de charge R=0,1.

La perte de raideur de notre matériau est analysée a travers la raideur normée par la raideur
initiale en fonction de la durée de vie normée par la durée de vie a la rupture pour tous les
niveaux de charge testés, Figure 5-3. Les éprouvettes longitudinales présentent une perte de
raideur en trois étapes. La premiere étape est une forte perte jusqu’a 10% de durée de vie. La
deuxieéme étape est une évolution de la raideur quasi linéaire et la troisiéme étape correspond
a une tres forte perte de raideur. Toutefois, cette troisieme phase est rarement observée. Les
pertes de raideur se situent autour de 10% pour tous les niveaux de charges avec une tendance
vers des pertes 1égerement plus élevées pour les hauts niveaux de charge. A la fois une aug-
mentation de I’endommagement et des phénomeénes viscoélastiques pourraient contribuer a
cette évolution.
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Figure 5-3 : Perte de raideur a R=0,1 pour les éprouvettes a. longitudinales. b. transversales.

Les éprouvettes transversales affichent une perte de raideur semblable pour les bas niveaux de
charge. Par contre, lorsque I’amplitude de charge est élevée, la perte de raideur est beaucoup
plus prononcée jusqu’a des pertes de 20%. Cette observation pourrait étre expliquée par une
sollicitation accrue de la matrice viscoélastique. Néanmoins, il n’est pas possible d’exclure
une contribution également plus importante de mécanismes d’endommagement comme de la
décohésion fibre-matrice ou encore d’une cavitation matricielle.
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L’amortissement suit I’évolution de la raideur de manicre inversement proportionnelle, Figure
5-4. Le comportement des éprouvettes longitudinales, Figure 5-4-a, est comparable a celui des

éprouvettes transversales, Figure 5-4-b.
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Figure 5-4 : Amortissement a R=0,1 pour les éprouvettes a. longitudinales. b. transversales.

La déformation moyenne est tracée en fonction du nombre de cycles normé par la durée de
vie sur la Figure 5-5. Nous observons une évolution exponentielle au début de 1’essai, cohé-
rente avec la forte chute de raideur dans 1’hypothése d’une contribution majeure de la viscoé-
lasticité. Apres 10% de la durée de vie, I’évolution est dans un régime stabilisé et linéaire. La
boucle se décale vers les plus fortes déformations moyennes, selon ce que I’on pourrait quali-
fier de vitesse de « fluage » stationnaire.

Pour les éprouvettes longitudinales, 1’évolution est similaire entre les différents niveaux de
charge bien que légérement plus prononcée pour les hauts niveaux de charge, Figure 5-5-a.
Quant aux éprouvettes transversales, 1’évolution est beaucoup plus prononcée, Figure 5-5-b.
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Figure 5-5 : Evolution de la déformation moyenne a R=0,1 a. longitudinales. b. transversales.

La perte de raideur des éprouvettes tubulaires en torsion est présentée sur la Figure 5-6-a. Par
contre, la raideur est calculée a partir des valeurs angulaires du vérin. Etant donné que cette
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raideur est fonction de I’ensemble des moments d’inertie de torsion le long de 1’éprouvette, la
variation de la raideur de la section utile ainsi mesurée est moins prononcée que la variation
réelle. Une mesure locale éventuellement par des jauges devrait étre envisagée pour des mesu-
res plus précises et comparables au cas de traction. Ainsi, nous observons des pertes tres fai-
bles le long de I’essai.
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Figure 5-6 : a. Perte de raideur des tubes en torsion a R=0,1. b. Comportement mécanique
et plage de contrainte maximale des essais de fatigue.

Par contre, sur ces éprouvettes en torsion, une perte de raideur progressive est remarquée en
fin de I’essai pour I’ensemble des niveaux de charges. Une fissure qui serait forcément située
dans le champ de mesure (entre les deux mors) pourrait entrainer une telle perte drastique en
fin de la durée de vie. Le niveau le plus haut a 21,8 MPa d’amplitude affiche une perte de
raideur particulierement élevée. Pour ce haut niveau de charge, nous nous situons déja dans
un régime de comportement mécanique fortement non-linéaire. La Figure 5-6-b présente pour
les durées de vie de 10° et de 10° cycles les valeurs maximales des essais a R=0,1.

Tous les essais de fatigue en traction se situent dans ce régime de durée de vie et de contrain-
te. Nous remarquons que la tenue en fatigue a 10° cycles comporte des valeurs maximales
dans la partie linéaire. Entre les durées de vie de 10° et de 10° cycles, le comportement méca-
nique devient de plus en plus non-linéaire. Autrement dit, dés que le comportement rentre
dans un régime non-linéaire, les durées de vie sont fortement réduites. Les tubes en torsion
travaillent cependant dans une plage non-linéaire depuis le début et affichent un comporte-
ment non-linéaire marqué pour les durées de vie au-dela de 10° cycles. Cette observation pu-
rement mécanique ne permet pas néanmoins de préciser la nature des mécanismes responsa-
bles de I’apparition de cette forte non-linéarité.

Enfin, nous avons cherché a savoir quelle est la part liée a I’échauffement de 1’éprouvette sur
I’évolution des grandeurs mécaniques présentées, méme s’il est délicat d’interpréter séparé-
ment les effets viscoélastiques des effets thermiques. Pour cela, nous comparons un essai
continu avec un essai interrompu sous les mémes conditions d’essai. Il s’agit d’un essai de
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fatigue a R=0,1 sur éprouvette longitudinale. L’ essai interrompu est arrété aux intervalles :
10°, 3 10%, 6 10° et 10* cycles pour 24h respectivement. Pendant ce temps, la charge est asser-
vie a 0. L’¢éprouvette peut donc refroidir et des effets de recouvrance vont éventuellement
avoir lieu. Pour des raisons de lisibilité, les marqueurs qui servent a distinguer les tracés sur
les graphes suivants ne sont affichés que tous les 1000 cycles bien qu’un point expérimental
par cycle soit présent.

L’essai continu chauffe de 0° jusqu’a 4°, Figure 5-7-a. L’essai interrompu cependant est re-
froidi pendant chaque pause a la température ambiante. Sinon, 1’évolution globale suit celle de
I’éprouvette continue. A chaque pause, la déformation moyenne diminue, Figure 5-7-b. Ce
phénomene peut étre a la fois attribué a de la recouvrance et a une contraction thermique liée
a la chute de température. La chute de déformation moyenne reste néanmoins minoritaire par
rapport au niveau de déformation totale, suggérant une contribution plastique et/ou
d’endommagement non négligeable. Aprés avoir relancé 1’essai, 1’augmentation de la défor-
mation moyenne reprend mais progressivement : elle ne saute pas directement a la valeur ob-
tenue avant 1’arrét.
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Figure 5-7 : a. Evolution de la température. b. Evolution de la déformation moyenne. c. Evo-
lution de la raideur. d. Evolution de 1’amortissement.
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On observe également une tres légere augmentation de la raideur dynamique a la reprise de la
sollicitation, Figure 5-7-c. Dans le cas d’une diminution de raideur liée seulement a
I’endommagement, le cyclage reprendrait avec la méme valeur de raideur dégradée. Cepen-
dant, les tracés de perte de raideur restent trés semblables. La perte de raideur 1égérement
moins ¢€levée et la durée de vie légerement plus élevée sont probablement liés a I’effet de re-
couvrance (durée de vie pour ce niveau sur trois essais continus N=7577+1218 cycles). Nous
observons également une augmentation de 1’amortissement moins importante mais nous
n’apercevons pas de discontinuité dans le tracé, Figure 5-7-d.

Une tentative d’analyse via des grandeurs mécaniques globales de phénoménes qui peuvent
étre couplés reste limitée. La principale difficulté réside dans le fait que des mécanismes dif-
férents, comme 1’endommagement progressif et de la viscoélasticité peuvent avoir des consé-
quences identiques en termes de raideur ou d’échauffement. De la méme facon, ces deux mé-
canismes peuvent expliquer 1’évolution vers un domaine de comportement non-linéaire au
cours du cyclage. En conclusion de ce dépouillement d’essais de fatigue, nous constatons que
la contrainte moyenne génere un effet de Rochet prononcé, surtout sur les éprouvettes trans-
versales qui affichent des déformations moyennes trés élevées au cours de I’essai. La
contrainte macroscopique y est moins €levée que pour les éprouvettes longitudinales mais les
fibres ne renforcent pas le polymeére, ce qui amene a ces grandes déformations.

La sollicitation en traction alternée ne modifie guére le comportement macroscopique du ma-
tériau. Les éprouvettes longitudinales présentent des courbes d’hystérésis peu modifiées au
long de I’essai. Toutefois, les éprouvettes transversales quant a elles subissent une faible évo-
lution de la déformation maximale. En conclusion, I’évolution du comportement est minime
pour les cas observés au rapport de charge R=-1.

En revanche, le matériau soumis a des chargements cycliques ondulés présente une perte de
raideur et une augmentation de I’amortissement. Dans une premicre étape, I’évolution est
progressive afin de passer dans une deuxieéme étape qui est quant a elle linéaire. La perte de
raideur et ’augmentation de I’amortissement ont lieu de maniére inversement proportionnelle.
Les éprouvettes transversales subissent davantage de perte de raideur que les éprouvettes lon-
gitudinales. L’évolution de la déformation moyenne est également plus prononcée sur les
éprouvettes transversales.

La plupart des essais de fatigue en traction comportent des valeurs maximales de contrainte
dans un régime quasi linéaire. Cependant, les tubes en torsion travaillent dans un régime de
comportement trés adoucissant. Pour les niveaux de charge correspondant a un domaine de
comportement non-linéaire, nous observons des pertes de raideur trés élevées (transversales et
tubes en torsion pour les hauts niveaux).

Un endommagement progressif du matériau (selon des mécanismes favorisés par une
contrainte moyenne positive) et/ou des effets visqueux (également amplifiés par une contrain-
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te moyenne positive) peuvent &tre avancés pour interpréter ces €évolutions, sans que les scena-
rios ne soient d’ailleurs forcément identiques pour les deux orientations de fibres.

Dans le cas des éprouvettes longitudinales, seule une petite partie de la déformation générée
semble récupérable lors d’une interruption du cyclage, cette recouvrance pouvant résulter a la
fois d’un effet thermique et d’une contribution viscoélastique ou viscoplastique. Néanmoins,
la perte de raideur et I’augmentation de 1’amortissement semblent trés majoritairement dues a
I’endommagement.

Dans le cas des éprouvettes transversales, une contribution relative plus importante de la ma-
trice semble raisonnable, mais les essais disponibles ne permettent pas de se prononcer sur la
prépondérance de cet effet par rapport a celui de I’endommagement.

5.2 Techniques d’observation des mécanismes

Dans le but de déceler les mécanismes de rupture de notre matériau, différentes techniques
d’observation sont utilisées.

Afin de pouvoir caractériser les faci¢s de rupture, nous employons un microscope €lectroni-
que a balayage (MEB) JEOL JSM 6400. Les échantillons thermoplastiques doivent étre revé-
tus d’une fine couche d’un matériau conducteur. Ainsi, les échantillons ont été recouverts
d’une fine couche de palladium. La tension d’accélération choisie pour les observations au
MEB est de 7kV.

Les faci¢s de rupture observés sont issus de différents essais afin de tenter de comprendre
I’endommagement en fatigue. Les faciés obtenus aprés rupture cryogénique nous servent
comme faciés de référence. Il s’agit d’un essai de traction a haute vitesse et a basse températu-
re afin d’éliminer tout endommagement du matériau avant la rupture fragile. Pour ce faire, les
éprouvettes sont trempées dans de 1’azote liquide a une température de 77 Kelvin durant cinq
minutes. Ensuite, 1’éprouvette est rapidement serrée dans une machine de traction grace a des
mors hydrauliques et un essai de traction a 500mm/min est réalisé. En revanche, les facics des
essais quasi-statiques sont issus d’essais & Imm/min a température ambiante.

Afin d’étudier I’influence d’une pré-fissure, nous usinons une micro-entaille en utilisant une
scie circulaire avec une lame trés fine en carbone revétue de poudre de diamant. L’épaisseur
de la coupe est de 50 microns tandis que la profondeur s’éléve a 350 microns, Figure 5-8. La
vitesse de traction de 1’essai statique de I’éprouvette micro-entaillée est de I mm/min.

Afin de suivre I’état de surface de nos éprouvettes lors de 1’essai de fatigue, nous utilisons la
technique des répliques. Une empreinte négative de la surface de 1’éprouvette est prélevée
réguliérement au cours du chargement. Pour cela, I’essai est interrompu et une empreinte den-
taire a base de silicone est appliquée. La pate est déposée sur 1I’éprouvette et aprés la prise
compléte, la réplique est enlevée et stockée. Ensuite, I’ensemble des répliques d’un essai de
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fatigue est recouvert d’une fine couche de palladium afin de pouvoir les observer au MEB. Le
matériau d’empreinte utilisé est le Colténe Président light body [Pal02]. Dans le but de repérer
des endommagements surfaciques de 1’ordre de quelques microns, les éprouvettes sont polies
avec une gamme de papier de carbure de silicium d’une granulométrie de 1000, 2400 et 4000
et d’un feutre de polissage de 3 micron et de 1 micron.

erbe2_1fois20_cotef|

Figure 5-8 : Micro-entaille de 50*350 microns.

Dans le cadre des observations, la thermographie est employée afin de repérer des échauffe-
ments globaux ainsi que des échauffements locaux [BIu07]. La caméra Cédip Silver 420 MW
est utilisée avec soit un objectif sans grossissement soit un objectif macro G3 permettant de
réaliser une résolution spatiale de 10 micron. La résolution de température est de 20mK.

5.3 Observation des mécanismes d’endommagement par
fatigue

Les mécanismes d’endommagement sont étudiés en s’appuyant sur les techniques présentées
précédemment. D’abord, I’endommagement au cours de 1’essai de fatigue est mis en évidence
grace a des cryofractures d’éprouvettes cyclées. Ensuite, la présence d’une macro-fissure est
présentée et le moment de 1’apparition est identifié. Enfin, les différentes formes de la rupture
finale pour différents chargements sont présentées. Ces ¢léments nous amenent a proposer un
scénario de rupture en fatigue a la fin de ce chapitre pour le PBT+PET GF30.

5.3.1 Stade A : Endommagement aux extrémités des fibres

Le faciés de la rupture en fatigue présente des particularités liées a I’endommagement en fati-
gue mais aussi des artefacts propres a la rupture finale. Afin de découpler ces deux mécanis-
mes, des cryofractures sont effectuées sur des éprouvettes qui ont subi un essai de fatigue jus-
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qu’a la rupture. En comparant les facies ainsi obtenus a des cryofractures du matériau vierge,
I’endommagement propre aux effets de la fatigue est identifié.

Des éprouvettes longitudinales au rapport de charge R=0,1 sont cyclées jusqu’a la rupture qui
a lieu au niveau du raccordement du rayon ou la contrainte est maximale, Figure 5-9.

Une cryofracture est effectuée en recassant I’éprouvette de sorte que 1’éprouvette rompe dans
un plan perpendiculaire a la charge et parallele par rapport a la rupture en fatigue. Cette cryo-
fracture est dénommée ci-apres cryofracture transversale, Figure 5-9. Elle s’est produite a
I’autre raccordement du rayon ou une surcontrainte est présente et ou le matériau est suscepti-
ble d’avoir subi un endommagement en fatigue plus élevé par rapport au reste du volume.
L’éprouvette avait subi une amplitude de contrainte de 30,4 MPa résultant en une durée de vie
de 120 772 cycles.

Cryofracture transversale
Cryofracture longitudinale

Rupture de fatigue

Figure 5-9 : Plan présentant les endroits de la rupture en fatigue et des cryofractures.

Afin d’observer un plan parallele a la charge et perpendiculaire a la rupture en fatigue, une
autre cryofracture est effectuée selon la Figure 5-9 et dénommée cryofracture longitudinale.
L’éprouvette concernée avait été cyclée a une amplitude de 33,1 MPa avec une durée de vie
de 29 131 cycles.

En premier, le résultat de I’observation de la cryofracture transversale, qui est orientée per-
pendiculaire a la charge et donc perpendiculaire a la plupart des fibres est abordé.
L’observation au MEB de la cryofracture transversale présente globalement un faci¢s comme
celui de la référence. Par contre, localement nous observons des endommagements liés a la
fatigue. Le polymeére se situant au bout d’une fibre orientée dans la direction de la charge est
endommagé, Figure 5-10-a. Cet aspect est observé aux endroits ou la rupture se situe dans le
méme plan que le bout de la fibre de maniere répétée. 1l s’agit donc d’un endommagement
diffus dans le volume. La référence cassant rarement dans un tel plan présente le polymere
non endommagé, Figure 5-10-b.
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1Smm

Figure 5-10 : Plan perpendiculaire au chargement. a. Endommagement du polymere. b. Ré-
férence.

La présence de fibrilles sur la surface du polymere endommagé rappelle des effets de micro-
craquelures observés sur un PET pur par exemple, Figure 5-11-a et Figure 5-11-b.

Figure 5-11 : a. Endommagement sur PBT+PET GF30. b. Microcraquelures observées sur
PET [Sch84].

Agarwal montre que le polymere au bout d’une fibre longitudinale est soumis a un état de
contrainte biaxial [Aga06]. En plus de la contrainte axiale, une contrainte radiale est mise en
évidence par un calcul aux ¢éléments finis. Ce résultat est souligné par les travaux de Jiang qui
confirme la présence d’une contrainte axiale au bout de la fibre par un calcul analytique
[Jia04]. Abedian améliore le modele analytique de Jiang de maniere qu’il puisse prendre en
compte une fibre qui n’adhere pas a la matrice au bout [Abe07]. L’origine de cette décohésion
repose dans le fait que les fibres ne sont pas ensimées au bout car elles sont découpées apres
I’application de I’ensimage. En plus de la contrainte axiale et radiale, une contrainte circonfé-
rentielle est mise en évidence par son modele analytique. Il est montré que ce résultat est en
bonne corrélation avec une analyse par éléments finis. Enfin, Horst confirme la présence
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d’une contrainte radiale pour une fibre dont le bout n’adhére pas [Hor98]. L’état de contrainte
est donc triaxial au bout de la fibre avec la contrainte axiale comme contrainte principale. Un
endommagement par la formation de microcraquelures serait donc privilégié.

Aprées avoir relevé un endommagement dans un plan perpendiculaire a la charge, le plan pa-
rallele a la charge et donc parallele a la plupart des fibres est observé. Les observations sur le
facieés obtenu par la cryofracture longitudinale présentent un endommagement situé sur les
cotés des fibres orientées dans la direction de la charge, Figure 5-12.

. : S — 18Hm b
JEOL. TFEU ‘ AoED

ST L
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Figure 5-12 : Endommagement sur une fibre orientée dans la direction de la charge.

Nous observons que cet endommagement est présent en plusieurs endroits sur une seule fibre.
Ce phénomene marque la plupart des fibres orientées dans la direction de la charge. A un
grossissement plus élevé, nous observons que les fibres sont encore enrobées d’une fine cou-
che de polymere, Figure 5-13-a. L’endommagement se manifeste par une surface présentant
des crateres plutdt étirés. La référence présente des fibres également enrobées par une fine
couche de polymere, Figure 5-13-b. Par contre, I’aspect est plus lisse.

=
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Figure 5-13 : Fibre parallele au chargement. a. Etat endommagé par la fatigue. b. Référence.
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Une simulation par éléments finis a été réalisée par El Habib au laboratoire afin de compren-
dre I’endommagement situé sur les cotés des fibres [EIH09]. Pour cela, un champ de fibres
orientées dans la direction de la charge est mis en données. La simulation est effectuée avec
ABAQUS 6.7-1 en 2D. L’assemblage de fibres comprend 289 fibres d’une longueur de 250
microns et d’une largeur de 10 microns, Figure 5-14.

Le polymére a un module de Young de 2 500 MPa et un coefficient de Poisson de 0,35 tandis
que le module des fibres de verre vaut 73 000 MPa et son coefficient de Poisson est de 0,22.
Enfin, le taux surfacique est de 0,3. Le positionnement des fibres longitudinales dans le poly-
mere est effectué de manicre aléatoire ce qui donne des distances inter fibres variées. Ce mo-
dele élément fini 2D cherche a donner une représentation spatiale des fibres.

Figure 5-14 : Modéle éléments finis d’'un assemblage de fibres longitudinales.

Une traction uniaxiale dans le sens des fibres est appliquée. L analyse est effectuée sur la base
d’une fibre située dans cet arrangement de fibres, Figure 5-14.

La Figure 5-15 donne I’évolution de la contrainte de von Mises le long de la fibre représentée
en position centrale sur la cartographie de contrainte en haut de la Figure. Les deux tracés
correspondent a I’évolution de la contrainte de von Mises observée sur la face supérieure
(rouge) et sur la face inférieure (bleu) de la fibre. Des contraintes élevées sont observées en
extrémité de fibre. En outre, sur la face supérieure, deux pics sont présents au niveau du bout
des fibres adjacentes. Sur la face inférieure, nous observons également un pic au niveau d’un
bout d’une fibre adjacente. Ce type d’analyse a été mené pour différentes fibres extraites de la
microstructure de 289 fibres. En conclusion, les extrémités des fibres proches des cotés de la
fibre en cause exercent une surcontrainte.
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Figure 5-15 : Tracé de la contrainte de von Mises le long de la fibre.

Le tracé de la pression hydrostatique est présenté sur la Figure 5-16. Les mémes effets sont
observés. La pression hydrostatique devient plus négative aux endroits ou les bouts des fibres
adjacentes causent une surcontrainte.
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Figure 5-16 : Tracé de la pression hydrostatique le long de la fibre.
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Grace aux observations microscopiques couplées aux résultats éléments finis d’El Habib,
deux mécanismes d’endommagement en fatigue sont identifiés.

Le polymeére est endommagé de maniére circulaire autour du bout des fibres longitudinales.
L’aspect de cet endommagement révele des fibrilles comme il a été observé pour les micro-
craquelures sur d’autres matériaux. De nombreuses simulations numériques constatent un
champ de contrainte hydrostatique a cet endroit en particulier car les fibres ne sont pas ensi-
mées et n’adherent pas a la matrice lors de la mise en forme. La formation de microcraquelu-
res serait donc privilégiée et semble probable d’autant plus que ’endommagement est orienté
de facon normale a la contrainte principale. Ce point est un constat admis par les quelques
auteurs ayants travaillé sur la fatigue de ces matériaux. Ce résultat est important pour
I’¢élaborateur car une voie pour améliorer la tenue en fatigue pourrait consister en I’ensimage
de ’extrémité des fibres pour diminuer I’effet ‘fissure initiale’.

Toujours sur les fibres longitudinales, le polymere est endommagé sur le coté des fibres.
L’aspect comporte des crateres et le polymere est localement étiré. Une simulation par élé-
ments finis d’un champ de fibres représentatif révele que les extrémités des fibres adjacentes
exercent une surcontrainte sur le polymere dans la proximité d’une fibre donnée. Ce résultat
est nouveau et montre que la présence d’endommagement le long des fibres est a relier a la
distribution spatiale des fibres plutot qu’a la contrainte de cisaillement le long de la fibre. Les
analyses sur une seule fibre sont donc probablement insuffisantes pour comprendre notre pro-
bleme.

Les deux endommagements observés par MEB sont donc trouvés sur les fibres longitudinales.
L’endommagement autour les bouts des fibres semble étre des microcraquelures de par la
présence d’un champ de contrainte hydrostatique et en raison de 1’orientation perpendiculaire
a la contrainte principale. En outre, 1’aspect est trés similaire a celui des microcraquelures.
L’endommagement au long des fibres n’est cependant pas orienté perpendiculairement a la
contrainte principale et I’aspect est trés ‘étiré’. Eventuellement la présence de la composante
de cisaillement sur les cotés des fibres joue un role important et privilégie un endommage-
ment par formation de bandes de glissement. Il convient aussi de garder en mémoire que les
zones autour des fibres sont des interphases autant que des interfaces, I’ensimage qui génere
un gradient de microstructure et de propriétés de la matrice peut jouer un réle important.

A ce stade, seule une étude expérimentale encore plus orientée et couplée a une modélisation
micromécanique fine permettrait de comprendre le rdle respectif de chacun de ces endomma-
gements.
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5.3.2 Stade B : Suivi de fissures en surface

L’endommagement identifié dans le chapitre précédent est diffus dans le matériau et localisé¢ a
I’échelle des fibres. Il évolue au cours de I’essai de fatigue et la perte de raideur et
I’augmentation de I’amortissement sont les témoins de ce processus. L’endommagement
croissant réduit la section saine qui porte la charge et les effets de frottement produisent de la
chaleur et augmentent donc I’amortissement.

Au bout de la durée de vie, la formation d’une macro-fissure est observée qui est probable-
ment due au fait que les micro-endommagements propagent et coalescent au long de 1’essai.
Ces macro-fissures ont déja été identifiées pour cette classe de matériau [Jan89, Nis92]. Dans
la suite, le moment d’apparition de la macro-fissure est déterminé par I’emploi de la caméra
infrarouge et ’application de la technique des répliques.

Un essai de fatigue a R=0,1 et a une amplitude de contrainte de 35,9 MPa, donnant une durée
de vie de 15 544 cycles, est effectué sur une mini-éprouvette longitudinale. La surface de
I’éprouvette est revétue d’une fine couche de peinture noire appliquée avec une bombe aéro-
sol dans le but de nous approcher d’un facteur d’émission de 1 et d’éviter toute réflexion. La
température ambiante est de 21,5°C.

La Figure 5-17 présente 1’évolution de la chaleur de la surface de 1’éprouvette en fonction des
fractions de la durée de vie. L ’éprouvette est chauffée de mani¢re homogene dans la section
utile due a D’effet viscoélastique et & un endommagement diffus. Aucune particularité n’est
observée jusqu’a un nombre de cycles de 98 % de la durée de vie. Un échauffement local a
lieu dans le raccordement du rayon supérieur gauche. Cette singularité s’amplifie rapidement
jusqu’a la rupture. La température maximale de cet échauffement local est de 25,5°C lorsque
le reste du volume de la section utile affiche une température de 23,3°C.
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Figure 5-17 : Echauffement de la surface lors d’un essai de fatigue en fonction des fractions
de durées de vie.
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L’observation d’une dissipation de chaleur locale au niveau de la rupture est vraisemblable-
ment liée a la propagation d’une macro-fissure.

La technique des répliques est appliquée a une mini-éprouvette longitudinale qui est soumise
a un essai de fatigue avec une amplitude de contrainte de 33,1 MPa au rapport de charge de
R=0,1 (durée de vie de 135 944 cycles). L’essai est arrété tous les 10 000 cycles et des répli-
ques sont effectuées sur les quatre faces de I’éprouvette.

Une macro-fissure est repérée au niveau du raccordement du rayon inférieur droit. Elle se
propage le long de la face avant et de la face droite. Des images MEB sont donc présentées a
cet endroit précis a un grossissement de 100.

Les répliques de 1’état de surface initial sont présentées sur la Figure 5-18-a et la Figure 5-18-
b. Aucune particularité n’est observée sauf quelques artefacts qui correspondent a des impure-
tés. Les répliques sont ensuite analysées tous les 10 000 cycles et nous n’apercevons pas de
fissure. A 130 000 cycles, une fissure microscopique est observée dans le coin de I’éprouvette
s’étendant environ 200 microns sur la face avant et la face droite, Figure 5-18-c et Figure
5-18-d. Cependant, nous ignorons s’il s’agit d’une fissure ou d’une microcraquelure qui n’est
pas une fissure dans le sens propre. En fait, les microcraquelures correspondant au déplace-
ment de deux plans perpendiculaires d’environ 10 microns. Par contre, les plans sont toujours
interconnectés par des fibrilles étirées.
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Figure 5-18 : Répliques a. Face avant O cycles. b. Face droite 0 cycles. c. Face avant
1,3*10° cycles. d. Face droite 1,3*10° cycles.
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En outre, nous observons de multiples stries sur la photo de la face droite en pointe de ce qui
parait étre une fissure. Ces stries pourraient correspondre a des microcraquelures qui avancent
la fissure. De fagon cyclique, les microcraquelures cassent et propagent la fissure. De nouvel-
les microcraquelures sont ensuite formées en pointe de fissure.

A partir de 135 000 cycles, nous apercevons un premier échauffement local ce qui nous ame-
ne a arréter ’essai afin d’appliquer les derniéres répliques avant la rupture finale. Les répli-
ques présentées sur la Figure 5-19 sont prélevées a 135 400 cycles lorsque la rupture a lieu
544 cycles plus loin. La macro-fissure s’est propagée a une longueur d’environ 1,3 mm sur les
deux faces de maniere symétrique. Pour des raisons techniques de métallisation, I’image de la
face droite apparait moins nette. L’image de la caméra infrarouge prise sur la face avant pré-
sente 1’échauffement local qui est situé en pointe de fissure.

Figure 5-19 : Macro-fissure observée a 135 400 cycles sur a. la face avant. b. la face droite.

La comparaison des artefacts observés sur les répliques avec la fissure finale montre en détail
que la technique des répliques nous a permis de suivre une fissure de fatigue, Figure 5-20.

Figure 5-20 : Rupture finale. Gauche : Face avant. Droite : Face droite.

88



Mécanismes de rupture

La fissure apparait assez tard dans la durée de vie. Ainsi, la durée de vie de propagation de
fissure semble négligeable par rapport a la durée de vie a ‘I’amorcage’. Cependant, le rdle des
microcraquelures n’est pas encore bien compris. Ceci d’autant plus que la mise en évidence et
leur caractérisation n’est pas simple [Nar90, Saw96].

En analysant les faces de 1’éprouvette rompue, des microfissures ou bien des microcraquelu-
res sont observées. Sur la Figure 5-21, la face avant et la face droite est présentée. Le tracé en
blanc correspond a 1’étendue de la macro-fissure au moment de la rupture finale. Cette macro-
fissure s’est propagée au long de la durée de vie et en fin d’essai la rupture finale apparait. Le

tracé en noir correspond aux endroits ou des endommagements sont observés.

Figure 5-21 : Face avant et droite avec en blanc : macro-fissure et en noir : microcraquelures

La Figure 5-22-a présente 1’aspect de ’endommagement observé en pointe de fissure sur la
face avant. On peut supposer que cette fissuration en pointe de la macro-fissure aurait été le
tracé de la fissure si la rupture finale n’était pas intervenue. Ceci pourrait étre di a des méca-
nismes différents pour la propagation de fissure en fatigue et celle en statique (rupture brutale
lors du dernier cycle). Une autre fissure s’amorce au raccordement du rayon opposé comme
I’indique la Figure 5-22-b.

100 micron 100 micron

a. b.

Figure 5-22 : a. Endommagement en pointe de fissure. b. Endommagement au raccorde-
ment de rayon opposé.
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Afin de mieux comprendre la propagation de la macro-fissure, un essai sur éprouvette micro-
entaillée longitudinale est entrepris. Les conditions d’essai sont un rapport de charge de R=0,1
et une amplitude de contrainte de 33,1 MPa. La durée de vie interpolée par la loi de Basquin
est de 32 924 cycles. La propagation de la fissure est suivie par la caméra infrarouge équipée
d’un objectif macro.

La durée de vie de I’essai est de 700 cycles. Un deuxiéme essai identique affichait 897 cycles.
En moyenne, la rupture a lieu apres 2,4% de la durée de vie obtenue sur éprouvette lisse. Cela
souligne qu’une fois la macro-fissure présente, la propagation se déroule trés rapidement par
rapport a la durée de vie totale.

La longueur de la fissure est évaluée sur la base des données de la caméra infrarouge. Un gra-
phe présentant 1’évolution en fonction des cycles est présentée sur la Figure 5-23. Des images
de la fissure dans son état initial et avant rupture est présentée dans la méme figure sur la gau-
che. Ainsi, la longueur de la fissure sur la photo correspond a la longueur de fissure dans le

graphe.
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Figure 5-23 : Cheminement et évolution de longueur de fissure en fonction de la durée de
vie.

Nous constatons que la fissure s’amorce aprés 300 cycles. Au cours de la propagation, des
arréts ont lieu au niveau des bifurcations. Ces déviations de fissure sont liées a la présence de
fibres. Mandell propose une propagation de fissure selon le modele de contournement de fi-
bres (« fibre avoidance model ») [Man90]. Selon ce mode¢le, la fissure cherche a suivre le
cheminement de résistance la plus faible. Ce comportement est également observé pour notre
matériau. Quand la rupture est arrivée a une agglomération de fibres condamnant le chemin,
la fissure est arrétée et est obligée d’avancer dans un autre plan moins favorable que le plan
perpendiculaire a la contrainte principale. Nous observons cet effet a partir de 500 cycles ou
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la fissure est arrétée et déviée dans un plan sous 45°. Toutefois, ces conclusions sont limitées
a des observations en surface.

Sur la Figure 5-24, le champ de température de la surface est présenté dans une échelle per-
mettant d’observer la fissure. En phase de traction, I’ouverture de la fissure est nettement
apercue, Figure 5-24-a. Lors de la phase de décharge suivant, un échauffement important est
observé le long de la fissure. Cet échauffement est li¢ a la friction entre les surfaces de ruptu-
re. On peut également supposer que cet effet est 1i¢ 4 un endommagement ayant lieu en phase
de décharge. Notamment, les microcraquelures étirées dans la direction de la charge rentrent
en compression lors de la décharge, ce qui les altére [Saw96].

Figure 5-24 : a. Phase de traction au moment de la contrainte maximale. b. Phase de dé-
charge suivant au moment de la contrainte minimale.

En conclusion, pour le chargement au rapport de charge R=0,1 et les éprouvettes longitudina-
les, une fissure macroscopique est observée a la fin de 1’essai de fatigue. L’échauffement créé
par la propagation de cette fissure est mis en évidence par une mesure de thermographie et la
fissure est suivie grace a D’application de répliques. Nous observons d’ailleurs que
I’échauffement se produit en phase de décharge ce qui pourrait étre 1ié au frottement des sur-
faces de fissure mais également a la destruction de structures de microcraquelures. Une étude
plus profonde devrait porter sur I’identification exacte de I’endommagement ce qui nous
amenerait a identifier clairement quand les premiéres microcraquelures apparaissent et com-
ment s’opere le passage a une fissure macroscopique. Néanmoins, il est possible de conclure
que la propagation macroscopique représente une part négligeable de la durée de vie qui sem-
ble gouvernée par un mécanisme microscopique (li¢ a la répartition spatiale des fibres) plutot
diffus tel que nous I’avons décrit dans la section précédente.
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5.3.3 Stade C : Rupture finale

D’abord, les faci¢s en chargement quasi-statique sont présentés afin d’identifier quel endom-
magement est li¢ a la rupture finale de 1’essai de fatigue. Ensuite un essai statique sur une
éprouvette micro-entaillée est étudi¢ afin de caractériser I’effet d’une fissure. Enfin, les faciés
en fatigue sont analysés en comparaison aux résultats obtenus en statique. L’étude de la ruptu-
re finale nous permet de mieux comprendre les facies de rupture dans le but d’identifier les
zones d’endommagement par fatigue.

5.3.3.1 Chargement monotone

La référence ayant subi un essai de traction a une vitesse de S00mm/min et une température
de 77K présente un facies fragile, Figure 5-25-a. Les plans de rupture sont orientés perpendi-
culairement a la contrainte et les fibres sont déchaussées de la matrice laissant des trous en
contrepartie. Le polymére ne montre aucune déformation plastique. Méme a un grossissement
de 3000, la matrice présente un comportement de type fragile, Figure 5-25-b.

1 Emm b JEOL

Figure 5-25 : Facies de rupture fragile a un grossissement de a. 200. b. 3000.

Ce comportement est trouvé sur I’ensemble du faci¢s de rupture. Par contre, en traction mono-
tone a une vitesse de Imm/min et & température ambiante, le polymére subi localement des
déformations plastiques. Ce phénomene est observé sur les éprouvettes longitudinales et les
éprouvettes transversales. La déformation plastique se produit donc indépendamment de
I’orientation de fibres. Par contre, les aspects sont différents. Alors que le polymeére est tres
¢étiré dans les sections comportant les fibres orientées longitudinalement, Figure 5-26-a et
Figure 5-26-b, le polymeére se déforme moins aux endroits ou les fibres sont orientées trans-
versalement, Figure 5-27-a et Figure 5-27-b.
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a 10kV X200 100pm 14 58 SEI b 10kV  X3,000 5um 14 58 SEI

Figure 5-26 : Zone ductile de I'éprouvette longitudinale en traction monotone. a. x200. b.
x3000. [Des09]

Figure 5-27 : Zone ductile de I'éprouvette transversale en traction monotone. a. x200. b.
x3000. [Des09]

La rupture ayant lieu au niveau du raccordement de rayon, la déformation plastique se situe
pour les éprouvettes longitudinales et les éprouvettes transversales dans le coin de la section.
La Figure 5-28-a et la Figure 5-28-b présentent les étendues de la zone fragile marquée avec
un A et de la zone ductile marquée par un B. La zone ductile correspond a environ 1% de la
section totale pour les éprouvettes longitudinales tandis que I’étendue est plus élevée
d’environ 2% pour les éprouvettes transversales. L’étendue de la zone ductile varie peu et est
quasi identique sur deux éprouvettes observées pour chacune des orientations. Le reste du
facies casse de maniere fragile comme observé sur le facies de la référence.
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Figure 5-28 : Facies de rupture en chargement monotone. a. Longitudinale. b. Transversale
[Des09].

Le scenario de rupture est alors le suivant. La surcontrainte provenant du raccordement du
rayon mise en évidence par simulation au chapitre 3.4.2 augmente localement la contrainte,
Figure 5-29. Le volume local soumis a cette surcontrainte dépasse, lors du chargement, la
limite de la contrainte d’écoulement et commence a plastifier. Le reste de la section n’est pas
plastifié. En augmentant la charge, le reste du volume s’approche également de la limite de la
contrainte d’écoulement. Par contre, le reste du volume étant sollicit¢ de maniere homogene,
aucune plastification a lieu car la rupture se produit trés rapidement ce qui ne laisse pas le
temps au matériau de se déformer de manicre plastique. Ainsi, le reste du faci¢s apparait fra-
gile.

Figure 5-29 : Scénario de rupture d’un essai statique.
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5.3.3.2 Influence d’une micro-entaille

Afin de valider le scénario de rupture en chargement monotone, un essai quasi-statique sur
une éprouvette micro-entaillée est effectué¢. En outre, cette micro-entaille ressemble a la
macro-fissure observée lors des essais de fatigue dans le chapitre 5.3.2. C’est pour cela que
cet essai peut apporter des éléments-clés pour la compréhension de la rupture en fatigue. Il a
déja été constaté qu'un essai de traction en monotone laisse un faciés avec une petite zone
ductile et qu'un essai de fatigue laisse également une zone ductile mais d’une étendue plus
importante [Hor97]. Méme si la zone ductile est également trouvée pour 1’essai de traction, la
zone ductile a été caractérisée comme endommagement en fatigue en raison de son étendue
plus ¢élevée. Nous allons essayer de clarifier ces faits a travers 1’essai micro-entaillé.

La Figure 5-30-a présente le faci¢s d’une éprouvette longitudinale micro-entaillée rompue lors
d’une traction quasi-statique dont la micro-entaille est apergue sur le coté gauche. Une zone
cassée de maniére ductile et ayant 1’aspect décrit dans le chapitre précédent est identifiée en
pointe d’entaille tandis que le reste du faciés est rompue fragilement. L’étendue de la zone
ductile est beaucoup plus importante que sur les éprouvettes lisses. Le rapport entre la zone
ductile et la section utile est augmenté de 1% a 4%.

(o2
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Figure 5-30 : a. Facies d’une éprouvette micro-entaillée en monotone b. Scénario de rupture.

La forte surcontrainte de 1’entaille a donc influencé la formation de la zone ductile. Ainsi, le
scénario de rupture pour cette éprouvette serait que la surcontrainte plus élevée fait dépasser a
un volume plus important la limite d’écoulement avant que 1’éprouvette casse de maniere fra-
gile, Figure 5-30-b.

L’étendue de la zone ductile est donc principalement fonction de la répartition de contrainte.
Ces ¢léments contrastent avec [’hypothése que la zone ductile serait un endommagement en
fatigue.
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5.3.3.3 Chargement en fatigue

Afin de caractériser les faciés obtenus sur éprouvettes sollicitées au rapport de charge de
R=0,1 en fatigue, ’essai sur lequel les répliques ont été prises est analysé en premier, Figure
5-31. 1I s’agit d’une mini-éprouvette longitudinale sollicitée en traction au rapport de charge
de R=0,1. Trois zones distinctes sont identifiées sur le faci¢s. La zone fragile déja observée,
présentant le méme aspect que sur la référence, s’étend sur la surface A. Une zone ductile se
situe a proximité, surface B. Une nouvelle zone C est repérée ; elle correspond a la macro-
fissure comme en témoigne la confrontation entre répliques et faci¢s.
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Figure 5-31 : Facies de la mini-éprouvette longitudinale a R=0,1 confronté aux répliques.

A un grossissement de 200, la zone C ressemble plus a la rupture fragile qu’a la rupture ducti-
le, Figure 5-32-a. Les fibres sont nettement déchaussées et le polymeére peu étiré. Par contre, a
un grossissement de 3000, le polymere est finement étiré, Figure 5-32-b.
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Figure 5-32 : Zone C a un grossissement de a. 200. b. 3000.
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Cet aspect ressemble a 1’aspect des microcraquelures observé sur un PET [Sch84]. D’ailleurs,
le champ de contrainte est triaxial en pointe de fissure privilégiant la formation de microcra-
quelures, cf. chapitre 2.3. Cette hypothése devrait étre confirmée par des analyses expérimen-
tales mettant en évidence les microcraquelures avant rupture.

Le facies des éprouvettes longitudinales est présenté sur la Figure 5-33-a. Nous trouvons les
mémes trois zones qu'observées sur la mini-éprouvette longitudinale a laquelle ont été appli-
quées les répliques. L’étendue de la zone de microcraquelures C est d’environ 6,5% et celle
cassée de facon ductile B est d’environ 4% de la section totale. L’étendue de la zone ductile
est similaire a celle observée sur éprouvette micro-entaillée en statique. La Figure 5-33-b pré-
sente le facies de 1’éprouvette transversale. Nous observons une zone de microcraquelures C
moins étalée tandis que la zone ductile B est plus étendue que sur 1’éprouvette longitudinale.

a.k b.

Figure 5-33 : Facies de rupture en fatigue de I'éprouvette a. longitudinale. b. transversale.

Les différents aspects sont observés dans la zone ou les fibres sont orientées longitudinale-
ment pour 1’éprouvette longitudinale. L’aspect fragile est en corrélation avec la référence,
Figure 5-34-a. Les fibres sont nettement déchaussées et le plan de rupture et bien orthogonal a
la contrainte principale.

Figure 5-34 : Facies de I'éprouvette longitudinale. a. Aspect fragile. b. Aspect ductile.
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L’aspect ductile correspond a du polymere fortement étiré, Figure 5-34-b. Le polymere étant
déformé plastiquement, les trous des fibres déchaussées apparaissent plus larges que le diame-
tre des fibres. L’aspect est trés proche de celui de la zone ductile observée sur le faciés de
I’éprouvette longitudinale en statique.

La zone de microcraquelures se présente comme celle observée sur la mini-éprouvette longi-
tudinale sur laquelle les répliques ont été appliquées, Figure 5-35. Les fibres sont nettement
déchaussées tout comme sur le faciés de référence et le plan de rupture est perpendiculaire a
la contrainte principale. A fort grossissement, la matrice est étirée dans la direction de la

contrainte principale.

Figure 5-35 : Zone de microcraquelures sur éprouvette longitudinale. a. x200. b. x3000.

Apres avoir présenté les facies en fatigue des éprouvettes longitudinales, les faci¢s des éprou-
vettes transversales sont analysés. Nous nous limitons aux endroits ou les fibres sont orientées
transversalement. L’aspect fragile se présente comme sur 1’éprouvette longitudinale, Figure
5-36-a. Le polymere est rompu de maniére lisse et orthogonale a la contrainte principale.

Figure 5-36 : Facies sur I'éprouvette transversale. a. Aspect fragile. b. Aspect ductile.[Des09]
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La zone ductile est beaucoup moins étirée et ressemble a ce qui est observé en statique, Figure
5-36-b. L’étirement du polymere est restreint par rapport a I’éprouvette longitudinale. Vrai-
semblablement, les fibres en cours de déchaussement déforment davantage la matrice sur les
éprouvettes longitudinales.

La zone de rupture de microcraquelures apparait encore comme la zone fragile, Figure 5-37-a.
La matrice est moins étirée que dans la zone ductile. A fort grossissement, de la micro-
ductilité est observée ; elle ressemble fortement a celle observée sur 1I’éprouvette longitudina-
le, Figure 5-37-b.

Figure 5-37 : Zone de microcraquelures a un grossissement de a. 200. b. 3000. [Des09]

Les faciés de rupture observés sur éprouvette longitudinale et transversale présentent les mé-
mes zones de rupture. Une premiére zone correspond a la propagation de la macro-fissure.
L’aspect de cette zone présente le polymeére étiré avec un espacement de quelques microns. Le
fait que I’état de contrainte soit triaxial, que le plan de rupture soit perpendiculaire a la
contrainte principale et que 1’espacement des morceaux étirés soit de quelques microns évo-
que un endommagement par microcraquelures. Toutefois, cette hypothése doit €tre vérifiée a
I’aide d’autres observations.

L’aspect de la zone de rupture ductile est similaire a celui observé en chargement monotone.
Cependant, 1’étendue est plus élevée et cela vraisemblablement de par la présence de la
macro-fissure. Le déroulement de la rupture finale est pour cela identique a celui de

I’éprouvette entaillée, la macro-fissure jouant le role du concentrateur de contrainte, Figure
5-38.
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Figure 5-38 : Scénario de la rupture finale en fatigue.

La dispersion des zones de rupture observées est trés faible pour le PBT+PET GF30. Les
¢étendues de la zone de microcraquelures et de la zone ductile varient peu d’une éprouvette a
I’autre et pour différentes durées de vie. Ainsi, nous observons des étendues quasi similaires
pour trois éprouvettes longitudinales a trois différents niveaux de charge. Les éprouvettes
transversales ne montrent également pas d’évolution des deux zones pour six différentes
éprouvettes et pour trois différents niveaux de charge.

Enfin, les facies des éprouvettes tubulaires en torsion pure sont étudiés. Trois différentes zo-
nes sont observées, Figure 5-39. La zone A correspond a la rupture fragile tandis que la zone
B présente la zone ductile.

Figure 5-39 : Facies de I'éprouvette tubulaire en torsion.
100



Mécanismes de rupture

Les aspects de ces deux zones sont proches de ceux observés sur les éprouvettes transversales,
Figure 5-40. Toutefois, la matrice de la zone ductile est plus étirée dans la direction de la

contrainte de cisaillement, Figure 5-40-b.

Figure 5-40 : Facies du tube en torsion. a. Aspect fragile. b. Aspect ductile. [Des09]

La zone C se situe dans la section utile ou la contrainte est maximale et ou la rupture s’amorce
naturellement. A un faible grossissement de 200, le polymére semble peu plastifi¢, Figure
5-41-a. Au grossissement de 3000, la matrice est déformée et des bandes sont formées, qui
sont étirées dans la direction de la contrainte de cisaillement, Figure 5-41-b. Cet endomma-
gement plastique est plus grossier que celui observé sur les éprouvettes plates en traction et
sous de telles conditions, la formation de bandes de glissement semble privilégiée.

Figure 5-41 : Zone C. a. Grossissement x200. b. Grossissement x3000. [Des09]

La forte réduction de raideur présentée au chapitre 5.1 peut s’expliquer par la formation d’une
macro-fissure dans la section utile en fin d’essai. Par contre, le mécanisme d’endommagement
n’étant pas le méme que celui des éprouvettes plates, cette hypothése devrait étre vérifiée par
la technique des répliques.
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Enfin, sur le PA66 GF35, les mémes tendances sont retrouvées. Les éprouvettes plates longi-
tudinales comme transversales en fatigue présentent également trois zones distinctes.

En conclusion, les faciés en statique présentent un faciés principalement fragile avec une
étendue de 1% de la section utile cassé ductilement. Cette zone ductile est vraisemblablement
liée a la surcontrainte rencontrée au raccordement du rayon. L’observation sur I’éprouvette
micro-entaillée en statique souligne cette hypothése. La surcontrainte plus ¢élevée entraine une
étendue accrue de zone ductile. On note également que les éprouvettes transversales présen-
tent plus de zone ductile que les éprouvettes longitudinales.

Les éprouvettes cassées en fatigue a un rapport de charge de R=0,1 comportent une zone que
nous avons appelée zone de microcraquelures. En fait, cette zone correspond a la macro-
fissure qui est repérée grace a la technique des répliques. L’aspect finement étirée avec un
espacement entre les fibrilles de quelques microns ressemble a des faciés comportant des mi-
crocraquelures sur un PET [Sch84]. En outre, en pointe de fissure, un champ de contrainte
hydrostatique est rencontré et le plan est perpendiculaire a la contrainte principale. Toutefois,
cette hypothese devrait étre confirmée par des observations dédiées. On note que cette zone
est trouvée pour les éprouvettes longitudinales ainsi que pour les éprouvettes transversales. La
microstructure n’influence donc guere 1’apparition de ce mécanisme. Toutefois, I’étendue est
moins ¢élevée pour les éprouvettes transversales.

En proximité de la zone de microcraquelures, la zone ductile est retrouvée. Vraisemblable-
ment, la macro-fissure génere une forte surcontrainte et lors du dernier cycle les mémes effets
ont lieu que pour I’essai statique sur éprouvette micro-entaillée. Le reste du facies casse de
maniere fragile.

Enfin, sur les tubes en torsion, également trois zones distinctes sont repérées. Dans la section
utile, une zone a micro-étirements est observée. Par contre, cette micro-ductilité ne ressemble
guére a celle observée dans la zone de microcraquelures des éprouvettes sollicitées en trac-
tion. La structure est plus grossiere et étirée dans le sens du cisaillement. Une fissuration par
une formation de bandes de glissement semble plus vraisemblable. Il est fort probable que
cette zone se propage en fin d’essai comme la forte réduction de raideur I’indique en chapitre
5.1.
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5.4 Scénario des mécanismes d’endommagement en fati-
gue

Aprées avoir exploré les mécanismes des différents stades de 1’essai de fatigue, un scénario
d’endommagement est propos¢ pour le PBT+PET GF30.

Premiérement, un endommagement circulaire est observé au bout des fibres longitudinales.
L’absence d’ensimage a cet endroit, due au procédé de fabrication qui doit répondre a certai-
nes contraintes budgétaires, meéne a la décohésion. Des calculs par ¢léments finis et des cal-
culs analytiques montrent que cela augmente considérablement la contrainte circonférentielle
[Abe07]. Quelle que soit I’adhésion de la fibre a la matrice, le champ de contrainte comporte
une forte composante hydrostatique. C’est pour cela qu'une formation de microcraquelures
semble probable.

Deuxiemement, les cotés des fibres longitudinales sont endommagés par le chargement en
fatigue. Des calculs par ¢léments finis d’'un champ de fibres longitudinales révelent que les
extrémités des fibres juxtaposées générent une surcontrainte sur le coté de la fibre en cause.
Ce mécanisme est donc fortement corrélé a la répartition spatiale des fibres plutdt qu’a la ré-
partition de la contrainte de cisaillement sur une seule fibre. Ce résultat montre la nécessité de
prendre en compte un ensemble de fibres pour ’analyse mécanique a 1’échelle microscopique.

Ces deux endommagements évoluent au cours de I’essai. La raideur diminue car la section
porteuse est également diminuée et I’amortissement augmente avec la friction des lévres de
microfissures. A ce stade, il n’est pas encore possible de découpler le réle de chacun des deux
mécanismes. Pour cela, des essais spécifiques doivent étre développés pour faire travailler
I’un ou I’autre des mécanismes. Une étude expérimentale de ce type doit étre complétée par
une analyse mécanique microscopique prenant en compte ces deux mécanismes afin de mieux
comprendre le role de chacun sur I’endommagement total du composant.

Cependant, les évolutions des grandeurs macroscopiques peuvent également étre lies a des
effets viscoélastiques ou a de ’endommagement diffus du polymere. Il serait souhaitable de
compléter notre étude par des essais sur le polymere pur.

En fin d’essai, une macro-fissure est repérée grace a la caméra infrarouge et la technique des
répliques. Probablement, les endommagements locaux grandissent et coalescent pour former
le départ de la macro-fissure. Cette fissure apparait trés tard au cours de 1’essai et la phase de
propagation ne représente que quelques pour cents de la durée de vie. Un échauffement local
est observé en pointe de fissure qui vaut quatre degrés dans le cas présenté. En utilisant la
caméra infrarouge avec un objectif macro, il s’avere que 1I’échauffement semble plutdt créé en
phase de décharge. Cet effet est trés probablement li¢ au frottement des fibres dans les trous, a
la friction entre les levres de fissure et éventuellement a la destruction de microcraquelures.
Aprés une propagation de fissure suffisante, le polymere dans la proximité de la fissure subi
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une déformation plastique a cause de la forte surélévation de contrainte locale. Lorsque la
charge monte, le reste de la section casse brusquement. L’analyse de la rupture finale nous
permet de conclure que le mécanisme principal qui gouverne la durée de vie en fatigue est
plutdt diffus et implique fortement 1’échelle de la microstructure ; la propagation d’une fissure
macroscopique occupe une part négligeable de la durée de vie

Ce scénario d’endommagement en fatigue manquait pour le PBT+PET GF30. Sur la base de
ce scénario de nombreuses pistes s’ouvrent. Les mécanismes devraient étre explorés davanta-
ge car de nombreuses questions restent ouvertes. Quelle est le role de chacun des endomma-
gements observés sur la tenue en fatigue ? Peut-on corréler la perte de raideur et I’évolution
des micro-endommagements ? Quels effets entrent en jeu au rapport de charge de R=-1 ? En
revanche, les travaux présentés ici vont nous permettre d’alimenter la réflexion que nous de-
vons mener sur le critere de fatigue. La nature fortement locale et diffuse des mécanismes
d’endommagement nous incite a opter pour une description locale des grandeurs mécaniques
utilisées dans le critere de fatigue. Ce d’autant plus que notre travail a pour objectif de relier
le procédé a la tenue en service.
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6 Critere de fatigue

L’objectif de ce chapitre est de proposer un outil de calcul de la durée de vie en fatigue vala-

ble pour nos deux matériaux, nos trois €prouvettes et pour 1I’ensemble des cas de chargements

testés (orientation, triaxialité et rapport de charge). Cet outil doit étre transposable ensuite a

un calcul complet allant de la simulation du procédé jusqu’au calcul de la durée de vie sur

piéce avec un temps de calcul raisonnable. L’ensemble des résultats présentés dans ce chapi-

tre concerne les éprouvettes et permet de valider les critéres étudiés dans ce cas. Le passage a

la structure est présenté en fin de chapitre. Afin de bien avoir en mémoire nos objectifs, les

voici listés ci-dessous :

Le critére doit prendre en compte :

les deux matériaux de notre étude,

les trois types d’éprouvettes testées,

toutes les orientations rencontrées sur éprouvette,
tous les chargements,

les deux rapports de charge.

Afin de répondre au probléme que nous venons de poser, deux voies sont assez classiquement

utilisées dans le contexte de calcul de durée de vie en bureau d’études, Figure 6-1.

1

2)

La premiére voie est I’utilisation d’un mod¢le de comportement qui va décrire la durée
de vie par le biais d’une variable d’endommagement dont il faut identifier 1’évolution
au cours du chargement cyclique. Ces modéles sont a méme de bien décrire ’aspect
phénoménologique de I’endommagement en fatigue pour nos matériaux [Nou09] mais
ils sont complexes a identifier et n’intégrent pas explicitement 1’effet de rapport de
charge. De plus, le temps de calcul peut devenir problématique pour les grandes du-
rées de vie.

La deuxiéme voie est couramment utilisée dans le contexte automobile : on utilise la
notion de critére de fatigue. On suppose le comportement du matériau élastique linéai-
re et on écrit une contrainte équivalente permettant de décrire les principaux effets de
triaxialité et de rapport de charge en fatigue. Les paramétres de cette contrainte équi-
valente sont identifiés sur des essais de fatigue. On effectue un calcul monotone sur la
structure et on applique le critére dans la zone fortement sollicitée. L’application d’une
telle démarche n’est valable que dans le cas ou le comportement reste ¢lastique linéai-
re tout le long de la durée de vie.
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Figure 6-1 : Modéle de comportement incrémental et critere de fatigue.

Nous allons tenter d’évaluer la pertinence d’une démarche type ‘critére de fatigue’ dans nos
matériaux malgré les remarques effectuées au chapitre 5. En effet, nous avons montré que le
matériau subit une perte de raideur de I’ordre de 10% pour les chargements étudiés, nous ne
sommes plus dans le cadre élastique linéaire et I’endommagement diffus mis en évidence ex-
périmentalement affecte la réponse macroscopique. Ceci étant, la perte de raideur n’est pas
trés importante (10%) et elle n’évolue que trés lentement aprés la premiére phase
d’adoucissement. Par ailleurs, nous avons pu mettre en évidence que la propagation de fissure
macroscopique représentait une part négligeable de la durée de vie.

Dans le but de capter les effets d’orientation, de triaxialité et de rapport de charge, nous allons
supposer que le comportement reste élastique linéaire et nous allons proposer un critére de
fatigue. Le critére propos¢ sera identifié¢ sur des essais de fatigue et validé pour tous les autres
cas étudiés. Au total 19 courbes SN sont utilisées pour valider notre proposition, ce qui repré-
sente un domaine d’étude trés important (orientation, triaxialité, rapport de charge) et permet
d’envisager raisonnablement une application sur structure.

Le chapitre est organisé de la maniére suivante :

e Dans un premier temps, des critéres macroscopiques usuels trés simples tels que
contrainte principale ou von Mises sont testés et les limites de ces critéres sont éva-
luées.

e Un critére macroscopique de type énergétique est testé. Ce critére se base sur les tra-
vaux d’Ellyin [ElI88] et prend en compte 1’anisotropie par le biais de la loi de compor-
tement. Le rapport de charge est décrit a 1’aide d’une fonction empirique.
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e Un critére de type microscopique est propose. Il utilise la démarche de Mori Tanaka
pour tenter de rendre compte des effets d’orientation.

e Les critéres étudiés sont comparés et des remarques critiques sur I’application sont fai-
tes.

e Enfin, la démarche proposée pour les deux criteres testés est transposée au cas de cal-
cul sur piece réelle.

Modele géométrique Calcul orthotrope / Criteres simples \
" >0, &, Critére énergétique [N,
|
_ = . ¥

multicouche élastique linéaire \ . . . /
Critére microscopique

* au point chaud

i

Figure 6-2 : Méthodologie de calcul pour les critéres de rupture.

La méthodologie de calcul pour les critéres de rupture est présentée sur la Figure 6-2. La
géométrie des éprouvettes est modélisée et les éprouvettes sont ensuite maillées. Ensuite, le
tenseur de contrainte et de déformation sont calculés a I’aide d’un calcul orthotrope au point
chaud. Tous les modéles testés dans la suite du travail font appel a ces entrées. Le bloc « cal-
cul orthotrope » est détaillé sur la Figure 6-3. La microstructure des éprouvettes est mise en
évidence par des observations microscopiques ce qui réveéle que nous avons affaire a des stra-
tifiés constitués de plis UD. Ensuite, le comportement isotrope transverse du pli UD est dé-
terminé. Une orientation spatiale est attribuée aux ¢léments du modéle et enfin le calcul é1é-
ments finis est effectué. Les observations, les essais et les simulations sont détaillés en chapi-
tre 3.4.2 pour les éprouvettes plates en traction et les tubes (PBT+PET GF30), en chapitre
4.2.3 pour I’essai d’losipescu (PBT+PET GF30) et en Annexe C2 pour le PA66 GF35.

Calcul orthotrope

Orientation fibres Comportement Modele orthotrope Calcul EF

1-axis
2-axis
3-axis

"

Observation Essais statiques Abaqus Abaqus

Figure 6-3 : Schéma du calcul orthotrope.
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Le point chaud de nos éprouvettes se situe :
e Jlocalisé au raccordement du rayon pour les €éprouvettes transversales,
e dans la section utile pour les éprouvettes tubulaires et les éprouvettes de cisaillement.

Aprées avoir identifié le point chaud de nos éprouvettes, il convient de définir quelles contrain-
tes seront prises en compte selon 1’épaisseur. La Figure 6-4 présente dans la premiére ligne les
microstructures de I’éprouvette plate transversale et des tubes. Dans un premier temps, la mi-
crostructure est ramenée a un stratifié¢ constitué de couches UD. Le comportement de chacune
des couches UD est homogénéisé et pour les deux types d’éprouvettes le modele au niveau du
point chaud est présenté dans la deuxi¢me colonne.

Eprouvettes plates Eprouvettes tubulaires

. 8°§%2,°°°
Microstructure <2°528
ogsszc%gq,%%f’%%co 0350
1-axis
2-axis
3-axis
Homogénéisation

au niveau du pli UD

1-axis
2-axis
3-axis

{ @ )

Figure 6-4 : Tracés de contrainte a travers I'épaisseur selon 'homogénéisation.

Homogénéisation
au niveau du stratifié

L’éprouvette plate est sollicitée en traction et le tracé de contrainte présente un pic au niveau
de la couche centrale qui est orientée longitudinalement. En fait, toutes les couches subissent
la méme déformation mais de par leur comportement différent, la contrainte varie. On peut
s’imaginer de prendre en compte le maximum observé dans la couche centrale. Cependant,
aujourd’hui nous ignorons les effets qui ont lieu dans chacune de ces couches. Si la chute de
la raideur témoigne que le composite est altéré di au chargement cyclique, nous ignorons tou-
jours le déroulement exact de I’endommagement dans les couches distinctes. Vraisemblable-
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ment, certaines couches seront sollicitées plus sévérement que d’autres et une redistribution
de contrainte aura lieu au cours de I’essai de fatigue. Aujourd’hui, nous proposons de prendre
en compte cette redistribution de contrainte en prenant la moyenne de contrainte a 1’aide
d’une homogénéisation au niveau du stratifié. Le modele est présenté dans la troisieme ligne
pour les deux essais. Le tracé de contrainte devient constant pour 1’éprouvette transversale et
c’est cette contrainte qui sera prise en compte.

L’éprouvette tubulaire est déja modélisée avec une seule couche UD. Le modele est donc le
méme pour les deux niveaux d’homogénéisation. Le tube en traction est localement soumis a
une traction superposée d’une flexion. Le tracé de contrainte affiche un maximum que nous
allons prendre en compte pour notre modele de fatigue.

En conclusion, le maximum de contrainte dans I’épaisseur est prise en compte aprés homogé-
néisation au niveau du stratifié.

6.1 Analyse des résultats avec des critéres simples utili-
sés en bureau d’études

Le critere de la plus grande contrainte principale et le critére de von Mises sont évalués sur la
base des résultats pour le PBT+PET GF30. Une seule courbe SN par rapport de charge suffit
pour I’identification de ces critéres. Ici, I’identification est effectuée a 1’aide des courbes SN
des éprouvettes longitudinales. Cette donnée est assez souvent disponible aupres du fournis-
seur de la matiere. L’évaluation de la précision est faite a travers la comparaison entre les du-
rées de vie expérimentales et les durées de vie calculées.

6.1.1 Critere de type contrainte principale

Le critere de la contrainte principale maximale est souvent utilisé en statique pour les maté-
riaux fragiles. En utilisant ce critére pour des chargements en fatigue, nous faisons
I’hypothése que le comportement en fatigue est gouverné par I’amplitude de la plus grande
contrainte principale. L’amplitude est choisie car nous ne tentons pas de faire intervenir la
contrainte moyenne mais de juger la pertinence dans un premier temps pour un rapport de
charge donné. L amplitude de la contrainte principale est calculée pour 1’état plan de contrain-
te selon I’équation (6-1).

2
L T (—“ . %J r? (6-1)

a,l, princ 2 2 xy,a

Les courbes SN des amplitudes de contrainte principale sont décrites par la loi de Basquin,
équation (6-2).
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(o)

a,l, princ

—g, N (6-2)

Les courbes SN sont présentées sur la Figure 6-5. Nous observons que les éprouvettes longi-
tudinales se sont rapprochées des éprouvettes tubulaires en traction par rapport aux courbes
SN tracées en contrainte nominale, Figure 6-5-a et Figure 6-5-b. Ceci est dii au facteur de
concentration de contrainte élevé des éprouvettes haltéres (K=1,2).

100 T T T 100 T T T
90 R=-1P =50% 90 R=01P_=50%
80 e PBT+PET GF30 80 PBT+PET GF30
70 critére d’arrét = rupture 70 critere d’arrét = rupture
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Figure 6-5 : Critére de I'amplitude de la plus grande contrainte principale. a. R=-1. b. R=0,1.

Vu que les éprouvettes plates en traction pour différentes orientations ne se rapprochent pas,
le comportement anisotrope du matériau n’est pas adressé par ce critere. Toutefois, une prise
en compte de I’anisotropie pourrait se réaliser en définissant que la contrainte principale est
fonction de I’angle entre 1’orientation principale de fibres et la contrainte principale elle mé-
me. Cela améliorait le résultat sur éprouvettes plates pour différentes orientations. Cependant,
I’écart €élevé entre les éprouvettes diagonales en traction et les tubes en torsion persisterait car
les deux essais présentent le méme angle de 45° entre la contrainte principale et 1’orientation
principale des fibres. Nous pouvons en conclure que le critére ne tient pas suffisamment
compte de la sévérité des sollicitations en cisaillement car les courbes SN en torsion sont tres
¢loignées des autres et le resteraient méme avec une correction d’orientation des fibres.

Les coefficients de la loi de Basquin sont identifiés pour les éprouvettes longitudinales et pour
les deux rapports de charge selon I’équation (6-2). En connaissant les coefficients m et of, on
peut exprimer la durée de vie N en fonction de ’amplitude de la contrainte principale G4 1 princ.
Ainsi, les durées de vie pour I’ensemble des essais sont évaluées. Les erreurs occasionnées
sont ¢levées en termes de durée de vie. La Figure 6-6 présente les durées de vie expérimenta-
les en fonction des durées de vie évaluées.

La droite en trait continue constitue une erreur nulle tandis que les droites en trait alterné pré-
sentent une erreur de £200% de durée de vie, ce qui est relativement faible pour le domaine
des grandes durées de vie.
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Figure 6-6 : Précision du critére de I'amplitude de la contrainte principale. a. R=-1. b. R=0,1.

Les erreurs pour les éprouvettes en traction sont d’un facteur dix pour les essais a R=-1. Par
contre, le tube en torsion affiche une erreur de 1000 fois la durée de vie vers le coté non-
conservatif. Ce critére peut donc occasionner des sous-dimensionnements importants, ce qui
peut mener a des cofits tres €élevés lors de la pré-série mais a des cofts encore plus élevés dans
le cas d’une piece entrée en série. Le méme scénario est observé pour le rapport de charge
R=0,1. Pour ce rapport de charge, les erreurs sont encore plus élevées vers le coté non-
conservatif.

En conclusion, le critere de I’amplitude de la contrainte principale ne devrait qu’étre employ¢
dans des cas particuliers. L’orientation des fibres par rapport a la contrainte principale devrait
étre proche de celle des éprouvettes d’identification. Dans un tel cas, le critére est employé
pour le dimensionnement d’une structure complexe par Sonsino et al. avec succes [Son08].
Lorsque les orientations des fibres different du cas d’identification, le critére pourrait étre
¢largi par un parameétre prenant en compte 1’orientation des fibres. Cependant, pour des struc-
tures chargées en cisaillement, le critére s’avére moins pertinent.

6.1.2 Critéere de type contrainte von Mises

La contrainte équivalente de von Mises est souvent utilisée pour le dimensionnement de struc-
tures en bureau d’études. Il s’agit d’un critére de plasticité pour les matériaux ductiles et iso-
tropes. Ce critére énergétique postule qu’un écoulement plastique a lieu quand ’énergie de
distorsion dépasse une valeur critique. Ainsi, la contrainte équivalente pour 1’état de contrain-
tes planes s’écrit :
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2 2 2
O, =0y = \/O'xx to, —0,0,+37, (6-3)

[

Méme si le critére de von Mises n’est pas un critére de rupture ni de fatigue, il est fréquem-
ment sollicité pour le dimensionnement en fatigue de piéces en plastique en bureau d’études.
Pour cela, la pertinence du critére est évaluée en ce qui suit. Les résultats expérimentaux sont
ainsi évalués en termes de 1’équation (6-4).

Cuprs =0 LNTWm (6-4)

Les courbes SN sont affichées sur la Figure 6-7. Le critére de von Mises regroupe mieux les
courbes SN que le critére de la contrainte principale. Pour le rapport de charge de R=-1, les
courbes SN en torsion pure sont davantage remontées vers les courbes SN en traction. Ce cri-
tére étant un critére de plasticité, il reproduit bien la sévérité du chargement en cisaillement
car I’écoulement se produit di a la scission.
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Figure 6-7 : Courbes SN en termes de la contrainte de von Mises. a. R=-1. b. R=0,1.

Bien que ce critére constitue une approximation au comportement en fatigue de notre maté-
riau, I’anisotropie n’est pas prise en compte car les courbes SN des éprouvettes plates en trac-
tion pour différentes orientations présentent toujours les mémes écarts entre elles. Une fonc-
tion de prise en compte de 1’orientation des fibres pourrait améliorer les résultats. Vu que le
critére est basé sur le deuxiéme invariant du tenseur de contrainte déviatorique, il est délicat
de définir par rapport a quel grandeur 1’orientation des fibres serait prise en compte. Si ’on
considere que le critére de von Mises est proche du critére de Tresca, on pourrait choisir la
plus grande contrainte de cisaillement. Cependant, ce choix ne changerait pas les courbes SN
obtenues sur éprouvettes longitudinales et transversales car dans les deux cas une orientation
de 45° par rapport a la plus grande contrainte de cisaillement est observée. Pour respecter
I’anisotropie du matériau, il faudrait employer le critere de Tsai Hill qui est la généralisation
du critere de von Mises aux matériaux orthotropes.
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Au rapport de charge de R=0,1, les courbes SN obtenues sur tube en traction et en torsion
coincident, alors que les éprouvettes diagonales et transversales sont loin des autres en absen-
ce d’une formulation anisotrope.

L’identification de la courbe équivalente est effectuée sur la courbe SN des éprouvettes longi-
tudinales pour le rapport de charge de R=0,1 et R=-1 respectivement selon I’équation (6-4).
Ainsi, les durées de vie pour les autres cas de sollicitation sont évaluées et les résultats sont
présentés sur la Figure 6-8.
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Figure 6-8 : Précision du critére de la contrainte de von Mises. a. R=-1. b. R=0,1.

Au rapport de charge R=-1, les points expérimentaux sont rapprochés de la bande d’erreur de
1+200%, Figure 6-8-a. Par contre, les erreurs pour le rapport de charge de R=0,1 sont encore
treés élevées, Figure 6-8-b.

En conclusion, le critere de von Mises est, en effet, un critére qui peut servir pour un premier
dimensionnement de piéces dans notre matériau, en restreignant le cadre au rapport de charge
R=-1. Toutefois, les erreurs sont encore de 1’ordre 20 sur la durée de vie et une évaluation du
nombre de cycles a rupture sur la base du critére de von Mises est grossicre.

L’effet de la contrainte moyenne est varié pour les différents essais et aujourd’hui aucun outil
visant a égaliser ces effets n’est employé. C’est pour cette raison que le critére affiche des
erreurs importantes. Ainsi, I’emploi du critére dans sa forme actuelle sous ces conditions de
chargement est déconseillé. La prise en compte de I’orientation des fibres et du rapport de
charge pourrait améliorer ce critere.

Nous pouvons cependant retenir de ce critére I’importance du parameétre ‘amplitude du cisail-
lement’ vis-a-vis de la tenue en fatigue pour des trajets de chargements tres variés.
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6.2 Analyse des résultats avec un critére énergétique

Pour les chargements en fatigue, on constate que la contrainte hydrostatique intervient dans la
formulation de nombreux criteéres de fatigue. En particulier les contraintes moyennes hydros-
tatiques ont un impact néfaste sur la durée de vie. De ces constats expérimentaux, les critéres
de Sines, Crossland ou Dang Van découlent. Nous avons constaté les mémes effets sur notre
matériau au chapitre 4.3.

C’est pour cette raison qu’un critére énergétique prenant en compte la densité d’énergie de
déformation est testé pour décrire le comportement en fatigue de notre matériau. Au lieu de se
limiter a la prise en compte de 1’énergie de distorsion, 1’énergie de variation de volume qui
fait partie de la densité d’énergie de déformation est également considérée.

En outre, 1’énergie est calculée a partir des contraintes et des déformations auxquelles le vo-
lume considéré est soumis. Ceci fait intervenir le comportement orthotrope du matériau. On
peut réaliser ce calcul en s’appuyant sur un modele ¢léments finis orthotrope comme celui en
chapitre 3.4.2. Par contre, un tel calcul exige la connaissance des orientations de fibres et de la
loi orthotrope qui doit étre évaluée expérimentalement. Ceci limite donc 1’application d’une
telle démarche au cas des €prouvettes. La transposition a la structure désorientée sera discutée
plus loin.

Ellyin propose de relier la densité¢ d’énergie de déformation a la durée de vie des métaux en
fatigue multiaxiale [E1l88], équation (6-5).

AW =AW, + AW, =xN*“ +C (6-5)

ou AW correspond a la densité d’énergie de déformation et k, o et C sont des coefficients de
matériau. D’autres travaux reprennent ce critére dans sa forme initiale [Xia96, Xia98, Tao07,
Tao09] ou en faisant I’hypothése que la déformation plastique est nulle pour les sollicitations

en fatigue a grand nombre de cycles [Kuj95, E1190]. Ainsi, le terme de AW, devient nul.

Ellyin applique le critére au cas des composites renforcés par des fibres continues sollicités en
traction a différents angles [E1190]. Le critére appliqué au composite nécessite par contre que
les coefficients a et k dépendent de I’orientation de fibres. Plumtree et Cheng élargissent le
critére et calculent localement le produit de la contrainte maximale et de 1’étendue de la dé-
formation dans un plan critique paralléle aux fibres [Plu99]. Le modele n’a plus besoin d’un
coefficient d’orientation de fibres et décrit bien les essais mécaniques en traction a différents
angles.

Ce critere permet de prendre en compte I’influence de la contrainte moyenne a travers une
fonction de pondération f, équation (6-6) [Kuj95, Tao07, Xia96].

AW = f-AW, =1V +C) (6-6)
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Kujawski et Ellyin donnent une vue globale des approches existantes [Kuj95] et proposent
pour f1’équation (6-7).

o

a

f= (1 + ao-—’”J (6-7)

Cette formule est équivalente a I’expression de Smith Watson Topper pour a=1 et m=0,5
[Smi70]. Si I’on choisit a=m=0,5, I’expression décrit le parametre de Leis [Lei77]. Une vi-
sion graphique de ces modéles est présentée sur la Figure 6-9.

5 I I I

Kujawski 7/ ’
----- Smith Watson Topper! , N

- — = Leis . /

f[-]
\.
\.
\
\
\

Gm/Ga -1
Figure 6-9 : Paramétre f de la contrainte moyenne.

Kujawski constate que le parametre f devient nul pour un rapport de 6n/c, inférieur de -1
pour le modele de Smith Watson Topper. Pour le modele de Leis, le méme effet est rencontré
a partir de o/c,=-2. Cela correspond a une énergie nulle selon 1’équation (6-6) et donc une
tenue en fatigue illimitée. Par contre, les composites sont sensibles a des contraintes moyen-
nes négatives dus a la présence de fibres. C’est pour cette raison qu’ils proposent un nouveau
modele qui est représenté par le tracé en trait continu qui tend vers z€éro avec — Gn/G,, Figure
6-9, équation (6-8).
fP=2mp-1=0 (6-8)
Ga

Tao et Xia préferent choisir les parametres o et m en fonction des résultats obtenus pour diffé-
rents rapports de charge. Ceci est intéressant car un point expérimental est utilisé pour capter
I’effet du rapport de charge. Ainsi, o vaut 2,35 et m vaut 0,5 pour une résine époxy [Tao07].
Par contre, I’effet de la contrainte moyenne sur I’époxy étudié est fonction de la contrainte
hydrostatique. Pour cette raison, Tao et Xia proposent un facteur qui prend en compte la sen-
sibilité de la contrainte moyenne en fonction de la contrainte hydrostatique plus tard [Tao09].
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Dans la suite, nous allons tenter de prendre en compte 1’effet de la contrainte moyenne pour
nos deux matériaux a travers le modele de Smith Watson Topper et celui de Kujawski. Ces
fonctions sont basées sur les expériences expérimentales des auteurs (matériaux métalliques).
L’avantage principal est qu’aucune identification supplémentaire n’est nécessaire. En revan-
che, il faut bien garder en mémoire que la description de I’influence de la contrainte moyenne
et totalement empirique dans cette approche. L’évaluation de ces deux modé¢les répondra a la
question si I’on peut se passer des essais d’identification pour décrire ’effet de la contrainte
moyenne. Le fait, de pouvoir comparer les résultats de deux matériaux différents vis-a-vis ces
modeles donne un certain poids a la réponse apportée. Le modéle de Smith Watson Topper
suppose la plus importante sensibilité a la contrainte moyenne ce qui est cohérent a nos résul-
tats. Le modele proposé par Kujawski est également employé¢ car I’approche est plus univer-
selle dans le domaine des sollicitations de compression.

Dans le cadre de cette thése, nous faisons I’hypothése que le comportement est ¢lastique li-
néaire. La densité d’énergie de déformation est donc calculée selon I’équation (6-6). Pour le
chargement en fatigue, nous allons calculer la densit¢ d’énergie de déformation avec
I’équation (6-9) sur les amplitudes de déformation et de contrainte issues de notre modele
¢léments finis au point chaud. La courbe de AW en fonction de la durée de vie est décrite par

le modéle de Basquin avec les coefficients x et a.

gijo-ij

. = - (ve) (6-9)

AW =f-AW,=f-

Les densités d’énergie de déformation sont ainsi calculées pour les essais au rapport de charge
R=-1 et présentées sur la Figure 6-10-a. L’ensemble des points des essais mécaniques y est
présent et nous constatons que le critére regroupe bien les différents essais.
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Figure 6-10 : a. Densité d’énergie de déformation a R=-1. b. Précision du modéle a R=-1.
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Afin d’évaluer la précision en termes de durée de vie, le dernier terme de 1’équation (6-9) est
déterminé pour les éprouvettes longitudinales a R=-1. Cette courbe SN est la seule courbe
d’identification nécessaire pour ce critere et elle est affichée en trait continu sur le graphe
d’énergie.

Ensuite, la durée de vie pour ’ensemble des essais est calculée. Les durées de vie expérimen-
tales en fonction des durées de vie calculées sont présentées sur la Figure 6-10-b. Nous cons-
tatons que le critére décrit assez bien le comportement en fatigue en sollicitation alternée car
les erreurs sont comprises entre +200%. Ce bon résultat est di au fait que le comportement
anisotrope est intégré dans le critére par le biais du calcul de 1’énergie avec le modele ortho-
trope.

Une explication est apportée a travers I’exemple des éprouvettes longitudinales et transversa-
les. Nous avons constaté que les contraintes admissibles sur éprouvettes longitudinales sont
plus ¢élevées que sur les éprouvettes transversales pour une durée de vie donnée Ny, cf. ordon-
née sur la Figure 6-11. Nous avons aussi pu constater que le module des éprouvettes longitu-
dinales est plus élevé que celui des éprouvettes transversales. De par la différence du module,
la densité d’énergie de déformation pour les deux types d’éprouvettes et pour la durée de vie
N est trés proche car les éprouvettes transversales affichent une déformation plus élevée.

G »
S (N / AW " || = longitudinale
/
/ | AW L L = transversale
G, L (N x) / /
( ,é
/’ ’ Comportement:
/ Lméaire élastique
£, | (N &, L (N &

Figure 6-11 : Densité d’énergie de déformation pour les longitudinales et les transversales.

En outre, la densité d’énergie de déformation semble un parameétre pertinent décrivant la te-
nue en fatigue car les essais en torsion sont également bien regroupés avec les essais en trac-
tion.
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La description de I’influence de la contrainte moyenne est effectuée a I’aide du paramétre de
Smith Watson Topper qui est obtenu par 1’équation (6-7) avec a=1 et m=0,5. Les densités
d’énergie de déformation sont calculées a R=0,1 et affichées sur la Figure 6-12-a. La droite

présente la courbe SN d’identification (longitudinales R=-1).
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Figure 6-12 : a. Densité d’énergie de déformation en utilisant le parametre de Smith Watson
Topper a R=0,1. b. Précision du modele a R=0,1.

Les points des différents essais sont plus dispersés. Les points formant une courbe pour une
condition d’essai sont décalés en densité d’énergie de déformation par rapport aux autres. Les
éprouvettes tubulaires et les plates transversales en traction présentent une densité d’énergie
de déformation moins élevée par rapport aux autres points. Les tubes en torsion affichent une
énergie plus élevée par rapport aux autres points. Ceci est dii au fait que I’influence de la
contrainte moyenne décrite par le facteur de Smith Watson Topper est identique indépen-
damment de la condition d’essai. Cependant, en chapitre 4.3, une influence de la contrainte
moyenne plus élevée pour les essais comportant une composante hydrostatique est mise en
¢vidence. Ces effets ne sont pas captés par le modele de Smith Watson Topper. La précision
en termes de durées de vie est présentée sur la Figure 6-12-b. Méme si I’influence de la
contrainte moyenne est prise en compte par un simple recalage par un facteur dépendant seu-
lement du facteur 6,/c,, la précision est bien meilleure que pour les critéres von Mises et
contrainte principale car le critére intégre I’anisotropie du matériau. De plus, I’influence de la
contrainte moyenne, assez ¢levée pour les éprouvettes longitudinales sur lesquelles
I’identification a été effectuée, fait que la plupart des essais sont situés dans le coté conserva-
tif.
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Figure 6-13 : a. Densité d’énergie de déformation & R=0,1 en utilisant le parametre proposé
par Kujawski [Kuj95]. b. Précision du modele a R=0,1.

Vu que le critére calcule des énergies nulles pour des sollicitations en compression pure, nous

sommes intéressés par la précision du parametre proposé par Kujawski. La densité d’énergie

de déformation est affichée sur la Figure 6-13-a. Les mémes erreurs sont occasionnées par ce

parameétre pour les mémes raisons. Par contre, I’influence de la contrainte moyenne est jugée

moins sévere et les évaluations de durée de vie notamment pour les tubes en traction et les

éprouvettes transversales en traction sont non-conservatives, Figure 6-13-b.
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Figure 6-14 : a. Précision pour R=-1 et R=0,1 pour le PBT+PET GF30. a. Parameétre de
Smith Watson Topper. b. Paramétre de Kujawski [Kuj95].
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La précision globale du critere énergétique avec le facteur de contrainte moyenne de Smith

Watson Topper pour les deux rapports de charge est présentée sur la Figure 6-14-a tandis que

1
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celle comportant le facteur selon Kujawski est affichée sur la Figure 6-14-b. Les deux appro-
ches arrivent a rassembler les essais de fatigue dans une bande d’erreur tres intéressante.
Lorsque le critére selon Smith Watson Topper est conservatif, celui selon Kujawski I’est
moins pour les chargements testés.

Afin de mieux comparer les deux approches, la fréquence relative en fonction de I’erreur rela-
tive sur la durée de vie est présentée sur la Figure 6-15.
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Figure 6-15 : Fréquence en fonction de I'erreur sur la durée de vie pour les deux rapports de
charge (PBT+PET GF30). a. Smith Watson Topper. b. Kujawski.

L’erreur est définie suivant les équations (6-10) et (6-11). Ainsi, la valeur absolue de I’erreur

ne dépend pas du signe de AN ce qui rend comparable les erreurs positives et négatives.

N,

cale 2 Nexp : Erreur =(N_, — N
N

exp ) / Nexp (6-10)

<N, * Erreur =(N ., —N.,)/ N (6-11)

calc exp

On remarque que la plupart des essais présentent une erreur comprise entre +100% pour les
deux modeles sur un échantillon de 114 essais. Cependant, on remarque encore que le critére
avec la fonction f suivant Smith Watson Topper sur la Figure 6-15-a permet un dimensionne-
ment plus conservatif que 1’approche suivant Kujawski, Figure 6-15-b. Méme si les criteres
affichent de trés bons résultats globalement, les essais comportant des erreurs plus élevées que
+500% présentent une faiblesse de ces critéres. En revanche, la force de cette approche est de
décrire la tenue en fatigue de manicre pertinente en demandant une seule courbe SN.

Le critere énergétique est appliqué également au PA66 GF35. La densité d’énergie de défor-
mation pour le rapport de charge de R=0,1 est présentée sur la Figure 6-16-a. Pour ce rapport
de charge, le critere regroupe bien les essais autour de la courbe continue qui correspond a la
courbe des éprouvettes longitudinales a R=-1. Les erreurs sur la durée de vie sont comprises
entre +200% et -200%, Figure 6-16-b.
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Figure 6-16 : Critére énergétique appliqué au PA66 GF35 pour R=-1. a. Energies. b. Erreurs.

Les fonctions de prise en compte de la contrainte moyenne sont intégrées dans le critére et les
énergies correspondantes sont calculées. Les résultats en termes d’erreur sur la durée de vie
sont présentés sur la Figure 6-17-a pour la fonction f qui correspond au parametre de Smith
Watson Topper. On remarque notamment que la durée de vie des tubes en torsion est sous-
estimée. La prise en compte de la contrainte moyenne par la simple fonction f n’est pas assez
pertinente afin de décrire le vrai comportement en fatigue du matériau. La fonction f selon
Kujawski étant basée sur le méme principe ne donne pas de meilleurs résultats, Figure 6-17-b.
Par contre, plus d’essais basculent vers le coté non-conservatif pour le rapport de charge
R=0,1 (notamment les essais en traction). Dans les deux cas présentés, la fonction f n’est pas

fonction du chargement ce qui entraine les erreurs observées.
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Figure 6-17 : Erreurs sur la durée de vie pour le PA66 GF35 a R=-1 et R=0,1. a. Smith Wat-

son Topper. b. Kujawski.
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La fréquence en fonction de I’erreur est présentée sur la Figure 6-18. Pour ce matériau on re-
marque que les fréquences d’erreurs sont moins concentrées dans le centre ou ’erreur devient
minimale. Notamment le critére selon Kujawski affiche une dispersion des fréquences vers le
coté non-conservatif. Enfin, 30% des résultats affichent une erreur supérieure de 500%.
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Figure 6-18 : Fréquence en fonction de I'erreur sur la durée de vie pour les deux rapports de
charge (PA66 GF35). a. Smith Watson Topper. b. Kujawski.

Toutefois, il faut prendre en compte que I’échantillon est moins élevé que celui pour le
PBTH+PET GF30. Les erreurs maximales sont plus élevées sur le PA66 GF35. Pour le PA66
GF35 les erreurs maximales sont de -2300% et de +8800% pour la prise en compte par le mo-
dele de Smith Watson Topper et celui de Kujawski respectivement. Pour le PBT+PET GF30,
les erreurs maximales étaient de -4100% et de +2400% pour ces deux modeles.

I1 est intéressant de noter que la tenue en fatigue est tres bien décrite pour le rapport de charge
de R=-1 pour les deux matériaux, Figure 6-10-b et Figure 6-16-b. Les erreurs sont comprises
entre +200% et -200% ce qui est un résultat trés intéressant pour une approche qui n’a que
besoin d’une seule courbe SN. Ainsi, le critére énergétique proposé par Ellyin décrit bien le
comportement en fatigue en fonction du chargement ainsi qu’en fonction de 1’orientation des
fibres grace a une description adaptée du comportement.

Quant a la prise en compte de la contrainte moyenne, nous avons tenté d’employer des lois
empiriques qui n’exigent aucune identification supplémentaire. Il semble que cette approche
n’est pas suffisante pour cette classe de matériaux. Les résultats montrent que la description
de I’effet de la contrainte moyenne devrait s’appuyer sur une identification qui prend aussi en
compte que I’influence de la contrainte moyenne dépend de la triaxialité.

Si nous revenons sur les objectifs que nous nous sommes fixés au début de ce chapitre, ce
critére donne des résultats satisfaisants pour I’ensemble des trajets de chargements. Il est pos-
sible de I’implanter dans une chaine de dimensionnement compléte du procédé a la durée de
vie dans le cas des éprouvettes que 1’on peut modéliser comme un stratifié. Nous discuterons
en chapitre 6.5 de I’application d’un tel critére dans le cas de piéce réelle.
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6.3 Proposition d’un critére microscopique

Les thermoplastiques renforcés par des fibres de verre courtes sont composés de deux phases,
le polymeére constituant la phase molle et les fibres constituant la phase rigide. Vu
I’hétérogénéité du module des deux phases, le matériau est localement soumis a un champ de
contrainte hétérogeéne. Les critéres de fatigue présentés dans la bibliographie et ceux employés
dans la section précédente sont basés sur des grandeurs macroscopiques.

Au chapitre 5, un endommagement aux bouts des fibres et sur les cotés des fibres a été obser-
vé. Ces endommagements locaux sont dus a des surcontraintes locales. L’endommagement de
microcraquelures et de bandes de glissement se produit en fonction de la nature du champ de
contrainte. L’endommagement est ainsi li¢ a la microstructure complexe.

Aussi, méme si le critere macroscopique d’Ellyin donne des résultats intéressants, nous pro-
posons ici de tester un critére de fatigue formulé a 1’échelle microscopique afin de pouvoir
prendre en compte les effets de champ de contrainte locaux. Ce travail étant relativement long
sur le plan théorique nous proposons une premiere €tape qui ¢évalue les champs locaux
moyennés. Avant de simuler les champs locaux moyennés et de formuler le critére de fatigue,
quelques travaux pertinents a I’échelle microscopique sont présentés.

Tanaka, Mori et Nakamura proposent un critére de contrainte critique de décohésion pour une
inclusion dans une matrice basé sur les travaux d’Eshelby [Mon86].

Reifsnider et Gao présentent un critére micromécanique pour un époxy chargé par des fibres
de verre continues [Rei91]. Les contraintes moyennées microscopiques sont calculées pour la
matrice et les fibres respectivement a 1’aide du probléme d’Eshelby et 1’approximation de
Mori Tanaka. Les contraintes maximales du chargement a R=0,1 sont ainsi évaluées pour
différentes orientations de stratifiés unidirectionnels en traction uniaxiale. Ces contraintes sont
ensuite insérées dans le critére de Hashin et Rotem formulé en contraintes locales au lieu des
contraintes macroscopiques pour un €tat plan de contrainte, équation (6-12) et (6-13).

(oh)=x" (6-12)
(on)rxn ] +(on)sm ] =1 (6-13)

Les valeurs entre crochets sont les contraintes moyennées des deux phases (m=matrice,
f=fibres). L’indice 1 représente la direction des fibres et I’indice 2 la direction transversale du
pli UD. X" et X sont les résistances a la traction de la matrice et des fibres respectivement
alors que S™ représente la résistance en cisaillement de la matrice. Ainsi, le critére permettrait
d'évaluer la tenue en fatigue si ’on connaissait le comportement en fatigue des constituants
isotropes. Toutefois, Reifsnider effectue une détermination inverse des résistances des consti-
tuants a partir des essais sur des plis UD. Les paramétres du modéle sont identifiés pour un
rapport de charge donné.
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Ha et al. calculent le champ complet de contrainte d’une fibre dans la matrice a I’aide d’ana-
lyses ¢éléments finis 3D d’une cellule unitaire. Ainsi, ils identifient des matrices couplant les
déformations microscopiques avec les déformations macroscopiques pour en point dans la
cellule unitaire [Ha08a].

Ainsi, cette technique permet de récupérer le champ complet pour tout chargement dans la
cellule unitaire. Afin de simuler la résistance statique pour différents chargements, un critére
de rupture est proposé pour chacune des deux constituants fibres et matrice [HaO8b]. Le crite-
re de Rankine est choisi pour les fibres alors qu’un critére quadratique fonction de la contrain-
te de von Mises et de la contrainte hydrostatique est proposé pour la matrice, équation (6-14)
et équation (6-15) dont le dernier est basé¢ sur les travaux de Raghava.

—Cy <o <I; (6-14)
o’ +(C, -T ), =C,T (6-15)

m m-—m

ou Cret C, sont les résistances en compression des fibres et de la matrice respectivement. 7y
et T, sont les résistances en traction des deux phases. o, est la contrainte de von Mises et /;
le premier invariant du tenseur des contraintes. Pour des chargements en fatigue, la contrainte
équivalente de I’amplitude et de la moyenne des contraintes est calculée [Ha09]. L amplitude
de contrainte a R=-1 est déterminée a 1’aide d’un diagramme de Haigh obtenu en traction.

Ces approches développées pour 1’application a des composites renforcés par des fibres conti-
nues sont également applicables aux composites a fibres longues ou courtes. Ainsi, Meraghni
et al. emploient I’approche Mori Tanaka afin de calculer les contraintes interfaciales d’un
thermodurcissable renforcé par des fibres longues (SMC) [Mer96]. Un critére local de déco-
hésion permet ensuite d’évaluer la réduction de raideur du matériau chargé en monotone. Ben
Cheikh Larbi et al. utilisent une approche similaire et déterminent la perte de raideur d’un
SMC en fatigue a R=0,1 [Ben06]. La contrainte gouvernant la décohésion selon Ben Cheikh
Larbi est la contrainte dans I’inclusion.

Tandis que les critéres macroscopiques considérent les composites comme un milieu continu
et homogene, les critéres microscopiques essayent de capter les grandeurs locales. Ceci dans
le but de mieux décrire les mécanismes locaux qui menent a la rupture mais aussi pour réduire
le nombre d’essais de caractérisation.

Dans la suite, nous allons présenter un critére micromécanique en fatigue pour les thermoplas-
tiques renforcés par des fibres de verre courtes. De nombreux critéres de rupture sont basés
sur les contraintes moyennées. Cependant, I’apport novateur de notre étude est que le critére
est validé sur une base de données importante pour différents trajets de chargements, différen-
tes orientations de fibres et sous influence de la contrainte moyenne. La proposition d’un cri-
tere qui est basé sur les grandeurs moyennées pour les thermoplastiques renforcés par des
fibres de verre n’est pas encore apparue dans la littérature selon la connaissance de 1’auteur.
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6.3.1 Evaluation des contraintes moyennées locales avec la démar-
che de Mori Tanaka

Les contraintes moyennées peuvent étre facilement calculées par la démarche de Mori Tanaka
dans le volume ¢lémentaire représentatif (VER) d’un pli UD. Pour la proposition d’un critére
de fatigue pour les thermoplastiques renforcés par des fibres courtes, il est cependant plus
pertinent de prendre en compte la vraie microstructure qui est plus complexe que celle d’un
pli UD. Par conséquence, les contraintes moyennées qui sont calculées dans la suite prennent
en compte le tenseur d’orientation.

Dans un premier temps nous aborderons la méthodologie de calcul des contraintes moyen-
nées. Les résultats qui sont fortement dépendant de la microstructure et de son orientation sont
discutés ensuite.

Dans I’Annexe B1, le tenseur de localisation d’Eshelby et I’approximation de Mori et Tanaka
sont introduits. Les équations sont rappelées afin d’en déduire la démarche d’estimation des
contraintes moyennées dans les fibres et dans la matrice, équation (6-16) et équation (6-17).

AEshelby = [14 +E:S, :(Cf -C, )]71 (6-16)
g = AEshelby ‘g, (6-17)

Afin de pouvoir calculer les déformations moyennées sur le tenseur d’orientation des fibres
a;u, les déformations moyennes des fibres &, (p) d’orientation décrite par p sont moyennées

selon Maewal et Dandekar, équation (6-18) [Mae87].

& =& (ph(p)dp (6-18)

Le tenseur de localisation des déformations proposé par Eshelby décrit le rapport entre les
déformations moyennes des fibres et les déformations moyennes de la matrice pour chaque
famille d’orientation décrite par p, équation (6-19).

& (p) = Aggany (p):E, (6-19)

Ainsi, I’équation (6-18) prend la forme (6-20) - (6-21).
£ = Apgany © Em (6-20)
Ay = $ A ey @ (PP (6-21)

La moyenne du tenseur de localisation est calculée avec les formules proposées par Mlekusch,
Annexe B2 qui font intervenir le tenseur d’orientation d’ordre 2 et celui d’ordre 4 [M1e99].

Le tenseur d’orientation d’ordre 4 est approximé a partir du tenseur d’ordre 2 fourni par la
simulation Moldflow et I’approximation de fermeture hybride d’Advani et Tucker, Annexe A
[Adv90].
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En prenant en compte les lois de comportement de la matrice et des fibres et 1’équation (6-20),
le tenseur de localisation des contraintes selon Eshelby est déduit :
R 6f Cf

B ey = 5 = C_ : XEshelby (6-22)

m m

Ensuite, les tenseurs de localisation des contraintes pour la matrice et pour les fibres sont dé-
finis respectivement par les équations (6-23) et (6-24) en prenant en compte 1’équation (6-22)

et I’équation 6 =c,6,, +¢,6, introduite en Annexe Bl [Hil63].

[ = 1
B, == [T, + ¢, By | (6-23)

= = -1
B, =—-= BEshelby : [ch4 + CfBEshelby] (6-24)

Les contraintes moyennées dans les fibres et la matrice peuvent ainsi étre calculées a partir
des contraintes macroscopiques. En outre, le tenseur de rigidité homogénéisé est calculé par

=S, :6,., & =8, : ¢, introdui-

m

I’équation (6-25) déduite des équations &€ =c, g, +¢,& , €

tes en Annexe B1.
Cyr =l¢,Sw B, +¢,8; : B, (6-25)

Les parameétres dont ce modele a besoin sont documentés en Annexe B4 pour le PBT+PET
GF35 et en Annexe C2 pour le PA66 GF35. Les erreurs sur les modules des éprouvettes halte-
res en traction sont inférieures a 6,5% pour les deux matériaux. Les éprouvettes plates en ci-
saillement pur en PBT+PET GF30 affichent une erreur maximale de 6%.

Le comportement des deux matériaux est donc bien reproduit pour I’ensemble d’essais stati-
ques. Dans la suite, le comportement et les contraintes moyennées sont modélisés pour diffé-
rentes microstructures et orientations pour le PBT+PET GF30.

Les simulations du comportement mécanique et des contraintes moyennées sont effectuées sur
différentes microstructures dans le but d’évaluer I’effet de I’orientation de fibres. Les cas li-
mites sont étudiés a 1’aide d’une microstructure unidirectionnelle et d’une microstructure aléa-
toire dans le plan. A ces résultats s’ajoutent les simulations sur les éprouvettes de cette étude.
D’abord, le comportement mécanique est simulé et ensuite deux cas de chargement, la trac-
tion et le cisaillement pur. Dans cette présentation, nous allons nous limiter a la contrainte de
von Mises et la contrainte hydrostatique. A titre informatif, le tenseur de contrainte tridimen-
sionnel est récupéré par I’approche employée. Les graphiques présenteront la variation des
grandeurs simulées en fonction de 1’angle ou 0° correspond a I’axe dans laquelle la plupart
des fibres sont orientées.

Dans un premier temps, les modules de Young et de cisaillement sont simulés en fonction de
I’angle, Figure 6-19-a. L’orthotropie du matériau est le plus prononcée pour la microstructure
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unidirectionnelle. Les tubes en traction affichent un module longitudinal moins élevé et les
éprouvettes plates sont encore au-dessous. Alors que le module longitudinal diminue avec une
microstructure moins orientée, le module transversal est peu affecté. La microstructure aléa-
toire présente un module indépendant de I’orientation.

Module de Young [MPa] Module de cisaillement [MPa]

90
15000 4000

180

330

—$— UD
—&— tube
—&— tube —»— plate
—»— plate —4— iosipescu
a 270 —&— aléatoire 2D| b 270 —&— aléatoire 2D

Figure 6-19 : Modules simulés pour différentes microstructures (PBT+PET GF30). a. Module
de Young b. Module de cisaillement.

Le module de cisaillement est simulé en appliquant une contrainte de cisaillement de 1 MPa a
I’exception de ’essai d’losipescu. Celui-ci sera modélisé en appliquant une déformation de
cisaillement plan et pure de sorte que la contrainte de cisaillement soit de 1 MPa. Ce choix
s’explique par le fait que ’essai d’losipescu soumet I’éprouvette a une telle sollicitation en
premiere approximation, chapitre 4.2.3. La Figure 6-19-b montre que toutes les microstructu-
res présentent un module plus élevé a +45° et -45° ce qui est dii aux fibres qui pour cette
orientation sont sollicitées en compression ou en traction respectivement.

En vue d’un critére de fatigue basé sur les invariants du tenseur de contrainte, la contrainte de
von Mises et la contrainte hydrostatique sont simulées dans la matrice et dans les fibres res-
pectivement, équation (4-11) et (4-12). Compte tenu de I’endommagement observé dans le
polymeére, les contraintes dans la matrice nous semblent la grandeur pertinente pour le critére
en fatigue. Cependant, vu que les endommagements sont proches des fibres, les contraintes
dans les fibres sont également analysées.

Deux cas de chargements sont abordés :

e Nous allons solliciter des éprouvettes haltéres en traction avec trois différentes micros-
tructures : une microstructure unidirectionnelle (UD), celle des nos éprouvettes (plate)
et une microstructure aléatoire dans le plan (aléatoire 2D). En comparaison a ces résul-
tats s’ajoute le tube en traction. La contrainte nominale des éprouvettes s’¢leve a 1
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MPa et le champ de contrainte résultant au point chaud est calculé a 1’aide des facteurs
de surélévation de contrainte.

e Nous allons solliciter quatre microstructures en cisaillement selon 1’essai de tor-
sion sur tube : une microstructure unidirectionnelle (UD), celle de nos tubes (tube),
celle de nos éprouvettes plates (plate) et une microstructure aléatoire dans le plan
(aléatoire 2D). La contrainte nominale est de 1 MPa. En comparaison, la microstructu-
re des éprouvettes plates est sollicitée en cisaillement selon 1’essai d’losipescu (défor-
mation &, imposée en sorte que Ty, soit 1 MPa). Toujours, les contraintes au point
chaud sont dépouillées.

contrainte von Mises [MPa] contrainte von Mises [MPa]
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—— tube " _4—»— plate
—»— plate —4— iosipescu
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a. 270 . 270

Figure 6-20 : Contrainte de von Mises dans la matrice pour différentes microstructures
(PBT+PET GF30). a. Traction. b. Cisaillement.

La contrainte de von Mises en traction affiche un minimum a 0°, direction dans laquelle la
plupart des fibres sont orientées. Les fibres portant I’essentiel de la charge, les contraintes
dans la matrice sont peu élevées. Le maximum se situe a 90° ou la matrice et les fibres sont
arrangées en série. Le tube comporte moins de contrainte de von Mises par rapport aux
éprouvettes plates car le chargement est biaxial. On remarque que les tendances de la
contrainte de von Mises sont corrélées a ce qui a été observé sur les essais en fatigue. Les
éprouvettes transversales affichent une contrainte de von Mises élevée menant a des durées de
vie courtes. Les éprouvettes longitudinales comportent beaucoup moins de contrainte de von
Mises lorsqu’elles sont plus endurantes. Enfin, les tubes a 0° affichent légérement moins de
contrainte de von Mises et sont 1égérement plus résistants que les éprouvettes longitudinales.

Les contraintes en cisaillement dans la matrice sont présentées sur la Figure 6-20-b.
L’éprouvette aléatoire affiche des contraintes indépendantes du repére. Les autres microstruc-
tures orientées dans la direction 0° présentent des contraintes de von Mises élevées lors-
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qu’elles sont sollicitées dans les axes d’orthotropie. A une déviation de 45°, la contrainte de-
vient moins importante. Ce résultat est encore en corrélation avec les résultats expérimentaux.
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Figure 6-21 : Contrainte hydrostatique dans la matrice pour différentes microstructures
(PBT+PET GF30). a. Traction. b. Cisaillement.

Les tracés de contrainte hydrostatique sont présentés dans des graphiques a coordonnées car-
tésiennes car des valeurs négatives sont observées. En traction, la contrainte hydrostatique est
minimale a 0° et augmente vers 90° pour y trouver son maximum, Figure 6-21-a. Cette
contrainte élevée a 90° est due au fait que la matrice et les fibres sont arrangées en série. Ain-
si, la contrainte dans la matrice devient importante car les fibres n’ont pas d’effet renforgant.
De plus, une contrainte biaxiale est observée, due aux fibres transversales qui empéchent la
contraction transversale. Les tubes en traction affichent une contrainte hydrostatique supérieu-
re aux éprouvettes plates car ils sont soumis a un champ de contrainte biaxial de par leur
géométrie. En conclusion, les éprouvettes transversales affichent une forte contrainte hydros-
tatique ce qui pourrait expliquer la forte sensibilité a la contrainte moyenne. Les tubes affi-
chent une contrainte hydrostatique plus élevée que les éprouvettes longitudinales. Ils sont éga-
lement plus sensibles a la contrainte moyenne.

Les contraintes hydrostatiques simulées pour le cas du cisaillement sont présentées sur la
Figure 6-21-b. L ensemble des éprouvettes affichent une contrainte hydrostatique nulle lors
d’un chargement dans 1’axe de I’orthotropie. Les tubes, les éprouvettes unidirectionnelles et
les éprouvettes plates sont soumis a une forte contrainte hydrostatique positive a 45°. Ceci est
da au fait que la composante de traction est orientée transversalement aux fibres. On observe
I’effet inverse a 135°. Ces effets d’anisotropie font que 1’éprouvette aléatoire présente une
contrainte hydrostatique nulle pour toutes les orientations. Dans ce composite, la population
de fibres orientée a 0° n’exerce aucune contrainte hydrostatique. Les autres populations de
fibres sont réparties de maniére symétrique et ainsi, la contrainte hydrostatique générée par les
fibres orientées a +a est annulée par les fibres orientées a —a.. Enfin, les éprouvettes losipescu
affichent une contrainte hydrostatique beaucoup moins importante que celle observée en
configuration torsion sur éprouvette tubulaire. Nous rappelons que pour I’essai d’losipescu, la
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contrainte de cisaillement macroscopique est superposée d’une contrainte hydrostatique ma-
croscopique pour les orientations 45° et -45°, chapitre 4.2.3.

La contrainte hydrostatique dans la matrice est positive pour 1’orientation 45° tandis que celle
pour I’orientation -45° est négative. Dans ce contexte, il est intéressant de noter que la tenue
en fatigue a R=0,1 était moins importante a 45° qu’a -45°.

Les contraintes dans les fibres sont ensuite présentées. En traction, la contrainte de von Mises
affiche des valeurs importantes lorsque la microstructure est orientée dans la direction de la
charge, Figure 6-22-a. En cisaillement, on observe des contraintes plus élevées a +45° et -45°,
Figure 6-22-b, chargements pour lesquels une compression ou une traction est générée dans
’axe des fibres.

contrainte von Mises [MPa] contrainte von Mises [MPa]

90 90
6 6

180

non
—— UD

. —&— tube

8= —— plate

—4— iosipescu
—&— aléatoire 2D

—&— tube
—»— plate

—@— aléatoire 2D
a. 270 b. 270

Figure 6-22 : Contrainte de von Mises dans les fibres (PBT+PET GF30). a. Traction. b. Ci-
saillement.

En traction, les contraintes hydrostatiques suivent les mémes évolutions que les contraintes de
von Mises, Figure 6-23-a. En cisaillement, les contraintes hydrostatiques dans les fibres sont
présentées sur la Figure 6-23-b. A 45° les fibres sont sollicitées en compression ce qui se ma-
nifeste par une contrainte hydrostatique négative tandis qu’a -45° (135°) les fibres sont sou-
mises a une traction ce qui génére une contrainte hydrostatique positive.

La contrainte hydrostatique dans les fibres ne semble pas représenter ce qui est observé en
essai de fatigue. L’essai d’losipescu pour une orientation de 45° affichait des durées de vie
plus faibles que pour I’orientation de -45°. Cependant, les contraintes hydrostatiques micros-
copiques sont négatives pour 45° et positives pour -45°. En partant de 1’hypothése qu’une
contrainte positive serait plus endommageante qu’une contrainte négative, une prise en comp-
te de la contrainte hydrostatique dans le critére ne serait pas cohérente.
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Figure 6-23 : Contrainte hydrostatique dans les fibres (PBT+PET GF30). a. Traction. b. Ci-
saillement.

En conclusion, I’approche présentée refléte bien le comportement mécanique de nos essais.
La microstructure est prise en compte a travers le tenseur d’orientation et ainsi, le comporte-
ment varie en fonction de celle-ci et en fonction de son orientation. Quant au calcul des
contraintes moyennées, les résultats varient également en fonction de la microstructure et de
son orientation. Pour I’exemple du tube en traction et de I’éprouvette plate en traction deux
parametres sont considérés. D’un coté, le tenseur de contrainte au point chaud est pris en
compte comme pour de nombreux critéres. De 'autre, les différentes microstructures sont
prises en compte, le tube étant trés orientée alors que 1’éprouvette plate est moins orientée.
Cette extrapolation d’une microstructure a une autre manque a de nombreux critéres et est
également inhérente au critere énergétique et au critére de durée de vie intégrant le procédé.

La simulation des contraintes moyennées nous a permis de conclure que la contrainte de von
Mises dans la matrice est une grandeur qui suit les évolutions des essais mécaniques en fati-
gue. Les essais a forte tenue présentent des contraintes de von Mises peu élevées et les essais
a faible tenue des contraintes élevées. Les contraintes de von Mises dans les fibres suivent
celles dans la matrice et sont donc aussi en corrélation avec les essais de fatigue.

Une forte contrainte hydrostatique dans la matrice est observée pour les combinaisons éprou-
vette/chargement qui montraient une importante sensibilit¢ a la contrainte moyenne. La
contrainte hydrostatique dans les fibres semble cependant peu cohérente par rapport aux es-
sais de fatigue notamment parce que I’évolution est en contradiction avec les essais
d’losipescu.

L’évaluation des grandeurs mécaniques locales que nous venons de présenter et les liens avec
les résultats de fatigue vont nous permettre d’orienter les choix effectués pour I’écriture d’un
critére de fatigue a I’échelle locale.
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6.3.2 Formulation du critére de fatigue a I’échelle locale

Le critére de fatigue est développé dans ce qui suit. Etant donné que I’endommagement est
situé¢ dans le polymeére, les contraintes dans la matrice sont d’abord considérées. Le chapitre
précédent présente les tracés des contraintes de von Mises et hydrostatiques dans la matrice.
En conclusion, la contrainte de von Mises semble étre liée au comportement en fatigue sous
sollicitation alternée tandis que la contrainte hydrostatique semble représenter la sensibilité a
la contrainte moyenne. Ainsi, les résultats pour deux critéres de fatigue prenant en compte la
partie déviatorique et hydrostatique du tenseur de contrainte sont présentés, le critére de Sines
et le critere de Crossland. La tenue en fatigue est gouvernée par le deuxiéme invariant du dé-
viateur de contrainte J, qui est proportionnel a la contrainte de von Mises. Le critére de Sines
prend en compte I’influence de la contrainte moyenne par le biais de la contrainte hydrostati-
que moyenne, équation (6-26), tandis que le critere de Crossland est fonction de la contrainte
hydrostatique maximale, équation (6-27) [HenO5].

Nous proposons donc de commencer par 1’é¢tude de ces deux critéres a I’échelle locale. L’idée
étant ici de commencer par les grandeurs mécaniques les plus importantes avant de décrire
plus finement au besoin.

JTos =A-0,,., +B (6-26)
'\[ J2,a = A : O-H,max +B (6-27)

ou J, représente le deuxieme invariant du déviateur de contrainte et oy est la contrainte hy-
drostatique selon les équations (4-11) et (4-12).

Les deux critéres sont appliqués a I’échelle microscopique en considérant les contraintes
moyennées dans la matrice selon les équations (6-28) et (6-29).

\V JZ,a,mat = A ’ GH,moy,mat + B (6-28)
‘\/ J2,a,mat = A ’ UH,max,mat + B (6-29)

Le résultat du critére de Sines pour 10° cycles est affiché sur la Figure 6-24-a. On apercoit une
tendance selon laquelle I’amplitude de J, décroit avec la moyenne de oy. Cependant, les
points expérimentaux sont dispersés. En outre, on remarque que notamment les points a forte
contrainte de von Mises dans les fibres sont situés plus bas. Ainsi, les éprouvettes longitudina-
les, les tubes en traction et les essais d’losipescu a 45°, a -45° et a £45° forment un groupe de
points affichant moins de contrainte de von Mises dans la matrice. L autre groupe est sollicité
en torsion, en cisaillement et en traction transversale aux fibres.
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Figure 6-24 : Critére de Sines a I'échelle microscopique. a. N=10° cycles. b. N=10° cycles.

Le criteére présenté semble bien capter I’influence de la contrainte moyenne, mais marque une
différence entre ces deux groupes de sollicitation. Ceci pourrait s’expliquer par le fait que le
long de la chaine de calcul de nombreuses hypothéses et approximations sont faites. Pour en
nommer seulement quelques-unes :

e Selon le choix de I’approximation de fermeture le comportement varie de 20%
[Dra07].

e Le module de la matrice n’est pas connu et déterminé de maniére inverse.

e [a simulation d’orientation de fibres donne des tenseurs d’orientation qualitativement
bons mais, quantitativement, des erreurs sont observées [Mon07, Bub00].

En outre, en prenant en compte la contrainte moyennée dans la matrice, le champ de contrain-
te fortement hétérogene est ignoré.

Pour une durée de vie de 10’ cycles, les éprouvettes dont les fibres comportent une composan-
te de traction suivant leur axe affichent des contraintes de von Mises dans la matrice moins
élevées tout comme pour la durée de vie de 10° cycles, Figure 6-24-b. De plus, un effet plus
prononcé de la contrainte moyenne est observé sur les éprouvettes en torsion et en cisaille-
ment contrairement a la durée de vie de 10° cycles.

Les données dépouillées en termes du critére de Crossland sont présentées sur la Figure 6-25-
a pour une durée de vie de 10° cycles. Le critére présente les mémes faiblesses que le critére
de Sines par sa définition similaire. La description de la tenue en fatigue manque apparem-
ment d’éléments. Ainsi, pour une durée de vie de 10° cycles, les points expérimentaux se pré-
sentent trés dispersés, Figure 6-25-b.
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Figure 6-25 : Critére de Crossland & I'échelle microscopique. a. N=10° cycles. b. 10° cycles.

Les erreurs sur la durée de vie sont calculées en faisant une identification de la loi. Les éprou-
vettes tubulaires en traction et en torsion a R=0,1 sont choisies, ce qui présente un cas avanta-
geux pour les deux criteres.
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Figure 6-26 : Erreurs sur la durée de vie (PBT+PET GF30). a. Sines. b. Crossland.

L’erreur pour le critére de Sines est présentée sur la Figure 6-26-a. Les points expérimentaux
sont en général loin de la diagonale et en particulier, les éprouvettes tubulaires en traction
(R=-1) et les éprouvettes +45° en cisaillement (R=0,1) présentent un écart prononcé vers le
coté non-conservatif. Les erreurs pour le critére de Crossland sont semblables, Figure 6-26-b.
En conclusion, les deux critéres affichent des erreurs trop €levées pour 1’application sur le
dimensionnement de structures. Le critére de Sines sera utilisé dans ce qui suit pour ses résul-
tats 1égerement meilleurs.

134



Critére de fatigue

Nous avons basé le calcul sur les contraintes de von Mises dans la matrice car
I’endommagement est observé dans le polymere. Par contre, ’endommagement a lieu tres
pres des fibres. En outre, la contrainte dans la fibre a un effet direct sur le champ de contrainte
du polymeére dans lequel la fibre est noyée. L’approche Mori Tanaka qui est présentée ici ne
calcule que le champ de contrainte moyenné. Par contre, le champ réel est complexe et hété-
rogene. La contrainte dans les fibres peut nous servir comme grandeur a travers laquelle la
sévérité de la sollicitation peut étre jugée car une fibre tres sollicitée sous-entend une interface
et une matrice trés sollicitées. Ainsi, Ben Cheikh Larbi choisit la contrainte dans la fibre
comme grandeur de son critére de décohésion [Ben06]. Dans notre cas ’interface résiste aux
contraintes mais le polymeére est endommagé a quelques microns de la fibre.

Vu que ’effet de la contrainte moyenne semble bien décrit a 10° cycles, Figure 6-24-a,
I’identification de I’effet de la contrainte dans les fibres est effectuée pour ce régime-la. Le
critére de Sines devient 1’équation (6-30).

f(o-9 N) = \/JZ,u,mat + C\/JZ,a,ﬁb = A(N)O-H,moy,mat + B(N)

(6-30)

Afin d’évaluer I’impact du nouveau parametre C, le systéme d’équations linéaires de 19 équa-
tions (6-30) pour les 19 types d’essais est résolu pour une durée de vie de 10° cycles. Le pa-
rametre est évalué a C=0,0616. L’ensemble des essais est présenté sur la Figure 6-27-a dans le
diagramme de Sines selon 1I’équation (6-30). On remarque que ’intégration du nouveau terme
améliore sensiblement le résultat du critére.
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Figure 6-27 : a. Critére de Sines intégrant le terme C.|J pour N=10° cycles. b. Erreurs

2.a.fib

sur la durée de vie (PBT+PET GF30).

Les erreurs sur la durée de vie sont présentées sur la Figure 6-27-b. Le résultat du critére en
termes d’erreur est amélioré. Par contre, on apercoit que les durées de vie des essais a R=0,1
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sont surestimées et I’évaluation est donc non conservatives. Le critére de Sines capte
I’influence de la contrainte moyenne a travers la contrainte hydrostatique oy avec le terme de
GH,moy- Par contre, I’influence de la contrainte moyenne sur le terme \/J_z qui est observé en
chapitre 4.3 n’est pas prise en compte uniquement a travers son amplitude. C’est pour cela

que le terme pour ,/J, doit étre élargi par un terme prenant également en compte la moyenne

de \/J_2 . Nous proposons ainsi I’équation (6-31).

f(07 N) = \/JZ,a,mat + C\/JZ,a,ﬁb + D\/JZ,moy,mat = A(N)GH,moy,mat + B(N) (6-31)

Le paramétre D est ajusté de maniere itérative ce qui donne D=0,1. Le diagramme de Sines
est présenté sur la Figure 6-28 ou la fonction f(o,N) est tracée en ordonnée. Les points ex-
périmentaux pour les deux durées de vie 10° et 10° cycles se sont rapprochés sur une droite.
Cependant, on remarque que notamment 1’essai d’losipescu a 1’angle de +45° présente un
écart important.
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Figure 6-28 : Critére de Sines avec les termes C,|J,, ,, €tD.\|J, . ...-a 1 0° cycles. b. 10°

cycles.

Les erreurs sur la durée de vie sont calculées en connaissant les paramétres C et D. Les
éprouvettes transversales a R=0,1 et R=-1 sont utilisées pour la détermination de A et B, pa-
ramétres qui sont fonction de la durée de vie. Les éprouvettes transversales sont situées aux
extrémités du critére et les essais d’identification sont réalisables avec une machine simple
uniaxiale.

Les erreurs sont présentées sur la Figure 6-29. On remarque que les essais sont rassemblés
pres de la diagonale. En revanche, les essais d’losipescu a +45° présentent des erreurs éle-
vées.
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Figure 6-29 : Erreurs pour le critére de Sines avecC.|J,, ,, etD.|J, .. ... (PBT+PET GF30).

L’équation (6-31) peut étre reformulée en faisant I’hypotheése que les pentes de toutes les
courbes SN sont identiques. Ainsi, seulement le paramétre B dépend de la durée de vie selon
la loi de Basquin, équation (6-32) et équation (6-33).

f(amicm H N) = V J2,a,mat + C\/J2,a,ﬁb + D\/Jz,moy,mat = AO_H,moy,mat + B(N) (6-32)
B=N""c, (6-33)

Cette équation peut étre évaluée par un systéme d’équations non-linéaires et étre résolue dans
le sens des moindres carrées. Les coefficients sont ainsi déterminés pour I’ensemble d’essais
sur tubes et sur éprouvettes plates en traction. Le résultat est affiché sur la Figure 6-30-a et les
parametres sont documentés dans le Tableau 6-1.

Les points expérimentaux sont bien décrits sauf les essais d’losipescu a +45°. Afin de propo-
ser une méthode d’identification de parameétres par un jeu de courbes SN plus raisonnable, le
systeme d’équations est résolu pour les tubes en traction et en torsion a R=-1 et R=0,1. Les
erreurs sur la durée de vie sont présentées sur la Figure 6-30-b. Le résultat en termes de la
durée de vie est peu affecté par ce choix.

Tableau 6-1 : Parametres du modéle micromécanique selon I'équation (6-32).

Matériau Identification A m Of C D
PBT+PET GF30 Compleéte -0,821 14373 45,727 0,060 0,095
PA66 GF35 Compleéte -0,959 11,666 51,281 0,086 0,202
PBT+PET GF30 Tubes -0,796 17,271 43,074 0,080 0,142
PA66 GF35 Tubes -0,841 10,460 62,564 0,102 0,220
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Figure 6-30 : Erreurs sur la durée de vie a pour le PBT+PET GF30. a. Identification comple-
te. b. Identification sur tubes.

Les fréquences en fonction de I’erreur sont présentées sur la Figure 6-31-a et Figure 6-31-b
pour I’identification compléte et pour 1’identification sur tubes en traction et en torsion a R=-1
et a R=0,1 respectivement. On remarque que les erreurs pour I’identification compléte sont
bien centrées autour de la ligne médiane ce qui indique que le modéle proposé décrit assez
bien le comportement en fatigue du PBT+PET GF30. Les résultats obtenus par I’identification
sur tubes présentent des erreurs légerement plus élevées mais 1’identification n’apporte pas
des erreurs excessives.
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Figure 6-31 : Fréquences d’erreurs en fonction de I'erreur pour le PBT+PET GF30. a. Identi-
fication compléte. b. Identification sur tubes.

Enfin, I’ensemble des résultats obtenus sur le PA66 GF35 sont utilisés afin de caractériser la
loi suivant I’équation (6-32). Les erreurs en durée de vie sont présentées sur la Figure 6-32-a.
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Figure 6-32 : Erreurs sur la durée de vie pour le PA66 GF35. a. Identification complete.
b. Identification sur tubes.

Tous les essais sont regroupés dans une bande d’erreur de £200% sauf les éprouvettes longi-

tudinales a R=0,1. Ce résultat est trés bien vu que les paramétres d’homogénéisation utilisés

pour la simulation sont moins précisément connus que pour le PBT+PET GF30, Annexe C2.

En fait, les parametres d’injection et le rapport de forme sont ceux du PBT+PET GF30. Les

erreurs sur la durée de vie pour I’identification des paramétres avec les tubes en traction et en

torsion sont affichées sur la Figure 6-32-b. Les erreurs n’augmentent guere par cette identifi-

cation moins couteuse.

Enfin, les fréquences d’erreurs pour 1’identification compléte sont tres faibles avec un petit

pic a +500% correspondant aux éprouvettes longitudinales a R=0,1, Figure 6-33-a. Les er-

reurs pour I’identification sur tubes restent faibles, Figure 6-33-b.
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Figure 6-33 : Fréquences d’erreurs en fonction de I'erreur pour le PA66 GF35. a. Identifica-
tion compléte. b. Identification sur tubes.
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La loi suivant 1’équation (6-32) est exploitée afin de tracer les surfaces de rupture pour les
deux matériaux, Figure 6-34.

[MPa]

a. cH,moy,mal [MPa] b . cH,moy,mal

Figure 6-34 : Surface de rupture. a. PBT+PET GF30. b. PA66 GF35.

En conclusion, la simple application des critéres de Sines et de Crossland a 1’échelle locale ne
semble guére un outil pour le dimensionnement de pic¢ces. Ces critéres qui n’ont besoin que
de deux courbes SN pour I’identification sont cependant une base riche pour un critére de
fatigue a I’échelle locale. Nous disposons ici des invariants de contrainte dans les fibres et
dans la matrice afin d’enrichir ces critéres de base. On peut également, dans un second temps,
penser a faire intervenir p.ex. les contraintes a I’interface fibre/matrice ou des contraintes lo-
cales dans la matrice a des endroits précis en fonction des mécanismes de rupture.

Dans ce premier travail, nous avons choisi d’enrichir le critére de Sines par deux termes sup-
plémentaires :

. L’amplitude du deuxiéme invariant du déviateur de contrainte dans les fibres J, s
parce que nous tentons de capter avec cette grandeur la contrainte qui régne proche de
I’interface dans la matrice, I’endroit ou I’endommagement est observe.

. La moyenne du deuxieéme invariant du déviateur de contrainte dans la matrice parce
qu’il semble que pour cette classe de matériau, 1’influence de la contrainte moyenne
est légeérement dépendante de la moyenne de J,.

Le modéle proposé décrit bien la tenue en fatigue des deux matériaux étudiés. Toutefois, pour
le PBT+PET GF30 ainsi que pour le PA66 GF35 certains essais ne sont pas représentés par le
critére. Notamment dans le cas du PBT+PET GF30, des doutes sur 1’essai d’losipescu a +45°
sont légitimes. L’éprouvette n’étant pas cassée dans la section utile, il pourrait s’agir d’une
rupture prématurée. Pour le PA66 GF35, les éprouvettes longitudinales présentent des points
expérimentaux a forte erreur. Ceci pourrait étre di au fait que les parametres
d’homogénéisation n’ont pas été déterminés expérimentalement.
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Nous pouvons conclure que le critére proposé donne des résultats trés satisfaisants sur
I’ensemble de la base de donnée expérimentale et ceci pour les deux matériaux. Il faut cepen-
dant bien entendu ne pas oublier que ce critere est identifi¢ a I’aide de quatre essais de fatigue.
Nous allons dans la section suivante analyser nos résultats car deux paramétres semblent im-
portants : d’une part, le fait que la constante C soit treés proche pour les deux matériaux mon-
tre peut étre son lien avec le type de microstructure, Tableau 6-1. D’autre part, il faut garder
en mémoire que notre modele micromécanique donne une évaluation des champs moyens et
ceci est encore relativement €éloigné de nos mécanismes d’endommagement. L objectif de la
prochaine section est de mener une analyse critique de nos différents modéles

6.4 Remarques critiques sur I'application des critéres étu-
diés

Nous pouvons conclure que les critéres de la contrainte principale et de von Mises présentent
des erreurs importantes. Le critére énergétique présente des résultats assez intéressants tout
comme le critére micromécanique. Nous allons tenter d’analyser ces deux derniers criteres
dans ce qui suit et de proposer des pistes d’améliorations.

Le critére micromécanique proposé sollicite le critére de Sines afin de décrire I’influence de la
contrainte moyenne. Cependant, nous avons vu que la simple application du critére de Sines
ne suffit pas afin de décrire le comportement en fatigue de nos matériaux. D’une part, le crite-
re ne décrit pas suffisamment bien I’influence de la microstructure et une correction par le
biais de la contrainte de von Mises dans les fibres est intégrée dans le critere. D’autre part,
I’influence de la contrainte moyenne semble également sous-estimée par ce critére et en plus
de I’amplitude de la contrainte de von Mises dans la matrice, la contrainte de von Mises
moyenne dans la matrice doit également intervenir. Ceci rend 1’identification du critere plus
importante.

Dans la suite, nous allons comparer ce critere au critere énergétique d’Ellyin afin d’évaluer si
cette caractérisation plus importante apporte une valeur ajoutée. Dans ce contexte, nous rap-
pelons que le critére énergétique est caractérisé par une seule courbe SN ce qui est assez péril-
leux pour identifier un modéle de comportement en fatigue.
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Figure 6-35 : Erreurs pour le PBT+PET GF30 sur le critere a. énergétique Kujawski. b. mi-
cromécanique identifié sur tubes.

Pour le PBT+PET GF30, les fréquences en fonction de 1’erreur sont présentées sur la Figure
6-35 pour les deux modeles. Les critéres affichent des résultats similaires. Done, pour ce ma-
tériau, le critére micromécanique ne sait pas apporter une amélioration des résultats en dépit
de sa formulation plus complexe.

Pour le PA66 GF35, les erreurs sont données sur la Figure 6-36. Le modele énergétique pré-
sente des erreurs €levées du coté non-conservatif, Figure 6-36-a. Notamment les fréquences
d’erreur pour £100% sont peu prononcées et des erreurs de £500% sont bien présentes. Le
critére micromécanique apporte une nette amélioration en termes d’erreurs, Figure 6-36-b.
Pour ce matériau, les barres d’erreurs de £100% sont trés marquées. Ainsi, le critére micro-
mécanique a pu améliorer la description du comportement en fatigue.
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Figure 6-36 : Erreurs pour PA66 GF35 sur le critére a. énergétique Kujawski. b. microméca-
nique identifié sur tubes.

Nous avons vu que le critére énergétique décrit particulierement bien le rapport de charge de
R=-1 pour les deux matériaux, chapitre 6.2. Aussi, le critére décrit bien 1’anisotropie du maté-
riau sous différents trajets de charge. C’est notamment 1’influence de la contrainte moyenne
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qui apporte des erreurs ¢élevées. L’hypothese faite que la sollicitation soit purement €lastique
est vraisemblablement trop grossiére pour le rapport de charge de R=0,1. Une prise en compte
de I’énergie plastique pourrait apporter une amélioration. De plus, le critére devrait prendre en
compte I’influence de la contrainte moyenne en fonction de la triaxialité. Le fait que les résul-
tats sur le PBT+PET GF30 soient aussi bons que ceux du critére micromécanique est dii au
fait que ce matériau a une influence de la contrainte moyenne proche de celle décrite par la
fonction f de Kujawski. Ainsi, sur le PA66 GF35 qui a une influence a la contrainte moyenne
plus élevée, le résultat est beaucoup moins bon. En conclusion, une prise en compte de la
contrainte moyenne par une fonction f empirique semble risquée pour cette classe de maté-
riaux car la sensibilité a la contrainte moyenne peut fortement varier en fonction du polymeére
choisi.

Pour remédier a cela, on peut envisager d’identifier la fonction f par un essai de fatigue a
R=0,1. Cela porte a deux les courbes SN d’identification et rend aussi le critére plus robuste ;
les résultats varieraient moins en fonction du matériau. En revanche, afin de réduire les er-
reurs, il serait judicieux d’identifier I’influence de la contrainte en fonction de la triaxialité ce
qui porterait les courbes SN d’identification a trois.

Dans cette premiere étude, nous avons implanté I’approche Mori Tanaka dans un code de cal-
cul (Fortran90). La notion d’une microstructure non-unidirectionnelle est intégrée afin de
mieux décrire les champs moyens de contrainte générée. Cela nous a permis de proposer un
critere basé sur les invariants de contraintes moyennées. Toutefois, cette proposition ne décrit
pas encore les mécanismes observés dans le chapitre mécanismes de rupture. Nous avons mis
en évidence des endommagements tres localisés proche des fibres qui génerent un champ de
contrainte fortement hétérogene. La formulation du critére en termes de contraintes moyen-
nées a besoin de certains parameétres supplémentaires afin de combler cette lacune. Ainsi, le
modele devrait évoluer afin de mieux décrire le comportement en fatigue et surtout afin de
réduire les parametres a identifier. Ensuite, deux pistes majeures d’amélioration sont discu-
tées.

Le critére micromécanique présente la particularité que le parametre C décrivant 1’influence
de I’orientation de fibres est treés proche entre les deux matériaux (PBT+PET GF30 : C=0,060
et PA66 GF35 : C=0,086). Les deux matériaux ayant le méme rapport de forme L/D, on peut
supposer que ce parametre refléte un mécanisme 1i€¢ a sa microstructure. Eventuellement, ce
mécanisme peut étre capté par la prise en compte du champ local et non du champ moyen de
contrainte. Une telle ouverture du critére envers les contraintes locales serait fortement sou-
haitable et peut réduire les parameétres a identifier.

En outre, I’influence de la contrainte moyenne qui est prise en compte par le parametre D du
modele est différente pour les deux matériaux (PBT+PET GF30 : D=0,095 et PA66 GF35 :
D=0,202). En effet, les polyméres ne présentent pas le méme comportement. Le PA66 GF35
qui affiche une forte dépendance de la contrainte moyenne est plus ductile que le PBT+PET
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GF30. Nous avons fait I’hypothése forte d’un comportement élastique linéaire le long de la
these. Cependant, une prise en compte d’un comportement non-linéaire pourrait améliorer le
résultat du critere et décrire I’effet de la contrainte moyenne sans devoir identifier le parame-
tre D.

Aprés analyse des deux criteres de fatigue proposés, il est possible de formuler les conclu-
sions suivantes :

e Le critére énergétique macroscopique est extrémement simple a identifier et a implan-
ter. Avec une seule courbe SN, le critére donne de bonnes estimations de durée de vie.
Toutefois, afin d’avoir des prédictions de meilleure qualité pour les deux matériaux il
est nécessaire d’utiliser trois courbes SN (R=-1, R=0,1 traction, R=-1 torsion) pour
I’identification.

e Le critere microscopique nécessite quatre courbes SN pour 1’identification et dans ce
cas les prédictions sont un peu meilleures que celles du critére énergétique présenté. 11
semble cependant possible de réduire a deux ces parameétres en travaillant sur
I’évaluation des champs locaux qui est pour le moment grossiere et sur la notion de
comportement non linéaire.

e Les deux critéres peuvent étre appliqués a n’importe quelle microstructure. Le critere
énergétique évalue 1’état d’orientation a travers le comportement du matériau tandis
que le critére microscopique capte cette information a travers les contraintes moyen-
nées.

e Les deux critéres n’intégrent pas les résultats du chapitre sur I’observation des méca-
nismes d’endommagement par fatigue. Pour le critére microscopique, ce point impor-
tant n’est intégré que par le choix des contraintes moyennées, dans la formulation ac-
tuelle. Le travail sur les mécanismes de fatigue peut servir a améliorer le critére en ac-
cédant au champ local de contrainte.

6.5 Application sur piéce réelle

L’ensemble des travaux est effectué¢ sur des éprouvettes plates et tubulaires dans le but
d’évaluer des criteres de fatigue pour application sur piéce réelle. Cependant, le passage des
résultats du cas des éprouvettes a des picces réelles exige une certaine prudence car de nom-
breux facteurs influencant la tenue en fatigue entrent en jeu.

Les éprouvettes comportent un champ de contrainte assez homogene avec des surélévations
de contraintes locales tres faibles (K<1,2). Cependant, on observe des facteurs de suré¢léva-
tion de contrainte trés importants sur picce de ’ordre de K=2,5 et plus. Ainsi, I’effet
d’entaille influence la tenue en fatigue. Toutefois, en présence de fortes surcontraintes, la te-
nue de fatigue est augmentée par rapport a celle correspondant a la contrainte locale maxima-
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le. Aussi, en négligeant cet effet, les résultats seront sur le coté conservatif. Néanmoins,
I’emploi des outils de rabattement de tenue de fatigue peut permettre d’alléger la structure
davantage [Son08].

La microstructure de nos éprouvettes est constituée de plis UD en premicre approximation. En
outre, 1’état d’orientation de fibres varie peu dans la section utile voire dans I’éprouvette en-
tiere. En plus, I’endroit le plus séverement sollicité est connu grace aux observations de ruptu-
res. Tous ces aspects nous ont permis de simuler le champ de contrainte au point chaud par un
modele orthotrope. Ce modéle est validé vis-a-vis des résultats expérimentaux et constitue une
approche simple est efficace a la fois pour le calcul de structure des éprouvettes.

La microstructure sur picce réelle est cependant plus complexe. Des coupes polies ont révélé
que la microstructure n’est pas toujours celle d’un pli UD mais on observe également des en-
droits orientés aléatoirement. De plus, la microstructure peut varier d’un point a ’autre. C’est
pour ces raisons que 1’approche utilisée pour nos éprouvettes ne peut pas étre appliquée a une
piece. Cela ne met pas en cause les résultats obtenus dans la thése mais il faut simplement
prévoir un calcul de contraintes différent. Enfin, I’endroit de rupture n’est pas préalablement
connu et ainsi le calcul devrait étre effectué au mieux sur tous les éléments de la structure de
maniere automatisée. Dans la suite, ces aspects seront davantage détaillés.

Nous nous rappelons qu’un des nos objectifs était de proposer un critére qui est intégrable
dans les outils de calculs utilisés au bureau d’études chez Renault. Ainsi, nous allons tenter de
proposer une telle démarche qui serait donc capable de calculer le champ de contrainte de
picces réelles afin que nous puissions appliquer les critéres proposés.

I1 s’agit donc de remplacer le deuxieme bloc de notre méthodologie de calcul pour les criteres
de rupture, Figure 6-37. Ce bloc calculait le tenseur de contrainte et de déformation au point
chaud a ’aide du modele orthotrope dans cette theése. Il est remplacé par le bloc « Homogeé-
néisation » qui calcule le champ de contrainte en tout point, détaillé sur la Figure 6-38.

. T Critéres simples
Modele géométrique Homogénéisation / P \

%
™ O» &, Critére énergétique [N

élastique linéaire \\ . . . /
Critere microscopique

* en tout point

rup

Figure 6-37 : Méthodologie de calcul pour les critéres de rupture sur piéce réelle.

Une simulation d’écoulement est effectuée et les tenseurs d’orientation de fibres sont ainsi
déterminés a 1’aide du logiciel Moldflow. La piéce est maillée en éléments surfaciques tetra-
hédriques, seul maillage accepté par Moldflow midplane. Ensuite, le logiciel Digimat permet
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de transformer les tenseurs d’orientations d’un maillage a un autre. En fait, dans les bureaux
d’études, les éléments quadrangulaires sont favorisés pour leur bon comportement vis-a-vis de
la raideur. En plus, des zones peu sollicitées peuvent étre maillées de fagon moins dense. Di-
gimat effectue ensuite une homogénéisation par la méthode de Mori Tanaka et transfére les
tenseurs de rigidité a Abaqus qui effectue le calcul de structure.

Homogénéisation

Simulation Orientation Passage de maillage Homogénéisation Calcul EF

Moldflow Digimat Digimat Abaqus

Figure 6-38 : Chaine de calcul simulation d’écoulement, homogénéisation, calcul MEF.

Ainsi, I’ensemble de critéres peut étre appliqué sur picce réelle. Afin d’estimer la pertinence
de cette approche, 1’outil Mori Tanaka rédigé pendant la these est utilisé pour la simulation du
comportement dans la section utile de nos éprouvettes. Le calcul d’homogénéisation est effec-
tué¢ comme suit : Le comportement est homogénéisé selon Mori et Tanaka pour une orienta-
tion unidirectionnelle selon Annexe B1 [Mor73]. Ensuite, le tenseur d’orientation d’ordre 4
est approximé a partir du tenseur d’orientation d’ordre 2 fourni par une simulation Moldflow
en utilisant I’approximation hybride d’Advani et Tucker, Annexe A [Adv90]. Le tenseur de
rigidité est moyenné sur le tenseur d’orientation selon Advani et Tucker, Annexe B2 [Adv87].
Enfin, les parameétres retenus pour la simulation sont documentés en Annexe B4.

Le comportement de nos essais statiques sur éprouvettes plates est reproduit a cinq pour cents
pres. L’erreur est ainsi du méme ordre que celui de notre modele orthotrope. Un calcul du
champ de contrainte par cette approche devrait donc s’aligner avec nos résultats de thése.

Enfin, le logiciel Digimat calcule également les contraintes moyennées dans les fibres et dans
la matrice. Une routine python en post traitement permettrait donc d’utiliser le critére micros-
copique en exploitant directement les contraintes moyennées en sortie du calcul Digimat.

L’ensemble des critéres étudiés exige des calculs trés légers ce qui permettrait d’effectuer
I’évaluation de la durée de vie sur I’ensemble des points d’intégration. Ainsi, le point le plus
sollicité peut étre identifié. Vu qu’une picce réelle présente un champ de contrainte trés hété-
rogéne avec des pics de contrainte locaux, le point le plus sollicité pourrait éventuellement
étre identifié a partir des contraintes macroscopiques.

La chaine de calcul compléte est aujourd’hui en cours de validation chez Renault.
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7 Conclusions et perspectives

Cette these répond au besoin d’un outil de dimensionnement en fatigue des pieces en thermo-
plastiques renforcés par des fibres de verre courtes. Les enjeux scientifiques sont les méca-
nismes de rupture, la compréhension de I’effet de la contrainte moyenne et le chargement en
cisaillement plan sous différentes orientations de fibres.

Le matériau étudié en premier lieu est un PBT+PET GF30. Une grande partie des essais mé-
caniques est ¢galement effectuée sur un PA66 GF35 au LBF ce qui permet de valider les ré-
sultats obtenus sur un deuxiéme matériau de la méme classe.

Le comportement des deux matériaux est orthotrope et fonction de I’orientation des fibres
courtes. La microstructure des éprouvettes est approchée par un stratifié constitué de plis UD.
Afin de modéliser le champ de contrainte des éprouvettes, un modele orthotrope linéaire élas-
tique est mis en données et validé.

La tenue en fatigue en traction est étudiée a travers des essais sur éprouvettes plates en faisant
varier I’angle entre les fibres et la sollicitation. Plus les fibres sont orientées, plus la tenue en
fatigue est ¢élevée. Le comportement en torsion est mis en évidence a I’aide des essais sur
éprouvettes tubulaires creuses. Les essais en torsion s’ajoutent a des essais en traction et en
traction/torsion superposée. La tenue en fatigue est considérablement réduite en présence
d’une composante de cisaillement.

Le cisaillement est également étudié a ’aide de I’essai d’losipescu. Au contraire de 1’essai de
torsion, cet essai sur éprouvette plate permet de faire varier I’angle entre les fibres et la sollici-
tation. Le mod¢le orthotrope est utilisé pour le dimensionnement des éprouvettes. Ainsi, la
géométrie pour quatre différentes orientations est optimisée. Un montage d’essai est mis en
service au sein du laboratoire et le nouvel essai est validé vis-a-vis des essais de torsion sur
tube. Ensuite, des données d’essai auparavant indisponibles sont générées. La sollicitation en
cisaillement a 45° par rapport aux fibres affiche une tenue en fatigue élevée. C’est sous cette
sollicitation-la que les fibres rentrent en traction ou en compression selon le sens de sollicita-
tion.

L’effet de la contrainte moyenne est étudié a travers la base de données d’essais en fatigue.
Les essais comprennent : des essais en traction pour différentes orientations de fibres ; des
essais en traction, torsion et traction/torsion et des essais en cisaillement plan pour différentes
orientations de fibres. L’ensemble des essais est effectu¢ aux rapports de charge de R=0,1 et
R=-1 afin d’évaluer I’impact sur la tenue en fatigue d’une contrainte moyenne pour différen-
tes sollicitations. L’influence de la contrainte moyenne est fonction de la contrainte hydrosta-
tique macroscopique. Par contre, il s’aveére que d’autres facteurs semblent jouer un role im-
portant comme 1’orientation des fibres. Les éprouvettes longitudinales et transversales affi-
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chent des sensibilités a la contrainte moyenne différentes bien que 1’état de contrainte macros-
copique soit le méme. Ainsi, la seule prise en compte de la contrainte hydrostatique macros-
copique ne semble pas suffisant afin de décrire I’influence de la contrainte moyenne, mais
’orientation de fibres devrait étre prise en compte. Nous tentons de répondre a cet enjeu par
un critere de fatigue basé sur les contraintes moyennées dans la matrice.

Une analyse détaillée des mécanismes de rupture du PBT+PET GF30 encore peu connu jus-
qu’a présent nous permet de proposer un scénario de rupture pour le cas d’une traction au
rapport de charge de R=0,1.

Le matériau subit une perte de raideur et une augmentation de I’amortissement lors du cycla-
ge. Ces évolutions sont dues a I’endommagement diffus dans le volume. Des observations
MEB nous révelent deux endommagements distincts. Premiérement, le polymeére présente un
endommagement circulaire aux bouts des fibres longitudinales. Etant donné que
I’endommagement se produit dans un plan orthogonal a la contrainte principale et que 1’état
de contrainte est hydrostatique, la formation de microcraquelures est fortement probable.
Drailleurs, 1’aspect finement étiré ressemble a des microcraquelures observées sur d’autres
matériaux. Deuxieémement, le polymére est endommagé le long des fibres longitudinales.
Aprées avoir effectué des simulations numériques sur un champ de fibres longitudinales, nous
supposons que cet endommagement est di aux surcontraintes générées par le bout des fibres
juxtaposées. L endommagement diffus évolue au cours de la durée de vie. En fin d’essai, une
fissure est repérée en surface par la technique des répliques et I’observation par une caméra
infrarouge. La durée de vie de propagation est de I’ordre de quelques pour cents de la durée
de vie totale pour ce matériau.

La fissure macroscopique se manifeste sur le facieés de rupture par une zone démarquée qui a
une structure proche de celle de I’endommagement aux bouts de fibres. Toutefois, la structure
est plus grossiere. Néanmoins, il est vraisemblable que des microcraquelures précédent la
macro-fissure. Apres la propagation de la macro-fissure, le matériau rompt comme en char-
gement monotone en laissant une zone déformée de maniere ductile et une zone de grande
étendue cassée de manicre fragile.

Enfin, pour répondre a I’enjeu industriel, différents critéres de fatigue sont évalués. Dans un
premier temps, deux critéres simples sont étudiés, le critere de la contrainte principale et le
critere de von Mises. Ces deux critéres ne semblent guére pertinents pour 1’évaluation de la
tenue en fatigue de nos matériaux dans leur forme actuelle. L’aspect anisotrope et ’influence
de la contrainte moyenne devrait étre pris en compte.

Le critére énergétique d’Ellyin est testé pour nos deux matériaux. Les résultats pour le rapport
de charge de R=-1 sont trés bons pour différents chargements et orientations de fibres et cela
avec I’identification par une seule courbe SN. Ce critére calcule I’énergie qui est fonction de
la contrainte et de la déformation ce qui fait intervenir le comportement du matériau. Ainsi,
I’aspect anisotrope est capté. Pour la prise en compte de la contrainte moyenne, la fonction de
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Smith Watson Topper et celle de Kujawski sont testées qui sont des fonctions empiriques.
Cette approche n’a pas besoin d’une identification mais les résultats sont moins pertinents. La
prise en compte de I’influence de la contrainte moyenne qui est fonction de la triaxialité de-
vrait se réaliser par deux courbes SN supplémentaires (R=0,1 traction et R=-1 torsion).

Enfin, un nouveau critére de rupture est proposé qui est basé sur les contraintes moyennées
dans la matrice et dans les fibres a travers I’approche de Mori Tanaka. Il s’agit du critére de
Sines formulé en contraintes moyennées dans la matrice. Ce critére prend en compte des mi-
crostructures quelconques a travers le tenseur d’orientation de fibres. Lors de notre analyse, il
s’avere qu’une nette amélioration du critére de base est obtenue en intégrant deux termes sup-
plémentaires. Un terme qui affine la prise en compte de ’orientation de fibres a travers la
contrainte moyennée dans les fibres et un autre terme qui affine la prise en compte de
I’influence de la contrainte moyenne a travers la moyenne du deuxiéme invariant du déviateur
dans la matrice. Ce critére a donc besoin de quatre courbes SN qui représentent tout de méme
deux courbes SN de moins que pour les critéres quadratiques.

Les travaux de thése portent sur la tenue en fatigue des éprouvettes. L emploi des résultats
pour le dimensionnement sur piece réelle exige une simulation du champ de contrainte diffé-
rente qui est aujourd’hui mise au point et validée chez Renault.

La chaine complete du procédé d’élaboration jusqu’a la durée de vie suivante prévoit que :
e La géométrie de la structure est modélisée.

e La géométrie est maillée en éléments tétraédriques et une simulation d’orientation de
fibres est effectuée par Moldflow.

e Le maillage est passé en ¢éléments quadrangulaires avec une taille appropriée aux cal-
culs de structure par Digimat.

e Le comportement est homogénéisé par Digimat et le champ de contrainte est évalué
par un calcul couplé Abaqus/Digimat.

e Les contraintes entrent dans le critére de rupture choisi.

Cette approche répond aux objectifs posés en début de these. Le calcul peut étre effectué par
les outils disponibles chez Renault et est réalisable dans un temps raisonnable.
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Ce travail ouvre de nombreuses perspectives de recherche :

Afin de pouvoir réaliser des gains massiques, de futures recherches devrait porter sur
I’influence du gradient de contrainte, I’influence du déphasage du signal et I’influence de
I’amplitude variable. Lorsque I’étude de ces facteurs permet d’alléger davantage, de nom-
breux parameétres ont un impact négatif sur la tenue en fatigue comme p.ex. la température,
I’humidité ou encore le vieillissement.

Aprés avoir mis en service 1’essai d’losipescu sur une machine biaxiale, il serait intéressant
d’étudier la tenue en fatigue des éprouvettes minces en flexion. Egalement, cet essai permet
d’étudier un chargement biaxial de cisaillement et flexion superposés. Ce chargement biaxial
n’apparait pas dans la littérature et constitue un chargement intéressant. En outre, 1’essai
d’losipescu permettrait de mettre en évidence I’effet d’entaille sur le chargement en cisaille-
ment.

Les mécanismes de rupture sont mis en évidence pour le chargement en traction. Nous avons
pu mettre en relief Dexistence de deux mécanismes qui semblent gouverner
I’endommagement par fatigue. Une éventuelle contribution de ’altération du polymeére est
encore a identifier. Cependant, I’importance relative de ces mécanismes sur la tenue en fati-
gue en fonction du chargement n’est pas connue. Pour cela, il faut aller plus loin dans la mo-
délisation micromécanique de sorte a intégrer ’endommagement et le comportement non li-
néaire du matériau et si possible accéder aux champs mécaniques locaux autour des fibres.
Enfin, I’étude des mécanismes de rupture a d’autres rapports de charge pourrait apporter des
¢léments a la compréhension de 1’effet de la contrainte moyenne.

Le critére de rupture énergétique présente des résultats assez pertinents pour les chargements
testés. Cette voie de critére simple devrait étre poursuite afin de pouvoir I'utiliser sur structure
a I’aide d’un outil numérique robuste. En outre, en fonction de la certitude nécessaire, la prise
en compte de la contrainte moyenne a travers une identification est a étudier.

Le critére micromécanique mériterait d’étre €élargi afin de réduire les essais de caractérisation.
Il semble que les deux parametres supplémentaires sont liés d’une part & une description in-
suffisante du champ de contrainte et de I’autre par un effet qui piloterait la sensibilité a la
contrainte moyenne. Cependant, ces deux parametres méritent une étude plus approfondie de
sorte & identifier leur role dans la modélisation proposée. D’une part, la prise en compte du
champ de contrainte local autour la fibre pourrait apporter une amélioration du critére.
D’autre part, une formulation non linéaire de la loi de comportement de la matrice
s’approcherait également de la réalité¢ et peut éventuellement capter 1’effet de la contrainte
moyenne plus ou moins prononcé en fonction de la matrice. La poursuite de cette voie per-
mettrait non seulement d’obtenir un critére de rupture en fatigue mais également de disposer
d’un outil micromécanique qui peut enrichir le développement de futurs polymeéres renforcés
par des fibres courtes.
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9 Liste des symboles et abréviations

Lettres latines

Symbole Unité Signification

a - Tenseur d’orientation de fibres

c - Taux

cp J/(kgK) Capacité calorifique

d - Variable d’endommagement

e mm Epaisseur

f - Fréquence ; mesure scalaire d’orientation de fibres
k MPa /- Module de compressibilité tridimensionnelle ; Pente de la courbe SN
m - Pente

p - Vecteur unitaire d’orientation de fibre

r mm Radius

Sg’ - Ecart type empirique corrigé

t s Temps

A - Tenseur de localisation des déformations
B - Tenseur de localisation des contraintes

C MPa Tenseur de rigidité

D mm Diameétre de fibre

E -/ MPa Tenseur d’Eshelby ; Module de Young

F N Charge

G MPa Module de cisaillement

H W/(m’K) Coefficient de transfert de chaleur

1 - Tenseur d’identité

1 MPa Premier invariant du tenseur de contrainte
J> MPa Deuxiéme invariant du déviateur du tenseur de contrainte
K MPa Module de compressibilité plane

K, - Facteur de concentration de contrainte

L mm Longueur de fibre

M - Sensibilité a la contrainte moyenne

M, Nm Moment de torsion

N - Nombre de cycles

P - Tenseur de Hill

R, MPa Contrainte a rupture

S MPa'/mm®  Tenseur de souplesse ; section
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T °C Température

Ts - Mesure de dispersion de contrainte

Ty - Mesure de dispersion de durée de vie

Vv mm’ Volume

w MPa Densité d’énergie de déformation
Lettres grecques

Symbole Unité Signification

a ° Angle d’orientation d’éprouvette

1) - Symbole de Kronecker

£ - Déformation

2] ° 1. angle d’orientation de fibre

& MPa Energie de déformation

v - Fonction de densité de probabilité

A - Premier coefficient de Lamé

i - Deuxiéme coefficient de Lamé

1% - Coefficient de Poisson

P Kg/m’ Masse volumique

MPa Contrainte normale

or MPa Ordonnée a I’origine

T MPa Contrainte tangentielle

@ ° 2. angle d’orientation de fibre

10} - Rapport de forme = Longueur/Diametre
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Indices

Symbole Signification

0 Etat initial, non endommagé

1,2 3 Repére orthonormé d’un pli unidirectionnel
4 Tenseur d’ordre quatre

a Amplitude

amb Ambiant

d Déformation

e Extérieur

eq Equivalent
f Fibres

i Intérieur

iso Isotrope

m Matrice ; moyen

min Minimal

max Maximal

n Nominal

pc Point chaud

princ Principal

rup Rupture

t Transformation

A Appliqué

Eshelby Grandeur basé sur I’approche d’Eshelby
H Hydrostatique

1 Inclusion

MT Grandeur basé sur I’approche de Mori et Tanaka
VM Von Mises

Abréviations

Abréviation Signification

2D Bidimensionnel

3D Tridimensionnel

CF Fibre de carbone

GF Fibre de verre

MEB Microscopie électronique a balayage
PA66 Polyamide 6.6

PBT Polybutylene Téréphtalate

PEEK Polyétheréthercétone

PET Polyéthyléne Téréphtalate

PP Polypropylene

UD Unidirectionnel
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Annexe A Tenseur d’orientation des fibres

L’orientation d’une fibre est décrite soit par deux angles € et ¢ soit par le vecteur unitaire p
selon les équations (A-1)-(A-3).

p, =siné@-cos¢ (A-1)
p, =sin@-sin @ (A-2)
p; =cosf (A-3)

Figure A-1 : Définition du vecteur d’orientation p [Adv87].

L’¢état d’orientation des fibres d’un point donné dans ’espace est décrit par une fonction de
densité de probabilité y(6,¢). Cette fonction est définie de maniére que la probabilit¢ de

trouver une fibre dans l'intervalle 8, <0 <6, +d0 et ¢ <P<J +d¢ s’écrit :
P(0,<0<0,+d0,p, <9< ¢ +d¢)=y(0,.¢)sin0,dod¢y (A-4)

La densité de probabilité est également décrite en fonction du vecteur unitaire y/(p) . La fonc-

tion doit satisfaire aux conditions physiques suivantes. Premi¢rement, la fonction doit étre
périodique en sorte qu’une fibre orientée a un angle de (€,¢) soit distinguée d’une fibre

orientée a un angle de w (7 — 8,9 + ), équation (A-5) et (A-6).

V/(‘9=¢) :W(ﬂ_9=¢+ﬂ-) (A'5)
w(p) =y (-D) (A-6)

Deuxiémement, la fonction de densité doit étre normalisée, équation (A-7).
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I;I;;‘”(e’ P)sin 6d6dg = py (p)dp =1 (A-7)

Dans le but de rendre les simulations numériques de 1’état d’orientation plus efficaces, 1’état
d’orientation de fibres peut étre exprimé par une €criture tensorielle, équation (A-8) et (A-9).
Cela permet également de transformer le tenseur d’un repére a un autre et de calculer les va-
leurs propres d’orientation.

a; = §§pl—p,-l//(13)d13 (A-8)
Ay = §p,~p jPx P, (P)dp (A-9)

Les produits tensoriels du vecteur p définissent les tenseurs d’orientation des fibres. Le ten-

seur d’orientation d’ordre 2 aj;; décrit assez bien 1’état d’orientation de fibres tandis que le ten-
seur d’ordre 4 ajjq porte la solution exacte. Dans le souci de réduire le temps de calcul, les
logiciels de simulation d’orientation de fibres emploient le tenseur a;;. Cependant, les outils de
simulation du comportement évaluent le tenseur de rigidité d’ordre 4 a 1’aide du tenseur
d’orientation d’ordre 4. C’est pour cette raison que des approximations dites de fermeture sont
proposées dans la littérature afin de construire le tenseur ajjq a partir du tenseur a;; [Adv90,
Dra07, Jac07]. Alors que I’approximation linéaire, équation (A-10), est exacte pour un maté-
riau isotrope, I’approximation quadratique, équation (A-11), fournit des résultats exacts pour
une orientation unidirectionnelle. Puisque les orientations rencontrées sur éprouvettes et pie-
ces ne sont pas unidirectionnelles ni isotropes, Advani et Tucker proposent une approximation
hybride qui pondere I’approximation linéaire et quadratique par un scalaire f qui dépend de
I’orientation de fibres, équation (A-12) [Adv90]. Ce scalaire devient f=1 pour une orientation
unidirectionnelle et f=0 pour une orientation aléatoire. D’autres approximations plus sophisti-
quées sont décrites par [Dra07, Dog06, Jac07] mais n’apportent pas toujours une amélioration
vis-a-vis des résultats expérimentaux [Dra07]. L’approximation hybride est la plus utilisée
dans les logiciels de simulations.

_ 1
Ay, = —E(@j&k, + §ik§j, + §i,5jk)+

. (A-10)
...7(61{/5,(, +aik5ﬂ +ai,5jk +ak,5y. +aﬂ5ik +ajk5l.,)

dyg = azay (A-11)

ayy == fay, + fa, avec f=1-27deta, (A-12)

L’analyse d’images sur des coupes surfaciques permet de construire le tenseur d’orientation
ajn [Hin95, Ebe0l, JunO1]. Cependant, le tenseur n’est obtenu qu’a I’endroit de mesure.
Lorsqu’on veut déterminer le tenseur d’orientation d’une piece compléte, il faut faire appel
aux outils de simulation. De plus, ’orientation des fibres est ainsi connue avant la conception
et production du moule. La plupart des logiciels sont basés sur le modele de Folgar et Tucker
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[Fol84]. Le champ de vitesse est pris en compte et un coefficient empirique est introduit pour
la prise en compte des interactions de fibres. Les résultats de la simulation sont qualitative-
ment bons mais présentent des aberrations vis-a-vis au tenseur exact pour des écoulements
bidimensionnels [Mon07, Bub00, Mil08]. Toutefois, la précision diminue aux endroits
d’écoulements tridimensionnels du fait que le calcul ne considére que des écoulements 2D
[Bub00].

175



Démarche de Mori Tanaka

Annexe B Démarche de Mori Tanaka

Les outils permettant d’homogénéiser un composite renforcé par des fibres sont présentés. En
commengant par 1’homogénéisation d’une orientation unidirectionnelle en chapitre Bl,
I’intégration du tenseur d’orientation dans le schéma Mori Tanaka est abordée en chapitre B2
pour la prise en compte des orientations aléatoires. Le tenseur de Hill, nécessaire pour les cal-
culs présentés, est documenté en chapitre B3. Enfin, les parameétres retenus pour
I’homogénéisation du PBT+PET GF30 sont documentés en chapitre B4.

B1. Orientation unidirectionnelle

Dans la suite, le probleme homogeéne et inhomogene d’Eshelby sont présentés qui permettent
I’homogénéisation des matériaux chargés par des inclusions ellipsoidales a faible taux.
L’approximation de Mori et Tanaka est introduite permettant la prise en compte des taux
d’inclusions plus importants.

Le comportement ¢€lastique anisotrope du thermoplastique renforcé est simulé par de nom-
breuses techniques. Une comparaison des principaux modeles, le modele de Cox [Cox52], les
équations semi-empiriques de Halpin-Tsai [Hal69], 1’estimation auto-cohérente [Hil65] et
I’estimation de Mori et Tanaka [Mor73] sont comparés par rapport a des modeles éléments
finis avec comme résultat que I’approche Mori Tanaka est la plus efficace. Cependant, la pré-
cision diminue avec l’augmentation du taux de fibres et augmente avec le ratio lon-
gueur/diametre [Hin02, Tuc99].

Les moyennes volumiques des tenseurs de contrainte et de déformation, ¢ et €, sont obte-

nues a partir des moyennes sur les volumes de matrice 6,,, €, et de fibres o;, & selon Hill
[Hil63] :
6=¢,06, t+cC fEf ete=c,g, tc fﬁf (B-1)
ou ¢, et ¢ sont les fractions volumiques de la matrice et des fibres.
Les tenseurs de localisation des déformations A4 et des contraintes B sont définis par :

g =A:teto, =B:c (B-2)

Les relations entre le tenseur de contrainte et le tenseur de déformation sont définies par les
équations (B-3) - (B-5) respectivement pour le composite, la matrice et les fibres.

]|

6=C:gete=S:c (B-3)

=S,:C (B-4)

m m m

t
6, =C,_ g et

m

oM
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6, =C,;:g etg =8, :0; (B-5)

ouCetsS, CyetS,, Cr et Sy désignent les tenseurs d’ordre 4 de rigidité et de souplesse res-
pectivement homogénéisés, de la matrice, des fibres.

En tenant compte des relations précédentes, les tenseurs de rigidité et de souplesse homogé-
néisés sont calculés par :

C=C, +¢,((C;-C,):A) (B-6)
S=S, (S, ~$,):B) 57

En connaissant le tenseur de localisation des contraintes ou des déformations, le comporte-
ment homogénéisé est completement déterminé.

Le probléme homogene d’Eshelby consiste a insérer une inclusion ellipsoidale dans un milieu
de grande extension de méme comportement. L’inclusion subit une transformation & liée par
exemple a une dilatation thermique. La présence du milieu autour de I’inclusion empéche
cette derniere de se déformer librement et la déformation & en résulte. Au travers de ce pro-
bléme, Eshelby montre que le champ de déformation dans I’inclusion &; est homogéne et que
la déformation &;, influencée par le milieu environnant, est proportionnelle a la déformation de
transformation libre &. On a [Esh57] :

g :E;gt (B-8)

ou E est le tenseur d’Eshelby, fonction de 1’orientation, du rapport longueur/diametre de
I’inclusion et du tenseur de rigidité de la matrice.

Ensuite, Eshelby montre 1’équivalence du probléme homogene et d’un probléme inhomogene
dans lequel une inclusion de module différent est noyée dans un milieu de grande extension
soumis a une déformation &4 a I’infini. Cela permet d’utiliser 1’équation (B-8). La déforma-
tion &4 est choisie de sorte que la contrainte dans I’inclusion des deux problémes soit égale.
Le tenseur de localisation découle de cette équivalence de contrainte, de 1’équation (B-8) et du
fait que la déformation moyenne € pour une seule fibre dans un milieu de grande extension
est égale a la déformation appliquée a 1’infini &4, soit :

& = AEshelby E= AEshelby N (B-9)
Aggheny = [14 +E:S, :(Cf -C, )]_1 (B-10)
ou I4 est le tenseur d’identité d’ordre 4. Le produit tensoriel doublement contracté E :S,, re-
présente le tenseur de Hill qui est documenté dans 1’ Annexe B3.

L’approche de Mori et Tanaka permet d’estimer le comportement lorsque plusieurs fibres sont
introduites dans la matrice. La présence de plusieurs fibres perturbe le champ de déformation
et le tenseur de localisation présenté ci-dessus n’est plus valable. Benveniste [Ben87] interpre-
te ’estimation de Mori et Tanaka en supposant que 1’introduction d’une fibre dans une matri-
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ce déformée (par la présence des autres fibres) induit une déformation moyenne dans
I’inclusion définie par le produit du tenseur de localisation et de la déformation moyenne de la
matrice, soit :

§E=AE=A¢g, (B-11)

De ce fait, le tenseur de localisation d’Eshelby décrit le lien entre la déformation moyenne des
fibres et la déformation moyenne de la matrice :

& = Apgeby © &m (B-12)

Le tenseur de localisation des déformations, selon Mori et Tanaka s’écrit alors sous la forme
suivante :

Ayr =

™| |-s°|

1
= AEshelby : [le4 +c j'AEshelby} (B-13)

En réalité, les inclusions sont de forme cylindrique et non pas de forme ellipsoidale. Toute-
fois, Steif et Hoysan développent un outil de calcul sophistiqué aux ¢léments finis et montrent
que I’approximation des cylindres par des ellipses donne des résultats acceptables [Ste87]. En
outre, le tenseur d’Eshelby ayant besoin de la longueur de fibres, Hine et al. démontrent que
I’homogénéisation avec la longueur moyenne de fibres est équivalente a celle avec la distribu-
tion de longueurs de fibres [Hin02].

B2. Orientation aléatoire

Car 1I’¢état d’orientation rencontré sur pieces et éprouvettes n’est pas unidirectionnel, les modu-
les homogénéisés sont calculés en prenant en compte le tenseur d’orientation a.

Afin d’estimer le tenseur de rigidité d’un composite ayant ’état d’orientation défini par a;u,
nous moyennons le tenseur de rigidit¢ ou de souplesse sur I’ensemble des orientations
[Adv87] selon les équations (B-14) et (B-15) ou D est a remplacer par le tenseur de rigidité¢ C
ou le tenseur de souplesse S. La moyenne des tenseurs de rigidité donne des estimations plus
proches aux essais mécaniques [M1e99, Dra07].

D = {D(p)y (p)dp (B-14)
Bt'jk[ = Kay, + K, (ay§k1 t aklé‘ij)—i_ K, (aik5j1 + a0 +a;0, + ajké‘il)—i—

"'K4(5ij5kl)+K5(5ik5jl +§1~15jk) (B-15)

ou K; sont des combinaisons linéaires des coefficients des tenseurs de rigidité ou de souplesse
données par les équations (B-16) - (B-20).

Kl = D1111 - 2D1122 + D2233 - 4D1212 + 2D2323 (B'16)
Kz = D1122 _D2233 (B-17)
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K3 = D1212 _D2323 (B-18)
K, =Dy, (B-19)
Ks = D2323 (B-20)

Moldflow partitionne 1’épaisseur dans des couches distinctes et fournit le tenseur au niveau
des parois de ces couches. Aprés avoir moyenné le tenseur de rigidité ou de souplesse, le ten-
seur homogénéisé pour 1’ensemble des couches est obtenu en connaissant les épaisseurs des
couches et en utilisant la théorie classique des stratifiés selon laquelle les composantes du
tenseur de rigidité du stratifié valent les moyennes arithmétiques de celles du tenseur de rigi-
dité des couches séparées [Tsa80].

Une autre approche prévoit de moyenner le tenseur de localisation d’Eshelby sur les orienta-
tions. Cela permet non seulement de récupérer le tenseur de rigidité mais aussi d’accéder le
tenseur de localisation moyenné afin de calculer les contraintes moyennées dans la matrice et
les fibres [Mae87, Mle99, Pet97].

La moyenne du tenseur de localisation, équation (B-21), est calculée avec les formules propo-
sées par Mlekusch, équation (B-22) - (B-28) [Mle99]. Ces formules sont une extension des
équations (B-15) - (B-20) au cas d’un tenseur asymétrique.

KEshelby = § Aeshelby (p )‘//(p )ip (B-21)

AEshelby = Klaijkl + Kz( ijé‘kl + aklé‘ij)_i_ K, (aik5j1 + ailé‘jk + ajlé‘ik + ajké‘il)—‘r

K (6,0, )+K:(6,6,+8,5, )+ K,(a,6, -a,5,) (B-22)
K, = A, — Ay — Ay, + Ayyyy — 44,1, +2 4,5 (B-23)

K, = 0,54,y + Ay, )= Ay (B-24)

Ky = Ay, — Ay (B-25)

K, = A, (B-26)

Ky =4, (B-27)

K, =0,5(4,1,, — Ayyy,) (B-28)
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B3. Le tenseur de Hill

Le tenseur de Hill pour une inclusion ellipsoidale de longueur L et de diamétre D dans un
milieu infini isotrope est documenté dans la suite [Gil01].

Le tenseur de Hill est 1i¢ avec le tenseur d’Eshelby par I’équation (B-29) et est décrit par les
équations (B-30) - (B-44).

P=E:S (B-29)
1 1
Plo)=a,J, + K, + K, +..
) =arts s g N e (B-30)
ypli, ®n®n+n®nQ®i, )+ S,n®nOn®n
Avec :
J. :%iT ®i, (B-31)
K, =1, —%iT ®i, (B-32)
K, =2n®i, ®n]"’ (B-33)
i, =i-n®n (B-34)
I,=I+n®n®n®n-2n®i®n]"’ (B-35)
2
-  kpo? - h(o)20” +1)|+ 2un(0)0” -1) 5.36
4,u (K + p)o® -1
2 p—
_ Ko —3h(0)|+ 4uh(w)w’ ~1) B.37)
2,uP 8 u( K+,u)(a) 1)
1 KBh(w)-2]@” +1)+ 2 - h(w)]@® -1)
= 5 (B-38)
2u, 4,u(K + y)(a) —1)
h(a))(2a)2 + 1)— 20’
v, =K (B-39)
T (K + e’ 1)
2
P Ko’ - 2h(w )260 — o)+ 21 - h(0)]@* -1) 5.40)
Y7, K + y)(a) — 1)
h( ( )3/2 [a)\/ - —acosh( )] pour @ >1 (B-41)
ou A® désigne une double symétrisation du tenseur d’ordre 4 Ajjg selon :
A = (A + Ay + Ay + 4, )14 (B-42)

L’orientation de fibres est décrite par le vecteur unitaire n et le rapport longueur/diameétre par
le scalaire o.
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Le comportement de la matrice est pris en compte a travers le module de compressibilité K
plane, équation (B-43) qui est fonction du module de compressibilité tridimensionnelle k,
équation (B-44).

K=k+ % (B-43)
2
k=i+su (B-44)

ou A et u désignent le premier et le deuxiéme coefficient de Lamé respectivement.

Enfin, le tenseur de rigidité isotrope est composé de ces deux coefficients selon 1’équation
(B-45).

Ci = A0, + lu(é‘iké‘jl + 5il5jk) (B-45)

B4. Parameétres retenus pour I’lhomogénéisation

L’homogénéisation est effectuée par les approches décrites dans les sections précédentes.
Pour le PBT+PET GF30, I’orientation des fibres est prise en compte a travers le tenseur
d’orientation d’ordre 2 obtenu par une simulation Moldflow dans la section utile des éprou-
vettes, chapitre 3.3. Ensuite, le tenseur d’orientation d’ordre 4 est évalu¢ a partir du tenseur
d’orientation d’ordre 2 et par ’approximation hybride, équations (A-10) - (A-12). Afin de
simuler le tenseur de rigidité par une approche simple, le tenseur de rigidité est moyenné par
les formules d’Advani et Tucker, équations (B-14) - (B-20). Cette approche apporte de bonnes
approximations de module et est pour cela souvent utilisée [M1e99, Dra07]. L autre approche
a laquelle nous faisons appel est de moyenner le tenseur de localisation sur le tenseur
d’orientation. Les équations (B-21) - (B-28) sont utilisées a cette fin. Ainsi, les contraintes
moyennées dans la matrice et dans les fibres peuvent étre simulées.

Les parameétres pour ces calculs sont les propriétés isotropes des deux phases fibres et matrice,
le rapport de forme et le rapport longueur/diameétre ®. Les propriétés des fibres sont des va-
leurs standardes pour une fibre de verre E. En méconnaissance du module de la matrice, celui
est déterminé de maniére inverse en minimisant les erreurs sur les éprouvettes plates a 0°, 45°
et 90° en traction. Cette approche est simple et peut étre utilisée dans un contexte industriel
dans lequel on souhaite utiliser 1’approche de Mori Tanaka. Le rapport de forme et le taux de
fibres sont déterminés expérimentalement, cf. chapitre 3.3. Le Tableau B-1 résume les para-
metres retenus.
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Tableau B-1 : Paramétres retenus pour ’lhomogénéisation du PBT+PET GF30.

Moyenne Efip Viib Emat Vmat o=L/D Cf

[MPa] [-] [MPa] [-] [-] [-]
Tenseur de rigidité 72000 0,22 4000 0,35 23 0,175
Tenseur de localisation 72000 0,22 3900 0,35 23 0,175

Les erreurs commises sur les modules expérimentalement déterminées en chapitre 3.4.1 (pla-

tes, tubes) et en chapitre 4.2.3 (cisaillement pur) sont présentées dans le Tableau B-2.
constate d’abord que les erreurs des deux approches sont trés similaires. Puis, les erreurs

On
sur

les modules des trois éprouvettes plates sont peu élevées d’un maximum de 6 pour cents. Les

erreurs sur les tubes sont plus élevées. Enfin, les essais de cisaillement pur sur éprouvette pla-

te sont trés bien décrits pour toutes les orientations.

Tableau B-2 : Erreurs commises sur les modules expérimentaux PBT+PET GF30.

Erreur Erreur

Eprouvette Orientation [°] Propriété Mori Tanaka A Mori Tanaka B
[70] [7o]
Haltére 0 E -3,3 -3,3
Haltere 45 E -4,5 -5,8
Haltére 90 E 49 5,6
Tube traction 0 E 6,2 7.8
Tube torsion 0 G 9,6 7,1
losipescu 0 G -3,6 -5,6
losipescu 45 G -2,7 -2,7
losipescu 90 G -3,2 -5,3
lIosipescu -45 G -2,0 -1,9

ou Mori Tanaka A correspond a la moyenne du tenseur de rigidité et Mori Tanaka B corres-

pond a la moyenne du tenseur de localisation.
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Annexe C Résultats PA66 GF35

Les résultats obtenus pour le PA66 GF35 sont documentés dans cette annexe. La structure
prévoit que les essais monotones sont présentés d’abord pour différents chargements. Ces
résultats permettent d’évaluer 1’erreur commise par I’homogénéisation de Mori Tanaka. Ainsi,
les parameétres d’homogénéisation et les erreurs sont présentés en Annexe C2. Les résultats
des essais en fatigue pour différents chargements sont trouvés en Annexe C3. Ces essais
¢taient effectués au LBF a Darmstadt. L’évaluation de la pertinence de différents critéres de
rupture est jugée sur cette base de données en chapitre 6.

C1. Comportement mécanique monotone du PA66 GF35

Les essais monotones sur €prouvette plate K; 1 sont présentés sur la Figure C-1-a. Ils sont
pilotés en déplacement imposé a une vitesse de 1 mm/min. Les mémes effets que sur le
PBTH+PET GF30 sont observés. Plus les fibres sont orientées dans le sens du chargement, plus
le module et la résistance a la traction sont élevés. Un essai en torsion est effectué a une vites-
se de 1°/min et la courbe couple/angle est présentée sur la Figure C-1-b. Sous cette sollicita-
tion, le matériau présente un comportement trés ductile qui meéne a une saturation de la course
angulaire. Ainsi, une rupture n’est pas obtenue. Le comportement en torsion est ainsi égale-
ment tres ductile comme celui du PBT+PET GF30.
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Figure C-1 : Essais monotones a. en traction sur éprouvette K; 1. b. en torsion sur tube.
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Les essais en traction sur éprouvette tubulaire a une vitesse de 1 mm/min sont présentés sur la
Figure C-2.
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Figure C-2 : Essais monotones en traction sur éprouvette tubulaire.

Les modules, les résistances et les déformations a rupture sont présentés dans le Tableau C-1.
En comparaison au PBT+PET GF30, les modules de Young sont moins €levés en dépit d’un
taux de fibres plus ¢élevé. Les résistances sont également Iégérement moins importantes. En
revanche, les déformations a rupture sont plus €élevées. Au final, ce matériau a un comporte-
ment plus ductile que le PBT+PET GF30 dans son état conditionné a 1’environnement stan-
dardisé de 23°C et 50%RH.

Tableau C-1 : Résultats des essais monotones.

Eprouvette Orientation [°] Module [Mpa] R [MPa] Erup [%0]
Haltere 0 6295+84 MPa 104,7+0,4 3,86+0,14
Haltere 35 4558+110 MPa 82,7+0,2 7,75+0,19
Haltere 90 2993+48 MPa 59,7+0,1 6,46+0,39

Tube traction 0 - 133,94+2,5 -
Tube torsion 0 - 62,3 -

Le modele éléments finis pour le PA66 GF35 est similaire a celui du PBT+PET GF30, chapi-
tre 3.4.2. Les conditions aux limites sont identiques. L’empilement des couches est cependant
simplifié. En absence des observations microscopiques, la microstructure est approchée par un
seul pli UD pour les éprouvettes plates et les tubes. Les cing coefficients de la loi de compor-
tement isotrope transverse sont estimés de la manicre suivante : Le choix des modules de
Young est motivé par les essais monotones : E;=6295 MPa et E,=2993 MPa. Les coefficients
de Poisson sont estimés a vi,=v,3=0,35. Le module de cisaillement et celui obtenu par une
simulation Mori Tanaka G;,=983 MPa, cf. Annexe C2. Les matrices de concentration de
contrainte sont identiques a celles du PBT+PET GF30 tandis que les déformations sont bien
différentes de celles du PBT+PET GF30.
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C2. Homogénéisation

L homogénéisation par Mori Tanaka est effectuée en se basant sur le tenseur d’orientation
dans la section utile des €prouvettes plates K; 1 et les éprouvettes tubulaires. Les tenseurs
d’orientation obtenus par une simulation Moldflow en bureau d’études de Renault sont pré-
sentés sur la Figure C-3 pour les deux types d’éprouvette.

o —b——b— &b
062-0-0—0—0—0—0—0—0—0—0—0—0—0—0-0-0-0-29 02 ——————4¢ +—0——4—4

0 0.5 1 15 2 25 3 0 05 1 15 2 25 3
a épaisseur [mm] b épaisseur [mm]

Figure C-3 : Tenseurs d’orientation pour a. Eprouvette longitudinale. b. Eprouvette tubulaire.

Deux approches d’homogénéisation différentes sont utilisées en fonction du besoin. Pour ef-
fectuer une simulation simple du comportement homogénéisé, le tenseur de rigidité est
moyenné sur le tenseur d’orientation. Afin de calculer les contraintes moyennées dans la ma-
trice et dans les fibres, le tenseur de localisation est moyenné sur le tenseur d’orientation. Ces
techniques sont décrites en Annexe B2. Nous précisons que I’approximation de fermeture
pour les deux approches est I’approximation hybride selon Advani et Tucker, équation (A-10)
- (A-12). Les paramétres retenus pour le PA66 GF35 sont documentés dans le Tableau C-2.
Pour les fibres de verre, des valeurs standardes pour un verre E (économique) sont choisies
pour le module de Young et le coefficient de Poisson. Le module de la matrice n’est pas dis-
ponible et est donc déterminé de maniére inverse en minimisant les erreurs sur les modules
par rapport aux essais monotones sur ¢prouvette plate. Le coefficient de Poisson est celui d’un
polymeére proche est non renforcé. Le méme rapport de forme ® qu’expérimentalement dé-
terminé pour le PBT+PET GF30 est choisi. Cette valeur est en bonne corrélation avec des
rapports de forme pour des PA66 GF35 trouvés dans la littérature [Ber09, Mon07]. Enfin, le
taux de fibres est calculé a partir du taux massique et les masses volumiques des constituants.
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Tableau C-2 : Parametres retenus pour 'homogénéisation Mori Tanaka du PA66 GF35.

Moyenne Efip Viib Emat Vmat o=L/D Cf

[MPa] [-] [MPa] [-] [-] [-]
Tenseur de rigidité 72000 0,22 1800 0,35 23 0,19
Tenseur de localisation 72000 0,22 1760 0,35 23 0,19

Les erreurs commises sur les trois modules de Young déterminés par des essais monotones

sur éprouvettes plates K; 1 sont présentées dans le Tableau C-3. On constate que ’erreur
maximale est de 6 pour cents.

Tableau C-3 : Erreurs commises sur les modules par ’homogénéisation, PA66 GF35.

Erreur Erreur
Eprouvette Orientation [°] Propriété Mori Tanaka A Mori Tanaka B
[70] [70]
Haltére 0 E 5.9 6,4
Haltere 35 E -5,5 -6,4
Haltére 90 E -1,2 1,8

ou Mori Tanaka A correspond a la moyenne du tenseur de rigidité et Mori Tanaka B corres-
pond a la moyenne du tenseur de localisation.
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C3. Essais en fatigue pour différents chargements

Pour le PA66 GF35, I’ensemble des essais en fatigue est é¢galement effectué¢ avec les rapports
de charge R=-1 et R=0,1. Seulement les tubes en traction sont testés a R=0 au lieu de R=0,1.

Les éprouvettes plates longitudinales et transversales sont testées en traction tandis que les
tubes sont soumis a des chargements en traction, traction/torsion et torsion. Les courbes SN
sont présentées en termes de la contrainte nominale de la méme manicre que pour le
PBT+PET GF30.
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Figure C-4 : Courbes SN en traction sur PA66 GF35. a. R=-1. b. R=0,1.

Les résultats pour le chargement en traction a R=-1 sont présentés sur la Figure C-4-a tandis
que ceux pour le rapport de charge de R=0,1 sont présentés sur la Figure C-4-b. Les mémes
grandes lignes que pour le PET+PBT GF30 sont retrouvées. La tenue en fatigue est une fonc-
tion de I’orientation de fibres. Les paramétres de la loi de Basquin sont documentés dans le
Tableau C-4.

Tableau C-4 : Résultats sur PA66 GF35 en traction.

Ordonnée a

Orientation R Pente ’origine a(l 0° ) Ts TN
Eprouvette m
[°] [-] L] Oy [MPa] [-] [-]
[MPa]

Tube 0 -1 9.9 162,2 40,2 1,09 2,44
Haltére 0 -1 11,7 115,7 35,4 1,14 4,83
Haltére 90 -1 9,7 96,0 23,2 1,15 3,93

Tube 0 0 12,7 91,9 31,1 1,09 2,96
Haltére 0 0,1 14,5 60,1 23,2 1,07 2,77
Haltére 90 0,1 16,2 37,8 16,1 1,13 7,23
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Les essais de fatigue en traction, traction/torsion et torsion sont présentés sur la Figure C-5-a
et la Figure C-5-b pour les deux rapports de charge R=-1 et R=0,1 respectivement. Le com-
portement en fatigue de ces sollicitations est comparable a celui du PBT+PET GF30. Les
chargements a forte composante de cisaillement affichent des contraintes admissibles beau-
coup moins élevées.
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Figure C-5 : Courbes SN en traction, traction/torsion et torsion. a. R=-1. b. R=0,1.
Les parametres du modele de Basquin sont affichés dans le Tableau C-5.

Tableau C-5 : Résultats sur PA66 GF35 en traction, traction/torsion et torsion.

Ordonnée
R Pente ’origine 0(106 ) Ts Tn
Eprouvette Gan/Tan m
ST [-] ] Oy [MPa] [-] [-]
[MPa]

Traction +oo 0 12,7 91,9 31,1 1,09 2,96
Traction/Torsion 2 0,1 15,2 449 18,1 1,08 3,38
Torsion 0 0,1 13,2 41,2 14,5 1,05 1,95
Traction +00 -1 9,9 162,2 40,2 1,09 2,44
Traction/Torsion 2 -1 9,5 102,1 23,8 1,08 2,15
Torsion 0 -1 8,9 71,6 15,2 1,05 1,51

L’effet de la contrainte moyenne est décrit a 1’aide des diagrammes de Haigh pour deux diffé-
rentes durées de vie limites. Ce diagramme est présenté pour 10° cycles sur la Figure C-6-a et
pour 10? cycles sur la Figure C-6-b.
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Figure C-6 : Diagrammes de Haigh pour le PA66 GF35. a. 10° cycles. b. 10° cycles.

Enfin, les sensibilités a la contrainte moyenne M sont calculées et documentées dans le

Tableau C-6. Pour une durée de vie de 10° cycles, les tubes en torsion présentent une trés fai-

ble sensibilité a la contrainte moyenne tandis que les tubes en traction, en traction/torsion et

les éprouvettes plates sont plus sensibles a la contrainte moyenne. Par contre, les tubes en

traction montrent une sensibilité a la contrainte moyenne moins ¢élevée que les éprouvettes

plates ce qui ne correle pas aux résultats obtenus sur PBT+PET GF30. Ceci pourrait étre da a

un effet de structure. Les tubes en traction ne cassent pas dans la section utile pour les grandes

durées de vie.

Comme pour le PBT+PET GF30, toutes les sensibilités a la contrainte moyenne sont plus

élevées pour la durée de vie de 10° cycles.

Tableau C-6 : Sensibilité a la contrainte moyenne pour le PA66 GF35.

Eprouvette Sollicitation Orientation M(10%) M(10%)
[°] [-] [-]
Haltére Traction 0° 0,64 0,47
Haltére Traction 90° 0,82 0,40
Tube Traction 0° 0,51 0,29
Tube Traction/Torsion 0° 0,66 0,28
Tube Torsion 0° 0,31 0,04
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Les ruptures produites sur les éprouvettes tubulaires sont présentées sur la Figure C-7. En
traction a R=-1, les tubes cassent dans la section utile pour les courtes durées de vie. Par
contre, pour des durées de vie plus importantes, le mécanisme change et les éprouvettes cas-
sent a un endroit ou la paroi est soumise a un flambement, cf. simulation numérique en chapi-
tre 3.4.2.

En torsion a R=-1, plusieurs fissures sont observées dans la section utile. Toutes ces fissures
propagent d’abord en mode 2 dans le plan du cisaillement maximal. La propagation est déviée
en mode 1 en sortie de la section utile. La fissure propage lors du maximum du couple est lors
du minimum sur plusieurs cycles. Les tubes en traction/torsion a R=-1 présentent une rupture
inclinée de 33° par rapport a la ligne médiane. Ce plan-la est proche du plan dans lequel la
contrainte de cisaillement devient maximale.

Les tubes en traction a R=0,1 présentent la méme particularité qu’a R=-1. Pour les courtes
durées de vie les tubes cassent dans la section utile et pour les longues durées de vie la rupture
a lieu dans une zone ou un flambement est présent. En torsion, les tubes cassent en mode 2
dans la zone utile. En traction/torsion, 1’éprouvette casse toujours a environ 33°.

i

Traction . Traction/ | Traction | Traction . Traction/
Torsion . Torsion .
R=-1 R=1 Torsion R=0,1 R=0,1 R=0.1 Torsion
N=5E4 R=-1 N=7E3 N=2E5 ’ R=0,1

Figure C-7 : Ruptures en fatigue pour différents chargements a R=-1 et R=0,1.
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Annexe D Essais de fatigue

Cette annexe présente le calcul des bandes de confiance pour les courbes SN, les plans
d’éprouvettes d’losipescu et une étude de I’influence de la largeur sur les tracés de contrainte.

D1. Calcul des bandes de confiance

La courbe SN a 50% probabilité de survie est déterminée par une régression linéaire avec
y=log,N et x=log,,o,. L’écart type empirique corrigé est estimé en utilisant I’équation
(D-1).

2 1 < 2
s =2 = x(x)) (D-1)

Les durées de vie a 10% et 90% probabilité de survie sont ensuite calculées par 1’équation
(D-2).
log,y N(Ps =10%) = sy -1y, , = 10g,y N(Fs = 50%) = ...

D-2
...loglo N(PS = 90%) + SR ’ t0,9;n—2 ( )

L’emploi de la loi de Student tient compte du faible nombre d’éprouvettes testées. Pour un

nombre infini d’éprouvettes, le terme ¢,,, , devient la solution de la loi normale centrée et

réduite utilisée par Haibach et Radaj [Hai06, Rad02].

La mesure de la dispersion de la durée de vie Ty et celle de ’amplitude de contrainte Tg signi-
fient les valeurs inverses du rapport 10% probabilité de survie et 90% probabilité de survie,
équations (D-3) et (D-4) [Hai06, Rad02].
T, =1/[N(P, =10%)/ N(P, =90%)] (D-3)
T, =1/[o, (P, =10%)/ o, (P, = 90%)) (D-4)
En connaissance de la pente k de la courbe SN, la transformation d’une mesure de dispersion
a I’autre est achevée par I’équation (D-5). Enfin, la pente k est définie par 1’équation (D-6).
/1,)=0/1,) (D-5)
_ logm(Nz - Nl)

- loglo(aa,z - O-a,l)

(D-6)

Les intervalles de confiance calculés de cette maniére servent de comparer les courbes SN
obtenues. Toutefois, des bandes de confiance statistiquement fondées exigent davantage
d’éprouvettes.
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D2. Essai de cisaillement plan

Les géométries d’éprouvette de cisaillement pur sont présentées sur la Figure D-1. Les angles
d’ouverture retenus sont 122° pour 1’éprouvette 0°, 104° pour I’éprouvette 90° et 109° pour

I’éprouvette 45°.

NPANP/
& &

Figure D-1 : Plans des éprouvettes de cisaillement pur. a. 0°. b. 90°. c. 45°.

Une ¢étude de I’influence de la largeur de la section utile des éprouvettes de cisaillement pur
est effectuée. Le tracé de contrainte a travers la largeur de la section utile est présenté sur la
Figure D-2 et la Figure D-3 ou y=0 correspond au bord et y=0,5 correspond au centre de
I’éprouvette. La largeur retenue est 10mm car le tracé de contrainte est homogene et les ef-
forts appliqués sont limités permettant d’utiliser un montage simple.
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Figure D-2 : Influence de la largeur sur le tracé de contrainte. a. 0°. b. 90°.
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Figure D-3 : Influence de la largeur sur le tracé de contrainte. a. 45°. b. -45°.
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