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L’enjeu actuel des industriels de I’aéronautique est de diminuer la consommation en
carburant des avions et/ou d’augmenter le rendement de celui-ci. Pour cela deux solutions
sont possibles ; soit augmenter la température des moteurs ; soit alléger les pieces. Méme si
les limites d’utilisation en température des superalliages métalliques, actuellement utilisés
dans les moteurs civils, ne cessent d’étre repoussées, ces superalliages possédent une densité
trop ¢levée, qui pénalise le couple poids / puissance. Depuis quelques années Snecma travaille
sur la diminution du poids des aubes de turbines situées dans la turbine basse pression. A
terme, Snecma souhaite remplacer les aubes de turbine actuellement en superalliage par des
aubes de turbine en matériau composite. Les moteurs d’avion sont constitués de différentes
parties (Figure 1) :

la soufflante qui est entrainée en rotation par la turbine,
e le compresseur (haute et basse pression),

e la chambre de combustion permettant de chauffer I’air,
e Ja turbine,

e latuyere.

Notons que la turbine peut étre dissociée en deux parties, la turbine haute pression et la
turbine basse pression. Chaque turbine est actuellement constituée d’aubes de turbine en
superalliage.

I— Compresseur —|

Chambre de combustion  Aubes de turbines

Figure 1: Image de moteur CFM56 [source : Safran].

Dés les années 70, I'utilisation de matériaux composites thermostructuraux, en
particulier les composites a matrice céramique (CMC), a été envisagée pour fabriquer les
aubes de turbine. En effet, ces matériaux composites possédent d’une part une faible densité
et d’autre part de bonnes propriétés thermomécaniques permettant leur utilisation dans les
structures a hautes températures. Cependant, les aubes de turbine qui sont en contact avec les
gaz chauds issus de la chambre de combustion et refroidies intérieurement par un flux d’air,
sont soumises a des sollicitations thermiques favorisant 1’oxydation. Dés lors, elles doivent
avoir une stabilité vis-a-vis de I’environnement en particulier une bonne tenue a 1’oxydation.
Or, les premiers matériaux composites céramiques développés dans les années 70 sont des
composites C/C constitués de fibres et d’une matrice en carbone. Cependant, le carbone est un
matériau qui s’oxyde dés les faibles températures (400°C). Un revétement protecteur externe
contre 1’oxydation doit alors étre ajouté, ce qui génere une étape supplémentaire durant la
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fabrication et des cotuts additionnels dans le processus de production. La famille de
composites a renfort de carbone et matrice de carbure de silicium (C¢/SiCy,) a alors été
proposée. Ces fibres de carbone ont un coefficient de dilatation thermique anisotrope et
différent de celui de la matrice céramique favorisant une microfissuration apres €laboration.
De plus, les aubes de turbines subissent des sollicitations mécaniques résultant des forces
aérodynamiques et centrifuges dues a la rotation de la turbine a forte vitesse (28000 tr/min sur
certains moteurs militaires) a 1’origine d’un effort de traction trés important (accélération
centrifuge 80 000 g) [Lautridou J.C, 2000]. Pour finir, les aubes de turbine subissent des
phénomenes vibratoires qui géncrent de l’endommagement dans le matériau. Une des
particularités des CMCs est que sous chargement mécanique la matrice se fissure avant la
fibre. Ces fissurations matricielles deviennent alors des chemins privilégiés pour 1’oxygene
qui va pouvoir oxyder les fibres de carbone et entrainer une ruine prématurée du composite.

Une solution pour empécher la multifissuration de la matrice a été d’utiliser des fibres
dont le coefficient de dilatation est trés proche de celui de la matrice. Des fibres en carbure de
silicium SiC ont alors été développées par la société Nippon Carbon dés les années 80. Les
premicres générations de fibre en carbure de silicium créées sont nommées Nicalon. La faible
taille de la fibre Nicalon (environ 15 pm de diametre) lui confeére une bonne aptitude au
tissage pour une utilisation dans les structures composites. Néanmoins, la présence en exces
d’oxygéne et de carbone Ilibre dans la microstructure de la fibre la rend
thermodynamiquement instable. En effet, le comportement thermomécanique des fibres
Nicalon est sensible aux températures et aux atmospheres agressives. Les défauts a la surface
de la fibre vont faciliter son oxydation des les basses températures (environ 400°C) et
modifier sa microstructure (Figure 2). Ces modifications microstructurales vont entrainer une
diminution de la contrainte a rupture des fibres.

Figure 2: Micrographie MEB d'une fibre Nicalon aprés un essai de fluage a 700°C [Forio P et al, 2004].

Pourtant, par irradiation électronique sous courant d’hélium lors du procédé de
réticulation des fibres, il est possible de réduire le taux d’oxygene dans la fibre [Karlin S et al,
1997]. La fibre ainsi obtenue est dite de deuxieme génération (Hi-Nicalon). Elle est constituée
de nanocristaux de SiC (diametre 5 nm) et d’un taux de carbone libre plus important que dans
la fibre Nicalon. La microstructure des fibres Hi-Nicalon ne se décompose pas a hautes
températures mais les fibres fluent vers 1200°C. Enfin, une troisiéme génération de fibres SiC
existe. Ces fibres (Hi-Nicalon S, Tyranno SA3, Sylramic) possédent une stabilité thermique
excellente. Cette stabilité est due a une taille de grain relativement importante (20 — 200 nm)
et a un faible taux d’oxygéne [Sorensen B.F et al, 1995]. Mais les structures de ces fibres les
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rendent tres rigides et leur capacité a étre tissé€es plus difficile. Enfin, leur faible déformation a
rupture limite le comportement mécanique non linéaire des CMCs.

De plus, les fibres de deuxieme (type HIN) et de troisiéme génération (type HINS)
sont plus onéreuses que les fibres de premiere génération (type Nicalon). Ainsi, dans le cadre
de ce travail de these, le composite & matrice céramique étudié¢ est un composite SiC¢/SiCy,
développé par Herakles (Groupe Safran) avec des fibres Nicalon. Il est constitu¢ de fibres
Nicalon enrobées d’une interphase de pyrocarbone. Cette interphase joue un role important
dans les composites a matrice céramique en déviant les fissures matricielles parallelement aux
fibres. L’interphase constitue également une barriere a I’oxygene, retardant son arrivée sur les
fibres SiC. Cependant, le carbone présent dans I’interphase s’oxyde en dégageant du dioxyde
de carbone deés 400°C. Pour ralentir, voire arréter I’oxydation de I’interphase, la matrice du
composite utilisée dans cette thése est une matrice multiséquencée dite autocicatrisante
(Figure 3). Ce composite est dit autocicatrisant car en fonction de I’environnement et de la
température, la matrice s’oxyde et forme du verre qui vient combler les fissures et cicatriser le
CMC.

Toron longitidinal

(chaine) Matrice multiséquencée

Toron transverse
(trame)

Macropore

Figure 3 : Coupe morphologique d’'un composite a matrice céramique
[source : Herakles] et illustration de la matrice multiséquencée [De Melo-Loseille O, 2010].

Cette matrice est constituée d’une superposition de trois couches différentes dont 1’'une
au moins est constituée par un systéme ternaire Si-B-C. Les proportions relatives de silicium
(S1), de bore (B) et de carbone (C) sont choisies pour permettre lors de 1’oxydation, la
formation d'un verre ayant les caractéristiques de viscosité requises pour cicatriser des
fissures. L’utilisation de cette matrice multicouches dans les composites a matrice céramique
de type SiC/SiC permet alors d’utiliser ces composites pour les aubes de turbine dans les
moteurs.

Néanmoins, pour pouvoir introduire ces matériaux au sein d’un moteur, il est
important de prévoir leurs durées de vie. Comme mentionné précédemment, les aubes de
turbines subissent diverses sollicitations mécaniques, thermique et chimique. Les niveaux de
contraintes sont d’autant plus sévéres pour 1’aube de turbine qu’ils sont variables dans le
temps. En effet, au cours d’une mission, le moteur passe par différents régimes critiques : le
régime stationnaire (croisiére) et le régime transitoire (décollage, atterrissage). Les pieces
subissent a la fois un phénomene de fluage (temps de maintien) et de fatigue. La combinaison
de ces deux phénomeénes est délicate a prendre en compte pour déterminer la durée de vie. En
plus de dépendre de ces deux phénomenes, la durée de vie des composites SiCy/SiCy,
autocicatrisants dépend de la température et de I’environnement oxydant du moteur. La
modélisation de la durée de vie est alors complexe et fait I’objet de ce travail de thése.

Ce travail de these intitulé « Mod¢les multi-niveaux de prévision des durées de vie en
fatigue des structures composites a matrice céramique pour usage en turbomachines
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aéronautiques » a été mené en collaboration avec 1’Onera, Snecma Villaroche, Herakles et le
Laboratoire des Composites ThermoStructuraux (LCTS) de Bordeaux. Ces travaux ont été
réalisés en étroite relation avec le Projet de Recherche Concertée, PRC-Composite, d’une
durée de quatre ans (2010 — 2014) et financé par la DGAC. Il implique le Groupe Safran,
I’Onera et le CNRS. L’objectif de ce projet est d’établir une base de connaissances sur les
composites tissés a matrice organique et a matrice céramique et de mettre en place des
modeles associés en vue de I’industrialisation et de la certification de piéces composites. En
particulier, une tache du PRC Composite consiste a évaluer ['utilisation de matériaux
innovants et ce travail de thése entre dans le développement de modéles de prévision de durée
de vie pour des composites a matrice céramique pour des aubes de turbines. Au cours de mes
travaux, j’ai pu bénéficier du cadre favorable du PRC-Composite pour instaurer des
interactions fortes avec des laboratoires participant au projet, d’une part avec le laboratoire
Mateis a Lyon ou une thése expérimentale sur la durée de vie a 450°C des CMCs a débuté en
2011 [Racle E, 2014] et d’autre part avec le LCTS ou des essais de fatigue sont réalisés a
température ambiante.

Actuellement, plusieurs modélisations, qui combinent des processus d’oxydation et
I’endommagement mécanique, sont capables de prévoir la durée de vie des CMCs.

[Casas L et al, 2003] a modélisé les effets de I’oxydation des interphases de carbone et
de la matrice autocicatrisante en fluage sur des fibres Hi-Nicalon pour un composite 1D idéal.
Le modéle prend en compte le fluage et la dégradation des propriétés mécaniques des fibres
au cours du temps a des températures de 1000°C et de 1100°C. Le phénomeéne de cicatrisation
et ’oxydation de I’interphase sont également pris en compte dans ce modele. Cependant, ce
modele n’est pas suffisant pour une étude sur les aubes de turbine car il a ét¢ développé pour
un composite 1D idéal alors que les aubes de turbine sont des composites 2.5D. De plus, il a
¢été développé uniquement pour des sollicitations de fluage et non de fatigue, alors que les
aubes de turbines subissent, lors d’une mission moteur, ces deux types de sollicitation. Par
ailleurs, le modéle développé par Casas est utilisable pour les hautes températures, or 1’aube
subit un gradient de température longitudinal du pied (600°C) vers 1’extrémité de 1’aube
(1100°C) et les zones de sollicitations les plus importantes pour I’aube se situent au niveau du
pied. Enfin, ce modele a I’échelle microscopique est prédictif uniquement dans le domaine
d’essais.

Le groupe Safran et plus précisément Snecma et Herakles ont développé un modele de
durée de vie incrémental phénoménologique [Cherouali H et al, 2010]. Ce mode¢le permet de
reproduire I’effet global des dégradations pour des composites a matrice céramique. Via un
calcul par ¢éléments finis, utilisant un mod¢le thermomécanique et un critére en contrainte
limite, les zones et €léments critiques de la structure sont déterminés. Sur chaque élément
critique est alors appliqué I’historique en contrainte et en température d’un cycle moteur.
L’histoire du chargement est décomposée en fonction des directions chaine et trame du
matériau. Le temps a rupture des éléments critiques est alors évalué par une loi puissance.
Cette loi est fonction de la contrainte appliquée et de deux parameétres déterminés a partir
d’essais expérimentaux, et dépendant de la température, du ratio chaine/trame et de la fraction
volumique de fibres. Ce modéle permet alors de déterminer rapidement la durée de vie en
fluage et en fatigue d’une structure. Cependant, la détermination des deux parameétres de la loi
puissance par les essais expérimentaux rend le modele prédictif uniquement dans le domaine
d’essais.

Un dernier modele de durée de vie, plus complexe, a été développé au LMT Cachan
[Letombe S, 2005], [Cluzel C et al, 2009]. Il modélise le comportement mécanique et la
dégradation des composites SiC/SiC avec des fibres Hi-Nicalon et une matrice

13



INTRODUCTION GENERALE

autocicatrisante. Ce modele est fondé sur des descriptions fines des mécanismes mécaniques,
physiques et chimiques des dégradations et de leurs couplages. Tout d’abord, un modéle
mécanique macroscopique fondé sur la mécanique de I’endommagement anisotrope permet de
déterminer d’un point de vue mécanique la rupture du composite. Dans ce modele un
indicateur d’ouverture des fissures transverses intra-fils est défini en fonction de la densité de
fissures. Cet indicateur permet de réaliser un couplage entre le modele mécanique et un
modele physico-chimique. Ce dernier est fondé sur la physico-chimie du matériau et décrit
I’oxydation de la fibre et de la matrice autocicatrisante. Toutefois, les effets mécaniques
résultant de 1’oxydation de I’interphase ne sont pas pris en compte. Or, cette oxydation a des
conséquences sur le comportement mécanique du composite, comme la diminution du
module, I’augmentation des déformations résiduelles et le report de charge de la matrice sur
les fibres. De plus, une limitation forte de ce modele est qu’il ne prend pas en compte les
problématiques de fatigue mécanique.

En raison d’un domaine de validité restreint au domaine expérimental pour le modele
développé par le groupe Safran et de la complexité du modele du LMT Cachan, 1’objectif de
ce travail est de développer un nouveau modele de durée de vie. Ce modele doit étre un
compromis entre des temps de calcul réduits malgré la prise en compte de phénoménes
physico-chimiques complexes et une prévision de la durée de vie suffisamment précise. Pour
cela, I’approche retenue est le couplage entre un modele d'endommagement mécanique et un
modele physico-chimique. De plus, la modélisation doit permettre de réalisé des calculs sur
structure industrielle.

L’ensemble de la démarche mise en place pour développer ce modele de durée de vie
est présenté dans ce manuscrit découpé¢ en six chapitres.

La particularité des composites a matrice céramique autocicatrisant est 1’oxydation de
chaque constituant du matériau. Le premier chapitre décrit les différents phénomeénes
d’oxydation qui apparaissent au sein des composites a matrice céramique. Plus précisément
les réactions d’oxydation de I’interphase en pyrocarbone, des fibres Nicalon et des couches
matricielles de carbure de silicium, de carbure de bore et de Si-B-C ainsi que les lois
cinétiques associ¢es sont énoncées. Enfin, ce chapitre expose les effets de ces différentes
réactions d’oxydation sur le comportement en statique, en fluage et en fatigue, sous
atmosphere oxydante, des composites a matrice céramique. Ce premier chapitre montre qu’il
est indispensable de mettre en place un couplage entre un modele de durée de vie purement
mécanique et un modele physico-chimique prenant en compte le phénomene de cicatrisation.

Le second chapitre présente le modele mécanique de durée de vie pour les CMCs. Ce
modele est fondé sur le modele statique d’endommagement développé depuis la fin des
années 90 a I’Onera [Maire J.F et al, 1997], [Marcin L et al, 2011]. Ce mod¢le macroscopique
(Onera Damage Model) a été initialement congu pour prévoir ’endommagement et la rupture
de composites a matrice céramique lors de sollicitations statiques. Ce second chapitre mettra
essentiellement en avant les améliorations et modifications apportées au modele au cours de
ce travail. La modification majeure réalisée dans ce travail a été I’extension du modéle a la
fatigue.

Par ailleurs, pour prendre en compte les effets de I’environnement sur le
comportement mécanique des CMCs et surtout le phénomene d’autocicatrisation, un modele
physico-chimique a été¢ développé. Ce modele, détaillé dans le chapitre III, prend en compte
I’oxydation de la matrice, de I’interphase et de la fibre, mais surtout les effets de la
cicatrisation, quand elle a lieu, sur le comportement mécanique.

Afin de mieux comprendre et d’expliquer le fonctionnement du modele de durée de
vie 3D complet, un modéle de durée de vie 1D simplifié a été développé. Le but de ce modéle
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1D est également de justifier les différents couplages nécessaires entre la partie mécanique et
la partie physico-chimique. Sa mise en ceuvre, ainsi qu’un protocole d’identification pour des
sollicitations 1D de ce mod¢le sont expliqués dans le quatriéme chapitre. Ce chapitre présente
¢galement les capacités de ce modele simplifié ainsi que tout le travail réalisé pour optimiser
les algorithmes de résolution.

Le passage du modéle de durée de vie simplifi¢ 1D au modele complet est défini dans
le chapitre V. Plus particuliérement, un protocole d’essais expérimentaux a ét€¢ proposé pour
identifier completement le modele.

Enfin, un sixieme chapitre traite du passage de 1’élément de volume a la structure.
Dans ce chapitre, des premiers résultats sur plaque trouée et sur pied d’aube y sont présentés.
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CHAPITRE | : PHENOMENES D’OXYDATION DES CMCS S1C¢#/SIBC,,

Le matériau étudié¢ dans cette thése est un composite a matrice céramique de type
SiC¢/SiBC,, (Figure 1.1). Pour ce type de matériau, chaque fil du composite est en réalité
constitué d’un toron, lui-méme contenant environ 500 fibres Nicalon, chacune enrobée de
pyrocarbone. La matrice de ce composite est une matrice multiséquencée dite autocicatrisante.
Elle résulte du dépot par infiltration en phase vapeur (CVI) de différentes couches successives
de carbure de silicium (SiCy)), de carbure de bore (B4C(s)) et d’une couche dite ternaire de Si-
B-C).

Toron _ pess s
longitudinalﬁsn

[ U +~Macro-pore  Fibre Nicalon

; I e
Matrice .Agﬁ':"_‘" iRt et S

multiséquencée e

Figure 1.1 : Structure d'un composite SiC/SiBC,, [Herakles],[Couegnat G, 2008], [Chdteau C, 2011].

Ce premier chapitre a pour objectif de montrer que la durée de vie de ce type de
composite a matrice céramique dépend du chargement mécanique mais également de
I’environnement, soit la température et/ou du type d’atmosphére. Trois types d’atmospheres

peuvent étre différenciés :
e atmosphére neutre ou non oxydante c'est-a-dire sans oxygene et sans vapeur d’eau,
e atmosphére séche qui est constituée d’azote et d’oxygene mais sans vapeur d’eau,
e atmosphére humide qui est constituée d’azote, d’oxygene et de vapeur d’eau.

La particularité de ces composites a matrice céramique est que sous atmosphére neutre
ou a température ambiante leur durée de vie est grande. Alors que sous atmosphére séche ou
humide et en température, la durée de vie des CMCs est plus faible que sous environnement
neutre. Ce phénomene s’explique par I’oxydation des différents constituants du CMC.

Dans ce chapitre, apreés quelques généralités sur la thermo-oxydation, il a semblé
important d’expliquer les phénomenes d’oxydation des constituants du composite. Plus
particulierement, les réactions d’oxydation et les lois cinétiques de la fibre Nicalon, du
pyrocarbone et de la matrice de carbure de bore sont détaillées. Ces réactions d’oxydation
dépendent de la température et de la composition de I’atmosphére. Elles sont différentes pour
chaque constituant du composite et ont des conséquences sur le comportement mécanique du
composite a matrice céramique. La derni¢re partie de ce chapitre est quant a elle consacrée
aux effets de ces oxydations sur le comportement mécanique du matériau et plus
particuliérement sur la durée de vie.

I. GENERALITES SUR LA THERMO-OXYDATION

L’oxygéne au sein du composite oxyde les différents constituants du composite a
matrice céramique. Cependant, les vitesses d’oxydation vont évoluer avec la température, on
parle alors de thermo-oxydation. La vitesse d’oxydation globale d’un matériau s’exprime de
maniere générale par la loi suivante :
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i

|4 :k(T,Ea)HPi Eq L1

ou v : vitesse d’oxydation du matériau étudié,
k : constante cinétique de réaction, fonction de la température 7 en Kelvin et de 1’énergie
d’activation E, de la réaction d’oxydation en J.mol™,
P; : pression partielle du gaz réactif ou du gaz produit i en Pa,
n; . ordre partiel du gaz i.

Les réactions d’oxydation dans les composites a matrice céramique sont thermoactives
c’est-a-dire I’oxydation dépend de la température, et classiquement les vitesses d’oxydation
sont décrites par une loi de type Arrhenius (Eq L.2).

E
k=k,exp [— ﬁj Eql.2

ou ky : coefficient de la loi cinétique,
R : constante universelle des gaz parfaits [J.mol™ K],
E, : Iénergie d’activation de la réaction d’oxydation en J.mol ™.

En considérant que le dépdt de matériau qui s'oxyde posséde une surface constante, la
vitesse d’oxydation est alors déterminée comme la variation de 1’épaisseur de 1’oxyde (x)
formée par rapport au temps ou par la variation de masse m de 1’échantillon par rapport au
temps. Cette mesure de variation de masse du dépot au cours de 1’oxydation est déterminée au
moyen d’une analyse thermogravimétrique (ATG).

I.1 La thermogravimétrie

L’appareil de thermogravimétrie est équipé d’une balance qui permet de mesurer avec
précision les variations de masse de 1’échantillon en fonction de la température [Garitte E,
2007]. L’ATG fonctionne sous atmosphere contrdlée a pression totale égale a la pression
atmosphérique. Ainsi, pour 1’étude de I’oxydation des constituants du composite, deux
configurations sont utilisées : d’une part les configurations dites a « air sec » avec uniquement
une atmosphére constituée d’azote et d’oxygene et d’autre part les configurations dites a « air
humide » avec I’ajout de vapeur d’eau dans I’atmosphere. Ces deux configurations permettent
alors de montrer le role oxydant de I’oxygeéne ou de la vapeur d’eau sur le dépdt.

L’analyse thermogravimétrique permet de déterminer pour une configuration donnée
(température, pression et débit des gaz oxydants constants), la variation de masse de
I’échantillon au cours du temps. Ainsi 1’épaisseur x de la couche d’oxyde peut €tre déterminée
en fonction de la variation de masse Am avec :

M
x= LA)out) (Am/S), EqL3
(ZMoz —yM, )pAO(S)ou(/)
avec : M, : la masse molaire de ’espéce x en g.mol ™,
z, y : les coefficients stoechiométriques de la réaction d’oxydation,
p : la masse volumique en g.cm’,
S : surface oxydée en cm?.

1.2 Mod le d’oxydation

Afin de déterminer les constantes des cinétiques d’oxydation des constituants a partir
des variations de masses mesurées, plusieurs modeles sont couramment utilisés pour traduire
les phénomenes d’oxydation.
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1.2.1 Modéle linéaire

Ce modele d’oxydation est utilis€¢ quand la variation de masse ou I’épaisseur du dépot
est linéaire au cours du temps (Figure 1.2). Cette croissance linéaire de la couche d’oxyde est
associée aux réactions interfaciales entre le dépdt non oxydé ou I’oxyde et 1’atmosphére
gazeuse.

Am/Sou A
e,palsseur de -
*
I’oxyde K
*
0.‘
*
0. '
o |k,,k,
*
0"
*
0"‘
*
0”
= >
Temps

Figure 1.2 : Schématisation de l'évolution de la variation de masse ou de l'épaisseur de l'oxyde au cours du
temps pour un modele linéaire d’oxydation.

La pente de la droite Am/S en fonction du temps correspond a la constante de vitesse
d’oxydation du matériau. Cette constante cinétique s’exprime soit en variation de masse de
I’échantillon (k; [mg.cm™.h™]) soit en épaisseur d’oxyde (k, [um.h']). Ces deux constantes
sont liées par la masse volumique du matériau p :

pp—

Rk Eq L4
ploxyde) 1

1.2.2  Modg¢le parabolique

La croissance d’une couche d’oxyde, limitée par les phénoménes de diffusion des

especes gazeuses oxydantes ou produites a travers celle-ci, suit une loi parabolique. Les
. . 2 44 -1 , .

constantes paraboliques en variation de masse globale k, [mg”.cm™.h™'] ou en épaisseur de

I’oxyde k;, [um®.h™'] sont alors déterminées & partir des pentes de la droite obtenue en portant
(Am/S)* ou x* en fonction du temps (Figure 1.3).

Am/Sou A (Am/S)? ou A
épaisseur de (épaisseur -
4 as 9 2 *
I’oxyde JPPCELLL de I’oxyde) o
“"“ ‘0”
0“ **
O ° '
o o k,.k,
O. 2
L *
... "‘0‘
» o
: R
.. ‘0‘
*
- > >
Temps Temps

Figure 1.3 : Schématisation de l'évolution de la variation de masse ou de l'épaisseur de l'oxyde au cours du
temps pour un modéle parabolique.
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De la méme maniére que pour le modele linéaire, il existe une relation entre les deux
constantes de vitesse parabolique £, et k:n . Soit la réaction d’oxydation suivante :

A Cyy +(ac/2+b)0,,) = cAO,, +bCO, . Eq LS5

Les constantes de vitesse parabolique du carbure AC(s) consommé et de I’oxyde AOy
créé sont déterminées respectivement par les relations suivantes :

k

G~ e atic, ) Eqls
k(40,,)= , EqL7
PR (p(AOa(.?))a(AOa(s)))Z , 4
avece .
_aM(0,)-b.M(C)
a(AO"“)) - eM(40) o L8
M(0,)-bM(C
1, )10

et p(ACCb(S)) et p(AOa(A,)) respectivement les masses volumiques de 4,C,, et 40, .

[.2.3  Mode¢le paralinéaire

Le modéle paralinéaire met en compétition deux processus ¢élémentaires, le
comportement linéaire d’une part et le comportement parabolique d’autre part. Ce type de
modele est utilis€ lorsqu’un oxyde formé peut se volatiliser, la croissance de la couche
d’oxyde est alors limitée. L’évolution de cette couche d’oxyde au cours du temps est alors
définie comme la somme des deux contributions. Dans le cas ou la formation de I’oxyde est
de forme parabolique et que sa volatilisation est linéaire au cours du temps, 1’évolution de la
couche d’oxyde est donnée par :

!
ax = k—p —k;. Eq L9
dt 2x

La vitesse de croissance de la couche d’oxyde diminue au fur et a mesure que la
couche d’oxyde croit (Figure 1.4).

Am/S
'""_(",-r"airssance parabolique
de la couche d'oxyde :
//\ Am,/S
temps
Compétition entre formation
et volatilisation :
Volatilisation Am/S =Am,/S+ Am,/S
de l'oxyde :
Am,/S

Figure 1.4 : Variation de masse pour le modéle paralinéaire [Garitte E, 2007].
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II. OXYDATION ET LOIS CINETIQUES DES CONSTITUANTS DES CMCSs
S1C{/S1BC,,

Comme présenté dans I’introduction de ce chapitre, le matériau de cette étude est
constitué¢ de fibres de carbure de silicium (Nicalon), d’une interphase de pyrocarbone et d’une
matrice multiséquencée. Cette matrice autocicatrisante est composée de couches de carbure de
silicium (SiCg)), de carbure de bore (B4C)) et d’une couche ternaire Si-B-C). En fonction de
I’atmosphére et de la température, chacun des constituants du composite peut s’oxyder d’une
manicre différente. Leurs cinétiques d’oxydation peuvent étre soient linéaires, paraboliques
ou paralinéaires.

La Figure 1.5 fait la synthése des réactions d’oxydation qui régnent au sein des
composites a matrice céramique autocicatrisante en fonction de la température et de
I’environnement.

Cependant, ce travail de thése s’intéresse uniquement a la durée de vie des composites
a matrice céramique en dessous de 900°C, domaine en dega de la ligne verticale en pointillés
rouges sur la Figure 1.5. Dans ces conditions de température, la figure montre que tous les
constituant des composites a matrice céramique peuvent s’oxyder.

Or, I’oxydation du carbure de silicium n’a été observée qu’a partir d’une température
de 600°C [Vidal L, 1995]. Néanmoins, a cette température la couche de silice formée est de
faible épaisseur. La formation de silice a 1’état solide ne devient réellement importante
qu’entre 1000 et 1200°C sous air en 1’absence d’humidité [Filipuzzi L, 1991]. En présence de
vapeur d’eau, 1’oxydation du carbure de silicium s’effectue beaucoup plus rapidement que
sous air sec [Opila E.J et al, 1997], [Vidal L, 1995]. Cependant la silice formée va se
volatiliser en présence de vapeur d’eau. De plus, la faible viscosité de la silice pour des
températures inférieures a 1000°C ne permet pas une cicatrisation du composite.

Fibre Nicalon Oxydation

, Formation de silice
Paraboligue

Fluage

Pyrocarbone
Paraboligue
Couche SiC Oxydation : formation de silice Atmosphére séche
Sous air sec & Silice amorphe Cristobalite Silice poreuse
800°C < T < 1600°C
Linéaire / Parabolique Oxydation : formation de silice

Sous air humide Atmosphére humide

quasi-parabolique
Couche B,C
Sous air sec
Parabolique

T> 800°C : Paralinéaire Oxydation : Formation de B,0;

. Sous air humide Volatilisation du B;0;
linéaire entre 550°C el 800°C

Volatilisation de la silice

Atmosphére séche
Atmosphére humide

Couche Si-B-C Oxydat.on : formation de borosilicate de bore Atmosphére séche
Volatilisation du B,0; Atmosphére humide

[
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Linéaire et Parabolique

Figure 1.5 : Syntheése des différentes oxydations dans les CMCs et leur type de cinétique.
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Contrairement a la couche de carbure de silicium, la présence de carbure de bore dans
la couche Si-B-C va entrainer son oxydation dés 600°C sous atmosphere seche [Martin X,
2003]. Cependant, I’oxydation de la couche ternaire peut étre considérée comme négligeable
par rapport a I’oxydation de la couche de carbure de bore dans le domaine de température
considéré dans cette étude.

Finalement, pour ce travail, I’oxydation des couches de carbure de silicium et de la
couche ternaire Si-B-C() ne sont pas prises en compte. Il est alors considéré que pour ce
domaine de température inférieure a 900°C, le role de la cicatrisation des CMCs est
principalement di a I’oxydation de la couche de carbure de bore.

Ainsi, la partie suivante sur ’oxydation des constituants des composites a matrice
céramique est volontairement limitée a 1’é¢tude de I'oxydation des fibres Nicalon, du
pyrocarbone et de la couche de carbure de bore.

II.1 Oxydation du carbone et du pyrocarbone

Dés 400°C, en présence d’oxygene, le carbone s’oxyde suivant plusieurs réactions.
D’apres le diagramme d’Ellingham du carbone et de ses oxydes (Figure 1.6), trois réactions
d’oxydations sont possibles.

[_\_,GTen kJ
-300-|- coz
- 400 co
|
> :
-5001 ,
|
1 ) !
1
500 880 1500 T enkK

Figure 1.6 : Diagramme d’Ellingham du carbone et de ses oxydes CO et CO2 [Mespléde J et al, 1996].

Au vu de ce diagramme qui représente 1’évolution des enthalpies libres d’oxydation
pour une mole d’oxygene en fonction de la température, deux domaines de température sont
envisageables.

En-dessous de 980K (environ 700°C), la réaction d’oxydation du carbone produit
majoritairement du dioxyde de carbone

Clo) T Ose) > CO ). EqL10

Puis au-dessus de cette température, 1’oxydation du carbone produit du monoxyde de
carbone

Cependant, selon la pression partielle d’oxygene, le monoxyde de carbone et
I’oxygene peuvent réagir et ainsi former du dioxyde de carbone

200, +0,,, —2CO . Eq 112
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En plus de dépendre de la température et de la pression en oxygene, la réactivité du
carbone dépend de sa structure et des impuretés présentes dans la couche de carbone [Vix-
Gurterl C, 1991].

Cependant, I’interphase utilisée dans le matériau de cette étude est du pyrocarbone.
Cette interphase de carbone est déposée sur les fibres par dépot chimique en phase vapeur
réalisé par décomposition thermique d’un hydrocarbure 1éger, le méthane, qui se décompose a
partir de 1000°C - 1200°C pour former le pyrocarbone. Le carbone ainsi obtenu par
infiltration en vapeur présente une structure lamellaire :

CH ) = Cp) +2H ). EqL13

En présence d’oxygene, les réactions d’oxydation du pyrocarbone sont identiques a
celle du carbone [Filipuzzi L et al, 1994].

Peu d’études ont été réalisées sur les cinétiques d’oxydation du pyrocarbone. Tout
d’abord, Bernstein et Koger [Bernstein J et al, 1988] ont modélisé les cinétiques d’oxydation
d’une couche mince de pyrocarbone insérée entre deux plaques de silicium ou de nitrure de
silicium. Leur étude a montré que la longueur de carbone consommé est proportionnelle a la
racine carrée du temps. [Filipuzzi L, 1991] et [Filipuzzi L et al, 1994] ont également étudié et
modélisé le comportement oxydant d’un composite 1D SiC/PyC/SiC. La loi cinétique
d’oxydation du carbone utilisée par cet auteur est définie de deux manieres :

V.=kC*M b , Eq 114
Ea
V.=k,exp| —— |, Eql.15
i 0 Xp( RT) q

avec : k : la constante de réaction en m™=.s".mol' P°.LP,
C, : la concentration en oxygéne en mol.L”,
p.: ordre de la réaction,
M. : la masse molaire du carbone kg.mol”,
b : le nombre de mole de carbone oxydé par une mole de A,
ky : une constante,
E, : I’énergie d’activation,
R : la constante universelle des gaz parfaits,
T': la température en Kelvin.

I1.2 Oxydation des fibres de carbure de silicium

Les fibres Nicalon sont fabriquées par filage du polycarbosilane (PCS) fondu a 300°C
sous atmosphere inerte [De Melo-Loseille O, 2010]. Pour la rendre fusible, la fibre est ensuite
réticulée et pyrolysée vers 1100°C — 1300°C sous atmosphére neutre. La faible taille de la
fibre Nicalon (environ 15 pum de diamétre), lui confére une bonne aptitude au tissage pour une
utilisation dans les structures composites. Ces fibres de type Si-C-O sont constituées de
nanocristaux de carbure de silicium, dont le diamétre varie de 1 a 3 nm [Magnant J, 2010],
d’agrégats de carbone entourés d’hydrogéne et d’une phase oxycarbure SiO4C, [Cutard T,
1993]. La présence en exces d’oxygeéne et de carbone libre dans la microstructure de la fibre
la rend thermodynamiquement instable. Le comportement thermomécanique des fibres
Nicalon dépend de la température et de I’atmosphere [Frety N, 1991]. Tout d’abord, a hautes
températures les différents constituants de la fibre (SiC, SiO,, C) vont réagir et provoquer un
accroissement rapide de la taille des défauts de surface :

Si0,,, +3C,, —SIC,, +2CO,,). EqL16
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SiC , +28i0 5, —38i0 , +CO, . EqL17

De plus, les tétracdres SiO,Cy présents dans la fibre limitent la croissance des cristaux
de SiC B [Lecoustumer P et al, 1993]. En température, ces tétraédres se décomposent et
entrainent une augmentation de la taille des grains de SiC  [Cutard T, 1993].

Par ailleurs, des analyses thermogravimétriques réalisées sous air montrent que la
variation de masse des fibres est de type parabolique en fonction du temps (Figure 1.7)
([Huger M et al, 1993] et [Naslain R et al, 2004]).

(f}
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Figure 1.7 : Variation de masse de fibres Nicalon NLM 202 sous air : (a) 700°C, (b) 800°C, (c) 900°C,
(d) 1000°C, (e) 1100°C et (f) 1200°C [Huger M et al, 1993].

La cinétique parabolique d’oxydation des fibres Nicalon provient de la formation de
silice (Si10y)) a la surface des fibres. En présence d’oxygene les fibres Nicalon s’oxydent
selon les réactions suivantes [Filipuzzi L, 1991],[Huger M et al, 1993] :

. 3 .
SlC(s) + EOZ(g) - Sloz(s) + Co(g) H Eq I.18

SiC , +20,,, = Si0,,, +CO EqL19

2(2) 2(s) 2(g) *
L’épaisseur x de la couche de silice formée en mm est définie en fonction du temps ¢
en seconde et la constante parabolique en mm.s™ par I’équation :

X = k,t EqL.20
dont la forme de £, est définie par :

E
k, =koexp[— R;’j EqlL21

La couche de silice formée limite alors 1’oxydation des fibres.

Mais pour des températures plus faibles, la couche de silice n’est pas ou peu présente.
Dans ce cas, les défauts a la surface de la fibre vont permettre 1’oxydation des fibres
entrainant une propagation lente des défauts (Figure 1.8). Cette propagation lente accroit la
taille du défaut jusqu’a atteindre une taille critique provoquant la rupture différée de la fibre
[Gauthier W, 2006]. Cette fissuration sous critique se produit des les basses températures
(450°C) et est mise en évidence par I’observation d’un faciés de rupture de type miroir dans le
matériau [Gauthier W, 2006].
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“ Minee couche de silice
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Fronts de fissure

Figure 1.8 : Mise en évidence par micrographie MEB de la propagation lente d 'un défaut présent sur une fibre
Nicalon NLM 202 par oxydation [Lavaire F, 1999].

I1.3 Couche de carbure de bore

L’oxydation du carbure de bore est trés complexe. Tout d’abord sous atmosphére
seche, il y a formation d’un oxyde de bore. A partir d'une certaine température a pression
donnée, cet oxyde se volatilise (il devient gazeux), et ce d'autant plus que la température
augmente, on peut alors parler de catalyseur. Cette volatilisation est en outre encore plus
importante dés qu’il y a de la vapeur d’eau.

II.3.1 Oxydation sous air sec

Sous air sec, des analyses thermogravimétriques sur I’oxydation du carbure de bore
montrent un gain de masse [Viricelle J.P, 1996]. Entre 600°C et 800°C, le gain de masse est
régi par une loi parabolique, alors que pour des températures plus importantes le gain de
masse évolue de manicre paralinéaire (Figure 1.7).

15 -~
He-0,(20%)-CO,(5%) 900°C

10

800°C
700°C

600°C
Q e 4 & 500°C

Am/S{mg/cm?®)
W

0 200 400 600 800 1000 1200

Figure 1.9 : Variation de masse d’une couche de carbure de bore sous air sec [Viricelle J.P et al, 1996].

Le comportement parabolique observé entre 600°C et 800°C, provient de la formation
d’un oxyde de bore liquide B,O3( lors de 1’oxydation du B4Cy). En plus de la formation de
I’oxyde de bore, la formation de carbone solide est constatée pour de faibles pressions en

oxygene inférieures a 20kPa d’oxygéne [Martin X, 2003]

1 3 1
EB4C(S) +502(g)_> B203(l) +5C(S). Eq 1.22
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Pour des pressions en oxygene plus importantes, la réaction d’oxydation du B4Cy) va
entrainer en plus de la formation du B>Oj3(;) un dégagement gazeux de dioxyde de carbone
(COxg)

1 1
E]34(3(3) +20,,—>B,0y, +§C02(S) , Eql.23
ou d’oxyde de carbone (CO(y))
1 7 1
EB“C(S) +Zoz(g)—> B203(1) +ECO(S). Eq .24

La formation de cet oxyde de bore a été observée a 460°C au bout de 70 heures
d’essais, alors qu’il n’apparait pas d’oxyde de bore a 430°C pour des durées d’essais
supérieures @ 700 heures. Cependant, des mesures par thermogravimétrie de couches de
carbure de bore sous air sec montrent qu’a 500°C le gain de masse est faible et négligeable.
Ainsi pour les températures comprises entre 460°C et 600°C et des pressions en oxygene entre
10 et 80 kPa, une loi cinétique parabolique est définie en oxyde de bore formé :

k,(B,0, Jum*s " |= kB exp (— %)P@” : Eq 125

avec k:2°3 la constante cinétique associée a la réaction en pm”s”.Pa™ , Py, la pression en
oxygene en Pa et n ’ordre de réaction associé a la réaction.
Cependant, pour des températures supérieures a 800°C, des analyses

thermogravimétriques réalisées sur du B,Oj3;) montrent une diminution linéaire de sa masse
(Figure 1.10).
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Figure 1.10 : Variation de masse lors de la volatilisation de B,O3g) sous air sec
a différentes températures [Martin X, 2003].

Cette modification de la variation de masse, avec la température, provient de la
volatilisation linéaire de 1’oxyde de bore liquide

B2O3(l) - B203(g). Eq 126

Des essais de volatilisation de I’oxyde de bore montrent que la pression partielle en
oxygene ne joue pas sur la volatilisation qui est uniquement influencée par la température et la
vitesse des gaz utilisés [Martin X, 2003]. Cette volatilisation a été¢ constatée dés 800°C,
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néanmoins elle est significative a partir de 1000°C. La loi de cinétique associée a la
volatilisation de I’oxyde de bore est lin€aire et peut étre définie de la manicre suivante :

k,(B,O, )[um2 s ] = k)% exp (— %) , Eq1.27

avec k;"lﬁ% la constante cinétique de volatilisation par ¢élévation de température de 1’oxyde

de bore en um.s™.

En résumé, sous atmosphere séche, le carbure de bore s’oxyde et forme un oxyde de
bore liquide. Mais cet oxyde pour des températures importantes (> 800°C) se volatilise. Ainsi,
le gain de masse de 1’oxydation du carbure de bore pour ces hautes températures ne suit plus
une loi parabolique, mais plutot une loi paralinéaire (Figure 1.7).

I1.3.2  Oxydation sous air humide

Tout d’abord, en présence de vapeur d’eau et pour des températures inférieures a
900°C, le carbure de bore réagit et forme de I’oxyde de bore liquide et un dégagement de
méthane (CHyy) et de dihydrogeéne (Ha )

B4C(S) + 6H Zo(g) - ZBZOM) +CH st 4H 2e)* Eq .28

Aux températures plus importantes, supérieures a 900°C, le carbure de bore va réagir
avec la vapeur d’eau contenue dans 1’air pour former également de I’oxyde de bore liquide et
des especes gazeuses :

B,C,, +8H,0,, —2B,0,, +CO,, +8H,,, Eq1.29

(%) ()

+CO, ., +7H

B,C, +7H,0,, — 2B,0,, +CO0 , +TH,,. Eq 130

(%) (®)

La loi cinétique de la volatilisation de I’oxyde de bore par la vapeur d’eau est alors de
type linéaire et peut étre écrite de la maniére suivante :

kl (}32()3 )[“ms -1 ] — k(\)/oIHQO_BZO3 exp (_ %jpﬁzom : Eq 131

avec k;”1H20*BZO3 la constante de cinétique en pm.s™.Pa™, P,,, la pression en eau en Pa et m

I’ordre de réaction.

Notons que ces réactions entre le carbure de bore et la vapeur d’eau sont moins
intenses que celles entre 1’oxygene et le carbure de bore (I1.3.1). La vapeur d’eau contenue
dans I’atmosphére ne confere pas son pouvoir cicatrisant a la couche de carbure de bore. Au
contraire, des mesures de thermogravimétrie sous atmospheére humide de carbure de bore
[Viricelle J.P, 1996] montrent une perte de masse plus importante par rapport a 1’oxydation
sous air sec du carbure de bore. Cette différence de masse est observée des 600°C (Figure
L.11).
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Figure 1.11 : Variation de masse du carbure de bore a 600°C sous atmosphére
seche et humide [Viricelle J.P et al, 1996].

De plus, des analyses thermogravimétriques en présence de vapeur d’eau ont été
réalisées sur des couches d’oxyde de bore pur entre 550°C et 800°C (Figure 1.12). Une
évolution linéaire de la variation de masse du B,Oj3(;) au cours du temps est observée.
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Figure 1.12 : Variation de masse lors de la volatilisation du B,053) sous vapeur d’eau [Garitte E, 2007].

Ainsi, la diminution de la variation de masse du B4C observée sous air humide
(Figure 1.11), provient de la volatilisation de I’oxyde de bore en présence de vapeur d’eau.
L’augmentation de la pression en vapeur d’eau va alors favoriser et accélérer la volatilisation
de I’oxyde de bore. En fonction de cette teneur en vapeur d’eau dans I’atmosphére, les
especes gazeuses de la volatilisation différent :

3 3
5 H,0, + 5132030@ — (HBO,), o Eq 132
3 1
5 H,0,, + EBzoM —H,BO,,, Eq1.33
1 1
EHZO(g) + 5 BZO3(l,g) —> HBOz(g) . Eq 134
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L’oxyde de bore est un bon cicatrisant et peut ainsi contribuer a augmenter la durée de
vie des matériaux composites. Cependant, les phénomenes de volatilisation a haute
température et leur trop grande sensibilité a ’humidité limitent la cicatrisation du composite a
matrice céramique. Néanmoins, dans le domaine de température de cette étude (< 900°C), le
carbure de bore reste principalement la seule couche de la matrice multiséquencée qui permet
la cicatrisation du composite.

III. EFFET DE L’OXYDATION SUR LE COMPORTEMENT MECANIQUE DES CMCS

La partie précédente montre qu’en fonction de la température et de 1’environnement
(air sec ou humide), les constituants des composites a matrice céramique s’oxydent. Ces
oxydations vont avoir des conséquences sur le comportement mécanique de ces matériaux.
Afin de mieux comprendre I’effet de 1’oxydation des composites a matrice céramique, une
premicre partie traite du comportement mécanique de ces matériaux a température ambiante
et une seconde partie s’intéressera au comportement en température d'abord sous atmosphere
neutre puis sous atmosphére oxydante.

II1.1 Comportement mécanique a température ambiante

III.1.1 Chargements monotones

Les composites a matrice céramique sont composés de constituants fragiles mais ont
néanmoins un comportement non fragile et une certaine tolérance a I’endommagement liés a
I’hétérogénéité du matériau et en particulier au role des interfaces.

Lors d’une sollicitation en traction, le comportement mécanique des CMCs peut étre
décomposé en trois parties : un domaine ¢€lastique linéaire, un domaine non liné€aire pendant
lequel la matrice se fissure progressivement, et dans certains cas un domaine linéaire avant la
rupture, correspondant a un état de saturation de la fissuration matricielle. La Figure 1.13
représente une courbe contrainte / déformation typique des composites a matrice céramique
SiC¢#/SiC,, en traction incrémentale.
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Figure 1.13 : Courbe de comportement d’un composite SiC/SiBC,, a fibre Hi-Nicalon en traction incrémentale a
température ambiante [Pasquier S, 1997].

Dans le domaine non linéaire, la matrice se fissure progressivement, entrainant une
diminution progressive du module du matériau. Des travaux précédents [Aubard X, 1992],
[Guillaumat L, 1994], [Carrere P, 1996], [Forio P, 2000], [Lamon J, 2001] ont permis de
déterminer les séquences d’endommagement de ces composites sous sollicitation de traction
(Figure 1.14). La présence de défauts (macropores) présents a 1’état initial va engendrer tout
d’abord une fissuration de la matrice puis une propagation des fissures au coeur des torons
transverses. Par la suite, les fissures vont se propager dans les torons longitudinaux. Ces
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fissures vont alors étre déviées parallelement aux fibres des torons longitudinaux par
I’interphase. Ces déviations de fissure créent des zones de décohésion fibre / matrice. Ces
décohésions vont alors augmenter le report de charge de la matrice sur les fibres, engendrant
des ruptures progressives de fibres dans les torons longitudinaux. La multiplication de la
rupture de ces fibres dans les torons longitudinaux va conduire a la ruine de ces derniers.
Finalement, la rupture des torons longitudinaux conduit a la ruine du composite. Ce scénario
d’endommagement est identique pour des composites 2D et 3D.

Fissuration des
torons transversaux

Macropore

a. Déformation longitudinale 0,06% b. Déformation longitudinale 0,2% et 0,4%

Fissuration des Fissuration de

tpror?s la matrice
longitudinaux inter-toron

c. Déformation longitudinale 0,6% d. Déformation longitudinale 0,8%

Figure I.14 : Scénario d’endommagement d 'un composite SiC/SiC 2D [Lamon J, 2001].

Lors de sollicitations de charge — décharge, des boucles d’hystérésis apparaissent
(Figure 1.13). Ces boucles d’hystérésis évoluent en fonction de la contrainte. En effet, a basses
contraintes, les boucles d’hystérésis sont fermées (comportement €lastique), et la déformation
permanente apres décharge est quasiment nulle. En augmentant la contrainte, les boucles
d’hystérésis s’ouvrent et la déformation permanente n’est plus nulle. Ce comportement
hystérétique peut étre attribué a des glissements/frottements internes au niveau des fissures et
des décohésions fibre/matrice. Au début de la décharge le comportement est élastique avec un
module élastique de décharge. Puis les interfaces glissent les unes par rapport aux autres
permettant une fermeture progressive des fissures matricielles. Le comportement s’écarte
alors de la linéarit¢ présente au début de la décharge. Une fois les fissures matricielles
totalement fermées, le comportement mécanique du composite redevient lin€aire (Figure
1.15).
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Figure I.15: Courbe caractéristique du comportement du CMC de cette étude lors d une traction
incrémentale[Gasser A et al, 1996].

Par ailleurs, le comportement mécanique des CMCs en compression est élastique
linéaire et le module initial de compression est proche de celui d’un composite non
endommagé.

III.1.2 Chargements de fluage et de fatigue

Contrairement aux essais monotones, ou le critére de rupture est atteint par une
augmentation continue de la contrainte appliquée, lors d’essais de fluage ou de fatigue
I’augmentation de ’endommagement provient de I’évolution de paramétres microstructuraux
comme la contrainte de cisaillement interfacial (7).

Lors d’essais de fatigue, [Reynaud P, 1996] a montré que pour des contraintes
inférieures a la limite élastique, le comportement du composite est pseudo-linéaire et reste
dans le domaine ¢€lastique. Dans ces cas de chargement, aucun endommagement n’est créé et
les boucles d’hystérésis entre la contrainte et la déformation sont fermées et superposées.

Pour des chargements de fatigue entre 35% et 85% de la contrainte a rupture en
statique, le comportement mécanique du matériau évolue en fonction du nombre de cycles, et
ce d’autant plus que la contrainte maximale est ¢levée. Tout d’abord, le développement de la
fissuration matricielle va entrainer une diminution des modules élastiques, tandis que I’aire
des boucles d’hystérésis et la déformation permanente augmentent. Pour des chargements
inférieurs a 85 % de la contrainte & rupture, aucune rupture n’est observée en dessous de 10°
ou 10° cycles.

Pour des chargements de fatigue supérieurs a 85% de la charge a rupture statique, une
diminution du module d’Young et une augmentation de la déformation permanente sont
observées. Ces évolutions sont dues a une augmentation de la fissuration matricielle, des
glissements et des décohésions. De plus, lors de I’essai de fatigue la contrainte interfaciale
diminue et la longueur sur laquelle le glissement opere augmente, engendrant un changement
de forme des boucles d’hystérésis.
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I11.2 Comportement mécanique des CMCs SiCy/SiC,, en température

Lorsqu’un composite CMC est sollicit¢ mécaniquement a une température élevée
(supérieure a 1200°C), un ou plusieurs de ses constituants peuvent se comporter de fagon
¢lastoviscoplastique entrainant un comportement élastoviscoplastique global du composite.
Cette viscosité est caractérisée le plus souvent grace a des essais de fluage qui permettent de
mesurer 1’évolution de la déformation sous chargement constant. Toutefois, dans ce travail de
thése on s'intéresse uniquement a des températures inférieures a 900°C et la Figure 1.16
montre que pour des températures inférieures a 1425 K (= 1150°C) la vitesse de déformation
lors d’essai de fluage est nulle.
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Figure I.16 : Evolution de la vitesse de déformation en fonction de la température sous air neutre
et sous différentes contraintes pour une composite SiC/SiBC,, [Farizy G, 2002].

Ainsi, dans le domaine de température de notre étude, on consideére que sous
atmospheére neutre les composites a matrice céramique de type SiC¢/SiBC,, ne fluent pas.

III.2.1 Sous atmosphere oxydante

Des essais de traction monotone réalisés sous atmosphere oxydante entre 450°C et
1200°C sur SiC¢SiC,, montrent que les courbes de traction se superposent a celles a
température ambiante [Pasquier S, 1997]. De plus, la rupture est identique a celle obtenue a
température ambiante pour les essais réalisés entre 450°C et 700°C. Cependant a 850°C et
1200°C, la rupture se produit prématurément dans la zone non linéaire du comportement. La
rupture est d’autant plus rapide que la température augmente. Comme cette rupture
prématurée n’a pas été observée a 1200°C sous argon, cette modification est donc attribuée a
I’oxydation. De plus, des essais a 900°C et 1300°C montrent que la déformation a rupture
sous air est divisée par deux par rapport aux résultats a température ambiante, alors qu’elle
augmente sous argon [Pluvinage P et al, 1993]. Aux plus faibles températures (450°C,
700°C), la progression de l’oxydation est trop lente pour avoir une influence sur le
comportement macroscopique en statique. L’effet de 1’oxydation sur le comportement
mécanique est plus facilement identifiable sur des essais de plus longue durée comme les
essais de fluage ou de fatigue.

Depuis quelques années, plusieurs études du fluage (appelé par les céramistes "fatigue
statique" ou oxydation sous contrainte) en température des composites a matrice céramique
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autocicatrisante permettent d’expliquer I’effet de la température et donc de 1’oxydation sur le
comportement ([Farizy G, 2002], [Moevus M, 2007], [Laforet A, 2009] et [De Melo-Loseille
0, 2010]). Trois domaines de températures peuvent €tre distingués.

Pour les températures inférieures a 600°C, la volatilisation de I’interphase de
pyrocarbone a été observée des 400°C. Comme montré dans les paragraphes précédents, la
disparition de I’interphase va avoir plusieurs conséquences sur le comportement. Tout d’abord
cette volatilisation va augmenter la souplesse du matériau et surtout entrainer un report de
charge de la matrice sur les fibres. De plus, ’interphase qui a un réle de fusible mécanique en
déviant les fissures parallelement aux fibres, limite également 1’acces a I’oxygene aux fibres.
Or la volatilisation de I’interphase permet alors a I’oxygéne d’atteindre les fibres. En plus de
I’oxydation de I’interphase, des faciés de rupture de type miroir ont été¢ observés des 450°C
sur les fibres Nicalon. Ce type de faciés de rupture est typique d’une propagation lente de
fissure. Méme si ce type de rupture peut étre visible sous vide, il est favorisé sous atmospheére
oxydante et plus précisément sous vapeur d’eau. Enfin, dans ce domaine de température,
méme si la présence de verre (B,O3()) a été observée a 500°C [Moevus M, 2007], qui prouve
I’oxydation de la couche de carbure de bore, le composite ne cicatrise pas puisque la quantité
d’oxyde de bore observée est insuffisante pour combler la fissure et empécher I’oxydation des
fibres.

Pour des températures plus importantes (600°C — 900°C), de I'oxyde de bore est
observé en quantité¢ suffisante pour permettre une cicatrisation du composite sous air sec.
Dans un premier temps, méme si la formation de I’oxyde de bore ne bouche pas enti¢rement
la fissure, I’oxydation du carbure de bore va utiliser I’oxygene présent dans le matériau. De ce
fait, la teneur en oxygéne dans le composite diminue et ainsi I’oxydation de I’interphase et des
fibres vont ralentir. Puis quand 1’oxyde de bore formé comble entierement les fissures,
I’oxygeéne n’arrive plus a I’interphase de pyrocarbone et a la fibre. La durée de vie des
composites & matrice céramique sera alors allongée dans ce domaine de température par
rapport aux températures plus basses. Néanmoins, en présence de vapeur d’eau la cicatrisation
sera ralentie voire inexistante avec la volatilisation de 1’oxyde de bore, diminuant la durée de
vie par rapport a une atmosphere séche.

Enfin, pour les trés hautes températures (T > 900°C), la cicatrisation du matériau est
ralentie par la volatilisation de 1’oxyde de bore. De plus, a ces températures, I’oxyde de bore
créé peut lui-méme dégrader la fibre et I’interphase en formant de la silice. Cette couche de
silice autour de la fibre permet de ralentir la propagation sous critique des fibres.
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Ce chapitre qui synthétise les travaux menés sur les composites & matrice céramique
montre que chaque constituant des composites SiC¢/SiBCy, s’oxyde de manicre différente. Ces
oxydations dépendent des conditions atmosphériques (neutre, séche ou humide) et bien sir de
la température. Les réactions d’oxydation étant thermodynamiquement activé, trois domaines
de températures ont été proposés (basses températures, températures intermédiaires, hautes
températures). Ces dégradations de nature physico-chimique ont des conséquences sur le
comportement mécanique du matériau et plus particulierement sur la durée de vie. Les effets
des oxydations sur la durée de vie de ce type de composite ne sont pas les mémes selon les
domaines de températures :

Pour les basses températures, c'est-a-dire inférieures a 400°C, les constituants du
composite ne subissent pas oxydation significative. La durée de vie du composite est
uniquement due au chargement mécanique. Lors d’une sollicitation mécanique dans le sens
longitudinal, des microfissures sont créées dans les torons transverses. Ces fissures se
propagent jusqu’aux torons longitudinaux. La présence d’une interphase de pyrocarbone
autour des fibres va dévier les fissures du toron longitudinal parallelement aux fibres. Des
zones de décohésion sont alors créées entre les fibres et la matrice du toron. Le cyclage lors
d’un essai de fatigue va engendrer une augmentation par émoussement de la longueur des
décohésions. Dans les zones non endommagées, la charge est répartie uniformément sur les
fibres et la matrice. Mais la présence de décohésions entraine un report de la charge sur la
fibre, créant des ruptures progressives des fibres les plus faibles. La rupture de ces fibres va
alors provoquer une surchage sur les fibres saines restantes dans le toron. La multiplication de
ces ruptures de fibre conduit a la rupture du toron et du composite. Ainsi, dans le domaine des
basses températures, pour modéliser et déterminer la durée de vie, les effets physico-
chimiques du modele de durée de vie sont négligeables sur le comportement global du
composite.

Entre 400°C et 600°C, nommé domaine des températures intermédiaires, plusieurs
constituants du matériau s’oxydent. Tout d’abord, la couche de carbure de bore s’oxyde et
forme un oxyde de bore liquide. Cependant, dans ce domaine de température la quantité
d’oxyde de bore formée est faible et ne permet pas une cicatrisation du composite. La durée
de vie du composite dépend alors uniquement de I’oxydation de I’interphase de pyrocarbone
puis des fibres Nicalon. La fissuration des torons transverses puis des torons longitudinaux va
permettre a I’oxygene extérieur ou présent dans les macro-pores d’atteindre dans un premier
temps les interphases de pyrocarbone. Or, dans ce domaine de température, le pyrocarbone se
volatilise en présence d’oxygeéne. Sa volatilisation va engendrer une augmentation de la
longueur des zones décohésionnées entre les fibres et la matrice. Comme les longueurs
décohésionnées sont plus importantes, les reports de charge sur les fibres augmentent,
diminuant leur durée de vie. De plus, aux températures intermédiaires, les fibres Nicalon
subissent ¢galement une oxydation. A ces températures, la formation de silice par les fibres
est trés faible et n’empéche pas la propagation sous critique dans les fibres. Finalement, dans
ce domaine de températures, la durée de vie des composites a matrice céramique dépend de
plusieurs paramétres. Notons que pour la température de 450°C la durée de vie de ces
matériaux est la plus faible. Dans un premier temps, I’état d’endommagement du matériau
doit étre connu afin d’estimer la quantité d’oxygene dans le matériau qui pourra oxyder le
pyrocarbone et les fibres. Ainsi, ’oxydation du pyrocarbone doit étre considérée et plus
précisément les longueurs des zones décohésionnées. Enfin, comme la durée de vie des CMCs
est conditionnée par la durabilité des fibres, I’oxydation des fibres doit étre prise en compte.
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Enfin, dans le domaine des hautes températures, supérieures a 600°C et inférieures a
900°C, en plus de I’oxydation des fibres Nicalon et de I’interphase, le phénomene de
cicatrisation apparait. En effet, dans ce domaine de température la couche de carbure de bore
s’oxyde et forme assez d’oxyde de bore liquide pour boucher les fissures. La cicatrisation est
optimale deés 650°C. Néanmoins, aux alentours de 800°C, la volatilisation de cet oxyde de
bore va diminuer le pouvoir cicatrisant du carbure de bore. De plus, la présence de vapeur
d’eau dans D’environnement va également volatiliser 1’oxyde de bore. Ainsi, dans le
composite, il y a compétition entre la formation de ’oxyde de bore et sa volatilisation. La
cicatrisation du matériau va alors ralentir voire empécher 1’oxygéne d’atteindre 1’interphase
de pyrocarbone et surtout les fibres. De ce fait, la durée de vie du composite entre 600°C et
900°C est plus importante que pour les températures intermédiaires. De la méme maniére que
pour les températures intermédiaires, il est important de connaitre dans un premier temps
I’état d’endommagement du composite afin de modéliser la durée de vie du composite. Par
ailleurs, dans ce domaine de température, la quantité d’oxygene qui oxyde le pyrocarbone et
les fibres ne dépend pas uniquement de 1’état d’endommagement mais également de 1’état de
cicatrisation du matériau.

Finalement, pour modéliser et déterminer la durée de vie des composites a matrice
céramique en fonction de la température et de I’environnement, deux modeles couplés doivent
étre développés. Tout d’abord, un modele purement mécanique permettant de connaitre 1’état
d’endommagement du composite. Puis un second modéle physico-chimique qui détermine
I’état de cicatrisation du composite, mais €¢galement les longueurs des zones décohésionnées
et la durée de vie des fibres Nicalon. Une fois ces deux modeles disponibles, il sera nécessaire
de modéliser les interactions entre les endommagements mécaniques et les dégradations
physico-chimiques.
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CHAPITRE Il : MODELE MECANIQUE DE LA DUREE DE VIE POUR LES CMCS

L’étude bibliographique réalisée dans le chapitre 1 sur le comportement des
composites a matrice céramique montre que la durée de vie de ces matériaux dépend
principalement de 1’environnement oxydant. En effet, les constituants des CMCs s’oxydent,
modifiant la durée de vie du composite en fatigue et en fluage. Cependant, sans un
endommagement préalable du composite les différentes oxydations ne peuvent avoir lieu.
Effectivement, si le matériau ne contient pas de fissures ou peu (c’est-a-dire un
endommagement nul ou faible), I’oxygeéne extérieur ou présent dans le matériau ne pourra
atteindre les constituants au cceur du composite et les oxyder. Les fissures sont alors des
chemins privilégiés pour amener 1’oxygeéne dans le composite. Ainsi, avant de prendre en
compte les différents types d’oxydations des CMCs SiC¢/SiBC,, il est nécessaire de modéliser
le comportement mécanique endommageable sous sollicitation de fatigue ou de fluage des
composites a matrice céramique.

Ce chapitre a donc pour but de présenter le modéle mécanique de durée de vie mis en
ceuvre dans ce travail de thése. Ce modele est basé sur le modele d’endommagement statique
ODM (Onera Damage Model). Ce modéle, développé depuis la fin des années 90, permet de
modéliser le comportement endommageable des composites a matrice céramique lors de
sollicitations statiques. La premicre partie de ce chapitre présente en détails le principe et les
équations du modele ODM. Avant d’étendre ce modéele statique a des sollicitations de fatigue
et de fluage, quelques améliorations lui ont été apportées et font I’objet de la seconde partie de
ce chapitre. Enfin, le passage du modéle statique au modele de durée de vie est mis en ceuvre
grace a une nouvelle loi d’accroissement de I’endommagement matriciel. L’endommagement
matriciel devient alors fonction du nombre de cycles et du rapport des contraintes, c'est-a-dire
des parameétres caractéristiques des chargements en fatigue et en fluage.

I. MODELE D’ENDOMMAGEMENT STATIQUE : ONERA DAMAGE MODEL

L’Onera développe depuis 1998 des modéles d’endommagement (Onera Damage
Model), en particulier pour les composites a matrice céramique (Figure II.1). Les premiers
modeles étaient réalisés pour déterminer le comportement de composite a matrice céramique
2D et écrits dans un premier temps en termes de contrainte puis plus tard en termes de
déformation. Dans les années 2000, le modele en déformation a été enrichi pour les
composites a matrice céramique 3D, puis étendu aux composites a matrice organique [Marcin
L, 2010].
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Figure I1.1 : Historique des modéles d'endommagement ODM développés ces derniéres années.

38



I. MODELE D’ENDOMMMAGEMENT STATIQUE : ODM

Le modele d’endommagement pour les composites a matrice céramique fournit des
réponses treés semblables a un modéle a variables d’endommagement tensorielles [Maire J.F et
al, 1997] permettant de décrire les endommagements qui sont orientés par le chargement.

Ce modele comporte quatre variables d’endommagement dans le plan. Il est
strictement identique pour les directions de chargement a 0°, 90°, - 45° et + 45° au modele
tensoriel développé par Maire et Chaboche.

Pour des chargements inférieurs au seuil d’endommagement matriciel
( Vo i= {1,2,3,4,5}) , le comportement est ¢élastique. Au-dela le matériau s’endommage et son

comportement se caractérise par une perte de linéarité et de raideur. Enfin, au-dela du seuil
bff;o", yé‘;’c”” Jj= {1,2,3}), il y a rupture des torons. Cette rupture est catastrophique pour une

éprouvette dans laquelle le champ de contrainte est homogene et devient progressive dans des
structures présentant des gradients de contraintes. Cette rupture progressive des torons est
caractérisée par un comportement adoucissant (Figure I1.2).

f

. Rupture
(champs de
. contrainte homogéne)

|

W .
1 . ‘\'efb‘ Seuil de rupture
Elasticité 0‘\\‘ . .‘_- des torons
o * *
O e‘\‘ “‘ “ (@} 1
0 o0 %%
Y Le* v 2 Rupture progressive
OV e * e
(N 4 A ‘)é - des torons
o Seuil du dommage . 2 (gradient de contrainte)
&~ matriciel * %
.
* * e l’
- * ()
* . <
* + C.
* * V{})
o Rupture ¢, 2,
.o’ Endommagement progressive ’o:
¢ matriciel [(torons + décohésionde

€

Figure I1.2 : Schéma du comportement de matériaux tissés jusqu'a la rupture en statique.

1.1 Loi d’état

Le modele ODM est exprimé en termes de déformation pour permettre une utilisation
plus facile dans les codes de calculs. Il est écrit dans le cadre de la Mécanique Continue de
I’Endommagement. Ce cadre considére 1’endommagement au travers d’un concept
d’homogénéisation pour décrire son évolution de fagon macroscopique. Les concepts de base
de la Mécanique Continue de I’Endommagement sont énoncés dans le cadre d’un formalisme
thermodynamique. Le modele repose donc sur la définition du potentiel d’énergie libre de
Helmholtz :

1 * € * r s
l//=$(£ CT gy EqILI
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avec :
£ =g—g"— £, Eq 1.2

w°=$(§*:gozgo+§0:go:§*), EqI1.3
w’zi(g*:g0:§r+§r:g0:§*), EqI1.4
ws:i(g*:gozgs+gszg°:§*), EqIL5

ou la déformation g* (Eq I1.2) est définie a partir de la déformation totale ¢, de la

déformation thermique &”

g" =alr-1°), Eq L6

et de &" la déformation correspondant au moment de fermeture des fissures matricielles lors
des décharges et dépendant des contraintes internes dans le matériau :
£ =Aa(T-T°) EqIL7
avec ¢ le tenseur des dilatations et Ag le tenseur de méme nature que o mais traduisant
I’éventuelle différence de dilatation entre les constituants (fibres et matrice).
Les potentiels " et ' sont respectivement définis a partir des déformations

résiduelles (&) et de stockage (&°).

A partir du potentiel de Helmholtz la contrainte

o= pz_‘g _ geﬂ'(dim,d;(t;mn’d;(;mn ): (§—§0 P )_ - (gr +g _§0)’ EqIL8

et les forces thermodynamiques associées aux endommagements matriciels (d;") et aux
endommagements des torons en traction (d;‘,”””) et en compression (djf,”’”) peuvent étre

définies :

m 6 W toron a ‘// toron a W
o= , V. = et i = — .
y i p a dim y /) p a d;(;mn y ] '0 a d;z;mn

Eq 119

I.1.1 Tenseurs des rigidités et des souplesses
La loi d’¢état du modele (Eq IL.8) est définie a partir du tenseur des rigidités ( geﬁ ) et
des souplesses effectives (S o ‘) :
gef.‘f :(que[f)fl ot §e[f :§o +A§Zf +A§ZZ"’ EqIL10
go, éo représentent respectivement le tenseur des rigidités et des souplesses élastiques
initiales.

Comme le comportement des composites a matrice céramique est orthotrope, le
tenseur des souplesses ¢élastiques utilis¢ dans ODM s’écrit dans les axes d’orthotropie :
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A vy is 0 0
Ell Ell Ell
_ 12 L Vs 0 0 0
Ell EZZ E22
S EqIL11
0 0 0 — 0 0
Gy,
0 0 0 0 € 0
Gy,
0 0 0 0 0 €
L Gy, |
AS? et AS? |, définis par les équations
=m =foron
;e . _
D WA U B ) EqIL12
i=1
et
eff 3 oron oron p ytoron” toron toron”
Aétomn = Z]d]tf 77;’ gjt + (1 ;f )gj
5 EqIL13

_77 ,
3 N _\.
toron toron toron toron toron
+xdy g (-

= .

J

Ces tenseurs représentent respectivement la variation du tenseur de souplesse due a
I’endommagement de la matrice et celle due a la rupture progressive des torons. Comme cela
sera expliqué dans les paragraphes suivants, I’endommagement matriciel est représenté par
cinq variables (quatre dans le plan et une pour le hors plan) et la rupture progressive des
torons par six variables (comportement dans les directions 1, 2 et 3 avec une différenciation
entre la traction et la compression).

Notons que les indices i et j varient respectivement de 1 a 5 et de 1 a 3. Les exposants
m et toron sont la pour différencier la matrice (m) des torons. De plus, les indices ¢ et ¢
signifient respectivement traction et compression.

Ces deux variations du tenseur des souplesses sont définies sous une forme générale,
avec d;", dy™ et d™ qui représentent respectivement les variables d’endommagement

liées a la matrice et a la rupture progressive des torons en traction et en compression. 7" est

I'index de fermeture progressive des fissures pour la matrice. H lm est le tenseur d’effet de

I’endommagement matriciel quand I’endommagement est actif, alors que H f" est le tenseur
d’effet de I’endommagement quand I’endommagement est passif.
Sﬁ’.[/'

={foron

rupture en compression (d;.i"’" ). En effet, lorsque les torons rompent en traction, 1’effet de ces

est, quant a lui, divisé¢ en deux parties : la rupture en traction (dj’.‘t’m”) et la

ruptures sur le comportement lors d’un chargement post-rupture de traction ou de

compression peut étre différent. Ceci est traduit par les variables 77;‘;"’” (égales a 1 pour des
chargements de traction et 0 pour des chargements de compression) et les tenseurs des effets

toron

toron™ toron” A . . .
H”™" et H ;"’" . Les mémes effets sont observes en compression par les variables 77" et
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toron

les tenseurs H i

" et H t;m"f . L’Eq I1.13 représente la forme générale, dans la pratique 77"

loron

et 77" sont toujours pris égaux a 1, ce qui conduit a :

eff 3 ( twron g ptoront toron m”’"Jr)
Aétomn - E djf L[jt + d.iC L[jc : Eq II' 14

La particularité des composites a matrice céramique est que leurs endommagements

sont orientés préférentiellement par le chargement et non par la microstructure (en tous cas

pour les premiers stades d'endommagement). Comme le montre la Figure IL.3, lors de

chargements plans, si la contrainte est appliquée dans la direction 0°, il n’y a qu’un

endommagement suivant 1 (d,"). De la méme maniere si la contrainte est appliquée dans les

directions 90°, +45° ou -45°, alors on a respectivement les endommagements d,', d;' ou d.".

m m m m
dl dZ d4 dS
| i:) i i
0° 90° o o
(sens chaine) (sens trame) 45 -4

Figure I1.3 : Schématisation des modes d'endommagement activés par des chargements plans.

Lors d’un chargement hors plan (Figure 11.4.a), I’endommagement est associé¢ a la
direction 3. Toutefois, a cause de la microstructure tissée des matériaux étudiés, des fissures
hors plan peuvent apparaitre pour des chargements plans (Figure 11.4.b). Ce couplage entre le

plan et le hors plan va étre défini au travers de la variable d’endommagementd;” .

a. Chargement
Hors plan

b. Couplage Plan / Hors plan

J

0° 90°
Hors plan d_";n (sens chaine) (sens trame)

Figure I1.4 : Schématisation des modes d’endommagement activés par
un chargement hors plan et du couplage plan/hors plan.

Afin de déterminer ces variables d’endommagementd,” , les forces thermodynamiques
associées a chaque endommagement sont préalablement déterminées.
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[.1.2 Forces thermodynamiques

a. Dans le plan

Afin d’obtenir un comportement endommagé pour des chargements élémentaires
comparables a ceux que prévoit un modele tensoriel, la force thermodynamique est définie a
partir du tenseur des déformations par :

1 df  dy df  df df  dy
m o __ 0 1 1 6 (0 1 1 5 M0 1 1
z, =3 Ce'e’' +b C el g’ +b, .Ci el g |,
m ] at gt at ot atat
=7 Cy.e2 .67 +b].C. e’ .6 +bl.Cl e & |, EqIL15

N
d

Ji at & at ] i at & at
mo_ 0 1 0 2 2 6 (0 1 1 2 2
zZ, = C”.El Rop +C22.€2 £ + bl .CM. &, & +€2 £ s

ou b¥,b; ,b% et b} sont des paramétres du modéle introduits pour traduire le couplage entre

traction et cisaillement inter et intra-laminaire. Ces coefficients peuvent étre vus comme des
pondérations entre les propagations en mode I, II et III. Dans le modéle [Marcin L, 2010], le

tenseur des déformations positives gd; k={l,2,3}, utile au calcul des forces motrices,

correspond a la partie positive de la décomposition spectrale du tenseur des déformations :
(&), 0 0
=P 0 (g) 0 |P, EqIL16
0 0 (&),

ou &;, &y, &y sont les valeurs propres de la déformation et P la matrice de passage entre le

repére des déformations principales et 1’espace de représentation initial. Nous verrons, plus
loin au paragraphe 0, les modifications apportées depuis.

Les forces thermodynamiques associées aux variables d’endommagement sont
définies dans le cadre non standard puisqu’elles ne sont pas obtenues par dérivation du

potentiel thermodynamique (y # pi—?). Elles ont été redéfinies afin de garder le caractere

explicite de la formulation et la cohérence thermodynamique, I’avantage étant de simplifier
I’identification et d’avoir une plus grande efficacité calculatoire.

Remarquel : Cohérence thermodynamique

Lorsque les forces motrices de [’endommagement ne découlent pas du potentiel
d’énergie, la cohérence thermodynamique n’est pas forcement assurée, il faut donc verifier
l’inégalité de Clausius-Duhem qui se résume dans ce modele a :

>Yd, 20. EqIL17

Le modele impose un caractere irréversible de ’endommagement soit d, 2 0. De plus

. s s m r . R )
si les tenseurs d’effet de l'endommagement H = sont définis positifs, alors les Y, dérivant du

potentiel thermodynamique, de forme quadratique seront donc positifs. La cohérence
thermodynamique sera donc respectée.
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Remarque?2 :
Si la formulation traduit un caractere explicite [ & Dy(g) :>d(y) :>g(d,§)], alors

il n’est pas nécessaire de résoudre le probleme par itération.

On note respectivementy,”, v,, vy, et y: les forces thermodynamiques
correspondant aux directions a 0°, 90°, +45° et -45 :

y]'":ZI - ;n ’
Yy =zy — |z,
yr =2, EqILI8
yr=—(zr)

v, ¥y, vyoet yJ sont respectivement les forces motrices des dommages matriciels d", d,’,
m m
d; etd..

b. Couplage hors-plan

Pour représenter les fissures hors plan, c'est-a-dire la décohésion a I’interface entre les
torons sens chaine et sens trame ainsi que les fissures a I’interface matrice/torons, un couplage
plan/hors plan a été introduit. Les forces motrices de 1I’endommagement hors plan sont
définies par :

—%(C% d3+ d3++b4 C04 d3+ d3++b5 C;)5 d3+‘85d3+),
1
z;';_a( 0101(51) +c2c§2<gz> +ciChe, ) EqI1.19
|
23, = 2(01 C101<‘91> +02C22<52> +C6C0686 )’

avec bj ,b; ¢ ,c3,ct ¢ ,c; et c¢; des paramétres du modéle a identifier. Finalement la
force thermodynamique yj* pour le hors plan (Eq 11.20) et le couplage plan/hors plan est

définie comme la somme des forces motrices de I’endommagement hors plan.

Vi =zy +zy + zy,. Eq11.20

1.2 Loi d’évolution de ’endommagement matriciel

[.2.1 Cinétique d’endommagement

La théorie générale de ce modele repose sur le fait qu’il existe une cinétique pour
chaque variable d’endommagement. Pour cela, des critéres multiples et découplés sont
associés a chaque variable d’endommagement. Ainsi, des fonctions indicatrices de chaque
variable d’endommagement sont définies par :

Fryrdr) =gl )-ar EqI1.21

1

telles que :

e si " <0 iln’y a pas d’endommagement,

e si F" =0 il yadel’endommagement (et le cas F>0 est impossible).
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La fonction g/ de l'équation précédente est définie par :

avec d!", y', y, et p/" des paramétres du modeéle : d" correspond a la valeur de saturation

g =d; | 1-exp| — , Eq11.22

m

de I’endommagement, )" influence la vitesse d’évolution de I’endommagement, y;'

correspond au seuil d’activation de I’endommagement et p;” influence la forme de la

cinétique d’endommagement. Les cinétiques d’évolution de I’endommagement sont alors
fonction des forces thermodynamiques, y" (Figure ILS).

| Saturation de I"'endommagement ¢ |\ | Saturation de I"'endommagement & 'l:

g~

E - =] —
E E - — K
g @

B S o N I —C—
g 5

£ z — —p'=05

E E .....
S s m_
g = p] =

g L - — p— | SR -
= = p—— pm -
o = !
= s
- B
= =
- i > AV i T T ST,
Seuil d’endommagement y” Seuil d’endommagement v
0 I I T - i 0 / 1 ]
0
811 . & 11
(a) Influence de la vitesse d'évolution de (b) Influence de la forme de la cinétique
I'endommagement pour p7 = 1. d ‘endommagement pour y' = 2.
!

Figure I1.5 : Cinétique d’endommagement matriciel.

Les fonctions g;" permettent de définir les cinq variables d’endommagement matriciel
(Eq I1.23) prenant en compte toute 'histoire du chargement jusqu'au temps actuel (7).

d;" =suplg" (7). Eq 11.23

<t

[.2.2 Tenseurs d’effets de I’endommagement

Le tenseur d’effet de I’endommagement a pour réle d’introduire I’effet des fissures sur
le comportement. L apparition de fissures dans le matériau va entrainer une augmentation de
la souplesse.

Dans le cas d’une traction suivant les directions 1, 2 ou 3, ou il y a fissuration de la
matrice, les axes matériaux restent des axes d’orthotropie. La Figure 11.6 représente les plans
de symétrie pour une traction suivant le sens chaine.
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Plan de symétrie

TR YT I.’l.ar.l.desymétrie
3 - I
Fissure

3]
—

Figure I1.6 : Schématisation d'une traction suivant 1 entrainant [’apparition d'une fissure.

La présence de ces deux plans de symétrie perpendiculaires dans le matériau, montre
que le composite a un comportement orthotrope, imposant ainsi la nullité de certains termes
dans le tenseur d’effet de I’endommagement :

hIWIlt S 101 h1n21t S 102 hlrgt S 103 0 0 0
WSy by Sy hSy 0 0 0
H hh Sy hASY RSy 0 O 0 0 Bq 1124
= 0 0 o hLS), 0 0
0 0 0 0 hLSy 0
0 0 0 0 0 hiSe

Le comportement caractéristique des composites a matrice céramique est que sous
sollicitation de traction 1, S;, est constant (Figure I1.7). On peut donc faire I’hypothese de
fissures planes.

| 4.1 2
Caractére unilatéral |
du dommage

Figure I1.7 : Courbe caractéristique du comportement de composites
a matrice céramique [Gasser A et al, 1996].

En faisant cette hypothese, les termes en 22, 33 et 44 deviennent nuls. Néanmoins, on
doit toujours avoir un tenseur positif pour assurer la cohérence thermodynamique (Eq 11.17)
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Vo 'c:H":020. Eq11.25

Pour que le tenseur d’effet de ’endommagement soit toujours défini positif quelle que
soit la contrainte, il faut que :

[h"Ss" 0 0 0 0 0 ]
0 000 0 0
gr_| 0000 0 0 , Eq 1126
=! 0 000 0 0
0 0 0 0 h"S., 0
L0 000 0 hs]

ou A", hi et hir traduisent respectivement I’effet d’une fissure sollicitée en mode I sur le

comportement longitudinal, en mode III sur le comportement en cisaillement intralaminaire et
en mode II sur le comportement en cisaillement interlaminaire. De la méme maniére, une

simple permutation des indices fournira la forme des tenseurs H ;" et H g" .
Lors d’essais a + 45° ou - 45°, il n’y a pas de plans de symétrie, on ne peut donc pas
avoir les mémes formes du tenseur d’effet de I’endommagement que précédemment. Les

tenseurs d’effet de I’endommagement H ;" et H ';1 ont alors une forme identique a ceux d’un

modéele tensoriel :

[ hinse 0 0 0 0 0.542"80
0 RSy, 0 0 0 0.51"Se,
H" = 0 0 0 0 0 0 Eq I1.27
= 0 0 0 0,5hI"SS  0,5h2"S?, 0 ’ '
0 0 0 0,5r1'Sy  0,5hSo 0
0.5, Sgs 0.5k Ses 0 0 0 hi"Sy
BSe 0 0 0 0 —0.5h3"8° ]
0 mSy, 0 0 0 —0.5h3Se,
o 0 0 0 0 0 0 Eq 1128
= 0 0 0 0,5r7S%  —0,5hSY, 0
0 0 0 —0,5h2'S%  0,5h3SY 0
| - 0.5hS%  —0.5h7Se, 0 0 0 s,

On obtient alors, si d;' et d;' sont non nuls, une perte de I’orthotropie initiale du

matériau.

Remarque :
Les tenseurs d’effet de |’endommagement quand [’endommagement est passif (en

compression), H lm , ont des formes similaires aux tenseurs d’effet de |’endommagement

quand l’endommagement est actif avec éventuellement des termes nuls (souvent les tenseurs

gzﬂ sont pris nuls).
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[.2.3 Index de désactivation de I’endommagement

Le comportement des CMCs en compression est du type linéaire ¢élastique fragile. La
courbe en traction/compression (Figure I1.8) présente un point d’inflexion avec une reprise de
la rigidité. Ce changement de module résulte de la fermeture forcée des fissures lors de la
compression. Le module initial en compression est par conséquent proche de celui d’un
composite non endommagé.

Allorgermet (%)

04

Figure I1.8 : Courbe contrainte/déformation d’un composite 2D C/SiC
en traction/compression [Lorrain B, 1994].

L’aspect de fermeture progressive des fissures et donc du caractére unilatéral de
I’endommagement matriciel est introduit dans le modele d’endommagement par un index de
désactivation, 7,". Si 1" est nul toutes les fissures dans la direction 1 sont fermées et si 7,"
vaut 1 elles sont toutes ouvertes :

1 si A§i<‘§i
1 e +Ag, _
. =q9=|l-co§ ==—L|| si —Ag <g <Ag,, Eq IL.29
T 2( {2 Ag, JJ I 1
0 si &, <-Ag,

ou Ag, est 'amplitude de variation correspondant a la fermeture complete des fissures, elle

dépend de I’endommagement, ce qui permet de prendre en compte 1’influence de celui-ci sur
le domaine intermédiaire entre un état ou les fissures sont toutes ouvertes et un état ou elles
sont toutes fermées.

Az, =(1+ad")As’, EqI1.30

N 0 \ Jon] N .
ou a; et Ag; des parameétres matériaux a identifier.

1.2.4 Tenseurs des déformations stockées et résiduelles

Le tenseur des déformations stockées, &”, a été introduit dans le modéle afin d’assurer
la continuité¢ de la réponse contrainte/déformation. En effet, lors de la désactivation de
I’endommagement, le tenseur d’élasticité endommagé S “va devenir instantanément le

tenseur d’¢élasticité initial S ’ et peut engendrer une discontinuité. Ce tenseur des déformations

stockées va permettre au matériau de récupérer ses propriétés élastiques initiales au moment
de la désactivation de I’endommagement sans discontinuité.
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5 + - *

é‘s:_go{(zdlmmm(l_(m —Km j]é}, EqH31
= ol =1 =1

avee

. + .
" =geﬁ:ﬁfn :geﬁ et

1

>
>

" =CcH" T Eq 132

1

Le tenseur des déformations résiduelles, &”, quant a lui, correspond a la déformation a

contrainte nulle en I’absence de fermeture. De plus, il est li¢ linéairement a I’évolution de
I’endommagement :

5 . + - *
&S’ :Kz%dim(mmg F(1- K" jj:g } Eq 1133
i=1

ou y, estun parametre a identifier qui permet de pondérer la relation entre I’endommagement

et les déformations résiduelles. La Figure I1.9 représente les déformations stockées et
résiduelles.

Oa

Figure I1.9: Représentation des déformations stockée et résiduelle.
1.3 Loi d’évolution de la rupture progressive des torons

1.3.1 Forces thermodynamiques

Afin de décrire le caractére adoucissant du comportement des composites a matrice
céramique (Figure I1.2), une rupture progressive des torons est introduite dans le modéle
ODM. Pour cela, des variables scalaires d’endommagement des torons sont ajoutées au
modele, chacune pour une direction d’orthotropie (chaine, trame et hors plan) et pour chaque
mode de ruine des torons (traction et compression) :
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Traction: Compression :
oron 1 2 ‘oron 1 2
)ﬁtt =_C101-<51 >+ Vi :_C101-<81>,
2 2
oron 1 2 loron 1 2. Eq 1134
»y :_ng-<52>+ y;c =_C£2-<52>_
2 2
toron 1 0 2 toron 1 0 2
Yy = EC33~<‘93>+ Ve = 5C33,<g3 >,
Remarque :

d" et dy"" correspondent respectivement a des ruptures progressives des torons
chaine et trame, dy"" correspond quant a lui a une « macro » fissure dans l’épaisseur du

materiau.

1.3.2 Cinétique d’endommagement

De la méme maniére que pour I’endommagement matriciel, des critéres multiples et
découplés ont été associés a chaque variable d’endommagement des torons. On définit alors
les fonctions indicatrices de chaque variable d’endommagement en traction et en compression

toron

avec les fonctions g;

i .

toron toron toron _ toron foron foron
F, (y ,d}/ )— & (y, )_djl

Jt Jt J

et Eq11.35
Froon (yloron ,dorn )= g (ytoron )_ deon

ct ct ct
toron
P
toron toron
< V y Jt y 0 >
; +

toron
Cjit

foron

__ _gjtoron
g5 _dc,-, | 1—exp| -

et Eq I1.36
toron
P je
toron toron

<Vyjc _ﬂy()jc >
[.()VOVI — d[[)r("’l | l_eXp _ + 5
s Cje toron

ijC
toron toron foron toron foron toron toron toron h |
avec dc_,, , dl,jc s Vey s Ver s Yo > Yo » Py et pi” des parametres du modele.

De la méme maniére que, pour I’endommagement matriciel, d:j’t’ et d:; “"sont les

valeurs de saturation de I’endommagement, respectivement en traction et en compression.

toron toron

» D, influencent

toron toron : : L4 : 9
Yeyr > Veye influencent la vitesse d’¢volution de I’endommagement. p;

la forme de la cinétique de la rupture progressive des torons en traction et en compression.
foron foron . b b b .
Yoo > Yoy, correspondent au seuil d’activation de la rupture progressive des torons.
La rupture progressive des torons est introduite dans le modele par six variables
d’endommagement des torons
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toron __ foron toron
djt - sup(g Jt (y Jt ))’

< Eq 1137
a = sup(g? (o). 1

<t

1.3.3 Tenseurs d’effet de ’endommagement

Les tenseurs d’effet de I’endommagement pour la rupture progressive des torons
(H t;m" et H 3‘:0”) ont des formes similaires aux tenseurs d’effet de 1I’endommagement

matriciel (H' , H, , H ).

1.3.4 Effet retard

L’ajout de la rupture progressive des torons, caractérisée par un adoucissement du
comportement, peut entrainer des problémes numériques (dépendance aux maillages,
localisation, ...). Pour éviter cette localisation, un effet retard a été introduit pour régulariser
le probléme en limitant la vitesse de I’endommagement. Une équation différentielle de
I’endommagement des torons est alors définie en fonction des parameétres caractéristiques en
traction et en compression 7, et 7, .

i = )
toron __ . toron _ toron
d;" =—\d;," —d;""),

Jjt

o =L )
toron __ toron __ jtoron
djc - T djcnr dJC .

Jjc

Eq 11.38

ou d;™, d7"" sont les variables d’endommagement des torons non retardées et d;", d"™"

celles au temps considéré.

I1. EVOLUTION DU MODELE VERS LA FATIGUE

Avant de faire évoluer le modele statique ODM vers la fatigue, quelques modifications
ont été¢ dans un premier temps apportées a ce modele statique.

I1.1 Adaptation du modéle ODM

IT1.1.1 Déformations positives

La formulation des déformations positives a été redéfinie. La formulation précédente,
qui correspondait a la partie positive de la décomposition spectrale du tenseur des
déformations (Eq I1.16), posait des difficultés numériques pour le calcul de la matrice
tangente puisqu’il était difficile de déterminer analytiquement la dérivée des déformations
positives et donc la matrice tangente.

La nouvelle formulation des déformations positives est basée sur la détermination
d’une déformation efficace pour chacune des directions de I’endommagement. Par exemple, si

on considére un endommagement suivant d,", les déformations ¢,,, €;; et &,; n’ont pas de

role sur celui-ci. Ainsi, un tenseur des déformations efficaces au sens de d|" peut étre défini
par :
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& € €3
gejﬁsace/dl

£ =g, 0 0. Eq I1.39
g; 0 0

Le tenseur des déformations positives, calculé pour un endommagement suivant d,",
est donné par :

+ +)?
# :%(‘911 +\/‘9112 "‘4(‘9122 +‘9132)) et & :(ﬂdl j +(8122 +gl32)’ Eq 11.40

\3
)

d+

&y = Y
)

- €.

& o Eq 1141
]

. G

el =

13 of

Les déformations positives suivant les directions 2 et 3 sont définies de la méme
maniére avec permutation des indices.

Pour valider cette nouvelle formulation, une comparaison entre le modeéle ODM avec
I’ancienne et la nouvelle formulation des déformations résiduelles et des résultats obtenus
dans la littérature [Maire J.F et al, 1996] a été réalisée pour des essais de cisaillement pur, de

traction/cisaillement et compression/cisaillement et les résultats sont présentés sur la Figure
I1.10.

On constate qu’il y a bien concordance entre les essais et les simulations. Les
principaux avantages de la nouvelle formulation sont une implémentation plus facile dans un
code de calcul, une rapidité de calcul accrue, une différenciation claire des déformations
positives pour chaque endommagement, mais surtout la possibilit¢ de calculer analytiquement
la dérivée et donc d’avoir la valeur exacte de la matrice tangente.
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== = Données expérimentales

" *** Ancienne formulation des déformations résiduelles

= Nouvelle formulation des déformations résiduelles

2 6/1=-1
= . olt=0
o -
= w1
= e
g e
.‘—E Wr—"—""ﬂ*ﬂ
v
=
il
£
£
[
(=
&)

] i i i i | |

Déformation (¥, , en %)

Figure I1.10 : Comparaison entre des essais multiaxiaux de traction/compression/torsion
[Maire J.F et al, 1996] et le modéle ODM pour une enveloppe de courbes contrainte/déformation de
cisaillement.

I1.1.2 Forces thermodynamiques des torons

Les forces thermodynamiques des torons ont €t¢ modifiées pour prendre en compte

P’effet du cisaillement sur les torons :

toron

toron

Yo

S
~RO | O |~ |~

2
&)+ /1

v =slene) + s

Vi ZE(CJOI 81>i +fzf

Cl e,V +fi.Cl..

Ci e, + f1.Cl (e, )Z)’

Eq 11.42

S 6 5 6 pd p6 p4 6 4 5 pd 5 \
avec  fi, . [ SieoSieTor oS Sow s Sow s S0 Sor o S50 €6 f5. des paramétres matériau a

identifier qui représentent 1’ensemble des couplages possibles entre traction et cisaillement.
Les prendre tous nuls revient a la formulation précédente qui considére que les cisaillements

n'ont pas d'effet sur la rupture des torons.

I1.1.3 Effet retard

L’ancienne formulation de I’effet retard (Eq I1.38) pose un probléme lors de la
décharge. En effet, méme sous un état de contrainte nul, I’endommagement retardé continue
de croitre jusqu’a atteindre ’endommagement non retardé, ce qui n’est pas caractéristique du
comportement des composites tissés. Pour pallier ce probleme, I’effet retard a été modifié¢ et
devient fonction de la variable d’endommagement et des forces thermodynamiques au temps

considére :
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dy =g l)-ai)
f Eq 1143
Jje Jje

dor = TL( g (o) groon).

Je

I1.2 Différentes approches de modélisation de la fatigue

A notre connaissance peu de modéles pour les CMC existent. Excepté un modéle
empirique sur les CMC proposé dans la littérature par [Case S et al, 2009], il existe peu de
modeles de fatigue dédiés aux CMC. On peut néanmoins citer le modele du LMT Cachan
pour lequel les lois utilisées pour la fatigue ont été développées a partir de modeles a I’échelle
microscopique. [Letombe S, 2005] considére que la fatigue est uniquement due au mécanisme
de frottement des fibres sur la matrice au voisinage des fissures orthogonales aux fils.
L’évolution de la rigidité et des déformations inélastiques jusqu’a saturation en fatigue est
alors associée a ces mécanismes d’usure. Ce modele macroscopique est fondé sur le modéle
unidirectionnel développé a 1’échelle microscopique par [Reynaud P, 1996]. A partir de ce
modele, ils définissent en fonction du nombre de cycles, N, 1’évolution de la souplesse
longitudinale des fils :

. f 00
* : d(N) ) AcfLl)
gﬁl longi fatigue = AI—=Iﬁl longi statique (l’l{_ q)z (N)j o_—(ll) 0 00 Eq 11.44
=max\ ’ 0O 0 0
et des déformations résiduelles :
: : d(N) ) Ac(l) [2 0
gp fil longi fatigue = Agpﬁl longi statique( ? {_ CDZ(N)J o (1,1)|:0 0j| : Eq I1.45

et H ~ correspondent respectivement aux dérivées temporelles du
= fil longi fatigue = fil longi statique
tenseur de souplesse due a la fatigue et due au chargement quasi-statique. L’amplitude de la

contrainte lors d'un cycle dans la direction longitudinale est définie par Ao, alors que o,

est la contrainte maximale du cycle dans la direction 1. Le passage micro/macro se fait grace
aux fonctions f'et 4. Le phénomene d’usure li¢ a la fatigue et surtout au nombre de cycles, N,
est introduit dans I’Eq 11.44 et ’Eq 11.45 par la fonction @ :

CI)(N): eXp(VoN)"'ﬂo

g Eq 11.46

ou y, et B, sont des parametres matériau.

Contrairement au modéle du LMT et comme nous le présenterons plus loin, nous
supposerons que le phénoméne d’usure n’est pas le phénomene de premier ordre a prendre en
compte pour décrire la fatigue. Dans le modele de fatigue que nous construirons, nous
décrirons plutdt la fatigue comme une accumulation de I’endommagement matriciel en
fonction du nombre de cycles. Dans la littérature les principaux modeles de durée de vie en
fatigue sont définis principalement pour les composites stratifiés a matrice organique et
peuvent étre classés en trois catégories ([Degrieck J et al, 2001]) :

e Les modeles visant a prévoir uniquement la durée de vie: ces modeles sont
dépendants des données expérimentales et ne tiennent pas compte des mécanismes
d’endommagement.
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I1. EVOLUTION DU MODELE VERS LA FATIGUE

e Les modeles phénoménologiques qui permettent de déterminer la durée de vie des
composites en modélisant 1’évolution des performances résiduelles (rigidité / résistance) du
matériau.

e Les modeles d’endommagement progressif qui utilisent une ou plusieurs variables
d’endommagement liées a des phénomenes physiques.

Dans la partie qui suit, les notations des auteurs sont conservées.

I1.2.1 Modgeles visant a prévoir la durée de vie

Une premicre catégorie de modele vise a prévoir la durée de vie des composites en se
basant sur les méthodes empiriques utilisées pour les matériaux métalliques. Ces modeles,
simples a mettre en ceuvre et rapides, ne tiennent pas compte des mécanismes
d’endommagement du matériau. Cette catégorie peut étre subdivisée en deux types
d’approches. Tout d’abord, les approches dites macroscopiques ou globales, qui permettent de
prévoir le nombre de cycles a rupture du matériau Nysous sollicitation de fatigue a partir de
courbes de Wohler. Ces courbes permettent de déterminer la durée de vie en fonction de
I’amplitude de la sollicitation cyclique uniaxiale, pour une fréquence f et un rapport de charge
(Gin/ T mar) donnés. D’une maniére générale, la réalisation des courbes de Wohler demande

un grand nombre d’essais. Ces types de modele sont souvent linéaires soit en échelle semi-
logarithmique

o=0,,-B.log(N,), Eq 11.47
soit en échelle bi-logarithmique, appelés également lois de type Basquin
(iJ =N, Eq I1.48
O-ult v

et permettent de déterminer le nombre de cycles a rupture du matériau Ny.

Ces modeles basés sur un grand nombre d’essais ne permettent pas de déterminer la
durée de vie de composites lors de chargements complexes et ne peuvent pas étre appliqués
dans le cas d’une structure.

Le second type de modéle est fondé sur I'utilisation d’un critére de rupture dont on
recense de nombreuses références dans la littérature. Tout d’abord, [Hashin Z et al, 1973]
furent parmi les premiers a proposer un critére de rupture qui distingue le mode de rupture des
fibres de celui de la matrice :

o,=0, Eq I1.49

2 2
(0{;} +(i) =1, Eq I1.50
o, T

ou o, et o, représentent respectivement les contraintes le long des fibres et perpendiculaires

aux fibres, 7 la contrainte de cisaillement, ¢';, o7 et 7" sont les contraintes ultimes en
traction axiale, traction dans le sens transverse et en cisaillement. Les contraintes ultimes sont
fonction de la contrainte maximale du chargement de fatigue, du rapport de charge et du
nombre de cycles. [Ellyin F et al, 1990] a utilisé un critére de rupture en fatigue fondé sur la
densité d’énergie de déformation. La densité d’énergie de déformation est calculée en faisant
I’hypothese des contraintes planes :

AW =&N? EqIL51
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avec : Ny le nombre de cycles a rupture en fatigue,
AW' I’amplitude d’énergie de déformation,
x et a des fonctions de 1’angle des fibres identifiées expérimentalement.

[Reifsnider K.L et al, 1991] a utilisé un critére de rupture en contrainte moyenne. Ce
critere de rupture microscopique prend en compte les propriétés des constituants du composite
et les interphases fibre/matrice. De la méme maniére que pour le critere développé par
[Hashin Z et al, 1973], ce critére de rupture est fonction de deux mécanismes de rupture, I’un
pour la fibre (Eq I1.52) et I’autre pour la matrice :

(of)=x", EqIL52
2 2
<;‘(2n21> N <§1:2> 1, Eq IL53

avec <05 > et <0',;7’> respectivement la contrainte moyenne pour les fibres et la contrainte

moyenne pour la matrice, X et X" les contraintes & rupture des fibres et de la matrice et S” la
résistance de la matrice en cisaillement. Ces contraintes a rupture dépendent du rapport de
charge R, du nombre de cycles N, de la fréquence fet sont déterminées a partir des courbes de
Wohler. Ce modele micromécanique a été appliqué pour des chargements hors axes sur un
stratifié¢ unidirectionnel verre/époxy. Des relations semi logarithmiques entre la contrainte
cyclique appliquée S et le nombre de cycles N sont également utilisées pour définir le critére
de rupture [Fawaz Z et al, 1994] qui peut étre généralisé par :

S(aj, a,, H,R,N) = f(a,,az,ﬁ).[g(R)mr log(N)+ br], Eq I1.54
ou 6 correspond a l’angle d’empilement et R le rapport de charge. m, et b, sont des
coefficients dépendant du matériau. Les variables a; et a, sont des rapports de contraintes :

a,=—, EqIL.55
O-x
T

a, =—>. Eq I1.56
o

Notons également qu’il existe un modele de prévision de durée de vie avec un critere
en rupture fondé sur des lois puissances [Harris B, 1985]. Ce mod¢le fait intervenir des
variables normalisées avec une loi puissance permettant de décrire la dégradation de la
résistance résiduelle lors d’un chargement de fatigue :

a=f(1-m) (c+m), Eq 11.57
avec : f, u et v fonctions linéaires de « log Ny »,
o; la résistance de traction,

O ai : 2 Y
a = —* Ja contrainte alternée normalisée,

0,

o . .,
m =—" la contrainte moyenne normalisée,

o,

c

o

c= la résistance a la compression normalisée.

t
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Ce modele a été appliqué sur des stratifiés [0/90]s a matrice époxy mais avec des fibres
pouvant étre en carbone, en verre ou en Kevlar.

Enfin, des critéres en rupture macroscopiques fondés sur le critére de rupture de Tsai-
Hill ou de Tsai-Wu sont aussi définis. Par exemple, [Lawrence Wu C.M, 1993] utilise un
critére de rupture macroscopique, fondé sur le critére de rupture de Tsai-Hill qui s’exprime de
la manicre suivante :

o’ :2(F+3G+H)[F(Gy —GZ)Z + G(O‘Z —0'X)2 +H(Gx —Gy)z +2La)2,2 +2Mo?, +2N0'f},]

Eq I1.58
ou, F, G, H, L, M et N sont fonctions des contraintes ultimes du pli X, Y et Z de méme
direction. o ., 0,, et o, représentent les contraintes de cisaillement dans le pli. o est la
contrainte équivalente qui permet de prendre en compte les contraintes ultime X, Y et Z. De
plus ces contraintes ultimes sont toutes fonctions de la durée de vie Ny

[Jen M.H.R et al, 1998] a également modifi¢ le critére de rupture de Tsai-Hill pour un
chargement de fatigue multiaxial en contrainte plane pour des stratifiés quasi-isotropes (Eq

11.59).
2 2 2 2
M[iJ M(i_] _M“Mz{%j M[Cj] 1 Fq 159
Oy 0> Oy Oy

Les resistances a la fatigue &; sont fonctions du nombre de cycles N et de la

fréquence f.

Enfin, [Philippidis T.P et al, 1999b] a proposé un critéere de rupture en fatigue
multiaxiale trés similaire au critére de rupture quadratique de Tsai-Wu pour un chargement
statique :

Eiaiaj +Fo,—1<0 avec i,j=1206, Eq 11.60

ou F; et F;sont fonction du nombre de cycles N, du rapport de charge R et de la fréquence de
chargement f.

Le principal inconvénient de ces différents modeles de prévision de la durée de vie est
qu’il faut une base expérimentale assez importante pour déterminer la durée de vie des
composites. En effet, il faut disposer d’essais pour chaque matériau, empilement ou type de
chargement. De plus, ces approches sont difficilement exploitables pour des chargements
complexes comme des chargements multiaxiaux. Enfin, méme si ces approches sont simples
et rapides, elles ne prennent pas en compte les mécanismes d’endommagement au sein du
matériau.

I1.2.2 Approches phénoménologiques

Le second type de modéele est plus phénoménologique et propose une loi d’évolution
de la dégradation des propriétés a 1’échelle macroscopique. Ces modeles peuvent étre
subdivisés en deux sous catégories, 1’'une fondée sur la perte de rigidité et I’autre sur la
résistance résiduelle.

a. Rigidité résiduelle

Les modeles fondés sur la rigidité résiduelle décrivent la dégradation des propriétés
¢lastiques durant un chargement de fatigue (Figure I1.11).
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Module
E

>
Nombre de cycles

Figure IL. 11 : Schématisation de la perte de module en fonction du nombre de cycles.

Classiquement, pour décrire cette perte de rigidité, une variable d’endommagement D
est souvent utilisée. Cette variable prend en compte 1’évolution des propriétés observables a
I’échelle macroscopique, avec £y le module d’Young initial et £ le module endommagg :

E
D=1-—, Eq 1161

0

[Hwang W et al, 1986] propose un modele qui définit que la vitesse de dégradation du
module en fatigue (F) suit une loi puissance en nombre de cycles n
dF
dn
ou A et ¢ sont des constantes matériaux. De plus il suppose que la contrainte appliquée g,
varie linéairement avec la déformation résultante lors d’un chargement cyclique.

o, =F(n;)&n), Eq 1163
ou F(n;) et g(n,.) sont respectivement les modules de fatigue et la déformation lors du cycle #;.

=—Acen“!, Eq I11.62

Apres intégration et introduction du critére de rupture en déformation, la durée de vie en
fatigue, N, peut étre déterminée par :

N=[B(I-r)e, Eq I1.64

a

avec r = le rapport de la contrainte cyclique appliqué sur la contrainte statique ultime, B

et ¢ sont des constantes matériau. Par la suite [Hwang W et al, 1986] a proposé un autre
modele d’endommagement D basé sur le module de fatigue F(n) et la déformation résultante

F,
p=—"_| o 1] EqIL65
1-r| F(n)
L’apparition de fissure est déterminée par
D=3%AD, =1 Eq 11.66

i=1
ou AD; correspond a I’accumulation de ’endommagement durant un essai de fatigue a m
cycles pour un niveau de contrainte 7;.

Un modele uniaxial pour des composites unidirectionnels a été développé par

[Sidoroff F et al, 1987]. Ce mod¢ele, écrit en déformation, introduit une variable
d’endommagement D et différencie la traction de la compression lors de la sollicitation en
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fatigue. Dans ce modéele I’évolution de I’endommagement est définie en fonction de
I’amplitude de la déformation appliquée Ag :

dD A.(Ag) .

— =———- entraction

dN- (1-D) : Eq IL67
dD .

—=0 en compressiam

dN

ou A4, b et c sont trois constantes matériau pouvant étre identifiées expérimentalement.

Cette approche est reprise par [Vieillevigne S et al, 1997] qui définit I’évolution de
I’endommagement D en fonction de la contrainte locale appliquée o

a_, o

dN 'a-D)"’
avec m et n des parametres pour des valeurs de R et f fixés et K; un parametre qui prend en
compte la dispersion expérimentale.

Eq I1.68

Par la suite, [Kawai M, 1999] a modifié le modele et 1’a étendu pour des composites
unidirectionnels a fibres de carbone lors de sollicitations hors axe. Ces travaux ont permis de
montrer que I’endommagement en fatigue peut €tre décrit par une simple variable scalaire @
et que son accroissement peut étre défini par :

do _K(o,,)"
dN  (I-)’

*

Eq I1.69

ou K, n et k sont des constantes matériau et o une contrainte effective sans dimension

max

correspondant & une contrainte de fatigue maximale déterminée par une contrainte de type

Tsai-Hill :
(@2 ? O;,0 (o2 ? T ?
* _ 11 11~ 22 22 12
O pax = Max (—X) 7 +[—Y] +(—Sj , EqIL.70

ou X, Y et § sont respectivement les résistances a la rupture longitudinale, transverse et en
cisaillement.

Enfin, [Philippidis T.P et al, 1999a] propose une loi normalisée de la chute de rigidité
en fonction de I’amplitude de la contrainte appliquée Ao, :

E_N=1_Kﬁ i, EqIL71
E, E, N,

ou Ey, E; et Ey représentent respectivement les rigidités du matériau sain, aprés 1 cycle et
aprés N cycles. ¢ et K sont des constantes a identifier.

Ces modeles phénoménologiques ne déterminent que 1’évolution de la dégradation de
la rigidité et non 1’évolution de I’endommagement durant un essai de fatigue. Pour conclure,
ce type d’approche ne permet pas de considérer I’état d’endommagement du matériau mais
uniquement la dégradation de ces propriétés mécaniques.

b. Resistance résiduelle

Le concept de résistance résiduelle a été utilis¢é dans de nombreux travaux. La
résistance résiduelle est la résistance du matériau apres un certain nombre de cycles (Figure
11.12).
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Figure I1.12 : Schématisation de la résistance résiduelle d'un matériau.

[Halpin J.C et al, 1973] et [Shokriech M et al, 1997] partent du principe que la force
résiduelle R(n) est une fonction décroissante monotone du nombre de cycles n et que le
changement de la force résiduelle peut étre approximé par une loi puissance

dR(n) - Alc™)

dn m[R(n)]""’

avec A(o"”“w) une fonction de la contrainte cyclique maximale o et m une constante.

EqIL.72

Les modeles phénoménologiques fondés sur la résistance résiduelle ont été
uniquement développés pour des sollicitations uniaxiales et ne permettent pas de prendre en
compte les sollicitations complexes sur une structure. De plus, la résistance résiduelle d’un
matériau est déterminée lorsque le matériau a rompu, contrairement aux approches de rigidité
résiduelle qui reposent sur 1’évolution des propriétés mécaniques durant la fatigue.

I1.2.3 Approches d’endommagement progressif

La derniére catégorie des approches de modélisation en fatigue concerne les modéles
d’endommagement progressif. Ces modeles utilisent une ou plusieurs variables
d’endommagement qui sont liées a des phénomenes physiques d’endommagement (fissures
transverses dans la matrice, délaminage, ...) afin de décrire la dégradation des composites.
Ces modeles permettent de prévoir a la fois la durée de vie des composites et leurs
performances résiduelles. Notons qu’il existe dans la littérature plusieurs modéles
d’endommagement progressifs fondés sur des modeles statiques pour les stratifiés ([Thionnet
A et al, 2002], [Abdelal G.F et al, 2002], [Gornet L et al, 2011], [Revest N, 2011], [Payan J et
al, 2002], [Hochard C et al, 2006], [Hochard C et al, 2010]).

[Thionnet A et al, 2002] et [Revest N, 2011] ont développé un modele capable de
prendre en compte les différents modes de chargement. La fissuration intralaminaire est
considérée comme 1’endommagement principal a 1’échelle du pli. Ces fissures sont
modélisées par un vecteur V fonction de trois variables d’état :

Y ZY(a,m,r) :f(a)g(m,”) . Eq II.73

La variable d’état m caractérise le mode d’ouverture des fissures. La variable d’état
est introduite pour tenir compte du rayon d’ouverture de la fissure. Enfin, la variable o est
définie comme une densité de fissures normalisée de la densité de fissure d par I’épaisseur du
pli fissuré e

a=exd. Eq11.74
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I1. EVOLUTION DU MODELE VERS LA FATIGUE

En statique, la loi d’évolution de la variable o est décrite a 1’aide d’une loi seuil
d’endommagement. Ce seuil 4 est lui-méme une fonction de « et de trois paramétres (a, b et
¢) fonction de m

Eq 1175

Pour le passage de ce modele a la fatigue, les parametres a, b et ¢ du seuil
d’endommagement dépendent du nombre de cycles et des paramétres qui décrivent le
chargement local de fatigue (R et f). La loi du seuil d’endommagement devient :

1“[1“(1 .7 J]
A, m, N, R, f)=—b(m, N, R, [ )ex AmNRIV)N - e
a(m,N,R,f)

[Hochard C et al, 2010] définit une loi cumulative de I’endommagement pour tout type
de stratifié, ou la variable d’endommagement en fatigue est définie en additionnant
I’endommagement issu du chargement statique (d,) avec ’endommagement gouverné par la

fatigue (d ;) :
dy =d +d,. EqI1.77

L’endommagement issu du chargement statique dépend d’un seuil de chargement Y et
d’une force thermodynamique équivalente Y., dépendant de I’histoire du chargement maximal
dans chaque pli UD.

d. = < ]—e_(qu_Y0)> . Eq11.78

N
L’évolution de ’endommagement en fatigue est définie en fonction du chargement

maximal Ydl.UD " etde I’amplitude du chargement pendant un cycle AYdI.UD *

od. . . . . :
Ly QYA b (Y -1 ) Eq 1179

+

" . \2
UbD . UD
max (O, — mmn (o.
AYd_UD* _ (recyele{t)( ! ) Tecycle(t)( ! ))
4 2Eiud (1 _ diud )2

ou le parametre Yof correspond au seuil d’endurance du matériau.

Eq 11.80

5

I1.3 Proposition d’une loi d’accroissement de I’endommagement matriciel

L’extension du mod¢le statique ODM a la fatigue sans prise en compte de la physico-
chimie est un travail réalis¢é en collaboration avec Carole Rakotoarisoa [Rakotoarisoa C,
2013] qui a travaillé pendant sa these sur la prévision de la durée de vie en fatigue de
composites tissés a matrice organique. En se basant sur la bibliographie, nous avons décidé
d’utiliser une loi d’accroissement de I’endommagement en fonction du nombre de cycles N
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permettant ainsi de prévoir a la fois la durée de vie des composites et leurs performances
résiduelles.

Sans contre-indication claire d’un point de vue expérimental, les mécanismes
d’endommagement en fatigue sont considérés identiques aux mécanismes d’endommagement
sous chargement statique. Le chargement de fatigue va conduire & un accroissement de
I’endommagement matriciel, d" :

di
) (li—p Yymex_ 7
ad! _ (d:’f _ar )Vz <(1 Ryi)ﬂ Vi Yo; >+ avec i = {]’2’314,5} EqI1.81
ON ! yj,:

avec y; ,f; et 0, des parametres matériau a identifier.

Lors de sollicitations de fatigue ou de fluage, d" évolue en fonction du nombre de

cycles N, des parameétres caractéristiques du cycle de chargement (chargement minimum et
rapport de charge) et de I’endommagement formé lors des cycles précédents. Il décrit un
endommagement créé par une sollicitation de fatigue. Il décrit également le fait qu’en fluage
I’endommagement mécanique des CMCs n’évolue pas (Ry[ =1 )

Les paramétres caractéristiques de la fatigue qui sont moteurs de I’endommagement
sont habituellement déterminés a partir des contraintes maximale et minimale du cycle (Eq
I1.79). Or lors de chargements multiaxiaux, la contrainte est un tenseur d’ordre 2 et donc la
notion méme de contrainte maximale ou minimale n’est pas simple. Pour pallier ce probléme,
il convient de définir une variable scalaire permettant la caractérisation des cycles.
L’accroissement de I’endommagement di a la fatigue est donc défini a partir du rapport des
forces thermodynamiques (les mémes que le modele statique), celles-ci étant des variables
scalaires. Le rapport des forces thermodynamiques R, est défini comme le rapport entre la

force thermodynamique maximale et minimale lors d’un cycle :

= avecqy .o TS5 0 '
. yirnax yirnm - su}l:I]l](-E}Cle(yi (8)) q

De plus, lors d’un méme chargement, la vitesse d’accroissement de I’endommagement
peut varier entre les premiers stades d’endommagement et les stades ultimes (saturation de la
fissuration). Pour cela, une dépendance de la vitesse d’accroissement a été introduite dans la

. : i s
formulation du cumul de I’endommagement par le terme (df -d") , avec d

correspondant a une saturation de I’endommagement en fatigue. Jusqu'a obtenir des résultats
expérimentaux qui contrediront cette hypothése, nous supposerons qu’elle est identique a
celle en statique (Eq 11.22) :

S
d.; =d!. Eq I1.83
Nous avons aussi choisi d’introduire dans 1’expression du cumul de ’endommagement

un seuil de fatigue (y{_ ) Ce seuil permet de prendre en compte la notion de limite

d’endurance. Cette notion, souvent discutée, signifie que sous une certaine valeur de
contrainte appliquée (souvent basse) la durée de vie du matériau est infinie ou peut étre
considérée comme infinie. En imposant une valeur nulle a ce seuil, on peut considérer que le
composite n’a pas de limite d’endurance et cassera méme a trés faible contrainte (mais au
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I1. EVOLUTION DU MODELE VERS LA FATIGUE

bout d’un nombre de cycles extrémement grand). Il nous parait 1€gitime de poser 1’hypothese
que le seuil d’endommagement de fatigue est toujours inférieur ou égal a celui de la statique :

vi <y Eq 1184

Enfin, nous avons introduit un coefficient matériau, y{_ , qui permet de régler la

vitesse d’évolution de ’endommagement de fatigue.

I1.4 Critere de rupture en fatigue

Dans le cas d’éprouvettes sans singularité, la premicre rupture de toron est considérée
comme catastrophique. Dans les anciennes versions du modele d’endommagement statique
ODM, le critere de rupture apparait lorsqu’une des forces motrices des torons en traction ou

toron toron toron

en compression ()", y"") atteint le seuil de rupture des torons en traction Yo, ouen

toron

compression y, . Néanmoins, I’augmentation de I’endommagement matriciel au cours d’un

Oje
essai statique ou de fatigue va entrainer progressivement des reports de charge sur les torons.
Ces reports de charge vont alors accélérer 1’évolution des forces motrices des torons. Pour
cela, le critére de rupture a été modifi¢ dans ce travail. Les critéres de rupture en traction et en
compression sont alors définis en fonction des variables d’endommagement. Les valeurs de
saturation de I’endommagement sont introduites dans le critére de rupture afin de normer
entre 0 et 1 le terme élevé a la puissance :

nRt
m

i toron toron .
I+ay, v = Yo, ©n traction
m
Ci
Eq IL.85
"R
ar |
I+o | — Yoz y(’)"/f’” en compression
m .
d:

ou, &y, , Ay, , Ny, €t n, sont des coefficients a identifier.
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Le mod¢le statique ODM, présenté en détails dans ce chapitre, permet de prendre en
compte le comportement non linéaire des composites a matrice céramique. La perte de
linéarité observée pour les CMCs provient de 1’endommagement de celui-ci. Or la
particularit¢ des composites a matrice céramique est l'orientation des premiers
endommagements par le chargement. Ainsi, le modele d’endommagement macroscopique
ODM utilise cinq variables d’endommagement qui traduisent les effets de I’endommagement
sur le comportement mécanique. De plus, lors d'un chargement traction/compression, un point
d’inflexion est observé avec une reprise de la rigidité initiale sur le comportement mécanique
des CMCs. Ce changement de module provient de la fermeture des fissures lors de la
compression. Ce comportement caractéristique des CMCs est également pris en compte dans
le modéle ODM par un index de fermeture des fissures. Celui-ci varie de zéro a un, ou
lorsqu’il vaut un, les fissures sont ouvertes et lorsqu’il vaut zéro elles sont fermées. Enfin,
dans le cas de pieces présentant une singularité (trou, congé, etc.), un comportement
adoucissant est observé. Ces constatations proviennent de la rupture progressive des torons
dans la piece. Par I’ajout d’une loi d’évolution de la rupture progressive des torons dans le
modele statique ODM, le caractére adoucissant des pieces est modélisé.

Néanmoins, quelques modifications ont été¢ apportées a ce modéle statique avant d’y
introduire la fatigue. Tout d’abord, une reformulation des déformations positives a été
proposée, elle permet dorénavant de calculer analytiquement la matrice tangente du modele et
de diminuer le temps de calcul du modele. Ce point sera expliqué plus en détails dans le
chapitre VI. L’effet du cisaillement sur les torons a également été ajouté dans le calcul des
forces thermodynamiques utilisées pour décrire la rupture des torons. Enfin, 1’effet retard,
nécessaire pour pallier les problémes numériques lors d’un adoucissement du comportement,
a été réécrit en fonction des variables d’endommagement et des forces thermodynamiques des
torons.

Enfin, afin d’identifier le mod¢le d’endommagement statique des essais de traction
incrémental avec passage en compression ont été réalisés dans le cadre de cette thése. Ces
différents résultats expérimentaux seront présentés dans le Chapitre IV et dans I’Annexe A
confidentielle.

Pour la modélisation du comportement en fatigue et en fluage des composites a
matrice céramique, les mécanismes d’endommagement en fatigue sont considérés identiques
aux mécanismes d’endommagement statique. Ainsi, dans le modele de durée de vie les cinq
variables d’endommagement matriciel du modele statique vont, lors d’une sollicitation de
fatigue, évoluer en fonction du nombre de cycles et du rapport des contraintes du cycle
caractéristique de fatigue. L’évolution de ces endommagements est calculée dans le modele
de durée de vie a partir des forces thermodynamiques statiques par une loi d’accroissement
progressif de I’endommagement. Ce choix de loi permet alors de déterminer
I’endommagement matriciel créé lors d’un bloc de N cycles et non de maniére incrémentale
qui impliquerait de modéliser tous les cycles. Ce type d’approche est possible pour ces
matériaux car lors de sollicitations de fatigue I’endommagement matriciel pour les composites
croit dés les premiers cycles, puis devient quasiment constant jusqu’a la rupture (Figure
I1.13). Ce comportement est différent de celui observé pour les matériaux métalliques pour
lesquels I’endommagement est quasiment nul au début de 1’essai puis, a partir d’un certain
nombre de cycles, I’amorgage de ’endommagement se produit conduisant rapidement a la
rupture.
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Figure I1.13 : Schématisation de l'endommagement en fonction du nombre de cycles normalisés pour les
matériaux métalliques et les composites.

Ainsi, le modele de durée de vie développé dans ce chapitre prend en compte
I’évolution de I’endommagement avec le nombre de cycles ce qui permet de prévoir la durée
de vie mais également l'évolution des propriétés ¢Elastiques et de la tenue résiduelle.
Cependant, la durée de vie des composites a matrice céramique dépend principalement de
I’oxydation de ces constituants. Donc le modele de durée de vie présenté dans ce chapitre
permet de déterminer la durée de vie des CMCs pour des sollicitations sous atmosphére neutre
ou pour des températures non oxydantes. Néanmoins, ce modele permet de connaitre 1’état
d’endommagement du composite, parametre important pour pouvoir prendre en compte
I’oxydation du composite.
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CHAPITRE III : MODELISATION DE LA CICATRISATION DES CMCS

Le chapitre 1 a mis en évidence que la durée de vie des composites a matrice
céramique SiC¢/SiBCy, dépend des conditions environnementales (température, atmosphere
neutre, s€che ou humide). Dans le cadre de ce travail, trois domaines de températures peuvent
étre définis.

Tout d’abord, les basses températures situées entre 20°C et 400°C, ou aucune
oxydation significative du composite n’est observée, se caractérise par le fait qu’une vision
purement mécanicienne suffit a traiter le probléme enticrement. Pour ce domaine de
température, le modele de durée de vie mécanique présenté dans le chapitre II suffit pour
déterminer la durée de vie des composites a matrice céramique.

Aux températures intermédiaires, entre 400°C et 600°C, les fibres Nicalon et le
pyrocarbone s’oxydent diminuant la durée de vie du composite. A partir de 400°C, le modele
de durée de vie purement mécanique doit étre couplé a un modele physico-chimique pour
modéliser I’effet de 1’oxydation des fibres et de I’interphase sur la durée de vie des CMCs.

Cependant a partir de 600°C et jusqu’a 900°C I’oxydation de la matrice
multiséquencée, et plus précisément I’oxyde de bore (B4Cy)), va cicatriser le matériau pour les
hautes températures. C’est pourquoi I’oxydation du B4C) et surtout son role cicatrisant
doivent étre pris en compte dans le modele de durée de vie.

Dans le but de mieux comprendre et d’identifier les effets physico-chimiques dans le
composite a matrice céramique de cette étude sur le comportement mécanique, une campagne
expérimentale a été réalisée par Herakles entre 20°C et 650°C. La littérature et les résultats
d’essai de traction, de fluage et de fatigue ont permis de mettre en évidence que 1’oxydation
des fibres et de ’interphase est la principale responsable de la variation de la durée de vie du
composite. En effet, ’oxydation des fibres Nicalon va entralner une propagation lente de
défauts en son sein et diminuer sa tenue a long terme. L’oxydation de I’interphase de
pyrocarbone va quant a elle augmenter les déformations résiduelles, le transfert de charge de
la matrice sur les torons et va diminuer la rigidit¢ du matériau. Ces différentes modifications
du comportement par I’oxydation du composite sont alors prises en compte dans le modele de
durée de vie développé dans ce chapitre. Cependant, dans un but pédagogique et afin de
simplifier la description du modele physico-chimique et de son couplage avec le modele de
durée de vie mécanique, les équations et les explications de ce chapitre III sont écrites pour
une sollicitation uniaxiale sens chaine. Pour cette sollicitation, c’est la rupture des torons
longitudinaux qui conduit a la rupture du composite. Enfin, le role de la cicatrisation du
matériau est également pris en compte dans le modele de durée de vie par une modification de
la quantité¢ d’oxygene responsable de 1’oxydation de I’interphase et des fibres des torons au
cceur du matériau.

I. PRISE EN COMPTE DES EFFETS PHYSICO-CHIMIQUES SUR LE
COMPORTEMENT MACROSCOPIQUE DES CMCS

I.1 Fissuration sous critique : Effet de ’oxydation sur les fibres

Sous sollicitation mécanique, si la contrainte appliquée est inférieure a la contrainte a
rupture du composite, le matériau peut subir un endommagement qui n’entraine pas sa ruine
comme [’attestent des essais de fluage (ou temps de maintien) et de fatigue réalisés a
température ambiante. Ces observations sont €galement constatées lorsque la contrainte
maximale de sollicitation est d’environ 80% de la contrainte a rupture statique. Ainsi, la durée
de vie des composites a matrice céramique autocicatrisante est considérée comme importante
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a température ambiante des que la contrainte appliquée est inférieure a 80% de la contrainte a
rupture statique.

En revanche, des éprouvettes sollicitées a 450°C ont rompu en fluage et en fatigue.
Ces observations sont en accord avec la littérature ([Farizy G, 2002], [Moevus M, 2007],
[Laforet A, 2009], [De Melo-Loseille O, 2010]) ou il a été montré qu’a partir de 450°C un
facies de rupture des fibres de carbure de silicium de type miroir est observé. Ce type de
facies de rupture est typique d’une propagation lente de fissure dans la fibre due a I’oxydation
des fibres. De plus, des essais de durée de vie en fluage sur torons réalisés sous atmosphere a
différentes températures montrent que la durée de vie des fibres Nicalon diminue avec
I’¢lévation de la température ([Mallet B, 2005], [Delcamp A, 2008], [Mazerat S, 2012]).
D’autres essais de fluage, mais sur fibres Hi-Nicalon, montrent que la durée de vie de ces
fibres évolue en fonction du pourcentage d’oxygéne dans I’atmospheére ([Gauthier W, 2006]).
En supposant que la pression en oxygeéne a un effet similaire sur les torons Nicalon et sur les
torons Hi-Nicalon, on peut conclure que la durée de vie des CMCs dépend non seulement de
la température mais aussi de la pression en oxygene. Cette pression en oxygeéne au cceur du
composite est d’autant plus importante que celui-ci est endommagé. En effet, I’augmentation
de I’endommagement du matériau va se traduire par une augmentation de la taille des fissures
et/ou de leur nombre. Or, les fissures sont des chemins privilégiés pour le transport de
I’oxygene aux torons. Ainsi, plus le matériau est endommagé, plus sa rupture sera prématurée.
Cette hypothese est vérifiée par des essais de fluage (R = Tmin _ 1] a 450°C, reéalisés a 50%

o

max

et 66% du chargement a rupture en statique du composite (Figure II1.1).

Au vu de ces constatations, le modele de durée de vie développé dans ce travail doit
tenir compte de I’oxydation des fibres.

Si on se limite au comportement uniaxial en traction, la rupture du composite, dans le
modele purement mécanique présenté dans le chapitre II, intervient quand la force
thermodynamique en traction y;"" est égale au seuil a rupture des torons longitudinaux y

toron
1t
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N
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Figure III.1 : Evolution de la durée de vie en fluage réalisé a 66% et 50%
de la contrainte a rupture statique a 450°C [source : Herakles].

Pour prendre en compte la rupture différée des fibres Nicalon, ce seuil a rupture des

toron

torons (yo,, ) initialement constant dans le modéle d’endommagement ODM a ét¢ modifié.
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Ce seuil doit diminuer en fonction de la température (7) et de la concentration en oxygene au
sein du matériau (Cg’; ) :
toron __ int
yer = flr,ca) EqTILI
avec Cp) la quantité d’oxygene ou la concentration en oxygéne qui est arrivé sur les torons

longitudinaux.

En considérant que le comportement mécanique des torons est linéaire, la force
thermodynamique et donc le seuil a rupture des torons longitudinaux s’écrivent en fonction de
la contrainte a rupture des torons au moment de la rupture :

Vi == é(E,"i“"-(e, Y )= é —<2> - Eq I11.2
11

toron

avec E””" le module d’Young du toron constitué¢ de fibres Nicalon et o*" sa contrainte a

rupture.
En dérivant par rapport au temps, I’évolution du seuil a rupture des torons est

déterminée en fonction de 1’évolution de la contrainte a rupture des torons (en considérant que
le module du toron n'évolue pas avec la propagation sous critique) :

dy(t)(l)tron(t)z 2 ytoron do_;omn(t) E III3
de 250" dr qH-

[Cluzel C et al, 2007], a partir des travaux expérimentaux de [Gauthier W, 2006] a
proposé une loi d’évolution de la contrainte a rupture des torons de Hi-Nicalon en fonction de
I’environnement de la forme :

I3

do(c) 1 1 deé (G (t))n"”””+1 Eq I11.4

d t n toron B toron d t

ou n" et B sont des coefficients matériau a identifier et 0 représente 1’historique de
I’environnement i.e. la température et la concentration en oxygeéne arrivant aux torons :

r 5

t E;\/icalon
0= !COz (r)exp(— W]dr. Eq L5

toron
toron Btoron n

En se basant sur ces travaux et en posant B = T(2Ef‘l’”’”) 2, I’évolution du

seuil a rupture des torons longitudinaux peut étre définie par :

ntm on

dy(t)(:mn ( t) 1 ) ENicalon 1
L — O™ exp(——X foron (¢y) 2 Eq III.6
” 3 0, (D) exp( RT() Yo, (1))

avec R la constante universelle des gaz parfaits, E é\[’“’lo” I’énergie d’activation en J.mol ™, T'la
température en Kelvin, C," est la concentration molaire en oxygéne au niveau des torons
longitudinaux. La loi des gaz parfaits permet de relier cette concentration molaire [mol.L'] a

int

la pression en oxygene au cceur du matériau (POZ ) grace a la relation suivante :

Py (1)
RT(t)

Coult)= Eq I1L.7
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Le seuil a rupture des torons ainsi défini diminue d’autant plus rapidement que la
température ou la pression en oxygene augmente (Figure I1I.2a et Figure II1.2b).

Y initial) | e T=400°C | |  yifinitial) | |
""""""""""""""" —— T=500°C ] [ e PIN =20 kP2 .
. SRNPR, | TI0 2" M :
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(a) Influence de la température sur le seuil a rupture (b) Influence de la pression en oxygéne sur le seuil a
des torons pour une pression en oxygéne de 20 kPa. rupture des torons pour une lempérature de 600°C.

Figure II1.2 : Evolution du seuil a rupture des torons en fonction de I’environnement
(température et pression en oxygene).

Cependant, si la fissuration matricielle du composite n’est pas assez importante pour
permettre a I’oxygene d’atteindre les torons, la fissuration sous critique des torons n’aura pas
lieu. Il est donc important de connaitre 1’état d’endommagement du composite, ce point sera
détaillé dans le paragraphe II.1.1. De plus, dans le composite, les fibres Nicalon et les torons
sont enrobés d’une interphase en pyrocarbone, sujette ¢galement a I’oxydation. Il est donc
nécessaire d’étudier préalablement le réle de I’interphase dans le composite a matrice
céramique.

.2 Role de I’interphase de pyrocarbone sur la durée de vie des fibres

L’interphase de pyrocarbone qui enrobe les fibres joue un role trés important dans les
composites a matrice céramique. Elle permet d’une part de dévier les fissures paralléelement
aux fibres et d’autre part de ralentir I’oxydation des fibres. En effet, sous I’effet d’une
sollicitation mécanique le matériau se fissure et les fissures facilitent le déplacement de
I’oxygeéne contenu dans les macropores ou venant de 1’extérieur vers les fibres. Dans ces
matériaux, une couche de pyrocarbone d’environ lpm d’épaisseur enrobe les fibres de
carbure de silicium.

Dans ce modele on a besoin d’une certaine schématisation. Pour cela, on se place au
niveau des torons et on considére que le pyrocarbone enrobe chaque toron. Pour des questions
de clarté, dans la suite de ce chapitre, sur les figures permettant de mieux visualiser les
différents aspects physico-chimiques dans le composite, le toron, 1’interphase de pyrocarbone
et la matrice autocicatrisante (MAC) nous utiliserons la représentation schématique de la
Figure I11.3.
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Figure I11.3 : Représentation simplifiée d'une fissure arrivant a l'interphase.

L’oxygene atteint le pyrocarbone avant le toron. Néanmoins, en présence d’oxygene et
sous une température suffisante, le pyrocarbone s’oxyde (chapitre I). La réaction d’oxydation
entre I’oxygeéne et le pyrocarbone va former du dioxyde de carbone (CO,(,)) ou du monoxyde
de carbone (CO(y)), sous forme gazeuse. Ainsi au bout d’un certain temps, sous atmosphere

vol

oxydante, I’épaisseur de pyrocarbone e . se volatilise (Figure Ill.4a). L’épaisseur

restant

d’interphase restante ep ™" qui protege le toron va alors diminuer. Une fois toute I’¢paisseur

enrobant le toron volatilisée, ’oxygene présent va attaquer le toron (Figure IIL.4b) et
contribuer a la rupture prématurée du composite.

\
L

[ L \v

val
Jenc \v &\},
"t restant
jes
Toron Toron
(a) Schématisation de la volatilisation du pyrocarbone. (b) Schématisation de ’arrivée de ['oxygéne au niveau

d'un toron aprés oxydation du pyrocarbone.

Figure I11.4 : Schématisation de [’évolution de I’oxygene au niveau de [’interphase et d’un toron.

[Bernstein J, 1988] a montré que I’oxydation du pyrocarbone suit une loi parabolique.
Ce caractere parabolique est dii a la formation du monoxyde de carbone ou du dioxyde de
carbone dans un endroit confiné. La formation de ces gaz va alors rendre plus difficile la
diffusion de I’oxygene jusqu’au pyrocarbone (Figure I11.5).

=t restant
PyC

Figure II1.5 : Schématisation de [’effet de I’oxydation du pyrocarbone sur la diffusion de I'oxygene.
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Ainsi, I’évolution de 1’épaisseur de pyrocarbone au cours du temps va dépendre de la

concentration en oxygene, non pas dans le matériau (C’O’;t) mais au niveau de I’interphase de

pyrocarbone (C‘ODZy C) (Figure I11.6).

Figure I11.6 : Représentation des concentrations en oxygene interne et au niveau de [’interphase.

Comme ’oxydation du pyrocarbone est thermoactive, sa vitesse d’oxydation peut
s’écrire sous la forme d’une loi d’Arrhenius :

oe). B EPC PyC
a—; [m.s 1] = aepyck:yc. exp(— F(t)j(cggc(t))‘ Eq I11.8

L. , . + n -
avec @, une constante matériau, k,’* la constante de réaction en m™".mol™s", E*
,

, . . . -1 . . ’
I’énergie d’activation en J.mol ', R la constante universelle des gaz parfaits, 7" la température
en Kelvin, C;° la concentration molaire en oxygéne au niveau de I’interphase en mol.L"" des

PyC

torons longitudinaux et »n'*~ ’ordre de la réaction.

Les travaux de [Hun N et al, 2010] permettent de déterminer en fonction de la
longueur de la fissure a travers le toron, d’une part, la longueur de pyrocarbone oxydé autour
de chaque fibre et d’autre part I’épaisseur de SiOy) formé par 1’oxydation des fibres dans le
toron. Pour cela, il détermine la concentration en oxygeéne qui atteint le pyrocarbone et les
fibres.

En se basant sur ces travaux, afin de déterminer la concentration d’oxygeéne au niveau
du pyrocarbone, des hypotheses simplificatrices sont posées dans le modele :

i) dans le modele de durée de vie proposé, I’oxydation des fibres se traduit uniquement
par la diminution du seuil a rupture des torons, ainsi la formation de silice par oxydation des
fibres n’est pas prise en compte,

ii) le modele de durée de vie est macroscopique et on suppose qu’une fissure qui arrive
au niveau d’un toron le traverse instantanément,

iii) 1’épaisseur de pyrocarbone volatilisé représente une ¢Epaisseur moyenne
caractéristique du matériau.

Soit Cg’; la concentration en oxygene a lintérieur du matériau et C’ODzy “ la

concentration au niveau de I’interphase, les flux surfaciques F; et F, peuvent étre déterminés
(Figure I11.7).
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Figure I11.7 : Modele de base pour l'oxydation thermique.

Le flux F; de I’élément oxydant dans I’oxyde pour une surface de fissure Sp;y en m’
obéit a la loi de Fick :

D CPyC _ Cint
F[mol.s‘l]:—Da—C:—(oz—Oz)S Eq 1119
1 de evol Diff q
PyC

avec e I’épaisseur de la couche d’oxyde et D le coefficient de diffusion effectif de I’oxygene
dans le monoxyde de carbone en m”.s™.

Le flux F, correspond au flux de réaction chimique a I’interphase carbone / monoxyde
de carbone pour une surface Sp,c en m’. Ce flux (Eq IIL10) est proportionnel a la

concentration de I’espéce oxydante au niveau de I’interface :
EPyC
F, [mol.s-']= ke exp(— ﬁj.cggc.spyc. Eq II1.10

En supposant qu’il y a conservation de la masse au cours de la réaction d’oxydation,
les flux F1 et F2 sont égaux. La concentration en oxygéne au niveau du pyrocarbone des
torons longitudinaux est alors déterminée par :

Cim(t)
ngc(t): evol (t)S = EPyC ’ E III 11
14 Ene PyC 1 PyC R q--
D S, " [ RT(t)]

Finalement, par résolution de I’Eq IIL.8, I’épaisseur de pyrocarbone restant autour d’un

toron peut ainsi étre calculée a partir de I’épaisseur de pyrocarbone initiale e, :
t
restant ___init vol
€pyc = Cpyc— J-depyc . Eq IIL.12
0

Connaissant I’épaisseur de pyrocarbone restant entre le toron et la fissure, le temps de
début d’oxydation du toron peut étre déterminé. Le temps durant lequel le toron sera protégé
par le pyrocarbone sera d’autant plus court que la température ou la pression en oxygene sera
importante (Figure II1.8a et Figure II1.8b).
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(a) Influence de la température sous 20 kPa d’oxygéne. (b) Influence de la pression en oxygéne a 450°C.

Figure II1.8 : Influence de l’environnement sur la protection d’un toron par [’oxydation de [’interphase.

De plus, une fois que I’épaisseur de pyrocarbone au droit de la fissure est entierement
consommeée, 1’oxygene au sein du composite va attaquer d’une part les fibres des torons mais
¢galement oxyder le pyrocarbone restant le long du toron (Figure IIl.9a) en créant une

longueur de décohésion l;;lc comme schématisé sur la Figure I11.9b.

Ix\a I_ _I ml

Toron l T Toron

(a) Etape 1 de l'oxydation du pyrocarbone. (b) Etape 2 de I'oxydation du pyrocarbone.

Figure I11.9 : Scénario d’oxydation de ['interphase de pyrocarbone.

De la méme manicre que pour ’oxydation de I’¢épaisseur de pyrocarbone e, entre la

fissure et le toron (Figure IIL.5), la longueur de pyrocarbone l;yc va évoluer en fonctlon de

I’environnement par une loi similaire a 1'équation IIL.8 :

alvol ) E:yC PyC
5:6 s )= a,, ko' eXp( WJ(C{Z%))” EqIIL13

et qui fait intervenir les mémes coefficients a l'exception de «
Ipyc
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Remarques : structure lamellaire du pyrocarbone

La structure du pyrocarbone est lamellaire et possede des liaisons covalentes
pendantes, c'est-a-dire qu’elles demeurent ouvertes dans la structure permettant a l’oxygene
de s’y fixer.

Les liaisons pendantes du pyrocarbone se trouvent majoritairement dans les plans
paralleles a la structure. Donc, on peut penser que l’oxydation du pyrocarbone est plus
rapide lorsque [’oxygene arrive paralléelement au plan du pyrocarbone. Ainsi, la vitesse

d’oxydation de la longueur 1'% sera siirement plus élevée que celle de ['épaisseur de
PyC

4 vol . r,r

pyrocarbone protégeant le toron ep... Pour cela, des coefficients &, e a, .  ontete

introduits dans les équations Eq II1.8 et Eq II1.13. Toutefois, aucune étude sur [’effet de
I"oxydation du pyrocarbone en fonction de sa structure n’a été trouvée dans la littérature
pour confirmer ou non cette hypothese, la valeur des deux coefficients est fixée a [ unite.

On considére qu’une fois le pyrocarbone volatilisé, la pression en oxygene au niveau
du toron correspond a la pression interne en oxygene. La concentration en oxygene au niveau

du pyrocarbone est alors fonction de la longueur de pyrocarbone oxydée /)

PyC *
Cre(r) = Co, (¢)
O B S e B EqilL14
o RT(r)

Alors que le pyrocarbone entourant le toron retarde 1’oxydation de ce dernier, les
longueurs de pyrocarbone oxydé vont avoir plusieurs conséquences sur le comportement
mécanique des CMCs. D’une part, une augmentation de la souplesse du matériau
accompagnée d'une augmentation des déformations résiduelles et enfin un transfert de charge
toron/matrice sont observés expérimentalement.

[.2.1  Diminution de la souplesse matricielle du matériau

Sous sollicitation mécanique et sans oxydation, la structure lamellaire du pyrocarbone
permet de dévier les fissures créant des micro-décohésions dans le toron (Figure III.10).
L’oxydation de ce pyrocarbone va augmenter ces zones de décohésion. Il y a toujours le
méme nombre de fissures, mais I’effet de ’endommagement sur le comportement va
augmenter, rendant le matériau plus souple.
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Fibre enrobée d’une interphase
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d'une cellule de longueur L et de hauteur h

c. Schématisation de 'augmentation des micro-décohésions
intra torons longitudinal sous oxygéne

Figure I11.10 : Schématisation de l'effet de l'oxydation de l'interphase sur
les micro-décohésions intra toron longitudinal.

En effet, des essais de fatigue a 66% de la charge a rupture statique réalisés a Herakles
a température ambiante, a 450°C et a 650°C, montrent une évolution du module apparent au
cours de I’essai (Figure IIl.11). Afin de mieux comprendre I’effet de l’oxydation du
pyrocarbone sur le comportement mécanique du composite, rappelons qu’en fonction du
domaine de température les effets de 1’oxydation sont différents dans le matériau :

e A température ambiante, aucun effet physico-chimique n’est constaté dans le matériau.
La perte de module de cet essai est due uniquement a la sollicitation mécanique.

e Pour I’essai réalis¢ a 450°C, la cicatrisation du matériau n’a pas lieu, seules les fibres
des torons et surtout le pyrocarbone s’oxydent. A cette température, la perte de module
observée est uniquement due a 1’oxydation du pyrocarbone.

e A 650°C une perte de module est constatée, mais plus faible qu’a 450°C. Cette
différence est liée a la cicatrisation du matériau. Cette cicatrisation n’étant pas instantanée, le
pyrocarbone s’oxyde au début de 1’essai, d’ou une chute du module apparent. Mais tres vite le
matériau cicatrise, limitant, voire stoppant, I’oxydation du pyrocarbone. Ainsi, la perte de
module a 650°C est moins importante qu’a 450°C.
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Figure Ill.11 : Perte de module en fonction du temps pour des essais de fatigue a 20°C, 450°C et a 650°C (66%
de la contrainte a rupture, R=0.2, f=20Hz) [source : Herakles].

Ces essais montrent que I’oxydation du pyrocarbone diminue la rigidité du matériau.

Pour prendre en compte cet effet, deux taux de décohésion macroscopique intra toron (ﬂd"“’")

I’un pour les torons longitudinaux et I’autre pour les transverses sont introduits dans le calcul
du tenseur des souplesses effectives matricielles dans le modele mécanique. Dans le cas d’une
sollicitation uniaxiale sens chaine, le tenseur des souplesses est défini de la manicre suivante :

A£ — d1m (1 + Zdecoh.ﬁdecoh)(nlm gfﬁ' + (1 _ 77]m )gl —) Eq IIIIS
avec y““" un coefficient matériau qui permet de prendre en compte I’effet de 1’oxydation de
I’interphase sur le tenseur des souplesses.

Finalement, la multiplication des micro-décohésions dans les torons longitudinaux, par
oxydation de I’interphase, va augmenter 1’effet de ’endommagement dans le sens chaine.

[.2.2  Augmentation des déformations résiduelles

L’oxydation du pyrocarbone va ¢également entralner une augmentation des
deéformations résiduelles. Comme le montre la Figure I11.12, a une température de 450°C, les
déformations résiduelles quantifiées lors d’essais de fatigue a 66% de la charge a rupture
statique réalisés a 20°C, 450°C et a 650°C (R=0,6 et f=20Hz) croissent rapidement, alors
qu’elles sont quasiment constantes a température ambiante.
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Figure II1.12 : Evolution des déformations résiduelles d’essais de fatigue a 66% de la charge a rupture statique
réalisés a 20°C, 450°C et a 650°C (R=0,6 et f=20Hz) [source : Herakles].

De la méme manicre que pour le tenseur des souplesses, les déformations résiduelles

decoh

dans le modele mécanique sont définies en fonction d’un des deux taux de décohésion S“".
L’un est défini pour les torons longitudinaux et D’autre pour les transverses. Si
I’endommagement matriciel n’évolue pas au cours du temps, les déformations résiduelles,
définies préalablement dans le chapitre II, n’évoluent pas non plus. Par contre, en présence
d’oxydation du pyrocarbone, méme si I’endommagement matriciel n’augmente pas, les
déformations résiduelles augmentent. C’est pourquoi, les décohésions dans les torons sont
considérées comme proportionnelles a I’endommagement et les déformations résiduelles dans
le cas d’une sollicitation uniaxiale sens chaine sont déterminées par

§-r — £0 . [ZI (d]m +d]mé/decahﬁdemhx771ml=<;”+ +(1_77]’" )577 )J Eq III.16

“e" un coefficient matériau a identifier (par exemple sur les résultats de la Figure

avec ¢
1.12).

[.2.3  Transfert de charge toron / matrice

Sous sollicitation mécanique, la matrice d’un composite a matrice céramique fissure
jusqu’au toron et la structure de 1’interphase de pyrocarbone dévie ces fissures parallelement
au toron. Le champ de contrainte sur le toron et dans la matrice entre deux fissures va alors
évoluer [Curtin W.A, 1991]. En effet, au niveau de la fissure, la contrainte est entie¢rement
supportée par le toron (Figure I11.13). Le long de la décohésion, le champ de contrainte va
diminuer au niveau du toron et celui de la matrice va augmenter. Puis les champs de
contrainte pour la matrice et le toron deviennent identiques aux champs obtenus pour le
matériau sain.
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igure 111. : Profils des champs de contrainte dans le toron (o ) et dans la matrice (o ) entre deux fissures.
Figure III.13 : Profils des champs d. inte dans | ") et dans ice (6" d

L’augmentation des zones de décohésion par I’oxydation du pyrocarbone va
augmenter le transfert de charge sur les torons. Or, plus les torons supportent le chargement
plus la rupture de ces derniers interviendra de maniére prématurée.

Pour prendre en compte cet effet de 1’oxydation du pyrocarbone sur le comportement
mécanique du composite, le critére de rupture a ét¢ modifié. Dans le modele purement
mécanique (Chapitre II), la rupture de I’élément de volume intervient quand la force
thermodynamique des torons dans la direction 1 devient supérieure ou égale au seuil de
rupture des torons (Eq I1.85).

Par conséquent, un taux de décohésion est introduit dans le critére de rupture de telle
sorte que, s’il n’y a pas d’oxydation, le critére précédent est toujours valable. En présence
d’oxydation des interphases, la force thermodynamique augmente avec le taux de décohésion
entrainant une rupture plus rapide

"Rt
m

d
1+ a, d; Ay By =y 20 EqIIL17

017

1

avec 7““" un coefficient matériau a identifier sur les essais macroscopiques.

1.2.4  Le taux de décohésion

decoh

Le taux de décohésion, S*", a été introduit dans le calcul du tenseur des souplesses

matricielles, dans 1’expression des déformations résiduelles et dans celle du critére de rupture.
Ce taux de décohésion traduit les effets de 1’oxydation du pyrocarbone sur le comportement
macroscopique du matériau. Cette variable sans dimension représente la longueur moyenne de

fibre décohésionnée / ;y”é dans un toron de largeur moyenne / que l'on peut définir de la

toron

maniére suivante :

7 vol

n Lpyc
prlecoh = —fore, B EqIIL18
nﬁbre ltomn
avec —LS¢ e rapport du nombre de fibres décohésionnées sur le nombre de fibres dans le
n .
fibre

toron. Cependant, pour simplifier le probléme, nous considérons qu’une fissure matricielle se
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propage instantanément dans le toron (hypothése forte). Le rapport D fissure est alors égal a 1.
n fibre

Ainsi, plus les longueurs décohésionnées sont importantes, ce qui traduit une oxydation

importante de [’interphase, plus le taux de décohésion va avoir une influence sur le

comportement global du composite.

Cependant, 1’oxydation des fibres des torons et du pyrocarbone ne sont possibles que
si la pression en oxygeéne au sein du composite est non nulle. Or, si la température est
supérieure a 600°C la couche de carbure de bore s’oxyde cicatrisant le composite. Cette
cicatrisation va avoir un role sur la concentration en oxygene dans le matériau et donc sur
I’oxydation des fibres et du pyrocarbone.

II. ROLE DE LA CICATRISATION SUR LA CONCENTRATION D’OXYGENE AU SEIN
DU MATERIAU

La couche de carbure de bore (B4C(s)) s’oxyde dés 600°C en formant un oxyde de bore
liquide. Cet oxyde comble alors les fissures du matériau. Cette cicatrisation empéche
’oxygéne de pénétrer au sein du composite et modifie la concentration en oxygeéne C,’

arrivant aux torons. Ainsi, la concentration C; est fonction de I’état d’endommagement du
matériau mais surtout de la cicatrisation du composite quand elle a lieu.

II.1 Détermination de la quantité d’oxygéne arrivant au toron (sans
cicatrisation)

La pression en oxygene a I’extérieur, Pe;“ , est définie dans les données d’entrées du

chargement et peut évoluer au cours du temps. De plus, les matériaux a matrice céramique
présentent a I’état initial des macroporosités (Figure III.14a). On peut penser que de
I’oxygene est présent dans ces défauts.

Sous sollicitation mécanique, des fissures vont se former a partir des macroporosités et
vont s’étendre jusqu’aux interphases (Figure III.14b). Ces fissures vont alors transporter
I’oxygeéne contenu dans les macropores jusqu’au pyrocarbone et aux torons. Cependant, les
différentes réactions d’oxydation dans le composite vont consommer 1’oxygene, ainsi la
concentration en oxygene au sein du matériau va diminuer. Pour simplifier, dans le mod¢le de
durée de vie, I’oxygeéne contenu dans les macropores est négligé par rapport a 1’oxygene

e

extérieur (PO;“). De plus, la consommation de 1’oxygene par les différentes réactions

d’oxydation dans le composite est ¢galement négligée dans le modéle de durée de vie.
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Macroporosités

(a) Schématisation des macroporosités a [’état initial. (b) Fissuration de la matrice a partir
des macropores.

Figure I11.14 : Schématisation de [’effet des macropores.
On postule une relation entre la pression en oxygene a I'extérieur et la pression au sein
du composite :

int __

oo AN Eq 11119
I1+a™.h

Cette pression interne d'oxygene qui va oxyder l’interphase et les torons, dépend
directement de 1’ouverture de fissure matricielle perpendiculaire aux torons longitudinaux A".
Ainsi, si I’ouverture de fissure est trés importante la pression en oxygéne dans le matériau
tend vers la pression extérieure. Dans le cas contraire, si les fissures sont fermées alors la
pression en oxygene au sein du composite est nulle. Un coefficient «”" inversement
proportionnel a une hauteur est a identifier dans le calcul de la pression interne en oxygene. Il
est possible de relier ce coefficient a la tortuosité de la fissuration (™" petit correspondant a
une fissure tres tortueuse).

Ainsi, la loi des gaz parfaits permet d’obtenir facilement la concentration molaire en
oxygene (Eq II1.7).

II.1.1 Introduction d’une ouverture de fissure matricielle

Pour une sollicitation uniaxiale sens chaine, il est donc nécessaire de déterminer
I’ouverture de fissure matricielle intra-toron longitudinal, 4" (Figure III.15). Le calcul de
cette ouverture de fissure matricielle est nécessaire pour estimer la pression en oxygene qui
peut atteindre I’interphase et les torons.

o Toron transverse Macropore Fissures
Toron longitudinal

Figure II1.15 : Schématisation de la fissuration matricielle intra-toron longitudinal
dans une cellule de longueur L.
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L’ouverture de fissures matricielles 42" va évoluer en fonction du chargement. En
effet, lors des décharges des cycles de fatigue, ces ouvertures de fissures matricielles vont
diminuer jusqu'a une refermeture compléte si le cycle comprend des passages en compression.
Pour prendre en compte ce cyclage, ’ouverture des fissures matricielles dans le modele
mécanique est fonction de I’index de désactivation (77{") déja présenté dans le chapitre I (Eq

I1.29).

Par ailleurs, I’ouverture des fissures matricielles dépend de 1’état d’endommagement
du composite :

W= (d" =d,) 7", Eq 111.20

Toutefois, méme si le matériau est endommagg, les longueurs de fissures ne sont pas
assez importantes pour atteindre les torons et le pyrocarbone. Un seuil d’endommagement

matriciel d,,, a donc été introduit dans le calcul de I’ouverture de fissure. Ainsi, en dessous
de ce seuil d’endommagement, les fissures sont considérées comme trop petites pour
permettent une oxydation des torons et des interphases (I’ouverture de fissure est alors nulle).
Enfin, un coefficient /4, homogene a une longueur est a identifier dans le calcul de

I’ouverture de fissure matriciel. L'ouverture des fissures est donc proportionnelle a
I'endommagement et a la déformation normale au réseau de fissures ( ¢, ) pondérée par 1'index

de désactivation.

Pour résumer, connaissant 1’ouverture des fissures matricielles 4", la concentration
d’oxygeéne qui oxyde les interphases de pyrocarbone et les torons peut étre déterminée (Eq
II1.19). Cependant, la particularité de ces composites a matrice céramique est que leur matrice
est constituée d’une succession de différentes couches qui, en fonction de I’environnement et
de la température s’oxydent. Les oxydes formés vont combler les fissures et empécher
I’oxydation des interphases et des torons. C’est le phénomeéne de cicatrisation qu’il faut
absolument prendre en compte pour estimer convenablement la durée de vie des ces
composites.

I1.2 Réle de la cicatrisation sur la quantité d’oxygéne arrivant sur le toron

Dans le domaine des hautes températures (600°C < T < 900°C), les couches de carbure
de bore (B4Cy)) et les couches ternaires de SiBC de la matrice s’oxydent.

Figure I11.16 : Schématisation de l'oxydation des couches de carbure de bore et de SiBC dans la matrice
autocicatrisante.

Cependant, I’oxydation de la couche ternaire est supposée négligeable par rapport a
celle du carbure de bore. Ainsi, dans ce travail nous allons considérer que seule I’oxydation
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de la couche de carbure de bore va cicatriser le composite. Les couches de carbure de bore
présentes dans la matrice vont s’oxyder et former un oxyde de bore. Ce verre va combler les
fissures et diminuer la pression en oxygeéne au cceur du matériau. Les oxydations du
pyrocarbone et des torons de carbure de silicium seront ralenties voire stoppées. Il est donc
indispensable de déterminer la hauteur de d’oxyde de bore formée lors de I’essai.

[1.2.1 Détermination d’une hauteur cicatrisée

En fonction de la température et surtout en présence d’oxygene, le carbure de bore
forme un oxyde de bore liquide B,O3(). Cependant sous atmosphere humide, I’oxyde de bore
créé avec 1’oxygene se volatilise en présence de vapeur d’eau. De plus, sa volatilisation est
aussi constatée sous atmospheres séches pour des températures supérieures a 800°C (Chapitre

.

La vitesse d’oxydation lors de la cicatrisation (Eq II1.21) est la somme des vitesses

Sforme

d’oxydation des hauteurs de B,O3q) formé par I’oxygene [%J, volatilisé par la vapeur

volT
B,0;

volH20
d’eau | —2% | et volatilisé au-dessus de 800°C
ot ot

Jorme volT volH20
g0, [m S—l]: Ohg 05 _ N0, _ Ohyo, _ Eq .21
ot ot ot ot

Les trois vitesses d’oxydation évoluent de maniere différente.

a. Vitesse d’oxydation du carbure de bore

Différentes études de la variation de masse du carbure de bore (B4C()) par ATG
montrent un comportement parabolique. Ce comportement est dii a la formation d’une couche
d’oxyde de bore (B,O3(). En effet, plus la couche d’oxyde de bore formé va étre importante,
plus I’oxygéne a travers le bouchon de B,Oj3(;) aura des difficultés a atteindre le carbure de
bore. De plus, comme 1’oxydation du carbure de bore est thermoactive, une loi d’Arrhenius
est utilisée pour déterminer la vitesse de formation de I’oxyde de bore (Eq I11.22). Pour des
raisons de simplification, la pression en oxygene qui oxyde la couche de carbure de bore est

supposée la méme que celle définie par le chargement, soit POQ;“ .

La vitesse de formation de 1’oxyde de bore est alors fonction de cette pression en
oxygene :

ahjorme 1 Sforme forme
B0y m.s—l ] _ e kf()rme exp[— a J( ext( )) By03 Eq .22
o 201 (1) RT(t)

o 2 n -1 , . . . -1
avec k™ la constante d’oxydation en m>Pa™.s", E/ I’énergie d’activation en J.mol

correspondant a 1’énergie nécessaire pour que la réaction d’oxydation débute. R est la
constante universelle des gaz parfaits en J.mol" .K!, T la température en K & I’instant t et n
I’ordre de la réaction.

Finalement, si la température ou la pression en oxygene augmente, la formation
d’oxyde de bore sera plus importante et rapide (Figure 111.17).
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| —— T=650°C &P_,=20kPa &P, =0Pal..
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Hauteur cicatrisée hB o
5

Temps
Figure II.17 : Evolution de la hauteur d'oxyde de bore sans volatilisation.

b. Vitesse de volatilisation de [’oxyde de bore par la vapeur d’eau

Cependant, en présence de vapeur d’eau, ’oxyde de bore B,O3() formé par oxydation
du carbure de bore se volatilise. Les analyses par ATG montrent que la cinétique de
volatilisation de 1’oxyde de bore en présence d’eau est linéaire. Ainsi, la vitesse de
volatilisation du B,Os( est définie dans le modéle en fonction de la pression en vapeur d’eau
(PHZQ) déterminée lors du chargement :

3@31011320 | Eot20 Voll120
— 225 ;s = k20 expl — —<—— (P, (D))" Eq I11.23
ot s = PRI (P ®) a

ol k;”"*° est la constante positive de volatilisation du B,Os(;y sous vapeur d’eau en m.Pa™s™,
E"?° 1énergie d’activation en J.mol”, R est la constante universelle des gaz parfaits en
Jmol' K™, T'la température en K, P, » la pression en eau donnée par le chargement en Pa et
m I’ordre de la réaction.

Quand la pression en vapeur d’eau augmente, la quantité d'oxyde de bore volatilisé
augmente également et donc la hauteur d’oxyde de bore formé se crée moins rapidement
(Figure II1.18).

—_— T =750 °C&P02=20kPa&PH20=OkPa
o —— - o — _
:m.. T =750 C&PO2 20kPa&PH20 1 kPa
\§ = T=750°C & P02: 20 kPa & PH20: 10 kPa
=
§ /{
: /—”-‘
3 = ==
s < R A DA
= A A
: I“-"‘

Temps

Figure I11.18 : Influence de la pression en vapeur d'eau sur la hauteur de cicatrisation.
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c. Vitesse de volatilisation de l’oxyde de bore par la température

Enfin, les études d’oxydation du carbure de bore montrent qu’a partir d’une
température 722", oxyde de bore se volatilise en présence d’oxygéne [Garitte E, 2007],

[Martin X, 2003] et que sa cinétique de volatilisation est linéaire. Contrairement a la
volatilisation du B,O3; par la vapeur d’eau, la vitesse de volatilisation de I’oxyde de bore est
définie uniquement en fonction de la température par une loi d’Arrhenius,

dahl‘;:g; -1|_ B,0; volT E;’OZT
= [m.s ]— h, (T (t)— T2 )ko exp| — RIO) Eq II1.24

avec kg"” la constante de volatilisation du B,Os3(y en température en m.s'l, E:”'T I’énergie

d’activation de la réaction en J.mol', R la constante universelle des gaz parfaits en
Jmol" K™, T'la température en K.

Enfin, comme la volatilisation de 1’oxyde de bore est active a partir d’une température
T.22%  une fonction d’Heaviside est utilisée dans le calcul de la vitesse de volatilisation en

température du B,Os :

h,(T(6) =T

0 siT(t)< T2
={ <7 Eq 11125

. B,0; °
1 S1 T(t) 2 TvoZT
De cette maniere, en dessous de cette température la vitesse de volatilisation de

I’oxyde de bore en température est nulle.

Ainsi, la prise en compte de la volatilisation de 1’oxyde de bore a haute température
conduit a un ralentissement de la hauteur cicatrisée dans le matériau avec 1’élévation de la
température (Figure I11.19).

- =
ON /
= P
\8 - - -
< -
f —
N -
=] -
< - -
- p—
3] -
/ >
= -
= 7
e (e
=
s sans volatilisation par la température
— ™ avec volatilisation par la température
0 i i i i i
0

Temps

Figure I11.19 : Influence de la volatilisation de l'oxyde de bore avec la température
(T =900°C et P, =20 kPa).

7 B a4 5 r Lo B,O
On a donc deux phénomenes différents : a température modérée (T<T,;*), la
. . . r . B,0.
cicatrisation augmente avec la température et pour les hautes températures (T>T7, ),

'augmentation de la température limite la cicatrisation par volatilisation de I'oxyde de bore.
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Finalement, en fonction de la température et des pressions en oxygene et vapeur d’eau
données par le chargement la hauteur de cicatrisation £,,, peut étre connue.

I1.3 Concentration d’oxygéne au niveau des torons

La formation de cet oxyde de bore liquide va venir combler la fissure. Soit 4™
I’ouverture effective (Figure I11.20).

h

B,0;5

Figure II1.20 : Schématisation de ['ouverture effective matricielle cicatrisée en fonction de la hauteur cicatrisée.

L’ouverture effective (Eq II1.26) pour les torons longitudinaux va alors étre la
différence entre 1’ouverture de fissure matricielle purement mécanique (4") et la hauteur de

cicatrisation £, :

he(t)=h"(t)—h,,, (). Eq111.26

Néanmoins, sous sollicitation de fatigue et plus particulierement lors des phases de
décharge, la question de I’effet du chargement sur le bouchon se pose. Actuellement, aucune
réponse concréte ne peut étre donnée. Cependant, plusieurs scénarii peuvent étre envisages.

Le premier scénario envisagé est que lors de la phase de décharge ou lors du cycle
caractéristique de fatigue, le bouchon formé préalablement est expulsé¢ soit vers les
macropores, soit vers I’extérieur du composite. Dans ce cas, lors de I’augmentation de la
contrainte au cours du cyclage le bouchon d’oxyde de bore doit se reformer (Figure I11.21).
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A
>

€

Figure I11.21 : Effet du cyclage sur ’oxyde de bore avec l'hypothese de l'éjection du bouchon.

Le second scénario envisagé est que, lors des phases de décharge, le bouchon d’oxyde
de bore n’est pas expulsé, mais perd de son efficacité. En effet, lors du cyclage,
I’ouverture/fermeture des fissures empéche la création d’un bouchon qui viendrait combler
I’intégralit¢ de la fissure lorsqu'elle est entierement ouverte mais il y a toujours acces
d’oxygene lorsque la fissure est a son maximum d’ouverture (Figure 111.22). A 1’opposé, lors
d’un fluage, la fissure est toujours totalement ouverte et 1’oxyde de bore a la possibilité de
remplir complétement cette ouverture et donc de stopper efficacement la progression de
I’oxygeéne. Avec cette hypothése, on voit clairement apparaitre un réle a la fois de la
fréquence et du rapport de charge.
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Y

Figure I11.22 : Effet du cyclage sur 'oxyde de bore : Perte d efficacité.

Dans les deux scénarii, pendant la montée en charge du cycle, 1’oxydation des
interphases et des torons peut avoir lieu et diminuer la durée de vie du matériau. Cependant, le
premier scénario semble moins réaliste que le second. Enfin, nous pouvons penser que la
fréquence de sollicitation joue un role sur le comportement du bouchon. En effet, si la
fréquence de sollicitation est trop importante, le bouchon n’a pas le temps de se reformer pour

cicatriser le matériau. Ainsi, un paramétre &, fonction du rapport des forces

thermodynamiques (Ay) et de la fréquence f est introduit dans le calcul de l’ouverture
effective :

he(6)=h"(6)= &, 0, (AV, £ )y 0, (2). Eq I11.27
avec &, , =1 correspondant a une efficacité totale du bouchon d'oxyde de bore et &, =0

annulant complétement 1'effet bénéfique de la cicatrisation. Ainsi, la pression en oxygene qui
va oxyder I’interphase et les fibres d’un toron sera alors fonction de cette ouverture effective
de fissure matricielle cicatrisée.

Plus la cicatrisation dans le matériau sera importante, plus la pression et donc la

concentration en oxygéne C; diminueront :

) aouv'hauv
P'=———P", Eq I11.28
0 ]+aouv.houv 02 q

La Figure II1.23 montre 1’évolution de la pression interne en oxygene en fonction du
chargement et de I’environnement. Tout d’abord, la Figure II1.23a représente I’évolution de
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cette pression en oxygene en fonction du chargement (a 450°C c'est-a-dire sans cicatrisation).
Les deux simulations sont réalisées avec le méme rapport de charge, mais pas a la méme
contrainte maximale. Plus la contrainte maximale du cycle de fatigue est importante, plus les
fissures seront ouvertes. Ainsi, la pression en oxygene au sein du composite augmente. En
comparant la Figure I11.23a et la Figure II1.23b, représentant respectivement 1’évolution de la
pression interne en oxygene a 450°C (sans cicatrisation) et avec cicatrisation (T = 650°C), les
simulations a 650°C montrent une diminution de la pression. Ce résultat provient du fait qu’a
650°C, la cicatrisation du matériau a lieu, ralentissant et stoppant 1’oxygeéne au cceur du
matériau. Par ailleurs, I’augmentation de la vapeur d’eau va retarder la cicatrisation du
matériau, la pression en oxygene sera alors plus importante dans le matériau (Figure I11.23b).
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|
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(a) Influence du chargement a 450°C (sans cicatrisation).
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Figure I11.23 : Influence du chargement et de la cicatrisation sur la pression interne en oxygene dans le modéle.
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Pour prévoir la durée de vie des composites a matrice céramique autocicatrisante
SiC¢/SiBCy, en fonction de I’environnement (sec et/ou humide) et de la température, un
modele physico-chimique a été introduit dans le modele de durée de vie. Ce modéle physico-
chimique permet de prendre en compte I’effet de I’environnement sur la durée de vie des
fibres de carbure de silicium. L’environnement va entrainer, d’un point de vue
macroscopique, une diminution du seuil a rupture des torons et conduire a la ruine du
composite. De plus, la perte de rigidité du composite mais également 1’augmentation des
déformations résiduelles et du report de charge sur les torons dus a I’oxydation de I’interphase
ont ét¢ prises en compte dans le modele de durée de vie. Pour cela, un taux de décohésion,
fonction des longueurs de pyrocarbone oxydé, est introduit dans le modele de durée de vie
purement mécanique. Enfin, dans le modele, 1’effet de la cicatrisation va modifier la quantité
d’oxygéne au sein du matériau. L’oxydation de I’interphase et des torons, qui dépend de cette
concentration en oxygene, va alors étre ralentie voire stoppée et de fait, va avoir une influence
sur la durée de vie du matériau.

Dans ce chapitre, nous avons expliqué la modélisation de la cicatrisation dans les
composites a matrice céramique lors d’une sollicitation uniaxiale sens chaine. Dans le cas
d’une sollicitation sens trame, les mémes effets de I’oxydation sur les torons transverses sont
introduits dans le modeéle de durée de vie. Les fissures a = 45°, créées lors d’un cisaillement,
sont majoritairement localisées dans la matrice inter toron, mais elles peuvent quand méme
étre des chemins pour I’oxygeéne. Ne possédant pas d’informations expérimentales sur 1’effet
des oxydations sur le comportement a = 45°, nous supposons que ces fissures auront un effet
moindre que les fissures dans les directions 1 ou 2.

Des coefficients ont été introduits dans le calcul du tenseur des souplesses matricielles
et des déformations stockées pour réduire 1’effet de 1’oxydation du pyrocarbone sur le
comportement. Lors d’un chargement plan ou hors plan, les fissures hors plan sont parall¢les
aux torons longitudinaux et transverses. On considére que 1’oxygeéne présent dans ces fissures
ne pourra pas oxyder les interphases des deux torons. Ainsi, dans le modele de durée de vie
aucun effet physico-chimique dans le cas de fissures hors plan (d_f’) n’est pris en compte. Le

cas des sollicitations multiaxiales sera rediscuté dans le chapitre I'V.

En associant les modélisations proposées dans le chapitre II (aspects mécaniques en
statique, en fluage et en fatigue) et dans le chapitre III (aspects physico-chimiques et effets sur
le comportement du matériau), il est possible de construire un modéle complet,
tridimensionnel nécessaire a la prévision de la durée de vie de piéces en composites a matrice
céramique.

Mais avant de parler de ce modéle complet, il nous est apparu intéressant d’examiner
dans le chapitre suivant la mise en ceuvre d’un modele simplifi¢ uniaxial. Le but de ce modele
1D est a la fois de vérifier la pertinence des formulations proposées et d’étudier le rdle de
chaque coefficient. Ainsi, il sera possible de proposer une démarche d’identification de ces
coefficients mais également de regarder les algorithmes a utiliser pour optimiser les temps de
calculs.
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CHAPITRE IV : PROPOSITION D’UN MODELE SIMPLIFIE

Afin de prévoir la durée de vie des composites a matrice céramique de type
SiC¢/SiBC,, un modéle de durée de vie multiaxial a été développé dans le Chapitre II et le
Chapitre III. Ce mod¢ele de durée de vie qui couple un modéle de durée de vie purement
mécanique avec un modéle physico-chimique est composé d’un certain nombre de
coefficients a identifier. Cependant, la base expérimentale actuellement disponible ne permet
pas d’identifier tous les coefficients ont été réalisés, les essais de fluage et de fatigue sont
uniquement sollicités dans le sens chaine. Au vu des essais, il a été choisi dans ce travail de
développer un second mod¢le de durée de vie Iégerement modifi€ par rapport au premier pour
en faciliter l'identification. Ce modele est une version uniaxiale du modele de durée de vie
complet présenté¢ dans le Chapitre II et le Chapitre III. Comme pour le modele précédent, il
comprend trois parties :

e Une partie statique uniaxiale qui est simplifiée par rapport au modele
d’endommagement ODM.

e Une partie purement mécanique qui au moyen d’une loi d’accroissement de
I’endommagement permet de simuler des essais de fluage et de fatigue a température
ambiante.

e Une partie physico-chimique qui permet de prendre en compte les effets des
oxydations des fibres Nicalon dans les torons, des interphases de pyrocarbone et de la matrice
multiséquencée avec son role autocicatrisant sur le comportement des CMCs.

Dans un premier temps, le but de ce chapitre est d’une part de vérifier la cohérence du
modele, en particulier les couplages entre les trois parties statique / fatigue / physico-chimie et
d’autre part de faire une analyse du rdle et de la sensibilité des coefficients. De plus,
I’identification des coefficients de ces trois parties du modele de durée de vie est réalisée.
Enfin, les simplifications apportées au modele permettent de mieux expliquer le modele de
durée de vie complet mais surtout d’optimiser les algorithmes de résolution des équations afin
d’optimiser la solution numérique du modele.

Ainsi, nous allons présenter dans ce chapitre le mod¢le de durée de vie simplifi¢ 1D en
trois étapes :

e Le mode¢le statique,
e [e modele de fatigue avec la loi d’accroissement de I’endommagement,
e Le modele physico-chimique.
Pour chacune de ces trois étapes nous présenterons les équations du modele, le role
des coefficients et leur identification.

I. PARTIE STATIQUE DU MODELE SIMPLIFIE DE DUREE DE VIE

I.1  Equations du modeéle simplifié

Ce modele statique uniaxial est une version uniaxiale un peu simplifiée du modele
d’endommagement ODM présenté dans le Chapitre II. La contrainte uniaxiale o est calculée

en fonction de la déformation ¢, de la souplesse effective S/, du module élastique E, et de

la déformation résiduelle ¢, avec :

c=E"&—-E, ¢ avec EV = EqIV.1

S
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I. PARTIE STATIQUE DU MODELE SIMPLIFIE DE DUREE DE VIE

La premiere simplification consiste a ne pas prendre en compte la rupture progressive
des torons. Ainsi la souplesse effective est définie en fonction de la souplesse élastique
initiale S”, de I’endommagement matriciel d” et de la fermeture de fissure 7" . La souplesse

¢lastique initiale correspond bien au premier terme du tenseur des souplesses ¢élastique —,
0

conduisant a une expression simplifiée de la souplesse effective :

1+77de71

ST =8 +n"d"S" = EqIV.2

0

Seul I’endommagement matriciel d” est introduit, mais la forme de sa cinétique est
identique a celle dé¢ja utilisée :

N ) |
Jr : EqIV.3

g"=d"|1—exp| —

d" = Srgtp(gm (b))

avec (d", y;, y', p") les coefficients matériau a identifier. Le passage du mod¢le
multiaxial au modele uniaxial permet de simplifier les forces thermodynamiques matricielles.
En effet, les termes de couplage entre traction et cisaillement inter et intra-laminaire sont alors
inutiles. Ainsi, la force thermodynamique s’exprime de la maniére suivante :

m

1
Y= 3E0.8+.8+ avec &, =(g) . EqIV4

L’index de désactivation, " permettant de prendre en compte I’ouverture des fissures
a également ¢été¢ simplifié. Dans le modéle multiaxial, la formulation des index de
désactivation permettait de prendre en compte une fermeture progressive des fissures. Dans le
cas de ce modéle simplifié, le choix a été de considérer une fermeture instantanée des fissures
a déformation nulle. Pour cela, I'index de désactivation est défini par une fonction
d’Heaviside :

n" =h(e). EqIV.5
Ainsi pour une déformation positive, I’index de désactivation vaut 1 signifiant que les
fissures sont ouvertes. Alors que pour une déformation négative ce dernier est nul indiquant

que les fissures sont fermées. De plus, le choix de considérer que les fissures sont fermées a
déformation nulle rend inutile 1’utilisation des déformations stockées.

Enfin, la déformation résiduelle correspondant dans ce cas (pas de déformation
stockée) a la déformation a contrainte nulle est identique a celle du mod¢ele complet mais
devient pour le mod¢le uniaxial :

& =yd" K ¢ EqIV.6
avec y un paramétre matériau et K¢ défini par :

K — SO.Eq‘f'.(nm SO)E@ff — W . EqIV.7

95



CHAPITRE IV : PROPOSITION D’UN MODELE SIMPLIFIE

Enfin, la rupture produite par les torons n’est pas prise en compte dans la modele 1D
et la fermeture des fissures est instantanée et a lieu pour £ =0.

Toutefois, un critére de rupture a ¢été¢ défini afin d’estimer la contrainte, ou la
déformation lors de la rupture. Il a été choisi d’utiliser le méme formalisme que pour la force
thermodynamique matricielle, avec en traction :

1
y, :E-ED £, "€, avec g, = <g>+ EqIV.8
et en compression pour prendre en compte le role de ’endommagement créé en traction
1
v, = EE ‘& -E avec & = <g>_. EqIV.9

On considére alors qu’il y a rupture en traction si

d(m) "Rt
1+ a, _;Zl Yoz vy Eq1V.10
et en compression lorsque
(m) \"Re
I+ ag, —C‘l",’f Ve Z v EqIV.11
c
Des coefficients «,, , n,, o, et n, ont été introduits dans les deux criteres de

rupture. Rappelons que d" correspond a la valeur de saturation de I’endommagement

matriciel. De la méme maniére que pour le modele 3D, dans le cas du modele uniaxial
simplifié, les criteres de rupture sont déterminés en fonction de la déformation a rupture
statique &£ en traction :

d(m) nR¢ .
Yo" =| 1 ey~ (&) EqIV.12
et £ en compression :
(m) \"'Re '
Yo" =] 1+ ag, —c’l",’f v, (e%). EqIV.13

Les déformations de rupture & et & en traction et en compression sont déterminées
grace a des essais uniaxiaux de traction et de compression jusqu’a rupture.

.2  Algorithmes

Le modele d’endommagement ODM présente un caractére « explicite ». En effet,
connaissant la déformation ¢, I’index de désactivation (77’”) et la force thermodynamique
matricielle (y’”) sont directement déterminés. Cette derniere permet ainsi de définir la
variable d’endommagement liée a la matrice (d " ) Les calculs précédents permettent alors de
déterminer la rigidité effective liée a I’endommagement matriciel (E eﬂ) et la déformation

résiduelle. Finalement, tous les éléments sont calculés pour déterminer la contrainte (0). Les
détails de cet algorithme sont présentés dans le Tableau IV.1.
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Tableau IV.1: Algorithme explicite du modéle uniaxial d'endommagement statique ODM.

Etape 1 : Calcul de ’index de désactivation matriciel

e=>n"

Etape 2 : Calcul de la force thermodynamique matricielle
e=y"

Etape 3 : Calcul de I’endommagement matriciel

Etape 4 : Calcul du tenseur de la rigidité effective
d".n" =S = EY

Etape 5 : Calcul de la déformation résiduelle
ET n",d" = ¢&"

Etape 6 : Calcul de la contrainte
ET e =0

Toutes ces étapes sont des fonctionnelles dont la résolution est triviale. Toutefois, le
calcul de la déformation résiduelle &” nécessite la résolution d’une intégrale. Ce point sera

détaillé dans la suite du chapitre.
[.2.1 Chargement en contrainte

Ce modele (1D ou 3D) est explicite en déformation, mais pas en contrainte. Pour
effectuer des chargements en contrainte, une méthode itérative de Newton-Raphson est
utilisée [Besson J et al, 2001].

On suppose donc que la contrainte est imposée par le chargement. La déformation ¢, a

I’itération i a été déterminée lors de I’itération précédente. Ainsi, on recherche la déformation
a I’itération i+1 avec une méthode de Newton-Raphson :

g =6 +[K(e)] Ao, Eq V.14
ou K, est la matrice tangente au point &, (Figure IV.1) et Ac =0, +0,.
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14¢ estimation 2éme estimation
dé la déformation | | de la déformation

@ |

2 04
= i+ i
o i
= i
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. : i

0 Déformation [%]

Figure IV.1: Principe de la méthode de Newton-Raphson.

La matrice tangente correspond alors a la dérivée de la contrainte par rapport a la
déformation :

oo
K =—.
oe
Le modele étant écrit en déformation, on peut calculer facilement la contrainte
associée a la déformation ¢&,,, déterminée par I’Eq IV.14. Notons 05*’ ) la contrainte définie

par la déformation ¢, ala ;" itération :

EqIV.15

o = flel,). EqIV.16

Le calcul de la déformation a DI’itération i+1 est réitéré jusqu’a avoir le résidu F,
inférieur a une certaine précision :

F.

= ‘O'M - Gij)‘ < Précision. Eq V.17

Dans notre cas, nous considérons que la déformation déterminée par la méthode de

Newton-Raphson est correcte quand le résidu en contrainte est inférieur a une précision de
107 (MPa).

Pour utiliser la méthode de Newton-Raphson dans le mod¢le uniaxial, la matrice
tangente du modele doit étre déterminée :

eff r
k=99 g B, _g 9% EqIV.18
oe oe oe

Tous les termes de la matrice tangente peuvent étre calculés de manicre analytique.
Pour le premier terme, on obtient :

OE! -E, . od" on" -n".E, od"
= =\ n". +d". = > .
oe (l+77'".d'”) o¢ O¢ (1+77'”.d'”) O¢

Eq1V.19
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La dérivée de I’index de désactivation par rapport a la déformation est un Dirac qui est
considérée comme nulle en tout point. Le second terme est décomposé selon la relation
suivante :

og" _ o¢ .8d =y K7 g, od Eq V.20
o od" oOe oe
avec :
od :adm _8gm e EqIV.21
oe og" oy" Oe¢
et
5 m :dcm.pm.(gm)pfl.exp(_(gm)P)
og
0 Siymaxsy(;” Ouym <ymax
9% _ 1 . EqIV.22
P - sinon - Qv
z\lyén'\jymax
a—y:EO.g+
o€

L’utilisation d’une méthode Newton-Raphson dans le modele statique uniaxial permet
alors de réaliser des simulations en imposant un chargement en contrainte. Lorsque ’on
applique cette résolution, pour des chargements en déformation ou en contrainte, on constate
une dépendance importante au nombre d’incréments (Figure IV.2). On a pu démontrer que
I’influence du nombre d’incréments sur la simulation provient de la résolution de la
déformation résiduelle. En effet en posant y =0, il est possible de ne plus prendre en compte
I’effet de la déformation résiduelle sur le comportement. Dans ce cas, la réponse contrainte /
déformation converge trés rapidement.

(@]
— / —
= (@] =
S . S
1 = z
B binusigiihmeilisusii g :
- = incréments
2 o 10 incréments £ o 10
= s = 100 incréments
= 100 incréments =) R
& - ] = == 1000 incréments
: 1000 incréments AR
& R, ———— e = R l® i = = = 10000 incréments
5 i i i | i ol |
0 Déformation (%) 0 Déformation (%)
(a) Chargement en déformation (h) Chargement en contrainte

Figure IV.2 : Influence du nombre d'incréments sur la réponse contrainte / déformation.

1.2.2 Evolution de la déformation résiduelle

Dans le paragraphe précédent sur la méthode de Newton-Raphson, la résolution de
I’équation de la déformation résiduelle utilise une méthode d’Euler. Cette méthode explicite
définit que la déformation résiduelle a I’incrément i+/ comme la déformation résiduelle a

I’incrément i plus une variation A¢” de la déformation résiduelle :
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g(i+1)=¢"(i)+Ae". Eq1V.23
La variation de la déformation résiduelle est alors calculée par la méthode d’Euler
Ae" = y. K7 Ad" &, EqIV.24
en fonction de la variation de I’endommagement
Ad" =d"(i+1)-d" (i), EqIV.25
et de la déformation moyenne
g:%(g(m)ﬁ(i)). EqIV.26

On constate une convergence correcte de la réponse contrainte / déformation résiduelle
a partir de 1000 incréments lors d’un chargement simple de traction monotone (Figure IV.3).
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2
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= ;

g ® 10 ncréments

&) —*— 100 incréments
= 1000 incréments
= = 10000 incréments

0 1 1 1 1
0 Déformation résiduelle (%)

Figure IV.3 Influence du nombre d'incréments sur la réponse contrainte / déformation résiduelle
par résolution de type Euler lors d’un chargement en déformation.

Il apparait important de trouver une résolution plus efficace de cette intégrale en
comparant d’une part une méthode des trapezes et une méthode de quadrature de Gauss
d’ordre 3. La méthode des trapezes une fois l'intervalle discrétisé utilise les valeurs de la
fonction a intégrer a chaque point de la discrétisation alors que la méthode de quadrature de
Gauss d’ordre n nécessite le calcul en n points intermédiaires. Dans notre cas, la quadrature
d’ordre 3 semble suffisante. Elle permet une bonne discrétisation des intervalles et demande
un cott de calcul moindre que pour un ordre de quadrature de Gauss plus important. De plus,
afin d’optimiser les temps de calcul, différents cas de résolution de la déformation résiduelle
sont définis pour les deux méthodes. En effet, si I’endommagement est nul ou que les fissures
sont fermées la déformation résiduelle est directement prise comme nulle. De la méme
manicre, lors de phases de décharge I’endommagement matriciel n’évolue pas et les fissures
restent ouvertes, la déformation résiduelle est directement définie comme étant égale a celle
de I’incrément précédent.

La méthode des trapezes s’appuie sur une interpolation linéaire par intervalle. Avec
cette méthode la variation de la déformation résiduelle Ag” est alors définie par :

Ve, + K (7,.d,.2,) e, )Ad" Eq V.27

i+l

ASV Z%'l'[Keff(nHl’d' &;

i+1°“i+l
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En comparant la Figure IV.4 (méthode des trapezes) et la Figure 1V.3 (méthode
d'Euler explicite), on constate que la méthode des trapézes améliore significativement la
convergence lors d’une sollicitation en déformation.

® 10 incréments

| 100 incréments
= 1000 incréments
L5077 10000 incréments

Contrainte (MPa)

Figure IV.4 : Influence du nombre d'incréments sur la réponse contrainte / déformation résiduelle
par une méthode des trapezes lors d 'un chargement en déformation.

Déformation résiduelle (%)

Quant a I'utilisation d’une méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3, la déformation

résiduelle se calcule de la maniére suivante :

o S et

t—dt

EqIV.28

ou x; et w; correspondent respectivement aux points et aux poids associés a la méthode de
quadrature de Gauss d’ordre 3. Les valeurs de ces points et poids sont définies dans le

Tableau IV.2.

Tableau IV.2 : Les points x; et les poids w; associés
a la méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3.

Points (x;)

5

3

5

Poids (w;)

8
9

5

9

L’utilisation d’une méthode de résolution par quadrature de Gauss permet une
convergence des résultats avec peu d’incréments (Figure IV.5).
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Figure IV.5 : Influence du nombre d'incréments sur la réponse contrainte / déformation résiduelle par une
méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3 lors d’un chargement en déformation.

Finalement, une méthode de résolution de la déformation résiduelle par une quadrature
de Gauss semble plus appropriée en terme de convergence. Toutefois, cette méthode de
résolution est plus coliteuse en temps de calcul que la méthode des trapézes et encore plus que
pour la résolution eulérienne. Cet inconvénient provient du fait que le modele doit étre
recalculé en trois points. Pour des sollicitations assez simples, comme la traction monotone, il
peut s’avérer plus efficace d’utiliser une résolution de type trapeze avec un peu plus
d’incréments qu’une quadrature de Gauss.

Une fois, I’optimisation des algorithmes réalisée sept coefficients pour chaque sens de
sollicitation sont a identifier pour le mode¢le uniaxial statique :

e le module élastique : Ej,
e lacinétique d’endommagement matriciel

e le seuil d’endommagement matriciel : y,’ ,
¢ la valeur de saturation de I’endommagement : d.",
e lavitesse d’évolution de ’endommagement : y.",
¢ la forme de la cinétique d’endommagement : p™,
e la déformation résiduelle : g,
e la déformation a rupture & .

1.3 Influence des coefficients

La résolution numérique du modé¢le statique uniaxial a ét¢ optimisée. Toutefois, avant
d’identifier les coefficients du modéle statique 1D, I’influence de ces coefficients doit étre
analysée.

Les paramétres de la loi d’évolution de I’endommagement matriciel (Eq IV.3) sont au
nombre de quatre. Ces paramétres permettent de définir 1’évolution de 1’endommagement

matriciel avec un seuil d’apparition y; , une valeur de saturation de I’endommagement d"
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(Figure IV.6) et de deux parametres y." et p” pour régler la vitesse d’évolution. Notons que
les coefficients du modéle ODM sont déterminés de maniere aléatoires pour des raisons de

confidentialité.
600 ;
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Déformation (%)

Figure IV.6 : Influence de la saturation de I'endommagement matriciel d!" (a) sur le comportement (b) sur

I’endommagement (p" =1, y' =1 et y; =0,01).

Plus précisément, le parametre p™ permet de définir la pente (finie, infinie ou nulle)

au début I’endommagement (Figure IV.7). Tandis que y." influence la vitesse d’évolution de

I’endommagement (plus y" est grand, plus I’évolution de I’endommagement est ralentie).

m

Endommagement d

(=]

Déformation (%)

Figure IV.7 : Schématisation de l'influence des parameétres de la loi d’évolution de I’endommagement matriciel.

Le paramétre y permet de régler I’évolution de la déformation résiduelle (Eq IV.6).

L’augmentation ou la diminution de ce dernier modifie d’une part la déformation a contrainte

nulle (Figure IV.8), mais également la réponse contrainte/déformation, ce qui compliquera un
peu le processus d'identification.
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Figure IV.8 : Influence du paramétre y de la déformation résiduelle sur le comportement.

1.4 Identification

L’identification du modele de durée de vie a été obtenue grace aux résultats
expérimentaux fournis par Snecma, Herakles, le LCTS, le MATEIS et I’Onera. Nous
disposons de données expérimentales complémentaires pour deux nuances différentes de
matériaux. Les conditions d’élaboration des deux nuances sont identiques, mais 1’épaisseur
des deux matériaux différe (Annexe A Confidentielle). Dans la suite de ce chapitre, nous
nommons le matériau de plus forte épaisseur A et B celui de plus faible épaisseur.

Le Tableau IV.3 répertorie le nombre et les types d’essais statiques disponibles pour
identifier les deux nuances. Notons que tous ces essais ont ét¢ menés jusqu’a rupture.

Tableau 1V.3 : Liste et caractéristiques des essais statiques disponibles pour les deux nuances.

Type de Sens de Température | Nombre
sollicitation sollicitation (°O) d’essais

Traction
incrémentale A
chaine TA 3
avec passage en
compression

Traction
incrémentale
trame TA 3
avec passage en
compression

Traction

incrémentale 450 TA 3M
avec passage en

compression

! Essais réalisés 4 1’Onera.
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chaine TA g@

Traction trame TA 1@
monotone 45° TA @
20° TA 1@
chaine TA 15@

chaine 450°C 1@

chaine 650°C 1@

Traction trame TA 1@
incrémentale trame 650°C @
45° TA @

45° 650°C 1®

20° TA 1@

Dans le modé¢le uniaxial, chaque direction est considérée comme un matériau. Ainsi,
pour les deux matériaux, chaque sens de sollicitation (chaine, trame et a 45°) est identifié par
un jeu de coefficients différent.

Le module élastique, la déformation a rupture, ainsi que le seuil et la valeur de
saturation de I’endommagement peuvent étre directement estimés par les résultats
expérimentaux. Nous reviendrons plus en détails sur la déformation a rupture lors de
I’identification du modele de durée de vie.

[.4.1 Le module élastique

Le module élastique initial £, est déterminé directement sur la réponse contrainte /

déformation des essais. Ce module est une constante qui relie la contrainte de traction et la
déformation pour un matériau ¢€lastique isotrope. Dans le cas du matériau endommageable, ce
module est déterminé sur la partie linéaire du comportement (Figure 1V.9).

//

Contrainte [MPa]

E()

Déformation [%]

Figure IV.9 : Définition du module élastique initial.

? Essais réalisés par Herakles.
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[.4.2 La saturation de I’endommagement

La valeur a saturation de I’endommagement matriciel peut étre estimée a I’aide des
résultats expérimentaux. En effet, une des particularités des composites a matrice céramique
est qu’'un comportement linéaire apparait avant la rupture. Cette linéarité correspond a la
saturation de I’endommagement matriciel. La rupture prématurée de I’éprouvette ne permet
pas toujours de détecter avec précision le début de cette partie linéaire. Toutefois, par
interpolation de la courbe expérimentale contrainte / déformation et en tenant compte de la
déformation résiduelle (Figure IV.10) il est possible d’estimer la pente de la partie liné¢aire a
la saturation de I’endommagement E

saturation *

E

saturation

Contrainte (MPa)

Déformation (%)

Figure IV.10 : Estimation de la pente lors de la saturation de l'endommagement matriciel.

L’endommagement matriciel d" correspond alors a sa valeur de saturation d" :

m E
dl'=——"—-1. Eq1V.29

saturation

Néanmoins, ce résultat ne permet d’avoir qu'un ordre de grandeur de la valeur de
saturation, car la détermination de la pente £, ., de la saturation reste subjective.

1.4.3 Le seuil d’endommagement matriciel

Le seuil d’endommagement matriciel peut étre déterminé grace aux données
expérimentales d’émission acoustique. En effet, si le seuil de détection de 1’émission
acoustique est assez faible, on peut considérer que le début de I’émission acoustique
correspond au début de I’endommagement matriciel (Figure I[V.11).
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Figure IV.11 : Détection du seuil d'endommagement matriciel avec l'émission acoustique.

Il est aussi possible de valider voire d’identifier le début de I’endommagement en
observant la perte de module. En tracant en fonction de la déformation le module sécant £ de
I’enveloppe des essais de traction incrémental, on constate que le module est assez constant
au début de I’essai puis chute (Figure IV.12). Le début de la chute correspond au début de
I’endommagement matriciel.

début dei I’ epdommagenient

”

Wﬂ uinj L LLEERTITITEY ] [TTYTE]
s W

N
Donnée expérimentale \

Module E (MPa)

= | Saturation

log Déformation (%)

Figure IV.12 : Détection du seuil d'endommagement avec la perte de module.

Le module ¢lastique, la valeur de saturation et le seuil d’endommagement peuvent
donc étre estimés grace aux essais. Les trois autres coefficients, c’est-a-dire la vitesse
d’évolution, la forme de la cinétique de I’endommagement et le coefficient de la déformation
résiduelle, sont identifiés directement sur la courbe contrainte / déformation (ou sur la courbe
de perte de module de la Figure IV.12). Notons qu’il a été choisi d’identifier le modele par
rapport a la contrainte dite efficace. Puisque le tissage des composites a matrice céramique
rend difficile la mesure précise de I’épaisseur du matériau, deux épaisseurs peuvent étre
déterminées. La premiere correspond a I’épaisseur totale du composite mesurée a 1’aide d’un
pied a coulisse. Cette épaisseur est alors nommée €paisseur apparente et la contrainte dite
apparente peut étre calculée. La seconde épaisseur, dite épaisseur efficace correspond a
"I’épaisseur de calage" théorique, soit 1’épaisseur souhaitée apres élaboration. C’est cette
deuxieéme €paisseur qui a été choisie dans ce travail pour calculer la contrainte.

1.4.4 Résultats : La nuance A

Des essais de traction incrémentale avec passage en compression ont été réalisés a
I’Onera (Tableau IV.3). Certains résultats de ces essais sont présentés dans I’Annexe A. Le
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suivi de la déformation de ces essais est réalis€é grace a un extensometre et par corrélation
d’image. De plus, un capteur d’émission acoustique est placé sur les éprouvettes afin de
suivre I’évolution de I’endommagement au cours de 1’essai. Le seuil de détection du capteur
de I’émission acoustique a été fixé a 20dB. Au total, neuf essais ont été réalisés :

e trois dans la direction chaine,
e trois dans la direction trame,
e trois dans la direction 45°.

Dans le modele uniaxial, chaque direction est considérée comme un "matériau"
différent. Pour les trois directions, le module ¢lastique et la valeur de saturation de
I’endommagement ont été déterminés avec les méthodes présentées dans les paragraphes
précédents. Les seuils d’endommagement matriciel pour les trois directions de sollicitation
ont ¢t¢ identifiés grace a I’émission acoustique et validés sur les courbes de perte de module
(Figure 1V.13, Figure IV.14 et Figure IV.15).
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Figure IV.13 : Détermination du seuil d'endommagement matriciel par I’émission acoustique et la chute du
module pour une sollicitation de traction incrémentale sens chaine de la nuance A.
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Figure IV.14 : Détermination du seuil d'endommagement matriciel par I’émission acoustique et la chute du
module pour une sollicitation de traction incrémentale sens trame de la nuance A.
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Figure IV.15 : Détermination du seuil d'endommagement matriciel par [’émission acoustique et la chute du
module pour une sollicitation de traction incrémentale sens 45° de la nuance A.

Les autres coefficients ( p”, y", ¥ et &) sont identifiés directement sur les courbes
contrainte efficace / déformation. Les valeurs des coefficients du mod¢le ainsi que les courbes

expérimentales non normées sont présentées dans I’ Annexe A.

Les Figure IV.16 illustrent la bonne corrélation entre le mode¢le statique uniaxial et les

essais de traction incrémentale avec passage en compression pour les trois sollicitations de la
nuance A.
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Figure IV.16 : Comparaison de la réponse contrainte efficace / déformation d’un essai de traction incrémentale
avec passage en compression dont l’éprouvette est sollicitée dans trois directions avec le modele ODM uniaxial
pour la nuance A.
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1.4.5 Résultats : La nuance B

Des essais de traction monotone et de traction incrémentale jusqu’a contrainte nulle
ont été réalisés par Herakles. Le suivi de la déformation uniaxiale de ces différents essais a été
réalisé par un extensomeétre. De la méme maniére que pour les essais de la nuance A, des
essais sur la nuance B ont été réalisés dans la direction chaine, trame et a 45° du matériau. Ne
disposant pas d’information d’émission acoustique, la détection du seuil d’endommagement

est basée sur la perte de rigidit¢ du composite (Figure IV.17a, Figure IV.18a et Figure
IV.19a).

Les Figure IV.17b, Figure IV.18b et Figure IV.19b illustrent la bonne corrélation entre
le modele statique uniaxial et les essais de traction incrémentale avec passage en compression
pour les trois sollicitations.
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Figure V.17 : Résultats de l'identification sens chaine pour la nuance B.
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Figure V.18 : Résultats de l’identification sens trame pour la nuance B.
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Figure V.19 : Résultats de l’identification a 45° pour la nuance B.

De la méme manicre que pour la nuance A, les coefficients identifiés et les courbes
non normées pour la nuance B sont présentées en Annexe A Confidentielle.

1.4.6 Prise en compte de la dispersion des résultats expérimentaux

L’¢laboration des composites a matrice céramique est réalisée par consolidation par
voie gazeuse et entraine une dispersion des résultats de la réponse contrainte / déformation.
En effet, en superposant une partie des essais de traction monotone réalisée sur la nuance B
(Figure IV.20), une dispersion tant sur le module élastique initial que sur la forme de la partie
non linéaire est constatée.
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0 1
0

Déformation (%)

Figure IV.20 : Prise en compte de la dispersion des données expérimentales.

Au vu de ces résultats, plusieurs manieres d’identifier le matériau sont envisageables.
Tout d’abord, I’identification qu’on peut nommer "au plus juste" correspond a celle réalisée
jusqu’a présent : elle consiste a choisir un essai "médian", ou la moyenne des essais afin
d’identifier le modele pour que la réponse contrainte / déformation issue du modele soit la
plus proche possible de celle issue de 1’essai. Une seconde possibilité est d’utiliser
I’enveloppe des résultats expérimentaux (Figure IV.20). Dans ce cas, deux types
d’identification peuvent étre réalisées. La premiére dite identification maximale considére la
raideur et le seuil d’endommagement maximal de I’ensemble des essais. Cette identification
est alors la plus optimiste pour le matériau. A I’inverse, I’identification dite minimale
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considere la raideur et le seuil d’endommagement les plus faibles. Ce type d’identification
permet alors de garantir une marge de sécurité sur les résultats obtenus.

I1. PARTIE « FATIGUE » DU MODELE DE DUREE DE VIE
II.1 Equations du modeéle simplifié

Pour la prise en compte de I’accroissement de I’endommagent matriciel en fatigue, il
n’y a pas de simplification majeure. Dans un premier temps, 1’évolution de I’endommagement

en fonction du nombre de cycles N est définie de la méme manic¢re que pour le modele
complet soit :

o
. 1— (m) Fatlgue
| EELEDTL g

c

avec y,[f et o des parametres matériau a identifier. R, correspond au rapport de charge
appliqué sur les forces thermodynamiques :

y('n)
—o siy >0
R, =9 Vmax : Eq1V.31

0 siy™ =0
permettant de prendre en compte 1’effet caractéristique du rapport des contraintes d’un essai

de fatigue. Le modele est strictement identique au modéle complet avec les forces
thermodynamiques matricielles définies de maniére uniaxiale et similaire a I’Eq IV .4.

On rappelle que la déformation résiduelle est définie dans le modele statique en
fonction du temps :

"™ (1)
&, = Xyo | K (d)et)od . Fq V.32
0

Si I’on choisit un chargement piloté en déformation, il n’y a pas de probléme car les
déformations sont connues pendant le cycle, mais pour des chargements pilotés en contrainte
la déformation va évoluer en fonction du nombre de cycles. Ainsi, la déformation résiduelle
jusque la fonction du temps, doit dépendre du nombre de cycles N. Pour cela, dans le modele
uniaxial lors de chargements en fatigue, 1’évolution de la déformation résiduelle est définie en
fonction de la déformation £"*(N) calculée & contrainte maximale :

& (N)= 24 f K (n) max(ﬂ)ada—’fn).@n, Eq V.33

avec y,, un coefficient matériau a 1dent1ﬁer (qui peut étre éventuellement différent de y )

et K (N) correspond a K (EqIV.7) pour la déformation maximale.

max
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I1.2  Algorithmes du modele de fatigue

I1.2.1 Mise en ceuvre du modéle de fatigue mécanique

La mise en ceuvre du modéle de durée de vie pour la partie purement mécanique est
maintenant décrite. Tout d’abord en utilisant le modéle d’endommagement statique uniaxial
une montée en charge jusqu’a o, est réalisée (Figure IV.21) suivi d’un cycle entier. Cette

premiére étape permet alors de calculer d’une part ’endommagement (d ”’) a contrainte
maximale mais également les forces thermodynamiques matricielles (v, ,»,.) et les

déformations a contraintes maximale et minimale. A 1’aide de ces différentes données et de la
loi d’accroissement de I’endommagement, I’endommagement matriciel a la fin d’un premier

bloc de N; cycles (d " AN ,)) ainsi que la déformation et la force thermodynamique matricielle

tota

(»,..) sont calculés a contrainte maximale. Puis la force thermodynamique a contrainte

minimale est déterminée. Ces différents calculs permettent alors de déterminer le rapport des
forces thermodynamiques R, utile au calcul du bloc de cycle suivant. Nous rappelons que lors
d'essais pilotés en contrainte, les déformations et donc les forces thermodynamiques évoluent
en fonction de I'endommagement et donc du nombre de cycle. Ainsi, connaissant le rapport
des forces thermodynamiques et I’endommagement matriciel apres le premier bloc de cycle,
I’endommagement matriciel créé lors du second bloc de cycle ( (N 2)) peut étre calculé.

total

aA
2
=
‘E bloc de N cycles bloc de N, cycles
< - v - ™
o T T A (v).d,, (N) e (V) (V)
Omax
R (N)= Yo (N.) R(N)= Yo (V.)
yl?klr(N-) ym{r\'(N:)
Omin ./ .}‘
\ Yir(N) / Yo (N.)
Module Fatigue
Loi d’accroissement du dommage
Temps

Figure IV.21 : Schématisation de la mise en ceuvre du modele de durée de vie purement mécanique.

Cette mise en ceuvre est répétée jusqu’au nombre de cycles souhaité ou jusqu’a
rupture. Elle permet également de réaliser des chargements plus complexes, comme par
exemple des essais de fatigue avec différents rapports de charge (Figure IV.22).
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Figure IV.22 : Représentation d'un chargement avec plusieurs niveaux de chargement en fatigue.

Sur la Figure 1V.22, deux blocs de cycles a des rapports de charge et amplitude
différents se succedent. Entre les deux blocs de cycles, une montée en charge est réalisée de
Omax JUSQU’A Ona2 avec le modele statique et la procédure est la méme que présentée
précédemment.

Il est également possible de déterminer les performances résiduelles en appliquant le
modele statique jusqu’a la rupture apres plusieurs blocs de cycles.

Notons, que cette mise en ceuvre du modele est pour des cas de chargement en
contrainte. Dans le cas de chargement en déformation, de par le caractére explicité du modele,
les forces thermodynamiques sont directement définies en fonction de la déformation. Ainsi
les cycles de réactualisation ne sont pas nécessaires et la mise en ceuvre est plus simple et
rapide.

I1.2.2 Influence du nombre de cycles par bloc

Apres avoir réalisé la montée en charge statique avec le modéle d’endommagement
max

uniaxial jusqu’a la contrainte maximale o™, on résout la loi d’accroissement de
I’endommagement :

o
1— | Fatigue
—(d —d") g, () AVEC &, (V) = ( Ry)ﬁjzfgueyo ). . EqIV.34

c

6dlﬂ
on

En considérant la fonction g, constante entre N; et N, +dN, on trouve par intégration

I’endommagement matriciel au bloc de cycles suivant :

d"(N,+dN)=d, —((dc —d’”(N]))H +(7—1)'gf(Nl)-dN)g. Eq V.35

Connaissant le nouvel endommagement, les déformations et les forces
thermodynamiques a contrainte minimale et maximale sont réactualisées :

EmaxN, +dN) = f(0,,,,d" (N, +dN))
&, (N, +dN)= f(c,..d"(N, +dN))

min?

et Eq1V.36

Yinax(Ny +dN) = [ (&0 (N, +dN))
Vin(N, +dN) = f(&0(N, +dN)) |
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La fonction g, peut alors étre recalculée pour déterminer I’endommagement apres le
nouveau bloc de cycles dN,.

Toutefois, considérer que la fonction g, est constante pendant un bloc de cycles

entraine une dépendance du nombre de cycles par bloc sur la valeur de I’endommagement
comme le montre la Figure IV.23.

......

Bloc de 1 cycle

= =—Bloc de 10 cycles
O Bloc de 100 cycles
B Bloc de 1000 cycles:

Endommagement

il EHiH R HTHR R H

Log Nombre de cycles

Figure IV.23 : Influence du nombre de cycles par bloc de cycles sur l'évolution de
l'endommagement lorsque g est supposée constante.

Il ne faut donc pas considérer la fonction g, comme constante sur le bloc de cycle.
L’idée est alors de faire une estimation de g ; entre N; et N ;+dN. A priori, deux
approximations du premier ordre (linéaires) peuvent étre utilisées, I'une en fonction de
I’endommagement :
g,(d")=g,(N)+p,-d", d"eld"(N)) d"(N,+dN)]. Eq V.37
et ’autre plus simple a mettre en ceuvre en fonction du nombre de cycles NV :

g,(m=g,(N)+p,n ne[N1 Nl+dN]. Eq1V.38

Méme si I’approximation de la fonction g, en fonction de I’endommagement d"

parait la plus pertinente, son intégration dans un modele est plus complexe. Ainsi,
I’approximation de la fonction g, en fonction du nombre de cycles est choisie dans le modele

pour améliorer la convergence du nombre de cycles par bloc. En remplagant la fonction g,

de ’Eq IV.38 dans I’Eq IV.35, I’intégration de I’endommagement matriciel au bloc de cycles
suivant devient :

1

d"(N,+dN)=d, —((dc —d"(N)) + (-1 .{g f(Nl)+% pn.dN]de” . EqIV.39

La fonction p, peut se calculer par exemple en estimant la variation de g, sur un
cycle :

gf(Nl+1)_gf(N1)
_ = N +1)— N)). EqIV.40
P, (N1+1)—Nl gf(  +D gf( ) q

La Figure IV.24 montre que I’approximation de la fonction g, permet une meilleure

convergence du nombre de cycles par bloc de cycles.
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Figure V.24 : Influence du nombre de cycles par bloc de cycles sur l'évolution
de l'endommagement avec une approximation de la fonction gy
Toutefois, on constate encore un écart au début de 1’évolution de I’endommagement
sur la Figure IV.24. Pour pallier ce probléme, une méthode adaptative du choix du nombre de
cycles est introduite dans le modéle de durée de vie. Au début de la modélisation, le nombre

de cycles par bloc de cycles est petit et augmente au fur et a mesure du calcul. Pour cela, on
considere que

i) si la variation d'endommagement Ad entre I’instant i et i-/ est inférieure a une
certaine valeur (Admax)

ii) si le nombre de cycle par bloc reste inférieur a un nombre de cycles maximal
(dN,,,,) alors le nombre de cycles pour le bloc de cycles suivant est multiplié par une valeur »
(r>1).

Dans le cas inverse, le nombre de cycles est divisé par la valeur 7 :

AN =rdN,, siAd" =d" —d" <Ad_ etdN, <dN,
EqIV.4l

dN, = N, sinon
r

Cette méthode de pas adaptatif pour le choix du nombre de cycles par bloc de cycles

Bloc de 1 cycle
Pas ad alplta"if

Endommagement

Log Nombre de cycles

Figure IV.25 : Influence du nombre de cycles par bloc de cycles sur l'évolution de l'endommagement avec une
approximation de la fonction gy et ['utilisation d 'une méthode de pas adaptatif.

116



II. PARTIE « FATIGUE » DU MODELE DE DUREE DE VIE

Ainsi, I’évolution de la fonction gy au cours du bloc de cycles et surtout 1’adaptation
du nombre de cycles par bloc en fonction de 1’évolution de I’endommagement permet de
s’affranchir de 1’influence du nombre de cycles par bloc et assure une convergence en un
nombre trés limité d'incréments.

I1.2.3 Nombre de cycles a rupture

Cependant, I’utilisation de la méthode du pas adaptatif pour le nombre de cycles par
bloc va avoir des conséquences sur l'estimation du nombre de cycles a rupture (Ng). En
fonction du coefficient multiplicateur » introduit pour le calcul du pas adaptatif, le nombre de
cycles a rupture varie (Figure IV.26 a.).
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Figure IV.26 : Influence du coefficient multiplicateur r du pas adaptatif sur
(a) le nombre de cycles a rupture et (b) le critere de rupture.

La différence observée sur le nombre de cycles a rupture en fonction du coefficient
multiplicateur » provient de la méthode utilisée pour déterminer le nombre de cycles a
rupture : on considére qu’il y a rupture en traction deés que le critére de rupture est supérieur

au seuil de rupture y(t)‘;""” . Or en fonction du coefficient multiplicateur, le critére peut dépasser
le seuil (Figure IV.26 b.).

Pour pallier ce probléme, deux solutions ont été proposées et sont utilisées une fois le
critére de rupture dépassé. La premiere méthode consiste a utiliser une interpolation cubique
entre le logarithme du nombre de cycles et le critére afin d’estimer au mieux le nombre de
cycles a rupture. Cette premiere méthode a I’avantage d’€tre trés rapide en termes de temps de
calcul puisqu’elle ne nécessite pas d’incréments supplémentaires de calcul.

La seconde méthode proposée est une recherche par dichotomie pour raffiner le
nombre d’incréments au niveau de la rupture. Cette méthode est un processus itératif ou a

toron

chaque étape, selon que le critere de rupture est supérieur ou inférieur au seuil y;™" en

traction, le modéle est recalculé en fonction du nouveau nombre de cycles. Ce schéma itératif
est réitéré jusqu’a atteindre une variation du nombre de cycles égale a un seul cycle. La
méthode par dichotomie pour déterminer le nombre de cycles a rupture permet d’avoir des
résultats un peu plus précis que I’interpolation cubique (Figure IV.6).

117



CHAPITRE IV : PROPOSITION D’UN MODELE SIMPLIFIE

3.5 +<¢ =
1S
1 S
2 3 < =
N
]
.
;_%2.5 4 =
=
g
§ D [ g B Sans méthode particuliére |-
) < Interpolation cubique
% *  Dichotomie
315 4
(@)
L |
6 7
10 10

Nombre de cycles a rupture

Figure IV.27 : Influence de la méthode résolution du nombre de cycles a rupture.

Notons que la méthode par dichotomie entraine un temps de calcul plus important. De
plus, notons que le temps de calcul pour la méthode de dichotomie sera d’autant plus
important qu’on est exigent sur les parametres de convergence i.e. le nombre d’itération ou la
précision du nombre de cycles a rupture. Ainsi, il serait possible d’améliorer le résultat de la
Figure 1V.27 pour la méthode par dichotomie en considérant des parametres de convergence
plus exigeants.

Néanmoins, 1’utilisation de la méthode par dichotomie est la plus pertinente. Nous
reviendrons sur ce point dans la suite du chapitre avec I’introduction du modele physico-
chimique dans le mode¢le de durée de vie.

I1.3 Sensibilité des coefficients

La simulation des essais de fatigue et de fluage permet de tracer différents
diagrammes :

e Le diagramme de Haigh qui représente 1’amplitude de la contrainte en fonction de la
contrainte moyenne a laquelle a été réalisé 1’essai de fatigue,

e Le diagramme de Goodman ou les contraintes maximale et minimale sont
représentées en fonction de la contrainte moyenne,

e La courbe de Waohler ou courbe SN qui représente 1’évolution de la contrainte
maximale en fonction du nombre de cycles a rupture.

Pour visualiser au mieux 1’influence des coefficients de la loi d’accroissement de
I’endommagement et du critére de rupture, il a été choisi d’utiliser les courbes SN. Au total,

’influence de quatre coefficients ( y “**

’ ,0,7, ) de la loi d’accroissement et du coefficient
a,, du critere de rupture est étudiée dans cette partie. Notons que les coefficients du modéle
statique sont déterminés de maniére aléatoire pour des raisons de confidentialité.

Le seuil d’endommagement matriciel en fatigue y;“*“, correspondant a la limite

d’endurance, n’a pas d’effet sur les la forme des courbes de Wohler. La puissance 6 ne
modifie pas la forme de la courbe de Wohler, mais plus o est grand plus la durée de vie du
matériau augmente (Figure IV.28 a.). Ce décalage horizontal de la courbe de Wdhler est
logique car en échelle logarithmique une puissance devient un coefficient multiplicateur. Le
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paramétre de la vitesse d’endommagement matriciel en fatigue y’“*"*

c

joue le méme role que

la puissance o . En effet, I’augmentation de la vitesse d’endommagement permet un décalage
de la courbe vers la droite et ainsi avoir des durées de vie plus importantes (Figure IV.28 b.).

y‘f'-'cmguv = 40

. M.“auguc‘ - ]U

- y‘f,'-“”g"" - 20

Contrainte (MPa)

y(.i‘uhgm.' i 100 E

10 15
1

(a) Log Nombre de cycles a rupture (b) Log Nombre de cycles & rupture

Fatigue

Figure IV.28 : Influence des parametres (a) & et (b) y

c

de I’endommagement sur les courbes de Wohler.

de la loi d’accroissement

A Dinverse, en échelle logarithmique, le parametre » modifie la pente des courbes
(Figure 1V.29). La Figure IV.29 montre que les écarts de durées de vie entre chaque courbe

sont d’autant plus importants que les niveaux de chargement sont bas.

0 TS : .

t2
=
L=

8]
tad
<

Contrainte (MPa)

10 w w0t 1t w0 10"
Log Nombre de cycles a rupture

Figure 1V.29 : Influence du parametre y de la loi d’accroissement de |'endommagement sur les courbes de

Wéhler.

Le coefficient S modifie I’effet du rapport de charge. Sur la Figure 1V.30, I’influence
du paramétre £ est étudiée pour cinq rapports de charge. On constate que 1’augmentation de
ce parametre permet de mettre un poids plus important sur le rapport de charge et d’écarter les

courbes de Wohler.
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Contrainte (MPa)

Figure 1V.30 : Influence de coefficient [} de la loi d’accroissement de I'endommagement sur les courbes de
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Wéhler.

Enfin, ’augmentation du coefficient «,, dans le critere de rupture diminue la durée de
vie du matériau (Figure IV.31). Toutefois, pour des niveaux de chargement ¢levés,

I’augmentation du parametre «,, influence peu la durée de vie.

Figure IV.31 : Influence du coefficient a,, du critére de rupture sur les courbes de Wéhler (n,, =1 et R = 0).
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Identification
Les coefficients a identifier pour la fatigue "purement mécanique" sont suivants :

valeur a saturation de I’endommagement en fatigue : ",

1 P . Fati
seuil d’endommagement matriciel en fatigue : y,“"*",

évolution de la vitesse d’endommagement : y. "

c b

le coefficient ¥ qui joue sur la vitesse d’accroissement,

le coefficient £ qui représente les effets du rapport de charge,
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e le coefficient o,

e le coefficient y ,, de la déformation résiduelle,

e les coefficients «,, et n, du critére de rupture.

Toutefois certaines hypothéses simplificatrices peuvent étre faites. Tout d’abord, on
suppose un réel état de saturation de I’endommagement matriciel en fatigue qui est atteint a
faible niveau de contrainte. Ainsi la valeur de saturation de I’endommagement matriciel en

fatigue d’* est choisie identique a la valeur en statique :
drese =qr. Eq V.42

De plus, le seuil d’endommagement matriciel en fatigue ne doit pas étre supérieur a
celui sous une sollicitation statique. Ce seuil en fatigue peut étre éventuellement inférieur a
celui en statique. En effet, on peut penser que si on réalise un essai de fatigue dans la partie
¢lastique du comportement des CMCs, soit sans endommagement lors d’une sollicitation
statique, 1’action de cyclage pourrait créer des microfissures dans la matrice. La multiplication
de ces microfissures engendrerait peut étre une perte de la linéarité du comportement du
matériau. Toutefois, aucune donnée expérimentale n’est disponible a trés basse contrainte
pour valider cette hypothése. Ce type d’essai est trés difficile a réaliser car le temps de
sollicitation serait trés important. Ainsi, on considére que le seuil d’endommagement
matriciel en fatigue est identique a celui en statique :

yé?azigue — yg1 . Eq IV43

Cinq coefficients restent a identifier. Dans la majorité des études, la perte de rigidité
est utilisée pour suivre I’évolution de I’endommagement lors d’essais de fatigue ou de fluage.
Pour déterminer la perte de rigidité du composite, différents types de module peuvent étre
définis.

11.4.1 Définition des modules

D’un point de vue expérimental, il existe plusieurs manicres de définir le module lors
d’essais de fatigue. En plus du module élastique initial E,, la Figure IV.32 représente les
types de module qui peuvent étre utilisés pour suivre I’évolution de I’endommagement.

b

/

décharge
tangent

Contrainte

Module initial
Module tangent
Module d’un cycle
Module apparent

Module sécant

Déformation

Figure IV.32 : Définition des différents modules calculés.
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CHAPITRE IV : PROPOSITION D’UN MODELE SIMPLIFIE

Les modules tangents, E calculés lors des décharges et des charges du cycle de

tangent?

fatigue sont assez difficiles a évaluer expérimentalement et numériquement. Le module dit

apparent, E, , correspond a la pente de la droite qui passe entre I’origine et la contrainte

maximale du cycle. Il est alors défini par le rapport de la contrainte et de la déformation
maximale :

E,, =mo, Eq IV .44

Méme si le module apparent semble le plus facile a suivre expérimentalement, il ne
permet pas de traduire au mieux la variation du module élastique. Le module sécant £

nécessite, pour des essais de fatigue a des rapports de charge R différents de 0, d'introduire
des cycles jusqu’a contrainte nulle. En effet, ce module correspond a la pente de la droite qui
passe par la contrainte maximale du cycle et par la déformation a contrainte nulle :

o
secant = 0 Eq V.45
t gmax - g(o- = 0) q
Enfin un dernier module peut étre calculé, il s’agit du module déterminé sur chaque
cycle de fatigue E_ . Ce dernier module dépend des déformations minimale et maximale :

cycle

o} — O
Ecycle = % . Eq IV46

max gmin

Le modéle ODM uniaxial estime les modules élastique, apparent et sécant sur chaque
cycle. Définir ces trois types de modules dans le modéle d’endommagement permet d’utiliser
directement les données expérimentales de fatigue pour I’identification.

Puisque le module sécant est déterminé expérimentalement pour les deux nuances,
nous avons décidé dans la suite de ce travail d’utiliser ce module pour déterminer la perte de
rigidité du matériau.

11.4.2 Les identifications

Pour identifier les coefficients de 1’accroissement de I’endommagement en fatigue
présentés précédemment, des essais de fatigue a température ambiante sont nécessaires. En
effet, rappelons que pour des températures inférieures a 400°C, aucun phénomene
d’oxydation significatif n’est observé. Dans ce domaine de température, la perte de rigidité et
la déformation observée a contrainte nulle ne résultent que de I’endommagement matriciel.

Le Tableau IV.4 répertorie les essais de fatigue a température ambiante disponibles
pour les deux nuances de matériaux.
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Tableau 1V .4 : Essais de fatigue a température ambiante disponibles pour l'identification
du modeéle "purement mécanique".

somicitation |0y | dessais | R | O/o" | Rupture
Nuance A
TA 19 o | 20% Non
Fatigue TA 1® 0 31 % Non
TA 19 o | 41% Non
20 %
31 %
ilzlactli'%:llleentale TA 19 0 41 % Oui
52 %
63 %
Nuance B
Fatigue TA 1? 0.6 | 66 % Non

La loi d’accroissement de I’endommagement définie par ’Eq V.30 a été¢ développée
par rapport a ’essai de fatigue de la nuance B. Or, les essais réalisés en fin de these a plus
basse contrainte par le LCTS remettent en cause 1’écriture de la loi d’accroissement de
I’endommagement. La Figure IV.33 montre 1’évolution du module sécant des quatre essais de
fatigue monotone en fonction du logarithme du nombre de cycles. Avec ces nouveaux
résultats pour la nuance A, on constate que le module sécant évolue quasi linéairement en
fonction du logarithme du nombre de cycles.

om— GmafoR =20 % (Nuance A)

s jo® =31 % (Nuance A)

?‘\ max

= — R

E Gmax'fd =41 % (Nuance A) i

E + Gmax/GR =66 % (Nuance B)

e B TITIH R

. » A .

= > arrét machine
=

= 1 //

Ec B AR

1 i

Log (Nombre de cycles)

Figure IV.33 : Evolution du module sécant en fonction du logarithme du nombre de cycles (NR : non rompu)

Ces observations n’avaient pas pu étre faites sur I’essai de fatigue de la nuance B.

2 . SR
Essais réalisés par Herakles.

3 Essais réalisés au LCTS.
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L’évolution linéaire du module sécant en fonction du logarithme du nombre de cycles
remet en question 1’équation de I’accroissement de I’endommagement en fatigue (Eq IV.30).
En effet, cette loi ne permet pas de faire évoluer I’endommagement de cette maniére.

Au vu de cette observation et apres un certain nombre de développement, une nouvelle
loi d’accroissement de I’endommagement est proposée :

od" g, (dfatigue g )(1+/1).( m )(1_/1).6Xp— L a"

= : | Eq1V.47
aN l.d:“angue gy dfatlgue _ dm q

1 . . -
avec A =— et g, fonction du rapport des forces thermodynamiques matriciel R,, de la force

thermodynamique matricielle maximale y”, , du seuil d’endommagement en fatigue y,“"*"

et de la cinétique d’endommagement y “*“. Cette fonction est définie de la maniére
suivante :
m Fatigue
<ymax - yO >
gy = (1 - Ry)ﬁ Fatigue . Eq IV48

c

Avec cette nouvelle formulation, la loi d’accroissement de I’endommagement ainsi
que la déformation a contrainte nulle peuvent étre identifiées pour les deux nuances de
matériau. De plus, cette écriture ne remet pas en cause l’optimisation des algorithmes
développés précédemment.

a. Resultats : la nuance B

Ne disposant que d’un seul essai de fatigue sur la nuance B a température ambiante,
I’identification des coefficients de la loi d’accroissement et de la déformation a contrainte
nulle est difficile. Toujours pour des raisons de confidentialité, les valeurs de 1’identification
sont présentées dans I’Annexe A. Les Figure IV.34 (a) et (b) montrent respectivement les

résultats de I’identification sur la perte du module sécant et de la déformation a contrainte
nulle.

_
S
<
T T T I T T =2 *
=
= —Modéle uniaxial 2 ..
E ® Donnée expérimentale £ ° EX L. .
(=0 o = ° o ©
q HH = . [ ]
= E E .
3 g e
2 “ NR
@ -
W A H ool ==
arét machi P . 3
E g (L NE
= .. R
§ = —Mod¢le uniaxial
= . .
= ® Donnée expérimentale
il {11 E'a 0 1 1 I 1 1
=

Log (Nombre de cycles) Nombre de cycles

Figure 1V.34 : Résultats de ['identification en fatigue de la nuance B a température ambiante sur (a) la perte du
module sécant et (b) de la déformation a contrainte nulle (NR : non rompu).

L’identification de la loi d’accroissement de I’endommagement en fatigue dépend de
I’identification réalisée en statique. Rappelons que le module élastique initial et que la
cinétique statique d’endommagement matriciel sont utilisée pour identifier les effets de la
fatigue sur le comportement du matériau. Or, une dispersion des résultats expérimentaux sur
des essais de traction monotone a ét¢ montrée dans le paragraphe 1.4.6. Cette dispersion est
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II. PARTIE « FATIGUE » DU MODELE DE DUREE DE VIE

constatée tant sur le module €lastique initial que sur la cinétique d’endommagement statique.
En plus de I’identification dite au plus juste, deux autres types d’identification ont alors été
proposés. La premieére dite maximale correspond a 1’identification la plus optimiste pour le
matériau. Tandis que I’identification minimale considére la raideur et le seuil
d’endommagement les plus faibles. Ainsi, les deux identifications réalisées sur les essais de
traction monotone permettent d’une part d’encadrer les résultats des essais statiques mais
¢galement ceux en fatigue. En effet, la Figure IV.35 montre les résultats de la perte du module
sécant obtenus par simulation si I’on considere les identifications statiques maximale ou
minimale. Ces simulations d’essais de fatigue sont réalisées en considérant que les
coefficients de la loi d’accroissement de I’endommagement sont identiques pour toutes les
simulations.

®  Donnée expérimentale
Identification au plus juste
"| = = Identification maximale

" " * "Identification minimale

arrét machine

Module sécant (MPa)

Log (Nombre de cycles)

Figure IV.35 : Influence de l'identification statique sur la perte de module sécant en fatigue.

En utilisant les trois jeux de coefficients déterminés lors de la prise en compte de la
dispersion dans le paragraphe 1.4.6, on constate que l’utilisation de I’identification statique
dite maximale lors de la simulation de 1’essai de fatigue surestime les résultats.

En effet, la perte de module sécant est moins importante que celle obtenue lors des
essais. De la méme manicre, I’identification minimale entraine une diminution plus
importante du module sécant et sous estime les résultats expérimentaux.

Pour résumer, 1’identification statique conditionne l’identification en fatigue. Pour
¢viter cette dépendance, d’autres essais de fatigue et de fluage a température ambiante
pourraient permettre de fixer certains coefficients. De plus, le coefficient £ permettant de
prendre en compte 1’effet du rapport de charge ne peut étre identifié avec un seul essai
(plusieurs rapports de charge sont nécessaires), il est donc actuellement pris égal a 1.
L'identification ainsi présentée doit donc étre prise avec beaucoup de précaution.

b Reésultats : la nuance A

. r s N R . \ .
L’essai réalisé a o, /0" =41% (" contrainte a rupture statique) pour la nuance A

a été utilisé pour I’identification de la loi d’accroissement de I’endommagement et de la
déformation a contrainte nulle. Les coefficients de I’identification sont également présentés
dans I’Annexe A Confidentielle.
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Les résultats de ’identification sur I’essai a o, /c® =41 % sur la perte du module
sécant et de la déformation a contrainte nulle sont représentés par la Figure IV.36.

=
E
@ = ; ]
~g E !- : Py R — ;NR
= - SIS + S G
o £ =y i NR
E £
g s |7
2
wn =
@ = ’
E S .
2 ; I - - - :-- gy
s IR o Rl bt v il s il s A .
S =i . NR
e 20§ ' R
Nombre de cycles Nombre de cycles

= Donnée expérimentale (5, /6" =31 %)
— Modéle uniaxial (5, /6" =31 %)
R
max/ o =41%)

\ - R_
— — Modéle uniaxial (5, /0" =41 %)

* Donnée expérimentale (o

Figure IV.36 : Résultats de ['identification en fatigue de la nuance A a température ambiante sur (a) la perte du
module sécant et (b) de la déformation a contrainte nulle (NR : non rompu).

Avec ce jeu de coefficients, on constate que le modele de durée de vie uniaxial permet
de simuler correctement d’une part la perte du module sécant (Figure IV.36 a) sur I’essai de

fatigue a o, /0" =41% et d’autre part I’évolution de la déformation a contrainte nulle en
fonction du nombre de cycles (Figure IV.36 b.)

. . . - R . r,r . ’
Avec cette identification, 1’essai a o . /o” =31% a ensuite été simulé avec le
9 max

modele de durée de vie. Sur la Figure 1V.36 a. qui compare I’évolution du module sécant
entre la simulation et 1’essai, un léger écart est constaté. Le jeu de coefficients permet
d’obtenir un résultat convenable sur la perte de module. Toutefois, on remarque que la
déformation a contrainte nulle obtenue avec le modele est plus faible que I’essai. Les écarts
constatés sur les deux simulations peuvent provenir de la dispersion de ces matériaux. En
effet, le module ¢élastique initial E, identifié¢ a partir des essais statiques semble un peu plus
faible que ceux des deux essais de fatigue.

L’essai a 20% de la contrainte a rupture a été¢ simulé. Un écart entre I’essai et le
modele est constaté. Cet écart peut provenir de 1’identification du module élastique mais
¢galement de 1’identification du seuil d’endommagement statique.

Au vu de ces résultats, il semble indispensable de réaliser d’autres essais de fatigue a
température ambiante afin de discriminer 1’effet de la dispersion de ces matériaux.

Enfin, ’essai de fatigue incrémental de la nuance A a été mené jusqu’a rupture de
I’éprouvette. Cet essai permet alors de déterminer les coefficients du critére de rupture. Deux
coefficients «a,, et n,, sont introduits dans le critére de rupture et dépendent I’un de ’autre.

Dans un premier temps, en utilisant le modéle d’endommagement statique, une
premicre simulation statique jusqu’a la déformation a rupture est réalisée afin de déterminer le
critére de rupture en statique en traction :
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(g”"”) nRt
1+(am d—) yre(sme)= . Eq IV.49

c

Dans un second temps, en simulant ’essai de fatigue incrémental avec le modele de
durée de vie jusqu’au nombre de cycles a rupture N, I’endommagement et la force
thermodynamique matriciel sont déterminés. Ainsi, le critére de rupture en fatigue peut étre
calculé. Méme si ce critére de rupture a fait ses preuves sur les composites a matrice
organique [Rakotoarisoa C, 2013], lors de I’identification on constate que 1’un des
coefficients doit étre négatif. Pour que ce critére de rupture fonctionne, I’endommagement a
rupture en statique doit étre plus faible que ’endommagement de fatigue obtenu pour des
niveaux de déformation plus faible. Or, pour les composites a matrice céramique lors de
sollicitations de traction au moment de la rupture I’endommagement matriciel statique est
quasiment a saturation alors que lors de sollicitations de fatigue I’endommagement matriciel
est plus faible. Le critére de rupture n’est donc pas adapté aux CMC et une nouvelle écriture
de ce critere est alors proposée. Pour cela, on considére non plus I’endommagement matriciel
total mais I’endommagement créé lors de la fatigue.

c

(m) Rt
1+ (% %J Y=y oudyy) =dg —d”. Eq V.50

Dans ce cas, I’identification des coefficients «,, et n,, est plus facile qu’avec I’ancien
critere de rupture qui demandait de résoudre un systeme a deux équations. Ce nouveau critere
permet également une simplication significative de l'identification car maintenant la

déformation a rupture en statique permet de déterminer directement le coefficient ;™" et

0
deux essais de fatigue a rupture permettront d'obtenir les coefficients o, et n,, .

Avec ce nouveau critere plusieurs jeux de coefficients «,, et n,, ont pu étre identifiés.

Plusieurs essais de fatigue ou de fluage jusqu’a rupture permettraient de choisir le couple de
coefficient («y,, n,, ) le plus adapté. Toutefois, I’essai de fatigue incrémental a pu étre simulé

avec le modele de durée de vie jusqu’a rupture (Figure IV.37).

il i i ah e R R 1 T Terrr
IR ' IREE
iie ' [

i-i-HhiH b4 - bbb b b 4 -4

® Donnée expérimentale
Modéle uniaxial

Pyt
. '

Module sécant (MPa)

Nombre de cycles a rupture

Figure IV.37 : Comparaison de la perte du module sécant entre le modéle d’endommagement de durée de vie
uniaxial et I’essai de fatigue incrémental a température ambiante.
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Cette seconde partie du Chapitre IV a permis d’identifier les coefficients de la loi
d’accroissement de I’endommagement. Il est & noter que la prise en compte des résultats
expérimentaux disponibles, en particulier les derniers résultats recus, a nécessité des
modifications a la fois de la loi d'accroissement de I’endommagement et du critére de rupture.
Des essais de fluage et de fatigue peuvent étre simulés avec le modele de durée de vie ODM.
Or, la durée de vie des composites a matrice céramique SiC¢/SiBC,, dépend principalement de
I’oxydation de ces constituants. Ainsi, les différentes oxydations et leurs identifications
doivent étre intégrées dans le modele.

III. PARTIE « PHYSICO-CHIMIQUE » DU MODELE DE DUREE DE VIE

Comme détaillé dans le Chapitre III, trois mécanismes d’oxydations sont pris en
compte :

e L’oxydation des torons constitués de fibres Nicalon qui diminue la durée de vie du
matériau.

e [’oxydation des interphases de pyrocarbone qui entraine une augmentation de la
souplesse du matériau, de la durée de vie et une augmentation de la déformation a contrainte
nulle.

e Le phénomene de cicatrisation qui intervient grace a I’oxydation de la couche de
carbure de bore de la matrice.

III.1 Mise en ccuvre du mod le de dur e de vie

La mise en ceuvre du modele de durée de vie avec prise en compte des phénomenes
physico-chimiques est quasiment identique a celle présentée dans le paragraphe I1.2.1 pour la
partie mécanique. Dans un premier temps, le premier cycle de 1’essai de fatigue est simulé
avec le modele d’endommagement statique. Ensuite, I’accroissement de I’endommagement
matriciel et les différentes oxydations du matériau sont simulés en fonction du nombre de
cycles par bloc par le module Fatigue et en fonction du temps équivalent par le module
Physico-chimique (Figure IV.38).
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Figure V.38 : Mise en ceuvre du modeéle de durée de vie uniaxial avec prise en
compte de la physico-chimie des CMCs.

Plus particulierement, lors de la simulation du premier cycle avec le modéle ODM
statique, I’endommagement matriciel mais également 1’ouverture des fissures matricielles 4"
(Eq I11.20) sont déterminés au cours de cette montée en charge. Ainsi, si I’endommagement
matriciel et la pression en oxygene définie par le chargement sont nuls, le module Fatigue /
Physico-chimique est désactivé (Figure IV.39). Dans le cas contraire, I’ouverture effective
A" qui prend en compte 1’état d’endommagement du matériau par la fonction 4™ et 1’état de
cicatrisation du matériau par la fonction 7, est calculée

B ()= 1" (6) = Eg o, (A, f Mgy (1) EqIV.51
avec &y, un coefficient d’efficacité (Chapitre III) de la cicatrisation a identifier. Si cette

hauteur de fissure est nulle, soit parce que I’endommagement matriciel n’est pas suffisant ou
que le matériau a entiérement cicatrisé, alors aucune autre oxydation n’a lieu. Dans le cas ou
la hauteur de fissure est non nulle, I’oxygene présent dans le matériau va pouvoir oxyder le
pyrocarbone qui enrobe les torons (Chapitre III) et, deux situations sont possibles :

i) ’épaisseur de pyrocarbone qui entoure les torons n’est pas volatilisée entiérement et
protége toujours les torons. Comme les torons sont toujours protégés, 1’oxydation de ces
derniers n’a pas lieu et la durée de vie du matériau n’évolue pas par rapport au bloc de cycles
précédent,

ii) tout le pyrocarbone enrobant les torons est volatilisé. Dans ce cas, 1’oxygene
présent dans le matériau va pouvoir oxyder les torons mais €galement le pyrocarbone se
trouvant entre les torons et la matrice multiséquencée.

Parallelement, les cinétiques d’oxydation des torons et du pyrocarbone sont calculées
avec le modele de durée de vie. D’une part, ’oxydation des torons va modifier le seuil a
rupture des torons et diminuer la durée de vie. D’autre part, I’oxydation de I’interphase de
pyrocarbone va créer des décohésions entre les torons et la matrice multicouches. Cette
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oxydation va alors modifier la souplesse, la déformation résiduelle et le critere de rupture du
modele d’endommagement purement mécanique. Ce schéma est réitéré jusqu’a rupture du
matériau comme indiqué sur la Figure IV.39.

La principale difficult¢ dans la résolution d’un tel modele est la nécessité de
mémoriser I’ensemble de I’histoire du chargement a travers un certain nombre de variables.
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Figure V.39 : Organigramme du modele de durée de vie uniaxial avec prise en compte des
effets physico-chimiques.
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Cette organisation du modele de durée de vie permet de diminuer le temps de calcul,
car différentes parties du modele peuvent étre désactivées en fonction des situations
rencontrées.

III.2 Equations et algorithmes du modéle simplifié

Les différentes équations des réactions d’oxydation des constituants dans le modele de
durée de vie uniaxial sont identiques a celles du modele de durée de vie multiaxial présenté
dans le Chapitre III. La seule modification consiste a écrire les équations de couplage entre la
mécanique et la physico-chimique de maniére uniaxiale.

I11.2.1 L’ouverture de fissure

L’ouverture de fissure matricielle

W =hi{d" =d .) 0", EqIV.52
est définie en fonction de I’endommagement et de la déformation, permettant de réaliser un

couplage entre la mécanique et les réactions physico-chimiques. L’index de désactivation 7"

a également été introduit dans 1’équation de I’ouverture de fissure afin de prendre en compte
I’ouverture ou la fermeture des fissures.

Dans un premier temps, I’ouverture de fissure est calculée a chaque incrément lors de

, , -m
la montée en charge. A la fin de la montée en charge, une ouverture moyenne de fissure #
sur un cycle peut étre déterminée en fonction de la durée du cycle caractéristique ¢, :

cycle

—m 1
W= [ Eq V.53

cycle cycle

Toutefois, le calcul de I’ouverture moyenne de fissure (Eq IV.53) est difficile et se
calcule sur un cycle complet. Pour cela, deux approches sont proposées :
i) si les fissures sont toujours ouvertes, i.e 1’ouverture de fissure a contrainte minimale
lors du cycle de fatigue est positive (4" (O'mm) > (), ’ouverture moyenne de fissure est :
—n 1

W= (2" (0 )+ B (0 Eq V.54

ii) a I’inverse si les fissures se ferment lors du cycle de fatigue, 1I’ouverture de fissure a
contrainte minimale devient nulle, et :

7 m ltouv m
B = (0,) Eq V.55

avec ¢, qui correspond au temps d’ouverture de fissure lors du cycle de fatigue. En

cycle

conséquence, pour une méme contrainte maximale d’un cycle mais a des contraintes
minimales différentes (méme négatives), I’ouverture de fissure moyenne sera différente ce qui
engendrera une oxydation plus ou moins conséquente.

Cette moyenne sur un cycle est alors utilisée dans le module Fatigue / Physico-chimie
pour calculer I’ouverture de fissure.

Enfin, deux coefficients d,,, et h; ont été introduits dans I’Eq IV.52 de I’ouverture

de fissure matricielle. Le premier coefficient d_ , correspond au seuil d’endommagement a
partir duquel I’endommagement matriciel est suffisamment grand pour que 1’oxygene atteigne
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les torons. Le second coefficient introduit dans le calcul de 1’ouverture de fissure est 4, . Ce

coefficient est homogene a une hauteur. Ces deux coefficients doivent étre identifiés sur des
données de durée de vie.

I11.2.2 Oxydation des torons Nicalon

La loi d’évolution du seuil a rupture des torons de fibres Nicalon y;"" dans le modele

de durée de vie uniaxial est définie de la méme maniére que pour le modele multiaxial
(Chapitre I1I) :

d toron t 1 A ENicalon ntaron »
e ()=—§.c;;‘;(r)exp<— S 0T0) T avee
! ® Eq V.56

toron Btoron

%) n oron~N 2
B =T(2Eﬁ )

avec c;;‘; la concentration en oxygéne au cceur du matériau, E"““”" 1’énergie d’activation de

toron

la réaction d’oxydation des fibres, E/" le module d’Young des fibres Nicalon, n et

toron

B sont des coefficients matériaux.
En intégrant ’Eq IV.56 entre I’instant #-df et ¢, le seuil a rupture a I’instant # est donné par :

ntoron

toron( )_ toron( d )thoﬂ ntorun 1 t C ( ) E;Vicalon d )
Yo, \O)=| Yy, \t—dt) 2 + > I 0, \7 )exp _—RT(T) T Eq V.57

toron
B t—dt

Nicalon
a

t
Pour estimer ’intégrale J Co, (r)exp(=
t—dt RT(
méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3. Pour cela, les évolutions de la température et la
concentration en oxygene entre 1’instant 7-dt et I’instant ¢ sont considérées comme linéaires.
La concentration en oxygene est déterminée par la loi des gaz parfaits a partir de la pression

))dr le choix a été fait d’utiliser une
T

en oxygene interne Poi‘; définie dans la suite du chapitre.

L’avantage d’utiliser une méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3 est de pouvoir
réduire considérablement le nombre d’incréments. En effet, si la température et la pression en
oxygene sont constantes, on constate une convergence de 1’évolution du seuil a rupture des
torons dés un faible nombre d’incréments (Figure IV.40a.). Dans le cas ou la température
n’est plus constante au cours de I’essai, plus d’incréments sont nécessaires pour avoir
convergence de 1’évolution du seuil a rupture des torons (Figure IV.40b.). Toutefois, pour ce
dernier cas, le nombre d’incréments reste assez faible car I’écart de résultats entre 10
incréments et 100 incréments demeure négligeable.
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Figure V.40 : Influence du nombre d’incréments sur I’évolution du seuil a rupture des torons.

I11.2.3 Oxydation du pyrocarbone

D’une part la volatilisation en présence d’oxygene de I’épaisseur de I’interphase de

vol

pyrocarbone enrobant les torons (e,,.) et d’autre part la longueur de pyrocarbone oxydé

(l;;’lc) entre les torons et la matrice multiséquencée sont prises en compte dans le modele de la

méme maniere (Chapitre III). Pour ces deux cas la vitesse d’oxydation du pyrocarbone est
définie par :

nPyC
dipe(t) Kk exp[_ E]C J Coy(0) Eq IV.58
di— p.\ RI0) (1 rclt) e ( E€ B
r + kO eXp -
D RT(z)

avec k.’ la constante de réaction, £’ 1’énergie d’activation, p, la masse volumique du
carbone et n"“un paramétre matériau. C, et Cp, correspondent respectivement a la

concentration de référence et a celle au cceur du composite.

La longueur de pyrocarbone volatilisée a I’instant ¢ est déterminée en résolvant par une
méthode d’Euler explicite ’Eq IV.58 :

Loc(t) =10t — dt)+ iy (t). Eq IV.59
avec la variation de la longueur dl;;lc(t) :

PyC

PyC PyC Cci™ (¢
dre (1) = 5o exp| - L %) dt. Eq1V.60
RT(r) Locle=dt), ES*
C|l+——Tk " exp| ——~
D RT(t)

Avec cette méthode on constate qu’il y a convergence avec peu d’incréments (Figure
IV.41).

c
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Figure IV.41 : Influence du nombre d’incréments sur ['évolution de la longueur de pyrocarbone oxydé.

Les longueurs de décohésion correspondant aux longueurs de pyrocarbone volatilisées
entre les torons et la matrice vont avoir trois conséquences sur le comportement mécanique
des composites a matrice céramique. On considére que 1’oxydation du pyrocarbone va
diminuer la rigidité et la durée de vie du matériau, mais également augmenter la déformation
a contrainte nulle. Pour faire le lien entre I’oxydation du pyrocarbone et ses effets sur le
comportement un taux de décohésion est calculé.

a. Le taux de décohésion

Le taux de décohésion (Chapitre III) est défini dans le modéle de durée de vie uniaxial

en fonction de la largeur moyenne d’un toron /., et de la longueur de décohésion moyenne

7vol .
Lpoc

7 vol

]
plt = EqIV.61

toron

Afin de déterminer la largeur moyenne des torons dans le matériau, des mesures au
microscope ont été réalisées a I’Onera sur la nuance A (Figure IV .42).

Figure IV.42 : Mesure de la largeur d'un toron pour la nuance A.

Une moyenne des résultats a été faite pour estimer la largeur des torons dans le
composite. L’unique différence entre les deux nuances étant I’épaisseur totale du composite,
la largeur du toron est alors pris identique pour les deux nuances et la valeur est indiquée dans
I’Annexe A Confidentielle.
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b. Effet de I’oxydation du pyrocarbone sur le comportement mécanique

L’augmentation des longueurs de décohésion va dans un premier temps diminuer la

rigidité du composite. Pour cela, la souplesse effective S dans le modéle de durée de vie
uniaxial est fonction du taux de décohésion :

1+ nmdm(l + é/decohﬂdecoh)
EO
avec ¢ un coefficient qui sera identifié¢ a partir d’essais macroscopiques de fatigue ou de

fluage en présence d'oxydation. L’augmentation de 1’oxydation de I’interphase de
pyrocarbone va également augmenter la déformation résiduelle qui est définie en fonction du
taux de décohésion de la maniére suivante :

g —

, Eq1V.62

decoh

6-,1* — Zfatn (dm +dmZdec0hﬁdecoh> Eq V.63

0

ou y“" est un coefficient a identifier. Enfin, I’augmentation des décohésions va entrainer un

report de charge sur les torons. De la méme manieére que pour le modele de durée de vie
multiaxial, pour prendre en compte ce report de charge, le critére de rupture devient fonction
du taux de décohésion avec :

m nRt
(1 + aRt 62_ + 7decohﬂdec0hJ ymax _y(t)t;mn > O ) Eq IV64

c

I11.2.4 Hauteur de cicatrisation

Afin de prendre en compte le phénomene d’autocicatrisation des composites a matrice
céramique de type SiC¢/SiBC,, la vitesse d’oxydation du carbure de bore est déterminée.
Rappelons qu’en fonction de la température et surtout en présence d’oxygene, le carbure de
bore forme un oxyde de bore liquide B,O3(). Mais sous atmosphére humide, I’oxyde de bore
créé avec 1’oxygene se volatilise en présence de vapeur d’eau. De plus, sa volatilisation est
aussi constatée pour des températures supérieures a 800°C (Chapitre I). De la méme manicre
que pour le modéle complet (Chapitre III), la vitesse de formation de I’oxyde de bore (B2O3()

forme

dépend de la vitesse d’oxyde de bore formé en présence d’oxygene {%j, de celle

volH20
volatilisée par la vapeur d’eau ( 50 J et volatilisée au-dessus d’une certaine température
volT
6hBZO3 .
par:
ot
Jorme volT volH20
Oy o, [m.s]= Vnor | Toos , Py Eq V.65
ot ot ot ot
Les différentes vitesses sont notées de la maniére suivante :
forme volT
ahBZO3 — 1 ké‘brme(T Point) ahB203 — k;olT (T)
o 2hppe(e) 27 o 2 Eq IV.66
et
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8hvolH20

2= k(1 P

Les expressions complétes de k{;;’g’;e(T ,Poin;), k;‘z’gj (T ) et k;‘z’gzo(T ’PHZO) sont

respectivement données par I’Eq 111.22, I’Eq I11.23 et I’Eq I11.24 dans le Chapitre II1.

On considére que la variation de la hauteur d’oxyde de bore #,’, a I’instant ¢

correspond a celle de I’instant précédent (¢-dr) :

e (e)=hioo (¢ — dt )+ dh e Eq V.67

En remplagant la hauteur %/7(t) par I’'Eq IV.67 dans le calcul de la vitesse de

Br03
formation de Ioxyde de bore (Eq II.21), la hauteur de cicatrisation a I’instant ¢ peut étre
estimée :

hie (t—dt)— ke (0).dt — kom (¢).dt

1
E \/(hforme —d _kvo/T d _kvolHZO d )2 2%k forme d '
iy, (E—dt)—kplo, (0).dt —ky o (0).dt) + 2k, (¢).dt

hﬁ)rme (t) _

BrO3 Eq IV.68

Cette méthode de résolution de type Eulérienne est assez gourmande en incréments car
elle nécessite environ 1000 incréments pour avoir une bonne convergence des résultats
comme le montre la Figure IV.43.

® 10 incréments
® 100 incréments |-
1000 incréments

10000 incréments

Hauteur cicatrisée [pum]

%

Temps (s)

Figure V.43 : Influence du nombre d’incréments sur la hauteur de cicatrisation.
Finalement, la hauteur de cicatrisation 7, , va diminuer la hauteur d’ouverture

effective (Eq IV.51). Cette hauteur de fissure #”" permet alors de faire le lien entre le modéle
mécanique et la physico-chimie qui régne dans le matériau. En effet, a partir de la hauteur
d’ouverture effective, la pression en oxygene au sein du matériau va pouvoir étre calculée par
I’équation suivante :
P = " P EqIV.69
02 "y pom 27 qQiv.

Connaissant la pression en oxygene au cceur du composite, les vitesses d’oxydation

des torons et de I’interphase sont estimées.
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I11.2.5 Nombre de cycles a rupture

Deux méthodes, I’interpolation cubique et la dichotomie, ont été proposées dans le
paragraphe 11.2.3 pour déterminer au mieux le nombre de cycles a rupture. Le seuil a rupture

foron

Yo, €tait constant or I’oxydation des torons fait évoluer ce seuil (Figure IV.44).

s Chargement des torons (1 +a,, ‘:; L e "
i1l e ws S oyl de rupture des torons y
malt 4 Ancienne méthode
@ Interpolation cubique
N # Dichotomie

4’

N\

Log (Nombre de cycles)

Figure IV.44 : Evolution du critére de rupture et du seuil de rupture des torons en fonction du nombre de cycles.

Sur la Figure 1V.45, les résultats des deux meéthodes pour déterminer le nombre de
cycles a rupture sont représentés. On constate que la méthode par dichotomie est clairement
mieux adaptée. Toutefois, il est a noter que pour la méthode par interpolation cubique cette
derniére a été réalisée uniquement sur le chargement des torons et non sur le seuil a rupture
des torons. Il serait intéressant de réaliser une double interpolation pour améliorer les résultats
de la Figure IV 45.

De plus, I'utilisation de cette méthode permet de limiter I’influence du coefficient
multiplicateur » par rapport a la méthode par interpolation (Figure IV.45). Rappelons que ce
coefficient » a été introduit afin d’adapter le nombre de cycles par bloc en fonction de
I’endommagement (paragraphe I1.2.2) et limite le nombre d’incréments nécessaires (plus 7 est
grand plus le temps de résolution du probléme de durée de vie est réduit).

3.5 <
S
5 < .
g’ ‘ y
=
2
25 < *
'S
=
b1 2k
5 2 < *
2
&5 | <€ Interpolation cubique P N
S L3711 #  Dichotomie N -
H i H 4 ¢
2 3
10 10

Log (Nombre de cycles a rupture)

Figure V.45 : Influence de la méthode de résolution du nombre de cycles a rupture en fonction du coefficient
multiplicateur r lors de [’oxydation des torons.
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II1.3 Identification des cin tiques d’oxydation

Les valeurs des différents coefficients sont présentées dans I’Annexe A Confidentielle.

I11.3.1 Coefficients d’évolution du seuil a rupture des torons Nicalon

El:\ficalon

L’énergie d’activation de la réaction d’oxydation des torons Nicalon , le

module élastique de ces derniers E|”", ainsi que les coefficients »n”" et B sont a
déterminer pour identifier le seuil a rupture des torons.

Tout d’abord, des essais de traction sur des méches constitués de 500 fibres Nicalon
NLM-202 [Delcamp A, 2008] permettent de déterminer le module élastique. De plus, dans ses
travaux [Mazerat S, 2012] a déterminé 1’énergie d’activation de la réaction d’oxydation des
meches Nicalon. Dans ce travail nous considérons que la durée de vie des torons est la méme
que celle des méches de fibres.

Les travaux de [Gauthier W, 2006] sur la durée de vie a différentes températures de
torons constitués de fibres Hi-Nicalon montrent quune loi de la forme

\, foron ENicalon
telo) :Aoexp( e j Eq IV.70

approxime correctement les résultats expérimentaux pour une pression en oxygeéne constante.

En remplagant la contrainte a rupture des fibres o par /2.9 (¢).ES™ , 'Eq V.70
p p ., P 0 11

devient :

toron

( yoron (t))""’;"" _ RE™ !nT exp(_ ENeaer }R. EqIV.71

o A, RT
En dérivant ’Eq IV.71 et en la comparant a 1’équation du seuil de rupture des torons (Eq
IV.56), le coefficient B est alors le produit de la concentration par la constante Ay :

B = 4,C, (). Eq V.72

Toutefois en remplagant le coefficient B dans I’Eq IV.56, le seuil a rupture des
torons devient indépendant de la pression en oxygene. Or, des essais de fluage a 1000 MPa et
500°C réalisés par [Gauthier W, 2006] ou le pourcentage en oxygeéne varie, montrent une
diminution de la durée de vie des fibres Hi-Nicalon en fonction de la teneur en oxygene
(Figure 1V .46).
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Figure IV.46 : Influence de la pression en oxygene sur la durée de vie de meches Hi-Nicalon pour des essais de
fluage a 1000 MPa et 500°C [Gauthier W, 2006].

Au vu de ces résultats expérimentaux, la concentration en oxygene doit influencer la
durée de vie des torons. Pour cela, I’Eq IV.70 issue des travaux de [Gauthier W, 2006] est
modifiée pour prendre en compte I’effet de la concentration sur la durée de vie des fibres.
Pour cela, I’équation suivante est proposée :

foron

o " E Nicalon P(;m p
tR (O-r/ly’ = AO exp( aRT J P”gf . Eq V.73
02

Po":f correspond a la pression en oxygene expérimentale de référence. Les essais de durée de

vie réalisés par [Gauthier W, 2006] a plusieurs températures ont été faits sous atmosphere
contrdlé avec 20% d’oxygene, soit pour une pression en oxygeéne expérimentale de référence
de 20 000 Pa.

Finalement, le paramétre B de la loi d’évolution du seuil a rupture des torons est
défini de la maniére suivante :

toron

foron int )2
o ntoron Btaron on on on o
B:T(zE;1 ) ? avec B =4, P(;j_/, C,, (1), Eq1V.74
2

toron

avec Ag, p"" et n”™" des coefficients a identifier.

Ne disposant pas d’essais de durée de vie sur des torons de fibres Nicalon a différentes
pressions en oxygene, le coefficient p est identifié¢ a partir des essais de [Gauthier W,
2006] sur les meéches Hi-Nicalon (Figure IV.47).

toron
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Figure IV.47 : Comparaison entre la durée de vie expérimentale de meches Hi-Nicalon avec le modele en
fonction du pourcentage d’oxygene lors d’essais de fluage a 1000MPa a T = 500°C [Gauthier W, 2006].

Ainsi, nous considérons (hypothése forte et certainement critiquable) que la
dépendance a la pression en oxygene de la durée de vie des torons Nicalon est similaire a celle
obtenue avec les fibres Hi-Nicalon.

toron

Les coefficients » et Ay de la loi d’évolution du seuil a rupture des torons sont
quant a eux identifiés a partir d’essais de fluage de meche Nicalon NLM207 réalisés a
différentes températures [Mazerat S, 2012]. La Figure IV.48 représente le résultat de
I’identification pour une température de 500°C et 750°C.

"] @ Données expérimentales T=500°C [Mazerat S, 2012] |
..... = == Modg¢le uniaxial T = 500°C
----- ¢ Données expérimentales T=750°C [Mazerat S, 2012] |-
""" = ™ Modéle uniaxial T = 750°C

*

PO
LY

O
@

Contrainte [MPa]

Log Durée de vie [s]

Figure IV.48 : Comparaison entre la durée de vie expérimentale de méches Nicalon avec le modeéle en fonction
de la contrainte pour une température de 500°C et 750°C ( F,, = 20kPa ).

I11.3.2 Coefficients d’oxydation du pyrocarbone

L’équation d’oxydation du pyrocarbone compte cinq coefficients a identifier :
e EIC D’énergie d’activation,

e p_ lamasse volumique du carbone,
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ek’ la constante de la réaction d’oxydation,

e ™€ I’ordre de la réaction,
e (, la concentration en oxygene de référence.

Pour une question de simplification et d’apres la littérature [Smith LW, 1978], I’ordre
de réaction est pris égal a 1. De plus, [Smith LW, 1978] répertorie les taux d’oxydation de
différents carbones pour une pression en oxygene de 101 kPa (Figure IV.49).
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Figure IV.49 : Taux d'oxydation de différents carbones sous une pression en oxygene
de 101 kPa [Smith LW, 1978] .

A partir des données expérimentales sur 1’oxydation du pyrocarbone [Horton W.S,
1970] (données 33 sur la Figure 1V.49), le LCTS a déterminé I’énergie d’activation et la
constante de réaction d’oxydation du pyrocarbone. De plus, comme la pression en oxygene,

F,, , vaut 1 atm soit 101 kPa pour les résultats expérimentaux présentes par la Figure IV.49,

par la concentration en oxygene de référence C, peut étre déterminée grace a la relation des
gaz parfaits.

I11.3.3 Coefficients d’oxydation du carbure de bore

Pour prendre en compte le phénomeéne de cicatrisation un certain nombre de
coefficients doivent étre identifiés. L’identification des coefficients des cinétiques
d’oxydation est définie grace aux valeurs trouvées dans la littérature.

Pour la vitesse de formation de 1’oxyde de bore, la constante k"™, ’ordre de réaction

n*™ et I’énergie d’activation de la réaction d’oxydation du carbure de bore ont été estimés
lors de travaux menés au LCTS [Garitte E, 2007], [Martin X, 2003], [Douminge L, 2012].
Ces auteurs ont montré que ces trois coefficients dépendent de la température. En effet,
[Garitte E, 2007], qui a déterminé 1’énergie d’activation de cette réaction a partir d’un
diagramme d’Arrhénius, a observé une transition aux alentours de 600°C (Figure 1V.50).
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Figure IV.50 : Détermination de [’énergie d’activation associée a [’oxydation du B ,C) pour
plusieurs pressions en oxygene [Garitte E, 2007].

Au vu de ces résultats, 1’énergie d’activation doit étre différente au-dessus et en
dessous de 600°C. De la méme maniere, [Garitte E, 2007] a montré que 1’ordre réactionnel
moyen associ¢ a ’oxygene differe selon que la température est inférieure ou supérieure a
600°C. Enfin, pour les températures comprises entre 460°C et 600°C et pour des pressions en
oxygene entre 10 et 80 kPa, la constante de réaction k/””° n’est pas la méme que pour des

températures supérieures a 600°C.

Que ce soit pour I’énergie d’activation, pour I’ordre de réaction et la constante de
réaction de I’oxydation du carbure de bore, le choix a été fait dans le modele de considérer
que ces trois coefficients sont indépendants de la température et ils sont pris égaux a ceux
déterminés en dessous de 600°C (température d’intérét pour cette these).

En ce qui concerne la vitesse de volatilisation de 1’oxyde de bore, 1’énergie
d’activation et la constante de cette réaction ont été estimés par [Garitte E, 2007], [Martin X,
2003] et [Courtois C, 1992]. Ces auteurs ont mesur¢ la constante et 1’énergie d’activation de
vitesse de volatilisation du B,O3; sous air sec a 800°C, 900°C, 1000°C et 1200°C.

De la méme manicre que pour la réaction d’oxydation du carbure de bore, 1’énergie
d’activation et la constante de réaction de volatilisation du B>Os3() en présence de vapeur
d’eau varient en fonction de la température et de la pression en vapeur d’eau. Enfin,
[Mackenzie J.D, 1956], [Martin X, 2003] et [Garitte E, 2007] ont chacun déterminé plusieurs
valeurs d’ordre réactionnel associé a la vapeur d’eau (Figure IV.51).
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Figure IV.51 : Détermination de [’ordre réactionnel moyen associé a la vapeur d’eau pour la
volatilisation de B,053) sous air humide [Garitte E, 2007].

La littérature a permis de déterminer les coefficients des réactions d’oxydation des
fibres Nicalon, du pyrocarbone et du carbure de bore. Le Tableau IV.5 récapitule ces
coefficients ainsi que les coefficients de couplage mécanique / physico-chimique dont
I’identification nécessite des essais macroscopiques.

Tableau IV.5 : Liste des coefficients des réactions d’oxydation issus de la littérature et des coefficients
macroscopiques.

Pour les fibres
toron toron toron toron
E;, ES, R, BT

Pour le pyrocarbone
Coefficients issus de la urie py

littérature (réaction EPC, p., kP, n™C.
d’oxydation)
Pour le carbure de bore

Sforme Jforme Sforme volH20
ko™, n E™ E;

b b

volH20 volT volT volH20 volT
n LE , k, , k™.

Tenseur des souplesses & ““”

decoh

Déformation a contrainte nulle y
Coefficients macroscopiques

decoh

Critere de rupture y

Effet de la cicatrisation &,

II1.4 Identification des deux nuances

Quatre coefficients macroscopiques restent a identifier pour les deux nuances de
matériau :

decoh . I3 I3 ;.
o (" qui représente I’effet des décohésions sur la souplesse

e y““" qui indique I’effet des décohésions sur la déformation résiduelle,
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e y*“" pour I’effet des décohésions sur le critére de rupture,

* &y, efficacité de la cicatrisation sur la hauteur d’ouverture effective.

Pour les composites a matrice céramique de type SiC¢/SiBC, de cette ¢étude,
I’oxydation du carbure de bore permettant la cicatrisation du matériau n’est efficace qu’a

partir de 600°C. Ainsi, pour identifier le coefficient &, , des essais de fatigue et de fluage a

une température supérieure a 600°C sont nécessaires. L’oxydation des interphases de

pyrocarbone débute vers 450°C. Des essais de fatigue et de fluage a 450°C permettent alors
decoh

d’identifier les coefficients y et y“". Toutefois, I’identification de ces
coefficients n’est pas évidente car les différentes oxydations qui régnent dans le matériau
dépendent de la quantité d’oxygene au cceur du composite. Or cette pression en oxygene est
directement liée a 1’ouverture de fissure matricielle 2" (Eq IV.69) qui doit donc étre
identifiée sur les essais de durée de vie.

decoh decoh
, ¢

[11.4.1 La nuance B

Les différents essais de fluage et de fatigue disponibles pour la nuance B sont
répertoriés dans le Tableau IV.6.

Tableau 1V.6 : Liste des essais de fluage et de fatigue disponibles en température pour la nuance B

oo | e | Ve | 77 | Ropure | R | Nom
450 1® 40 % non 1 | Fluage 1
Fluage 450 1® 50 % oui 1 | Fluage2
450 4@ 66 % oui 1 Fluage 3
450 1® 40 % oui 0.2 | Fatigue 1
450 1@ 40 % oui 0.5 | Fatigue?2
Fatigue 450 1® 50 % oui 0.6 | Fatigue 3
450 2@ 66 % oui 0.6 | Fatigue 4
650 1® 66 % oui 0.6 | Fatigue 5
Dans un premier temps, les coefficients ¢ ““”" et y““”" permettant de prendre en

compte les effets de I’oxydation du pyrocarbone sur la souplesse et la déformation a
contrainte nulle sur le comportement du matériau sont identifiés sur 1’essai Fluage 2. Cet essai
de fluage est réalisé a 50% de la contrainte a rupture a une température de 450°C. Avec cette
identification, on constate que le modele de durée de vie reproduit correctement la perte du
module sécant (Figure IV.52) et I’évolution de la déformation a contrainte nulle (Figure
IV.53).
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Figure V.52 : Résultat de ’identification de la nuance B sur la perte du module sécant de
l’essai Fluage 2 a 450°C et des simulations des essais de Fluage 1 et 3.
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Figure V.53 : Résultat de ’identification de la nuance B sur ’augmentation de la déformation a contrainte
nulle de ['essai Fluage 2 a 450°C et des simulations des essais de Fluage 1 et 3.

De plus, sur la Figure 1V.52 et la Figure 1V.53, les résultats de la perte de module
sécant et de la déformation a contrainte nulle pour les essais Fluage 1 et Fluage 3 sont
présentés. L’identification des coefficients réalisée sur I’essai de Fluage 2 permet de bien
simuler 1’essai de Fluage 1. Toutefois, on constate un écart sur la perte de module sécant entre
les résultats expérimentaux et la simulation de I’ensemble des essais de Fluage 3.

Le coefficient y““”* qui permet de prendre en compte ’effet de 1’oxydation du

pyrocarbone sur la rupture du composite n’a pas pu étre définit sur cette nuance de matériau.
Méme si plusieurs essais de fatigue et de fluage montrent une rupture a 450°C, nous ne
disposons d’aucun essai de fluage ou de fatigue a température ambiante jusqu’a rupture. Les
coefficients du critere de rupture «,, et n, n’ont donc pu étre identifiés pour la nuance B.
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dans un premier temps la diminution du module sécant a 650°C comparé a 1’essai de fatigue a
température ambiante (Figure IV.54). En effet, au début de I’essai la cicatrisation n’est pas
totale et n’empéche pas 1’oxydation des fibres et des interphases. Au bout d’un certain temps,

Enfin, I’essai de fatigue a 650°C (Fatigue 5) permet d’identifier le coefficient de
cicatrisation &y ., . La prise en compte du phénomene de cicatrisation permet de bien décrire

la cicatrisation devient efficace et la vitesse d’évolution du module sécant ralentit.

Figure IV.54 : Effet de la cicatrisation sur la perte de module sécant lors d’un essai de fatigue a 650°C.

=== Mod¢le uniaxial (650°C)
® Donnée expérimentale (650°C)

== ™ Modéle uniaxial (TA)
® Donnée expérimentale (TA

/i

achine

Module sécant (MPa)

111.4.2 La nuance A

Nombre de cycles

Pour I’identification de la nuance A un essai de fluage incrémental et un essai de
fatigue incrémentale a 450°C sont disponibles (Tableau IV.7). Toutefois, ne disposant pas

d’essai de fatigue a 650°C, le coefficient &, ,, ne peut €tre définit pour cette nuance.
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Tableau 1V.7 : Liste des essais de fluage et de fatigue disponibles en température pour la nuance A

Type de

Température

Nombre

sollicitation (°C) d’essais o UL L
18 %
25 %
Fluage 450 1) 30 % Oui? lors Qu
incrémental 37 % dernier palier
43 %
50 %
18 %
incl;:’:rtrlf:li:ale 450 1@ i(s) Z/A) d(e):riielroi)saﬁgr
R=0 0
( ) 37 %

> Essais réalisés au Matéis Insa Lyon [Racle E, 2014]
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L’identification des coefficients y““”", £““" et y““" est réalisée a partir de 1’essai

de fluage incrémental. Les composites a matrice céramique ne fluent pas a température
ambiante, c’est la raison pour laquelle la loi d’accroissement développée dans ce travail est
écrite de maniere a ce qu’il n’y ait pas d’évolution de I’endommagement matriciel lors d’une
sollicitation de fluage. Ainsi, 1’évolution des propriétés mécaniques (souplesse, déformation
résiduelle et rupture du matériau) observée en température (Chapitre I) est uniquement due a
I’oxydation des torons et des interphases de pyrocarbone. Toutefois, le module élastique de
I’essai est inférieur a celui déterminé par le modele. Afin d’identifier les coefficients
macroscopiques y““”, £%*" et y*" le module sécant est alors normé pour I’essai et la
simulation par rapport au module é¢lastique. De cette manicre, les coefficients physico-
chimiques qui modifient le module sécant, les déformations a contrainte nulle et le critere de
rupture a 450°C ont pu étre définis. La Figure IV.55 et la Figure IV.56 représentent les
résultats de 1’identification sur I’essai de fluage incrémental. Cette derniére permet de bien
simuler la durée de vie et la perte de module sécant de la nuance A a 450°C.

=

Modéle uniaxial . |
:| = = Donnée expérimentale

Module sécant (MPa)

Log (Temps (s))

Figure IV.55 : Résultat de I’identification de la nuance A sur la perte du module sécant et de la rupture en
fonction du temps pour l’essai de Fluage incrémental a 450°C.

On peut constater que 1’évolution du module sécant est plus rapide lors des différentes
montées en charge de 1’essai de fluage incrémental que lors des phases de fluage donnant une
allure en zigzag de la courbe du modele (Figure IV.55).

En ce qui concerne I’augmentation de la déformation a contrainte nulle (Figure IV.56),
on constate que le modéle permet de bien simuler la fin de 1’essai, mais sous-estime un peu le
début de I’essai.
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Modéle uniaxial
= = Donnée expérimentale (Fluage incrémental Nuance A)

Déformation a contrainte nulle

Log (Temps (s))

Figure IV.56 : Résultat de [’identification de la nuance A sur la déformation a contrainte nulle
en fonction du temps pour l’essai de Fluage incrémental a 450°C.

Notons que I’identification des différents coefficients physico-chimiques est assez

délicate a réaliser sur un essai incrémental. Pour améliorer cette identification, d’autres essais
de fluage ou de fatigue monotones seraient nécessaires.
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Afin de prévoir la durée de vie de composites a matrice céramique de type SiC¢/SiBCyy,
lors de sollicitations uniaxiales, un modéle de durée de vie uniaxial simplifié a été développé
dans ce chapitre. Ce modéle peut étre décomposé en trois parties.

Un mod le d’endommagement statique permet de simuler la montée en charge
d’essais de fluage ou de fatigue. Ce modele uniaxial fondé sur le modele Onera Damage
Model est simplifié. Il ne prend pas en compte la rupture progressive des torons et la
fermeture progressive des fissures. Cette modification permet alors de ne pas utiliser la notion
de déformation stockée évitant ainsi une discontinuité de la réponse contrainte / déformation
lorsque la fermeture de fissure a lieu pour une déformation non nulle (Chapitre II). De plus,
I’utilisation d’une méthode de Newton-Raphson et la définition analytique de la matrice
tangente permet de simuler efficacement aussi bien des chargements en contrainte qu’en
déformation. Il a été également montré dans ce chapitre que la résolution de la déformation
résiduelle par une méthode des trapézes ou de quadrature de Gauss d’ordre 3 optimise les
temps de calcul et surtout la robustesse du modele d’endommagement. Enfin, des essais de
traction incrémentale avec des passages en compression et un suivi par émission acoustique
permettent d’identifier tous les coefficients du modele d’endommagement statique dans
chacune des directions (0°, 90° et 45°). Toutefois, la dispersion des résultats expérimentaux
ne doit pas étre négligée. Ainsi, trois identifications ont été proposées dans ce travail pour
prendre en compte la dispersion du matériau :

e [’identification dite "au plus juste" qui correspond a 1’identification de I’essai,

e I’identification "maximale" qui est la plus optimiste considére la raideur la plus
importante de I’ensemble des essais,

e [’identification "minimale" considére la raideur la plus faible des essais et introduit
alors une notion de sécurité (ou de conservatisme) dans le choix des coefficients.

Un modele de fatigue purement mécanique permet de simuler des essais de fatigue a
température ambiante. Ce modele dit "par cycle" (en opposition aux modeles de fatigue
incrémentaux) utilise une loi d’accroissement de I’endommagement pour faire évoluer
I’endommagement matriciel par blocs de cycles. Toutefois, lors de I’identification du mod¢ele
de durée de vie purement mécanique 1’écriture de la loi d’accroissement de I’endommagement
développée dans le Chapitre II a été reformulée au vu des derniers résultats expérimentaux.
L’identification de la nouvelle loi d’accroissement de I’endommagement ainsi que de la
déformation résiduelle a été réalisée sur des essais de fatigue a température ambiante car a
cette température aucun phénomeéne d’oxydation n’a lieu. Actuellement, tous les coefficients
n’ont pu étre identifiés. Pour remédier a cela, d’une part des essais de fatigue a température
ambiante avec des rapports de charge R différents permettraient d’identifier le coefficient f de
la loi d’accroissement de I’endommagement. D’autre part des essais jusqu’a rupture sont
¢galement nécessaires pour identifier les deux coefficients introduits dans le critére de
rupture. De plus, il serait intéressant de réaliser des essais de fatigue a trés basse contrainte
afin d’estimer la limite d’endurance de ces matériaux. Pour finir, afin d’améliorer la
convergence et réduire les temps de calcul, une évaluation de 1'évolution de la force
thermodynamique matricielle et une méthode de pas adaptatifs en fonction de
I’endommagement ont été proposées.

Enfin, les effets des différentes oxydations du matériau ont été pris en compte dans le
modele de durée de vie grace a un modele physico-chimique. De la méme maniere que pour
le modele de durée de vie complet (Chapitre III), les oxydations des torons, de 1’interphase et
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de la couche de carbure de bore sont introduites dans ce mod¢le. Les différents algorithmes de
résolution de ces réactions d’oxydation ont été optimisés pour rendre le modele plus robuste.
De plus, une méthode par dichotomie est introduite dans le modele de durée de vie afin de
déterminer le nombre de cycles a rupture. Grace a la littérature, les coefficients des réactions
d’oxydations ont pu étre définis alors que les coefficients permettant le couplage entre la
mécanique et les oxydations ont ét¢ déterminés a partir d’essais de fluage et de fatigue a
450°C et 650°C. Toutefois, des essais de fatigue ou de fluage dans le domaine des hautes
températures (600°C < T < 900°C) sont nécessaires afin de définir réellement la cicatrisation
du matériau. En effet, ne disposant actuellement que d’un seul et unique essai dans ce
domaine de températures, la prise en compte de la cicatrisation sur I’ouverture effective de

fissure matricielle (2”") est réalisée au moyen d’un coefficient d’efficacité &, ,, . Or, dans le

Chapitre III, il a été¢ montré que ce coefficient doit a priori dépendre de I'amplitude des cycles
de fatigue et de la fréquence de sollicitation. Des essais de fatigue sont alors nécessaires pour
définir correctement cette fonction.

Grace a l'introduction de ce modele simplifié, il a été possible, d'une part, de montrer
le réle de chaque coefficient du modele mais également de définir les algorithmes les mieux
adaptés a la résolution de chaque partie du mode¢le.

Ce chapitre a permis d’identifier un grand nombre de coefficients dans le cas de
sollicitations planes. Toutefois, nous avons pu remarquer qu’il manquait encore des résultats
expérimentaux afin d’identifier tous les coefficients du modele de durée de vie uniaxial. Au
vu de cette conclusion se pose la question de la maniere d’identifier le modele de durée de vie
complet (multiaxial) et plus particulierement les termes de couplage.
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Le modele de durée de vie multiaxial pour les composites a matrice céramique
autocicatrisante de type SiC¢/SiBC,, développé dans les Chapitres II et III a été implanté dans
le logiciel Matlab®. Le développement d’un modele de durée de vie simplifié et pour des
sollicitations uniaxiales, présenté dans le chapitre IV a permis d’identifier certains coefficients
et surtout d’optimiser les algorithmes de résolution afin de réduire les temps de calcul.

Toutefois, contrairement au modele simplifié, le modele complet multiaxial est enrichi
de différents aspects :

e la rupture progressive des torons,
e la fermeture progressive des fissures et pour une déformation non nulle,

e mais le point essentiel est l'introduction d'un certain nombre de couplage entre les
différents phénomenes physiques et les différentes directions du matériau ou de
I’endommagement.

L’ajout de ces différents phénomenes par rapport au modele simplifié nécessite de ré-
identifier le modele complet. La base expérimentale disponible pour cette étude est
insuffisante pour identifier I'ensemble du modéle complet et plus particulierement les termes
de couplage. En effet, que ce soit pour la partie statique ou fatigue a température ambiante ou
non, nous ne disposons que d’essais uniaxiaux sens chaine (Chapitre IV). L’objectif de ce
chapitre est alors de proposer un protocole d’identification du modéle complet qui puisse
permettre de définir la matrice d'essais nécessaires. L’identification des propriétés hors plan
autres que les propriétés €lastiques fera I’étude d’un paragraphe dans le Chapitre VI et ne sera
donc pas traitée dans ce chapitre.

Toutefois, avant d’exposer le protocole d’identification nécessaire au modele complet,
le modele ainsi que sa mise en ceuvre a la fois d’un point de vue physique et de modélisation
sont rappelés dans une premiére partie. De plus, I’optimisation de certains algorithmes vus ou
non dans le Chapitre IV est également détaillée dans cette premiére partie.

I. PASSAGE DU MODELE UNIAXIAL AU MODELE MULTIAXIAL

1.1 Rappel du modéle complet et de 1a stratégie de mise en ceuvre

Cette partie est une syntheése de la partie physico-chimie et de la mise en ceuvre du
modele de durée de vie multiaxial présenté dans les Chapitres II et III.

I.1.1 Point de vue physico-chimique

La sollicitation mécanique d’un composite a matrice céramique va engendrer des
fissures. Dans le cas contraire, le composite ne s’endommage pas et la durée de vie sera alors
infinie (cf. Tableau V.1). En présence de fissures, la durée de vie des CMCs va surtout
dépendre des conditions environnementales (température, pression en oxygene et en vapeur
d’eau).

En effet, si les conditions environnementales sont non oxydantes, c'est-a-dire une
température inférieure a 400°C ou en l'absence d'oxygene et d'eau, la rupture du composite est
uniquement due a la sollicitation mécanique et la durée de vie du matériau sous ces conditions
est déterminée par la loi de fatigue mécanique.

Si la température augmente tout en restant inférieure a 600°C, la cicatrisation du
matériau n’est pas suffisante. Sous ces conditions oxydantes sans cicatrisation, la durée de vie
est limitée par les effets oxydants. L’oxydation de 1’interphase de pyrocarbone va entrainer
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une augmentation des micro-décohésions fibre / matrice et par conséquent 1’augmentation de
la déformation totale du composite. En méme temps, les fibres de carbure de silicium
subissent une oxydation qui diminue leurs résistances. Ces deux mécanismes vont alors
diminuer la durée de vie des composites a matrice céramique SiC¢/SiBCy,.

Si la température est supérieure a 600°C, mais avec une cicatrisation partielle en raison
de la volatilisation de I’oxyde de bore, les mémes effets d’oxydation sont constatés et la durée
de vie est limitée par les effets oxydants. Néanmoins, si la cicatrisation est compléte et rapide,
les fibres et I’interphase ne pourront s’oxyder. Dans ce cas, la durée de vie du composite ne
dépend plus des conditions oxydantes : la rupture du composite est liée uniquement a la
sollicitation mécanique. La cicatrisation complete et rapide ne peut se produire que dans un
cadre idéalisé¢, dans des conditions environnementales particulieres. Tout d’abord,
I’environnement doit étre sec, évitant ainsi la volatilisation de I’oxyde de bore par la vapeur
d’eau. De plus, la température doit étre élevée pour avoir la formation rapide de ’oxyde de
bore. Mais si la température est trop élevée, ’oxyde de bore se volatilise et surtout la
microstructure des fibres de carbure de silicium se dégrade ce qui entraine une diminution de
la contrainte a rupture des fibres (Chapitre I). Il est a noter également que les effets cycliques
peuvent réduire l'efficacité de la cicatrisation (Chapitre III).

En revanche, si ’endommagement du matériau est faible, on peut imaginer une
cicatrisation totale et instantanée du composite. Or, dans ce cas, 1’oxygéne pourra quand
méme diffuser a travers ’oxyde et méme si sa concentration est faible, il pourra oxyder les
fibres et le pyrocarbone. Rappelons néanmoins que par manque d’information sur la diffusion
de I’oxygene a travers I’oxyde de bore, cette derni¢re n’a pas été considérée dans ce travail.
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Tableau V.1 : Récapitulatif de la détermination de la durée de vie des CMCs.

Sollicitation Mécanique

(", . 1)

Pas de fissuration
du composite

Fissuration du composite

Conditions non

oxydantes Durée de vie infinie Durée de vie donnée par la loi de
(T <400°C ou " | fatigue mécanique.
Po,=0 Pa).

Conditions oxydantes
sans cicatrisation
(400°C< T < 600°C)
ou cicatrisation
partielle.

Environnement
(T, Poz, Puzo)

Durée de vie infinie.

Propagation sous critique :
—~>Diminution des propriétés a
rupture des torons.

—>Augmentation des micro-
décohésions fibre / matrice.

Augmentation de la déformation
totale.

Durée de vie limitée par les
effets oxydants.

Conditions oxydantes
(600°C< T <900°C)
avec cicatrisation
compléte et
instantanée du
composite

Durée de vie infinie.

Durée de vie donnée par la loi de
fatigue mécanique.

1.1.2 Point de vue de la modélisation

a. Les équations du modele de durée de vie

Les équations du modele de durée de vie multiaxial sont présentées dans le détail dans
les Chapitres II et III, cette partie du chapitre V a pour objectif de les rappeler succinctement.

En utilisant le modéele d’endommagement statique ODM, la montée en charge d’un
essai de fatigue ou de fluage est simulée. Ce modele d’endommagement permet de prendre en
compte le comportement non linéaire des composites a matrice céramique. Comme
I’endommagement matriciel est orienté par le chargement, cinq variables d’endommagement

(d" aveci= {1, 2, 3,4, 5}) sont utilisées dans ce mode¢le statique :

di"=d; | 1—exp| -
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En plus de quatre coefficients d”", y, y;' et p chaque variable d’endommagement

est définie en fonction des forces thermodynamiques matricielles (y;"). Pour prendre en
compte I’effet de ces endommagements sur le comportement mécanique des composites a

matrice céramique, un tenseur d’effet de I’endommagement H :" est introduit pour chaque

endommagement. Un index de désactivation pour chaque cinétique d’endommagement est
¢galement introduit dans le modele d’endommagement statique. Ces index de désactivation,

n" , permettent de prendre en compte la fermeture progressive des fissures matricielles lors de

chargement traction/compression. Ils permettent alors de simuler la reprise de la rigidité de
ces matériaux observée expérimentalement lors des décharges. Toutefois, la fermeture des
fissures et plus particuliérement la modification de la rigidit¢ du comportement des CMCs a
une déformation non nulle entraine une discontinuité dans la réponse contrainte / déformation.
Pour pallier ce probléme, des déformations stockées sont implantées dans le modele. Des
déformations résiduelles sont également introduites dans le modele statique. Enfin, pour
prendre en compte d’éventuelles singularités ou concentration de contrainte (trou, congg, etc.)
sur des picces, 1’ajout d’une loi d’évolution de la rupture progressive des torons permet de
simuler 1’adoucissement du comportement observé expérimentalement. Pour cela, six

variables scalaires d’endommagement des torons (d;™,d’”™") sont ajoutées au modele, une

pour chaque direction d’orthotropie (chaine, trame et hors plan) et pour chaque mode de ruine
des torons (traction et compression). De la méme maniere que pour I’endommagement
matriciel, des critéres multiples et découplés ont ¢été associés a chaque variable
d’endommagement des torons et sont définis en fonction des forces thermodynamiques
associées aux torons :

toron ]
v =3lene) + ficide)) + £1.CLle,) ).
1 !
= Sleife) + rcie) + £rCie,) ),
toron ]
v Slene)  ricide)) + £CleY ),
toron ] (CO 2 4 0 2 0 2) Eq V.2
ch' - 5 22<82>, + 2¢ C44'(84) + j;L 66° (86) 4
toron ] 4
Vi = E (C303<83 >i + f?z Cj4.(84 )2 + fez (‘c"i )2)
toron ]
3¢ ( :)3<83>2+-f3c‘cﬂ (4) +-f;z‘ (85))

S 6 5 6 pd p6 4 6 4 5 pd 5 \
avec  fi, .11 SieSie s Tor oS Sow s Sow s S0 Sor o S50 €6 f5, des paramétres matériau a
identifier qui représentent I’ensemble des couplages possibles entre traction et cisaillement.

Finalement, la loi d’état du mod¢ele d’endommagement statique multiaxial est définie

en fonction des endommagements matriciels et des torons, mais également des déformations
résiduelles, stockées et de fermeture :

|q

=p 861// Ct’/‘f (dm dtoron dtoron) (_ é‘o é,th )_ go :(é” +§S _éo ) Eq V.3
- =

La modélisation du comportement en fatigue et en fluage des CMCs sous atmosphére
oxydante est réalisée avec un modele Fatigue / Physico-chimique. Tout d’abord les
mécanismes d’endommagement en fatigue sont considérés identiques aux mécanismes
d’endommagement statique. Ainsi, le modele de durée de vie dit purement mécanique ou
modele de Fatigue se compose de cinq variables d’endommagement qui évoluent en fonction
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du nombre de cycles présent dans un bloc de cycles et du rapport de charge du cycle
caractéristique de fatigue. Pour cela, une loi d’accroissement pour chacune des cinq variables
de I’endommagement matriciel a été proposée. Notons que les cing lois d’accroissement sont
définies de telle mani¢re que lors d’essais de fluage sans oxydation I’endommagement
matriciel n’évolue pas :

i

ad”" (d,,, _dy 1 R, Y o i),

EqV.4
v ) , q
min y = max (y(g))
y' ! surle cycle™” ! -
R =<‘—avecs . & ,i=11,2,3,4,5j, Eq V.5
Vi yimax yimm :Suzglg}}c]e(yi(g)) { } q

Cette hypothése est en accord avec les observations expérimentales. Ainsi, le modele de durée
de vie purement mécanique prend en compte 1’évolution de 1I’endommagement avec le
nombre de cycles, ce qui permet de prévoir la durée de vie mais également I'évolution des
propriétés €lastiques et de la tenue résiduelle.

Cependant sous atmosphere oxydante la durée de vie des CMCs dépend de 1’oxydation
des torons longitudinaux et transverses. Ainsi un modele physico-chimique est couplé au
modele purement mécanique. Ce modele physico-chimique permet de prendre en compte
I’effet de 1’environnement sur la durée de vie des fibres de carbure de silicium, sur
I’oxydation de I’interphase de pyrocarbone et sur la cicatrisation.

Tout d’abord les endommagements matriciels introduits par le modele purement
mécanique permettent de définir deux ouvertures de fissures orthogonales, I’une aux torons

longitudinaux 4/, , et I’autre aux torons transverses #,

chaine

Toutefois, on considére que les

trame *
fissures dites « hors-plan », ¢’est-a-dire créées soit par une sollicitation hors plan ou par une
sollicitation plan, ne permettent pas a 1’oxygene d’atteindre les torons. Ainsi, ’effet des
différentes oxydations sur le comportement mécanique n’est pas pris en compte en présence
de ce type de fissures. En revanche, les fissures engendrées par une sollicitation dans le sens

trame ont le méme effet sur I’ouverture de fissure matricielle 4, = que celles créées par une

trame

m

sollicitation dans le sens chaine sur I’ouverture de fissure matricielle 4 Enfin, les fissures

chaine *
orientées a +45° ont chacune des effets sur la rupture des torons longitudinaux et transverses
mais avec une influence moindre que les fissures dans le sens chaine et trame. Des

coefficients ¢, sont alors introduits dans le calcul des ouvertures de fissure pour pondérer
I’effet des fissures a £45° :

Phaine = Mo’ Z<§zdm seuil>+77mgn i:{L 495}

. Eq V.6
Bte =1 Z(g, ~d,..) n"s, i={2,4,5] !

Parallé¢lement au calcul des ouvertures de fissures, la hauteur de cicatrisation 4, , est
calculée. La vitesse de cicatrisation du matériau dépend a la fois de I’oxyde de bore formé par
oxydation, de I’oxyde de bore volatilis¢ par la vapeur d’eau et par la température.

Connaissant les ouvertures de fissures matricielles 4, . et A, .

cicatrisation du matériau, la pression en oxygene au cceur du matériau pour les torons
longitudinaux et transverses est alors déterminée. Ce sont ces quantités d’oxygeéne qui vont

ainsi que I’état de

chaine
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oxyder les interphases de pyrocarbone et les torons. Ainsi, pour les torons longitudinaux et
transverses, la hauteur de pyrocarbone oxydée est déterminée et permet de calculer un taux de

décohésion pour le toron longitudinal S%<”" et transverse S/”". Ces deux fonctions

chaine trame *

adimensionnées représentent la longueur moyenne de décohésion sur les fibres 7/°¢  dans un
toron longitudinal de largeur moyenne 7, :
7PyC
ﬂdecoh _ nﬁmure lclmine
chaine 7
fibre toron E V 7
n, [P¢ v
decoh __ " fissure ygme
ﬁ trame Z_
n fibre  “toron
n fissure ’ , )
avec ——— le rapport du nombre de fibres présentant des décohésions sur le nombre de
n .
fibre

fibres dans le toron. Ces deux taux de décohésion traduisent les effets de 1’oxydation du
pyrocarbone sur le comportement du matériau. Rappelons que nous considérons que
I’oxydation des interphases engendre d’une part une diminution de la rigidité du matériau et
du seuil a rupture des torons et d’autre part une augmentation des déformations résiduelles.
D’un point de vue macroscopique, ces trois parametres vont alors étre définis en fonction de
ces deux taux de décohésion. Le tenseur des souplesses matricielles est alors défini dans le
modele de durée de vie multiaxial de la maniere suivante :

AS = Zd A+ ™+ (1= JE). EqV.8

et h"

fissures hors plan n’influencent pas 1’oxydation des torons, mais que les fissures orientées a
+45° ont chacune des effets sur 1’oxydation des torons longitudinaux et transverses mais avec
une influence moindre que les fissures dans le sens chaine et trame. Ainsi, avec ces différentes

hypothéses, les coefficients ¢ “““”" introduits dans le tenseur des souplesses sont définis par :

De la méme maniere que pour les ouvertures de fissure 4], on considere que les

chaine trame >

é/decoh _ decnhﬂdecoh
1 — 9 chainel” chaine
decoh __ decohﬁdecoh
2 — S trame I tramel
decoh
;=0 Eq V.9
decoh __ _ decoh decoh pdecoh decoh pdecoh
4 =a (é/chaineﬁchaine + é/lrame ﬂtmme )
decoh __ s~decoh
5 — 54

avec £ et %" des coefficients matériau qui permettent de prendre en compte 1’effet de

chaine trame

decoh

I’oxydation de I’interphase sur le tenseur des souplesses et o un coefficient pondérateur

de I’effet des fissures a +45°.

De la méme maniére, les déformations résiduelles sont écrites en fonction des taux de
décohésion :

=i =1

5 _
é-‘r :£ Z (dm +dm decohxnl K + 77 m ) Eq VlO
i=1
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avec :
et = e e
X5 = X eme B
;(f“"h =0 . Eq V.11
XL = (et Bevenn + Lo B’ )
lSdECOh — zf@coh

Pour finir, deux coefficients matériau 7,“”* et y3*“”" sont introduits dans le critére de rupture

des torons longitudinaux et transverses pour prendre en compte le report de charge de la
matrice sur les torons suite a I’oxydation du pyrocarbone :

Rt _chaine

m
chaine d decoh pdecoh toron toron
1+ aRt d + 71 ﬂchaine ylt - 014 2 O
c
Eq V.12
d m Rt _trame q
trame decoh pdecoh toron toron
1+ aRt d + 7/2 trame y2t - 07¢ e O

c

foron toron

De plus, les seuils de rupture des torons y"™ ety présentes dans ’Eq V.12 évoluent en
fonction de I’oxydation des torons et plus précisément de la température et de la concentration

en oxygene au sein du matériau C(';‘zt :

n[Oan

dy([)oljan (t) 1 ENicalon

. —
% N7 _:.Cmt tex _"a toron ¢ 2 Eq V 13
” = Co, (exp( RT() ), ()
o toron Bmmn 7”tor0n
avec B=————(2E7"") 2 fonction de deux paramétres matériau n"”", B et du

2
module élastique des torons Nicalon EJ"".

En couplant le modele purement mécanique et le modele physico-chimique la durée de
vie de composite a matrice céramique sous atmosphere oxydante en dessous de 900°C peut
étre déterminée.

b. La mise en ceuvre du modele de durée de vie

La mise en ceuvre du modele complet de durée de vie mécanique et physico-chimique
fonctionne de maniére relativement similaire au modele de durée de vie uniaxial (Chapitre
V).

Dans le Chapitre IV, les derniers résultats des essais expérimentaux ont montré que la
loi d’accroissement de 1’endommagement n'est pas entierement satisfaisante et devait étre
modifi¢e. Pour des raisons de temps et parce que les travaux sur le modele simplifié et sur le
modele complet ont été menés en parallele, nous n'avons pas intégré cette nouvelle
formulation dans notre modele complet. Fondamentalement, cela ne change ni les problémes
d'implantation ni les difficultés d'identification. Ainsi, la loi utilisée pour faire évoluer
I’endommagement en fonction du nombre de cycles dans le modéle multiaxial définie par
I’Eq V.4 et par ’Eq V.5.

Pour pouvoir déterminer les endommagements matriciels, d;”, aprés N cycles de

min max

fatigue, les forces thermodynamiques minimale »" et maximale associées
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respectivement a la contrainte minimale et maximale d’un cycle caractéristique de fatigue
doivent étre connues. Pour cela, la montée en charge de I’essai de fatigue est réalisée en
utilisant le modele d’endommagement statique ODM (Figure V.1). Cela permet d’obtenir
d’une part ces forces thermodynamiques mais également I’endommagement matriciel avant la
fatigue. Connaissant les forces thermodynamiques et I’endommagement matriciel, le module
de fatigue permet alors de définir 1’évolution de I’endommagement aprés N cycles avec la loi
d’accroissement de I’endommagement. De plus, ’utilisation du modele ODM statique permet
de calculer les ouvertures de fissures qui seront utilisées pour la prise en compte de la
physico-chimie.

A ce niveau, le modele de fatigue complet revient finalement a identifier une loi
d'accroissement de I’endommagement par direction, c'est-a-dire a partir d'essais de fatigue
respectivement dans les directions 0°, 90°, +45°, -45° (et d'essais hors plan). On peut ainsi
s'inspirer des identifications proposées pour le modele uniaxial dans chacune de ces directions
si on considére les termes de couplage dans les forces thermodynamiques nuls (coefficients

b’,bs,b!, b’ de 'Eq 11.15). L’identification de ces termes de couplage, qui expriment le fait

que l'on endommagera plus le matériau en superposant du cisaillement a un essai de traction,
nécessite évidemment des essais multiaxiaux.

Parall¢lement a ce module de fatigue, un modele physico-chimique est utilisé. A partir
des conditions environnementales (température (T), pression en oxygene extérieure et en
vapeur d’eau) et des ouvertures de fissures, le modele physico-chimique permet de calculer
dans un premier temps 1’évolution de la cicatrisation du composite au bout de N cycles. Ainsi,
connaissant 1’état d’endommagement et de cicatrisation du composite, les pressions internes
en oxygene au sein des torons longitudinaux et transverses sont déterminées. L’oxygene
présent dans le composite va alors oxyder le pyrocarbone puis les fibres de carbure de
silicium. Finalement, les taux de décohésion et les seuils a rupture des torons sont calculés.

Ainsi, le module Fatigue/Physico-chimie permet de déterminer I’endommagement
matriciel, les taux de décohésion fibre/matrice et le seuil a rupture des torons apres un essai de
fatigue ou de fluage. Ces données en sortie du module vont alors permettre de simuler le
comportement du composite en fonction du nombre de cycles et de ’environnement. Afin
d’actualiser le modele de durée de vie, en particulier les forces thermodynamiques et les
ouvertures de fissures, un cycle caractéristique de fatigue est simulé a des temps définis par
’utilisateur avec le modéle d’endommagement ODM. Cette actualisation n’est pas réalisée
dans le mode¢le de durée de vie uniaxial (Chapitre IV). Elle a ét¢ introduite dans le mod¢ele de
durée de vie multiaxial afin de pouvoir comparer par la suite les modéles implantés dans
Matlab® et dans un code de calcul. Nous reviendrons sur ce point dans le Chapitre VI. Le
temps du cycle de réactualisation est considéré comme négligeable par rapport a la durée d'un
bloc de N cycles. Ainsi, I’oxydation du matériau n’est pas prise en compte lors de ce cycle de
réactualisation qui permet d’ajuster les forces thermodynamiques utiles pour calculer le
nouvel endommagement matriciel lors du bloc de cycles suivant.
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Eq
g

Contrainte

Cycle de
réactualisation
o

bloc de N cycles

bloc de N cycles

) —4

Entrées
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T
PHZ()

I,

Cette mise en ceuvre du modele de durée de vie (Figure V.1) permet de réaliser des
chargements plus complexes, en modifiant le cycle de réactualisation. Au moment de la
modification du cycle de réactualisation, I’utilisateur a la possibilité de changer le rapport des
contraintes et/ou la contrainte maximale du chargement suivant ainsi que le nombre de cycles

des prochains blocs.

Dans ce cas, un essai de fatigue ou de fluage par palier peut étre simulé (Figure V.2 a).
Enfin, au lieu d’imposer un cycle caractéristique de fatigue apreés un certain nombre de bloc
de cycles, une traction jusqu’a rupture peut étre définie. Ce dernier cas de chargement permet

Fatigue
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Physico-chimie

1. Hauteur de fissure matricielle A’ . h"

chaine® "tran
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Figure V.1 : Mise en ceuvre du modeéle de durée de vie.
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alors de définir les performances résiduelles du matériau (Figure V.2 b).
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(a) Mise en oeuvre pour un chargement
de fatigue par palier.
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Figure V.2 : Exemple de mise en ceuvre du modele de durée de vie pour des chargements complexes.

160



I. PASSAGE DU MODELE UNIAXIAL AU MODELE MULTIAXIAL

Cependant, les essais expérimentaux de fatigue ou de fluage incluent régulierement
des cycles jusqu'a contrainte nulle afin d’enregistrer les déformations a contrainte nulle et de
déterminer le module. Afin de comparer au mieux le modele de durée de vie avec les essais
expérimentaux, nous avons proposé une mise en ceuvre du modele qui permet, de maniére
similaire aux essais expérimentaux, d'introduire un cycle de réactualisation dans le modele
jusqu’a une contrainte nulle et non plus jusqu’a la contrainte minimale du cycle
caractéristique de fatigue (Figure V.3).
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Figure V.3: Nouvelle mise en ceuvre du modeéle de durée de vie.

Cette nouvelle mise en ceuvre du modele ne change en rien le résultat. En effet, les
forces thermodynamiques utiles pour le calcul des endommagements matriciels apres N
cycles sont toujours déterminées aux contraintes maximale et minimale du cycle
caractéristique de fatigue. Enfin, comme I’endommagement matriciel dans le modéle ODM
n’évolue pas pendant les phases de décharge, celui-ci est identique pour les deux mises en
ceuvre.

1.2 Optimisation des algorithmes

En s'inspirant des travaux menés pour le modele uniaxial, les algorithmes de
résolution ont également été optimisés pour le modele multiaxial. Toutefois, 1’optimisation de
la loi d’accroissement de I’endommagement, c'est-a-dire la convergence du nombre de cycles
par bloc de cycles, n’a pas ¢ét¢ abordée par manque de temps. Pour la méme raison,
I’utilisation d’une méthode par dichotomie pour déterminer le nombre de cycles a rupture et
déja introduite dans le modéle uniaxial n’a pas encore ét€¢ implantée dans ce modele complet.
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[.2.1 Chargement en contrainte

Les essais expérimentaux de fatigue ou de fluage sont essentiellement pilotés en force
ou en contrainte. Il est alors nécessaire, afin de simuler ces essais, de pouvoir réaliser des
chargements en contrainte dans le modele de durée de vie. Or, le modele d’endommagement
ODM est un modéle « explicite » en déformation : connaissant le champ de déformation ¢,
les déformations positives utiles au calcul des forces thermodynamiques matriciel et des

toron toron

torons (y,.”’ T ) sont directement déterminées. Ces dernicres permettent ainsi de définir
les variables d’endommagement li¢es a la matrice (d,.”“) ainsi qu’a la rupture progressive des

torons (d/’, dj) Préalablement au calcul des index de désactivation (ni”'), la déformation

au moment de fermeture (é) est évaluée. Les calculs précédents permettent alors de
déterminer le tenseur des rigidités effectives lié¢ a ’endommagement matriciel et a la rupture
progressive des torons @’7 ) mais aussi celui lié uniquement a la rupture des torons (gfo)
Puis le calcul des déformations stockées et résiduelles se fait de maniére incrémentale.
Finalement tous les éléments sont disponibles pour déterminer le champ de contrainte (g).

Les détails de cet algorithme sont présentés dans le Tableau V.2. Le schéma de résolution est
similaire au modele simplifi¢ (a I'exception des déformations stockées dont la résolution sera
explicitée plus loin) mais nécessite la résolution des équations pour chacune des directions
d'endommagement.

Tableau V.2: Algorithme explicite du modeéle d'endommagement statique ODM.

4

Etape 1 : Calcul de ’endommagement matriciel

. . i dt 4y df
Calcul des tenseurs des déformations positives : € =>¢&'! ,£2,&"3

df m
Calcul des forces motrices matricielles : % = =i k=1{1,2,3,45} eti={1,2,3,6}
E= 123,25,

Calcul des forces thermodynamiques matricielles : z;" = y" 1= {1,2,3,4,5}

yi'=d"|i=1{1234>5}

7

Etape 2 : Calcul de I’endommagement progressif des torons

toron

Calcul des forces thermodynamiques : gd; ,E= ok =7={1,2,3,4,5}

toron
jc

toron toron
y Jt d jt .
t j=1{12345)
‘oron dtoron
Je Je

3

Etape 3 : Calcul des index de désactivation matriciels
Calcul de la déformation de fermeture : £° = &

Calcul de ’amplitude de variation : d" = A¢g’ i={1,2,3,4,5}

£ Ae’ =i = (12345
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Etape 4 : Calcul du tenseur des rigidités effectives

Variation de la souplesse effective matricielle n",d” = Aézf 1=1{1,2,34,5}

Variation de la souplesse effective pour la rupture des torons d;,d. = AS 7

=tforon

j = {1’2’3)4’5}

el
AST AST =]

=toron eff

=toron

Etape 5 : Calcul des déformations résiduelles et stockées

r

eff m m § .
C ol d =<7 |i={1234,5}
Q‘

3

Etape 6 : Calcul du tenseur des contraintes

c’.c’

b
— > = toron

r S
&¢& ,& =0

De la méme maniere que pour le modele d’endommagement uniaxial, une méthode de
Newton-Raphson est utilisée dans le modéele multiaxial pour effectuer des chargements en
contrainte. L’utilisation de cette méthode itérative demande de connaitre la matrice tangente
du modele.

Deux méthodes peuvent étre utilisées pour déterminer la matrice tangente du modele
multiaxial :

i) une solution numérique par une méthode des perturbations. Cette approche fournit
une estimation mais elle demande un temps de calcul important.

ii) un calcul analytique qui peut parfois étre trés complexe selon le modéle utilisé.
Dans notre cas, les modifications apportées au modele statique (Chapitre II), et plus
particulierement la réécriture des déformations positives permettent de déterminer
analytiquement la matrice tangente du modele d’endommagement statique ODM qui
s’exprime de la maniére suivante :

o oC o o [0 0g° og" o (0" og° o8&’
=== : — _ +C' = - = _C:;_;_%
N T T Ol A

Le détail du calcul de la matrice tangente du modéle multiaxial ainsi que son
implémentation et sa vérification par comparaison a la matrice numérique sont présentés dans
I’ Annexe B.

Notons que des versions simplifiées de la matrice tangente sont souvent utilisées, par
exemple en utilisant Qeﬁ . Nous avons pu vérifier que ces choix conduisaient souvent a des

écarts significatifs qui résultent d’'une mauvaise approximation de la matrice tangente et qui
peuvent dégrader significativement les performances de l'algorithme.
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1.2.2 Les déformations résiduelles et stockées

Dans le Chapitre IV, il a été montré que suivant la méthode de résolution adoptée, la
réponse contrainte/déformation pouvait étre différente. Pour pallier ce probléme, une
optimisation de la résolution des déformations résiduelles a été proposée. Ces algorithmes de
résolution, i.e. la méthode de type Euler explicite, la méthode des trapézes et la quadrature de
Gauss d’ordre 3, sont également implantés dans le modéle de durée de vie multiaxial.

L’ajout de la fermeture progressive des fissures et plus particulierement le fait que les
fissures ne se ferment pas a déformation nulle engendre des discontinuités de la réponse
contrainte / déformation. Les déformations stockées sont introduites dans le modele complet
afin d’éliminer cet inconvénient. L’évolution de la déformation stockée est définie de la
maniere suivante :

5 . _ .
£=-5" KZdﬂ’ﬁ!” [52” -K7 )j e } : Eq V.15

i=1

Précédemment dans le modele ODM [Marcin L, 2010], 1’évolution de 1’index de
désactivation était définie en fonction du pas précédent a 7-At et du pas actuel a I’instant ¢ :

P = oAn" _n" () —n"(t-A1)

T oAt At

De la méme maniére, les déformations stockées a 1’instant ¢ correspondent a celles au
pas précédent auxquelles s'ajoute la variation des déformations résiduelles £° :

Eq V.16

(t+A)=¢g"(t)+ ALé". Eq V.17

Ce type de méthode de résolution nécessite d’utiliser un certain nombre d’incréments
pour obtenir la convergence des résultats. Avec la méthode utilisée précédemment, on
constate une convergence de la déformation stockée a partir de 5000 incréments pour une
sollicitation de traction compression sens chaine (Figure V.4).

- 100 incréments !
9 — = = 1000 incréments [
2 = "
- 5000 incréments
W || == = 10000 incréments | 4 f i
o * _______________
3 : _
- : i
) i .
Q Il
- .
. :
- i
c .
= H
E !
= H
W
= i

i : ; i :

Temps (s)
Figure V.4 : Influence du nombre d'incréments sur la déformation stockée par une résolution de type Euler.

De la méme manicre que pour les déformations résiduelles présentées dans le Chapitre
IV, la résolution des déformations stockées est optimisée afin de rendre plus robuste le
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modele de durée de vie. Pour cela, une méthode de résolution par quadrature de Gauss d’ordre
3 a été comparée a I’ancienne méthode de résolution de type "Euler" explicite.

Pour cela, I’évolution de I’index de désactivation :

1 si Ag) <Eg,
n' = 1 l1-co ZETAS si—AgiO <g, SAg? , Eq V.18
2 2 Ag,
0 si &, <-Ag|
est fournit par :
0 si Ag) <g,
m 0 0
On' ] 7| TEZEDTAL | £ < <ng” Eq V.19
os 4.Ag; 2 Ag;
0 si g, <—Ag)

De cette fagon, 1’évolution des déformations stockées peut directement s’écrire en
fonction de la déformation :

0 si Ag| <g,
&5 (t+dt) g(r+dt) 5 m
K a P m+ m— .
jdg =<- j Zdimi:éoz(éi -K ):g.d§ si —Ag?ﬁgl SAg? > EqV.20
£0) &) =1 og
0 si g <-Ag|

ou les tenseurs K ;’“ et K :"7 dépendent également de la déformation :

K= C s O e)
== Ehs = e Eq V.21
:Hf"C:Ceﬁ(g)

== = =i =

C’est la résolution par une méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3 de I’intégrale de
I'Eq V.20 qui a été étudiée. Cette méthode consiste a recalculer la fonction en trois points
associés a un poids (Chapitre IV). Toutefois, deux solutions sont possibles.

Une premicre fagon de faire consiste a recalculer entiérement le modéle aux points
associés a la quadrature de Gauss. Cette solution permet alors une convergence du résultat
avec peu d’incréments contrairement a la méthode d’Euler précédemment utilisée. Toutefois,
elle est onéreuse en temps de calcul.

Une seconde solution consiste a utiliser une quadrature de Gauss d’ordre 3 sans
recalculer entiérement le modele aux points associés a la quadrature de Gauss. Le tenseur des

rigidités Qe‘ﬁ et les endommagements matriciels sont supposés constants entre I’instant 7 et

t+dt. Toutefois, cette seconde méthode sans réactualisation du modele demande plus
d’incréments que la méthode avec réactualisation pour obtenir une convergence comparable
des résultats. Ainsi, toujours dans le but d’optimiser les temps de calculs et la précision du
résultat en conservant un nombre d’incréments le plus faible possible, un découpage en
différents cas, fonctions de I’index de désactivation, a été défini :

i) si les fissures restent ouvertes ou fermées, les déformations stockées n’évoluent pas
et valent celles du pas de temps précédent.
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ii) si durant I’incrément de pas de temps, les fissures se ferment ou s’ouvrent, i.e la
valeur de 7" est comprise dans l'intervalle ]0:1[, des intervalles d'intégration sont directement
délimités par les déformations a I’instant t et celles a I’instant t+dt (Figure V.5).

0.5 0,5

Index de désactivation
Index de désactivation

Déformation (%)

et) elt+dr) Déformation (%)

a. ouverture de fissure b. fermeture de fissure

Figure V.5 : Schématisation du cas ou les fissures s ouvrent ou se ferment pour
le calcul des déformations résiduelles.

iii) si durant I’incrément de pas de temps, les fissures passent directement d’un état
ouvert 4 un état fermé ou inversement, ie. 7 (t)=1 et n"(t=dt)=0 ou n/"(t)=0 et
n" (¢ =dt)=1, I'utilisation de la méthode des quadratures de Gauss peut engendrer une erreur

par rapport a une solution exacte. La Figure V.6 schématise 1’erreur d’intégration qu’il peut y
avoir lorsqu’on passe de fissures fermées a des fissures ouvertes.

et +dt

0.5 /

Index de désactivation

Déformation (%)

Figure V.6 : Schématisation du probléme de résolution des déformations stockées lorsque que les fissures
passent d’un état fermé a un état ouvert.

Or, le calcul de I’index de désactivation est défini de telle sorte que I’on connait la
déformation au moment ou les fissures sont toutes fermées ou toutes ouvertes (Figure V.7).
Les bornes de I’intégrale peuvent alors étre redéfinies (Figure V.7).
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s(t + dt) A&’ = & e(t)

B Nouvelles B Nouvelles
b1 I'intégrale b= I'intégrale
- -
z z
L L
205 205
o o
= =
2 / 2
E . % E

) /

,’ %/
el . Ny
5(1) —A-¢&° Déformation (%) g(t+d’) —A’—¢&° Déformation (%)
a. fermeture des fissures b. ouverture des fissures

Figure V.7 : Schématisation des nouvelles bornes de I’intégrale des déformations stockées lors
d’une fermeture ou ouverture directe des fissures.

Avec I’ancienne méthode, on a constaté qu’il fallait 5000 incréments pour avoir une
convergence lors d’une sollicitation de traction compression sens chaine (Figure V.4).
L’utilisation d’une quadrature de Gauss d’ordre 3 sans réactualisation, c'est-a-dire que le
modele n’est pas recalculé aux points de la quadrature mais que les bornes de I’intégrale de la
déformation stockée sont définies par les différents cas présentés précédemment, permet une
convergence a partir de 200 incréments (Figure V.8).

Ancienne méthode (5 000 incréments)
®  Méthode de quadrature de Gauss d'ordre 3 sans réactualisation (10 incréments)
+  Meéthode de quadrature de Gauss d'ordre 3 sans réactualisation (100 incréments)
— — Meéthode de quadrature de Gauss d'ordre 3 sans réactualisation (200 incréments)

(%)

s
11

t €

|

Déformation stockée

Temps (s)

Figure V.8 : Influence du nombre d'incréments sur la déformation stockée par une résolution de quadrature de
Gauss d’ordre 3 sans réactualisation.

Avec une méthode de résolution par quadrature de Gauss d’ordre 3 avec
réactualisation du mode¢le, on il faut seulement 10 incréments pour obtenir la convergence de
la réponse déformation stockée / temps (Figure V.9).
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= Ancienne méthode (5 000 incréments)
® Méthode de quadrature de Gauss d'ordre 3 avec réactualisation (8 incréments)

*  Meéthode de quadrature de Gauss d’ordre 3 avec réactualisation (10 incréments)

(%)

]
11

HE

Déformation stockée

Temps (s)

Figure V.9 : Influence du nombre d'incréments sur la déformation stockée par une résolution de quadrature de
Gauss d’ordre 3 avec réactualisation.

Les deux méthodes de résolution demandent moins d’incréments pour avoir une
convergence qu’avec la méthode d’Euler. Toutefois, méme si I’utilisation de la quadrature de
Gauss d’ordre 3 avec réactualisation du modele complet permet d’utiliser peu d’incréments,
de par les réactualisations du modele, le temps de simulation pourra étre important. Par
contre, avec la méthode de quadrature de Gauss sans actualisation du mod¢le, le temps de
calcul sera plus court. Dans certains cas de simulations, comme par exemple des tractions
monotones, il peut s’avérer plus raisonnable en termes de temps de calcul d’utiliser la
méthode de quadratures de Gauss d’ordre 3 sans réactualisation avec plus d’incréments que
de recalculer le modele complet en trois points.

II. PROTOCOLE D’IDENTIFICATION

Le modele de durée de vie multiaxial développé dans ce travail compte un certain
nombre de coefficients. Ne disposant pas d’une base expérimentale suffisamment important
pour identifier tous coefficients du modele, I’objectif de cette partie est de proposer un
protocole d’identification de tous les termes du module et plus particuliérement des termes de
couplage. Le but est de définir I'ensemble des essais nécessaires a une identification compléte
du modele. Toutefois, I'identification des termes hors plan fera I’objet d’un paragraphe dans le
chapitre VI et ne sera pas traitée dans cette partie.

I1.1 Définition des essais pour I’identification dans le plan

I1.1.1 Les propriétés ¢élastiques

Le comportement des composites a matrice céramique est orthotrope. Ainsi, neuf
rigidités doivent étre identifiés pour définir leurs propriétés élastiques (dans certains cas si
I'hypothese de symétrie dans le sens chaine et le sens trame est vérifiée, on peut se ramener a
six coefficients). Tout d’abord, les modules élastiques E,, et E,, correspondent aux modules
¢lastiques initiaux et peuvent étre déterminés par des sollicitations de traction sens chaine et
sens trame (chapitre IV). En ce qui concerne le module ¢élastique hors plan E.., I’essai de
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traction sur éprouvette diabolo est classiquement utilis¢ pour le déterminer. Toutefois, la
section circulaire des éprouvettes diabolos n’est pas adaptée aux composites tissés. [ Schneider
J et al, 2009] a alors proposé un essai de traction sur éprouvette en composite a matrice
organique en forme de queue d’aronde. Un second type d’essai semble aussi intéressant pour
déterminer le module ¢élastique hors plan, il s’agit d’un essai de flexion 4 points sur cornicre
qui a ¢été utilis€ sur des composites a matrice organique [Charrier J.S, 2013]. Enfin, des
travaux actuellement en cours a I’Onera sur des essais de compression sur cube de composites
a matrice organique tissés semblent montrer que ce type d'essai est une solution simple et
adaptée pour déterminer le module hors plan. Toutefois, la faible épaisseur des CMC peut
rendre assez difficile de réaliser ces essais de compression. Actuellement, ne disposant
d’aucun de ces essais sur composites a matrice céramique, le module élastique hors plan n’a
pu étre identifié.

Les coefficients de Poisson v_,, v__, v _ sont déterminés en calculant le rapport entre

xy xz 2 vz
la déformation transverse et la déformation suivant la direction de la contrainte uniaxiale
appliquée. La déformation transverse peut étre obtenue par extensométrie résistive ou optique.

Pour les modules de cisaillement, le module G, peut étre défini classiquement a partir
d'essais de traction a 45° par la relation suivante :

o
G, = = . Eq V.22
Zigm -, ) d

Enfin, des travaux sont menés a ’UTC pour déterminer les modules de cisaillement
plan et hors plan de composites & matrice céramique [Tableau N et al, 2012b]. Afin, de
déterminer simultanément sur un seul essai les modules G, et G;3 ou G»3 des essais de torsion
sur éprouvettes barreaux sont réalisés en faisant varier la section de I’éprouvette.

I1.1.2 Essais de traction incrémentale avec passage en compression

Les essais de traction incrémentale avec des passages en compression sens chaine,
sens trame et a 45° permettent d’identifier tout un ensemble de coefficients relatifs au
comportement plan. En effet, le chapitre IV a montré qu’avec ce type d’essai les modules
¢lastiques, les cinétiques d’endommagement matriciel et les déformations résiduelles peuvent
étre directement déterminés. De nouveaux coefficients doivent étre identifiés compte tenu de

la prise en compte de la fermeture progressive des fissures. Ces coefficients ( £’moment de la

fermeture ou Ag! correspondant a la demi-amplitude de la fermeture compléte des fissures),

peuvent également étre identifiés grace aux essais de traction incrémentale avec des passages
en compression suffisamment importants pour que la fermeture compléte des fissures puisse
étre observée. La distance (en déformation) entre le début de la fermeture de fissures et le

moment ou les fissures sont fermées correspond au double du coefficient A’ (Figure V.10).
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Figure V.10 : Détermination de l'amplitude de fermeture des fissures pour un essai de traction incrémentale
avec compression sens chaine.

L’identification des coefficients y, réalisée pour le modéle uniaxial n'est plus valable

pour le modele complet compte tenu de I'introduction des déformations stockées. La ré-
identification des coefficients des déformations résiduelles nécessite de redéfinir les
coefficients des lois cinétiques d’endommagement matriciel. De méme, les coefficients de
cinétique d’endommagement matriciel lors d’une sollicitation a 45°, identifiés avec le mode¢le
uniaxial, doivent étre ré-estimés pour le modele multiaxial puisque dans le mode¢le uniaxial la
force thermodynamique matricielle utile pour le calcul de I’endommagement dépend
uniquement de la déformation uniaxiale :

1

m_

y=5 E'¢ & avec g =(¢) . Eq V.23

Comme I’endommagement des composites a matrice céramique est orienté par le
chargement, lors d’une sollicitation a 45°, ’endommagement d,;" est activé dans le modele

complet. La force thermodynamique et plus particulierement la force motrice z; associée a

m

I’endommagement d;" sont définies en fonction du tenseur des déformations :

] 0 at at ar ar 1 ar ar ar it
m _ 1 1 0 2 2 6 (0 1 1 2 o9
z, —;[C”.g, &g +CLE7 €, ]+Zb' .C“.[gﬁ & +e] .8, ) Eq V.24

Or dans le modele multiaxial, lors d’une sollicitation a 45°, les composantes du
tenseur des déformations 11, 22 et 12 ne sont pas nulles.

Toutefois, la valeur du seuil d’endommagement matriciel, ainsi que celle de la
saturation restent identiques a celles déterminées pour le modele uniaxial. L’identification des
autres coefficients a été faite dans le modele complet pour les deux nuances de matériaux (A
et B). Les décharges des essais de traction incrémentale menés sur la nuance de plus petite
épaisseur (nuance B) sont réalisées jusqu’a contrainte nulle et ne vont pas en compression.
Les coefficients de la fermeture de fissure ont alors pu étre identifiés mais sans certitude. Les
coefficients pour la nuance B sont alors choisis similaires a ceux de la nuance A.
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De plus, le coefficient f, dans I’expression des forces thermodynamiques des torons

pour prendre en compte 1’effet du cisaillement sur la rupture est identifi¢ grace a I’essai a 45°.
Afin de traduire le couplage entre traction et cisaillement inter et intra-laminaire, des

coefficients b, b’, b!, b; ont été introduits dans les forces thermodynamiques matricielles

(Eq II.15). La détermination de ces coefficients peut se faire au moyen d’essais sur structures.
Comme pour les coefficients des tenseurs d’effet de I’endommagement, 1’identification sur
structure est difficile si les autres coefficients du modele ne sont pas définis et une étude de
sensibilité des coefficients est nécessaire. Actuellement ne disposant pas de ces essais, ces
coefficients sont pris égaux a 1 dans le mode¢le.

La Figure V.11 et la Figure V.12 montrent respectivement les résultats obtenus apres
identification d’essais de traction incrémentale dans le modele ODM complet pour les

nuances A et B. Pour des raisons de confidentialité, les coefficients identifiés sont présentés
dans I’Annexe A.

= gl S R SR O 7. - A COp—
Bl fesssissiienpriissnivinirosiiiVgl s sl es ive s iven] Finuiivevive besssreisane i =
z i & o o M ...
@ i o~
E E :
E : : E iddahiag ‘f --------------------------
T 0 ~— Donnée expérimentale [ & ]
;3 = = *Modéle multiaxial a e
¥ r 1 : : ] = Donnée expérimentale
: : : ; : 0 “ * 'Modéle multiaxial
i i i i i i i i i
0 . a 0 ; "
Déformation (%) Déformation (%)
(a) Sens chaine (b) Sens trame

= Donnée expérimentale
= = Modéle multiaxial

Contrainte (MPa)

Déformation (%)

(¢) Sens a 45°

Figure V.11 : Reésultats de l'identification du modele d'endommagement statique ODM
complet pour la nuance A.
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Figure V.12 : Reésultats de l'identification du modéle d'endommagement statique ODM complet
pour la nuance B.

I1.1.3 Les tenseurs d’effets de I’endommagement

Le paragraphe précédent a montré que les cinétiques d’endommagement matriciel
peuvent étre identifiées a partir d’essais de traction monotone ou incrémentale. Pour prendre
en compte 1’effet de ces endommagements sur le comportement mécanique des composites a

matrice céramique, un tenseur d’effet de I’endommagement H ,m est introduit. Différents

coefficients pour ces tenseurs d’effet de I’endommagement doivent étre déterminés. Lors

d’une sollicitation uniaxiale sens chaine par exemple, le coefficient A, et la variable

d’endommagement d," ont le méme effet sur comportement du matériau. Il est donc choisi

: 1 A “ .. .
d’imposer 4,); =1. De la méme manicre, lors de sollicitations sens trame, hors plan et de

cisaillement pur, on impose la valeur 1 aux coefficients 4;.", h;l', h!' et h)l .

Les autres coefficients des tenseurs d’effet de I’endommagement sont plus difficiles a
déterminer. Plusieurs pistes sont envisageables pour leur identification. Une premicre
alternative est d’utiliser a 1’échelle mésoscopique une méthode de calculs par ¢léments finis.
Cette méthode consiste a introduire des fissures dont la densité peut étre différente dans un
¢lément de volume représentatif du matériau afin de définir leurs effets sur le comportement
du matériau. Des travaux sont actuellement en cours au sein de I’Onera pour mettre en place
cette méthode [Grail G, 2013]. Toutefois, I'utilisation de cette méthode de calculs éléments
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finis nécessite de construire un maillage représentatif de I’élément de volume représentatif
(VER) du matériau. Or ce dernier point n’est pas évident dans le cas de nos composite a
matrice céramique tissé qui présentent une architecture 3D.

Actuellement des travaux au sein du LMP / LCTS - Bordeaux [Grippon E et al, 2012]
pour déterminer 1’évolution des composantes du tenseur des rigidités d’un composite a
matrice céramique sous sollicitation de traction semble plus pertinente. Par une méthode
ultrasonore couplée a une machine de traction, un procédé¢ interférométrique ultrasonore
permet la caractérisation du composite sous endommagement. Finalement, en combinant cette
technique avec un algorithme génétique le tenseur des rigidités des CMCs tissés peut étre
identifi¢ ainsi que 1'évolution de chacune de ces composants lors d'essais de traction. Ce type
de mesures doit permettre de définir l'ensemble des coefficients des tenseurs d'effets de
I’endommagement en répétant les essais sens chaine, sens trame et a 45°.

Une identification des termes de couplage par méthode inverse sur des structures
congues de fagon a exacerber les couplages peut également étre envisagée.

Des essais directement sur pi¢ces, comme le pied d’aube pourraient aussi permettre
d’obtenir ces coefficients méme si I’identification sur pi¢ce parait assez complexe. En effet, il
faut choisir la structure et le type de sollicitation qui permettent de déterminer peu de
coefficients en méme temps. Car si ces choix sont mal faits, plusieurs coefficients peuvent
avoir des effets sur le comportement global de la structure. Ce type de démarche requiert de
réaliser au préalable une étude de I’influence des coefficients sur le comportement de la piece.

I1.1.4 Essai sur plaque trouée

Les cinétiques d’endommagement matriciel peuvent étre déterminées a partir d’essais
sur éprouvettes lisses. Des essais sur plaques trouées permettent quant a eux de définir les
cinétiques d’endommagement des torons, soit les coefficients en traction et en compression :

toron toron

° Vo, » Yo qui correspondent aux seuils de la rupture progressive des torons et
peuvent étre déterminés par des essais sur éprouvettes lisses (car ils correspondent au moment
de la rupture de ces éprouvettes),

toron toron

® Vep s Vey, qui permettent de régler la vitesse de la rupture progressive des torons,

o dc’,j:"”, df]’:"” qui correspondent aux valeurs a saturation de la rupture des torons (ces

valeurs doivent €tre trés grandes)

toron toron

. . ,
e pi", pi”" qui correspondent aux formes des cinétiques d’endommagement des
torons.
Dans ses travaux sur les modéles d’endommagement ODM pour les composites a
matrice organique et céramique, [Marcin L, 2010] a présenté 1’influence de la cinétique
associée a la rupture progressive des torons. Il a montré que les coefficients de la rupture

progressive des torons en traction et en compression peuvent €volués respectivement lors
d’essais de traction ou de compression sur plaque trouée.

I1.2 Identification des parameétres de la loi de fatigue et du module physico-
chimique

Le protocole d'identification des coefficients de la loi d’accroissement de
I’endommagement est le méme que celui proposé dans le chapitre IV pour le modele de durée
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de vie uniaxial. Afin d’identifier les coefficients de la loi d’accroissement de
I’endommagement, des essais de fatigue a température ambiante sont nécessaires dans le sens

. . N . : -
chaine, trame et a 45°. Pour identifier les cinq coefficients (S, yfl g, y{i et 0,) dans

chacune des directions, des essais de fatigue a plusieurs rapports de charge sont nécessaires.

Les coefficients physico-chimiques des réactions d’oxydation des composites a
matrice céramique sont identiques dans le modele multiaxial et uniaxial. Ils sont déterminés
grace aux données fournies par la littérature.

Actuellement, peu d’essais permettent d’identifier les termes de couplages entre le
modele mécanique et physico-chimique. Plusieurs essais doivent étre réalisés pour tous les
déterminer :

e Des essais de fluage et de fatigue a une température comprise entre 400°C et 600°C a
plusieurs rapports de charge dans le sens chaine, trame et a 45° permettraient de déterminer

I’effet de I’oxydation de I’interphase de pyrocarbone sur le comportement. Ainsi, les termes

de couplage <%, y®"  y™“pour prendre en compte respectivement 1’effet de

I’oxydation du PyC sur le tenseur des souplesses, sur les déformations résiduelles et sur la
rupture du composite pourraient évoluer.

e Des essais réalisés a 45° permettraient d’obtenir des informations sur le rdle de
I’oxydation du composite SiC¢/SiBC,, en présence de fissures a 45° et ainsi identifier les
termes introduits dans le mod¢le lors de sollicitations a 45° (Eq V.9).

e Des essais de fluage ou de fatigue a différentes pressions en oxygeéne pour un méme
rapport de charge et de contrainte maximale seraient utiles afin de valider les effets de la
pression en oxygene sur I’oxydation du pyrocarbone et des fibres.

e Des essais de fluage et de fatigue a plus hautes températures sont disponibles et
permettent d’identifier les coefficients relatifs aux phénomenes de cicatrisation. Les essais de
fluage a 650°C permettent d’identifier les effets de cicatrisation du composite. Paralléelement
des essais de fluage dans les mémes conditions mais a une température aux alentours de
900°C permettraient de valider I’effet de la volatilisation de 1’oxyde de bore sur le
comportement. De plus, il serait intéressant de réaliser ces essais en faisant varier d’une part
la pression en oxygéne et d’autre part celle en vapeur d’eau. Faire varier la pression en
oxygene permettrait également d’identifier les coefficients " introduits dans le calcul de la
pression en oxygene (Eq I11.28) alors que la variation de la pression en vapeur d’eau jouerait
sur la cicatrisation de matériau.

e Enfin, des essais de fatigue a différents rapports de charge et fréquences de
sollicitation permettraient d’une part de définir et d’identifier la fonction &y, introduite dans

le calcul de I’ouverture effective (Eq I11.27) et caractériser I'efficacité du bouchon lors d'essais
cycliques. Actuellement, deux scénarii ont €té proposés pour prendre en compte 1’effet du
cyclage sur I’oxyde de bore, 1'¢jection de I’oxyde de bore et la perte d’efficacité de I’oxyde de
bore. Ce type d’essai permettrait de savoir si le cyclage et la fréquence de sollicitation ont un
effet sur la durée de vie des composites a matrice céramique. La fonction &, pourrait alors

étre définie et identifiée.
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Le modele de durée de vie multiaxial a été implanté dans le logiciel Matlab®. Dans un
premier temps, certains algorithmes de résolution du modéle de durée de vie ont été
optimisés. La matrice tangente a été enticrement calculée analytiquement permettant ainsi de
réaliser des chargements pilotés en contrainte. Afin de gagner en rapidité de calcul,
I’évolution des déformations résiduelles durant un incrément de temps a été résolue par une
méthode des trapézes et de quadrature de Gauss d’ordre 3. De la méme maniére, deux
méthodes de résolution de I’évolution des déformations stockées par quadrature de Gauss
d’ordre 3 avec ou sans réactualisation du modele ont été étudiées. Le choix de ’'une ou I’autre
méthode dépend alors du type de sollicitation retenu.

Toutefois, pour optimiser la convergence des résultats, il a été montré dans le chapitre
IV qu’une méthode a pas adaptatifs du nombre de cycles par bloc est indispensable. Cette
méthode permet alors d’éviter une influence du nombre de cycles par bloc sur les prévisions
lors d’un chargement de fatigue. De plus, le fait de considérer que les forces
thermodynamiques matricielles ne sont pas constantes lors d’un cycle de fatigue apporte de
meilleurs résultats. Faute de temps, ces deux méthodes d'optimisation de convergence pour
des sollicitations de fatigue n’ont pas été implantées dans le modele multiaxial.

Les résolutions des équations d’oxydation introduites dans le modéle de durée de vie
complet pour calculer 1’évolution du seuil a rupture des torons, la hauteur de pyrocarbone
oxydée ainsi que la hauteur de cicatrisation formée sont identiques a celles présentées dans le
modele uniaxial. Une méthode de quadrature de Gauss d’ordre 3 est utilisée pour le calcul de
I’évolution du seuil a rupture des torons alors que des méthodes de type eulérienne explicite
sont appliquées pour calculer les hauteurs de pyrocarbone volatilisées et de cicatrisation.

Ce cinquiéme chapitre a également permis de définir la base expérimentale nécessaire
pour identifier les coefficients plans et les termes de couplage du modele de durée de vie. Le
Tableau V.3 récapitule les essais nécessaires pour identifier les coefficients du modele
statique d’endommagement ODM multiaxial.

Tableau V.3 : Type d’essais nécessaires pour l’identification des coefficients du modeéle d’endommagement
statique ODM.

Coefficients a identifier Type d’essais nécessaires

Propriétés ¢€lastiques : E;;
Cinétique d’endommagement d '

moomomm o m Essai de traction incrémentale avec
d617y13y019y017p1 . °
passage en compression sens 0

Déformations résiduelles : y,

Fermeture des fissures : &), A’

Propriétés €lastiques : Ez, 7

xy
Essai de traction incrémentale avec

Cinétique d’endommagement d, : . o
passage en compression sens 90

m m m m m
dcz’ yZ’ycz’ y029 pZ

175




CHAPITRE V : MODELE DE DUREE DE VIE MULTIAXIAL

Déformations résiduelles : y, Essai de ftraction incrémentale avec

. passage en compression sens 90°
Fermeture des fissures : &,,, Ag,

Propriétés ¢lastiques : Gi,
Cinétiques d’endommagement d et d! :

dr,dl, oy, v, vV Ve, Ve, Pl Ph Essai de ftraction '1nc‘remoel(15t)ale avec
passage en compression a 45° .
Déformations résiduelles : y,, z;

Fermeture des fissures : &g, , Ag¢

Essai de traction sens 0° + méthode

Tenseur d’effet de ’endommagement H : ultrasonore [Grippon E et al, 2012].
pin pin Essai sur structure ou essais multiaxiaux
55t 9 66t

sur tubes minces ©.

Essai de traction sens 90° + méthode

Tenseur d’effet de I’endommagement '2" ; ultrasonore [Grippon E et al, 2012].
B Essai sur structure ou essais multiaxiaux
44t > 66t

sur tubes minces ©.

Tenseurs d’effet de I’endommagement H " et | Essai de traction a 45° + méthode

o ultrasonore [Grippon E et al, 2012].
=3 Essai sur structure ou essais multiaxiaux
B, R et B RN sur tubes minces ©.

Couplage entre traction et cisaillement inter et
intra-laminaire : Essai sur structure ou essais multiaxiaux

. 6
P sur tubes minces ©.
by, b, b}, b;

Cinétiques d’endommagement des torons d.”""" : . )
d & I Essais de traction sens 0° sur plaque

toron toron dtoron toron trouée
yo]t 5 yc][ 5 cJy > It

©) Si le matériau est équilibré les variables d’endommagement d; et d serontidentiques. A I’inverse,
si le matériau est déséquilibré il faut alors réaliser des essais a +45° et -45° pour identifier respectivement les
cinétiques associées aux variables d’endommagement d;' et d: .

© Par exemple, des essais multiaxiaux de type traction/pression interne/torsion sur tubes minces [Maire
J.F et al, 1996]. Toutefois, il y a une vraie difficulté a obtenir des tubes en tissage 3D.
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Cinétiques d’endommagement des torons d,”""" : . : o
Essais de compression sens 0° sur plaque
toron toron

toron toron trouée
Vo> Vo Aege s Pre

Cinétiques d’endommagement des torons d;"" : . .
q g 2 Essais de traction sens 90° sur plaque
toron toron

toron toron tr 5
yort, yeren, det, pl, ouce

Cinétiques d’endommagement des torons d*™" : . )
q & 2 Essais de compression sens 90° sur
toron toron

toron toron la uc tI‘OLlée
oy, deet, py plaq

La particularité des composites a matrice céramique de type SiC¢/SiBC,, est qu'en
fonction de la température, la durée de vie du composite évolue de maniere différente. Ainsi,
a température ambiante, la durée de vie des CMCs est uniquement liée a la sollicitation
mécanique. Par conséquent, 1’identification des coefficients de la loi d’accroissement de
I’endommagement peut étre effectuée avec des essais de fatigue a température ambiante. Le
Tableau V.4 récapitule les essais nécessaires pour identifier les coefficients de la loi
d’accroissement de I’endommagement.

Tableau V.4 : Type d’essais nécessaires pour l’identification de coefficients de la loi d’accroissement de
l’endommagement.

Coefficients a identifier Type d’essais nécessaires

Cinétique d’endommagement d}" : Essais de fluage et de fatigue sens chaine et a

ﬁ1 , 7, et 51 température ambiante

Cinétique d’endommagement ;' : Essais de fluage et de fatigue sens trame et a

/5'2, v, et 52 température ambiante

Cinétiques d’endommagement 4 et 4y’ : Essais de fluage et de fatigue sens 45° et a

B, Bes V. 75 et S, 6, température ambiante

De ce fait, pour identifier les termes de couplage entre le comportement mécanique et
les effets d’oxydation dans le matériau, des essais en température et sous atmosphere
oxydante sont indispensables (Tableau V.5).

Tableau V.5 : Type d’essais nécessaires pour I’identification des coefficients de couplage entre la physico-
chimie et la mécanique.

Coefficients a identifier Type d’essais nécessaires

Effet macroscopique de I’oxydation de
I’interphase de pyrocarbone : Essais de fatigue sens chalne a wune
température de 450°C.

decoh decoh decoh
1 b é/] 9 1

Effet macroscopique de 1’oxydation de

I’interphase de pyrocarbone : Essais de fatigue sens trame a une
oo s e température de 450°C.
2 > 2 > 2
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Effet macroscopique de 1’oxydation de

I’interphase de pyrocarbone : Essais de fatigue a 45° a une température de
o 450°C.

a eco

Oxydation des torons Nicalon : Essais de fatigue sur torons a différentes

n, B, p températures et pression en oxygene.

Essais de fluage et de fatigue a 650°C sens

chaine avec plusieurs rapports de charge et

en faisant varier la pression en oxygene et en

o, 5;203 vapeur Q’eau ainsi que la fréquence de
sollicitation

Effet macroscopique de I’oxydation de la
matrice autocicatrisante :

Essais de fluage et de fatigue a 650°C sens

trame avec plusieurs rapports de charge et en

faisant varier la pression en oxygene et en

ad”, 5;203 vapeur Fl’eau ainsi que la fréquence de
sollicitation

Effet macroscopique de I’oxydation de la
matrice autocicatrisante :

Enfin, afin de simuler des essais de fluage ou de fatigue sur des structures, le modele
de durée de vie multiaxial doit étre implanté dans un code de calcul par €léments finis.
L'utilisation par ailleurs du logiciel Matlab®, en plus de faciliter I'identification du modele, va
permettre de valider son implémentation dans le code de calcul.
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CHAPITRE VI : VERS LA PREVISION DE LA DUREE DE VIE DE STRUCTURES REELLES

Les chapitres précédents décrivent le modele développé pour prévoir la durée de vie
de composites & matrice céramique, appliqué a un élément de volume. Pour cela, le modéle a
été écrit dans Matlab®. Cependant, afin de prévoir la durée de vie de structures réelles, telles
que des aubes de turbine, le mode¢le statique ODM a été¢ implanté dans le code de calcul par
Eléments Finis ZéBuLoN.

Afin de garantir une bonne implantation du modéle d’endommagement statique dans
le code de calcul ZéBuLoN, une comparaison des résultats avec Matlab® a été réalisée sur un
point de Gauss pour différentes sollicitations (traction, compression, cisaillement) uniaxiales
et multiaxiales.

Dans un premier temps, des essais statiques sur éprouvette homogene, i.e. une plaque
lisse, ont ét¢ simulés. Par la suite, un essai de traction sens chaine a été réalisé sur une
éprouvette présentant un gradient de contrainte, dans notre cas la présence d’un trou dans la
plaque. Enfin, ces deux simulations faites, un essai sur piece réelle (aube de turbine) a été
effectue.

Une fois la programmation du mode¢le statique ODM validée par ces différents essais
sur structure, la loi d’accroissement de I’endommagement pour des sollicitations de fatigue a
alors été écrite dans le code de calcul ZéBuLoN. Une étude de convergence sur le nombre de
cycles par bloc a été réalisée sur une plaque homogene.

Alors que I’implantation du modele statique et du modele de durée de vie purement
mécanique a été réalisée dans un code de calcul par éléments finis, celle du couplage avec la
physico-chimie reste a faire. Toutefois, une discussion sur sa future implantation est menée
dans ce chapitre.

Deux autres points importants sont également discutés dans ce chapitre. Tout d’abord,
le role des composantes hors plan dans les composites a matrice céramique et la méthode
envisagée pour leur identification. La prise en compte du chargement réel subi par une aube
de turbine lors d’une mission moteur sera discutée dans une derniére partie.

I. COMPORTEMENT STATIQUE DES STRUCTURES

I.1 Implantation du modele statique dans un code éléments finis

L’implantation du mode¢le statique ODM a été faite dans le code de calcul par
Eléments Finis ZéBuLoN. Ce code est développé par NWnumerics, I’Ecole des Mines de
Paris et ’Onera. Il est possible d’ajouter a ce code de nouvelles lois de comportement a sa
librairie matériau en compilant des modules écrits en langage ZebFront. L’avantage de ce
langage est qu’il intégre des algorithmes comme celui de Newton-Raphson, utile dans le cas
de notre loi écrite en déformation.

Afin de garantir une bonne implantation du modeé¢le d’endommagement statique dans
le code de calcul ZéBuLoN, une comparaison des résultats avec Matlab® et surtout une
vérification de la matrice tangente (qui reste 1'étape la plus délicate) ont été réalisées sur un
point de Gauss pour différentes sollicitations (traction, compression, cisaillement) uniaxiales
et multiaxiales. Ces vérifications et validations de I’implantation du modele
d’endommagement dans Z¢BuLoN ont été nécessaires. En effet, le tenseur des déformations
et des contraintes ne sont pas définis en notations classiques comme dans Matlab® mais de la
maniére suivante :
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& =&, 0,=0,
& =&, 0,=0,
&, = &5 0,=0

et o= . Eq VI.1
- 03 = \/50-12 a
= \/3823 o, = ‘/3023
5= ‘/5513 o, = ‘/50-13

Cette différence de notation a demandé alors des modifications au niveau de certains
termes du modele d’endommagement dans le code de calcul ZéBuLoN [Hémon E, 2010].

|t
1]
LS"
|
=
\(‘0
e
|
|

I.2 Résultats sur éprouvette homogéne (plaque lisse)

Dans un premier temps, des essais de traction sens chaine, sens trame et a 45° ont été
simulés sur une éprouvette homogene.

Ces trois essais de traction ont €té réalisés sur une plaque lisse d’épaisseur 2 mm, de
longueur 100 mm et de largeur de 25 mm. Pour les simulations, la plaque est maillée avec
environ 1000 ¢éléments volumiques quadratiques hexaédriques (c3d20) avec quatre ¢léments
dans I’épaisseur. Un déplacement Ux est imposé sur la face de droite de la piece et la face
gauche est bloquée selon Ux (Figure VI.1). Pour éviter les mouvements de corps rigide selon
les directions y et z, des conditions aux limites supplémentaires ont été introduites au niveau
de deux nceuds selon y et sur une ligne suivant z.

Ligne inférieure
bloquée en Uz =0

[\ —
—
Face gauche " Face droite
Ux=0 = Uximposé
Point bloqué /)| SF o blodud
enUy=0 oint bloqué
y b *en Uy =0

G

L.

z

Figure VI.1 : Représentation du maillage et des conditions limites de la plaque lisse pour un essai de traction.

La Figure V1.2 présente les résultats de la résultante appliquée sur la plaque lisse en
fonction de son déplacement pour des sollicitations dans le sens chaine, dans le sens trame et
a 45° pour des niveaux d’efforts inférieurs aux efforts a rupture (seul I’endommagement
matriciel induit les non linéarités observées).
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Figure V1.2 : Résultats force / déplacement pour des essais de traction sens chaine, sens trame
et a 45° sur piece homogene.

Une sollicitation sens chaine entraine bien un champ de contrainte uniforme sur plaque
lisse (Figure V1.3) de méme que pour la déformation et I’endommagement.

—
—
—
e
R

L.

max((j.'i) mjn((jli)

Figure V1.3 : Résultat du champ de contrainte O, sur la plaque lisse lors d’une sollicitation chaine.

L’application du modele d’endommagement statique sur une plaque homogene permet
tout d’abord de garantir la bonne implantation du modéle dans le code de calcul ZéBuLoN.
En effet, lors de la simulation dans les trois directions, seuls les endommagements liés a
I’orientation du matériau sont observés. Un endommagement suivant la direction 1 est
constaté lors de 1’essai dans le sens chaine, alors qu'un endommagement suivant la direction 2
est activé lors de la sollicitation sens trame. Enfin, lors de la sollicitation a 45° le

comportement non linéaire du composite est uniquement di a ’endommagement d)'. De

plus, afin d’analyser les performances de 1’implantation du modéle d’endommagement ODM,
des simulations sens chaine sur la plaque ont été réalisées avec une loi de comportement

¢lastique et avec la loi de comportement ODM sans endommagement matriciel (d." =0). Le

Tableau VI.1 récapitule les temps de calcul des simulations avec la loi élastique en 1
incrément, la loi élastique avec le méme nombre d’incréments que la loi d’endommagement
ODM avec ou sans endommagement matriciel.
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Tableau V1.1 : Comparaison des temps de calcul pour une simulation sens chaine sur une plaque lisse avec une
loi de comportement élastique, ODM sans endommagement et ODM.

Loi de comportement Temps de calcul (s)
Elastique (1 incrément) 3
Elastique 412

ODM sans endommagement | 653

ODM 903

On constate une augmentation de 55% du temps de calcul avec la lot ODM sans prise
en compte de ’endommagement par rapport la loi de comportement élastique. La prise en
compte de I’endommagement dans la loi de comportement ODM augmente le temps de calcul
d’environ 38% a nombre égal d’incréments.

1.3 Résultat sur éprouvette technologique (plaque trouée)

Dans le cas d’une structure homogene, la premicre rupture des torons est
catastrophique et conduit a la ruine de I’éprouvette. Toutefois, dans les structures présentant
une singularité (congé de raccordement, perforation, etc.) un gradient de contrainte apparait
au niveau des gradients de champs mécanique. Cette concentration de contrainte provoque des
ruptures de torons localisées dans les zones les plus sollicitées. Ces ruptures ont pour
conséquence de diminuer drastiquement la rigidit¢é du matériau au bord de la singularité sans
pour autant induire la ruine de la structure. Ainsi, pour décrire le comportement statique
jusqu’a la rupture de structures présentant un champ de contrainte, plusieurs méthodes
peuvent Etre utilisées.

Une des premieres méthodes pour décrire la rupture de piece présentant un gradient de
contrainte est d’utiliser un comportement adoucissant. Pour cela, [Marcin L, 2010] a introduit
dans le modele d’endommagement ODM une rupture progressive des torons (Chapitre II).
Cependant, I’ajout d’'un comportement adoucissant dans le modéle entraine une localisation
de I’endommagement sur les éléments, engendrant une dépendance au maillage (type
d’¢léments, taille des ¢léments, orientation des ¢€léments). Pour éviter ces problémes
numériques, plusieurs méthodes de régularisation peuvent étre utilisées. Les modeles a effets
retard, appelés également modeles a taux d’endommagement limité, régularisent le probléme
de localisation de I’endommagement en limitant la vitesse de I’endommagement [Suffis A et
al, 2003]. Néanmoins, ce type de modele provoque une dépendance de la vitesse locale du
chargement et un adoucissement progressif de la réponse de la structure. Les mod¢les non
locaux sont une autre manicre de régulariser le probléme en moyennant certaines variables sur
une zone dont la taille est donnée par des justifications micromécaniques [Pijaudier-Cabot G
et al, 1987]. Cependant, 1’utilisation de ces approches montre la présence d’un snap-back
(retour en arriere du déplacement) aprés la valeur maximale du chargement. La présence de ce
snap-back est liée a un effet structural et nécessite 1’utilisation d’un algorithme de pilotage a
longueur d’arc (ou une résolution dynamique). Toutefois, ce solveur a longueur d’arc fait
intervenir de nombreux paramétres numériques a régler. [Marcin L, 2010] a montré dans ses
travaux sur 1’implantation de ODM dans ZéBuLoN qu’un mode¢le a effet retard couplé a un
modele non local permet de réduire les problémes numériques. La réponse aprés le pic de
chargement maximal est alors brutale, correspondant aux observations expérimentales. De
plus, ce couplage réduit considérablement 1’effet de la dépendance a la vitesse locale du
chargement et permet d’utiliser une méthode de résolution de Newton-Raphson et non plus
celle de longueur d’arc. Cependant, I’utilisation d’un modéle non local requiert Ie
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développement d’un ¢€lément fini spécifique qui prend en compte des degrés de libertés
supplémentaires liés aux variables non locales, rendant son implantation difficile dans les
codes commerciaux. De plus, ne disposant pas d’essais sur structure, la cinétique des ruptures
des torons pour la rupture progressive des torons ne peut étre correctement identifi¢e. Méme
si I'idée d’introduire un comportement adoucissant dans le modele d’endommagement semble
la plus appropriée, sa mise en ceuvre la rend difficilement utilisable actuellement pour un
industriel.

Dans l'immédiat, 1’utilisation d’une méthode dite a distance critique semble plus
cohérente en termes de temps de calcul et de facilité¢ de transfert a 1’industriel. Notons qu’il
existe différentes méthodes a distance critique :

e Point stress [Nuismer R.J et al, 1975]
e Average stress [Nuismer R.J et al, 1975],
e Volume Caractéristique de Rupture.

La méthode de Volume Caractéristique de Rupture est plus générale, moins coliteuse a
identifier et permet une plus grande capacité d’extrapolation que les deux autres méthodes
([Lahellec N et al, 2005], [Hochard C et al, 2009]).

Cette méthode consiste a utiliser un critére de rupture appliqué a chaque point de
Gauss sur des quantités moyennées au voisinage de ce point de Gauss sur un volume
caractéristique (Figure VI1.4) défini par V' =h.Q avec / ’épaisseur du pli et QQ la surface d’un
disque dont le rayon /) est une valeur expérimentale a déterminer a partir d'un essai sur
structure (plaque trouée).

| PG considéré
° PG voisins

vG)=1
A~

& = [jo dv

Figure V1.4 : Principe de la méthode du Volume
Caractéristique de Rupture (PG : point de Gauss) [Laurin F, 2010].

Cependant, ne disposant pas d’essai sur structure, la longueur /, pour utiliser la
méthode du Volume Caractéristique de Rupture ne peut étre identifiée. Ainsi, dans les
résultats présentés par la suite dans ce travail, la rupture de la structure n’est pas prise en
compte.

1.3.1 Essai de traction sens chaine sur plaque trouée

Une simulation d’essai de traction sens chaine sur une plaque trouée a été effectuée.
Cette plaque a les mémes dimensions que la plaque lisse présentée précédemment, soit une
longueur de 100 mm, une largeur de 25 mm et une épaisseur de 2 mm. Afin d’éviter les effets
de bords, le rapport du diamétre du trou sur la largeur de 1’éprouvette doit étre supérieur ou
¢gal a 5. Dans le cas contraire, les effets de bords sont importants et une divergence du calcul
est observée. Le diametre du trou de cette plaque est alors pris égal a 8 mm. De la méme
mani¢re que la plaque lisse, la plaque trouée est maillée avec environ 5000 ¢léments
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volumiques quadratiques hexaédriques (c3d20) avec quatre €éléments dans 1’épaisseur. Les
concentrations de contraintes se trouvant principalement au bord du trou, le maillage est
raffiné au niveau du champ de contrainte et de plus en plus grossier vers les bords de la
plaque. Les conditions aux limites de traction de la plaque trouée sont les mémes que pour la
plaque lisse et sont décrites sur la Figure VL.5.

Ligne inférieure
bloquée en Uz =0

A —
HHEHHHHH
Face gauche Face. droit?
Ux=0 —> Ux imposé
Pothbhiq:;e Point bloqué
enby= en Uy =0

—

Y

L.

z

Figure V1.5 : Représentation du maillage et des conditions aux limites de la plaque trouée pour un essai de
traction.

La Figure VL6 représente I’évolution de la force globale de la structure en fonction de
son déplacement. On constate bien une perte de linéarité de la force due a I’endommagement

de la structure.

"

Force (N)
AN

pd

: ; ;

Déplacement (mm)

Figure V1.6 : Résultat force / déplacement d'un essai de traction
sens chaine sur une plaque trouée.

Dans un premier temps, intéressons-nous au début de la perte de linéarit¢ de la
structure, représenté par le symbole (U sur la Figure VI.6. Au bord de la concentration de
contrainte, on constate bien une concentration des contraintes c11 et o12 (Figure V1.7), avec
max(an)>max(012) et min(alz)<0.
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(@ (b)

Figure V1.7 : Visualisation des contraintes oy; (a) et oy, (b) au bord de la singularité
A . 7
lors d’un essai de traction sens chaine correspondant au point o,

Nous confirmons que la distribution de I’endommagement d;" correspond bien a celle
de la contrainte o,, (Figure VL.8).

Figure V1.8 : Visualisation de la distribution de I’endommagement matriciel d" .

En ce qui concerne la contrainte de cisaillement, on constate que celle-ci est bien
positive ou négative au bord du trou. Ainsi, les distributions d’endommagement d) et d

correspondant respectivement a une fissuration du matériau a +45° et -45° coincident avec le
champ de contrainte de cisaillement observé précédemment (Figure VI.9).

Figure V1.9 : Visualisation des distributions d’endommagement d;" (a)et d 7 (b.).
Enfin, la Figure VI.10 montre que I'étendue des champs de contrainte o, et o),

augmentent au cours de la sollicitation provoquant une perte de la rigidité de la structure plus
importante (représentée par le symbole 2 sur la Figure VL6).
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(@ (b

Figure VI.10 : Visualisation de la distribution des contraintes oy, (a) et o, (b) au bord de la singularité lors
d’un essai de traction sens chaine correspondant au point (2

De la méme maniere que précédemment, les endommagements d,', d; et d; ont la

meéme allure que ceux des contraintes o, et o,, (Figure VL.11). Les composites de cette

¢tude sont des matériaux déséquilibrés. Ainsi, lors d’une sollicitation de traction, des effets
hors axes interviennent, provoquant une dissymétrie de la répartition des endommagements
d] etd!.

Figure VI.11 : Visualisation des endommagements d" (a), d,' (b) et d. (c).
L’objectif de cette partie consistait a montrer I’applicabilit¢ du mode¢le ODM sur des

structures présentant des concentrations de contrainte importantes telles que des plaques
trouées. Ainsi, des simulations sur pieces plus complexes peuvent étre a présent effectuées.
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1.4 Résultats sur démonstrateur industriel (pied d'aube de turbine)

Des simulations ont été réalisées sur un pied d'aube de turbine dont le modele
numérique (maillage, conditions aux limites, orientations matériau) a été fourni par Herakles
en utilisant le code de calcul commercial Abaqus Standard®. Un outil développé au sein de
I’Onera (Z-aba) permet d’utiliser dans le code commercial Abaqus® des lois de
comportement implantées dans le code ZéBuLoN. Ainsi, a titre de vérification, un essai de
traction sur ce démonstrateur technologique a pu étre simulé a 1’aide d’Abaqus en utilisant le
mode¢le d’endommagement statique ODM.

Les conditions aux limites de la simulation consistent en un blocage des portées au
niveau des surfaces de contact dans la direction perpendiculaire au plan d’appui (Figure
VI.12). Le chargement est un effort appliqué sur le haut de 1’éprouvette dans la direction z du
repére. Le modele d’endommagement ODM n’est utilisé que dans la zone la plus sollicitée de
I’aube, alors qu’un comportement ¢€lastique est choisi pour le reste de la structure. Le temps
de calcul de cette simulation est de 1’ordre de 97000s soit un peu plus d’une journée.

B 1)

s

I

O Comportement élastique
B Comportement endommageable (ODM)

z
tol Conditions aux limites
X

Figure VI1.12 : Conditions aux limites et lois de comportement appliquées sur l'aube de turbine.

L’essai de traction sur I’aube montre que les champs de contraintes sont maximaux
dans le pied de I’aube et plus particuliérement au niveau des conditions aux limites (Figure
VIL.13).
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Figure VI1.13 : Visualisation des champs de contrainte au niveau du pied d'aube.

La Figure VI.13 est reportée en Annexe A Confidentielle avec les valeurs des échelles
iso-couleurs ainsi que la force appliquée.

Dans le plan, la contrainte o, est majoritaire par rapport aux contraintes o,, et o,
(Figure VI.14 a) alors que la contrainte de cisaillement o,, correspondant a la force

centrifuge est plus importante que les deux autres contraintes o,; et o,, (Figure VI.14 b).
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-
L d

7’

Contrainte fMPa)
\

Contrainte (MPa)
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Temps (s) Temps (s)
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Figure VI.14 : Evolutions des contraintes dans le plan (a) et des contraintes de cisaillement (b) en fonction du
temps pour une sollicitation statique de l'aube (ces contraintes ne sont pas toutes prises au méme point de Gauss
mais correspondent aux contraintes maximales pour chaque composante du tenseur des contraintes).

Les résultats présentés sur la Figure VI.14 sont a considérer avec précaution car les
termes hors plan et de couplage ne sont pas identifiés dans le modéle d’endommagement
ODM. 1l est donc indispensable d’identifier ces coefficients avant de pouvoir conclure sur ces
résultats.

Les contraintes o, et o,, sont majoritairement concentrées dans le pied de I’aube. La
Figure VI.15 montre 1’évolution des variables d’endommagement matriciel associées aux
contraintes o,, et o, soit respectivement d," et d .

[
[ Endommagement d;"
Bl Endommagement ;" ) : £

Force (N)
bl
b

w Déplacement (mm)

Figure VI15 : Visualisation de I’évolution de I’endommagement d." et d; au cours

de l’essai de traction sur le pied d’aube.

190



I. COMPORTEMENT STATIQUE DES STRUCTURES

Au début de I’essai numérique de traction sur le pied d’aube, seul ’endommagement
d/" est activé au niveau du congé du pied. Par la suite, I’endommagement matriciel augmente

le long de I’axe z. Il est a noter que ’endommagement d;" reste localisé au niveau du congé

de la piece jusqu’a la fin de la simulation (dans le gradient de contrainte de cisaillement hors-
plan o,,). Toutefois, on constate que la courbe force déplacement reste linéaire. Cette

linéarité est due au fait que méme si les endommagements sont étendus dans le pied d’aube,
leurs valeurs restent assez faibles. En effet, la force appliquée au pied d’aube semble assez
basse (Annexe A).

Cette simulation de traction sur 1’aube de turbine avec la loi d’endommagement
statique ODM a permis de montrer 1’applicabilité de ce modele pour des calculs sur pieces
réelles. Cependant, on constate qu'une identification réaliste des parametres hors plan est
nécessaire, afin de confirmer ou non le réle des décohésions inter-torons sur le comportement
statique des composites a matrice céramique.

I1. VERS LA TENUE EN FATIGUE DES STRUCTURES

Afin de prévoir la durée de vie des aubes de turbines, il est nécessaire d’implanter le
modele de durée de vie. Ce modéle doit alors prendre en compte 1’aspect mécanique et
physico-chimique des composites a matrice céramique SiC¢/SiBCy,.

I1.1 Implantation du modéle de durée de vie mécanique

L’implantation du mode¢le de durée de vie purement mécanique est un travail mené en
collaboration avec Carole Rakotoarisoa qui a di, dans le cadre de sa these, développé un
modele similaire pour les composites tissés interlocks a matrice organique [Rakotoarisoa C,
2013]. Le mode¢le de fatigue et plus précisément la loi d’accroissement de I’endommagement
a été écrite dans le code de calcul ZéBuLoN.

La loi d’accroissement de I’endommagement implantée est celle définie dans le
chapitre II. En effet, dans le chapitre IV, il a ét¢ montré qu’une autre forme de la loi
d’accroissement de I’endommagement semblait plus adéquate pour les matériaux CMC.
Cependant, I’implantation de cette loi dans le code de calcul ZéBuLoN a été réalisée en
parallele du développement du modele simplifié. Toutefois, la démarche adoptée pour le
modele de durée de vie purement mécanique est identique pour les deux lois d’accroissement
de ’endommagement matriciel.

La particularité¢ de la loi d’accroissement de I’endommagement développée dans ce
travail est que pour prendre en compte 1’effet du rapport de charge, on utilise les forces
thermodynamiques matricielles associées aux contraintes maximales et minimales du
chargement de fatigue. De la méme maniére que pour le modele développé dans Matlab®
(Chapitre V), la montée en charge jusqu'a la contrainte maximale du chargement de fatigue
est simulée avec le modéle statique ODM. Pendant cette phase de mise en ceuvre, un script
python développé dans ce travail, permet d’enregistrer les forces thermodynamiques associées
au chargement. Connaissant ainsi les forces thermodynamiques matricielles, I’accroissement
de ’endommagement apres N cycles peut étre déterminé.

Des simulations de fatigue sens chaine ont été effectuées sur une plaque lisse. La
plaque lisse ainsi que le maillage sont identiques a ceux présentés dans le paragraphe 1.2 a
I’exception du nombre d’éléments dans 1’épaisseur qui dans ce cas est au nombre de deux.
Les conditions aux limites appliquées a la piece sont les mémes que présentées sur la Figure
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VL.1. Toutefois, pour réaliser un essai de fatigue, une pression et non un déplacement est
imposée sur la plaque lisse afin de se rapprocher d’un essai piloté en contrainte.

Une étude de convergence sur le nombre de cycles par bloc de cycles a été réalisée.
Pour cela, quatre tests de fatigue a 50 % de la contrainte en rupture statique avec une
fréquence de 20Hz et un rapport de contrainte R=0,6 ont été simulés avec 1, 10, 100 et 1000
cycles par bloc. La Figure VI.16 montre 1’évolution de la variable d’endommagement d" en
fonction du nombre de cycles.

1 cycle par bloc de cycles

== == 10 cycles par bloc de cycles
O 100 ¢ycles par bloc de cycles
*® 1000 cycles par bloc de cycles

Variables d'endommmagement d’l“
W —

Nombre de cycles

Figure V116 : Influence du nombre de cycles par bloc de cycles lors
d'une simulation d'un essai de fatigue sur une plaque lisse.

On constate que lors de cette simulation le nombre de cycles par bloc de cycle a trés
peu d’influence sur 1I’évolution de I’endommagement au cours de 1’essai de fatigue. Toutefois,
dans le chapitre IV il a ét¢é montré que le nombre de cycles par bloc pouvait influencer
grandement la réponse contrainte / déformation du composite avec une résolution classique.
On a montré (Chapitre IV paragraphe 11.2.2) qu'une méthode a pas adaptatif pouvait étre tres
efficace. Avec la collaboration de la cellule numérique de I’Onera, un script python a été
développé pour faire varier le nombre de cycles par bloc en fonction de 1’évolution de
I’endommagement au cours de la simulation. Cela permet d’utiliser un nombre de cycles par
bloc trés faible au début de 1’essai pour contrdler I’évolution de I’endommagement (Figure
VI.17). Puis quand I’endommagement matriciel évolue peu, le nombre de cycles augmente
considérablement.

=10 cycles par bloc de cycle
B Adaptation du nombre de cycles

Variables d'endommmagement d;“

=
< HHE—E——

Nombre de cycles

Figure VI.17 : Visualisation de la variable d’endommagement en fonction du nombre de cycles avec ['utilisation
d’un nombre de cycles adapté.
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L’adaptation du nombre de cycles par bloc de cycle en fonction de 1’évolution de
I’endommagement permet d’une part une convergence des résultats, mais également une
diminution du temps de calcul. En effet, si on compare le calcul réalis¢ a I’aide d’une
méthode a pas adaptatif du nombre de cycles avec la simulation réalisée avec 1 cycle par bloc

(solution la plus juste) on constate une diminution de plus de 99% du temps de calcul
(Tableau VI1.2).

Tableau V1.2 : Comparaison des temps de calcul en fonction du nombre de cycles par bloc lors d’une simulation

de fatigue.
Nombre de cycles par bloc Temps de calcul (s)

1 201712

10 102961

100 9517

1000 1268

Pas adaptatif 1180

Actuellement, le script permettant 1’adaptation du nombre de cycles par bloc est
utilisable uniquement pour des sollicitations planes.

Par ailleurs, des simulations d’essais de fatigue réalisées sur plaques trouées par
[Rakotoarisoa C, 2013] sur des composites a matrice organique avec une ¢volution du nombre
de cycles en fonction de I’endommagement démontrent également que l'utilisation de ce
modele de fatigue purement mécanique peut étre étendu sans difficulté aux calculs de
structures plus complexes.

I1.2 La prévision de la durée de vie

Le mod¢le de durée de vie purement mécanique a €té implanté dans un code de calcul
par éléments finis. Cependant, afin de déterminer la durée de vie de structures en composite a
matrice céramique de type SiC¢/SiBCy, les différents phénomenes d'oxydations du composite
et leurs effets sur le comportement doivent étre pris en compte et programmés dans le code
ZéBuLoN.

Par manque de temps, I’implantation de la physico-chimie et de son couplage dans le
code de calcul par ¢éléments finis Z€BuLoN n'a pas pu étre effectuée dans le cadre de cette
these.

III. LIMITATIONS ACTUELLES DU MODELE

IT1.1 Role des sollicitations hors plan sur 1'oxydation

L’essai de traction, correspondant au cas réel de la sollicitation de I’aube, a permis de
mettre en évidence la nécessité d’identifier les coefficients hors plan du modele ODM
(paragraphe 1.4).

Dans le modele statique, I’identification de I’endommagement hors plan n’a pu étre
effectuée. Toutefois, une collaboration entre 1’Onera et I’'UTC dans le cadre du PRC
Composite (en particulier les travaux de these de Nicolas Tableau [Tableau N et al, 2012a]) a
montré qu’il était envisageable d’identifier les termes de I’endommagement grace aux
¢léments finis par une identification inverse a partir d'essais non uniformes.
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Un essai ILSS (InterLaminar Shear Stress i.e. flexion entre appuis rapprochés) a été
réalis¢ a I’'UTC sur un composite a matrice céramique SiCy/SiBCp. Les résultats de
corrélation d’images et les observations microscopiques montrent la présence d’un écaillage
du composite sous le rouleau d’appui et sa fissuration sur la face opposée au rouleau [Tableau
N, 2012]. En parallele, cet essai ILSS a ¢ét¢ modélisé au sein de 1’Onera avec la loi
d’endommagement statique ODM développée dans le cadre de cette thése avec le code de
calcul ZéBuLoN. Les trois rouleaux de diamétre 10 mm sont modélisés avec des éléments
prismatiques a interpolation linéaire (c3d6). L’éprouvette de 30 mm de long sur 10,13 mm de
largeur et d’épaisseur 3,8 mm est modélisée avec environ 54000 ¢éléments hexaédriques a
interpolation linéaire (c3d8) et est placée entre les rouleaux. Une pression est appliquée sur le
rouleau d’appui tandis que les rouleaux inférieurs sont en appuis simples (Figure VI.18). Les
contacts entre les rouleaux et I’éprouvette sont pris en compte mais sans frottement.

L

Z

Figure V118 : Conditions limites de la simulation de l'essai d'ILSS [source : Oneraj.

Les facies d’endommagement issus de la simulation correspondent bien aux résultats

expérimentaux. De I’endommagement suivant la direction 3 (d;") apparait sous le rouleau
correspondant a la zone d’écaillage observée expérimentalement (Figure VI.19). De plus, sur
la face opposée au rouleau d’appui, I’éprouvette est sollicitée en traction, créant une
fissuration. Un faciés d’endommagement suivant la direction 2 (d 2’") est bien présent sur la
phase opposée au rouleau (Figure VI1.20), en analogie avec les observations microscopiques et

en accord avec une sollicitation de traction.

Variable d’endommagement : d’

J_x 0’ | L Mmax(d;")

Figure VI.19 : Comparaison des résultats de la simulation sur la variable d’endommagement d; d'un essai
ILSS avec les résultats expérimentaux [Tableau N, 2012].
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Variable d’endommagement : d'

X

ZJ-X 0’||W|||H|Wmax(d;')

Figure VI1.20 : Comparaison des résultats de la simulation sur la variable d’endommagement d; d'un essai
ILSS avec les résultats expérimentaux [Tableau N, 2012].

Ainsi, il semble possible en couplant la corrélation d’images, les observations
microscopiques sur le champ de déplacement de 1’éprouvette et la modélisation d’un essai
ILSS de déterminer par méthode inverse les coefficients de I’endommagement hors-plan (les
seuils, voire les cinétiques) mais €¢galement les modules élastiques hors-plan Gys (essai sens
chaine) ou Gy; (essai sans trame).

De plus, le role de la décohésion inter-torons sur 1’oxydation des composites a matrice
céramique n’est pas clairement connu. Les fissures créées par un chargement hors-plan sont
probablement différentes de celles engendrées par un chargement plan sens chaine ou trame.
Mais ces fissures permettent-elles ou non la diffusion de I’oxygene jusqu’aux fibres ? Pour
répondre a cette question, il faudrait réaliser des essais de torsion sur barreau ou des essais
ILSS a contrainte constante mais en température et sous atmosphére oxydante. Ainsi, on
pourrait réellement connaitre le réle des décohésions inter-torons sur 1’oxydation du
composite. Si son role est non négligeable, il faudrait alors introduire dans le modele de durée
de vie, le couplage entre la fissuration hors-plan et les oxydations, couplage qui n'est pas
actuellement pris en compte dans le mode¢le.

I11.2 Prise en compte des chargements complexes

Dans ce travail de thése, les chargements pouvant étre pris en compte dans le modele
de durée de vie sont relativement simples avec peu d’évolution de la contrainte, de la
température ou de I’environnement au cours du temps. Or une pi¢ce dans un environnement
moteur est soumise a des chargements thermomécaniques complexes. La Figure VI.21 montre
I’évolution possible de la température et de la contrainte lors d’une mission moteur sur
I’élément critique du pied d’aube.
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Figure VI.21 : Historique de contraintes (sens chaine et trame) et de température
au centre de l'élement critique pour un cycle moteur [Cherouali H et al, 2010].

Dans un premier temps, pour prendre en compte les chargements complexes, Snecma
discrétise 1’historique de chargement de I’élément. Pour cela, deux types de discrétisation
peuvent étre utilisés.

La premiére méthode est une discrétisation temporelle primaire (Figure V1.22). Cette
méthode discrétise la contrainte en plusieurs segments linéaires, ou les intervalles, Az,
correspondent au changement brusque de contrainte.

" 9 —*— Contrainte sens chaine
o =@ Discrétisations primaires [
J1l]
i
a1l
J

’ ::Atp

Contrainte (MPa)

B.@i -
TEEREEEEEERERY

Temps (s) '

Figure V1.22 : Discrétisations temporelle primaires de la contrainte [Cherouali H et al, 2010].

La seconde méthode propose une discrétisation temporelle secondaire. L’intervalle Az,
déterminé avec la méthode de discrétisation primaire est divisé en plusieurs intervalles Az,. Le
nombre de ces sous intervalles est déterminé de mani¢re a discrétiser le chargement en
minimisant 1’erreur par rapport au chargement réel. La contrainte et la température sont alors
moyennées sur I’intervalle Az (Figure VI.23).
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Figure V1.23 : Discrétisation temporelle secondaire [Cherouali H et al, 2010].

La seconde méthode permet de simplifier le chargement d’une mission moteur en
fonction du temps. Pour pouvoir modéliser un chargement complexe, il faut que la contrainte,
la température, la pression en oxygene et la pression en vapeur d’eau soient discrétisées sur le
méme intervalle de temps. La Figure VI.22 montre qu’il est complexe de construire une
équivalence entre le chargement simplifi¢ en fonction du temps et un chargement équivalent
exprimé en nombre de cycles. Or, le modele de durée de vie développé dans ce travail repose
sur une formulation de I’évolution de I’endommagement en fonction du nombre de cycles.

Toutefois, une autre voie est envisageable pour modéliser la durée de vie des
composites a matrice céramique. Des travaux sont actuellement en cours au LMT Cachan
dans le cadre du PRC Composites et consistent a étendre le modéle d’endommagement ODM

pour les composites a matrice organique aux chargements complexes, éventuellement
aléatoires et anisothermes de maniére incrémentale [Angrand L et al, 2013]. Ce formalisme

. L s . od : . :
incrémental consiste a modifi¢ la formulation W pour obtenir une formulation en d

fonction du temps. Le modele de durée de vie est rendu incrémental en partitionnant chaque
variable d’endommagement du modéle en une contribution monotone. De plus, une
contribution incrémentale est introduite dans le modéle. Cette contribution incrémentale
satisfait une loi d’évolution de type Lemaitre généralisée selon 1’équation [Angrand L et al,
2013]:

sp—1
7Inc 2 N - .
4" = (d; —d,()ka—k<ykSM> (7). Eq VI.2
k k

+

d . .. . .
ou < j/,{)+ =<%> est la partie positive de la dérivée temporelle de la force motrice de

I’endommagement y; afin que I’endommagement n’évolue pas lors des décharges. Les
grandeurs s, et §, sont des parametres d’endommagement caractéristiques du matériau.
Ainsi, dans le cas d’un chargement périodique, I’incrément d’endommagement a chaque cycle
s’exprime alors

&Inc
67/;7 =(dp —d " [Gk(ykMax)_Gk(ykmin)] Eq VL3

avec G, (y,) = <yk;¢> .
k

+
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Toutefois, ce modele de durée de vie incrémental est développé pour les composites a
matrice organique. Le formalisme du modéle de durée de vie des composites a matrice
organique est semblable a celui pour les composites a matrice céramique SiC¢/SiBC,. Il
devrait étre possible d’étendre le modele incrémental aux CMCs. La durée de vie des
composites a matrice organique est principalement limitée par I’endommagement et par le
caractére visqueux de la matrice, alors que la durée de vie des composites a matrice
céramique dépend essentiellement des phénomenes d’oxydation. Le développement d’un
modele incrémental pour les CMCs devra bien sir prendre en compte tous les aspects
physico-chimiques propres a ces matériaux. Cela parait d'autant plus pertinent d'essayer
d'adapter les principes de fatigue incrémentale développés au LMT-Cachan par [Desmorat R
et al, 2007] car ces approches permettent de rendre compatibles la partie en cycle (fatigue
mécanique) et la partie en temps (oxydation).
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Afin de prévoir la durée de vie de structures en composite a matrice céramique
SiC¢/SiBC,,, le modéle de durée de vie a été¢ implanté dans le code de calcul par Eléments
Finis Z¢BuLoN a l'exception de la partie physico-chimique.

Dans un premier temps, le modéle d’endommagement statique ODM a été écrit dans le
code de calcul ZéBuLoN et différents essais ont pu étre simulés. Tout d’abord, des essais de
traction sur plaque homogene dans les directions 0°, 90° et +45° ont permis de valider
I’implantation du modele. En effet, pour chacune des directions de sollicitation, seul
I’endommagement associé¢ au champ de contrainte homogene dans la piéce est activé. Par la
suite, un essai de traction sens chaine a été simulé sur une plaque présentant un champ de
contrainte, a savoir une plaque trouée. Lors de cette simulation, la rupture de la structure n’a
pas été prise en compte. Deux méthodes sont envisageables pour considérer cette rupture
d’éprouvette présentant une concentration de contrainte, soit la méthode du Volume
Caractéristique de Rupture, soit 1’ajout d’un comportement adoucissant. L’utilisation de [’une
ou I’autre des méthodes nécessite 1’identification de certains parametres a partir d'essais sur
éprouvettes présentant des singularités or ces essais n'étaient pas disponibles dans le cadre de
cette these.

Enfin, un essai sur pied d'aube de turbine a pu étre simulé avec le modele
d’endommagement statique ODM. Toutefois, les résultats en termes de contrainte sont a
considérer avec précaution. En effet, lors de cette simulation on constate que la contrainte o,

est majoritaire. Or, ne disposant pas d’essais nécessaires a 1’identification des termes de
couplage hors plan, I’identification de ces derniers n’a pu étre faite. Une identification des
termes hors plan par méthode inverse sur un essai ILSS semble étre une voie prometteuse.

Par ailleurs, la loi d’accroissement de I’endommagement matriciel permettant de
simuler des chargements de fatigue a température ambiante a également été implantée dans le
code de calcul Z¢éBuLoN. Ainsi, via le modele d’endommagement statique ODM la montée
en charge de ’essai de fatigue peut étre simulée. Cette derniére permet, a 1'aide un script
python, de déterminer les forces thermodynamiques utiles a la loi de fatigue. De plus, un
second script permet d’optimiser le nombre de cycles par bloc de cycles afin d'assurer la
convergence des résultats et ¢galement un gain sur le temps de calcul (méthode des pas
adaptatifs qui parait tout a fait envisageable en bureau d'études).

Enfin deux méthodes ont été proposées afin de prendre en compte le chargement
complet au sein des moteurs. La premicre consiste a discrétiser le chargement en plusieurs
segments linéaires. Toutefois, cette méthode utilisée par Snecma semble adaptée au modéle
uniquement si le chargement mécanique, la température et 1’atmosphére évoluent
simultanément. La seconde solution consiste a développer une version incrémentale du
modele de durée de vie développé dans ce travail. Pour cela, il sera certainement possible
d'étendre les travaux en cours au LMT-Cachan ([Angrand L et al, 2013]) au cas des CMC.
Les mod¢les formulés en cycle et de maniere incrémental peuvent étre complémentaires.
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L’objectif de ce travail de thése était de proposer une méthodologie de prévision de la
durée de vie pour les pieéces en composites a matrice céramique autocicatrisante de type
SiC¢/SiBC,,. Ces matériaux sont constitués de fibres de carbure de silicium Nicalon enrobées
d’une interphase de pyrocarbone. La matrice autocicatrisante est constituée d’un empilement
successif de couches de carbure de bore (B4C(s)), de carbure de silicium SiCy, et d’une couche
ternaire de SiBC).

Dans un premier temps, une recherche bibliographique sur ces matériaux a permis de
mettre en évidence que chaque constituant des composites SiC¢/SiBC,, s’oxyde de maniere
différente en fonction des conditions atmosphériques (température, pression en oxygene,
pression en vapeur d’eau). Ainsi trois domaines de température ont pu étre identifiés :

e les basses températures (T < 400°C) ou aucun effet de 1'oxydation significative du
composite n’est observé,

e les températures intermédiaires (400°C < T < 600°C) ou les fibres Nicalon et le
pyrocarbone s’oxydent et diminue la durée de vie du composite,

e les hautes températures (600°C < T < 900°C) ou I’oxydation de la matrice
multiséquencée, et plus précisément I’oxyde de bore (B4C)), va cicatriser le matériau et
diminuer les effets de 1'oxydation sur les fibres.

Chaque mécanisme d’oxydation a des conséquences différentes sur le comportement
mécanique. En effet, ’oxydation des fibres Nicalon diminue la durée de vie des matériaux,
tandis que l’oxydation des interphases de pyrocarbone entraine une augmentation des
longueurs de décohésion entre les fibres et la matrice. Par ailleurs, il a été considéré qu’au
niveau de la matrice, seule la couche de carbure de bore présent s’oxyde. Son oxydation
forme un verre liquide qui comble les fissures, cicatrisant ainsi le matériau.

Pour déterminer la durée de vie du composite, il est indispensable de prendre en
compte les couplages entre endommagement mécanique et dégradation physico-chimique. Le
modele de durée de vie développé dans ce travail se décompose donc en deux parties
couplées :

e un modele de fatigue purement mécanique,

e un modele physico-chimique.

Développement d’un modele de durée de vie purement mécanique

Un mode¢le de durée de vie "purement mécanique" a été obtenu par extension du
modele d’endommagement statique ODM. Ce mode¢le statique macroscopique utilise cing
variables d’endommagement pour traduire les effets de I’endommagement sur le
comportement mécanique. Ce modele prend également en compte la fermeture progressive
des fissures lors de sollicitations de traction/compression. De plus, I’introduction de la rupture
progressive des torons permet de simuler le comportement adoucissant observé sur des
structures présentant des gradients de contrainte (trou, congé). Avant I’extension a la fatigue,
nous avons enrichi ce modele statique. Les déformations positives ont été reformulées
permettant dorénavant de calculer analytiquement la matrice tangente du modele. Cette
modification a permis de diminuer significativement le temps de calcul du mode¢le par rapport
a l'utilisation d’une matrice tangente numérique lors de chargements pilotés en contrainte.
L’effet du cisaillement sur les torons a également été rajouté dans le modele. De plus, 1’effet
retard, nécessaire pour pallier les problémes numériques lors d’un adoucissement du
comportement, a été réécrit en fonction des variables d’endommagement et des forces
thermodynamiques des torons. Enfin, l'introduction de nouvelles méthodes de résolution des
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déformations stockées et résiduelles plus performantes ont permis de rendre plus robuste ce
modele. Apres ces modifications apportées dans le modele statique, nous 1’avons étendu a la
fatigue. Pour cela, les cinq variables d’endommagement matriciel évoluent en fonction d’un
nombre de cycles par bloc et du rapport des contraintes du cycle caractéristique de fatigue.
L’évolution de ces endommagements est calculée a partir des mémes forces
thermodynamiques matricielles que le mode¢le statique par une loi d’accroissement progressif
de ’endommagement. Cette loi a été choisie de maniére a ce que ’endommagement matriciel
évolue en fonction d’un bloc de N cycles et non de maniére incrémentale qui impliquerait
d'estimer 1'évolution de I'endommagement au cours de chaque cycle. L’utilisation de ce type
de loi d’accroissement de I’endommagement est possible pour les matériaux composites car
lors de sollicitations de fatigue, I’endommagement matriciel croit rapidement des les premiers
cycles, puis évolue treés progressivement jusqu’a la rupture.

Couplage entre les modéles mécanique et physico-chimique

Pour prendre en compte les différentes oxydations des constituants en fonction de
I’environnement (température, pression en oxygene et en vapeur d’eau), nous avons
développé un modele physico-chimique. Ce modele physico-chimique permet de prendre en
compte I’oxydation des fibres de carbure de silicium, du pyrocarbone et de la couche de
carbure de bore de la matrice ainsi que leurs conséquences sur le comportement mécanique
des CMCs SiC¢/SiBC,,. Ainsi, différents couplages ont été introduits.

Tout d’abord, I’endommagement matriciel déterminé grace au modeéle purement
mécanique permet de calculer une ouverture de fissure matricielle. Parallelement dans le
modele physico-chimique, grace a des lois cinétiques d’oxydation, la vitesse de formation du
carbure de bore est déterminée en fonction de I’environnement déterminant ainsi l'effet de
cicatrisation. Sous oxygene, le carbure de bore forme un oxyde de bore mais ce dernier se
volatilise en présence de vapeur d’eau ou a forte température. Connaissant I’ouverture de
fissure et la hauteur cicatrisée, une hauteur d’ouverture effective est déterminée. Cette hauteur
d’ouverture effective de fissure permet de réaliser un premier couplage entre les deux modeles
(Figure 1). En effet, connaissant cette ouverture, la pression en oxygeéne au sein du matériau
peut étre déterminée. Ainsi, I’épaisseur et la hauteur de pyrocarbone volatilisées par cette
pression en oxygeéne mais également 1’évolution du seuil a rupture des torons diminué par leur
oxydation sont calculées. A ce stade, un second couplage entre le modéle physico-chimique et

le modele de fatigue est réalisé. Pour cela, un taux de décohésion est déterminé grace a la
hauteur volatilisée de pyrocarbone. Ce taux, S%“", va alors modifier dans le modéle de durée
de vie mécanique le tenseur des souplesses, les déformations résiduelles et le critére de
rupture. Un couplage similaire est nécessaire pour prendre en compte la modification du

critére de rupture par 1’oxydation des torons.
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Figure 1 : Schématisation du modele de fatigue couplé au modele physico-chimique.

Ainsi, en associant les modélisations proposées dans le Chapitre II (aspects
mécaniques en statique, en fluage et en fatigue) et dans le Chapitre III (aspects physico-
chimiques et effets sur le comportement du matériau), nous avons pu construire un modéle
complet, tridimensionnel, nécessaire a la prévision de la durée de vie de pieces en composites
a matrice céramique.

Le modéle de durée de vie complet

Deux modeles de durée de vie, 'un uniaxial et ’autre 3D ont été implantés dans le
logiciel Matlab®. La version unidirectionnelle avait pour objectif de vérifier la cohérence du
modele et de comprendre le réle de chaque coefficient introduit dans le mod¢le. De plus, le
but de ce modéle simplifié était de comparer les algorithmes de résolution des équations afin
d’optimiser la solution numérique du modele :

e les déformations résiduelles sont résolues par méthode des trapézes ou par quadrature
de Gauss d’ordre 3,

e une méthode de pas adaptatifs sur le nombre de cycles par bloc paramétrée par la
vitesse d’évolution de ’endommagement est utilisée,

e une méthode par dichotomie est appliquée pour déterminer la rupture,

e le seuil a rupture des torons est déterminé par une méthode de quadrature de Gauss
d’ordre 3.

Nous disposions uniquement d’essais uniaxiaux en statique, en fluage et en fatigue a
différentes températures pour deux nuances de matériau. Pour compléter ces essais et pour
mieux identifier les coefficients du modele de durée de vie, nous avons réalisé des essais de
traction incrémentale sens chaine, trame et a 45°. Ces différentes données expérimentales ont
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permis une identification de la plupart des coefficients du modele 1D pour les deux nuances
de matériau.

Toutefois, le manque de données expérimentales ne permettait pas d’identifier le
modele de durée de vie multiaxial et plus particuliérement les termes de couplage. Nous
avons donc proposé la matrice d'essais nécessaires a l'identification compléte de tous les
coefficients du modele de durée de vie 3D.

Calculs sur piéces

Afin de réaliser des calculs sur pieces réelles, le modele de durée de vie multiaxial a
été implanté dans le code de calcul par Eléments Finis ZéBuLoN. Avant de considérer des
essais statiques sur une piece réelle, le pied d’aube, nous avons simulé des essais de traction
sens chaine, trame et a 45° sur une picce homogeéne (plaque lisse). Ainsi, nous avons pu
garantir la bonne implantation de la partie statique du modele ODM dans le code de calcul
Z¢éBuLoN. Puis nous avons simulé un essai de traction sens chaine sur une pi¢ce présentant
un gradient de contrainte (plaque trouée en traction). Cette simulation a montré alors qu'il est
possible d'utiliser le modéle ODM sur des picces réelles.

Par ailleurs, la loi d’accroissement de 1’endommagement matriciel permettant de
simuler des chargements de fatigue a température ambiante a également été implantée dans le
code de calcul ZéBuLoN. La montée en charge de 1’essai de fatigue peut étre simulée avec le
modele d’endommagement statique ODM, puis a I'aide d’un script python il est possible de
déterminer les forces thermodynamiques utiles a la loi de fatigue. Un second script permet
alors de prévoir I'endommagement de fatigue en optimisant le nombre de cycles par bloc de
cycles afin d'assurer la convergence des résultats et de diminuer les temps de calcul (méthode
des pas adaptatifs qui parait tout a fait envisageable en bureau d'études).

Perspectives
Plusieurs points doivent étre abordés pour compléter le modéle de durée de vie.

A court terme, toutes les optimisations d’algorithmes réalisés dans le modéle 1D
doivent étre implantées dans le modele de durée de vie 3D. Plusieurs points restent ainsi a
compléter dans le modele 3D sous Matlab® :

e [l’adaptation du nombre de cycles par bloc en fonction de 1’évolution de
I’endommagement,

e [’utilisation d’une méthode par dichotomie pour déterminer la rupture.

Méme si la méthode d’adaptation du nombre de cycles par bloc de cycles est introduite
dans le modele de durée de vie développé dans le code de calcul ZeBuLoN, la détermination
du nombre de cycles a rupture par dichotomie reste a faire. De plus, I’évolution du nombre de
cycles par bloc est possible uniquement pour I’endommagement suivant la direction 1 grace a
un script python qui reste a développer pour prendre en compte 1’évolution en fatigue des cinq
endommagements matriciels. Dans ce travail, la rupture des torons n’a pas été implémentée
pour décrire la rupture progressive lorsque les structures présentent des singularités.
Actuellement, I'utilisation d’un mode¢le a effet retard couplé a un modele non local semble la
solution la plus pertinente. Toutefois, une méthode de Volume Caractéristique de Rupture
parait plus efficace en termes de temps de calcul et plus facile a transférer a 1’industriel.
Néanmoins se pose la question de I’identification de la longueur de ce volume caractéristique.
Enfin et surtout, le modéle physico-chimique doit étre implanté dans le code par Eléments
Finis Z¢BuLoN.
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Par ailleurs, ce travail a montré la nécessité de mettre en place un protocole d’essais
spécifiques qui impacte les essais matériaux réalisés jusqu’a présent. Il sera alors possible
d’identifier tous les coefficients nécessaires a la description correcte de I'ensemble des
phénomenes et de leurs couplages ayant un effet sur la durée de ces composites. Ainsi, cette
base expérimentale doit étre étoffée, d’une part pour identifier tous les coefficients du modele
et d’autre part pour affiner le modele de durée de vie. Des essais multiaxiaux permettraient
d’identifier les termes de couplage. Des essais de fatigue ou de fluage a T > 600°C sont
nécessaires pour déterminer 1’effet du cyclage sur la cicatrisation du matériau. Ces essais
devront étre réalisés plusieurs fois afin de pouvoir évaluer la dispersion de ces matériaux.
Enfin, pour valider ce modele de durée de vie, des essais multiaxiaux sous plusieurs
conditions d’atmosphére sont nécessaires (température, pression en oxygene, pression en
vapeur d’eau).

Actuellement, le modele de durée de vie prend en compte I’oxydation des fibres
Nicalon, du pyrocarbone et de la couche de carbure de bore. A plus long terme, il serait
intéressant de prendre en compte tous mécanismes d’oxydations qui régnent dans ce matériau,
comme par exemple 1’oxydation de la couche ternaire Si-B-C et celle de carbure de silicium.
De plus, si I’on prend en compte le fluage des fibres a partir de 900°C, le modele de durée de
vie pourrait étre étendu aux trés hautes températures (T>900°).

Les durées de vie expérimentales de ces matériaux sont particulierement dispersées. .
Nous avons proposé trois identifications (« au plus juste », « maximale », « minimale »).
Toutefois, une approche probabiliste des lois de fatigue et/ou de leur identification nous
semble nécessaire afin de prendre en compte les dispersions et la variabilité matériau, de
proposer une identification « conservative » et d’aider au dimensionnement et a la
certification des pieces composites tissées. Un travail important de réflexion sur I’analyse
statistique a mettre en place et sur les outils a développer est actuellement mené a 1’Onera.

Le modéle de durée de vie est développé pour des chargements constants pilotés en
contrainte et en température pendant un bloc de cycles. Or, dans les moteurs les aubes de
turbines subissent des sollicitations mécaniques et thermiques plus complexes. Pour prendre
en compte le chargement réel des aubes de turbines, deux méthodes sont envisageables
comme la discrétisation du chargement en plusieurs segments linéaires ou le développement
d’un modele de durée de vie incrémental. Nous sommes convaincus que le développement
d’un modele de durée de vie incrémental est la solution la plus pertinente.

Toutefois, le niveau de complexité du modele de durée de vie développé dans ce
travail n’est pas adapté a une utilisation en bureau d’études mais il pourrait étre simplifié. En
effet, il est envisageable de prendre en compte les effets de I’oxydation sur le comportement
mécanique par des fonctions (de la température, du temps,...) et non par un modele physico-
chimique. On peut penser introduire des coefficients directement dans le modéle de durée de
vie purement mécanique, comme par exemple dans le tenseur des souplesses pour prendre en
compte I’oxydation du pyrocarbone. Puisque les phénoménes d’oxydation dépendent de
I’environnement, la détermination de ces jeux de coefficients en fonction de la température,
de la pression en oxygene et en vapeur d’eau ne serait pas facile mais pourrait s’appuyer sur le
modele développé dans cette thése.
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ANNEXE B : CALCUL DE LA MATRICE TANGENTE DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT MULTIAXIAL

Le mod¢le d’endommagement ODM est un modéle « explicite » en déformation. Pour
simuler des essais sur structure et pour imposer des chargements en contrainte, la matrice
tangente du modele multiaxial doit étre déterminée afin de réaliser une résolution de type
Newton-Raphson. Le détail du calcul analytique en notation de Voigt de la matrice tangente
du modele est exposé dans cette annexe'.

Dans le modele d’endommagement statique ODM, la contrainte est définie de la
maniere suivante :

8 eff r K
o=pX—cife-s"-&")-C"le +&"-2"). EqB.1
oe = =
La matrice tangente associée a la loi de comportement est un tenseur d'ordre 4 défini
par :
oc oCc” o o [0 0’ og" oc” [, . o (0e" o0& o0&’
—==—=—ilg—g —"HC" | == - |-=lg'+’-¢ )-C | =+ F=—-—Z1|
o  O¢ & "¢ ) = 0s 0¢ O¢ o¢ (§ ¢ g) = | og o0g og EqB.2

Cette matrice tangente est donc une fonction de différentes dérivées pouvant toutes
étre calculées analytiquement. Puisque CO, €0 et sth sont indépendants de la déformation, ’Eq
B.2 peut étre simplifiée de la maniére suivante :

act’/f' r s
oz _ oL :(E—So—gth)+ceﬁ—coz(ag +68J' EqB.3

o€ o€ - = o Oeg

I. CALCUL DE LA DERIVEE DU TENSEUR DES RIGIDITES MATRICIEL

Comme le tenseur des rigidités effectives correspond a I’inverse du tenseur des
souplesses effectives, le produit tensoriel de ces deux tenseurs est I’identité (il est a noter que
tous les tenseurs sont symétriques et donc nous ne noterons pas les transposées). Ainsi, la
dérivée par rapport aux déformations du tenseur des rigidités est déterminée par :

8§§f”:<§_§0_§m):_g :=_§:geﬁ:(§_§0_§th). £q B4

Pour alléger les écritures, le produit tensoriel geﬁ' :(g— go—gm) est noté dans les

€quations suivantes o .

I.1 Calcul de la dérivée du tenseur des souplesses

Revenons, tout d’abord a I’expression du tenseur des souplesses effectives. Dans le
mode¢le d’endommagement le tenseur est défini comme la somme du tenseur des souplesses
¢lastiques initiales, d'un tenseur prenant en compte les effets de I’endommagement matriciel
et d'un tenseur prenant en compte les effets de la rupture progressive des torons :

S =5"+AS" +AS” EqB.5

={foron

La dérivée tenseur des souplesses effectives matriciel par rapport a la déformation peut
donc s'écrire (S” est indépendant de la déformation) :

1 2 e o . . RPN o rey. . .
I1 est a noter que nous n'avons pas utilisé la notation de sommation associée a la répétition des indices
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1. CALCUL DE LA DERIVEE DU TENSEUR DES RIGIDITES MATRICIEL

as” . oAS” . a8s” .
=—:0 =—":0 +—=:0g . EqB.6
o€ o€ o€
Le tenseur des souplesses effectives qui prend en compte I’endommagement matriciel
et celui qui prend en compte la rupture progressive des torons sont définis respectivement
dans le modele d’endommagement par I’Eq B.7 et I’Eq B.S.
eff 2 m m m* m m-
AST =%d, (771» H" +(1-n)H ) EqB.7
2, T & 2 L

1

torun)H"’m”

=t

ASeff — i dt.oran taronHm”’” (]

=toron =t

n
+ Z drman tamnHtoron (1 _ n{gr{)n)H[O"O”r Eq B8

= jc Je —jc
Les endommagements de la matrice d" et des torons &, d"" ainsi que les index

de désactivation matriciel 77" sont fonction de la déformation.

. _
En posant, H' =n'"H + (1 —n" )g;" , la dérivée du tenseur des souplesses
effectives matricielle devient :

eff s s ) .
8AS_ ZL )ad Zd ([ _ﬂjﬂ):g*)@agé EqB.9

et celle du tenseur des souplesses effectives des torons :

6ASW toron* * toron- * adlﬁumn
=toron . i( mmnH ° : o + (I — 77{0"0”)& . . g )® =
=t Jt =t
o¢ - 0z EqB.10
; ( oo e ) od"" 4=
+ toron toron : + ] _ t.omn Htf’m” . ® JC
]Z:ZI g ( 77]0 = jc g a§

Finalement pour calculer analytiquement la dérivée du tenseur des souplesses
effectives matricielle, les dérivées des endommagements ainsi que celle de I’index de
désactivation matriciel doivent étre déterminées. En ce qui concerne la dérivée du tenseur des
soupleszses effectives des torons, seule la dérivée de I’endommagement des torons doit étre
définie”.

1.2 Index de désactivation matriciel

Dans le modéle d’endommagement multiaxial, I’index de désactivation permet de
prendre en compte la fermeture progressive des fissures. En fonction des déformations, les
index de désactivation évoluent entre O et 1 :

2 En effet nous considérons que I'index de désactivation du dommage est constant (en général égal a 1)
pour la partie toron (si le toron est cassé en traction, il le reste en compression). Pour le moment, cet index a été
conservé dans I'écriture a la fois pour avoir une similitude avec la partic endommagement matriciel et surtout car
cet index pourrait avoir un sens pour le hors-plan (fissure macroscopique de décohésion entre toron), possibilité
qui n'a pas encore été exploitée...en attente de résultats expérimentaux pour confirmer ou non l'intérét de cet
index.
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ANNEXE B : CALCUL DE LA MATRICE TANGENTE DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT MULTIAXIAL

1 si Ag, <g,

1 T E. +AE, . _
"=<—| I-co§ —— st —Ag, <g,<A¢g,. EgB.11
"’ 2{ {2 Ag, D - - K

si gi < _Agi

Leur dérivée par rapport a la déformation totale est décrite par ’Eq B.12.

877[ =0 si (E‘I.ZAEI.

g I

O _ 7 | Z i+ AE i Siy1| si —Ag, <&, <+Ag,. EqB.12
de 4 (2 As ) 0s\Ag, - -

%_ si g, <-Ag,

ek

Dans le mod¢le, I’amplitude de déformation entre la fermeture compléte des fissures et
leur ouverture est définie en fonction de I’endommagement :

Ag, =(1+ad’ A/ EqB.13

et la déformation &, en fonction des déformations totales et au moment de fermeture :

0

=e—¢ EqB.14

[&]

=1

Y

i

Apres calcul, la dérivée ;(AQ—JJJ utile dans le calcul de la dérivée de I’index de
E\A¢,;

désactivation est de la forme :

_ [ .Ag, —¢€,a, Ag
a(g ”J OET e T EqB.15

oe A,

1.3 Les endommagements matriciels et des torons

Les dérivées des endommagements matriciels et des torons correspondent a la dérivée
par rapport a la déformation des lois cinétiques d’endommagement. Ainsi en fonction des
critéres d’endommagement F, F;”*" et F;”""", la dérivée des endommagements matriciels est :

od!

=0 siF<0
o€
Gd_’" 2™ Eq B.16
D % §iF=0 (F > 0impossible)
o O
et celles des torons :
od’ d’
6”—0 siF/ <0 a’C—O siF! <0
af.f‘ o’ et adéf " EqB.17
=22 ginon < = 2% sinon
o€ & o€ &
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1. CALCUL DE LA DERIVEE DU TENSEUR DES RIGIDITES MATRICIEL

L’écriture des cinétiques des endommagements matriciels g et des torons g7, g/,

sont identiques. En effet, la cinétique d’endommagement matriciel est définie par I’Eq B.18

alors que I’Eq B.19 définie celle des torons.

P
ytoron _ yt()i'()ﬂ /[
e 0 .
toron
y(,’][

g/ =d|l1-exp —

toron _
Jt -

toron
dcjt | 1—exp| —

et

foron

P
Jc
[ . toron ’ toron
< yj( - ijC >+

toron

toron _
je

foron
d% | 1—exp| -

Cje

EqB.18

EqB.19

Les dérivées des lois cinétiques d’endommagement pour la matrice et les torons ont

alors la méme forme :

g gy =) |

_By_ exp- <\/;—\/y_0>+ ! oy
o avoe | n 20v. Ay N T

EqB.20

Pour la matrice et les torons, il est nécessaire de déterminer, dans les deux cas, la

dérivée des forces thermodynamiques en fonction de la déformation.

Tout d’abord, pour la rupture progressive des torons, les forces thermodynamiques

sont uniquement fonction de la déformation totale :

2

o= lCZ<5/>

jt % il
2
=ty

Soit, les dérivées des forces thermodynamiques des torons :

6 t'oron

Vi Mg v'e,) sie, >0 (Osinon)
aé‘ 2 _j_]j = J J

6 tfzran

L:l(tg,,co__ +C°__.§‘) sig; <0 (0sinon)
65 2N =i =i J

EqB.21

EqB.22

Pour I’endommagement matriciel, les forces thermodynamiques sont définies en

fonction des forces motrices z;
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ANNEXE B : CALCUL DE LA MATRICE TANGENTE DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT MULTIAXIAL

mo__ m | _m
Y =z Z
m __ m m
yz =z Zs
m __ _m m m
Vs =2 +th +Zsc s Eq B.23
m m
Vi =2
m —_ m
y5 - Zzs

leurs dérivées sont alors les dérivées des forces motrices :

W' _% 0|z
oe Og Olég
Yy _ 0z 0)z
oe 0Og O|¢

m m m m
Qs _ 0Oz n Oz, n 0z,

= . EqB.24
oe Og Og O¢
i _ oz
o€ - o€
oy Ozg
0 oe

Or les forces motrices sont fonction des déformations positives, elles-mémes fonction
de la déformation. Ainsi, pour déterminer les dérivées des forces motrices, les dérivées des
déformations positives doivent étre préalablement calculées. La réécriture de ces déformations
positives sous forme tensorielle :

+ dr
&’ =Lyl +(//l.@t :g) i=1{123} EqB.25

avee

dar

; 2
a :é(tlcﬁéh/’éii[):g), v, = /; et Q :[;tdfj +1(g:s,:6) EaB26

di
permet de calculer analytiquement sa dérivée :

0" oA - Oy, oy,
——:]C.® —w + A L+ S +|S fe)® L. Eq B.27
a§ =4 [ a§ Wl a§ W’:l = —) a§ q

Les ¢équations suivantes représentent les différentes dérivées a calculer pour
déterminer la dérivée des déformations positives.

0 1 S
Vi =2 : Eq B.28
oe 2| ‘¢S g
£:8 g
oA 1], S, ¢
=—| [ +—=2——. Eq B.29
e 2| 'e:S g
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1. CALCUL DE LA DERIVEE DU TENSEUR DES RIGIDITES MATRICIEL

Finalement connaissant analytiquement les dérivées des déformations positives, les
dérivées des forces motrices matricielles peuvent étre calculées.

Tout d’abord rappelons 1’expression de ces forces motrices sous forme tensorielle :

1 dr d
zh=='gm:C 1
1 y e L€
+ +
P :lfgdz B
2 2' = —z2 "=
1, ar d
zy =—¢g3:C 3
2 =z3 1 —
i Eq B.30
m _ 1. .
% ) (—g'gﬁ u€
1
m __t
Z3C _2 2 (=jz3 2¢ " —
1, 4 a1 ar di
zp=='g":C M +="g2:C g™
- =z6_ 1 — 4 — =z6_2 —

Les dérivées des forces motrices matricielles, utilisées pour déterminer les dérivées
des endommagements matriciels, sont définies par :

aZlm _t d]Jr . . aédr

P § t=z"

o€ o€

o oot o 08"

oe ~— T o¢g

0z _«_at 0g®

oe ~— =21 oeg Eq B3I
Ozy o+

a§ = § ' gz3 2t

82”2 [

a; =& (=jz372c

oz l‘gd+ :(3(_9‘11 l', 5. o™
aé 2 = =z6_1 a§ 2 = =z6_2 aé

Pour récapituler, la nouvelle écriture des déformations positives permet de calculer sa
dérivée de manicre analytique. Connaissant la dérivée des déformations positives, la dérivée
des forces motrices matricielles est alors déterminée (Eq B.32). Cette derniére permet alors
d’obtenir les dérivées des forces thermodynamiques matricielles puis celles des lois cinétiques
d’endommagement. Ainsi, les dérivées des endommagements matriciels sont connues
permettant d’une part de déterminer les dérivées de l'index de désactivation du dommage

matriciel; et d’autre part les dérivées du tenseur des souplesses effectives prenant en compte
I’endommagement matriciel.

dl+ m m m m m aASEff N
O¢ = % = P = o, = od; = on =>—"-:10. EqB.32
o€ o€ o€ o€ o€ o€ o
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ANNEXE B : CALCUL DE LA MATRICE TANGENTE DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT MULTIAXIAL

Parallelement, les dérivées des forces thermodynamiques pour la rupture progressive
des torons en traction et en compression permettent de calculer les dérivées des lois cinétiques
d’endommagement et ainsi les dérivées des variables d'endommagements. Enfin, les dérivées
des endommagements des torons en traction et en compression rendent possible le calcul de la

dérivée du tenseur des souplesses effectives prenant en compte la rupture des torons (Eq
B.33).

t.oron t.oron a t.oron a t-aron adt.oron adt-aron aASEff .
8-yj , a'y](f‘ = gﬂ , gﬂ' — Jt , Jt = =toron : g . Eq B'33
o  0¢ o  oO¢ o€ o€ o€

Finalement, le calcul des dérivées de deux tenseurs des souplesses effectives
matricielles et des torons permettent de calculer la dérivée du tenseur des souplesses

effectives. Cette dernicre est utile au calcul de la dérivée du tenseur des rigidités effectives
(Eq B.34).

oAS”
=0 off off
g a8, ac” o [
aféeff = o (2T, (g weea —C” (g—&'-&").  EqB34
ds

Enfin, pour calculer analytiquement la matrice tangente du modele d’endommagement
matriciel les dérivées des déformations résiduelles et stockées restent a déterminer.

I1. CALCUL DE LA DERIVEE DES DEFORMATIONS RESIDUELLES

Les déformations résiduelles sont définies dans le modele ODM en fonction de
I’endommagement matriciel, de I’index de désactivation et du tenseur des rigidités effectives :

5 . + - *
o5 Kz xdr (K 1K )j & } , Eq B35
i=1
avece

K" =C" H CT et K" =C " EqB.36

=i

Ayant déterminé précédemment les dérivées de I’endommagement matriciel, de
I’index de désactivation matriciel et du tenseur des rigidités effectives, la dérivée des
déformations résiduelles est calculée analytiquement :

(%"r 0 3 om m mt m m-
=0 Zlfd[ (77[ £,- +(1-7; )£, )
os i=1
5 . -\ . /"
+S“:{Z[zi[n;"1<:" ra-mK )i e }
2 | £ = B
oo

5 . N aceﬁ . ) ‘ - ace['f' .
+ZS°[Z[Ld}”ﬂf”’Ce’ftH;” g +pd =)t B e
i=1

Eq B.37
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III. CALCUL DE LA DERIVEE DES DEFORMATIONS STOCKEES

III. CALCUL DE LA DERIVEE DES DEFORMATIONS STOCKEES

De la méme maniere que pour les déformations résiduelles, les déformations stockées
sont définies dans le modele ODM en fonction de I’endommagement matriciel, de I’index de
désactivation et du tenseur des rigidités effectives :

& =-5": [(2 drn; & -K" )] : g*}, EqB.38
= i=1 ! =

Ii)_w _ Cefj‘ . Ef’# . gejf et Em_ :geﬁ :Em geff Eq B.39

avee

La dérivée des déformations résiduelles est alors calculée par :

08 o l< . ( m m—j
—=5": d'n"| K= —-K’
a§ = |:Z 1771 =i S :|

i=1

m} . EqB.40

: +oc” e oct
+25°: ZEdi’"ﬁi’”geﬁzlif : gg & —dimﬁ;"geﬁzgjn ; gg ZQJ

Ainsi, connaissant les dérivées par rapport a la déformation du tenseur des
déformations résiduelles, stockées et du tenseur des rigidités effectives prenant en compte ou
non de rupture progressive des torons, la matrice tangente globale du modele
d’endommagement est entierement calculée analytiquement.

Comme le montre la synthése des équations du calcul de la matrice tangente, la
détermination et surtout son implémentation de cette matrice tangente reste une étape délicate
source de multiples erreurs. C'est pourquoi nous avons mis en place une méthode de
vérification. Le calcul de la matrice tangente analytique a été ainsi comparé a celle déterminée
par une méthode numérique de perturbations. La Figure B.1 montre pour une traction sens
chaine que les deux calculs de la matrice tangente coincident. Enfin, afin de valider le calcul
analytique de la matrice tangente d’autres comparaisons avec la matrice tangente par
perturbation ont été réalisées pour différentes sollicitations (traction, compression,
cisaillement) uniaxiales et multiaxiales.

Ce travail de vérification est essentiel et permet également, puisque chaque terme
utilis¢é dans la matrice tangente est vérifié, de faciliter grandement la recherche des
¢éventuelles erreurs.
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ANNEXE B : CALCUL DE LA MATRICE TANGENTE DU MODELE D’ENDOMMAGEMENT MULTIAXIAL

—&— Matrice tangente numérique
—&— Matrice tangente analytique

Temps

Temps Temps Temps Temps Temps Temps

Temps Temps Temps Temps Temps Temps
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Modéles multi-niveaux de prévision des durées de vie en fatigue des structures

composites a matrice céramique pour usage en turbomachines aéronautiques

L’enjeu actuel pour les industriels de I'aéronautique est de diminuer la consommation en carburant et/ou
d’augmenter le rendement des avions. A terme, Safran souhaite remplacer les aubes de turbine, actuellement en
superalliage, par des aubes en matériau composite tissé de type SiC/SiBC. Il est alors important de prévoir leurs
durées de vie. Ce travail a donc consisté a développer un modele de durée de vie pour ces composites
autocicatrisants. Ces matériaux tissés sont constitués de fibres Nicalon, d'une interphase de pyrocarbone et
d’une matrice autocicatrisante multicouche (B4C, SiC et SiBC). La particularité de ces composites est I'oxydation
de chaque constituant du matériau en fonction de I'environnement (température, atmosphére seche ou humide).
Le modéle de durée de vie développé offre un compromis entre des temps de calcul réduits, malgré la prise en
compte de phénoménes physico-chimiques complexes, et une prévision de la durée de vie suffisamment précise.
L'approche retenue est un couplage entre un modele d'endommagement mécanique et un modeéle
physico-chimique. Un modéle de durée de vie uniaxial a été proposé afin de justifier les différents couplages
nécessaires entre les parties mécanique et physico-chimique mais également pour optimiser les algorithmes de
résolution. Ce modeéle a permis d’identifier les coefficients pour deux nuances de matériaux. Afin de réaliser des
essais de structures, un modéle de durée de vie multiaxial a été proposé et implanté dans le code de calcul
ZéBuULoN. Un protocole d'identification a également été proposé dans ce travaill méme si les essais de
caractérisation jusqu'ici réalisés ne sont pas suffisants pour identifier complétement le modéle3D sur ces
matériaux.

Mots-clés : COMPOSITE A MATRICE CERAMIQUE ; DUREE DE VIE ; OXYDATION ; MODELE D'ENDOMMAGEMENT ;
AUTOCICATRISATION

Multi-level models for fatigue life prediction of ceramic matrix composite structures

used in aircraft turbo-engines.

The current challenge for the aerospace industry is to decrease the fuel consumption and/or to increase the
performance of planes. In the future, Safran Group wishes to replace the turbine blades, currently in superalloy,
with woven composite SiC/SiBC material blades. Therefore, it is important to predict their life time. This work
involved developing a life time model of these self-healing composites. These woven materials are made up of
Nicalon fibers, and an interphase of pyrocarbone and a self-healing matrix (B4C, SIC and SiBC). The particularity
of these composites is the oxidation of every constituent of the material depending on the environment
(temperature, dry or wet atmosphere). The developed life time model offers a compromise between reduced
calculating time, in spite considering complex physico-chemical phenomena, and an accurate enough prediction
of the life time. The approach chosen is a coupling between a mechanical damage model and a physico-chemical
model. A uniaxial life time model was proposed to explain the different necessary couplings between the
mechanical and physico-chemical parts but also to optimize the resolution algorithms. This model enabled to
identify the coefficients for two grades of materials. In order to carry out tests of structures, a multiaxial life time
model was proposed and implemented in the ZéBuLoN Finite Element code. A protocol of identification was also
proposed in this work even if the characterization tests so far realized are not sufficient to identify the 3D-Model
for these materials.

Keywords : CERAMIC MATRIX COMPOSITE ; LIFE TIME ; DAMAGE MODEL ; OXIDATION ; SELF-HEALING
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