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Notations 

Symbole Grandeur � Exposant du critère de Manson-Coffin �� Pa a t e i ti ue de l’ ouissage i ati ue � Exposant du critère de Basquin � Paramètre asymptotique de l’ ouissage i ati ue �� Taux de plasticité équivalent cumulé ��� Taux de plasticité 

 Module d’You g isotrope �  Module d’You g isotrope asymptotique   Module d’You g isotrope initial � Surface seuil � Module de cisaillement �  Contrainte équivalente de von Mises � Opérateur de concentration de contrainte 

 Opérateur de localisation � Déformation plastique équivalente cumulée �� Pa a t e as ptoti ue de l’ ouissage isot ope ���� � Pa a t e seuil de l’ ouissage isot ope ��  Ecrouissage isotrope �� Rapport de charge en déformation �� Rapport de charge en contrainte �� Ecrouissage cinématique ���� � Pa a t e seuil de l’ ouissage i ati ue �� Etendue de déformation cyclique �� Etendue de contrainte cyclique �� Pa a t e i ti ue de l’ ouissage i ati ue � Tenseur de déformation �� Tenseur de déformation élastique �� Amplitude de déformation appliquée ��′  Paramètre du critère de Basquin ����  Déformation moyenne cyclique �� Tenseur de déformation plastique �� D fo atio  à la li ite d’ lasti it  e  t a tio  � Coefficient de Poisson isotrope � Tenseur des contraintes ����� Amplitude de contrainte nominale appliquée �� Amplitude de contrainte cyclique �  Déviateur du tenseur des contraintes ��′  Paramètre du critère de Manson-Coffin ���� Contrainte moyenne cyclique �� Li ite d’ lasti it  
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De a i e g ale, u  ve teu  est supe pos  d’u e fl he �⃗), un tenseu  d’o d e  est soulig  
une fois (�) et u  te seu  d’o d e  est dou le e t soulig  �). Sinon, la composante principale du 

tenseur est désignée. Les indices ou exposants utilisés sont répertoriés ci-dessous : 

Notation Signification �  Valeur appliquée  �  Valeu  da s l’i lusio  ���� Valeur locale �  Valeur dans la matrice ���� Amplitude du cycle ���� Valeur maximale du cycle ���� Valeur minimale du cycle ���� Valeur moyenne du cycle ���� Valeur nominale ����� Valeur stabilisée  �  Paramètre équivalent 
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Acronyme Signification 

ACPD Alternative current potential drop 
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CCD Compression avec charges-décharges 

CR Contraintes résiduelles 
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Introduction 

1) Contexte 

Cette tude s’i s it da s u  P ogramme d’Etudes Amont lancé par la Direction Générale de 

l’Armement en partenariat avec DCNS. L’o je tif i dust iel à lo g-terme de ce projet est d’a lio e  
le dimensionnement de la coque résistante des sous-marins en essayant de mieux comprendre les 

ph o es e tou a t l’appa itio  de fissu es do t l’i flue e des o t ai tes siduelles su  
l’a o çage de fissu es.  

La Figure 1 montre une photographie d’u  sous-marin u l ai e d’atta ue de classe Rubis. Cette 

classe de sous-marins ayant été mise en service entre 1976 et 1991, les bâtiments ont donc entre 25 

et 40 années de service. En considérant que les sous-marins effectuent une plongée par jour avec un 

taux de disponibilité de 50% [1], ils o t d jà effe tu  e t e  et  les d’i e sio . Ce i 
o ie te l’ tude da s le do ai e de la fatigue oligocyclique, i.e. à faible nombre de cycles. 

La fabrication de cette coque est principalement réalisée pa  l’asse lage de tôles oul es puis 
soudées entres elles afin de former des tronçons cylindriques tels que celui présenté sur la Figure 2, 

ui so t à leu  tou  soud s e t e eu . Des aidisseu s e  fo e d’a eau  à se tio  e ta gulai e 
so t soud s afi  d’a oit e la sista e au fla e e t de l’e se le. Ces soudu es so t des sites 
privilégiés pour l’a o çage de fissures en fatigue oligocyclique. En effet, lors de chaque plongée du 

sous-marin, une pression uniforme s’e e e su  l’e se le de la o ue. Cha ue joi t soud  situ  à 
l’i t ieu  du t o ço  su it alo s u  ha ge e t de o p essio  li ue e a e  pa  le bras de 

levier entre chaque raidisseur, comme illustré sur la Figure 3. 

 
Figure 1 : Photog aphie d’u  sous-marin de classe Rubis 

 
Figure 2: Tronçon de coque avant assemblage 

En plus du chargement cyclique, la coque du sous-marin présente de hauts niveaux de contraintes 

résiduelles introduits par le roulage et le soudage [2]. Ces contraintes internes sont dues à la 

déformation plastique permanente et hétérogène entraînée par le roulage mais aussi aux contraintes 

engendrées par la cinétique thermique durant le soudage dans ces pièces épaisses. 

E  a se e de plasti it  lo s de l’appli atio  du ha ge e t e  se vi e, es o t ai tes siduelles 
’ volue aie t pas. E  aiso  du haut iveau de ha ge e t li ue et de la p se e de 

concentrateurs de contraintes en pied de joint soudé, des déformations plastiques peuvent 

apparaître localement, entraînant une évolution des contraintes résiduelles initialement introduites 

par le procédé de fabrication.  
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stabilisées. Ces deux points devront être validés pour des chargements cycliques de compression, ce 

qui est un cas moins fréquent et qui a donc été moins étudié que le cas de la traction dans la 

littérature. Enfin, du point de vue industriel, il est nécessaire que la méthode soit applicable en 

u eau d’ tude, i.e., u’u  o p o is e t e la précision, le coût et le niveau technique soit trouvé. 

2) Stratégies de dimensionnement en fatigue oligocyclique 

Il e iste diff e tes st at gies pou  p voi  la te ue e  fatigue à l’a o çage des st u tu es. La 
d a he g ale est d’esti e  l’a plitude de ha ge e t au poi t iti ue, i.e. le point faible de 

la st u tu e, afi  de al ule  la du e de vie à l’aide de ou es de Wöhle . Cepe da t, le al ul de 
l’a plitude de ha ge e t au poi t iti ue ’est pas toujours une chose aisée. Cette section a pour 

but de recenser les différentes possibilités d’ valuation des durées de vie lorsque le chargement ou 

la géométrie sont complexes. 

En phase de vérification, il est possible de tester une structure complète. C'est ce qui est fait dans 

l'aéronautique pour l'homologation des avions de ligne, par exemple. Cette méthode directe ne 

permet cependant pas de comprendre les mécanismes qui coexistent et mènent à la ruine de la 

structure, i d’effe tue  u  p -dimensionnement. Cette technique est plus généralement employée 

sur des pièces de petites dimensions telles que les roulements à billes ou les assemblages boulonnés. 

Cela pe et d’o te i  des ou es aît esses, comme celle de la Figure 5, qui peuvent alors servir au 

dimensionnement. 

 
Figure 5 : Courbes de durées de vie d'assemblages boulonnés de différentes classes [3] 

Da s l’opti ue de dui e les oûts, sur des structures importantes telles u’u  avi e ou u e plate-

forme pétrolière, il est possible de ne tester u’u  détail structurel critique en reproduisant les 

o ditio s de ha ge e t au loi . C’est u e solutio  e plo e f ue e t pou  le al ul de joi ts 
soudés en fatigue. Cependant, la variété des configurations de joints soudés (forme, épaisseurs, 

techniques de soudage) entraîne la nécessit  d’utilise  des facteurs correctifs qui sont le plus souvent 

empiriques et nécessitent la réalisation de nombreux essais de validation. 

Le International Institute of Welding (IIW) [4] a e t alis  les o euses a pag es d’essais alis s 
par le passé et a élaboré des ou es aît esses la ge e t utilis es da s l’i dust ie pou  le 
di e sio e e t e  fatigue des joi ts soud s. L’IIW d fi it ha ue lasse de joints soudés par la 

o t ai te ad issi le pou  u e li ite d’e du a e de . 6 cycles. Un exemple de ces essais et de la 

courbe maîtresse associée est visible sur la Figure 6. 
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Le calcul de la contrainte au point critique reste cependant un point délicat et entraîne une 

i e titude suppl e tai e ui s’ajoute à la dispe sio  i po ta te des sultats d’essais. La 

o i aiso  des deu  e t aî e l’utilisatio  de ègles de calcul menant soit à un dimensionnement 

très conservatif et donc coûteux, soit à une sur-estimation dangereuse des durées de vie [5]. 

  
Figure 6 : Courbe maîtresse pour la classe FAT80 et les résultats expérimentaux associés [6] 

Afin de calculer directement la contrainte au point critique de la structure, la méthode des éléments 

finis (EF) est une solution reconnue qui peut cependant représenter un coût élevé dans des 

st u tu es de g a des di e sio s. De su oît, e  fatigue oligo li ue où l’appa ition de 

d fo atio  plasti ue alou dit di e te e t le al ul et eta de gale e t l’ ta lisse e t du le 
sta ilis , e oût peut deve i  p ohi itif pou  u e appli atio  e  u eau d’ tude.  

Afin d'éviter ces coûteux calculs numériques, il est possible d'utiliser des méthodes approchées 

comme les sauts de cycles [7], les zooms structuraux [8] ou encore les méthodes simplifiées dont les 

plus connues sont celles développées par Neuber [9] et par Molski & Glinka [10]. C’est ve s e t pe 

d’app o he ue s’o ie te a ette tude et plus particulièrement vers les méthodes récentes 

développées par Herbland [11] et Darlet [12].  

3) Mise en place du modèle de dimensionnement en plasticité confinée 

Afin de mettre en place le modèle de dimensionnement en fatigue oligocyclique, des éprouvettes 

plates à dou le e o he se o t utilis es da s u  p e ie  te ps, a  ’est u e st u tu e da s la uelle 
la g o t ie et l’état métallurgique du matériau sont mieux maîtrisés que sur des joints soudés. Ces 

éprouvettes ont été mises au point afin de pouvoir y introduire un état de contraintes résiduelles 

maîtrisé par un procédé mécanique, et également pour pouvoir mesurer leur évolution sous 

chargement cyclique de manière non destructive. La démarche adoptée pour le dimensionnement en 

fatigue consiste en la détermination du comportement au point critique par une méthode simplifiée, 

afin de calculer la durée de vie correspondante grâce à un critère de fatigue approprié. Pour cela, il 

est nécessaire de déterminer le comportement élasto-plasti ue du at iau afi  d’ la o e  u  
modèle aux éléments finis de la structure à dimensionner. Les conditions aux limites de la structure 

sont p ises e  o pte da s le od le l e ts fi is ta dis ue l’ tat i itial du at iau, i.e. les 

contraintes résiduelles et les écrouissages initiaux, sont pris en compte par la méthode simplifiée. 

Cette dernière permet de simuler le comportement cyclique de manière approchée avec un gain de 

temps important par rapport aux calculs éléments finis. Le comportement cyclique stabilisé est 

ensuite introduit dans le critère de fatigue qui doit être préalablement calibré sur des éprouvettes 
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4) Plan du mémoire de thèse 

Le premier chapitre de cette thèse débute par une introduction à la fatigue oligocyclique dans les 

a ie s. U e evue des diff e ts it es de p visio  de l’a o çage e  fatigue oligo li ue est 

ensuite effectuée afin de sélectionner ceux qui peuvent potentiellement être intéressant dans le 

o te te de ette tude. Les pa a t es de es it es d’a o çage so t e suite ide tifi s su  des 
p ouvettes a is t i ues à l’aide d’essais de fatigue à d fo atio  li ue alte e i pos e puis 

validés expérimentalement sur d’aut es s ies d’essais à déformation moyenne non-nulle. 

Dans le deuxième chapitre, une loi de comportement est choisie et identifiée de manière 

séquentielle. La loi de comportement est ensuite évaluée sur les essais à déformation imposée 

décrits dans le chapitre précédent afin de p voi  les du es de vie à l’a o çage. La capacité de la loi 

à prendre en compte l’effet du appo t de ha ge su  les les sta ilis s, nécessaires au calcul du 

it e d’a o çage, est examinée. Ce point est important pour tradui e l’i flue e des o t ai tes 
résiduelles dans le modèle. En effet, ces dernières peuvent modifier le rapport de charge, et leur 

prise en compte dans le modèle ne peut être faite que si la loi de comportement prévoit 

correctement l’i flue e du appo t de charge. La loi de comportement est ensuite enrichie afin 

d’a lio e  la p ise e  o pte de et effet et le gain obtenu par cette modification est examiné. 

Le troisième chapitre présente la thodologie de p visio  de l’a o çage e  fatigue oligo li ue 
sur structures sollicitées en plasti it  o fi e. Cette thodologie utilise l’ tat sta ilis  al ul  à 
l’aide de la loi de o po te e t. Afi  de pe ett e u e appli atio  i dust ielle, deux méthodes 

rapides basées sur une loi de localisation sont utilisées. Ces méthodes, développées par Herbland 

[11] puis par Darlet [12], sont basées sur une loi de localisation. Elles sont ensuite validées sur les 

prévisions de calculs par la méthode des éléments finis, plus classiquement utilisée. En effet, sur des 

structures de grandes dimensions tels que les sous-marins, les calculs éléments finis sont coûteux et 

l’utilisatio  d’u e approche simplifiée est nécessaire. Les essais effectués sur des éprouvettes plates 

à encoches, qui présentent une concentration de contraintes similaire à elle d’un joint soudé, sont 

ensuite comparés aux prévisions afin de valider la méthode. Deux rapports de charges différents sont 

étudiés afin de montrer la pertinence des critères d’a o çage et des lois de comportement identifiés 

précédemment. Une étude de la sensibilité à différentes hypothèses est enfin réalisée afin de 

justifier chacun des choix effectués. 

Dans le quatrième chapitre, la méthode de prise en compte de l’i flue e des o t ai tes siduelles 
est étudiée. Pour cela, des essais sont effectués sur les mêmes mini-structures que celles du chapitre 

p de t. Au p ala le, ette s ie d’ p ouvettes a su i u  ha ge e t a i ue pou  i t oduire 

soit des contraintes résiduelles de compression, soit des contraintes résiduelles de traction. 

L’i flue e des contraintes résiduelles sur les durées de vie expérimentales est analysée, puis le 

modèle est testé et validé sur ces nouvelles configurations. 

Le dernier chapitre d taille l’application de la méthode sur une structure soudée afin de mettre en 

avant les étapes nécessaires à la transposition de la méthode depuis les structures idéales que sont 

les éprouvettes plates à encoche, vers les joints soudés de type sous-marins. En effet, ces derniers 

présentent une hétérogénéité des propriétés du matériau mais également de la géométrie dues au 

procédé de soudage. Ces effets très localisés déterminent la durée de vie du joint soudé et doivent 

être pris en compte. La localisation du point critique est tout particulièrement étudiée. 
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Chapitre 1 : Identification des propriétés en fatigue oligocyclique du 80HLES 

Ce chapitre débute par une présentation détaillée de la fatigue et plus particulièrement de la fatigue 

à faible nombre de cycles (103-105 cycles), communément appelée fatigue oligocyclique. Les 

a is es i os opi ues e t aî a t l’appa itio  de fissu es so t i t oduits ava t de s’i t esse  
au o po te e t a os opi ue du at iau. Ce de ie  est d fi i pa  l’ volution des contraintes 

et des d fo atio s jus u’à sta ilisatio .  

Dans une deuxième sous-partie, les critères de dimensionnement en fatigue oligocyclique sont 

présentés. La distinction est faite suivant le type de formulation proposée par leurs auteurs 

respectifs : uniaxiale, multiaxiale ou énergétique. 

Le critère choisi est ensuite ide tifi  su  l’a ie  HLE“ ap s u e p se tatio  de e at iau utilis  
dans les coques de sous-marins. Pour cela, des essais à déformation cyclique alternée sont réalisés. 

D’aut es essais ave  diff e ts rapports de charge sont alors réalisés pour mettre en évidence la prise 

en compte du rapport de charge sur les durées de vie par le critère. Une modification du critère est 

enfin proposée pour améliorer la prise en compte du rapport de charge. 

1.1)  Introduction à la fatigue oligocyclique 

1.1.1) Présentation de la fatigue 

La fatigue est l’ tude du o po te e t des matériaux sous l'effet de contraintes qui varient, de 

manière généralement cyclique. Elle peut conduire à la formation de fissures dans une pièce voire à 

sa rupture si celles-ci se propagent. Ce mode de ruine est devenu plus fréquent avec la révolution 

i dust ielle et l’appa itio  des p e i es a hi es à vapeu , o duisa t à la alisatio  de g a ds 
nombres de cycles sur des pièces métalliques.  

Le mécanisme de la fatigue est deve u u  do ai e d’ tude i po ta t à la suite de la catastrophe 

ferroviaire de Meudon en 1842. De nombreux cas de rupture en service ont eu lieu depuis dans 

différents domaines et particulièrement celui des transports. Campbell [13] recensait déjà en 1981, 

plus de 300 a ide ts d’avio s dus à l’a o çage de fissures dans les métaux.  

Dès la deuxième moitié du XIXème siècle, Wöhler a suggéré de caractériser les matériaux en fatigue 

par l'utilisation de diagrammes représentant le nombre de cycles à rupture établis à différents 

niveaux de sollicitations. 

Entre la contrainte à rupture du matériau (� ) pour laquelle la pièce se rompt dès le premier quart 

cycle de chargement et la limite d'endurance (� ) où, pour certains matériaux, la rupture n'a jamais 

lieu quel que soit le nombre de cycles appliqués, il convient de distinguer trois niveaux de fatigue 

décrits sur la Figure 8 : 

- la fatigue à très faible nombre de cycles, pour les durées de vie inférieures à 1000 cycles ; 

- la fatigue oligocyclique, qui est le champ de cette étude, avec des durées de vie comprises 

généralement entre 103 et 105 cycles ; 

- la fatigue polycyclique qui concerne les durées de vie comprises entre 105 et 2.106 cycles de 

manière conventionnelle. 
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Au-delà de la li ite d’e du a e g ale e t onsidérée de 2.106 cycles, le domaine de la fatigue 

gigacyclique est un domaine de plus en plus étudié grâce notamment au développement de 

a hi es d’essais à t s haute f ue e [14].  

 
Figure 8: Schéma d'une courbe de Wöhler 

1.1.2) Caractéristiques de la fatigue dans les aciers 

La dégradation d'une pièce en fatigue comprend deux tapes ui so t l’a o çage et la p opagatio . 
Seule la première nous intéresse dans cette étude. Elle comprend plusieurs stades qui peuvent être 

décrits comme suit [15]:  

- établissement d’u  gi e sta ilis  après appa itio  d’ ve tuels ph o es li ues tels 
ue le ‘o het, la ela atio  de la o t ai te o e e, l’adou isse e t ou le du isse e t 

cyclique (Figure 9) ; 

- formation de bandes de glissement persistantes qui se traduisent en surface par des 

intrusions/extrusions dans le plan de cisaillement maximal (Figure 10) ; 

- apparition de microfissures en surface suivant les bandes de glissement persistantes lors du 

stade I ; 

- après avoir traversé un ou plusieurs grains, la fissure change de direction et se propage 

généralement en mode I, i.e., dans le plan perpendiculaire à la direction de la plus grande 

contrainte principale. Cette étape est appelée stade II. 

En fatigue oligocyclique, il y a en général amorçage de plusieurs microfissures qui coalescent de 

manière à former un unique front de fissure macroscopique.  
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Figure 9 : Représentation schématique de différents phénomènes cycliques apparaissant fréquemment dans les 

matériaux métalliques [16] 

 
Figure 10 : a  Ph o e d’i t usio -e t usio  e  su fa e  Fo atio  d’u e fissu e à pa ti  de i ofissu es  

intrusions-extrusions sur une éprouvette de cuivre [15] 

Co e d taill  p de e t, la p e i e tape p da t l’appa itio  des fissu es est 
l’ ta lisse e t d’u  gi e sta ilis . Il est do  i po ta t d'o se ve  l’ volutio  de la ou le 
contraintes-déformations aussi appel e ou le d’h st sis, telle ue elle s h atis e su  la Figure 

11. 
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Figure 11 : Schéma d'une boucle d'hystérésis 

Trois évolutions de cette boucle peuvent être observées avant stabilisation. Elles sont ici décrites 

pour un essai à contrainte imposée alternée et présentées dans la Figure 12. 

a) adaptation : elle se produit dans la plupart des cas pour une amplitude de contrainte faible. 

Après un certain nombre de cycles, la boucle d'hystérésis devient fermée (i.e. c'est un 

segment de droite), ce qui signifie que le comportement du matériau est redevenu 

macroscopiquement élastique. Ce régime correspond généralement à celui de la fatigue 

polycyclique. 

b) accommodation : le cycle se stabilise mais la boucle d'hystérésis reste ouverte. Il y a donc 

apparition de plasticité à chaque cycle, ce qui caractérise généralement la fatigue 

oligocyclique. 

c) Rochet : ce phénomène intervient en général pour des contraintes moyennes et des 

amplitudes de contraintes élevées. Il s'agit d'une accumulation de déformation plastique à 

chaque cycle ce qui conduit à une augmentation de la déformation moyenne. 

 
a) 

 
b) c) 

Figure 12 : Evolutions possibles d'un essai cyclique à contrainte imposée avec le cycle stabilisé en rouge: a) adaptation, b) 

accommodation, c) Rochet [12] 

La présence d'une contrainte moyenne non nulle influe sur le comportement en fatigue. Cet effet est 

illustré sur la Figure 13 pour des essais sur des éprouvettes en acier austénitique AISI 316L à 

contrainte imposée où le rapport de charge �� = � �  /�  est différent de -1 [17]. Il existe 

d’aut es ph o es o duisa t à l'appa itio  d'u e o t ai te o e e ui so t : 
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- dans le cas d'essais à déformation imposée, la déformation plastique peut introduire une 

odifi atio  du appo t de ha ge et do  l’appa itio  d’une contrainte moyenne non nulle 

[18] ; 

- la présence de contraintes résiduelles dans une pièce revient dans certains cas à considérer 

une contrainte moyenne non nulle [19] ; 

- la p se e d’a ide ts g o t i ues peut o dui e à la odifi atio  du appo t de ha ge 
lo al ave  l’appa itio  d’une contrainte moyenne non nulle au point critique [20]. 

 
Figure 13 : I flue e d'u e o t ai te o e e σm sur l'acier austénitique AISI 316L [17] 

Sous sollicitations cycliques, la contrainte moyenne peut évoluer [20]. Elle tend parfois à se relaxer 

totalement ou partiellement [21]. Elle peut également engendrer une déformation progressive qui 

conduit à une ruine prématurée de la structure, si elle ne se stabilise pas [15]. La contrainte moyenne 

est liée au rapport de charge et peut avoir un rôle essentiel sur la durée de vie de la pièce. Elle doit 

donc être prise en compte. Différents critères permettant ou non la prise en compte du rapport de 

charge existent et vont maintenant être présentés. 

1.2) Critères d’amorçage en fatigue oligocyclique  

1.2.1) Revue bibliographique des critères de fatigue oligocyclique 

Les critères de fatigue sont classés ici en fonction du type de sollicitation pour laquelle ils ont été 

proposés. La revue présentée dans ce travail se concentre sur les critères qui ont été envisagé pour 

po d e à l’o je tif de e t avail et ’est do  pas e haustive. 

1.2.1.1)  Critères uniaxiaux  

La plupart des critères utilisés en fatigue oligocyclique sont basés sur le critère de Manson-Coffin-

Basquin [22], [23] (1953) qui permet de lier le nombre de cycles à rupture �  à l’a plitude de 
déformation totale  

 
��  = �� + �� =  �′� .�  +  �′  . � . 1 
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Le critère de Manson-Coffin-Basquin o tie t  pa a t es do t le odule d’Young �  soient 4 

paramètres restants à identifier. Les paramètres �′ et b, respectivement  �′  et c, sont identifiés sur 

une courbe de fatigue en traction-compression cyclique à �� = − . 

Le critère de Morrow [24] (1965) consiste à soustraire la contrainte moyenne �  au coefficient de 

résistance en fatigue uniaxiale  �′ pe etta t ai si la p ise e  o pte de l’i fluence du rapport de 

charge ou d'une contrainte résiduelle  

 
��  =  �′ − �� .�  +  �′  . � . 2 

Pou  o se ve  l’i d pe da e du appo t de d fo atio  lasto-plastique vis-à-vis de la contrainte 

moyenne, Manson & Halford [25] ont proposé en 1981 un nouveau critère. Ce critère permet 

gale e t de ali e  l’effet de la o t ai te o e e à l’aide des oeffi ie ts � et �’ et s’ it 

 
��  =  �′ − ��� .�  +  �′  �′ − �� �′  �′ − . � . 3 

Ces it es e s’appli ue t à l’o igi e que pour des sollicitations uniaxiales. Une adaptation de ces 

critères sera étudiée e suite via l’utilisatio  de pa a t es uivale ts. D’aut es it es o t t  
proposés directement pour des sollicitations multiaxiales par différents auteurs. 

1.2.1.2)  Critères multiaxiaux  

Smith, Watson et Topper [26] ont proposé en 1970 de définir un plan critique qui est celui où 

l’ te due de déformation normale à ce plan ��  est a i ale. Bie  u’u e h poth se diff e te 
se a effe tu e da s e t avail, les it es u ia iau  peuve t t e ais e t t a spos s au as d’u e 
sollicitation multiaxiale en effectuant la même hypothèse que Smith, Watson et Topper. Ils ont 

également proposé de prendre en compte l’i flue e du appo t de ha ge au t ave s de la 

contrainte maximale normale au plan critique en écrivant 

 
��  = [ �′²� . �  +  �′ �′  . � + ] � . 4 

Le critère de Kandil-Brown-Miller [27] (1982) considère que l'amorçage s'effectue, non pas dans le 

plan où la déformation normale est maximale mais dans le plan de cisaillement maximal. Il s'écrit 

 
Δ� + �Δ�  = �′�  � 0  + �′ � 0 , 5 

où Δ�  est l’ te due de la d fo atio  e  isaille e t et avec  

 � =   �� − , + �− �. 6 

Les constantes �′ , � , �′  et �  sont identifiées sur une courbe de fatigue en torsion cyclique à �� = − . �  et �  sont respectivement les limites d'endurance en traction et torsion alternées, 

tandis que � désigne le module de cisaillement et � le coefficient de Poisson du matériau. 

Un écrouissage cyclique peut également être pris en compte par le critère de Fatemi-Socie [28] 

(1988) qui propose l'identification d'un paramètre supplémentaire � qui transforme l'équation en  
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Δ� + � ��  = �′�  � 0  + �′ � 0 . 7 

Wang et Brown [29] (1993) ont proposé un critère pour les chargements non-p opo tio els à l’aide 
d’u  oeffi ie t de Poisso  lastique �  et d’u  pseudo-coefficient de Poisson plastique � , 

g ale e t gal à ,  pou  les a ie s où l’o  o sid e ue la d fo atio  plasti ue est iso ho e. 

 
Δ� + � Δ� = + � − � � �′� � + ( + � ( − � )�)�′ � . 8 

Tous es it es so t al ul s à l’aide des valeu s extrêmes des cycles stabilisés. Toutefois, il existe 

u e aut e fa ille de it es ui utilise t l’i t g alit  du t ajet de ha ge ent, qui sont les critères 

énergétiques. 

1.2.1.3)  Critères énergétiques  

Les critères énergétiques se basent sur l'aire de la boucle stabilisée Δ� qui représente, l'énergie de 

déformation plastique totale lors d'un cycle comme l'illustre la Figure 14. 

 
Figure 14 : Equivalence en 1D entre courbe stabilisée et énergie de déformation plastique totale [30] 

Le critère d'Ellyin-Kujawski [30] (1985) est défini comme 

 Δ� = � � + Δ� , 9 

où �  et � sont identifiés sur une courbe de fatigue Δ�  en fonction �  et Δ�  est l'énergie de 

déformation élastique correspondant à la limite d'endurance. 

Au cours de ces cinquante dernières années, les critères se sont complexifiés pour améliorer la 

prévision de la tenue en fatigue comme le montre le Tableau 1. Qu’elle soit e  isaille e t ou da s 
la direction normale au chargement, l'amplitude de déformation est le paramètre le plus utilisé dans 

les critères de fatigue oligocyclique. Indirectement, via la contrainte moyenne ou maximale, le 

rapport de charge entre aussi en considération.  

Le hoi  d’u  it e peut se fai e selo  sa apa it  à p e d e e  o pte l’i flue e du appo t de 
ha ge et du t ajet de ha ge e t, suiva t u’il soit u ia ial ou ultia ial, p opo tio el ou o  mais 

également suivant les essais nécessaires à son identification. Dans cette étude, seuls des essais 

d’ide tifi atio  à faible nombre de cycles sont envisagés. Pour ces raisons, le critère de Manson-

Coffin-Bas ui  se a ide tifi  pou  pe ett e l’utilisation des critères de Morrow et de Smith-Watson-

Topper.  
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Cependant, tous es it es ’o t pas t  fo ul s di e te e t e  ultia ial. O , ême en 

supposant que la contrainte résiduelle et la contrainte en service soient uniaxiales, elles ne sont pas 

nécessai e e t o ie t es de la e a i e. Il est do  essai e d’adapte  es it es au as 
multiaxial. 

Auteurs Année Formulation Paramètres Identification 

Manson 

Coffin 

Basquin 

1953 
Δ� = �′�  � + �′ �  �′, �, �′ ,  � 

Traction-

compression 

LCF 

Morrow 1965 
Δ� = �′ − ��  � + �′ �  �′, �, �′ ,  � 

Traction-

compression 

LCF 

Smith 

Watson 

Topper 

1970 
Δϵ � = �′ ²�  � + �′�′ � +  �′, �, �′ ,  � 

Traction-

compression 

LCF 

Manson-

Halford 
1981 

��  =  �′ − ��� .�  
+  �′  �′ − �� �′ �′ −  . �  

�′, �, �′ ,  �, �, �′ Traction-

compression 

LCF 

Kandil 

Brown 

Miller 

1982 
Δ� + � Δϵ = �′�  � 0 + �′ � 0 

�, �′,  � , �′,  �  

Torsion- 

cyclique HCF 

Ellyin 

Kujawski 
1985 Δ� = � � + Δ�  

 � ,  � ,  � 

Traction-

compression 

HCF 

Fatemi 

Socie 
1988 

Δ� + k�� = �′�  � 0 + �′ � 0  

 �,  �′,  � , �′,  �  

Torsion- 

cyclique HCF 

Wang 

Brown 
1993 

Δ� + � Δϵ = + � − � � �′� �+ ( + � ( − � )�)�′ �  

�′,  �, �′ ,  � �,  � ,  �  

Traction-

compression 

+ torsion 

cyclique HCF 
Tableau 1 : Bilan des principaux critères de fatigue 

1.2.2) Adaptation des critères uniaxiaux aux chargements multiaxiaux 

Deux approches ont été envisagées dans cette étude. La première est de supposer que la 

déformatio  o ale au pla  iti ue pilote seule l’appa itio  d’u e fissu e, comme dans le critère 

de Smith-Watson-Topper (SWT). Une deuxième approche sera retenue ici qui est de considérer une 

déformation équivalente Δ�  p e a t e  o pte l’e se le des o posa tes du te seu  des 
d fo atio s. Elle s’ it : 

 Δϵe = √Δϵe: Δϵe+ ν² + √ Δϵ : Δϵ , 10 

où �� et ��  sont respectivement les étendues des tenseurs des déformations élastiques et 

plastiques. Les deux formulations permettent aisément de retrouver la formulation classique dans le 

cas où le tenseur est uniaxial. 
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Il est gale e t essai e d’utilise  u  pa a t e uivale t pou  les o t aintes. Pour cela, le 

deuxième invariant du tenseur des contraintes, i.e. la contrainte de von Mises est utilisée : 

 � = � = √ � :� , 11 

où �  est la partie déviatorique du tenseur �  

 � = � − � . 12 

et  est le tenseur identité. 

Pour le calcul de la contrainte moyenne équivalente � , le premier invariant du tenseur des 

contraintes (i.e. la t a e) se a utilis  a  ela pe et d’e  o se ve  le sig e. Si le deuxième invariant 

du tenseur de la contrainte moyenne était choisi, une contrainte moyenne uniaxiale de compression 

deviendrait positive et entraînerait une diminution de la prévision de la du e de vie à l’a o çage 
selon le critère de Morrow, contrairement à ce qui est observé expérimentalement. Pour cela, le 

premier invariant est privilégié. 

Ces deux formulations permettent de e e  l’ide tifi atio  des pa a t es du it e de Ma so -

Coffin-Basquin (MCB) sur des essais uniaxiaux tels que réalisés classique e t et de l’appli ue  
ensuite sur des cas multiaxiaux. Si la formulation passant par un plan critique paraît plus simple, il 

peut s’av e  oûteu  de d te i e  u i ue e t le plan critique et la deuxième formulation 

basée sur des invariants devient alors plus intéressante. Il est à ote  ue d’aut es combinaisons 

d’i va ia ts sont possibles. Cependant, les essais qui seront présentés dans cette étude à partir du 

chapitre III ne permettront pas de discriminer ces choix comme il sera montré dans un cas. 

1.3) Identification du critère de Manson-Coffin-Basquin sur l’acier 80HLES 

1.3.1) Présentation de l’acier 80HLES 

Comme présenté en introduction, le at iau tudi  i i est l’a ie  HLE“ do t les i itiales o t pou  
signification « Haute Limite d’Elasti it  Soudable ». La composition de cet acier bas carbone est 

donné dans le Tableau 2. 

C Si Mn S P Cu Ni Cr Mo 

≤ ,  ≤ ,  ≤ ,  ≤ ,  ≤ ,  ≤ ,  4-4,87 ≤ ,  ≤ ,  

Tableau 2 : El e ts d’additio  du HLES 

Le matériau subit une trempe à l’eau ap s u  aitie  e  te p atu e à °C pe da t  i utes 
ava t de su i  u  eve u à l’ai  à 620°C pendant 30 minutes également. L’i t t de et a ie  side 
da s sa haute li ite d’ lasti it , sa souda ilit , ais gale e t da s sa haute silie e ui lui 
confére une bonne résistance aux chargements dynamiques que peut subir une structure militaire. 

Enfin, il présente une ténacité élevée pou  e t pe d’a ie , avec une température de transition 

ductile-fragile inférieure à 0 °C. 

Le matériau de cette étude a été fourni sous forme de tôles laminées dans deux directions 

perpendiculaires afin de rédui e les effets d’a isot opie. Les pla ues fou ies esu e t * *  
mm3. Des observations micrographiques des tôles à œu  et en peau, visibles respectivement sur la 

Figure 15 et la Figure 16, ont permis de mettre en évidence une structure similaire dans les deux cas. 
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Il s’agit d’une structure aciculaire de type bainitique avec une taille de grain pré-austénitique 

estimée, dans les deux cas, à G = 9. 

 
Figure 15 : Micrographie à œu  du 80HLES 

 
Figure 16 : Micrographie en peau du 80HLES 

Une mesure du gradient de dureté a également été effectuée mais ’a pas pe is de ettre en 

vide e u  effet œu /peau avec une dureté moyenne mesurée de 254 HV10, comme le montre la 

Figure 17. Des essais complémentaires seront présentés dans le chapitre II afin de préciser 

l’ho og it  du at iau suiva t l’ paisseu  de la tôle. 

 
Figure 17 : Filiation de dureté suivant l'épaisseur de la tôle de 80HLES 

1.3.2) Description des essais cycliques à Rε=-1 

Afi  d’ide tifie  les pa a t es du it e d’a o çage de Ma so -Coffin-Basquin (MCB), huit essais 

li ues à d fo atio  i pos e alte e o t t  alis s à l’aide d’u e a hi e servo-hydraulique 

Instron® de 100 kN de capacité et d’u  e te so t e à outeau  visi le su  la Figure 18. Afin de 

respecter la confidentialité des données matériaux, les valeurs présentées dans tout ce mémoire 

sont adimensionnées. Les contraintes sont adimensionnées par la limite élastique en traction 

monotone quasi-statique du at iau σy et les d fo atio s pa  la d fo atio  o espo da te εy = 

σy /E0 où E0 est le odule d’You g du at iau, ui se a ide tifi  da s le p o hai  hapit e.  

Ces essais à déformation imposée alternée (Rε = εmin/εmax = -1) ont été réalisés sur des éprouvettes 

axisymétriques dont les dimensions sont données sur la Figure 19, à une vitesse moyenne de 10-3 s-1. 

La f ue e de l’essai est do  d pe da te du iveau du chargement de l’essai. U e validatio  de 
l’a se e d’i fluence de la vitesse de sollicitation a été réalisée en effectuant 100 cycles à une vitesse 
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de 10-4 s-1, puis 100 cycles à une vitesse de de 10-3 s-1. La superposition parfaite des courbes au 

centième cycle, visibles sur la Figure 20, montre ue la vitesse de solli itatio  ’a pas d’i flue e su  
ce matériau dans cette gamme. 

 
Figure 18 : Eprouvette 

instrumentée entre les mors 

de la machine Instron® 100 kN 

 
Figure 19 : Plan des éprouvettes utilisées pour la réalisation des essais cycliques 

 

 

 
Figure 20 : Comparaison du centième cycle pour deux vitesses 

d’essais diff e tes 

  
Figure 21 : Faciès de rupture de l'éprouvette 

l e à εa = ,  εy 

Le it e d’a t des essais est u e va iatio  de l’effo t a i al de 5%. Par la suite, les essais sont 

ré-a al s s et l’a o çage est d te i  d s u’il  a u e va iatio  de la pe te de la o t ai te 
maximale, comme illustré sur la Figure 22 pou  l’essai réalisé à �  =  �  – � �  /  = ,  � . 

La valeur de Na déterminée est de 12900 les. Ave  et essai ui avait t  pou suivi jus u’à 15078 

cycles ava t uptu e totale de l’éprouvette, la phase de propagation représente donc environ 14% de 

la durée de vie. La fissu e s’est alors propagée sur environ 3 mm. 

Un léger adoucissement cyclique à long-terme du matériau peut être également noté sur la Figure 22 

ave  u e aisse de % de l’a plitude e t e le le  et l’a o çage ta dis ue la o t ai te 
moyenne est stabilisée à une valeur proche de zéro. 
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Figure 22 : Evolution des déformations et des contraintes lors d'un essai alte  à εa=0,87εy 

1.3.3) Identification des paramètres du critère de Manson-Coffin-Basquin 

Le critère d’a o çage devant être identifié à partir des amplitudes de déformations stabilisées, un 

critère de stabilisation doit être défini. Dans cette étude, le cycle stabilisé est considéré comme étant 

le le à la oiti  de la du e de vie à l’a o çage de l’ p ouvette. L’i t t d’u  tel it e est 
d’utilise  ai si u  le ep se tatif de e u’a subi l’ p ouvette du a t l’e se le de l’essai. Les 

boucles stabilisées sont visibles sur la Figure 23. 

Comme décrit dans la section 1.2.1), le critère de MCB contient quatre paramètres à identifier en 

plus du odule d’You g ui se a ide tifi  s pa e t. Les pa a t es �′ et b, respectivement �′  et 

c, sont les coefficients de la droite obtenue en traçant le logarithme de la déformation élastique, 

respectivement de la déformation plastique, en fonction du logarithme du double de la durée de vie. 

La droite élastique correspond au critère de Basquin adapté à la fatigue à grand nombre de cycles et 

la droite plastique au critère de Manson-Coffin adapté à la fatigue à faible nombre de cycles. La 

Figure 25 montre ces 2 droites ainsi que le critère MCB en noir. Le calcul de la déformation plastique 

est o te u e  divisa t l’a plitude de la o t ai te pa  le odule d’You g ide tifi  à la d ha ge 
[31]. Il est i po ta t de ote  ue les essais do t l’a plitude de d fo atio  plasti ue est i f ieu e 
à ,  εy e so t pas p is e  o pte pou  l’ide tifi atio  de la pa tie plasti ue. En effet, sur ces essais, 

l’i e titude e p i e tale su  la d te i atio  de la d fo atio  plasti ue, li e au odule d’You g 
identifié sur le cycle stabilisé, est considérée proportionnellement trop importante. De plus, ces 

points se situant à une extrémité de la d oite d’ide tifi atio , ils auraient un poids trop important. 

Cet offset est celui qui sera utilisé dans tout ce travail comme seuil de détection de la déformation 

plastique. 
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Figure 23 : Boucles stabilisées obtenues lors des essais à Rε=-1 

 

 
Figure 24 : Partition de la déformation plastique sur la 

boucle d'hystérésis 

 
Figure 25 : Identification du critère de Manson-Coffin-Basquin 

sur essais à R=-1 

 

σ'f/σy [-] b [-] ε'f /εy [-] c [-] 

1,46 -0,0652 1500 -0,924 

Tableau 3 : Paramètres MCB identifiés sur les essais à Rε = -1 sur 80HLES 

1.4) Prise en compte du rapport de chargements sur des essais à Rε ≠-1 

Afin de valider sur ces éprouvettes la prise en compte du rapport de déformation par les critères, 

t ois s ies d’essais suppl e tai es o t t  utilis es : 

- �� =  : traction répétée ; 

- �� = − ,  : essais à déformation moyenne positive alternée ; 

- �� = −  : essais à déformation moyenne négative alternée. 
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Les ou es de du e de vie à l’a o çage so t visi les su  la Figure 26 pour les quatre rapports de 

déformation tudi s. L’effet de ce dernier est bien visible puisque, plus le rapport de déformation est 

élevé, plus la déformation moyenne imposée est élevée, et plus les durées de vie sont faibles. 

 
Figure 26 : Courbes de durée de vie à l'amorçage 

Les ou les d’h st sis sta ilis es, pour tous les rapports de charge employés, sont visibles sur la 

Figure 27.  

 
Figure 27 : Boucles stabilisées sur essais à Rε=-1, à Rε=0, à Rε=-0.2 et à Rε=-5 
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Plus la déformation moyenne est élevée et plus les valeurs de contraintes semblent élevées. Cette 

i p essio  est v aie pou  des a plitudes i f ieu es à εy comme le montrent les courbes de la 

contrainte moyenne et de la contrainte maximale stabilisées, visibles respectivement sur la Figure 28 

et la Figure 29. Au-delà, la contrainte moyenne est entièrement relaxée, i.e. elle est nulle, quel que 

soit le rapport de déformation. La contrainte maximale est, elle aussi, indépendante du rapport de 

d fo atio  pou  des a plitudes sup ieu es à εy. L’ai e de la boucle stabilisée, visible sur la Figure 

31, e d pe d pas du appo t de d fo atio , et e, uel ue soit l’a plitude de d fo atio  
imposée. 

A l’aide des valeu s de o t ai tes o e es et a i ales sta ilis es, il est possi le de al ule  pou  
chaque essai la durée de vie estimée pour les critères de Morrow et de Smith-Watson-Topper. Les 

estimations ainsi obtenues pour chaque série d’essais so t visi les su  la Figure 32. 

 

 
Figure 28 : Contraintes moyennes stabilisées pour les quatre 

rapports de charge 

 
Figure 29 : Contraintes maximales stabilisées pour les 

quatre rapports de charge 

 
Figure 30 : Module de Young stabilisés, lors la décharge, 

pour les quatre rapports de charge 

 
Figure 31 : Aire des boucles stabilisées pour les quatre 

rapports de charge 
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Figure 32 : Comparaisons des critères MCB, Morrow et SWT sur essais à Rε=-1, à Rε=0, à Rε=-0,2 et à Rε=-5 

A Rε=-1, le critère de Morrow ne montre pas de différence significative avec le critère MCB, ce qui est 

logique puisque la contrainte moyenne est quasiment nulle. La contrainte maximale prend 

également sa valeur de « référence » da s le se s où elle e se le pas avoi  d’i flue e 
significative sur les durées de vie estimées par le critère de SWT. 

A Rε=0, les durées de vie expérimentales sont moins élevées que les prévisions du critère de MCB, et 

le facteur de non-conservatis e est d’auta t plus i po ta t ue l’a plitude de d fo atio  
imposée est faible. Les critères de Morrow et de SWT permettent tous les deux de prendre en 

o pte l’effet d’u e d fo atio  o e e positive. Ce sultat est o fi  pa  les ou es d’essais 

à Rε=-0,2 où le critère de SWT est plus conservatif que celui de Morrow. 

En revanche, il ’a pas été constaté de variation significative des durées de vie sur les essais à Rε=-5, 

o t ai e e t à l’id e g ale e t ad ise u’u e contrainte moyenne négative se traduit par une 

aug e tatio  des du es de vie. L’e pli atio  pou ait t e ue si la p se e d’u e o t ai te 
moyenne négative a une influence positive sur les durées de vie par rapport à une contrainte 

moyenne nulle (Rε=-1), il y aurait une concurrence ave  l’aug e tatio  de la d fo atio  plasti ue 
maximale en valeur absolue qui, pour une même amplitude de déformation imposée, est plus élevée 

sur les essais à Rε=-  u’à ‘ε=-1 comme illustré sur la Figure 33 pour deux niveaux de sollicitations de 

es a plitudes. Da s le as d’essais ave  o t ai te o e e de t a tio , les deu  effets 
(déformation maximale atteinte et proportion du cycle dans le domaine de la traction) se cumulent, 

ta dis u’ils s’oppose t su  les essais à o t ai te o e e gative, ’e t aî a t pas de va iatio s 
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significatives des durées de vie. Cette idée est présente dans les critères de fatigue à grand nombre 

de cycles.  

 

Figure 33 : Boucles stabilisées pour trois rapports de déformations et deux niveaux de sollicitations : εa= , εy à gauche 

et εa= , εy à droite 

Les critères de Morrow et de SWT prévoient tous les deux une augmentation des durées de vie sur 

les essais à Rε=-5, et ne sont donc pas conservatifs pour ce rapport de déformation. Pour pallier ce 

problème une formulation légèrement modifié du critère de Morrow est proposée qui utilise la 

partie positive de la contrainte moyenne. La pa tie positive d’u  o e, ot e .  , est définie 

comme étant : 

 � = { � � � > , � .  13 

Le critère de Morrow devient 

 
��  =  �′ − �� .�  +  �′  . �  14 

En utilisant cette formulation, le critère de Morrow ne change pas dans le cas où la contrainte 

moyenne est positive, et devient équivalent au critère de Manson-Coffin-Basquin dans le cas où la 

contrainte moyenne est négative. Les prévisions effectuées par le critère de Morrow modifié pour les 

quatre rapports de déformation sont alors globalement proches des points expérimentaux sans 

exception. L’ a t maximal entre les durées de vie prévues et observées expérimentalement est un 

facteur 2 comme le montre la Figure 34. Les trois autres critères envisagés au début de ce chapitre 

montrent des prévisions globalement correctes mais sont mis en défaut soit sur les essais à 

déformation moyenne positive (MCB) soit sur les essais à déformation moyenne négative (Morrow et 

SWT). Au vu des bonnes performances du critère proposé quel que soit le rapport de déformation, il 

est choisi de l’utilise  comme critère de référence pour la suite de cette étude. Les résultats obtenus 

avec les autres critères pourront être étudiés de manière ponctuelle. 
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Figure 34 : Comparaisons entre durées de vie prévues et estimées par les quatre critères calculés à partir des données 

expérimentales stabilisées 
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1.5) Bilan sur le premier chapitre 

Ce chapitre a pe is d’i t odui e la fatigue oligocyclique, domaine de la fatigue généralement 

compris entre 1000 et 100000 cycles, généralement accompagné de déformations plastiques 

macroscopiques.  

Les principaux critères en fatigue oligocyclique issus de la bibliographie ont donc été présentés. Trois 

d’e t e eux ont été sélectionnés pa  appo t à la ase d’essais nécessaire à leur identification et deux 

formulations multiaxiales ont été proposées pour chacun des paramètres utilisés. La première 

formulation suppose une approche de type plan critique qui est celui où l’a plitude de déformation 

normale est maximale. La détermination du plan critique peut cependant s’av e  d li ate su  des 
simulations numériques. La deuxième formulation permet de pallier ce problème en utilisant 

uniquement une approche basée sur des invariants. Les essais effectués dans cette thèse ne 

permettant pas de discriminer ces critères, il serait nécessaire d’effe tue  des essais ultia iau  tels 
que des essais en traction-torsion ou en traction combinée à une pression interne. 

Il est important de noter que ces deux formulations sont strictement équivalentes sur des essais 

u ia iau  tels ue eu  p ati u s pou  l’ide tifi atio  de es t ois it es. En effet, ils sont identifiés 

à pa ti  de la e ase d’essais li ues à d fo atio  i posée alternée (Rε=-1) sur des 

éprouvettes lisses axisymétriques. Des essais de validation à déformation moyenne positive (Rε=0 et 

Rε=-0,2) ont été réalisés et ont montré une influence négative de ce rapport de chargement sur les 

durées de vie, qui ’est prise en compte que par les critères de Morrow et de SWT. Des essais à 

déformation moyenne négative (Rε=-5) o t gale e t t  alis s et ’o t pas o t  d’i flue e 
significative sur les durées de vie. Or, les critères de Morrow et de SWT prévoient une augmentation 

importante des durées de vie pour ce rapport de déformation entraînant des prévisions fortement 

non-conservatives. 

Un critère de Morrow modifié qui utilise la partie positive de la contrainte moyenne a alors été 

proposé et a montré son efficacité quel que soit le rapport de chargement. Ce critère, comme celui 

de Morrow et de SWT, nécessite de connaitre les valeurs de contraintes et de déformations 

stabilisées, et ’a pu être calculé que pour les niveaux correspondants aux essais effectués. 

L’utilisatio  d’u e loi de o po te e t pe et d’o te i  les valeurs de contraintes et de 

déformations pour tous les niveaux désirés afin de tracer la courbe complète. Il est nécessaire pour 

ela de p o de  à des essais d’ide tifi atio  du o po te e t du at iau, qui serviront de base 

d’ide tifi atio  à la loi ui se a p opos e au vu des sultats o te us. 
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Chapitre 2 : Identification du comportement élasto-plastique du 80HLES 

L’o je tif des essais d’ide tifi atio  de la loi de o po te e t LdC) du at iau est de pe ett e 

de prévoir la réponse du matériau à une sollicitation donnée. Dans les matériaux métalliques, trois 

paramètres de sollicitations peuvent être étudiées :  

- le comportement élasto-plastique qui dépend uniquement du chargement mécanique ; 

- le comportement thermique qui est fonction de la température à laquelle le matériau est 

exposé ; 

- le comportement visqueux qui dépend de la vitesse à laquelle est sollicité le matériau [32] ; 

D’autres paramètres tels que les changements de phase [33], la corrosion [34], le vieillissement [35] 

ou e o e l’e do age e t [36] peuvent intervenir également. Ces différents effets peuvent se 

combiner.  

Au vu de l’appli atio  i dust ielle su  des coques de sous-marins, qui comprend de faibles variations 

de te p atu es et de fai les vitesses de solli itatio s, l’influence de la température et de la vitesse 

de sollicitation est glig e. L’o je tif est do  d’ide tifie  uniquement le comportement élasto-

plastique. Pour cela, il est nécessaire de caractériser le domaine élastique initial et son évolution. 

L’essai de a a t isatio  hoisi est u  essai de t a tio  ave  ha ges-décharges [37]. Un exemple de 

e t pe d’essai, effe tu  su  u  a ie  Dual-Phase 600 est présenté sur la Figure 35.  

 
Figure 35 : Essai de traction avec charges-décharges sur acier DP600 [38] 

Cet essai pe et d’ide tifie  l’ volutio  du do ai e lasti ue ave  la d fo ation plastique. 

Cependant, il e pe et pas l’ide tifi atio  des ph o es li ues tels ue l’adou isse e t pa  
exemple, ue pe ett aie t l’ide tifi atio  sur les boucles stabilisées des essais cycliques à �� = − . 

Une validation sera donc nécessaire afin de montrer la capacité de la LdC à prévoir le cycle stabilisé 

o se v  e p i e tale e t, o ditio  essai e à so  utilisatio  o e do e d’e t e des 
it es d’a o çage. Le choix de cet essai est en cohérence avec la méthode de dimensionnement 

choisi. En effet, la simulation par éléments finis ou par méthode rapide ne permet pas la simulation 

du o po te e t li ue à lo g te e. L’ide tifi atio  de es phénomènes par la loi de 

o po te e t ’au ait do  pas d’effet su  la po se o te ue lors du dimensionnement de 

st u tu es. La validatio  se vi a esse tielle e t à ualifie  l’ a t ui pou ait t e o te u e t e la 
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simulation sur quelques cycles via la loi de comportement identifiée et le comportement 

expérimental stabilisé à long terme. De plus, cet essai peut être réalisé et analysé en deux heures, 

contrairement aux essais cycliques à déformation imposée.  

L’o je tif de e hapit e est do  d’ide tifier la loi de comportement qui servira au calcul des 

do es sta ilis es se va t au it e d’a o çage e  fatigue. Da s u  p e ie  te ps, les sultats 
des différents essais de traction avec charges-décharges sont présentés. Une première loi de 

comporteme t est ide tifi e à pa ti  de es sultats via u e d a he d’ide tifi atio  s ue tielle. 
La prévision, par cette loi de comportement, des courbes de durées de vie pour les essais à 

déformation imposée réalisés dans le premier chapitre est présentée. 

Suite à la mise en défaut de cette première loi, un enrichissement par des écrouissages à seuil est 

proposé. U e p opositio  d’ide tifi atio  de cette deuxième loi sans utiliser plus de données que 

pou  la p e i e est alis e et l’i t t de son utilisation est présenté. Enfin, une version alternative 

de cette deuxième loi est identifiée sur les données issues des essais à déformation répétée. Le gain 

quantitatif appo t  pa  l’ajout de es do es da s la ase d’ide tifi atio  sur les prévisions de 

durée de vie est finalement discuté. 

2.1) Essai de traction avec charges-décharges (TCD) 

Cet essai consiste en un essai de traction interrompu par des décharges élastiques à différents 

niveaux de déformation plastique jus u’à la d te tio  de la li ite d’ lasti it  e  ompression. A 

chaque décharge, la taille du domaine élastique (i.e. l’ ouissage isot ope) et so  e t e i.e. 

l’ ouissage i ati ue) so t do  a a t is s pou  le iveau de d fo atio  plasti ue 
correspondant.  

 
Figure 36 : Illust atio  de l’effet su  la su fa e seuil d’u  ouissage isot ope à gau he  et d’u  ouissage i ati ue 

(à droite) 

2.1.1) Présentation des éprouvettes pour les essais TCD 

Les essais sont réalisés sur des éprouvettes plates de section utile 10 x 4 mm² dont les dimensions 

sont visibles sur la Figure 37. Les éprouvettes ont été découpées par électroérosion, tout d’a o d 
sous fo e d’ p ouvettes de   d’ paisseu  p lev es da s u e tôle d’a ie  HLE“ de la e 
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épaisseur, puis tranchées par électroérosion e  i  p ouvettes de   d’ paisseu  o e 
illustré sur la Figure 38. De ces cinq éprouvettes, deux éprouvettes (en bleu) sont identifiées comme 

un prélèvement en « peau » des tôles et trois éprouvettes (en rouge) comme un prélèvement « à 

œu  » des tôles.  

Pa  ailleu s, des p l ve e ts d’ p ouvettes da s  di e tio s o t t  effe tu s : 0°, 45°et 90°. 

Quinze éprouvettes ont donc été testées représentant chacune une combinaison des 3 directions et 

des  p ouvettes p lev es da s l’ paisseu . 

 
Figure 37 : Plan des éprouvettes servant aux essais de 

charge-décharge 

 
Figure 38: Plan de prélèvement des éprouvettes dans 

l'épaisseur de la tôle 

2.1.2) Protocole de l’essai de traction avec charges-décharges 

L’essai est pilot  à u e vitesse de déformation de 5.10-5 s-1 via un extensomètre et le logiciel 

LabVIEW® qui contrôle une machine servo-hydraulique Instron® 100 kN. En effet, le logiciel Instron® 

ne permet pas de piloter o e te e t et essai a  le odule d’You g est e al ul  ap s ha ue 
inversion du signe de chargement. Le signe du chargement est, lui, inversé quand la déformation 

plastique est détectée, ce qui ne pourrait être intégré directement dans le logiciel Instron®.  

Le p oto ole de l’essai de t a tio  ave  ha ges-décharges (TCD), illustré sur la Figure 39, est le 

suivant : 

- d ut de l’essai e  t a tio  e  i posa t la vitesse de d fo atio  et al ul du odule 

d’You g à la charge  par régression linéaire entre 2 valeurs de contraintes définies par 

l’utilisateu  ;  

- cal ul de la d oite d’ uatio  . � + ) où l’offset est le seuil à pa ti  du uel est 
détectée la plasticité, fixé à 0,3 εy ; 

- lo s ue le sig e de l’équation � − . � + ) change, l’appa itio  de d fo atio  
plastique est détectée ; 

-  l’ p ouvette est alors ha g e jus u’à u  iveau de d fo atio  plasti ue �  ; 

- le signe de la rampe de déformation imposée est alors inversé et la décharge débute avec le 

al ul d’u  ouveau odule d’You g à la décharge  ; 
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- lo s ue le sig e de l’ uatio  � − . � − ) ha ge, la li ite d’ lasti it  e  
compression est détectée et la décharge est arrêtée ; 

- les étapes p de tes so t e ouvel es à pa ti  du ha ge e t o te u à l’ tape p de te 
pour le nombre de niveaux de déformation plastique désiré. Les odules d’You g  et  sont 

recalculés après chaque inversion du chargement. 

 

Figure 39 : Déroulement de la charge (à g.) et de la décharge (à d.) 

2.1.3)  Résultats des essais de traction avec charges-décharges 

Les sultats de l’essai TCD pou  u e p ouvette situ e à œu  à ° so t illust s su  la Figure 40. Huit 

niveaux de déformations plastiques ont été étudiés, correspondants à la déformation mesurée à 

chacune des huit décharges. 

 
Figure 40 : Illustration de l'essai de charge-d ha ge su  p ouvette p lev e à œu  à ° 

2.1.3.1) Choix d’un compromis sur l’offset de post-traitement de l’essai TCD 

 Le post-t aite e t de l’essai o duisa t à l’ide tifi atio  des ouissages i ati ue � et isotrope 

 est illustré sur la cinquième décharge. Il est important de noter que lors du post-traitement des 

do es d’essais, l’offset pe etta t la d te tio  de la li ite d’ lasti it  �  à la charge comme à la 
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d ha ge peut t e i f ieu  à elui de l’essai. U e di i utio  de l’offset pe et u e ide tifi atio  
des écrouissages à de plus petits niveau  de d fo atio  plasti ue. Cepe da t, e  dessous d’u  
certain niveau, la dispersion augmente et les paramètres reflètent alors des mécanismes plastiques 

non-pertinents comme illustré sur la Figure 41. 

 
Figure 41 : Influence de l'offset sur la détermination expérimentale de l'écrouissage isotrope (à g.) et cinématique (à d.) 

Dans cette étude, le o p o is su  l’offset de post-traitement a été fixé à 0,06 εy comme lors de 

l’ide tifi atio  du it e de Ma so -Coffin-Basquin et permet de représenter des niveaux de 

plasticité plus petits que la limite conventionnelle de 0,2%. L’i flue e de ette valeu  est dis ut e 
dans la section 2.4.4.3). 

2.1.3.2) De l’absence des effets d’histoire des décharges lors de l’essai TCD 

L’i flue e des d ha ges su essives su  les suiva tes a t  valu e su  u  essai ave  u e seule 
d ha ge pou  u e p ouvette à œu  à °. La supe positio  des deux essais est visible sur la Figure 

42. L’ a t elatif des deu  do ai es lasti ues lo s de la de i e d ha ge est de , %, e ui est 
i f ieu  à l’ a t-type relatif des quinze domaines élastiques évalués suivant le protocole 

complet (5,6%). La déformation plastique introduite lors de chaque décharge a donc un effet 

gligea le su  le do ai e lasti ue deva t l’i e titude i t i s ue de l’essai su  le matériau.  

 
Figure 42 : Superposition de l'essai de f e e à œu  à ° ave  elui e o p e a t u'u e d ha ge 
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2.1.3.3) Evolution des écrouissages lors de l’essai TCD 

Les ui ze ou es d’ volutio  de l’ ouissage i ati ue et de la taille du do ai e lasti ue so t 
visibles sur la Figure 43. L’ ouissage i ati ue est oissa t de a i e o -linéaire puis, de 

manière linéaire à partir de 2 � . Le do ai e d’ lasti it , ui est di e te e t li  à l’ ouissage 
isotrope diminue de manière non linéaire et se stabilise dès 3 �  à environ la moitié de sa taille 

initiale. 

 
Figure 43 : Evolution de l'écrouissage cinématique (à g.) et de la taille du domaine (à d.) lors des essais CD 

Les valeu s i itiales de la taille du do ai e d’ lasti it  pou  hacune des six combinaisons 

position/orientation sont présentées dans le Tableau 4. 

Au u e diff e e sig ifi ative de o po te e t ’a t  ot e suivant la direction de prélèvement 

des p ouvettes à œu  traduisant une faible anisotropie du matériau dans les directions longues de 

la tôle d’appo t. Cela peut s’e pli ue  pa  le fait ue la tôle a t  la i e à haud da s deux 

di e tio s pe pe di ulai es, da s le ut d’att ue  les effets d’a isot opie li s au la inage classique 

u idi e tio el. Pa  o t e, u  effet œu /peau est ie  visi le puis ue le do ai e lasti ue i itial 
est plus g a d à œu  u’e  peau. Une anisotropie est également visible en peau. Cela peut 

éventuellement s’e pli ue  pa  le fait ue le laminage introduit une pré-déformation plastique en 

peau, i.e. un pré- ouissage, ui a pou  o s ue e d’e t aî e  u e diminution de la taille du 

domaine initial sans modifier le comportement asymptotique du matériau. 

2.1.3.4) Symétrie du comportement du matériau entre traction et compression 

La symétrie initiale du domaine a également pu être vérifiée par un essai de compression avec 

charges-décharges (CCD), visible sur la Figure 44. L’essai a t  alis  à l’aide d’u e a hi e de 
traction MTS® 250kN sur une éprouvette tubulaire afin de retarder le flambement. Cet essai a 

o t  ue le o po te e t du at iau est gale e t s t i ue au iveau de l’ volutio  des 
écrouissages comme le montre la Figure 45. Ce point est intéressant car dans la suite de cette étude, 

�/� [−] 0° 45° 90° 

Cœu  0,96 0,91 0,90 

Peau 0,86 0,82 0,66 

Tableau 4 : Taille du domaine d'élasticité initial / σy 

E/E0 [−] 0° 45° 90° 

Cœu  1,01 0,99 1 

Peau 0,96 0,97 0,96 

Tableau 5 : Module d’You g i itial / E0 
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ta t pou  l’i t odu tio  des o t ai tes siduelles ue pou  la solli itatio  li ue e  fatigue, le 
matériau sera chargé en traction mais également en compression.  

 
Figure 44 : Essai de compression avec charges-

décharges réalisé sur éprouvette tubulaire  

 
Figure 45 : Evolution de l’ ouissage i ati ue et de la taille 

du do ai e lo s de l’essai de o p essio  ave  ha ges-

décharges  

2.1.3.5)  Etude de la baisse du module d’Young avec la déformation plastique 

Les valeu s de odule d’You g pou  les six combinaisons d’essai TCD sont présentées dans le 

Tableau 5. Co e le do ai e d’ lasti it , le odule d’You g di i ue également avec la 

déformation plastique. Ce phénomène, o u depuis plus d’u  si le [39], serait une conséquence 

de l’aug e tatio  de la de sit  de dislo atio s [40]–[42] et apparaît fréquemment dans les 

matériaux métalliques [37], [43]–[49] avec une baisse pouva t alle  jus u’à 30% pour les aciers [50]. 

I i, la aisse est de l’o d e de % à la fi  de l’essai, o e l’illust e la Figure 46, qui inclue 

également les résultats de l’essai CCD. 

 
Figure 46 : Evolution du module d'Young à la décharge avec la déformation plastique lors des essais CD 
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2.1.3.6) Bilan des essais avec charges-décharges 

Les essais TCD et CCD ont permis de mettre en évidence un certain nombre de caractéristiques de 

o po te e t de l’a ie  HLE“. C’est u  at iau isot ope do  le do ai e i itial est s t i ue, 
i.e. il ’  a pas d’ ouissage i ati ue i itial. Les essais alis s o t mis en évidence un effet 

œu /peau su  la tôle de 24 mm. Par la suite, toutes les éprouvettes étudiées seront prélevées à 

œu  et seule la loi de o po te e t à œu  se a ide tifi e.  

Ces essais TCD ont également permis de mettre en évidence un écrouissage cinématique non-linéaire 

et un écrouissage li ai e positifs ai si u’u  ouissage isot ope o  li ai e gatif. U  od le 
mixte présenté par Chaboche [32] combinant deux écrouissages cinématiques de type Armstrong-

Frederick (1966) [51] et u  ouissage isot ope tel u’i t oduit pa  Vo e ) [52] sont suffisants 

pou  d i e l’essai TCD. Pou  fa ilite  l’ide tifi atio  des pa a t es, u  t oisi e ouissage 
cinématique non-linéaire sera cependant utilisé. Cette Loi de Comportement (LdC) du matériau sera 

nommée VAF dans ce travail pour Voce-Armstrong-Frederick. D’aut es lois se o t i t oduites e suite 
ap s avoi  o t  l’i suffisa e de ette loi pou  la p visio  des pa a t es sta ilis s se va t au 
cal ul des it es de du es de vie à l’a o çage su  les essais à d fo atio  i pos e du hapit e I. 

2.2) Identification du modèle mixte Voce-Armstrong-Frederick  

2.2.1) Présentation du modèle  

Le modèle élasto-plastique utilisé est un modèle à multi-écrouissages [53]. Il convient de définir 

d’a o d les uatio s de la pa tie lasti ue du od le. 

Le tenseur des déformations totales � est partitionné entre celui des déformations élastiques �  et 

plastiques �  suivant  

 � = � + � . 15 

La loi de Hooke permet de lier le tenseur des contraintes � aux déformations élastiques et s’ it 

 � = + � − (�) , 16 

où  et  so t espe tive e t le odule d’You g et le oeffi ie t de Poisso  du at iau.  

désigne la trace du tenseur et  est le tenseur identité. 

Ces équations définissent le lien entre le tenseur des contraintes et celui des déformations tant que 

le chargement est élastique, i.e. tant que la surface seuil  ’est pas attei te, i.e. tant que  

 = (� − �) − � − ≤ , 17 

où � est le te seu  d’ ouissage i ati ue total,  est l’ ouissage isot ope total, �  est la 

li ite d’ lasti it  du at iau.  représente la norme au sens de von Mises donnée par 

 (�) = √ (� − �) : (� − �) , 18 

où l’e posa t  fait référence au déviateur du tenseur (� − �) défini par 
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 (� − �) = (� − �) − (� − �) . 19 

Le taux de plasticité équivalent �  est défini par  

 � = √ �� : �� . 20 

Le tau  d’ oule e t ��  est, lui, al ul  à l’aide de la gle de o alit  

 �� = � (� − �)(� − �). 21 

L’ ouissage i ati ue total � est d fi i o e u e so e de te seu s d’ ouissages 
cinématiques ��.  

 � =∑��� . 22 

L’écrouissage cinématique est défini par son taux donné par le od le d’A strong-Frederick [51]  

 �̇ = �̇ − � ̇  23 

où  est la constante de la partie linéaire et  est la constante du terme de rappel de l'écrouissage 

cinématique. 

Le tau  d’ ouissage isot ope o -linéaire de Voce [52] s’ it  

 ̇ = −  ̇  24 

où  est la valeu  as ptoti ue de l’ ouissage isot ope,  le te e i ti ue de l’ ouissage 
isotrope. 

Le seul phénomène expérimental qui ne peut être pris en compte par les écrouissages est la baisse 

du odule d’You g ave  la d fo atio  plasti ue ui peut t e d ite pa  le od le de Yoshida [54] 

 = − − [ −  − � ] 25 

où  est le odule d’You g i itial,  est la valeu  sta ilis e du odule d’You g et  est le 

pa a t e se va t à ali e  la i ti ue d’ volutio  du odule d’You g. Les travaux de Yoshida [54] 

ayant pou  appli atio  le pliage des tôles, il s’est i t ess  à u  u i ue le de p ha ge et le 
paramètre �  est donc le niveau de déformation plastique à la fin de la première charge.  

G â e au  essais li ues, il est possi le de o t e  u’il ’  a au u  effet de la plasti it  u ul e 
su  la hute du odule d’You g. E  effet, o e illust  su  la Figure 47 pour un essai à déformation 

alte e d’a plitude ,  εy, le odule d’You g aisse lo s des p e ie s les, jus u’à e que le 

pilotage de l’essai soit stabilisé. A partir de là, le odule d’You g e va ie plus de a i e 

significative. Cette observation est valable sur tous les essais cycliques à déformation imposée. De 

plus, une faible ré-aug e tatio  du odule d’You g lors de l’ajout de d fo atio  plasti ue e  
compression a été observée sur les essais TCD. Cela est cohérent avec le fait que, lors des essais 

cycliques, le odule d’You g esu  à la charge soit toujours supérieur à celui mesuré à la 

précédente décharge. Cette observation est consistante avec celles de différents auteurs [44], [45] 
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dont Yamaguchi [55] qui a aussi is e  vide e ue la aisse du odule de You g ’avait lieu ue 
dans la direction dans laquelle le matériau avait été prédéformée, rendant ainsi le matériau 

anisotrope. Luo et Gosh [56] ont proposé un modèle permettant de traduire cette anisotropie basée 

sur le modèle d’e dommagement de Lemaître et Desmorat [57], [58]. Toutefois, le fait que le 

odule d’You g puisse t e estau  pa  u  t aite e t à asse te p atu e °C pe da t h) 
[59] a te l’h poth se qu’u  e do age e t i ve si le soit l’e pli atio  ph si ue de es 
observations. 

 
Figure 47 : Evolution des modules d'Young à la charge et à 

la décharge lo s des  p e ie s les de l’essai e  
d fo atio  alte  à εamp = ,  εy 

 
Figure 48 : Evolution des modules d'Young à la charge et à 

la décharge lo s de l’essai TCD à œu  à ° 

Au vu des résultats, il a été choisi de considérer le maximum de la valeur absolue de la déformation 

plastique |� | . Cette va ia le d’histoi e pe et de rendre compte du caractère permanent de la 

hute du odule d’You g et de la s t ie de ette volutio  e t e les do ai es de la t a tion et de 

la compression, observée sur la Figure 46. Le léger regain de raideur qui apparaît quand le signe du 

ha ge e t est i ve s  ’est pas o sid . E fi , la fo ulatio  hoisie e tie t pas o pte d’u  
découplage entre les di e tio s de solli itatio s tel u’o se v  pa  Ya agu hi a  : 

- Les essais essai es pou  l’o server su  l’a ie  80HLES ’o t pu t e alis s; 

- Les chargements étudiés dans ce travail sont essentiellement uniaxiaux ; 

- Le od le d’ lasti it  utilis  est u  modèle isotrope. 

L’ uatio  25 est donc reformulée 

 = − − [ − − |� |  ]. 26 

La formulation proposée permet de mettre en avant la non-réversibilité du phé o e et l’a se e 
d’i flue e de la plasti it  u ul e o se v es lo s des essais li ues du p e ie  hapit e. Elle e 
permet ni de e d e o pte d’u e a isot opie, i de la diff e e e t e charge et décharge. Comme 

il sera montré par la suite, cette va iatio  du odule d’You g ’a pas d’i flue e sig ifi ative su  la 
du e de vie à l’a o çage. Aussi, l’ volutio  du odule d’You g e se a pas p ise en compte in fine 

dans le modèle d’a o çage. Il est cependant nécessaire de la modéliser afin de montrer son absence 

d’i flue e. 
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2.2.2) Proposition d’une procédure d’identification séquentielle 

2.2.2.1) Identification des paramètres élastiques 

Le odule d’You g i itial �  est identifié par régression linéaire entre 10 et 30 % de la limite 

d’ lasti it  �  à la première charge. Cette dernière est déterminée avec un offset de 0,06 εy. Cette 

limite est plus basse que la norme du �  , % et a pour intérêt de détecter la plasticité plus 

rapidement et ainsi de permettre une meilleure représentation de la plasticité lo s d’essais li ues 
de faible amplitude. La valeur asymptotique du paramètre �  et celle du paramètre cinétique � sont 

identifiées sur la Figure 46. La Figure 49 montre le résultat de l’ide tifi atio  su  les essais li ues à 

déformation imposée, sur un essai de compression avec charges-décharges (CCD) ainsi que sur un 

essai de traction avec charges-décharges (TCD) de référence, i.e. à œu  à °. 

 
Figure 49 : Corrélation entre la loi identifiée pour l'évolution du module d'Young et celle observée lors de essais de 

traction avec charges-décharges (TCD), de compression avec charges-décharges (CCD) et lors de des essais cycliques à 

déformation imposée pour différents rapports de charge 

2.2.2.2) Identification des écrouissages  

Trois écrouissages cinématiques vont être identifiés. Le premier écrouissage identifié, l’ ouissage 

cinématique linéaire � , ne essite u’u  seul pa a t e � . Ce coefficient doit être identifié 

comme étant la pente de la partie linéaire de la courbe de traction dans le domaine plastique.  

L’ ouissage o -linéaire �  a deux paramètres : �  et � . Le rapport � /� , qui est la valeur 

as ptoti ue de l’ ouissage, est estimé par la différence entre la courbe de traction dans le 

do ai e plasti ue et la d oite d’ uatio  � + � � . Le paramètre � , qui influe sur la cinétique de 

l’ ouissage, est e suite opti is  afi  ue l’allu e de la ou e d’ ouissage corresponde à 

l’ ouissage esu  e p i e tale e t lo s des essais avec charges-décharges. 

L’ ouissage isot ope �  mesuré expérimentalement est identifié grâce au modèle de Voce. Le 

paramètre �  est identifié comme étant la valeur asymptoti ue de l’ ouissage isot ope. Le 
paramètre �  est opti is  de a i e à ep se te  o e te e t l’ volutio  de l’ ouissage 
isotrope en fonction de la déformation plastique. 
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Co e l’ajout de et ouissage isot ope a odifi  le o po te e t e  traction du matériau, il est 

alors nécessaire de le compenser par un troisième écrouissage cinématique supplémentaire pris tel 

que � = �  et � = −� ∗ � . 

Les paramètres obtenus sont présentés dans le Tableau 6. Il a été choisi de ne pas prendre en 

o pte la aisse du odule d’You g ide tifi e. La t s fai le i flue e de ette volutio  su  les 
essais cycliques, qui justifie de ne pas la prendre en compte, sera montrée dans la section 2.4.4.3). 

 
Figure 50 : Identification de l'écrouissage cinématique 

 

Comportement Paramètre Valeur Identification 

Elastiques 

� /�  1 
Figure 40 � /�  1 � 0,3 Littérature 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire X1 

� /�  85,7 

Figure 40 
�  5000 

Ecrouissage cinématique 

linéaire X2 

� /�  3,14 �  0 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire X3 

� /�  500 −b ∗ �  �  1000 = b  

Ecrouissage isotrope non-

linéaire R1 

�  1000 
Figure 43 �  -0,5 

Tableau 6 : Paramètres de la loi de comportement VAF 80HLES 

La comparaison de l’essai de t a tio  si ul  à l’aide de la loi identifiée, sur les données 

e p i e tales d’ ouissages isot ope et cinématique est présentée sur la Figure 51. Une très 

bonne corrélation entre les essais et la loi de comportement peut être observée montrant la 

pe ti e e de la loi hoisie oupl e à la p o du e d’ide tifi atio  s ue tielle d ite. 
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Figure 51 : Comparaison des do es e p i e tales ave  la LdC VAF des ou es de t a tio  et d’ ouissages 

La loi de comportement identifiée de manière séquentielle sur la base des essais de traction avec 

charges-décharges permet de représenter correctement cet essai monotone. Cepe da t, l’o je tif 
étant la prévision du comportement cyclique du matériau, il est important de valider ces résultats sur 

les essais à d fo atio  li ue d jà alis s pou  l’ide tifi atio  du it e d’a o çage. 

2.3) Contraintes moyennes lors d’essais à déformation cyclique répétée 

2.3.1) Essais cycliques en traction répétée par paliers 

Les essais à d fo atio  li ue p t e o t t  alis s pou  des a plitudes sup ieu es à εy/2. 

Des essais à de plus faibles amplitudes ont été effectués sur une éprouvette identique à celle utilisée 

pour les essais de traction avec charges-décharges. Le premier essai a été effectué pour la plus faible 

amplitude de déformation (� = ,  � ) jus u’à sta ilisatio  de la o t ai te o e e, ui est 
obtenue lorsque la contrainte moyenne ne varie pas de plus de 0,2 MPa par cycle. L’ p ouvette est 
alo s ha g e ave  u e a plitude plus i po ta te jus u’à o te i  de ouveau u e sta ilisatio  de la 
d fo atio  o e e et ai si de suite jus u’au iveau le plus i po ta t. Cette p o dure permet 

d’o te i  le o po te e t sta ilis  pour une gamme de chargements plus étendue avec une seule 

éprouvette. 

Les cinétiques de stabilisation de la contrainte moyenne lors de ces essais et les ou les d’h st sis, 
sont visibles respectivement sur la Figure 52 et la Figure 53. La stabilisation est obtenue au bout de 

quelques cycles pour les plus faibles niveaux de chargement qui sont élastiques et en quelques 

dizaines de cycles pour les niveaux de chargement les plus élevés. 
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Les essais cycliques sur éprouvettes plates o t pe is d’o se ve  u e diff e e sur la courbe des 

contraintes moyennes stabilisées visibles sur la Figure 54 par rapport à celles obtenues lors des essais 

su  p ouvettes li d i ues. Les ou es d’a plitudes de o t ai tes sta ilis es, visibles également 

sur la Figure 54, sont cependant identiques. Cela peut s’e pli ue  pa  le changement de critère de 

stabilisation puisque les données utilisées pour les éprouvettes cylindriques sont les boucles 

obtenues à la moitié de la du e de vie de l’ p ouvette ta dis u’u  it e su  la variation de la 

contrainte moyenne a été utilisé pour les éprouvettes plates. Un adoucissement à long terme lors 

des essais cycliques ayant été identifié (Figure 22), il pe et d’e pli ue  la raison pour laquelle la 

contrainte moyenne est plus élevée sur les boucles stabilisées après quelques dizaines de cycles que 

sur celles relevées à Na/2 sans que les amplitudes de contraintes stabilisées ne changent. Malgré 

cette différence quantitative, les essais par amplitudes croissantes sur éprouvette plate permettent 

de d esse  l’allu e o pl te de la ou e d’ volutio  des o t ai tes sta ilis es ave  u e seule 
éprouvette. 

 
Figure 54 : Amplitudes de contrainte stabilisées (à gauche) et contraintes moyennes stabilisées en fonction de 

l’a plitude de d fo atio  i pos e pour des essais à Rε=0 

La ou e d’ volutio  de la o t ai te o e e peut être divisée en trois parties : 

 
Figure 52 : Stabilisation de la contrainte moyenne lors des 

essais à Rε = 0 sur éprouvettes plates 

 
Figure 53 : Boucles stabilisées des essais à Rε = 0 sur 

éprouvettes plates 
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- la première partie est linéaire croissante et représente des essais avec boucles d’h st sis 
adaptées et des niveaux de sollicitations élastiques ; 

- au-delà de εy/2, la contrainte moyenne stabilisée décroit ; 

- enfin, au-delà de εy, la contrainte moyenne est presque entièrement relâchée.  

Ces nouvelles données vont servir à valider ou invalider les prévisions des paramètres stabilisés 

obtenus par la loi de comportement, i.e. la prévision des contraintes moyennes et maximales 

stabilisées. 

2.3.2) Prévisions des contraintes moyennes par la loi de comportement VAF 

Afi  d’o te i  les o t ai tes o e es et a i ales sta ilis es, la loi de comportement est 

intégrée suivant un trajet de chargement à �� = , jus u’à o te tio  du it e de sta ilisatio , qui 

est une variation inférieure à 0,2 MPa de la contrainte moyenne entre 2 cycles. Les valeurs de 

contraintes moyennes et maximales stabilisées obtenues par cette méthode sont visibles sur la 

Figure 55.  

Si le o po te e t est ie  d it jus u’à u e a plitude de d fo atio  i pos e de ,  � , une 

chute soudaine de la contrainte moyenne est ensuite observée jus u’à u e valeu  ulle. La 
contrainte maximale enregistre égale e t u e fo te aisse ava t de oit e jus u’au  ale tou s de 
1,2 �  où les prévisions de contraintes moyennes et maximales redeviennent alors correcte. Cette 

chute brutale apparaît lorsque le niveau de déformation imposée entraîne une plastification à la 

d ha ge. E  dessous, il  a adaptatio  d s la p e i e d ha ge, u’il  ait eu appa itio  de 
plasticité à la première charge ou non. A partir du moment où il y a de la plasticité lors de la 

d ha ge, la ou e e se sta ilise a ue lo s ue l’ ouissage isotrope sera saturé. Ceci entraîne 

alors la relaxation complète de la contrainte moyenne. 

Ce décrochage a pour conséquence la forme en « Z » des courbes de durée de vie prévues par les 

critères de Morrow et de SWT, visible sur la Figure 56. Les contraintes moyennes prévues étant 

positives, le critère de Morrow et le critère de Morrow modifié sont équivalents.  

 
Figure 55 : Prévisions de contraintes stabilisées pour des 

essais à � =  avec la loi VAF 

 
Figure 56 : Prévision de durées de vie pour des essais à � =  avec la loi VAF 

Dû au décrochage des contraintes moyennes et maximales autour de 0,7 � , les critères proposés ne 

sont pas capables de prendre en co pte l’effet du appo t de déformation sur la durée de vie via la 

loi de comportement VAF pour des déformations imposées comprises entre 0,7 �  et 1,2 � , qui 

correspondent expérimentalement à des durées de vie appartenant au domaine de la fatigue 
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oligocyclique. Si la loi de comportement VAF pe et ie  de d i e l’ volutio  des ouissages li e 

à un chargement cyclique, elle ne permet pas de prévoir l’ volutio  li ue du do ai e élastique 

pour les niveaux de chargement correspondants aux durées de vie ciblées dans cette étude. Un 

enrichissement de la loi par des écrouissages à seuil est donc proposé.  

2.4) Enrichissement de la loi de comportement avec des écrouissages à seuil 

2.4.1) )nconvénient d’un écrouissage cinématique classique 

Un modèle avec écrouissage cinématique linéaire, tel que celui proposé par Präger ne permet pas la 

relaxation de la contrainte moyenne observée sur les essais à Rε =0. Un modèle avec écrouissage 

cinématique non-linéaire tel que proposé par Armstrong-Frederick ne permet, quant à lui, u’u e 
relaxation complète de la contrainte moyenne [37]. 

Pour illustrer cet effet, trois lois de comportement fictives sont utilisés. Leurs paramètres sont 

visibles dans le Tableau 7. La première comporte un simple écrouissage cinématique linéaire tandis 

que les deux suivantes, ont un écrouissage cinématique non-linéaire avec une même valeur à 

saturation � /� . Cependant, la dernière loi ayant une cinétique cent fois plus rapide que la 

deuxième, seules les deux premières lois d ive t la e ou e de t a tio  jus u’à % o e le 
montre la Figure 57. 

Loi �  [MPa]  [MPa]  [MPa]  [-] 

Test 1 500 200000 20000 0 

Test 2 500 200000 20000 100 

Test 3 500 200000 2000000 10000 

Tableau 7 : Paramètres des trois lois tests 

 

 
Figure 57 : Essais cycliques à déformation répétée en traction avec les trois lois tests proposées 

La loi test  o t e lai e e t u’u  ouissage i ati ue linéaire ne permet pas de rendre 

o pte d’u e elatio  de la o t ai te o e e lo s d’essais e  t a tio  p t e. La deu i e et la 
t oisi e loi o t e t u’u  ouissage i ati ue o -li ai e pe et d’o te i  u e ela atio  
de la contrainte moyenne pour les hauts niveaux de chargement mais uniquement sur les essais où 

une déformation plastique est observée lors de la première décharge. Il y a alors stabilisation de la 

boucle avec une valeur de contrainte moyenne nulle. Il est donc impossible avec une telle loi 
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d’o te i  u e ela atio  pa tielle de la o t ai te o e e, telle u’o se v e da s la ga e de 
déformations conduisant à des durées de vie de 104 à 105 cycles (cf. Figure 56). 

2.4.2) Formulation des écrouissages à seuil 

Chaboche [60] a p opos  e   u e fo ulatio  d’ ouissage i ati ue pe etta t d’avoi  un 

écrouissage li ai e ta t u’il e d passe pas u e valeu  seuil � � , en annulant le terme de rappel 

puis non-linéaire au-delà. Comme il sera montré ensuite, cette formulation permet de contrôler la 

relaxation de la contrainte moyenne en fonction de la valeur du seuil. Elle s’ it 

 �̇ = �̇ − ⟨ − � �‖�‖⟩ � ̇ . 27 

L’op ateu  .  se f e à la pa tie positive d’u  o e et est d fi i pa   

 � = { � � � > � . 28 

La o e d’u  te seu  est d fi ie là aussi comme étant le deuxième invariant du déviateur du 

te seu  des o t ai tes. Le te seu  d’ ouissage i ati ue ta t d viato i ue, la o e de 
l’ ouissage i ati ue devie t 

 ‖�‖ =  √ �:�. 29 

Afin de conse ve  le p o essus d’ide tifi atio  p opos , ette fo ulatio  est utilis e u i ue e t 
pour le dernier écrouissage cinématique qui se compense avec un écrouissage isotrope. Il est 

possi le de efo ule  l’ ouissage isot ope du od le de Vo e de a i e similaire 

 ̇ = − | | − �   ̇ . 30 

où �  est la valeu  seuil de l’ ouissage isot ope fi e gale à � �  . 
La valeu  à satu atio  de l’ ouissage isot ope du od le de Vo e utilis  da s la LdC VAF est = . Afin de respecter cette valeur expérimentale, la valeu  as ptoti ue de l’ ouissage 
isotrope de la LdC à seuil  �  doit respecter 

 =  � − � . 31 

 Afi  de espe te  le p i ipe de la thodologie d’ide tifi atio  s ue tielle p se t e da s e 
chapitre, ui a pou  i t t d’ t e o uste et apide, il a t  hoisi de se li ite  à u e seule pai e 
d’ ouissages à seuil : un cinématique et son pendant isotrope. La valeur du seuil de chacun de ces 

écrouissages est p ise gale afi  u’ils se o pe se t utuelle e t su  u e ou e de t a tio  :  

  

 � � = � . 32 
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2.4.3) )nfluence de l’écrouissage à seuil sur la courbe d’évolution de la 
contrainte moyenne 

2.4.3.1) Présentation de l’allure de la courbe de la contrainte moyenne stabilisée  

La pa tie ui suit a pou  o je tif d’ ta li  de a i e a al ti ue l’allu e de la ou e de la o t ai te 
moyenne. Pour cela, et comme le matériau présente un comportement quasiment « plastique 

parfait », seuls un écrouissage cinématique à seuil et un écrouissage isotrope à seuil sont considérés 

et l’ volutio  du odule d’You g ’est pas p ise en compte. La valeu  à satu atio  de l’ ouissage 
isotrope �  est partitionnée équitablement entre �  �  et � �  . Les paramètres obtenus 

a it ai e e t à des fi s d’illust atio s, de cette loi « plastique parfait » sont présentés dans le 

Tableau 8 et les résultats sur les données issues des essais avec charges-décharges sont présentés sur 

la Figure 58. 

Nom Paramètre 
Loi à seuil 

arbitraire 

Paramètres élastiques 

� /�  1 � /�  1 � 0,3 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire à seuil X1 

/�  250 �  1000 � �  /�  0,25 

Ecrouissage isotrope non-

linéaire à seuil R1 

�  1000 /�  -0,25 �  /�  0,25 

Tableau 8 : Paramètres de la loi à seuil exemple 

 

 
Figure 58 : Illustration de la loi à seuil exemple 

Cette loi e se vi a u’à illust e  l’effet du seuil sur la prévision des essais à déformation répétée 

(Rε=0). Il est possi le d’o te i  les courbes visibles sur la Figure 59 pour quatre niveaux de 

chargement. Ces niveaux sont les valeurs limites correspondants aux quatre régimes qui régissent 

l’allu e de la ou e de la o t ai te o e e sta ilis e o espo da te tracée en violet. 
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2.4.3.2) Détermination des coordonnées du point A 

La première partie de la courbe de la contrainte moyenne stabilisée [0A] correspond au régime 

élastique. La stabilisation est immédiate et la contrainte moyenne vaut la moitié de la contrainte 

maximale. Ce gi e est vala le jus u’à e ue la d fo atio  a i ale soit gale à  

 � � = � = � . 33 

La contrainte moyenne vaut alors  

 � � = � . 34 

Au-delà, la contrainte moyenne stabilisée diminue. En effet, la contrainte maximale ne peut plus 

augmenter car le matériau est « plastique parfait » alors que la contrainte minimale devient 

gative. Da s u  p e ie  te ps, il ’  a pas de plasti it  à la d ha ge, ais seule e t à la ha ge. 
Le cycle est alors adapté dès la première décharge. Ce i est v ai jus u’au poi t B. 

2.4.3.3) Détermination des coordonnées du point B 

Au-delà du poi t B, il  a appa itio  de plasti it  à la d ha ge. L’ ouissage isot ope e t aî e u e 
évolution de la taille du domaine lors de la décharge qui entraîne une nouvelle apparition de 

plasti it  lo s de la ha ge suiva te. La o t ai te o e e o ti ue d’ volue , pa  l’appa itio  de 
plasti it  à la ha ge et à la d ha ge, et e ta t ue l’ ouissage isot ope ’est pas satu  et que 

l’ ouissage i ati ue este li ai e. 

Il y a donc, tout de suite après le point B, une forte diminution de la contrainte moyenne stabilisée, 

qui est représentée par le point C de la courbe. Au-delà du point C, la contrainte moyenne stabilisée 

di i ue de a i e li ai e ave  l’a plitude de d fo atio  i pos e jus u’à attei d e u e valeu  
nulle au point D.  

Si le paramètre Xlim tait gal à , e ui uivaut à l’ ouissage inématique proposé par 

Armstrong-Frederick, la contrainte moyenne stabilisée au point C aurait également une valeur nulle. 

Le paramètre Xlim permet donc de réduire la discontinuité de la courbe de la contrainte moyenne 

sta ilis e e  fo tio  de la d fo atio  i pos e lo s de l’essai à Rε=0 qui apparaît lorsque le niveau 

de d fo atio  i pos e est suffisa t pou  p ovo ue  l’apparition de plasticité à la décharge.  

La multiplication des écrouissages permet de rendre quasi inexistante cette discontinuité [21] en 

effectuant cette relaxation par petits sauts. Toutefois, l’ide tifi atio  de ultiples ouissages peut 
s’av e  fastidieuse et e uie t gale e t u e e tai e e p ie e.  

Il est cependant possible de supprimer la discontinuité sur la courbe de relaxation de la contrainte 

moyenne avec un seul écrouissage. Cela peut être fait, soit en optimisant la valeur du seuil, soit 

directement en calculant le seuil de manière à ce que les points B et C soient confondus. Leurs 

abscisses étant déjà identiques, il suffit donc que leurs ordonnées (i.e. les contraintes moyennes 

stabilisées en ces deux points) soient égales. Le paragraphe présent a pou  ut d’ ta li  l’o do e 
du point B et le suivant, celle du point C. 

Au point B, il y a adaptation dès le 1er quart de cycle, comme sur tout niveau du segment [AB], le 

cycle stabilisé est donc élastique, ce qui implique  
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 (� + � ) = ��  . 35 

“i l’h poth se est faite ue le chargement ne dépasse pas la valeur � �  à partir de laquelle 

l’ ouissage isot ope devient non-linéaire1, ce dernier se simplifie en 

 � = � � �  . 36 

O , il ’  a plasti it  ue lo s du p e ie  ua t de le do  �  = �   = �  − ��
. 

L’ uatio  36 devient 

 � + � � �  − �� = ��  . 37 

La relation suivante est obtenue 

 �  = �� − � � ( − � �� ). 38 

Il reste à écrire la condition pour v ifie  l’hypothèse permettant d’ i e l’ uatio  36 :  �  < � �   
qui devient 

 �  < � � + � � . 39 

Or, justement, par hypothèse, l’ ouissage isot ope est li ai e 

 � � = � �  = −� �� � . 40 

L’ uatio  39 devient 

 � � < �� + � �� � . 41 

Cette condition doit être vérifiée pour pe ett e l’ itu e de l’ uatio  38. Dans le cas contraire, il 

faut i e l’ uatio  36 sous la fo e d’u  ouissage isot ope o -linéaire. La Figure 61 explicite 

graphiquement les équations établies. 

2.4.3.4) Détermination des coordonnées du point C 

Enfin, si la déformation maximale dépasse celle du point B, il y a plasticité à la décharge. De ce fait, 

l’ ouissage isot ope volue à la d ha ge et le le ’est pas i diate e t stabilisé. La 

sta ilisatio  ’au a lieu ue lo s ue l’ ouissage isot ope se a satu . La taille du do ai e lasti ue 
est alors de (� + � ) et l’a plitude de o t ai te sta ilis e s’ it 

 Δσ = Δ� + (� + � ). 42 

                                                           

1
 Cette hypothèse permet uniquement de si plifie  l’ itu e de l’ ouissage isot ope et se a v ifi e a 

posteriori 
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 � = � − Δσ = � + � + � − Δσ . 45 

Eta t do  ue l’ ouissage i ati ue est li ai e su  la ou le sta ilis e), la valeu  a i ale 
de et ouissage v ifie l’i galit  suiva te 

 � ≤ � � . 46 

Cette équation définit le segment [CD]. 

E  supposa t l’ galit  da s l’ uatio  p de te, la o t ai te o e e s’ it  

 � = � � − ECE + C �  + �� + � (� + � ). 47 

En conclusion, pour éviter la discontinuité du passage du point B au point C, il faut que ces 2 points 

soient confondus, i.e. 

 {� , = � ,�  = �   48 

et do  ue les uatio s espe te t le ouple d’ uatio s 

 { 
 ϵ  = σE − b � ( − b �E ) = ϵ  σ − E ϵ  = � i − ECE + C ϵ   + CE + C (σ + � ). 49 

Pou  espe te  la p o du e d’ide tifi atio , les galit s suiva tes ui pe ette t la ésolution du 

système précédent sont rappelées, � � = � i  , � = � − � �  et � = −� � . 

2.4.3.5) Détermination des coordonnées du point D 

Au point D, la o t ai te o e e est ulle. L’ uatio  du seg e t CD ta t do e pa  l’ uatio  

47, la déformation maximale au point D est  

 �  = [� � − �� + � (� + � )] E + CEC  50 

Or, pour un essai en traction répétée, �  = �  , do  l’a s isse du poi t D est  

 �   = [� � − �� + � (� + � )]E + CEC . 51 

2.4.3.6) Bilan 

La Figure 62 montre la valeur du saut sur la contrainte moyenne en fonction de la valeur de � . Ce 

saut s’a ule pou  u e valeu  de -0,16 � , qui sera donc la valeur retenue, conduisant à une valeur 

de � �  = ,  � .  

U  aut e it e, ui au ait pu t e hoisi est elui de l’a s isse du poi t D, qui est 

expérimentalement de 0,96 εy (Figure 54). Cependant la Figure 63 i di ue u’il faud ait hoisi  u e 
valeur de Q1 légèrement supérieure à -0,1 σy, ce qui conduirait à un saut négatif, soit une 
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aug e tatio  de la o t ai te o e e au o e t du passage e t e le poi t B et C, e ui ’est pas 
admissible. 

Ai si la odifi atio  appo t e pe et de o se ve  la p o du e d’ide tifi atio  et e essite pas 
d’ la gi  la ase d’ide tifi atio . Ce compromis permet de supprimer la discontinuité de la courbe de 

relaxation de la contrainte moyenne, comme cela est montré dans la Figure 65.  

 
Figure 62 : Saut sur la contrainte moyenne entre les 

points B et C en fonction de la valeur de Q1 

 
Figure 63 : Amplitude de déformation du point D en 

fonction de la valeur de Q1 

2.4.4) Validation de la loi à seuil 1 sur les résultats d’essais 

2.4.4.1) Prévision des essais de traction avec charges-décharges 

La description des écrouissages cinématique et isotrope change très légèrement en raison de la 

partie non-linéaire de la loi de comportement avec seuil mais permet toujours de bien décrire 

l’ volutio  des ouissages. La ou e de t a tio  este i ha g e, puisque le seuil est utilisé 

uniquement sur les deux écrouissages qui se compensent mutuellement comme le montre la Figure 

64. 

 
Figure 64: Comparaison des données expérimentales avec la LdC à seuil 1 (Xlim = ,  σy) des courbes de traction et 

d’ ouissages  
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2.4.4.2) Prévision des essais à déformation imposée répétée  

Les prévisions des critères de Morrow et de SWT avec la LdC à seuil peuvent être alors obtenues 

comme pour la LdC VAF et montrent une nette amélioration de la prévision. La courbe de relaxation 

de la o t ai te o e e est ai te a t o e te da s la zo e d’i t t et si u e hute de la 
contrainte maximale est toujours visible, elle est deux fois plus faible que précédemment comme le 

montre la Figure 65. La courbe du critère de SWT présente donc toujours une forme en « Z » bien 

que celui-ci soit diminué mais il a totalement disparu de la courbe du critère de Morrow visible sur la 

Figure 66. A noter que là encore, puisque les contrainte moyennes identifiées sont positives, la 

odifi atio  du it e de Mo o  e ha ge pas les p visio s de du e de vie et e it e ’est 
pas représenté. 

 
Figure 65 : Comparaison entre essais et LdC à seuil 1 (Xlim = 

0,34 σy) des contraintes moyennes et maximales pour des 

essais à Rε=0 

 
Figure 66 : Critères de MCB, SWT, et correction de Morrow 

calculés à partir de la LdC à seuil 1 (Xlim = 0,34 σy) pour des 

essais à Rε=0 comparés aux essais à Rε = -1 et à Rε = 0 

“i le it e utilis  pou  la d te i atio  des seuils d’ ouissages pe et de supp i e  le saut su  la 
courbe de relaxation de la contrainte moyenne, il entraîne également dans le cas présent une légère 

surestimation de cette contrainte mo e e. Da s le as d’u  essai en traction répétée, cette 

surestimation est conservative, ce que confirment les courbes de la Figure 67. A l’i ve se, da s le as 
d’u  essai e  o p essio  p t e, u e su esti atio  e  valeu  a solue) d’u e o t ai te o e e 
négative entraînera un non-conservatisme des du es de vie al ul es à l’aide du it e de Mo o  
et de “WT, et ’au a pas de o s ue es su  elles al ul es ave  le it e de Mo o  odifi .  

Ava t de s’i t esse  à l’i flue e de la p o du e d’ide tifi atio  du seuil, u  aut e pa a t e doit 
t e dis ut , ui est elui de la valeu  de l’offset utilis  pou  la d te i atio  e p i e tale des 

écrouissages.  
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Figure 67 : Comparaisons entre durées de vie prévues et estimées par les quatre critères calculés à partir des données 

sta ilis es al ul es à l’aide de la LdC à seuil  

2.4.4.3) Influence du choix effectué sur l’offset de post-traitement de l’essai TCD 

Lo s de l’ide tifi atio  des ouissages, le hoi  d’u e valeu  d’offset de ,  εy a été fait. Afin 

d’ tudie  l’i flue e de e hoi , la loi de o po te e t à seuil a été ré-identifiée suivant la même 

p o du e pou  deu  aut es valeu s d’offsets li ites : 0,03 εy et ,  εy. Seuls les paramètres des 

écrouissages à seuil ont été adaptés aux écrouissages visibles sur la Figure 41. Bien que la limite 

d’ lasti it  d pe de de la valeu  de l’offset, le a a t e quasiment élasto-plastique parfait du 

matériau rend cette variation très légère et il a été choisi de ne pas la changer par souci de clarté. 

La valeur à satu atio  de l’ ouissage isot ope Qsat est donc identifiée pour chaque offset sur la 

Figure 41 puis partitionnée entre Rlim1 et Q1 à l’aide des quations 49. L’ ouissage i ati ue X3 

est ajusté en respectant C3=-b1Q1 et Xlim 3=Rlim 1. Cette p o du e e odifie do  pas l’allu e de la 
ou e de t a tio  et pe et de et ouve  u i ue e t l’ volutio  e p i e tale des 

ouissages pou  ha ue valeu  d’offset. Les valeurs des paramètres identifiés sont visibles dans le 

Tableau 9. 
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Nom Paramètre Offset =0,03 εy Offset =0,06 εy Offset =0,3 εy 

Paramètres élastiques 

� /�  1 1 1 � /�  1 1 1 � 0,3 0,3 0,3 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire X1 

� /�  85,7 85,7 85,7 �  5000 5000 5000 

Ecrouissage cinématique 

linéaire X2 

� /�  3,14 3,14 3,14 �  0 0 0 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire à seuil X3 

/�  86 160 190 �  1000 1000 1000 � �  /�  0 0,34 0,21 

Ecrouissage isotrope non-

linéaire à seuil R1 

�  1000 1000 1000 /�  -0,086 -0,16 -0,19 �  /�  0,20 0,34 0,33 

Tableau 9 : Pa a t es de la loi à seuil e  fo tio  de l’offset de d te i atio  des ouissages 

Les prévisions de contraintes moyennes et de contraintes maximales pour les lois obtenues à partir 

des trois offsets sont visibles sur la Figure 68. L’offset se le avoi  peu d’effet su  la o t ai te 
moyenne stabilisée mais en a plus sur la contrainte maximale prévue par les LdC associées. Plus 

l’offset est g a d, plus la o t ai te a i ale sta ilis e est i po ta te, a  les ouissages 
diminuant, il y a moins de relaxation possible. 

 
Figure 68 : I flue e de t ois valeu s de l’offset su  la p visio  des o t ai tes moyennes (à gauche) et maximales (à 

droite) stabilisées prévues par les trois associées lors des essais à Rε=0 

Les courbes de durées de vie associées à ces trois lois sont visibles sur la Figure 69 pour les critères 

de SWT et de Morrow, qui équivaut à celui de Morrow modifié puisque les contraintes moyennes 

stabilisées sont positives. L’offset a principalement de l’i flue e su  e de ie  it e a  les 
contraintes maximales qui entrent dans son calcul d pe de t de l’offset ta dis que les contraintes 

o e es ’e  d pe de t ue t s peu e t aî a t u e a se e d’i flue e sig ifi ative de la valeu  
de l’offset su  les p visio s de du e de vie pa  les critères de Morrow ou de Morrow modifié.  
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Figure 69 : Influence des trois LdC associées à trois valeurs d’offset su  les du es de vie p vues lo s des essais à Rε=0 

avec le critère de Morrow équivalent à celui de Morrow modifié (à g.), et par le critère de Smith-Watson-Topper (à d.) 

L’i flue e de l’offset su  l’ai e des ou les sta ilis es est u  paramètre intéressant pour discriminer 

la valeu  de l’offset. La Figure 73 montre donc ce résultat-là. Plus l’offset est petit, et plus les ou les 
stabilisées sont ouvertes rapidement ave  l’aug e tatio  de l’a plitude de d fo atio , e ui est 
logi ue puis ue le do ai e d’ lasti it  est plus fai le. U  offset t op g a d e t aî e do  u  eta d 
su  l’ouve tu e des ou les. U  offset t op petit o duit e  eva he à u e sous-estimation de l’ai e 
des boucles pour de plus fortes amplitudes de déformations. La valeur choisie entraîne un 

o p o is aiso a le su  la p visio  de l’ai e des ou les sta ilis es. Bien que ce paramètre ne 

rentre pas directement en compte dans les critères choisis, il pa aît opti iste d’esp e  o te i  des 
prévisions correctes avec une loi de comportement qui serait complétement inadaptée à prévoir 

l’ai e des ou les sta ilis es. 

 
Figure 70 : Influence de l'évolution du module d'Young sur la prévision de l’aire des boucles stabilisées lors des essais à 

Rε=0 

La p o du e p opos e pe et d’ide tifie  si ple e t u e valeu  de seuil d’ ouissage ui epose 
su  u e valeu  d’offset. Il a été montré que celle-ci possède peu d’i flue e su  les p visions de 

du e de vie pa  le it e de Mo o  ou Mo o  odifi ). La valeu  d’offset hoisie est le sultat 
d’u  o p o is ui pe et de ie  ep se te  l’ volutio  des ouissages tout e  pe etta t 
d’o te i  des p visio s d’ai es de ou les sta ilisées raisonnables, bien que ce dernier résultat ne 
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soit utilisé par aucun des critères d’a o çage hoisis. La uestio  de la valeu  de l’offset ’est do  
pas de p e ie  o d e pou  e pli ue  le o se vatis e des ou es de du es de vie. Afi  d’affi e  les 

p visio s de du e de vie, il o vie t de s’i te oge  su  les aut es h poth ses ui o t pu t e 
effe tu es. “’il a t  vu ue le odule d’You g di i uait ave  la d fo atio  plasti ue, ette 

volutio  ’a pou  l’i sta t pas té prise en compte dans le modèle et va donc être étudiée dans la 

prochaine section. 

2.4.4.4) Influence de la prise en compte de l’évolution du module d’Young 

U e di i utio  de % du odule d’You g a t  ide tifi e aussi ie  lo s des essais de t a tio  ou 
de compression avec charges-décharges que sur les essais cycliques à déformation imposée. Le 

modèle de Yoshida [54] a été adapté (voir section 2.1.3.5) pour prendre en compte cette évolution 

mais celle-ci ’a pas pou  l’i sta t t  i t g e au od le utilis . La se tio  ui suit a pou  ut de 
o t e  l’i flue e de ette h poth se su  la p visio  de du es de vie e  fatigue. 

La loi à seuil identifiée pour un offset de 0,06 εy est donc comparée à la même loi, mais qui intègre en 

plus l’ volutio  du odule d’You g. Les p visio s de o t ai tes o e es et a i ales sta ilis es 
sont visibles sur la Figure 71. Au u e i flue e ’est visi le su  la o t ai te a i ale ta dis u’u e 
légère augmentation de la contrainte moyenne apparaît. Cela est dû à l’aug e tatio  de la 

contrainte minimale liée à la diminution de la pente de la droite élastique. La contrainte maximale ne 

d pe da t pas du odule d’You g, la o trainte moyenne augmente alors. 

 
Figure 71 : Influence de l'évolution du module d'Young sur la prévision des contraintes moyennes (à gauche) et 

maximales (à droite) stabilisées prévues lors des essais à Rε=0 

Cette très légère augmentation de la contrainte moyenne est sans conséquence sur les prévisions de 

durées de vie par le critère de Morrow, qui est équivalent au critère de Morrow modifié, comme il 

est possible de le constater sur la Figure 72. Le critère de “WT ’ volue pas, puis ue la o t ai te 
a i ale ’a pas volu  à pa t au  e vi o s de ,  εy, où le saut sur la contrainte maximale est 

eta d  pa  la p ise e  o pte de l’ volutio  du odule d’You g. 
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Figure 72 : Influence de l'évolution du module d'Young sur les durées de vie lors des essais à Rε=0 avec le critère de 

Morrow équivalent à celui de Morrow modifié (à gauche), et par le critère de Smith-Watson-Topper (à droite) 

L’i flue e de l’ volutio  du odule d’Young est beaucoup plus remarquable sur la prévision de 

l’ai e des ou les sta ilis es, visibles sur la Figure 73. En effet, une diminution du odule d’You g 
e t aî e u e plus fo te i li aiso  de la pa tie lasti ue de la ou e et do  u e di i utio  de l’ai e 
de la ou le. La diff e e est de l’o d e de % pour u  iveau d’a plitude de d formation donné. 

 
Figure 73 : Influence de l'évolution du module d'Young sur l’aire des boucles stabilisées prévues lors des essais à Rε=0 

“i l’ volutio  du odule d’You g a u e l g e i flue e su  l’ai e des boucles prévues par la LdC, il 

’e  a pas su  les p visio s de o t ai tes o e es et a i ales sta ilis es et do  su  les 
ou es de du es de vie, ui so t la fi alit  de e t avail. Afi  d’all ge  le od le, il est donc choisi 

de ne pas prendre en compte cette évolution dans la suite de ce travail. 

Il a été vu, au ou s de l’ tude de l’i flue e de l’offset et de l’ volutio  du odule d’You g, que les 

contraintes moyennes et maximales sont surestimées par rapport aux données expérimentales. Cela 

conduit à une augmentation du conservatisme déjà observé lors du chapitre I en calculant les critères 

à l’aide des do es e p i e tales. Ce o se vatis e est dû e  pa tie au hoi  a it ai e ua t à la 
procédu e d’ide tifi atio  de la valeu  du seuil d’écrouissage, qui vise à supprimer le saut sur la 

courbe de relaxation de la contrainte moyenne. Une deuxième procédure est maintenant proposée 

afin de réduire le conservatisme en affinant les prévisions de contraintes moyennes et maximales 

stabilisées. 
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2.4.5) Proposition d’une deuxième procédure d’identification du seuil 

Afi  d’ vite  la surestimation des contraintes moyennes, il est possi le d’opti ise  la valeu  du 

paramètre Xlim directement sur les résultats de contraintes moyennes et maximales obtenues 

expérimentalement sur les essais cycliques. Le résultat de la prévision des contraintes est visible sur 

la Figure 74. Avec ce jeu de paramètres, la discontinuité réapparait sur la courbe de la contrainte 

moyenne stabilisée et est plus prononcé sur la courbe de la contrainte maximale. Cependant, les 

contraintes moyennes prévues correspondent quasiment parfaitement aux valeurs de contraintes 

moyennes à Na/2 obtenues lors des essais cycliques sur éprouvettes cylindriques sur lesquelles la 

valeur du seuil a été optimisée.  

L’i flue e de es nouveaux paramètres sur les courbes de durées de vie prévues avec la nouvelle loi 

est visible dans la Figure 75. Le saut sur les prévisions de contraintes stabilisées se retrouve sur les 

courbes des critères de Morrow et de SWT. Bien que la prévision des contraintes ait été améliorée, il 

est diffi ile de di e s’il e  est de e pou  les p visio s de du es de vie en raison de la variabilité 

des essais et à la présence de la discontinuité des courbes de durée de vie. 

 
Figure 74 : Comparaison entre essais et LdC à seuil 2 (Xlim = 

0,21 σy) des contraintes moyennes et maximales pour des 

essais à Rε=0 

 
Figure 75 : Critères d’a o çage calculés à partir de la LdC 

à seuil 2 (Xlim = 0,21 σy) pour des essais à Rε=0, comparés 

aux essais à Rε = -1 et à Rε = 0 

2.4.5.1) Prévision des essais à Rε=-0,2 par les trois lois de comportement 

L’i flue e de la loi de o po te e t su  la p visio  des o t ai tes o e es et a i ales pour 

des essais à Rε=-0,2 est présentée sur la Figure 76. Les tendances sont sensiblement les mêmes que 

celles observés pour les essais à Rε=0. La loi VAF (sans seuil) relâche totalement la contrainte 

o e e ta dis u’ave  u  seuil, la relaxation est moins brutale. Les courbes sont mieux 

représentées avec une valeur de Xlim=0,21 σy qu’ave  u  Xlim= 0,34 σy. Il est intéressant de noter que 

la courbe de la contrainte moyenne avec un Xlim= 0,34 σy raugmente pour une amplitude de 0,8 εy.  

Dans la Figure 77, seules les courbes de durées de vie associées aux deux lois à seuil sont 

représentées pour faciliter la visualisation du graphique. Les tendances observées lors des essais à 

Rε=0 se retrouvent. La LdC à seuil 2 avec Xlim= 0,21 σy semble mieux correspondre aux résultats 

expérimentaux. En effet, les critères suresti e t l’effet du appo t de ha ge et les o t ai tes 
prévues avec cette loi sont plus proches de celles mesurées expérimentalement et surtout plus 

faibles que celle prévues avec la LdC à seuil 1 avec Xlim= 0,34 σy. 
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Figure 76 : Comparaison entre essais et LdC des contraintes moyennes et maximales pour des essais à Rε=-0,2 

 
Figure 77 : Critères de MCB, SWT, et correction de Morrow calculés à partir des LdC à seuil 1 et 2 (Xlim = ,  σy et Xlim 

= 0,34 σy) pour des essais à Rε=-0,2 comparés aux essais à Rε = -1 et à Rε = -0,2 

2.4.5.2) Prévision des essais à Rε=-5 par les trois lois de comportement 

La Figure 78 montre les prévisions de contraintes moyennes pour les essais à Rε = -5, qui correspond 

à un chargement opposé à celui des essais à Rε = -0,2. Les prévisions de contraintes moyennes sont 

donc opposées à celles des essais à Rε = -0,2. Par contre, les contraintes maximales ne le sont pas car 

ce sont, dans ce cas, les contraintes à chargement minimal pour un essai à Rε = -5 ta dis u’il 
s’agissait des o t ai tes à ha ge e t a i al lo s des essais à ‘ε = -0,2. Là encore, la loi avec Xlim = 

,  σy permet de mieux prévoir les valeurs de contraintes stabilisées. 

La Figure 79 montre les durées de vie prévues pour les essais à Rε = -5. Sur les essais en compression 

la surestimation de la contrainte moyenne (en valeur absolue) conduit à une surestimation des 

prévisions de durée de vie. Les contraintes moyennes étant négatives, les prévisions de durée de vie 

à l’aide du it e de Mo o  odifi  so t ette fois-ci équivalentes au critère de MCB montrant une 

bonne corrélation avec les essais. La modification du critère qui a été proposée à partir des résultats 

expérimentaux pour ce rapport de charge est efficace même lorsque les paramètres stabilisés 

entrant dans le calcul du critère sont obtenus par la loi de comportement et non plus à partir des 

boucles stabilisées expérimentales (cf. chapitre I). Enfin, dans le cas d’essais à d fo atio  i pos e 
o e i i, il ’  a pas d’i flue es su  les du es de vie prévues par le critère de Morrow modifié, 

puisque quelle que soit la loi utilisée, la contrainte moyenne stabilisée est négative et considérée 

nulle dans le critère de Morrow modifié. 
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Figure 78 : Comparaison entre essais et LdC des contraintes moyennes et maximales pour des essais à Rε=-5 

 
Figure 79 : Critères de MCB, SWT, et correction de Morrow calculés à partir des LdC à seuil (Xlim = 0,21 εy et Xlim = 0,34 

εy) pour des essais à Rε=-5 comparés aux essais à Rε = -1 et à Rε = -5 

La confrontation entre les durées de vie pour les quatre rapports de charges et les quatre critères 

calculés à partir des do es sta ilis es o te ues à l’aide de la LdC à seuil  sont visibles dans la 

Figure 80. Si certains points sont maintenant mieux alignés avec la droite de pente unitaire, les 

résultats correspondants à de grandes durées de vie avec chargement moyen en traction ’o t pas 
varié par rapport aux valeurs calculées à l’aide de la LdC à seuil , e ui est logi ue a  la 
modification du seuil ’agit ue pou  les iveau  de fai les a plitudes. 

Les trois lois de comportement identifiées sont récapitulées dans le Tableau 10. Par la suite, et bien 

u’elle o duise à u e su esti atio  des o t ai tes, la loi de f e e sera la LdC à seuil 1 (Xlim = 

,  σy). Ce hoi  est otiv  pa  l’i t t ue ev t ette loi ui ’est ide tifi e u’à pa ti  des essais 
de traction avec charges-d ha ges. L’i flue e des aut es lois se a tudi e po tuelle e t su  les 
résultats les plus discriminants. 
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Figure 80 : Comparaisons entre durées de vie prévues et estimées par les quatre critères calculés à partir des données 

sta ilis es al ul es à l’aide de la LdC à seuil  
 

Nom Paramètre Loi VAF Loi à seuil 1 Loi à seuil 2 

Paramètres élastiques 

� /�  1 1 1 � /�  1 1 1 � /�  0,88 0,88 0,88 

 150 150 150 � 0,3 0,3 0,3 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire X1 

� /�  85,7 85,7 85,7 �  5000 5000 5000 

Ecrouissage cinématique 

linéaire X2 

� /�  3,14 3,14 3,14 �  0 0 0 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire à seuil X3 

/�  500 160 290 �  1000 1000 1000 � �  /�  0 0,34 0,21 

Ecrouissage isotrope non-

linéaire à seuil R1 

�  1000 1000 1000 /�  -0,5 -0,16 -0,29 �  /�  0 0,34 0,21 

Tableau 10 : Bilan des trois lois de comportement identifies pour le 80HLES  
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2.5) Bilan du deuxième chapitre 

Ce deu i e hapit e s’est o e t  su  l’ide tifi atio  de la loi de comportement élasto-plastique 

du matériau en vue de prévoir l’ tat de o t ai tes et de d fo atio s sta ilis es du matériau afin 

de pouvoir appliquer les critères de fatigue étudiés lors du premier chapitre. Dans un premier temps, 

le comportement du matériau a t  ide tifi  à l’aide d’essais de t a tio  ave  ha ges-décharges. Un 

ouissage isot ope gatif, ai si ue deu  gi es d’ ouissages i ati ues – un linéaire et un 

non-linéaire - ont été observés. 

U e p o du e d’ide tifi atio  s ue tielle ui pe et d’ vite  toute opti isatio  oupl e des 
pa a t es a t  p opos e afi  d’ide tifie  u  od le i te o binant les modèles de Voce et 

Armstrong-Frederick.  

Ce modèle (LdC VAF) a montré cependant des limites au niveau de la prévision des contraintes 

o e es et a i ales sta ilis es lo s d’essais e  t a tio  p t e. Ces pa a t es ta t esse tiels 
pou  la p ise e  o pte de l’i flue e du appo t de ha ge da s les p visio s de du e de vie, et 
donc dans la suite de ce travail pour permettre la prise en compte des contraintes résiduelles, il est 

nécessaire de pouvoir prévoir correctement ces valeurs de contraintes stabilisées.  

Pour cela, un enrichissement des écrouissages, as  su  u  od le de loi d’ ouissage i ati ue 
à seuil, a été choisi. Son équivalent pou  l’ ouissage isotrope a été proposé afin de conserver la 

p o du e d’ide tifi atio  s ue tielle. 

Ce deuxième modèle (LdC à seuil 1) peut t e ide tifi  sa s utilise  d’essais supplémentaires. Une 

troisième loi (LdC à seuil 2) qui utilise les essais cycliques en traction répétée dans la base 

d’ide tifi atio  a t  p opos e également. Cette loi améliore la description des courbes de 

contraintes moyennes stabilisées. L’i flue e des diff e tes lois, sur la prévision des essais à 

déformation moyenne positive et négative, a également été étudiée. Il en ressort que les lois à seuil 

sont capables de p voi  l’i flue e du appo t de ha ge su  les o t ai tes sta ilis es. Cela est 

d’auta t plus vrai pour la LdC à seuil 2 dont la valeur du seuil est optimisée sur la courbe de la 

contrainte moyenne stabilisée à Rε=0. Cependant, dans la suite de ce travail, la loi de référence sera 

la LdC à seuil 1 identifiée uniquement avec les essais de traction avec charges-d ha ges. L’i flue e 
de ce choix sera rediscutée dans la suite de ce travail. 

A l’aide de la loi de o po te e t ide tifi e, il a t  o t  u’il est possi le de p voi  la boucle 

contrainte/déformation stabilisée dans une éprouvette droite axisymétrique, par intégration directe 

de la loi de comportement. La suite de ce travail est la prévision des états de contraintes et des 

courbes de durée de vie pour des structures présentant un accident géométrique. Pour cela, le 

recours aux éléments finis est la première possibilité. Cependant les calculs cycliques étant longs, 

une large partie du prochain chapitre est consacrée à l’utilisatio  de thodes si plifi es pou  la 
p visio  de l’ tat de o t ai tes et de d fo atio s e  plasti it  o fi e. Les essais servant à la 

validation du modèle sont p se t s afi  d’i t odui e e  e te ps le as d’ tude. 
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3.1) Présentation des méthodes simplifiées 

3.1.1) De la nécessité d’une méthode simplifiée 

L’id e de la d a he de di e sio e e t est d’o te i  les valeu s sta ilis es essai es à 
l’appli atio  de it es d’a o çages au poi t iti ue, i.e. l’amplitude de déformation, la contrainte 

moyenne ou la contrainte maximale locale. “’il est possi le d’o te i  es do es par la simple 

i t g atio  de la loi de o po te e t da s le as d’u e g o t ie simple comme cela a été fait sur 

les éprouvettes axisymétriques, l’appli atio  de la d a he à u e st u tu e essite la si ulatio  
du o po te e t à l’aide d’u  ode de alcul Eléments Finis (EF). 

Compte tenu des niveaux de chargements étudiés, de la plasticité confinée se développe autour du 

poi t iti ue. Cela a pou  o s ue e de eta de  l’ ta lisse e t du gi e sta ilis  ais 
gale e t d’alou di  le al ul EF. U e simulation cyclique est donc doublement coûteuse. 

L’o te tio  de ou es de du es de vie à pa ti  de les sta ilis s su  u  aillage « convergé » 

’est do  pas toujou s u e solutio  e visagea le e  u eau d’ tude. 

Une alternative au calcul EF doit donc pouvoir être utilisée. Différentes méthodes existent et ont été 

compilées dans différents travaux de thèse [12], [61]. On retiendra la simplicité de mise en 

application des méthodes énergétiques les plus anciennes telles que la règle de Neuber [9] et de 

celle de Molski-Glinka [10].  

La règle de Neuber fait l’h poth se, pour un état de contraintes uniaxial, que le produit de la 

contrainte par la défor atio  d’u  poi t de la courbe élasto-plastique équivaut à celui de la droite 

lasti ue. Molski et Gli ka o t p opos  u e h poth se si ilai e ais e  utilisa t l’ai e sous les 
courbes élasto-plastiques et élastiques comme illustré sur la Figure 82. 

 
Figure 82 Comparaison des règles de Neuber et de Molski-Glinka dans un cas uniaxial [62] 

Il a été montré que la règle de Neuber surestimait les contraintes tandis que celle de Molski-Glinka 

les sous-estime [11], [63]. De plus, ces méthodes ne peuvent être appliquées dans le cadre général 

multiaxial. Des extensions à un cadre multiaxial ont été proposées par Hoffman et Seeger [64], Ellyin 

et Kujawski [65], ou encore Moftakhar et al. [66] mais nécessitent de faire une hypothèse de 

multiaxialité.  
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3.1.2) Approches basées sur l’utilisation d’une loi de changement d’échelle 

Dans un cadre multiaxial, et en se plaçant dans le repère des contraintes principales, la 

détermination du tenseur des contraintes et des tenseurs des déformations élastiques et plastiques 

nécessitent neuf équations afin de déterminer les trois tenseurs  

� =  (� � � ) , ϵ  =  (� � � ) �� ϵ  =  � � � . 

La loi de Hooke do e t ois uatio s, la gle d’ oule e t e  do e t ois galement, la condition 

de bord libre en surface en donne une, la règle de Neuber généralisée une également, mais il 

manque une dernière équation, appel e l’heu isti ue de multiaxialité [12]. Différentes heuristiques 

de multiaxialité ont été proposés [66], [67] ais au u e e pe et d’o te i  u e solutio  
satisfaisante quel que soit le chargement. 

Afin de contourner le problème, une autre approche ’utilisa t pas la gle de Neu e  g alis e 
mais une loi de localisation a été proposée [11]2. Cette loi se ase su  l’a alogie e t e le p o l e 
d’u e zo e de plasti it  o fi e e  su fa e d’u  ilieu élastique et celui d’u e i lusio  lasto-

plastique dans une matrice élastique décrit par Eshelby [68] qui est illustrée sur la Figure 83. 

 
Figure 83 : Illustration de l'analogie à l'origine de la loi de localisation [61] 

Il est alors possible de lier la o t ai te da s l’i lusio  �  à la contrainte macroscopique dans la 

matrice élastique �  à l’aide de la elatio  

 � = � −  �   52 

où �   est la d fo atio  plasti ue da s l’i lusio  et  est un opérateur de localisation. 

                                                           

2
 Bien que Darlet [12] a o t  u’il tait possi le d’ ta li  u  lie  e t e les deu  app o hes. 
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L’ uatio  p de te peut t e di e te e t adapt e au p o l e de la plasti it  e  fo d 
d’e o he e  iva t l’ uatio  p de te  

 � = � � −  �  53 

où l’e posa t loc, respectivement nom, fait référence à des grandeurs prises au point critique, 

respectivement loin du point critique. � est la matrice de concentration de contraintes identifiée 

su  ’i po te uel i e t de al ul lasti ue, i.e. vérifiant � =  et est définie da s le as d’u  

chargement proportionnel par 

 � = � �  54 

La méthode simplifiée de Herbland [11] p opose d’ide tifie  l’op ateu  de lo alisatio  g â e à une 

simulation élasto-plasti ue d’u  ua t de le EF pour chaque niveau de sollicitation. Darlet [69] 

propose, lui, d’ide tifie  u  op ateur de localisation également lié au matériau, à la géométrie et à 

la direction du chargement mais identique quel que soit le niveau de la sollicitation macroscopique. 

Pou  ela, il p opose d’effe tue  deu  si ulatio s EF lasti ues do t u e ave  u  pseudo-coefficient 

de Poisson de 0,5 afin de simuler les déformations plastiques incompressibles. Les récents travaux de 

Raujol-Veillé [70] proposent une variante permettant une identification plus rapide grâce à une 

formulation analytique de l’op ateu  de lo alisatio , ais e se a pas utilisée dans ce travail. 

Dans tous les cas, après identificatio  de l’op ateu  de lo alisatio  pa  u e ou deu  si ulatio s EF 
sous chargement monotone, le comportement cyclique du matériau est obtenu en combinant 

l’i t g atio  de la loi de o po te e t à la loi de lo alisatio  afi  de déterminer le cycle stabilisé. Un 

gain substantiel est ainsi obtenu en évitant tout calcul EF cyclique sur la structure. 

Dans ce chapitre, la méthode sera appliquée sur des essais en plasticité confinée réalisés sur des 

éprouvettes à double-encoche pour deux rapports de charges nominaux. Les EF seront utilisés 

comme moyen de validation. Ces essais visent do  l’ tude de l’A o çage de Fissu es su  
éprouvettes Bi-Encoches (AmFiBiE) sa s p ise e  o pte des o t ai tes siduelles. L’i flue e de 
celles-ci sera étudiée dans le chapitre suivant. 

3.2) Essais sur éprouvettes à encoches AmFiBiE (état initial vierge) 

3.2.1) Présentation des essais AmFiBiE à Rσ=0 et Rσ=-∞ sans CR 

La géométrie des éprouvettes AmFiBiE est visible sur la Figure 84. Elles ont pour objectif de 

pe ett e l’ tude de la fatigue oligo li ue e  plasti it  o fi e ave  ou sa s o t ai tes 
résiduelles. Elles ont do  fait l’o jet d’u  o p o is [71] entre plusieurs critères : 

- possi ilit  d’i t odui e u  iveau hoisi de o t ai tes siduelles et de si ule  
u i ue e t le p o d  d’i t odu tio  ; 

- possibilité de mesu e  la o t ai te siduelle sa s d t ui e l’ p ouvette ; 

- état métallurgique du matériau maîtrisé (pas de soudure) ; 

- compatibilité avec la machine MTS 250 kN utilisée pour les essais cycliques. 

Afi  d’o te i  les p ouvettes de f e e, i.e. sans contraintes résiduelles, les tôles de 24 mm sont 

su fa es puis e tifi es pou  e ga de  ue la pa tie à œu  d’u e paisseu  de ,  . Les 
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p ouvettes so t e suite d oup es pa  le t o osio . Ce p o d  ui pe et de ’i t odui e ue 
très peu de contraintes résiduelles [72] dans le mat iau, g e u e ou he d’o datio  e  su fa e 
qui biaise les mesures de contraintes résiduelles en surface. Les encoches sont donc 

systématiquement électro-polies pour enlever une ou he d’u e centaine de microns d’ paisseu  et 

obtenir une surface de fo d d’e o he vie ge de toute o t ai te siduelle. 

 
Figure 84 : Géométrie des éprouvettes AmFiBiE (dimensions en mm) 

3.2.2) Durées de vie sous chargement cyclique de plasticité confiné 

Deux rapports de charge nominaux �� = � � /�  o t t  utilis s pou  e  tudie  l’i flue e 
sur la durée de vie. 

- traction répétée �� =  ; 

- compression répétée �� = −∞. 

Si le premier chargement est classique et pe et d’o se ve  plus facilement l’a o çage d’u e 
fissure, le deuxième a été choisi car il est représentatif de la sollicitation subie par un sous-marin.  

Les éprouvettes ont été sollicitées en fatigue à 2 Hz, sauf les 1000 premiers cycles qui sont réalisés à 

une fréquence de  Hz afi  d’e egistrer plus de points par cycle. Ces chargements sont appliqués en 

out d’ p ouvette ais le pilotage lo al au  poi ts iti ues ’est pas aît is  a  il d pe d du 
comportement élasto-plastique du matériau comme illustré sur la Figure 85. 

 
Figure 85 : Diff e e da s l’ volutio  du ha ge e t lo al et du o i al pou  u  essai à Rσ = 0 

L’a o çage est d te t  g â e au s st e ACPD Alte ative Cu e t Pote tial D op) développé par la 

société Matelect®[73]. Le principe est de mesurer la différence de potentiel électrique de part et 

d’aut e de la zo e d’appa itio  de la fissu e. La va iatio  du pote tiel i di ue l’a o çage et la 
propagation de la fissure. Cette mesure doit être calibrée pour lui faire correspondre une taille de 
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Figure 88 : Courbes de durées de vie expérimentales obtenues lors des essais AmFiBiE à � =  et à � = −∞ 

3.2.3) Mesures de déformations lors des essais AmFiBiE 

Afi  d’app ie  les apa it s du od le d’a o çage, les essais o t t  i st u e t s pa  des jauges 

de déformation et pa  des esu es pa  o latio  d’i ages. L’i t t de combiner les deux 

thodes side da s la o pl e ta it  e t e l’i fo atio  de ha p appo t e par la corrélation 

d’i ages, ui pe et d’o se ve  la lo alisatio  des d fo atio s au o e t de l’a o çage et u e 
information locale plus précise apportée par les jauges. Cela permet également d’effe tue  une 

validation simultanée des résultats issus des deux techniques de mesure. 

3.2.3.1) Mesure par jauge de déformation 

Les jauges de déformation sont des jauges KYOWA® KFG-02-120-C1-11 avec une surface de mesure 

de , .  ². Elles o t t  oll es e  fo d d’e o he à mi-épaisseur de l’ p ouvette ave  u e 
olle a oa late. L’a uisitio  est alis e via u  s st e HBM Spider® à une fréquence de 50 Hz 

permettant une acquisition de 50 points par cycle lors des 1000 premiers cycles. 

3.2.3.2) Mesure par stéréo-corrélation d’images 

Le système utilisé pour la stéréo-corrélation d’i ages est le GOM 4M® utilisant un capteur de 4 

mégapixels. Le mouchetis pratiqué est visible sur la Figure 89. La taille de sous-fenêtre utilisée est de 

 pi els e ui o espo d à e vi o  , ,  ² soie t  fa ettes suiva t l’ paisseu  de 
l’ p ouvette. La p ofo deu  de ha p e pe et pas l’a uisitio  da s toute l’e o he ais est 
suffisante pour obtenir une bonne co latio  e  fo d d’e o he où les d fo atio s so t 
maximales. Afin de post-traiter les résultats, une jauge fictive, qui correspond à la zone ombrée sur la 

Figure 90, de 7 sous-fenêtres x 1 sous-fenêtres est utilisée afin de suivre les déformations au cours de 

l’essai. Cela a pou  o je tif d’avoi  u e taille de jauge uivale te à elle de la jauge de d fo atio  
utilis e su  l’aut e e o he et pe et gale e t de o e e  le uit de esu e da s la zo e où les 
déformations sont uniformes. U e photog aphie de l’ p ouvette i st u e t e e t e les o s de la 
machine MTS® est visible sur la Figure 91. La comparaison entre les résultats obtenus par une jauge 

de déformation et par stéréo- o latio  d’i ages lors du premier cycle de chargement en traction 

répétée à une amplitude de 0,24 σy est visible sur la Figure 92, montrant une bonne corrélation entre 

les deux techniques bien que les résultats obtenus par stéréo- o latio  d’i age soient plus bruités. 
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e iste t, l’o d e de g a deu  est correct. La loi de comportement VAF et la LdC à seuil 1 sont 

représentées et montrent, toutes les deux, u e o e apa it  à p voi  l’a plitude de d fo atio  
longitudinale stabilisée, pour une amplitude de chargement donnée. 

 
a)                                                                  b) 

Figure 94 : Comparaison des amplitudes de déformations expérimentales avec les prévisions numériques données par les 

deux lois de comportement pour des chargements à � =  (a) et � = −∞ (b) 

Les sultats du od le EF pe ette t d’o se ve  le appo t de ha ge e t lo al � défini par 

 � = � � /� . 55 

La Figure 95 montre les valeurs de �  obtenues pour des chargements nominaux de traction 

répétée et de compression répétée. Avec la loi de comportement VAF, le rapport de chargement 

local est très proche de -1, ce qui correspondrait à un chargement local purement alterné, et ne 

présente pas de différence significative lorsque le chargement nominal change de signe. Avec la LdC 

à seuil 1, le rapport de charge local dépend à la fois du niveau de chargement et du signe de la 

contrainte nominale, pe etta t de e d e o pte de l’i flue e du appo t de ha ge. Pou  les plus 
hauts niveaux de chargement et avec les deux rapports de charge nominaux, le rapport de charge 

local converge vers -1, rendant ainsi compte du fait u’il ’  a pas d’i flue ce significative du rapport 

de charge nominal pour ces niveaux-là. 

Afi  de si ule  u i ue e t le o po te e t li ue du at iau, l’utilisatio  d’u e UMAT® a 
été nécessaire. Cela a été fait pour pouvoir comparer les résultats de la méthode simplifiée à la 

thode l e ts fi is. Cepe da t, da s le ad e d’u e utilisatio  de la thode e  u eau 
d’ tude, il ’est pas essai e de dispose  de ette UMAT® puis ue l’ide tifi atio  de l’op ateu  de 
localisation se fait sur un quart de cycle et que les LdC avec et sans seuil décrivent le même 

comportement monotone. 
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Figure 95 : Prévisions numériques des rapports de charge locaux �  pour les deux lois de comportements et les 

deux rapports de charge nominaux 

3.4) Identification des opérateurs de localisation 

3.4.1) Mise en équations de l’opérateur de localisation de Herbland 

L’op ateu  de lo alisatio   doit ensuite être identifié terme par terme. Des simplifications 

peuvent être faites. Grâce à la condition de bord libre en surface de l’e o he, la lo alisatio  des 
o t ai tes, les te seu s s’ ive t : 

 � = (  
 ��� )  

      ,   � =
( 
   
�  �  �  ) 

        ,    =
( 
                            ) 

   56 

La contrainte de cisaillement �  ta t gligea le da s le as d’ p ouvettes plates solli it es e  
traction-compression, l’ uatio  52 devie t u  ouple d’ uatio s s alai es ui da s le as où la 
sollicitation nominale est u ia iale s’ it : 

 {� = � −  �  −  � ,� = � − �  − � ,  57 

Il ne reste donc que trois termes à identifier qui sont optimisés sur la première charge. En pratique, il 

suffit de déterminer la valeur de . G â e au ouple d’ uatio s p de t, les pa a tres sont 

obtenus 

 {  
  = ( � − �  − . � , ) �  = ( � − �  − . � , ) �  

 58 
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3.4.2) Mise en équations de l’opérateur de localisation de Darlet 

En 2014, Da let a p opos  l’ide tifi atio  de l’op ateu  de lo alisatio   basée sur les travaux de 

thèse Sauzay en 2000 [74]. Ce dernier a étendu le p o l e d’u e i lusio  élasto-plastique dans un 

milieu élastique décrit par Eshelby [68] à celui d’u e i lusio  lasti ue h misphérique en surface. La 

loi de lo alisatio  s’ it alo s 

 { = =  −= ∗ , 59 

où  est le module de cisaillement calculé comme 

 = + . 60 � est le facteur de localisation d’une inclusion plastique dans une matrice élastique telle que 

proposée par Eshelby en 1958 par 

 = −− . 61 

La valeur de � a été évaluée à 1,79 par Deperrois en 1990 [16] comme la valeur du rapport des 

o t ai tes au e t e d’u e i lusio  lasti ue hémisphérique en surface et Darlet a montré que 

 = − − ++ − − , 62 

où � est identifié en fonction du coefficient de Poisson par un calcul EF 

 = �� − �� �� − �� . 63 

Enfin, � est identifié de manière similaire à � en utilisant un coefficient de Poisson � = ,  afin de 

si ule  le o po te e t plasti ue iso ho e, à la fois da s u  se o d al ul EF et da s l’ uatio  63. 

3.4.3) Mise en pratique des deux  procédures d’identification 

Pour identifier l’op ateu  de lo alisatio  de méthode simplifiée de Darlet (MSD), deux simulations 

EF élastiques sont donc nécessaires contre une seule simulation mais élasto-plastique pour la 

méthode simplifiée de Herbland (MSH). Dans le cas de la MSD, les données à extraire du modèle EF 

sont la contrainte au point critique dans les directions longitudinale (11) et hors-plan (33) en se 

référant au repère de la Figure 84. Il est également nécessaire de connaître la contrainte nominale 

ui pilote le ha ge e t. Da s le as de la M“H, il est gale e t essai e d’e t ai e la déformation 

plastique au point critique. 

L’op ateu  de Da let peut t e ide tifi  su  ’i po te uel i e t de al ul lasti ue EF et e 
dépend pas de l’a plitude du chargement. La p o du e d’ide tifi atio  d oule di e te e t des 
équations de la section 3.4.2) et e essite pas d’opti isatio  i de hoi  su  les a plitudes de 
chargement. Le reste de cette section est consacrée à l’op ateu  de He la d. Il est important de 

noter que l’u e ou l’aut e des lois de o po te e t peut t e utilis e puisque le comportement 

u’elles ep se te t est identique lors du premier quart de cycle. 
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Il est également possible de coupler les deux méthodes en identifiant la valeur de �  à l’aide des 
travaux de Darlet [12]. Dans le cas complètement multiaxial où les contraintes de cisaillement ne 

peuve t t e glig es e ui ’est pas le as i i), l’op ateu  de lo alisatio  est gale e t o te u 
sans fai e plus de al uls pa  Da let, ta dis u’il est essai e d’effe tue  u  deu i e al ul élasto-

plastique suivant la méthode de Herbland. Il pourrait être également identifié par la méthodologie 

proposée par Darlet, permettant une identification déterministe des opérateurs, ce qui combine 

l’ava tage d’u  op ateu  li  au ha ge e t et a priori plus robuste au regard du trajet de 

ha ge e t et d’u e ide tifi atio  sa s p o du e d’opti isatio . 

3.4.4) Prévisions du premier quart de cycle par les MS 

Les résultats de l’ide tifi atio  de l’op ateu  de He la d et de l’op ateu  de Da let pour 4 niveaux 

de chargement de traction monotone, sont visibles respectivement sur la Figure 98 et la Figure 99. 

Les résultats so t eilleu s su  les plus petits iveau  ie  ue l’ide tifi atio  du te e de couplage 

ait été faite sur un niveau élevé. Il est important de noter que, grâce à la symétrie de la loi de 

o po te e t, l’op ateu  est i d pe da t du sig e du ha ge e t. 

  

  
Figure 98 : Identification de l'opérateur de localisation de Herbland pour 4 niveaux de chargement : a) � = ,  �  , 

b) � = ,  �  , c) � = ,  �  et d) � = , � �  

“i l’op ateu  de He la d se le plus à e de ep odui e le o po te e t lo al su  es 
chargements de t a tio , ’est e  pa tie pa e u’il a t  di e te e t ide tifi  su  ha u  de es 
t ajets. L’o je tif de l’appli atio  de es thodes si plifi es ta t la p visio  des pa a t es 
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sta ilis s se va t au al ul des it es de fatigue, l’ tape de validation suivante est la comparaison 

des boucles stabilisées prévues par les deux méthodes avec celles obtenues par EF.  

  

  
Figure 99 : R sultats de l’ide tifi atio  de l'op ateu  de lo alisatio  de Da let pou   iveau  de hargement : a) � = ,  �  , b) � = ,  �  , c) � = ,  �  et d) � = , � �  

Le Tableau 11 su e les a ts o se v s à l’issue du p e ier quart de cycle sur les valeurs 

maximales de contraintes et de déformations locales observées sur les 2 figures précédentes. Si les 

valeurs de contraintes sont bien prévues ave  les  op ateu s, e ui s’e pli ue e  pa tie pa  le 
comportement quasiment plastique parfait du matériau, les écarts sur la déformation maximale 

observée sont de 22% pour le dernier niveau de plasticité confinée et atteignent 40 % pour le niveau 

suiva t ave  l’op ateu  de lo alisatio  de Da let. E  eva he, les a ts su  le iveau maximal sont 

gligea les ave  l’op ateu  de He la d. 

�  
�  �  

MSH MSD MSH MSD 

0,43 0,2% 9,1% -0,2% -3,1% 

0,57 0,2% -1,7% -0,1% -4,0% 

0,71 0,3% -22,4% 2,1% 0,0% 

0,79 0,3% -40,2% 1,7% -0,3% 

Tableau 11 : Ecarts relatifs en % sur les valeurs prévues par les méthodes simplifiées par rapport à la prévision EF du 

premier quart de cycle. 
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3.5) Boucles stabilisées pour les lois VAF et à seuil 1 à Rσ=0 et Rσ=-∞ MS & EF  

Une fois que l’op ateu  de lo alisatio  est ide tifi , le o po te e t li ue peut t e simulé 

jus u’à o te tio  de la ou le sta ilis e. La o pa aiso  des ou les pou  les deux lois à �� = , 

respectivement à �� = −∞ , est réalisée sur la Figure 100, respectivement la Figure 101, pour les 

4 niveaux de chargement précédents et par les trois méthodes : 

- méthode éléments finis (EF) ; 

- méthode simplifiée avec opérateur de localisation de Herbland (MSH) ; 

- méthode simplifiée avec opérateur de localisation de Darlet (MSD). 

 

 
Figure 100 : Bou les d’h st sis sta ilis es da s les di e tio s  et  pou  LdC VAF et à seuil 1 pour quatre niveaux de 

chargements nominaux à � =  

Si la forme et la taille des boucles prévues par les MS sont comparables aux boucles obtenues par EF, 

le iveau de d fo atio  a i al e l’est pas. Cette diff e e vie t d’u e d fo atio  cyclique 

progressive plus élevée avec la méthode EF u’ave  les M“. Cette d fo atio  est liée à la 

o figu atio  d’ p ouvettes à e o hes et au pilotage nominal/local. En effet, la loi de 

comportement ne permettrait pas de simuler un phénomène de Rochet à long terme sur une 

structure sans concentrateur de contrainte, comme lors du chapitre II. Cette déformation apparaît 
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principalement sur les niveaux de chargement élevés pour lesquels aucune mesure de déformation 

’a t  alis e cf Figure 94), ce qui empèche toute comparaison essais/calculs.  

Heureusement, puis ue ’est l’a plitude de d fo atio  ui est utilis e da s les it es de fatigue 
p opos s, et a t su  la p visio  des a i u s de d fo atio  ’au a do  pas de o s ue e 
directe sur les prévisions de durée de vie à l’a o çage. 

Quel que soit le rapport de charge utilisé, la méthode simplifiée de Herbland couplée à une loi de 

comportement à seuil permet de décrire la forme des boucles et les niveaux de contraintes 

principales prévus par la méthode EF avec un gain de temps considérable3. L’ tape suiva te est 
l’o te tio  des pa a t es sta ilis s e t a t da s les it es utilis s. 

 

 
Figure 101 : Bou les d’h st sis sta ilis es da s les di e tio s  et  pou  les LdC VAF et à seuil 1 pour 4 niveaux de 

chargements nominaux à � = −∞ 

                                                           

3
 Le gain de temps de calcul est estimé à un facteur 100 sur des structures simples comme celles-ci, maillées 

avec moins de 6000 l e ts. Le gai  est d’auta t plus i po ta t ue la st u tu e o p e d d’ l e ts.  
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3.6) Comparaison des prévisions des paramètres des critères d’amorçage  

La Figure 102 montre les amplitudes de déformation équivalentes stabilisées obtenues par les trois 

méthodes, pour les deux rapports de charge et les lois de comportement VAF et à seuil 1. Pour 

rappel (cf. chapitre I), l’a plitude de d fo atio  uivale te est al ul e selo  

  �� = √�� :��+ ² + √ �� :�� . 64 

Les résultats de la Figure 102 permettent de valider l’utilisatio  des thodes si plifi es pou  le 
calcul de ce premier paramètre commun à tous les critères choisis dans cette étude quelle que soit la 

faço  d’ide tifie  l’op ateu  de localisation. Les résultats EF d’a plitude de d fo atio  ayant été 

validés par des mesures de jauge (cf. section 3.3), ils peuvent maintenant servir de moyen de 

validation pour les méthodes simplifiées. 

Lo s ue l’h poth se de plasticité confinée est respectée, i.e. pour tous les niveaux de chargements à 

l’e eptio  du de ie , les sultats des deu  M“ so t si ilai es et t s p o hes des p visio s EF. 

 

 
Figure 102 : Comparaison entre les prévisions d’a plitudes de d fo atio s équivalentes stabilisées pour les deux lois 

de comportement par EF et par les deux MS pour les deux rapports de charge ( � =  et � = −∞ ) 
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La Figure 103 montre les contraintes moyennes et maximales équivalentes stabilisées pour les lois de 

comportement VAF et à seuil et les deux rapports de charge. Le dernier niveau de chargement, qui 

e espe te pas l’h poth se de plasti it  o fi e, p se te u e oi s o e o latio  EF/M“. 

 

 
Figure 103 : Comparaison entre les prévisions de contraintes moyennes et maximales équivalentes stabilisées pour les 

deux lois de comportement par EF et par les 2 MS pour les deux rapports de charge ( � =  et � = −∞ ) 
Très peu de différences apparaissent sur les amplitudes de déformations et les contraintes 

maximales équivalentes. En effet, les normes quadratiques utilisées pour ces deux paramètres 

permettent de diminuer les différences observées dans la direction hors-plan. Pour rappel, la 

contrainte maximale équivalente est calculée suivant 

 �  = � = √ � :� . 65 

Une différence plus importante est visible sur les prévisions de contraintes moyennes équivalentes 

avec la loi à seuil . Cela est dû au fait ue, si elle a l’ava tage de o se ve  le sig e du te seu , 
l’utilisatio  de la t a e o e pa a t e d’ uivale e donne le même poids aux contraintes 

longitudinale et hors-plan (direction 33). Or, ces dernières sont moins bien estimées.  

Il est à ote  aussi u’u e fo ulatio  ultia iale as e su  u e app o he pla  iti ue (cf. Chapitre 

I) aurait pu être utilisée et aurait conduit dans le cas présent à des résultats similaires comme il sera 

montré dans la section 3.8.1. 
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Il est t s i po ta t d’o se ve  ue uel ue soit le as de ha ge e t, la o t ai te o e e est 
entièrement relâchée avec la loi de comportement VAF. Ce constat indique que la gamme 

d’a plitudes de d fo atio s stabilisées prévues correspond à la même que celle du chapitre II où il 

’est pas pe ti e t d’ tudie  l’i flue e du appo t de ha ge via les it es p opos s ave  u e loi 
sans seuil. 

3.7) Comparaison des prévisions de durées de vie EF, MS et expérimentales  

Les p visio s de du e de vie à l’a o çage o te ues à l’aide du it e de fatigue proposé dans le 

chapitre I, i.e. le critère de Morrow modifié, sont présentées sur la Figure 104. Les valeurs ont été 

al ul es à l’aide des sultats EF et pou  les deu  thodes si plifi es. La première constatation est 

que toutes les prévisions sont conservatives. La deuxième est que les trois méthodes (EF + 2 MS) 

donnent sensiblement les mêmes résultats. 

 

 
Figure 104 : Comparaison entre les prévisions de durées de vie pour les deux lois de comportement par EF et par les 2 MS 

avec les durées de vie expérimentales pour les deux rapports de charge ( � =  et � = −∞ ) 
Avec la loi de comportement VAF, le critère ne prévoit aucun effet du rapport de charge nominal sur 

les durées de vie, puisque la contrainte moyenne est relâchée. Avec la LdC à seuil 1, les durées de vie 

prévues sont plus faibles pour les essais en traction répétée (�� =  que pour les essais en 

compression répétée (�� = −∞) conformément à ce qui est observé expérimentalement. Il en 

sulte u  o se vatis e o sta t ave  la loi à seuil . L’i apa it  de la loi VAF à p voi  
o e te e t la o t ai te o e e avait d jà t  ot e lo s des essais d’ide tifi atio  de la loi de 

comportement et se retrouve ici.  
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La confrontation entre durées de vie calculées, à partir des résultats EF obtenus avec la loi à seuil 1, 

pour les quatre critères et celles observées expérimentalement est visible sur la Figure 105. Il 

apparaît clairement que le seul critère pour lequel le conservatisme est constant, quel que soit le 

rapport de charge nominal, est le critère de Mor o  odifi . C’est aussi le it e le plus o se vatif.  

 
Figure 105 : Prévisions de durées de vie calculées, à partir des résultats EF obtenus avec la loi à seuil 1, et avec les quatre 

critères confrontées aux durées de vie expérimentales. 

En conclusion de cette sous-partie, il convient de retenir que : 

- la LdC à seuil 1 pe et de d i e l’i flue e du appo t de ha ge, o t ai e e t à la loi 
VAF. C’est u  poi t esse tiel pou  la p ise e  o pte future des contraintes résiduelles ; 

- l’utilisatio  de l’u e ou l’aut e des thodes si plifi es donne des résultats similaires aux 

résultats obtenus par EF, même si une différence sur les durées de vie prévues est observée ; 

- seul le it e de Mo o  odifi  pe et d’o te i  des p visio s de durées de vie avec un 

conservatisme qui ne dépend pas du rapport de charge, montrant que la méthode de 

dimensionnement est robuste vis-à-vis de ce paramètre. Ce dernier point est de bon augure 

pour la prise en compte des contraintes résiduelles qui sera détaillée dans le prochain 

chapitre ;  

Plusieurs choix ont dû être effectués afin de mettre au point le modèle. Afin de compléter ce 

chapitre, une étude de l’i flue e de es hoi  su  les du es de vie est maintenant présentée : 

- du it e d’ uivale e ; 

- de la valeur du seuil dans la loi de comportement ; 

- d’u e h poth se des o t ai tes pla es ; 

- de l’identification d’u  u i ue op ateu  de lo alisatio  pou  tous les niveaux ; 

- de l’effet de g adie t. 
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3.8) Etude de la sensibilité des résultats par rapport aux choix effectués 

3.8.1) Sur les paramètres d’équivalence multiaxiaux du critère de fatigue 

Le critère d’ uivale e p opos  sulte d’u  hoi  fait pou  i t odui e l’i flue e d’u e o t ai te 
hors plan tout en assurant une continuité avec un cas de chargement uniaxial. Un critère 

d’ uivale e de type plan critique aurait également pu être utilisé où le plan critique est celui pour 

lequel la déformation normale est maximale. L’i flue e de e hoi  su  l’a plitude de d fo atio  
calculée par EF lors des essais en traction répétée est montrée sur la Figure 106. Par la configuration 

quasiment uniaxiale, aucune différence significative ’est observée entre ces deux critères. Une 

légère sous-estimation est cependant observée sur la courbe de contrainte maximale visible sur la 

Figure 107 lorsque le critère de von Mises est utilisé. La courbe de la contrainte moyenne visible sur 

la même figure montre une légère différence e t e l’utilisatio  de la o t ai te o e e da s la 

direction principale et le premier invariant du tenseur de la contrainte moyenne. 

  
Figure 106 : I flue e du it e d’ uivale e sur les 

amplitudes de déformations stabilisées (EF, � =0)  

Figure 107 : I flue e du it e d’ uivale e su  les 
contraintes moyennes et maximales stabilisées (EF, � =0)  

Il e  sulte u e a se e d’i flue e significative du it e d’ uivale e su  la ou e de MCB 
visible sur la Figure 112. Le it e de Mo o  odifi  ’est pas ep se t  a  il est ide ti ue au 
critère de Morrow puisque la contrainte moyenne est positive. Avec les autres critères, quel que soit 

le niveau de chargement étudié, les essais effectués donnent un état de contraintes quasiment 

uniaxial. L’i flue e des it es d’ uivale e est do  fai le et este i f ieu e à %. 

 
Figure 108 : I flue e du it e d’ uivale e su  les durées de vie prévues (EF, � =0)  
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3.8.2) Influence de la valeur du seuil de la loi de comportement 

Afi  d’ tudie  l’i flue e de la valeu  du seuil, les sultats o te us via la M“H ave  la LdC à seuil 1 

(� �  =  ,  �  ) et la LdC à seuil 2 (� �  =  ,  �  ) so t o pa s. L’utilisatio  de la LdC à seuil 

1 surestime les amplitudes de déformations prévues pour les niveaux de chargement élevés (Figure 

109) et les prévisions de contraintes stabilisées (Figure 110), ce qui implique à chaque fois une sous-

estimation des durées de vie visibles sur la Figure 111. 

  
Figure 109 : Influence du seuil sur les amplitudes de 

déformation équivalentes stabilisées (MSH, � =0)  

Figure 110 : Influence du seuil sur les contraintes moyennes 

et maximales équivalentes stabilisées (MSH, � =0) 

 
Figure 111 : Influence de la valeur du seuil sur les durées de vie prévues (MSH, � =0) 

3.8.3) Non-conservatisme d’une hypothèse contraintes planes  

De par la géométrie des éprouvettes AmFiBiE et l’ tat de o t ai tes e ge d  par le chargement 

siduel et li ue u’elles su isse t, l’h poth se d’u  tat de o traintes pla es da s l’e se le 
de l’ p ouvette semble raisonnable. Cette hypothèse permet de réduire les temps de calcul, à la fois 

par EF et également par les MS. La méthode simplifiée de Herbland, sous hypothèse de contraintes 

planes, peut se résumer à u e uatio  s alai e e  su fa e de l’e o he [75] : 

 � = � −  �  . 66 

L’ide tifi atio  de l’u i ue te e esta t est alors donnée directement par 

 = ( � − �  ) �   67 
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Par souci de cohérence, un modèle EF avec des éléments 2D contraintes planes a été utilisé pour 

ide tifie  l’op ateu  de He la d. L’h poth se de o t ai tes pla es pe et do  d’opti ise  à la 
fois le te ps de al ul a al ti ue et l’ide tifi atio  de l’op ateu  de He la d.  

La méthode a ensuite été appliquée pour des cas de chargement en traction répétée. Les amplitudes 

de déformations stabilisées sont visibles sur la Figure 112 montrant une sous-estimation de 

l’a plitude de d fo atio  si l’h poth se des o t ai tes pla es est utilisée. La Figure 113 montre, 

quant à elle, les contraintes moyennes et maximales stabilisées et indique que si la contrainte 

maximale est bien prévue, la contrainte moyenne est également sous-estimée da s le as d’u e 
hypothèse de contraintes planes. Il est intéressant de noter que la contrainte moyenne présente un 

léger saut pour une amplitude de 0,24 σy qui est la conséquence de la chute de la contrainte 

maximale combinée à un pilotage « structurel » pour cette même amplitude. 

Les courbes de durées de vie sont visibles sur la Figure 114 et sont la conséquence des deux courbes 

précédentes. Les amplitudes de déformation étant sous-estimées, les durées de vie sont surestimées 

ave  les t ois it es si l’h poth se des o t ai tes pla es est faite. Ce ph o e est a plifi  ave  
le critère de Morrow (qui est équivalent au critère de Morrow modifié car la contrainte maximale est 

positive) pour les faibles niveaux de chargements où une sous-estimation de la contrainte moyenne 

su vie t gale e t. L’h poth se des o t ai tes pla es ’est do  pas o se vative da s le as 
présent et ne se a utilis e ue pou  ett e e  vide e l’influence des hypothèses restant à étudier.  

  
Figure 112 : Influence des contraintes planes sur les 

amplitudes de déformations équivalentes stabilisées 

(MSH, � =0) 

Figure 113 : Influence des contraintes planes sur les 

contraintes moyennes et maximales équivalentes 

stabilisées (MSH, � =0) 

 
Figure 114 : Influence des contraintes planes sur les durées de vie prévues (MSH, � =0) 
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3.8.4) )nfluence de l’hypothèse d’un unique opérateur de (erbland  

Des simulations numériques par la MSH en 2D contraintes planes o t pe is de ua tifie  l’e reur 

faite si un unique opérateur est identifié sur le niveau de chargement le plus élevé qui respecte 

l’hypothèse de plasticité confinée. i.e. pour � = ,  � . Cela e pli ue u’il ’  a pas d’i flue e 
pour ce niveau comme le montre la Figure 117. Pour les niveaux inférieurs, l’h poth se du �  fixe est 

conservative avec un facteur 2, qui peut être coûteux en termes de surdimensionnement. A l’i ve se, 

pou  les iveau  sup ieu s, l’h poth se du �  fi e ’est pas o se vative.  

  
Figure 115 : Influence de l'hypothèse d'un unique opérateur 

de localisation sur les amplitudes de déformation 

équivalentes stabilisées (MSH 2D, � =0) 

Figure 116 : Influence de l'hypothèse d'un unique 

opérateur de localisation sur les contraintes moyennes 

et maximales équivalentes stabilisées (MSH 2D, � =0) 

 

 
Figure 117 : Influence de l'hypothèse d'un unique opérateur de localisation sur les durées de vie (MSH 2D, � =0) 
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3.8.5) Absence d’influence du gradient de contraintes  

Au-delà de l’i flue e de la p visio  des o t ai tes et des d fo atio s, le o se vatis e de la 
méthode peut être lié à deux effets : 

- L’effet de volu e, qui est la conséquence de la différence de volume de matière sollicité à 

isocontrainte entre les éprouvettes axisymétriques (cylindre de 4mm de rayon et long de 30 

) et les p ouvettes à e o he pou  les uelles seule la lig e e  fo d d’e o he, de volu e 
nul, est sollicitée à isocontrainte. 

- L’effet de g adie t, qui est la conséque e du g adie t de o t ai tes au o d de l’e o he. 
Les o t ai tes di i ua t fo te e t ave  la dista e à la su fa e de l’e o he, ette 
configuration est moins nocive que celle des éprouvettes de calibration où la contrainte est 

constante dans toute la se tio  de l’ p ouvette, e t aî a t u e aug e tatio  des du es de 
vie ue le it e e peut p e d e e  o pte e  l’ tat.  

Il est possible de prendre en compte le gradient de contraintes en moyennant les grandeurs 

dimensionnantes su  u e lo gueu  de l’ordre de grandeur de quelques grains. Cela peut être 

effe tu  soit di e te e t à pa ti  d’u  od le EF, soit e  utilisa t des g a deu s o e es pou  
l’ide tifi atio  du oeffi ie t de o e t atio s de o t ai tes et de l’op ateu  de lo alisatio .  

Afin d’ tudie  l’o d e de g a deu  de l’i flue e du g adie t su  la du ée de vie, un cas de 

chargement e  t a tio  p t e d’a plitude ,  σy est simulé par EF avec la LdC à seuil 1. Les 

do es sta ilis es so t elev es à pa ti  du poi t iti ue su  tout le liga e t de l’ p ouvette, i.e. 

d’u e e o he à l’aut e. Les valeurs obtenues en tout point sont ensuite moyennées entre ce point 

et le point critique. Enfin, ces valeurs moyennées sont utilisées dans le critère de Morrow modifié. 

Co e il a t  o t  ue l’app o he « paramètres équivalents » ’est pas sig ifi ative e t 
différente de l’app o he pla  iti ue, ette de i e est utilis e. 

L’ volutio  de la du e de vie p vue pa  le it e de MM e  fo tio  de la dista e su  la uelle 
sont moyennées les grandeurs est visible sur la Figure 118. En considérant une longueur critique de 

0,1 mm, soit dix fois la taille de grain, la durée de vie estimée augmente de %. L’i flue e de la p ise 
e  o pte d’u e lo gueu  i te e suiva t les deu  aut es di e tio s a t  tudi e gale e t et a 

encore moins d’i flue e. Les g adie ts de o t ai tes et de d fo atio s ’o t do  pas d’effets 
significatifs sur les durées de vie prévues. 

 
Figure 118 : Influence d'une longueur critique suivant le ligament de l'éprouvette  
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3.9) Conclusion du chapitre III 

Au ou s de e hapit e, la essit  de l’utilisatio  de éthodes rapides pour l esti atio  de l’ tat 
de o t ai tes et de d fo atio s sta ilis es au poi t iti ue d’u e st u tu e a t  i t oduite. Il a 
été choisi de se concentrer sur les méthodes basées sur une loi de localisation car ces dernières sont 

applicables dans un cadre multiaxial.  

Des essais ont été effectués sur des éprouvettes plates à encoches en appliquant un chargement 

o i al e  out d’ p ouvette, o duisa t à u  ha ge e t lo al de plasti it  o fi , o e ’est 
le cas dans un joint soudé de type sous-marin. Une première moitié des éprouvettes a été sollicitée 

e  t a tio  p t e o duisa t à des du es de vie plus fai les ue l’aut e oiti  ui a t  solli it  e  
compression répétée. Le reste du chapitre avait pour objectif de prévoir correctement les durées de 

vie dans ces deux cas de figures, et pour tous les niveaux de chargement. 

Pou  ela, la thode si plifi e ave  l’op ateu  de lo alisatio  de He la d a t  utilis e. 
L’op ateu  de Da let a gale e t t  ide tifi  à l’aide de si ulations EF de l’ p ouvette. Les deux 

méthodes ont permis de prévoir des durées de vie t s si ilai es à elles al ul es à l’aide de 
simulations éléments finis, bien que des écarts entre les différentes méthodes aient été observés sur 

les paramètres stabilisés entrant dans le calcul des durées de vie. 

Le it e de Mo o  odifi  est le seul ui a pe is d’o te i  des prévisions conservatives (facteur 

de conservatisme de l’o d e de  à ) quels que soient le rapport de charge et le niveau de 

chargement. Ce conservatisme est lié, comme lors du chapitre II, au niveau de chargement. En effet, 

il est plus important pour les essais aboutissant à de grandes durées de vie (>104 cycles). Cependant, 

il est aussi visible pour de plus faibles durées de vie, contrairement à ce qui a été observé sur les 

éprouvettes axisymétriques du chapitre II. 

Au u  des pa a t es d’i flue e étudiés e pe et d’e pli ue  l’appa itio  de conservatisme pour 

les niveaux de chargement aboutissant à de faibles durées de vie. L’effet de g adie t, s’il est p se t 
est trop faible, pour expliquer le conservatisme obtenu. L’adou isse e t du at iau, ui ’est pas 
pris en compte par la loi de comportement, pou ait l’e pli ue . Ce point sera réexaminé dans le 

chapitre IV qui vise la prise en compte des o t ai tes siduelles da s le od le ui vie t d’ t e 
présenté. 
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Pour répondre à cet objectif, des contraintes résiduelles sont introduites dans les éprouvettes 

AmFiBiE par deux procédés mécaniques différents. Ces nouvelles éprouvettes sont alors testées en 

fatigue et les résultats obtenus sont comparées à ceux du chapitre précédent. Par la suite, 

différentes méthodes originales adaptées à la prise en compte de différentes configurations d’ tat 
initial sont proposées avant d’appli ue  elle ui convient à l’application AmFiBiE. Enfin, avant de 

lo e e hapit e, u e atte tio  pa ti uli e se a po t e au  p visio s d’ volutio  sous chargement 

li ue d’u  tat de o t ai tes i itial do  pa  le iais d’essais in-situ de mesures de contraintes 

sous chargement cyclique. 

4.1) Influence des contraintes résiduelles sur la durée de vie 

4.1.1) Origine des contraintes résiduelles 

Les contraintes résiduelles sont des contraintes internes à une pièce et qui sont donc présentes en 

absence de tout effort extérieur. Les contraintes résiduelles sont nécessairement auto-équilibrées. 

Les composantes du tenseur des contraintes sont donc positives dans une zone de la pièce et 

négatives dans une autre. On retrouve ce principe sur la Figure 120 qui résume l'état de contraintes 

résiduelles dominant pour 4 procédés industriels. Il est généralement fait référence au signe de la 

contrainte siduelle o e ta t elui de la o t ai te siduelle p i ipale e  su fa e a  ’est là 
où la ag itude est la plus lev e, ais gale e t a  le poi t iti ue est souve t e  su fa e d’u e 
pièce. 

 

 
Figure 120 : Allure de la contrainte résiduelle dominante engendrée par 4 procédés 
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 Trois types de contraintes résiduelles peuvent être distingués [76] : 

- les contraintes de types I sont les contraintes macroscopiques. Elles peuvent être mesurées 

par la plupart des techniques et elles ont donc été plus souvent étudiées ; 

- les contraintes de type II sont les contraintes microscopiques qui existent par exemple entre 

les grains dans les matériaux métalliques. Elles peuvent être mesurées par les méthodes de 

diffraction, magnétiques ou encore à l'aide d'ultrasons ; 

- les contraintes de type III se situent à l'échelle atomique au niveau des dislocations et des 

interfaces cristallines. 

Les contraintes résiduelles générées lors de la fabrication peuvent être à la fois d'origine mécanique, 

thermique ou structurelle. Le Tableau 12 résume les principaux mécanismes d'apparition des 

contraintes résiduelles suivant leur origine. 

Procédé Mécanique Thermique Structural 

Fonderie 

Moulage 
- 

Gradient de 

température  

Changement de 

phase 

Grenaillage - Martelage 

Galetage – Pliage - Roulage 

Repoussage - Forgeage 

Redressage - Filage 

Déformation plastique 

hétérogène entre le 

œu  et la su fa e de la 
pièce 

- - 

Rectification - Tournage 

Fraisage - Perçage - Alésage 

Déformation plastique 

due à l'enlèvement de 

copeaux 

Gradient de 

température pendant 

et après l'usinage 

Transformation de 

phase possible 

Trempe - 
Gradient de 

température 

Possible 

transformation de 

phase 

Cémentation  

Nitruration 
- 

Incompatibilité 

thermique 

Réaction chimique 

non isochore 

Soudage Bridage Gradient thermique 
Modification 

microstructurale 

Brasage 
Incompatibilité 

mécanique 

Incompatibilité 

thermique 

Nouvelle phase à 

l'interface 

Dépôt électrolytique 
Incompatibilité 

mécanique 

Incompatibilité 

thermique 

Composition de 

dépôt selon les bains 

Projection à chaud 

Incompatibilité 

mécanique, 

microfissuration 

Incompatibilité 

thermique, gradient 

de température 

Changement de 

phase de dépôt 

Dépôt de films minces 
Incompatibilité 

mécanique 

Incompatibilité 

thermique 

Changement de 

phase 

Composite 
Incompatibilité 

mécanique 

Incompatibilité 

thermique 
- 

Tableau 12 : Mécanisme d'origine des contraintes résiduelles pour différents p o d s ou a ts. D’ap s Susse  [77] 
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4.1.2) Influence des contraintes résiduelles sur la résistance des structures 

4.1.2.1) Généralités 

Les o t ai tes siduelles oupl es à des o t ai tes de se vi e peuve t t e à l’o igi e de uptu es 
en service. Elles sont présentes aussi bien dans des structures importantes (ponts, avions, réacteurs 

nucléaires ...) que dans des pièces aux dimensions plus modestes mais tout aussi critiques comme 

des valves cardiaques [78]. 

Due à la complexité d'évaluation des contraintes résiduelles, elles sont parfois négligées, à plus forte 

raison si elles sont conservatives. Dans le cas contraire, il est possi le d’effe tue  u  t aite e t de 
détensionnement afin de libérer la pièce de ses contraintes internes [79]. 

Sous chargement statique et avec un comportement élastique, l'influence des contraintes 

résiduelles, peut être directement estimée en superposant le champ résiduel au chargement de 

service. Des contraintes résiduelles de même signe que les contraintes résiduelles en service vont 

di i ue  la li ite d’ lasti it  appa e te du at iau. A l’i verse, la résistance mécanique est accrue 

si les o t ai tes s’oppose t. Le to  p o t ai t est u  e e ple où des o t ai tes internes sont 

volo tai e e t i t oduites pou  a lio e  la sista e a i ue d’u e st u tu e telle u’un pont 

[80]. 

Les contraintes résiduelles agissent également sur la durée de vie des structures. En premier lieu, 

elles peuve t appo te  u e odifi atio  du ha ge e t. L’e e ple le plus si ple est elui d’u  
chargement élastique où la contrainte résiduelle vient se superposer au chargement appliqué. Cela 

peut entraîner la modification du rapport de chargement local. Ensuite, les contraintes résiduelles 

sont, dans certains cas, liées à un état de plasticité initial non nul et donc un pré-écrouissage du 

at iau. La li ite d’ lasti it  appa e te est do  odifi e et u  o po te e t plasti ue peut t e 
observé pour des chargements très faibles. Cela sera montré dans la suite de ce chapitre. 

Cependant, sous chargement cyclique de plasticité confinée, l'interaction entre contraintes 

résiduelles et contraintes de service rend difficile la prévision de la durée de vie. D'une part, les 

contraintes résiduelles évoluent lorsqu'un chargement est imposé à la structure, ce qui peut 

conduire, si le niveau des contraintes de service est suffisant à une relaxation des contraintes 

résiduelles sous chargement cyclique [19].  

D'autre part, en modifiant la valeur de la contrainte moyenne, les contraintes résiduelles influent sur 

la durée de vie de la structure. Les courbes de Wöhler en flexion alternée d’ p ouvettes e  a ie  C  
trempés en surface sont présentées sur la Figure 121 pour trois états initiaux. Ces courbes montrent 

bien que les contraintes résiduelles de compression améliorent le comportement en fatigue des 

éprouvettes tandis que les contraintes résiduelles de traction la dégradent. 

L'influence de 4 procédés (usinage classique, rectification et 2 grenaillages avec indication de la 

dureté des billes) sur le comportement en flexion alternée est indiquée sur la Figure 122. Cela 

montre que les opérations d'usinage et de rectification, qui provoquent un enlèvement de matière, 

peuvent introduire des contraintes résiduelles de traction en surface qui nuisent à la tenue en 

fatigue. Le grenaillage qui introduit quant à lui des contraintes résiduelles de compression a une 

influence positive sur la tenue en fatigue des pièces, comme le montre la Figure 122. 
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Figure 121 : Influence des contraintes résiduelles sur 

la tenue en flexion alternée sur un acier C45 trempé [76] 

 
Figure 122 : Influence du procédé sur la tenue en 

flexion alternée de l'acier C45 trempé [76] 

4.1.2.2) Relaxation des contraintes résiduelles 

La relaxation des contraintes résiduelles peut avoir lieu sous chargement cyclique, mais également 

sous l'influence de la température ou encore par la propagation d'une fissure [81]. En fatigue, la 

relaxation a lieu principalement lors du premier cycle de fatigue et s'effectue ensuite de manière 

graduelle. Kodama [82] a proposé une relation logarithmique du type  

 �� = � +�. lo� �  68 

pour calculer la contrainte résiduelle relaxée après � cycles. Kim et al. [42] ont montré pour un acier 

C45 recuit et comportant des contraintes de grenaillage, les constantes � et � peuvent être évaluées 

à partir de la contrainte appliquée �  et de la limite d'élasticité du matériau. 

La relaxation thermique est généralement, contrairement à la relaxation cyclique, un effet recherché. 

Cette technique est généralement utilisée pour libérer une pièce de ses contraintes résiduelles 

lorsque ces dernières dégradent la tenue en fatigue de la pièce comme c'est le cas avec les 

contraintes résiduelles de soudage. Hoffmeister et al. [83] proposent une relation empirique de la 

forme pou  d te i e  la p opo tio  de o t ai tes siduelles esta t ap s u  t aite e t d’u e 
durée � à une température �. 

 
� �, ��  � � = ���[− �. � ] ���� � =  � ��� ( ���) 69 

4.1.2.3) Influence de la nuance d'acier 

Le matériau de cette étude est un acier à bas pourcentage de carbone et à haute li ite d’ lasti it . 
Peu de littérature a été trouvée autour de l'effet de la nuance d'acier sur l'évolution des contraintes 

résiduelles sous chargement cyclique. Bathias [15] ainsi que Totten et al. [76] proposent quelques 

pistes d'exploration qui peuvent être résumées comme suit : l'influence des contraintes résiduelles 

macroscopiques sur la tenue en fatigue oligocyclique est particulièrement importante dans le cas des 

a ie s à haute li ite d’ lasti it . E  effet, les iveau  de o t ai tes siduelles a os opi ues 
introduits lors de la fabrication de pièces en acier à haute limite d'élasticité sont plus élevés et auront 

donc plus d'influence vis-à-vis de contraintes cycliques également élevées dans le cadre de la fatigue 

oligocyclique. A l'inverse, les contraintes résiduelles microscopiques ont moins d'influence dans ces 

aciers. 
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4.1.2.4) Influence sur l'amorçage de fissures 

La détermination qualitative de l'influence des contraintes résiduelles est rendue difficile par le 

nombre de paramètres influents : origine et niveau de la contrainte résiduelle, matériau étudié, 

niveau des contraintes de fatigue et direction par rapport à la contrainte résiduelle principale, 

rapport de charge. 

La première constatation qui peut être faite est que les contraintes résiduelles influent directement 

sur la tenue en fatigue. La durée de vie mais aussi la proportion entre les différents stades de la 

fatigue sont influencées par la présence de contraintes résiduelles comme le montre la Figure 123. La 

proportion des quatre stades de la dégradation en fatigue y est représentée pour trois échantillons 

testés avec une contrainte cyclique alternée σa = 320 MPa [76]. Les nombres de cycles à rupture sont 

de 3859, 4445 et 20265 cycles respectivement pour l'éprouvette sans traitement thermique, 

l'éprouvette laminée et l'éprouvette grenaillée. La phase d'initiation des microfissures est beaucoup 

plus longue dans le cas des éprouvettes ayant subi un traitement de surface mais la phase de 

propagation des fissures sera proportionnellement moins importante. Le même résultat (i.e. les 

contraintes résiduelles augmentent la proportion du stade d'amorçage qui représente environ la 

moitié de la durée de vie de la pièce) se retrouve dans des éprouvettes en C80 testées en fatigue 

oligocyclique et ce, qu'il s'agisse de contraintes de traction ou de compression [84]. Berns et Weber 

[85] avaient déjà montré cette proportionnalité dans de l'acier bas-carbone trempé revenu 

(�  >   ���) comportant des contraintes résiduelles de grenaillage. 

 
Figure 123 : Influence du la i age et du g e aillage su  le o po te e t e  fatigue d’un acier austénitique AISI 304 [76] 

La phase d'amorçage n'est que la première étape du processus de dégradation d'une pièce en 

fatigue. Même si e 'est pas le œu  de ette tude, il est i t essa t de ega de  e ui se passe 
ensuite et notamment l'interaction entre contraintes résiduelles et propagation de fissures. 

4.1.2.5) Influence sur la propagation de fissures 

Almer et al. [86] ont montré que la propagation de la fissure dépendait des contraintes résiduelles de 

type I mais pas des contraintes microscopiques de type II. Ils montrent également que les contraintes 

résiduelles de traction accélèrent la propagation de la fissure. 

Différents auteurs [87]–[89] ont montré dans le cas de trous « renforcés » par la technique 

d’e pa sio  du t ou ui e ge d e des o t ai tes i o f e tielles de o p essio , ue es 
de i es pe ettaie t de eta de  gale e t la p opagatio  de fissu e o e d’aut es l’o t 
montré dans le cas des contraintes résiduelles de compression engendrées par le grenaillage [90]. 
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Figure 124 : I flue e de l’e pa sio  du t ou su  la p opagatio  de fissures pour deux niveaux de sollicitations [89] 

4.1.3) Analyse des contraintes résiduelles 

L’a al se des o t ai tes siduelles est glo ale e t diffi ile a  il ’est pas possi le de les esu e  
directement. Seules les conséquences des contraintes résiduelles sont mesurées comme : 

- la va iatio  de l’a gle de diff a tio  ‘a o s X, eut o s) ; 
- les déformations entraînées par la redistribution des contraintes résiduelles (trou 

incrémental, contour) ; 

- la variation de dureté (indentation) ; 

- la variation de la vitesse de propagation des ultrasons. 

De plus, certaines techniques, o e la diff a tio  des eut o s ou l’i de tatio , nécessitent de 

o aît e les p op i t s at iau  d’u  ha tillo  de f e e put  sa s o t ai tes siduelles 
mais identique en tout point par ailleurs, ce qui est parfois difficile à obtenir. Les principales 

techniques de mesure sont présentées dans la suite de manière succincte et leurs caractéristiques 

techniques sont récapitulées dans le Tableau 13.  

4.1.3.1) Diffraction  

Un faisceau de rayons X ou de neutrons est projeté sur la surface d'une pièce. En se basant sur le fait 

qu'une contrainte résiduelle engendre également la d fo atio  du seau istalli , l’a gle de 
diffraction sera différent sur une pièce chargée de contraintes résiduelles. A l’aide de la loi de B agg, 
il est possible de lier la distance inter-atomique à l’a gle de diff a tio  et de remonter ainsi à la 

valeur de la contrainte résiduelle. Il existe également une norme concernant la mesure par 

diffraction de rayons X (EN 15305). 

La méthode de diffraction des rayons X se sert de la distance inter réticulaire �ℎ  des plans cristallins 

comme jauge de déformation. Cette distance est évaluée par la loi de Bragg : �ℎ ��n � = � � , 

qui est illustrée sur la Figure 125 , et lie angle de diffraction à la distance inter-réticulaire. 

 
Figure 125 : Illustration de la loi de Bragg 
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� est la longueur d'onde des rayons X, � est l'angle de diffraction et � est le demi-angle entre le 

p olo ge e t du fais eau i ide t et le a o  f a t . C’est ette te h i ue ui se a e plo e pou  
la mesure des éprouvettes dans cette étude. 

4.1.3.2) Indentation 

Les mesures par indentation sont des méthodes récentes qui utilisent la variation de la taille de 

l'empreinte en présence de contraintes résiduelles ou, dans le cas de matériaux fragiles, la variation 

de la longueur des fissures. La variante utilisée dans la grande majorité des publications récentes, se 

base sur l'indentation instrumentée et l'analyse des courbes d’effort vs. profondeur d'indentation 

[91]. Les dernières avancées sont de coupler ces mesures à l'observation par microscope à force 

atomique (AFM) du bourrelet de matière formé par l'indentation [92]. Cela permet de distinguer 

directement l'écrouissage de la contrainte résiduelle [93]. 

4.1.3.3) Redistribution 

 Ces méthodes sont les plus anciennes ce qui explique que certaines soient normalisées, comme la 

méthode du trou (ASTM-E837-08). Elles se basent toutes sur le fait qu'un enlèvement de matière 

t ou, ai u e, su façage, d oupe ….) dans une zone comportant des contraintes résiduelles entraîne 

une edist i utio  des o t ai tes da s le este de la pi e afi  de espe te  l’auto-équilibrage des 

contraintes internes. Cela induit donc un changement de l'état de déformation. La mesure de ce 

dernier permet de remonter au champ de contraintes résiduelles. Plus récemment, la méthode du 

contour [94] a suscité un intérêt croissant, a  ette thode pe et d’o te i  la a tog aphie 
complète des contraintes résiduelles dans des pièces de grande dimensions comme des joints soudés 

ou la section de rail visible sur la Figure 126, à un coût inférieur aux mesures par neutrons. 

 
Figure 126 : Détermination des contraintes résiduelles par méthode du contour dans une section de rail neuf (à gauche) 

et après des années de service (à droite) [95] 

4.1.3.4) Thermoélasticité  

Il s'agit de coupler le champ thermique mesuré à la surface d'une pièce sous sollicitation cyclique à la 

contrainte résiduelle dans la pièce [96]. 
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4.1.3.5) Magnétisme  

Cette méthode se base sur l'analyse du bruit Barkhausen. C'est une méthode très peu sensible 

limitée aux matériaux ferromagnétiques [97].  

4.1.3.6) Ultrasons 

La vitesse de propagation des ondes sonores dépendant des caractéristiques du milieu qu'elles 

traversent, l'influence de la contrainte résiduelle est obtenue par la mesure du temps de 

transmission entre un émetteur et un récepteur [98]. La difficulté de la méthode est de séparer 

l'influence des contraintes résiduelles d'autres hétérogénéités. 

4.1.3.7) Photoélasticimétrie 

 Il s'agit de mesures qualitatives donnant des informations sur les champs de contraintes en surface 

de pièces transparentes. Elles sont donc particulièrement intéressantes pour l'information qu'elles 

donnent sur la forme des champs lorsqu'elles sont couplées à d'autres méthodes quantitatives [99]. 

 

Tableau 13 : Caractéristiques des principales méthodes de mesure des contraintes résiduelles 

 

Type Méthode Coût Précision 
Destruc-

tivité 

Profondeur 

(mm) 
Résolution 

spatiale 

Type de 

matériaux 
min max 

R
e

la
x

a
ti

o
n

 

Trou $ 5-30% + 0,01 1 1 mm Tous 

Trou profond $$$ 5-15% + 0,01 250 5 mm Tous 

Trépan $ 5-20% ++ 0,01 25 10 mm Tous 

Enlèvement 

de couches 
$ 10-30% ++ 1 ~ 100 µm Tous 

Fente $ 5-20% ++ 10 ~ 100 µm Tous 

Sachs $ 5-20% ++ 0,01 ~ 500 µm Tous 

Contour $$ 5-20% ++ 1 ~ ~ Conducteurs 

D
if

fr
a

ct
io

n
 DRX $$ 10% ~ 

0,01 

1 10 µm 

Matériaux 

cristallins 

DRXI $$$ 15% + 5 10 µm 

Synchrotron $$$$$ 10% ~ 10 1 µm 

Neutrons $$$$ 10-20% ~ 100 100 µm 

Indentation $$ Qualitative + 0,001 1 10 µm 

Tous y 

compris films 

minces 

Ultrasons $ 10-30% ~ 1 20 1 mm Tous 

Magnétisme $$ Qualitative ~ 0,1 1 1 mm 
Ferro  

magnétiques 

Thermo-élasticité $$ Qualitative ~ Surface ~ Tous 

O
p

ti
q

u
e

 

Interféro-

métrie 
$$ 

Qualitative 

~ Surface ~ Tous 

Photo 

élastici-

métrie 

$ 

Corrélation 

d'image 
$$ 10-20% 
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La technique de DRXI consiste à réaliser une mesure DRX en surface, puis à effectuer un électro-

polissage e  su fa e afi  d’effe tue  u e ouvelle mesure DRX sur la nouvelle surface. Ce procédé est 

it  jus u’à d te i atio  complète du gradient de contraintes résiduelles.  

L’électro-polissage est o sid  o e u e thode e odifia t pas di e te e t l’ tat de 
contraintes résiduelles mais une redistribution est i duite i di e te e t pa  l’e l ve e t de 

ati e et la edist i utio  des o t ai tes essai es au ai tie  de l’auto-équilibre des 

contraintes internes.  

Partant de ce principe, Moore et Evans [105] ont mis au point des formules analytiques pour des 

géométries simples telles que des plaques ou des tubes. Pedersen et Hanson [106] ont ensuite 

p opos  d’ value  la redistribution des o t ai tes pa  EF afi  d’effe tue  u e o e tio  
proportionnelle directe. Une correction itérative qui prend en compte les étapes du polissage a été 

proposée par Lambdatech [107]. Ces corrections numériques sont donc liées au champ de contrainte 

simulé. Il a été montré [100] (annexe C) que la méthode proposée par Lambdatech est plus robuste 

par rapport à ce champ simulé. Enfin, Savaria, Bridier et Bocher [108] ont proposé une amélioration 

de la méthode prenant en compte la moyenne mesurée da s l’épaisseur et non pas la contrainte en 

surface.  

C’est ette de i e thode ui a t  appli u e ici. Pour cela, des couches successives de matière 

sont désactivées de la simulation EF. En pratique, le polissage a été effectué à l’aide d’u  montage 

afin de garantir un polissage circonférentielle et maîtriser la géométrie de l’e l ve e t de ati e. 

En effet, un polissage classique en forme de poche a l’inconvénient d’i dui e u  arrondissement des 

coins de la poche due à une circulation moins importante de la solution saline dans les coins de la 

poche. Cela influe sur la redistribution des contraintes si la poche ’est pas suffisa e t g a de. 

La validation des états initiaux est visible sur la Figure 131. Grâce au dimensionnement effectué via 

les od les EF, il a t  possi le d’o te i  des tats de o t ai tes uivale ts au sig e p s) da s 
les éprouvettes « flexion » et dans les éprouvettes « expansion » avec une contrainte en surface de 

l’o d e de % de la li ite d’ lasti it  et u  g adie t o duisa t à u e a ulatio  des o t ai tes au  
ale tou s de   sous la su fa e. L’ tat sa s o t ai tes siduelles a gale e t pu t e valid .  

 
Figure 131 : Validation des états initiaux de contraintes résiduelles 

Les éprouvettes avec contraintes résiduelles ont ensuite pu être sollicitées en fatigue dans les mêmes 

conditions que les éprouvettes sans contraintes résiduelles du chapitre III. 
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4.3) Influence des contraintes résiduelles sur les essais en traction répétée  

4.3.1) Influence des CR sur les durées de vie en traction répétée (AmFiBiE) 

Les ou es de du e de vie à l’a o çage pou  l’e se le des essais réalisés en traction répétée sont 

visibles sur la Figure 132. Différents constats peuvent être faits à la lecture de ces courbes de durée 

de vie à l’a o çage pour des éprouvettes avec ou sans contraintes résiduelles : 

- pour des niveaux de sollicitations inférieurs à 0,32 � , les éprouvettes « expansion » ont des 

durées de vie à l’a o çage plus lev es ue elles des deu  aut es o figu atio s. L’i flue e 

bénéfique des contraintes résiduelles de compression pour un chargement en traction 

alterné est observée ; 

- les éprouvettes « flexion » ont systématiquement amorcées du côté des contraintes 

siduelles de t a tio  ais ’o t pas o t  de diff e e sig ifi ative pa  appo t au  
éprouvettes sans contraintes résiduelles ; 

- il est également important de noter que pour des chargements supérieurs à 0,32 � , les 

o t ai tes siduelles de o p essio  ’o t pas d’i flue e fi ue puis ue les deu  
éprouvettes fléchies ont rompu du côté des contraintes résiduelles de compression. Les deux 

éprouvettes « expansion » ont rompu avant celles sans contraintes résiduelles. Au vu de la 

dispe sio  des essais, il ’est pas possi le de o lu e si les o t ai tes siduelles o t u  
effet significatif pour des niveaux de chargement nominal supérieurs à 0,32 � . 

 
Figure 132 : Courbe de durée de vie à l'amorçage pour les essais à Rσ=0 

Bie  u’il e s’agisse pas du do ai e d’i t t de ette tude, les essais effectués à des niveaux de 

chargement inférieurs à 0,32 �  ont été menés jus u’à uptu e des p ouvettes. Les mêmes 

tendances ont été observées pour les durées de vie à rupture que pour les durées de vie à 

l’a o çage. La diff e e e t e les du es de vie à l’a o çage et à uptu e est p se t e su  la Figure 

133. La durée de propagation est plus élevée pour les éprouvettes présentant des contraintes 

résiduelles de compression que pour les autres états initiaux. Il est gale e t i t essa t d’o se ve  
la pa t de la phase de p opagatio  su  la du e de vie à uptu e de l’ p ouvette. Celle-ci oscille entre 

55 et 90 % de la durée de vie comme le montre la Figure 134 avec des valeurs plus faibles pour les 

éprouvettes avec contraintes résiduelles de compression où la propagation est plus lente, ce qui va 

avec la notion couramment admise que les contraintes de compression ralentissent la propagation 

en « refermant » les fissures. 
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Figure 133 : Courbes de durées de propagation pour les 

essais à Rσ=  

 
Figure 134 : Part de la phase de propagation sur la durée de 

vie à rupture pour les essais à Rσ=0 

4.3.2) )nfluence de l’état initial sur le suivi des déformations (Rσ=0) 

Les courbes de la contrainte nominale appliquée en traction répétée en fonction de la déformation 

esu e e  fo d d’e o he so t p se t es pou  u  iveau d’a plitude de o t ai te o i ale 
appliquée (e  out d’ p ouvette) de 0,29 �  sur la Figure 135. 

 
Figure 135 : Suivi des déformations par corrélatio  d’i age lo s des essais à � =  sur une encoche sans CR (à g.), 

avec CR de compression (au centre) et avec CR de traction (à d.  sous ha ge e t o i al d’a plitude ,29 �  

Da s le as où il ’  a pas de o t ai tes siduelles (CR), le premier cycle présente une partie 

li ai e jus u’à quasiment 0,4 �  correspondant environ à � /� . Il y a alors apparition de plasticité 

lo ale e t au fo d de l’e o he et u e d fo atio  siduelle d’e vi o  ,  �  est observable à la 

fin de la première décharge. En présence de contraintes résiduelles de compression, le premier cycle 

ne présente quasiment pas de plasticité ta dis u’e  p se e de o t ai tes siduelles de t a tio , 
la d fo atio  siduelle à la fi  de la p e i e d ha ge est d’e vi o   � . Cette différence lors du 

p e ie  le s’e pli ue pa  l’ tat i itial de C‘. E  leu  a se e, la o t ai te à i t odui e pou  u’il  
ait appa itio  de plasti it  e  fo d d’e o he est gale à la li ite d’ lasti it  divis e pa  le oeffi ie t 
de concentration de contraintes � . En présence de contraintes résiduelles de compression, il faut y 

ajouter en premier le chargement nécessaire pour obtenir une contrainte locale nulle. Au contraire, 

en présence de CR de traction, une très faible contrainte nominale entraînera directement 
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l’appa itio  de plasti it  e  fo d d’e o he. Ces a is es o t t  o se v s à l’aide de jauges de 

déformation et sont présentés sur la Figure 136 pour un niveau de chargement nominal de 0,25 � . 

Ces diff e ts iveau  de plasti it  lo s du p e ie  le vo t avoi  des o s ue es su  l’ volutio  
des contraintes résiduelles e  fo d d’e o he, o se va les dès le deuxième cycle. 

Lors des cycles suivants, la boucle est très peu ouverte comme le montre la Figure 135. Dans les trois 

cas, une déformation progressive apparaît (Figure 136). Ce ph o e d’o igi e st u tu el a été 

observé par EF.  

 
Figure 136: Evolution de la déformation locale résiduelle pour les 3 états initiaux (Rσ=0) 

4.3.3) Evolution des contraintes résiduelles sous chargement cyclique  

Des essais i te o pus o t t  alis s afi  de esu e  l’ volutio  des o t ai tes siduelles sous 
ha ge e t li ue. Pou  ela, les p ouvettes fl hies so t utilis es afi  d’a al ser à la fois 

l’ volutio  des o t ai tes siduelles de t a tio  et des o t ai tes siduelles de o p essio . 
L’h poth se est faite ue les o t ai tes siduelles de o p essio  p se tes da s les p ouvettes 
« flexion » se comportent de la même manière que celles présentes dans les éprouvettes 

« expansion ». Cette hypothèse est faite car les états de contraintes sont équivalents en termes de 

valeur et de gradient.  

Des mesures de contraintes résiduelles par DRXI ont été réalisées après un cycle pour cinq niveaux 

de sollicitation et sont présentés sur la Figure 137. Ces esu es o t t  alis es e  fo d d’e o he à 
mi-épaisseur des éprouvettes et correspondent aux contraintes dans la direction de sollicitation des 

éprouvettes. Il apparaît que les contraintes de compression ont légèrement augmenté (en valeur 

absolue) mais surtout que les contraintes de traction sont devenues des contraintes de compression 

de même niveau que celles présentes après un cycle dans les éprouvettes sans contraintes 

résiduelles initiales. 
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Figure 137 : Etat de contraintes résiduelles après 1 cycle pour les 3 états initiaux (Rσ=0) 

Des mesures après 1000 cycles ont également été réalisées au même point pour 2 éprouvettes 

« flexion ». Les résultats sont visibles sur la Figure 138. Alors que les éprouvettes sans contraintes 

résiduelles initiales présentent, dès le 1er cycle, les mêmes niveaux de contraintes résiduelles que les 

encoches « traction », les encoches contenant initialement des contraintes de compression montrent 

toujours un niveau de contraintes résiduelles de compression plus élevé. Ce dernier point montre 

que les contraintes résiduelles de compression ne se relaxent pas totalement même sous un 

chargement cyclique de plasticité confinée et explique les différences observées sur les courbes de 

durées de vie. 

 
Figure 138 : Evolution des contraintes résiduelles pour les 3 états initiaux (Rσ=0) après 1000 cycles pour un niveau de 

o t ai te o i al appli u  d’a plitude σa = ,  σy à gau he  et à σa = ,  σy (à droite) 

L’ volutio  de la o t ai te siduelle est u  pa a t e i po ta t ais ui ’i di ue pas l’ volutio  
de l’e se le des o t ai tes. Afin de permettre cela, des essais cycliques avec mesures de 

contraintes in-situ sont nécessaires. 
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4.3.4) Essais EvoCRes : évolution des contraintes moyennes et maximales  

Afi  d’ tudie  également l’ volutio  de la contrainte moyenne et de la contrainte maximale, données 

d’e t es des it es d’a o çage de fissu e, des mesures in-situ de contraintes ont été réalisées lors 

des essais en fatigue. Les contraintes locales ont été mesurées en maintenant le chargement 

appli u  à l’effo t i i al ou a i al, le temps de la mesure. Pour des raisons pratiques, ces essais 

ont été réalisés avec un appareil Pulstec® utilisa t la thode du os α [12]. Cette méthode, dont le 

principe est ancien [109], est devenue applicable récemment par le développement de détecteurs 

plans. Elle utilise la projection du cône de réflexion en un cercle de Debbye-Scherrer sur le détecteur. 

Elle pe et des esu es plus apides a  plus de a o s X so t d te t s u’ave  u  d te teur 

li ai e tel ue lassi ue e t utilis  pou  les esu es pa  la thode du si ² ψ, et que seule une 

orientation du rayon incident est nécessaire. Elle pe et gale e t d’o te i  directement des 

informations sur la texture du matériau.  

Du fait de l’e o e e t de l’appa eil et des o dages de la a hi e de t a tio  MT“, il a été 

essai e d’utilise  des p ouvettes de plus grande longueur (Figure 139) baptisées EvoCRes pour 

« EVOlution des Contraintes RESiduelles ». L’e o he a été élargie et excentrée ce qui a pour effet de 

diminuer le KT qui vaut 2,2 au lieu de 3,1. Les niveaux de chargement ne doivent donc pas être 

comparés avec ceux de la section précédente ais il est suppos  ue l’ volutio  des contraintes et 

les mécanismes mis en jeu sont similaires.  

 
Figure 139 : Schéma des éprouvettes EvoCRes (épaisseur 7,2mm) 

Les contraintes résiduelles ont été introduites par flexion dans deux éprouvettes. Les contraintes 

résiduelles initiales mesurées sont de 0,65 � . Ces éprouvettes avec contraintes résiduelles ont été 

sou ises à u  ha ge e t li ue de t a tio  p t e d’a plitude �  égale à 0,32 � . Une autre 

éprouvette sans contraintes résiduelles a été soumise à un chargement de traction répétée 

d’a plitude �  égale à 0,36 � . Des mesures de contraintes résiduelles e  fo d d’e o he, visibles 

sur la Figure 140, o t t  alis es à effo t i i al et à l’effo t a i al de e tai s les. Cela 
per et d’e  d dui e gale e t la o t ai te o e e. 
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Figure 140 : Evolution des contraintes minimales, moyennes et maximales pour les 3 essais EvoCRes : Sans CR (à g.), avec 

CR de traction (au milieu), avec CR de compression (à d.) 

L’ volutio  des o t ai tes est t s si ilai e e t e les p ouvettes sa s C‘ et ave  C‘ de t a tio . Les 
contraintes minimales, moyennes et maximales se relaxent lentement après le premier cycle. La 

contrainte moyenne reste positive après 1000 cycles et le rapport de charge local vaut alors -0,58 

da s le as de l’ p ouvette sa s C‘ et - ,  da s le as de l’ p ouvette ave  C‘ de t a tio .  

E  p se e de C‘ de o p essio , l’ volutio  est diff e te. La o t ai te siduelle volue t s 
peu tandis que la contrainte moyenne se relâche légèrement sous l’effet de l’aug e tatio  de la 
contrainte maximale. La contrainte moyenne reste cependant négative et le rapport de charge local 

vaut -1,8 après 500 cycles. Les essais p se t s jus u’à p se t o t pe is de o p e d e l’i flue e 
de contraintes résiduelles sur le 80HLES sous chargement nominal de traction répétée. Au-vu de 

l’appli atio , il o vie t de s’i t esse  au o po te e t du at iau sous chargement nominal de 

compression répétée. 

4.4) Influence des CR sur les essais AmFiBiE en compression répétée  

Des essais en compression répétée ont été réalisés pour sept éprouvettes sans contraintes 

résiduelles et sept éprouvettes fléchies. Aucune de ces éprouvettes ’a t  rompue complètement 

car, si la fissure amorce, elle ne se propage pas pour les durées de vie étudiées. Un quinzième essai 

sur éprouvette sa s C‘ a t  e  jus u’à  000 cycles sans détection de l’a o çage. 

4.4.1) Influence des CR sur les durées de vie en compression répétée 

Les ou es de du e de vie à l’amorçage pour le même critère ACPD sont visibles sur la Figure 141. 

Sur les éprouvettes fléchies, les fissures ont systématiquement amorcé du côté des contraintes 

siduelles de t a tio  et o t e t des du es de vie à l’a o çage plus faibles que les éprouvettes 

sans contraintes résiduelles.  

 

Un amorçage de fissure a également été observé sur les éprouvettes « flexion » du ôt  de l’e o he 
contenant des CR de compression ap s l’a o çage du ôt  des C‘ de t a tio . Les résultats peuvent 

avoir été influencés pa  la di i utio  de la se tio  sista te due à l’a o çage du ôt  « traction » et 

e pe ette t pas de o lu e ua t à l’i flue e de C‘ de o p essio  vis-à-vis d’u  tat sa s C‘. 
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La seule conclusion quant aux CR de compression sous chargement nominal de compression répétée 

est do  u’elles pe ette t d’o te i  des du es de vie plus lev es ue les C‘ de t a tio . 

 
Figure 141 : Courbe de durées de vie à l'amorçage pour les essais à Rσ=-∞ 

4.4.1) Influence de l’état initial sur le suivi des déformations (Rσ=-∞  

Un suivi des déformations a été effectué comme lors des essais à �� = . Celui-ci a pu mettre en 

évidence le même ph o e de d fo atio  p og essive d’o igi e st u tu elle ai si ue 
l’i portance du premier cycle de chargement.  

Un exemple est présenté sur la Figure 142 et met en évidence le faible niveau de plasticité lors du 

premier cycle dans une encoche avec CR de traction vis-à-vis d’u e e o he sa s C‘. Il est 

i t essa t de ote  ue ie  ue le ha ge e t soit e  o p essio , l’i e t de d fo atio  
progressive observé reste positif. 

 
Figure 142 : Suivi des déformations par jauge lors des essais à � = −∞ sur une encoche sans CR (à g.) et avec CR de 

t a tio  à d.  sous ha ge e t o i al d’a plitude , 9 �  
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4.4.2) Evolution des contraintes résiduelles sous chargement cyclique 

Le suivi des contraintes résiduelles lors des essais en compression répétée a pu être effectué pour 

trois niveaux de chargement et est visible sur la Figure 143. Il apparaît clairement que les contraintes 

siduelles pou  l’ tat i itial « vierge » et de « compression » convergent rapidement vers une même 

valeur de manière symétrique à ce qui a été observé pour les essais en traction répétée avec les états 

initiaux « vierge » et « traction ». Les contraintes résiduelles de traction sont partiellement relâchées 

et se stabilisent à une valeur supérieure à celle des autres configurations, sauf pour le niveau le plus 

élevé où les o t ai tes siduelles o ve ge t ve s u e e valeu  uel ue soit l’ tat i itial. Il est 

important de ote  ue lo s d’essais e  o p essio  p t e, la contrainte résiduelle correspond à la 

o t ai te a i ale du ha ge e t alo s u’elle o espo d à la o t ai te i i ale da s le as de 
chargements de traction répétée. 

 
Figure 143 : Evolution des contraintes résiduelles pour les 3 états initiaux (Rσ=-∞  ap s  les pou  u  iveau de 
o t ai te o i al appli u  d’a plitude σa = ,  σy e  haut à gau he  , σa = ,  σy e  haut à d oite  et σa = ,  σy 

(en bas à gauche) 
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4.5) Stratégie de prise en compte des contraintes résiduelles dans les MS 

L’i flue e de la contrainte résiduelle peut directement être prise en compte par la méthode EF en 

simulant le procédé d’i t odu tio  des o t ai tes siduelles ava t la si ulatio  du ha ge e t 
cyclique. La prise en compte des contraintes résiduelles dans la méthode simplifiée est moins 

vide te. Deu  iveau  d’a tio  o t t  étudiés. 

4.5.1) )nfluence des CR sur l’identification des opérateurs de localisation 

La p e i e te h i ue o siste à si ule  u i ue e t pa  EF l’i t odu tio  des o t aintes 

siduelles ava t d’ide tifie  l’op ateu  de lo alisatio  pou  si ule  le ha ge e t li ue. Cela 
pe et de p e d e e  o pte l’i flue e des o t ai tes siduelles su  le o po te e t élasto-

plastique à la première charge.  

Par exemple, si le signe du chargement cyclique est le même que celui des contraintes résiduelles, il y 

au a u e plastifi atio  plus i po ta te ue s’il ’  avait pas de o t ai tes siduelles e t aî a t u e 
di i utio  de l’op ateu  de lo alisatio  L. Afin de mettre en évidence ce résultat, la méthode 

simplifiée de Herbland sous hypothèse des contraintes planes est utilisée, comme dans la section 

3.8.3). Seul le terme  est considéré. Il est identifié à l’aide des do es elev es sur la 

simulation EF lors du premier quart de cycle ap s si ulatio  de l’i t odu tio  des o t ai tes 
résiduelles. La Figure 144 montre le résultat pour un cas de chargement de traction répétée effectué 

sur la configuration EvoCRes.  

“i le o po te e t li ue est ie  odifi , l’i flue e di e te de l’op ateu  de lo alisatio  su  la 
durée de vie prévue se a fai le, puis u’au u  des pa a t es e t a t da s le al ul du it e 
d’a o çage (i.e. la o t ai te o e e ou l’a plitude de d fo atio ) ’ volue. Il est i po ta t de 
noter que bien que cette méthode soit insuffisante, elle vient en amont et peut-être couplée aux 

autres méthodes de prise en compte des contraintes résiduelles qui vont suivre. Cependant, elle a un 

oût e  te es de al uls EF ie  sup ieu  au  thodes ui si ule t l’i t odu tion des contraintes 

résiduelles par la méthode simplifiée. 

 
Figure 144 : I flue e d’u  op rateur de localisation dépendant de l’ tat i itial de o t ai tes siduelles 
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4.5.2)  Introduction des CR au point critique par les méthodes simplifiées  

L’id e de es thodes est ue l’o  peut i t odui e u  ha ge e t lo al ou o i al pou  si ule  la 
p se e de o t ai tes siduelles via la thode si plifi e. L’oppo tu it  d’utilise  u e thode 
ou u e aut e vie t de l’o igi e des o t ai tes siduelles et du iveau d’i fo atio  dispo i le. 
Quatre cas possibles ont été identifiés. 

4.5.2.1) Contrainte résiduelle inconnue 

Da s le as où la o t ai te siduelle lo ale ’est pas o ue, il est possi le d’effe tue  la si ulatio  
d’u  ha ge e t o i al à u e valeu  esti e a it ai e e t pa  l’utilisateu  ava t d’effe tue  u e 
d ha ge jus u’au etou  à un niveau de contrainte nominale nul. Ce faisant, sous réserve de 

l’appa itio  de plasti it  lo ale, u e o t ai te siduelle est al ul e. Cela o espo d à un cycle de 

chargement exceptionnel.  

4.5.2.2) Contrainte résiduelle connue d’origine thermique 

“i la o t ai te siduelle est o ue lo ale e t, ais u’elle ’est pas pu e e t d’o igi e 
a i ue, o e ’est le as pou  les joi ts soud s, il est possi le de prendre en compte le 

chargement résiduel, en effectuant une précharge élastique locale en amont du chargement 

cyclique.  

4.5.2.3) Contrainte résiduelle connue d’origine mécanique 

Le troisième cas concerne les contraintes résiduelles difficilement simulables comme celles dues à 

des p o d s de a telage ou de g e aillage. Cela o siste alo s e  l’opti isatio  d’u e p ha ge 
macroscopique conduisant à une valeur de contraintes résiduelles donnée. Contrairement au 

deuxième cas, cela permet de prendre en compte un état d’ ouissage aliste du at iau. Il est 
i po ta t de ote  ue la solutio  ’est pas essai e e t u i ue. E  effet, plusieurs trajets de 

ha ge e t peuve t t e e visag s pou  o te i  et tat. Co e l’op ateu  L est ide tifi  pou  
une direction de chargement donné, la direction de ce dernier est utilisée.  

4.5.2.4) Précharge locale et contraintes résiduelles connues d’origine mécanique 

E fi , da s le as où la o t ai te siduelle et la p ha ge so t o ues, et d’o igi e a i ue, u  
cycle de chargement local avant fatigue peut-être effectué. Ce cas est envisageable si le procédé est 

si ula le pa  EF ota e t lo s de la fle io  d’u e tôle.  

Da s le ad e de l’appli atio  p se te, ie  ue le de ie  as puisse t e utilis , il a t  hoisi 
d’utilise  le t oisi e as afi  de o t e  tout l’i t t de e as ui essite oi s de do es 
d’e t e ue le de ie  as. Pou  la e aiso , l’op ateu  de lo alisatio  est ide ti ue à elui 
identifié sur la simulation EF sans contraintes résiduelles. 
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Figure 146 : Evolution des contraintes et des déformations lo s de l’i t odu tio  des o t ai tes siduelles pa  EF 

fle io  de l’ p ouvette  et pa  les  MS da s la di e tio   à gau he  et dans la direction 33 (à droite) 

4.6.2) Effet de l’introduction des contraintes résiduelles sur les courbes 

cycliques  

La simulation du chargement cyclique a été effectuée par EF et par la MS pour chaque niveau 

expérimental testé. Les courbes contrainte-déformation obtenues dans la direction principale par les 

trois méthodes pou  u  iveau de ha ge e t i te diai e d’a plitude o i ale � = .  �  à �� =  sont visibles sur la Figure 147. De manière similaire à ce qui a été observé pour 

l’i t odu tio  des o t ai tes siduelles, les M“ sous-estiment le niveau de déformation mais 

permette t d’o te i  u e o e p visio  des iveau  de o t ai te.  

Il a t  o stat  e p i e tale e t ue les o t ai tes siduelles de t a tio  ’o t pas d’effet su  
les courbes de durée de vie car elles sont relâchées dès le premier cycle. En effet, la plasticité 

i t oduite lo s du p e ie  le de t a tio , ue l’e o he p se te d jà ou o  des o t ai tes de 
t a tio , est suffisa e t i po ta te pou  u’à la fi  de e le, la o t ai te siduelle soit 
identique dans les deux cas. Cet effet est bien pris en compte par la méthode simplifiée comme le 

montre la Figure 147. 

A l’i ve se, o e le o t e gale e t la Figure 147, les éprouvettes contenant des contraintes 

résiduelles de compression ont un niveau de plasticité cyclique moins élevé entraînant une 

stabilisation des courbes rapide et une faible évolution des contraintes résiduelles. 
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Figure 147 : Courbes contraintes/déformations dans la direction principale pour les trois états initiaux et par les trois 

méthodes pour un chargement cyclique de traction répétée d’a plitude � = ,  �  

En raison de la symétrie de la loi de comportement et de la méthode simplifiée, les phénomènes 

i ve ses se p oduise t lo s d’u  essai e  o p essio  p t e. Les o t ai tes siduelles de t a tio  
évoluent peu, exerçant une influence négative sur la durée de vie par rapport à des essais sans 

contraintes résiduelles. Les cont ai tes de o p essio  so t elâ h es et ’e e e t do  au u e 
i flue e su  les du es de vie à l’a o çage. 

“i les t ois thodes p voie t les es te da es e  e ui o e e t l’ volutio  des 
contraintes, des différences subsistent. La sous-partie qui suit a pour objectif de confronter les trois 

méthodes et les deux lois de comportement à seuil aux mesures DRX de contraintes résiduelles sur 

essais interrompus et sur les essais avec mesures DRX in-situ, afi  de d te i e  l’i flue e de 
chaque choix.  

4.6.3) Evolution cyclique des contraintes par les méthodes simplifiées 

4.6.3.1) Evolution des contraintes résiduelles par la MSH comparée aux EF 

Les p visio s d’ volutio s des contraintes résiduelles, o te ues à l’aide de la loi à seuil  pa  EF et 
par la MSH pour les trois états initiaux, sont visibles dans la Figure 148 pour les essais en traction et 

en compression répétées décrits dans les sections 4.3.3) et 4.4.2). Les deux méthodes montrent des 

prévisions quasiment identiques dont les tendances présentent une bonne corrélation avec les 

esu es ie  ue les valeu s e so t pas ua titative e t ide ti ues. L’ a t e t e les valeu s 
sta ilis es de o t ai tes siduelles suiva t l’ tat initial pour chaque configuration de chargement 

est plus i po ta t ue elui o se v  e p i e tale e t. L’i flue e de l’ tat i itial, du appo t de 
charge et du niveau de chargement est bien retranscrite par les deux méthodes. 
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Figure 148 : P visio  de l’ volutio  des o t ai tes siduelles pa  EF et pa  la MSH pou  la loi à seuil  lo s des essais e  

traction répétée et en compression répétée 

4.6.3.2) Influence du seuil de la loi de comportement 

La comparaison des mesures de contraintes résiduelles et des p visio s d’ volutio s o te ues à 
l’aide de la M“H pou  la loi à seuil  et la loi à seuil , lors des mêmes essais que ceux décrits dans la 

section précédente, est visible sur la Figure 149. Des différences quantitatives sont clairement 

visibles entre les résultats obtenus par les deux lois de comportement. Il est difficile de discriminer 

l’oppo tu it  d’utilise  l’u e ou l’aut e des deu  lois de o po te e t su  la valeu  a solue des 
contraintes résiduelles a  la o lusio  va ie suiva t l’essai alis . Cepe da t, il appa aît 
clairement que la loi à seuil 2 - dont le seuil a été optimisé (section 2.4.5) – permet de prévoir un 
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écart entre les contraintes résiduelles stabilisées issues des différents états initiaux plus proche des 

valeurs expérimentales. Elle est donc, sur la base de ce critère, plus appropriée pour prévoir 

l’i flue e de l’ tat i itial su  la o t ai te siduelle. Quelle que soit la loi, les tendances découlant 

de l’i flue e de l’ tat i itial, du appo t de ha ge et du iveau de ha ge e t sont correctement 

décrites par les deux lois à seuil. 

 
Figure 149 : P visio  de l’ volutio  des o t ai tes siduelles pa  la MSH pou  la loi à seuil 1 et la loi à seuil 2 lors des 

essais en traction répétée et en compression répétée 
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4.6.3.3) Evolution des contraintes résiduelles par la MSH et la MSD 

La Figure 150 compare l’ volutio  des o t ai tes siduelles esu es ave  elles prévues par la 

MSH et de la MSD pour la loi à seuil 2. Les résultats sont strictement identiques sauf pour le plus bas 

niveau de chargement, da s le as où il ’  a pas de o t ai tes siduelles i itiales. Ce as pa ti ulie  
correspond à un niveau où les contraintes sont stabilisées dès le premier quart de cycle avec la MSH 

alo s u’elles o ti ue t d’ volue  ave  la M“D. Les deu  thodes si plifi es so t glo ale e t 
identiques même si un effet de seuil comme celui-ci peut apparaître. 

 
Figure 150 : P visio  de l’ volutio  des o t ai tes siduelles pa  la MSH et la MSD pou  la loi à seuil  lo s des essais 

en traction répétée et en compression répétée 
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4.6.3.4) Evolution des contraintes par la MSH et la MSD pour les deux lois à seuil 

lors des essais EvoCRes 

Afi  de suiv e l’ volutio  de la o t ai te minimale mais également des contraintes maximales et 

moyennes qui entrent dans le calcul des critères, des essais cycliques avec mesure DRX in-situ ont été 

effectués (cf. section 4.3.4). Ces essais ont été effectués en traction répétée pour les trois états 

initiaux de contraintes résiduelles sur une éprouvette « vierge » et deux éprouvettes fléchies. Les 

p visio s d’ volutio  des o t ai tes so t visi les su  la Figure 151 pour les mêmes configurations 

de modèle que décrites précédemment, i.e. : 

- MSH avec la loi à seuil 1 

- MSH avec la loi à seuil 2 

- MSD avec la loi à seuil 2 

Dans tous les cas, les prévisions obtenues à partir de la loi à seuil 2 avec la MSD et la MSH sont 

identiques. De plus, les amplitudes de contraintes stabilisées obtenues par la MSH avec les deux lois 

sont identiques aux amplitudes de contraintes stabilisées mesurées expérimentalement. Cependant 

aucune des deux lois ne permet de prévoir parfaitement les contraintes dans tous les cas. La loi à 

seuil 1 donne de bons résultats sur les essais sans contraintes résiduelles initiales tandis que la loi à 

seuil 2 est juste dans le cas des éprouvettes présentant un état initial de traction. Dans le cas de 

l’essai ave  o t ai tes siduelles de o p essio , le ha ge e t p vu este lasti ue et au u e 
évolution des contraintes ’est o se v e alo s u’u e l g e volutio  e p i e tale est o se v e. 

Il ’est do  pas possi le de discriminer les deux lois avec ces essais notamment car les deux lois 

donnent de bonnes estimations des tendances.  

 
Figure 151 : P visio  de l’ volutio  des o t ai tes pa  la MSH pou  la loi à seuil  et la loi à seuil  et pa  la MSD avec la 

loi à seuil 2 lo s d’essais e  t a tio  p t e su  les p ouvettes EvoCRes 
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4.6.4) Calcul des paramètres équivalents stabilisés des critères d’amorçage 

L’o je tif ta t l’utilisatio  des do es al ul es pa  les deux méthodes simplifiées dans les critères 

de fatigue, la pertinence des méthodes est évaluée su  l’a plitude de d fo atio  sta ilis e Figure 

152) et sur les contraintes moyennes et maximales stabilisées, visibles respectivement sur la Figure 

153 et la Figure 154. 

Quelle ue soit la thode e plo e et le appo t de ha ge, l’a plitude de déformation est très 

peu i flue e pa  l’ tat initial de contraintes résiduelle. Pou  les iveau  d’a plitude o i ale de 
sollicitations � < ,  � , la corrélation entre les trois méthodes est très bonne. Au-delà une 

su esti atio  de l’a plitude de d fo atio  est observée par la MSH et une légère sous-estimation 

est observée par la MSD. Cela aura pour conséquence directe une légère sous-estimation ou une 

surestimation des durées de vie, respectivement par la MSH ou par la MSD. 

 

 
Figure 152 : Amplitudes de déformation équivalente stabilisées calculées par les trois méthodes et les trois états initiaux 

en traction répétée (à gauche) et en compression répétée (à droite) 

Les courbes de contraintes moyennes équivalentes au sens de la trace stabilisées sont visibles sur la 

Figure 153. L’i flue e di e te des o traintes résiduelles est visible, et permet de retrouver les 

sultats e p i e tau . Da s le as d’u  ha ge e t o i al de t a tio  p t e, les o t ai tes 
siduelles de t a tio  ’o t pas d’i flue e su  la o t ai te o e e sta ilis e uel ue soit le 

niveau de cha ge e t. A l’i ve se, les o t ai tes siduelles de t a tio  o t u e i flue e su  la 
contrainte moyenne stabilisée, sauf pour les niveaux de chargement élevés où au u e i flue e ’a 
été constatée expérimentalement sur les courbes de durée de vie. Pour les autres niveaux, la 

contrainte moyenne est négative indiquant un effet bénéfique des contraintes résiduelles de 

t a tio , tel u’il a t  o se v  expérimentalement.  

Da s le as d’u  ha ge e t de o p essio  p t e, le aiso e e t p de t peut t e inversé. 

Les o t ai tes siduelles de o p essio  ’o t au u e i flue e su  la o t ai te o e e 
équivalente stabilisée tandis que les contraintes résiduelles de traction entraînent une augmentation 

de la contrainte moyenne et donc une diminution des durées de vie. Enfin, pour les hauts niveaux de 



 Prise en compte des contraintes résiduelles dans la méthodologie 120 

ha ge e t, il ’  a plus d’i flue e des o t ai tes siduelles su  la o t ai te o e e 
équivalente stabilisée. 

 

 
Figure 153 : Contraintes moyennes équivalentes stabilisées calculées par les trois méthodes et les trois états initiaux en 

traction répétée (à gauche) et en compression répétée (à droite) 

Les mêmes constats peuvent être faits sur les courbes de contraintes maximales équivalentes (au 

sens de von Mises) stabilisées. Les contraintes résiduelles de traction, respectivement de 

o p essio , ’o t pas d’i flue e su  la o t ai te a i ale sta ilis e lo s d’u  ha ge e t 
cyclique de traction répétée, respectivement de compression répétée.  

 

 
Figure 154 : Contraintes maximales équivalente stabilisées calculées par les trois méthodes et les trois états initiaux en 

traction répétée (à gauche) et en compression répétée (à droite) 



 Prise en compte des contraintes résiduelles dans la méthodologie 121 

4.6.5) Prévisions de durées de vie avec CR par les méthodes simplifiées 

Les paramètres étudiés dans les trois figu es p de tes pe ette t d’e pli ue  les ou es de 

durée de vie obtenues pour le critère de Morrow modifiée en traction répétée et en compression 

répétée, visibles sur la Figure 155.  

La première constatation est que la corrélation est très bonne entre les trois méthodes, bien que des 

différences aient été observées au cours des différentes étapes du calcul des courbes de durée de 

vie. Les thodes so t gale e t apa les de p voi  l’i flue e de l’ tat de o t ai tes siduelles, 

i.e. l’i flue e positive des o t ai tes résiduelles de compression sous chargement de traction 

p t e, l’i flue e gative des o t ai tes siduelles de t a tio  sous ha ge e t o i al de 
compression répét e et l’a se e d’i flue e des o t ai tes siduelles da s les aut es as de 
figure. 

Il est intéressant de remarquer qu’ave  le it e de Mo o  modifié, quels que soient le rapport de 

charge et l’ tat de o t ai tes siduelles i itial, les thodes sont conservatives et que ce 

conservatisme est à peu près constant, variant entre 3 et 5 en termes de durées de vie.  

 

  
Figure 155 : Courbes de durées de vie prévues par le critère de Morrow modifié calculé à partir des données obtenues 

par les trois méthodes à �  =  comparées aux essais 

Cependant, les essais effectués sur des éprouvettes fléchies ont amorcé du côté des encoches 

possédant des CR de traction, montrant que les CR de compression sont moins nocives que celles de 

traction. Ce point est bien traduit par le modèle.  

La Figure 156 montre la comparaison entre durées de vie prévues et observées expérimentalement 

pou  les uat e it es d’a o çage. Le it e de MCB ’ ta t pas apa le de e d e o pte de 
l’i flue e de l’ tat i itial de o t ai tes siduelles, les p visio s affi he t u e dispe sio  li e à 
l’ tat de o t ai tes siduelles i itial. Les critères de Morrow et de SWT montrent une bonne 

capacité à prendre en compte un état initial de contraintes résiduelles de traction mais affichent des 

prévisions non conservatives pour les données correspondant à des contraintes résiduelles de 

compression dues à la surestimation de l’effet de o t ai tes de o p essio . E  o pa aiso  le 
critère de Morrow modifié affiche un conservatisme constant, alla t d’u  fa teu   à u  fa teu  , 

uel ue soit le appo t de ha ge et l’ tat i itial de contraintes résiduelles. Comme lors du chapitre 

p de t, l’i flue e de la loi de o po te e t et du pa a t e d’ uivale e va t e étudiée. 
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Figure 156 : Comparaison entre les durées de vie prévues et observées expérimentalement pour les quatre critères 

d’a o çage 

 

L’i flue e du hoi  ui a t  fait su  les pa a t es d’ uivale e sur les durées de vie prévues à 

l’aide des EF pou  les t ois tats i itiau  et les deux rapports de charge, est présentée sur la Figure 

157. Peu de différences so t o se v es. “i l’app o he « plan critique » permettait lors du chapitre III 

de stabiliser le conservatisme sur les éprouvettes sans contraintes résiduelles (cf. Chapitre III), elle 

semble maintenant avoir un effet négatif sur le conservatisme pour les éprouvettes avec contraintes 

résiduelles de traction. Cette approche conduit notamment à un conservatisme moins important 

pour les grandes durées de vie que pour les faibles sur ces éprouvettes. Il ’est do  pas possi le 
aiso a le e t de dis i i e  es deu  app o hes à l’aide des do es e p i e tales 

disponibles. 

 
Figure 157 : Influence du critère d'équivalence sur les du es de vie p vues à l’aide des EF pou  les t ois tats i itiau  et 

les deux rapports de charge 
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L’i flue e de la valeu  du seuil de la loi de o po te e t su  les du es de vie p vues à l’aide de la 
MSH pour les trois états initiaux et les deux rapports de charge, est visible sur la Figure 158. Comme 

il a été observé lors du chapitre III, la loi à seuil  pe et d’o te i  des p visio s de durées de vie 

moins conservatives, comprises entre la droite du facteur 2 (en tiret) et du facteur 4 (en pointillé), 

alo s ue les p visio s o te ues à l’aide de la loi à seuil  so t e t es sur la droite du facteur 4. 

“i l’ide tifi atio  de la loi à seuil 2 nécessite de réaliser des essais cycliques que la loi à seuil 1 ne 

nécessite pas, le gain obtenu sur la réduction du conservatisme est néanmoins bien visible. 

  
Figure 158 : Influence de la loi de comportement sur les durées de vie p vues à l’aide de la MSH pou  les t ois tats 

initiaux et les deux rapports de charge 

La Figure 158 pe et d’o se ve  la diff e e e t e la thode de He la d et les sultats o te us 
à l’aide des EF pour la loi à seuil 1 également, visibles dans la Figure 157. Peu de différences 

apparaissent, montrant une bonne corrélation entre les deux méthodes.  
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4.7) Conclusion du chapitre IV  

Au cours de ce chapitre, une présentation des contraintes résiduelles a été effectuée, allant de leur 

o igi e à leu  i flue e e  passa t pa  leu  esu e. Deu  p o d s o t t  hoisis afi  d’i t odui e 
des contraintes résiduelles de traction ou de compression dans les éprouvettes plates à encoches 

déjà étudiées lors du chapitre précédent. Une validation expérimentale des gradients de contraintes 

résiduelles introduits a été réalisée. 

Des essais de fatigue en traction et en compression répétées ont été menés sur ces éprouvettes 

montrant, par rapport aux cas sans contraintes résiduelles : 

-  une influence bénéfique sur les durées de vie de contraintes résiduelles de compression lors 

d’u  chargement en traction répétée ; 

- un effet négatif sur les durées de vie des contraintes résiduelles de tractio  lo s d’u  
chargement en compression répétée ;  

- da s les aut es as de figu e, les o t ai tes siduelles ’o t pas d’i flue e puis u’elles 
deviennent égales à celles des encoches sans contraintes résiduelles initiales dès le premier 

cycle. Cela a pu être montré expérimentalement par des mesures DRX. 

Diff e tes possi ilit s o t t  ide tifi es afi  de pe ett e la p ise e  o pte de l’ tat i itial de 
contraintes résiduelles par les méthodes simplifiées. La solution retenue, pour le cas présent, est de 

si ule  u e p ha ge pa  la thode si plifi e do t la valeu  est opti is e afi  d’o te i  la 
contrainte résiduelle mesurée expérimentalement. L’effi a it  de ette thodologie à p voi  
l’ volutio  sous ha ge e t li ue de diff e ts tats i itiau  de contraintes a été montrée par 

o f o tatio  e t e les sultats u i ues et e p i e tau , o te us lo s d’essais li ues 
originaux avec mesures de contraintes in-situ. 

Les méthodes simplifiées ont ensuite été appliquées comme lors du chapitre III, et ont montré une 

e elle te apa it  à p voi  les du es de vie, lo s u’elles so t oupl es au it e de Mo o  
modifié. Les prévisions de durée de vie sont très proches avec les deux méthodes simplifiées. La LdC 

à seuil  a pe is d’o te i  u  fa teu  de conservatisme allant de 2 à 4, plus faible que pour la LdC à 

seuil 1.  

Dans le cas des essais à contrainte moyenne positive, le conservatisme est principalement dû à la 

su esti atio  de l’i flue e de la o t ai te o e e da s le it e de fatigue et à la surestimation 

des contraintes moyennes par la LdC. Dans le cas des essais à contrainte moyenne négative, il est dû 

à la non-p ise e  o pte de l’i flue e de la o t ai te o e e pa  le it e de Mo o  odifi . 
Dans tous les cas, le conservatisme est i d pe da t du appo t de ha ge et de l’ tat i itial de 
contraintes résiduelles, ce qui montre la bonne capacité de la méthodologie mise en place, au cours 

de ces quatre chapitres, à p e d e e  o pte l’i flue e de es effets lo s d’essais e  plasti it  
confinée. 

L’o je tif à lo g te e ta t d’appli ue  e od le su  des st u tu es de t pe sous-marin composé 

de o eu  joi ts soud s, le p o hai  hapit e a pou  o je tif d’adapte  le od le à es 
configurations particulières, qui combinent de forts gradients de propriétés matériaux et de 

contraintes.  
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Chapitre 5 : Application de la méthodologie à un joint soudé en T  

La finalité de ce travail étant une application sur des structures soudées représentatives des coques 

de sous-marins, il est nécessaire de pouvoir mettre en pratique la méthode sur ce type de structure. 

Des essais sur des joints soudés de forte épaisseur, réalisés dans le cadre du post-doctorat de Raujol-

Veillé [70], en partenariat par DCNS, seront utilisés pour cette application. Ces essais avaient pour 

ut d’ tudie  l’effet de l’ paisseu  du joi t soud  et de fou i  u e ase de do es e p rimentales 

afin d’ tudie  différentes approches de dimensionnement en fatigue oligocyclique. Il a été choisi ici, 

d’utilise  une configuration géométrique intermédiaire afin de valider la méthode de 

di e sio e e t ise au poi t da s e t avail. L’o je tif de ce chapitre est d’ tudie  les poi ts de 
blocage restants afi  de t a spose  la thode d’u e p ouvette à e o he ho og e à u  joi t 
soudé hétérogène, en termes de géométrie et de propriétés matériaux.  

La première partie de ce chapitre concerne la description des essais sur joints soudés en T. Les 

paramètres du matériau dans la zone critique, dont les propriétés sont modifiées par le soudage, 

sont ensuite identifiés. La troisième sous-partie vise à étudier la question de la détermination du 

point criti ue e  vue de l’appli atio  des thodes si plifi es e  e poi t. E fi  l’appli atio  des 
méthodes simplifiées sur joint soudé est réalisée et comparée aux données expérimentales. 

5.1) Description des essais sur joints soudés en 80 HLES 

5.1.1) Campagne d’essai en flexion 4 points sur joint soudé en T 

Le joint soudé étudié est un joint en T qui a été sollicité en flexion 4 points avec un rapport de charge 

R= 0,1. Le moment de flexion est imposé de façon à solliciter le pied de cordon du joint soudé en 

traction. Ce chargement a été choisi afin d’ t e certain que les fissures amorcent et se propagent 

jus u’à o te i  u e taille détectable par la technique ACPD. Il ’est epe da t pas ep se tatif de 
celui vu par un joint soudé de sous- a i  et ’est u e o figu atio  da s laquelle les contraintes 

siduelles de t a tio  p se tes da s les joi ts soud s ’o t pas d’i flue e, o e il a t  o t  
dans le chapitre IV. Une des éprouvettes sollicitées est visible sur la Figure 159 ave  l’i st u e tation 

ACPD. Les deux pièces sont assemblées par soudage TIG puis MAG. Les dimensions des éprouvettes 

sont des données protégées, mais la Figure 159 pe et d’app ie  la fo te paisseu  des pi es. 

 
Figure 159 : Montage expérimental de l’ p ouvette solli it e e  flexion 4 points avec instrumentation ACPD [70]. 
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5.1.2) Etat métallurgique de la zone soudée 

Un point important da s l’ tude e  fatigue d’u  joi t soudé est celui du matériau étudié. Bien que 

l’â e et le aidisseu  du joi t soud  soient en 80HLES, les propriétés du matériau au point critique 

diffèrent de elles tudi es jus u’à p se t. E  effet, les températures introduites pour la fusion du 

métal et la cinétique de refroidissement pilote t l’ tat tallu gi ue du at iau da s la zo e 
soudée. 

Un joint soudé est classiquement divisé en trois zones décrites schématiquement sur la Figure 160 et 

visibles sur la macrographie de la Figure 161. Ces zones sont :  

- la zone où le métal est fondu ;  

- la zo e où le tal ’a su i au u  appo t de haleu  sig ificatif et garde donc ses propriétés 

de base ; 

- la zo e affe t e the i ue e t ui est elle da s la uelle l’a o çage est le plus souve t 
détecté en fatigue. 

Cette troisiè e zo e est do  elle su  la uelle se o e t e le este de e hapit e. C’est u e zo e 

hétérogène de dureté supérieure à celle du métal de base et dont les propriétés en fatigue sont en 

g al plus lev es. Cepe da t, ’est aussi da s ette zo e e  pied de o do  de soudu e ue se 
o e t e t les o t ai tes. L’h t og it  de ette zo e est due à la cinétique de refroidissement 

plus le te à œu  u’e  peau et da s le as d’u  soudage ulti-passes, o e ’est le as su  la 
Figure 161, à la superposition des soudures. 

 
Figure 160 : Vue schématique des zones métallurgiques présentes 

dans un joint soudé en T 

 
Figure 161 : Macrographie de la moitié d'un joint 

soudé en T 

Afin de caractériser le matériau dans la zone affectée thermiquement (ZAT), une ZAT simulée est 

réalisée classiquement par un traitement thermique de plaques en métal de base (MB). Le matériau 

désigné comme MB ici est donc le 80HLES qui a été étudié dans les quatre premiers chapitres. 

5.2) Identification des paramètres matériaux du 80HLES-ZAT 

5.2.1) Obtention du matériau 80HLES-ZAT simulée 

L’appli atio  ta t alis  su  u  joi t soud  et le poi t iti ue se situa t da s la )o e Affe t e 
The i ue e t )AT), il est esse tiel d’ide tifie  les p op i t s de et tat tallu gi ue pa ti ulie . 
Afi  d’o te i  des prouvettes, des blocs de métal de base (MB) ont subi un traitement thermique 

afi  de si ule  l’effet du soudage su  le at iau.  
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La ZAT simulée a été réalisée par un traitement thermique appliqué à des blocs de 80HLES de 

165x100x24 mm3. Le traitement thermique appliqué est le suivant : 

- enfournement des tôles à four chaud à une température de 1000°C 

-  maintien à 1000°C pendant 25 mn 

- trempe à l'huile 

La micrographie, visible sur la Figure 162, montre une microstructure de type bainito-martensitique 

ave  u e taille de g ai  de l’o d e de 15 i o s. La du et  esu e est de l’o d e de  HV10 et est 

équivalente à celle observée sur les joints soudés en 80HLES. 

 
Figure 162: Micrographie du 80HLES ZAT 

 
Figure 163 : Filiation de dureté HV10 suivant 

l'épaisseur sur 80 HLES ZAT 

5.2.2) Essai de traction avec charges-décharges sur 80HLES-ZAT 

Un essai de traction avec charges-décharges, visible sur la Figure 164, a été effectué sur une 

p ouvette )AT p lev e à œu  à °. L’ volutio  des ouissages est visi le su  la Figure 165. 

L’ ouissage i ati ue oît de manière non-li ai e jus u’à attei d e � , alors que le domaine 

élastique lui croît fortement avant de diminuer toujours de manière non-linéaire montrant ainsi une 

fo te diff e e ave  le MB. Le odule d’You g i itial de la )AT est gal à �  ; il est donc identique à 

celui du MB. Il diminue légèrement avec la déformation plastique et se stabilise autour de 0,95 � , 

comme le montre la Figure 166. 

 
Figure 164: Illustration de l'essai de charge-décharge sur éprouvette ZAT prélevée à cœu  à ° 
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Figure 165 : Evolutio  du do ai e lo s de l’essai TCD sur 

éprouvette ZAT 

 

 
Figure 166 : Evolutio  du odule d’You g à la décharge 

lo s de l’essai TCD sur éprouvette ZAT 

5.2.3) Paramètres de la loi de comportement à seuil du 80HLES-ZAT 

Da s le as du HLE“ )AT, l’ ouissage isot ope oît ava t de d oit e. L’appli atio  di e te de la 
méthode décrite da s le hapit e  pou  l’ide tifi atio  de la LdC ne peut être utilisée car la présence 

d’u  ouissage isot ope positif e t aî e ait l’utilisatio  d’u  ouissage i ati ue gatif 
(puisque � = −� �  ), e ui ’au ait pas de se s ph si ue. Il est préférable da s e as d’ide tifie  
en premier un écrouissage isotrope �  sur la courbe de traction, puis un deuxième écrouissage 

isotrope �  afi  de o pl te  l’allu e de la ou e d’ volutio  de l’ ouissage isot ope. La valeur du 

seuil  � �   est calculée afin de supprimer le saut sur la courbe de la contrainte moyenne. Ce 

deuxième écrouissage isotrope est compensé sur la courbe de traction par un écrouissage 

cinématique �  de paramètres � = −� � , � = � . L’ide tifi atio  de l’ ouissage i ati ue 
linéaire �  reste inchangée. L’appli atio  de la d marche décrite dans ce paragraphe permet 

d’o te i  les pa a t es do s da s le Tableau 14. 

Nom Paramètre Loi VAF 

Paramètres élastiques 

�  /�  0,62 � /�  1 � 0,3 

Ecrouissage cinématique 

non-linéaire à seuil X1 

� /�  131 �  250 � �   0,36 

Ecrouissage cinématique 

linéaire X2 
� /�  0,29 

Ecrouissage isotrope non-

linéaire R1 

�  500 � /�  0,76 

Ecrouissage isotrope non-

linéaire à seuil R2 

�  250 � /�  0,52 � �  /�  0,36 

Tableau 14 : Paramètres matériaux de la LdC identifiée sur 80HLES ZAT 
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La comparaison de la courbe de traction et des écrouissages expérimentaux et analytiques est visible 

sur la Figure 167.  

 
Figure 167 : Co pa aiso  LdC/e p i e tal de l’essai CD su  )AT 

5.2.4) Identification de la tenue en de fatigue du 80HLES-ZAT 

U e a pag e d’essais li ues su  HLE“ )AT a t  réalisée suivant le même protocole que lors 

des essais sur 80HLES MB. Les boucles stabilisées sont visibles sur la Figure 168. Suivant la même 

procédure que celle utilisée pour le MB, les paramètres du critère MCB sont identifiés sur la Figure 

169. Les paramètres obtenus sont présentés dans le Tableau 15. Si les paramètres de la droite 

« plastique » sont semblables à ceux obtenus sur le MB (cf. Chapitre I), les paramètres de la droite 

« élastique » sont différents avec un paramètre �′ de la ZAT environ égal au double de celui obtenu 

su  MB. Cela i pli ue ue pou  de es du es de vie, l’i flue e de la o t ai te o e e se a 
deux fois plus faible. 

 
Figure 168: Boucles expérimentales stabilisées lors des essais à 

Rε=-1 sur ZAT 

 
Figure 169: Identification du critère de Manson-

Coffin-Basquin sur essais à R=-1 (ZAT) 

 

σ'f/σy [-] b [-] ε'f /εy [-] c [-] 

3,15 -0,11 1500 -0,98 

Tableau 15 : Paramètres MCB identifiés sur les essais à Rε = -1 (ZAT) 
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A l’aide des pa a t es du at iau )AT ide tifi s, la d a he a pu t e appli u e su  des 
p ouvettes A FiBiE )AT. Les sultats so t visi les da s l’a e e B. La d a he a pu t e valid e 
ie  u’u  o se vatisme plus important soit observé sur ce matériau. Toutefois, au vu de la plus 

fai le li ite d’ lasti it  et de la eilleu e te ue e  fatigue, les ha ge e ts appli u s i duise t 
l’appa itio  de plasti it  g alis e d s le plus fai le iveau de ha ge e t, ce qui implique que les 

hypothèses des méthodes simplifiées ne sont pas respectées.  

Ava t d’appli ue  la d a he su  joi t soud , des essais suppl e tai es o t t  alis s su  des 
éprouvettes homogènes en MB et en matériau ZAT simulé présentant une géométrie semblable à 

elle d’u  joi t soud  ave  de fai les a o s de a o de e t. L’o je tif p i ipal de es essais tait 
de valider la prévision de la localisation du point critique par EF sur une configuration dissymétrique. 

5.3) Position du point critique dans un joint soudé pour l’application des MS 

L’appli atio  de la d a he su  le at iau )AT a t  valid e à l’aide d’ p ouvettes AmFiBiE 

présentant des encoches semi-circulaires de rayon 6 mm (voir annexe B), identiques à celle utilisée 

pour la mise au point de la méthode sur MB. Sur une telle géométrie, la question du point critique 

’a pas lieu d’ t e puis u’à la fois les od les et les sultats e p i e tau  i di ue t que le point 

critique se situe e  fo d d’e o he. Cepe da t, da s le as d’u e application sur un joint soudé, le 

a o  de a o de e t da s le uel les fissu es a o e t ’est pas u  de i-cercle complet. Pour 

cette raison, le point critique varie suivant que le critère choisi est : 

- le point où le KT est a i al lo s d’u  al ul lasti ue ; 

- le poi t où l’a plitude de d fo atio  p i ipale est a i ale ; 

- le poi t où l’a plitude de o t ai te p i ipale est a i ale ; 

Afin de déterminer quel critère doit être utilisé, des essais sur des éprouvettes reprenant la forme 

d’u  joi t soud  o t té mené. Ces éprouvettes ont été conçues avec des rayons allant de 0,5 à 2 

 afi  d’ tudie  gale e t l’i flue e de la taille du a o .  

5.3.1) Description des essais sur éprouvettes à encoches dissymétriques 

La géométrie des éprouvettes est visible sur la Figure 170. La zo e d’i t t de es p ouvettes est le 
détail « Rayon Gauche » qui est le rayon de raccordement valant 0,5, 1 ou 2 mm suivant la 

configuration. La zone en vis-à-vis, représentée dans la vue de détail « Rayon Droite », présente un 

rayon égal au double de celui du « Rayon Gauche », soit ,  ou  . L’i t t de ette diss t ie 
est de pe ett e de p voi  le ôt  de l’ p ouvette où l’a o çage a lieu afi  de e esu e  les 
d fo atio s ue d’u  seul ôt . Des éprouvettes en MB et en ZAT ont été testées pour deux 

niveaux de chargements différents soient douze essais au total.  

Les p ouvettes o t t  l es e  fatigue et le suivi de l’a o çage a t  alis  pa  st o-

o latio  d’i age. L’i t t de ette thode est u’elle pe et de d te i e  la lo alisatio  des 
d fo atio s ava t l’appa itio  de la fissu e et do  d’o se ve  les p e ie s stades de l’i itiatio  
d’u e fissu e et sa lo alisatio  da s le a o . L’o je tif de es essais est de d te i e  si le poi t 
criti ue est o e te e t d te i  pa  la thode EF, o ditio  essai e à l’appli atio  des 
méthodes simplifiées. 
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e  jus u’à l’o se vatio  d’u e fissure traversante, les essais ont été poursuivis au-delà du critère, 

et aucun essai post- o te  ’a pu t e alis  pou  esu e  la taille de la fissu e li e à e it e.  

 
Figure 172 : E e ple d’ volutio  du odule s a t lo s d’u  essai li ue 

Les courbes de durée de vie obtenues pour le MB et la ZAT sont visibles respectivement sur la Figure 

173 et la Figure 174. Il est possible de constater que les durées de vie sont plus élevées : 

- si le ha ge e t di i ue, sauf pou  l’essai su  MB ave  a o  de ,  mm qui peut être 

considéré comme dû à la dispersion ; 

- si l’ p ouvette est e  at iau )AT plutôt u’e  MB ; 

- si le rayo  d’e o he aug e te. 

 
Figure 173 : Durée de vie en fonction du niveau de 

chargement pour les trois rayons sur MB 

 
Figure 174 : Durée de vie en fonction du niveau de 

chargement pour les trois rayons sur ZAT 

La technique de stéréo- o latio  d’i age pe et gale e t de d te i e  la positio  elative de 
la fissure dans le rayon ui appa aît e  pou suiva t l’appli atio  du ha ge e t li ue de 
l’ p ouvette, comme illustré sur la Figure 175.  
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Figure 175 : Détermination de la position de la fissure par rapport au fond d'encoche 

La lig e de fo d d’e o he o espo d à l’a s isse u vilig e o e e dans le rayon. La fissure 

’ ta t pas pa faite e t e tiligne, une ligne moyenne de fissure est évaluée afin de déterminer 

l’a s isse u vilig e o e e de la fissu e. Les positions relatives moyennes évaluées pour chacun 

des essais sur MB et ZAT sont visibles respectivement sur la Figure 176 et la Figure 177. Un 

pourcentage de 100% signifie que la fissure se situe au pied du rayon de raccordement. Pour le MB, 

la tendance globale observée sur le graphique est que, plus le rayon augmente, plus la fissure se 

rapproche du pied du rayon. Cette tendance est vérifiée sur ZAT pour le chargement à 0,29 σy mais 

pas à 0,32 σy où la tendance est inversée. 

 
Figure 176 : Position relative de la fissure dans le rayon 

pour les trois rayons sur MB 

 
Figure 177 : Position relative de la fissure dans le rayon 

pour les trois rayons sur ZAT 
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5.3.2) Pertinence des différents critères de localisation du point critique 

Da s l’opti ue d’utilise  les thodes si plifi es afi  de p voi  la du e de vie, il est essai e 

d’utilise  u  it e d te i  à l’issu du p e ie  ua t de le, afi  d’ vite  u e si ulatio  
numérique cyclique. Trois critères pouvant être obtenus simplement ont été envisagés : 

- le point où la contrainte principale est maximale ; 

- le point où la déformation principale est maximale ; 

- le point où le coefficient de concentration de contraintes est maximal. 

Dans le cas où la méthode simplifiée de Darlet est utilisée, la simulation EF utilise une loi purement 

élastique et ces trois points sont confondus.  

La comparaison entre la localisation du point critique selon le critère de la contrainte principale 

maximale et les valeurs expérimentales sont visibles sur la Figure 178 et la Figure 179, 

respectivement pour le MB et la ZAT. Une valeur de +100% correspond au pied du rayon de 

a o de e t et u e valeu  de %, à l’a s isse u vilig e o e e du a o . Les prévisions sont 

globalement concordantes sauf pour le matériau ZAT avec un rayon de 2 mm, où la prévision est très 

éloignée de ce qui a été observé expérimentalement. 

 
Figure 178 : Comparaison entre la localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur la 

o t ai te p i ipale a i ale à l’issue du p e ie  ua t 
de cycle sur MB 

 
Figure 179 : Comparaison entre la localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur la 

o t ai te p i ipale a i ale à l’issue du p e ie  ua t 
de cycle sur ZAT 

La comparaison entre la localisation du point critique selon le critère de la déformation principale 

maximale et les valeurs expérimentales sont visibles sur la Figure 180 et la Figure 181, 

respectivement pour le MB et la ZAT. Les prévisions concordent avec les valeurs relevées lors des 

essais, quelle que soit la configuration. 
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Figure 180 : Comparaison entre la localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur la 

d fo atio  p i ipale a i ale à l’issue du p e ier 

quart de cycle sur MB 

 
Figure 181 : Comparaison entre la localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur la 

d fo atio  p i ipale a i ale à l’issue du p e ie  
quart de cycle sur ZAT 

La comparaison entre la localisation du point critique selon le critère du coefficient de concentration 

de contrainte maximale et les valeurs expérimentales sont visibles sur la Figure 182 et la Figure 183, 

respective e t pou  le MB et la )AT. Ce it e, ui est le plus logi ue da s le ad e de l’appli atio  
de la MSD où seuls des calculs EF purement élastiques sont requis, semble donner également de 

bons résultats.  

 
Figure 182 : Comparaison entre la localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur le 

coefficient de concentration de contraintes sur MB 

 
Figure 183 : Comparaison entre localisation du point 

critique expérimentale et celle prévue par un critère sur le 

coefficient de concentration de contraintes sur ZAT 

Ces essais permettent de conclure que la localisation du point critique semble être correctement 

prévue si le critère retenu est celui du coefficient de concentration de contraintes ou de la 
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déformation principale. Un défaut qui peut être observé avec le critère « KT maximal », est u’il e 
prévoit, ni l’i flue e du iveau de ha ge e t, i l’i flue e du at iau qui ont été observés 

expérimentalement contrairement au critère de la déformation principale maximale. Pour cette 

aiso , il a t  hoisi e de ie  it e pou  l’application de la méthode simplifiée sur joint soudé.  

5.4) Application de la méthode simplifiée sur joint soudé en 80HLES 

A l’aide des sultats o te us su  la localisation du point critique grâce aux essais décrits dans la 

section précédente, il est ai te a t possi le de l’appli ue  su  le joi t soud  décrit dans la section 

5.1.1. La p e i e tape de l’appli atio  est la ise au poi t du od le EF. 

5.4.1) Mise au point du modèle éléments finis 

Les di e sio s de l’ p ouvette so t les di e sio s o i ales, excepté dans le cordon de soudure 

qui est modélisé par un chanfrein à 50° se terminant par un rayon de raccordement de 1 mm. Ces 

valeu s o t t  o te ues à l’aide de mesures par triangulation laser [70]. La valeur du rayon 

correspond également aux recom a datio s de l’IIW [4]. Le modèle EF est composé de 141 840 

éléments hexaédriques linéaires. Le congé de raccordement est divisé en 100 éléments. Les deux 

symétries suivant les plans de normale X et Z sont utilisées. Le moment de flexion est introduit par 

l’appli atio  de p essio s uivale tes e t es su  l’e pla e e t des ouleau . L’e se le de es 
hypothèses est visible sur la Figure 184. 

 

 
Figure 184 : Maillage plan et conditions aux limites d'un quart de joint soudé 3D 

Conformément aux résultats de la section 5.3), le point critique est défini comme étant le point où la 

défo atio  p i ipale est a i ale à l’issu du p e ie  ua t de le, visible sur la Figure 185. A 

cette échelle-là, il est possible de voir que la zone critique est dans le rayon de raccordement, plutôt 

à œu  u’e  peau. 
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Figure 185 : Cartographie de la déformation principale après un quart de cycle sur joint soudé pour un chargement de � = ,  �  

5.4.2) Prévisions de durées de vie par les MS et par EF sur joint soudé en T 

L’op ateu  de lo alisatio  de He la d est ide tifi  su  le p e ie  ua t de le e  eleva t les 
valeurs de contraintes et de déformations plastiques au point critique défini dans la section 

précédente. L’op ateu  de Da let est ide tifi  à l’aide de deu  si ulatio s lasti ues telles ue 
décrites dans la section 3.4.2) au même point. La corrélation entre les EF et les méthodes simplifiées 

lors du premier quart de cycle est visible sur la Figure 186. La méthode simplifiée de Herbland 

permet de mieux prévoir les o t ai tes et les d fo atio s à l’issu du p e ie  ua t de le.  

 
Figure 186 : Identification de l'opérateur de localisation de Herbland et de Darlet pour deux valeurs de rayons de 

raccordement 
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Les contraintes résiduelles sont introduites dans les MS par la deuxième méthode (cf. Figure 145) qui 

o espo d au as où les o t ai tes siduelles o t u e o igi e the i ue, puis u’elles do t dues au 
soudage. Le iveau de o t ai tes siduelles i t oduites est de ,  σy ce qui correspond aux mesures 

réalisées par la technique du trou profond et par la méthode des contours sur des joints soudés [2]. 

Les  p e ie s les so t si ul s à l’aide des deu  M“ afi  d’o te i  les ou les sta ilis es e  vue 
de calculer les paramètres équivalents stabilisées visibles sur la Figure 187. La corrélation entre les 

deux MS est relativement bonne et correspond aux résultats obtenus par la simulation EF au même 

point. 

Cette bonne corrélation entre les différentes méthodes se retrouve logiquement dans les durées de 

vie al ul es à l’aide du it e de Mo o  odifi . Les sultats o espo de t au  du es de vie 
expérimentales avec u  fa teu  de o se vatis e d’e vi o   à . 

 
Figure 187 : Prévisions des paramètres stabilisées et des durées de vie par EF et par les deux MS pour les essais sur joint 

soudé en T 

Pour autant, différents points restent à éclaircir ui ’o t pas t  a o d s : 

- l'influence du gradient de contraintes sur des rayons faibles de 1 mm ; 

- l’i flue e du g adie t de p op i t s du matériau autour du point critique ; 

- l’i flue e de la g o t ie elle vis-à-vis de la géométrie simplifiée qui est modélisée. 

Ces deux derniers points pourraient être pris en compte par une simulation numérique plus précise. 

Les travaux de thèse de Erny [111] p opose t l’ide tifi atio  du g adie t at iau à pa ti  d’u e 
cartographie de la dureté dans le joint soudé. La loi de comportement est alors calibrée en fonction 
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de la mesure de dureté et introduit dans le modèle EF. Cela pourrait influencer notamment la 

localisation du point critique.  

L’i flue e de la g o t ie su  la lo alisatio  du poi t iti ue peut t e p ise e  o pte pa  u e 
modélisation précise du joint soudé. Il est possible de numériser la géométrie réelle, esu e à l’aide 
d’u  s a e  D pa  e e ple, afi  de l’e po te  da s le od le EF. La si ulatio  du p e ie  ua t 
de le peut alo s i di ue  l’i flue e de l’h t og it  su  la lo alisatio  du poi t iti ue et 

odifie  gale e t l’op ateu  de lo alisation. 

E  e ui o e e l’i flue e du g adie t de o t ai tes su  de fai les a o s de a o de e t, la 
p ise e  o pte d’u e lo gueu  i te e pou ait t e u e solutio  effi a e. Des essais tels ue eu  
réalisés dans la section 5.3) peuve t se vi  de do es d’e t e pou  la ali atio  du it e. 
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5.5) Conclusion du chapitre 

Ce de ie  hapit e s’est i t ess  à l’appli atio  des thodes si plifi es pou  le di e sio e e t 
e  fatigue d’u  joi t soud  e  T. Tout d’a o d, le as d’ tude a t  d it ava t d’effe tue  u e 
description des principales questions soulevées par une application sur un joint soudé. En effet, ce 

dernier comporte à la fois de fortes hétérogénéités géométriques et métallurgiques qui 

complexifient l’application de méthodes locales telles que les méthodes simplifiées utilisées dans ce 

travail. 

Afi  de po d e à es i te ogatio s, u  at iau ep se tatif de l’ tat tallu gi ue da s la zo e 
d’a o çage de fissu e a t  is au poi t pa  t e pe du  HLE“ MB. Ce matériau ZAT a été 

a a t is  e  fatigue afi  d’o te i  les pa a t es du it e MCB ais gale e t pa  des essais de 
traction avec charges-d ha ges afi  d’ide tifie  les pa a t es de la loi de o po te e t à seuil. 

U e a pag e d’essai a été réalisée su  des p ouvettes ep e a t la fo e d’u  joi t soud , ais 
dont la géométrie et l’ tat métallurgique sont maîtrisés. L’o je tif tait de d te i e  le it e le 
plus opportun pour sélectionner la position du point critique. Ces essais ont mis en évidence que le 

poi t où la d fo atio  p i ipale est la plus lev e à l’issue du premier quart de cycle donne les 

meilleurs résultats, ce qui semble logique puisque ce paramètre est de premier ordre dans le calcul 

du it e d’a o çage. Da s le as de l’appli atio  de la thode si plifi e de Da let, le poi t où le 
coefficient de concentration de contraintes est le plus élevé semble être aussi un bon critère bien 

u’il e t aduise pas l’i flue e du iveau de ha ge e t et du matériau sur la localisation du point 

critique. 

L’appli atio  su  joi t soud  a fi ale e t t  alis e. Le poi t iti ue est donc déterminé dès le 

p e ie  ua t de le pa  EF à l’aide d’u  it e su  la d fo atio  p i ipale a i ale. Les deux 

méthodes simplifiées ont donc été appliquées sur le joint soudé en considérant un matériau ZAT. Les 

deu  thodes si plifi es o t pe is d’o te i  des sultats t s p o hes des sultats EF, et des 
du es de vie o se vatives d’u  fa teu   à  pa  appo t au  do es e p i e tales. Bien que ces 

sultats soie t e ou agea ts, diff e ts poi ts este t à lai i  da s l’appli atio  de la thode 
proposée sur un joint soudé : 

- l’i flue e du g adie t de o t ai tes ; 

- l’oppo tu it  de l’ tude d’u  at iau )AT si ul  pou  ep se te  le omportement du 

matériau au point critique ; 

- l’i flue e des h t og it s g o t i ues et ota e t la va iatio  du a o  de 
raccordement le long du cordon de soudure ; 

- l’i flue e de l’h t og it  de l’ tat tallu gi ue da s la zone de plasticité confinée. 
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Conclusion générale 

L’o je tif de ette th se est de pe ett e la p ise e  o pte des o t ai tes siduelles da s le 
dimensionnement e  fatigue oligo li ue da s le ad e de la plasti it  o fi e e  vue d’u e 
application sur des structures soudées telles que des joints soudés de sous-marins. La démarche 

adoptée s’est basée sur des méthodes rapides développées dans des travaux de thèse antérieurs 

[11], [12], [61] afin d’  i t g e  la prise en compte des contraintes résiduelles. 

Afi  d’ vite  des calculs EF cycliques au coût prohibitif sur des structures de ce type, une méthode 

simplifiée est donc utilisée. Cette méthode simplifiée est basée sur une loi de localisation permettant 

de décrire le comportement élasto-plastique du matériau au point critique. Cette démarche originale 

a été proposée par Herbland [11], puis Darlet [12] a proposé une simplification de la procédure 

d’ide tifi atio . Tout au long de ce travail, les deux versions de la méthode ont été comparées entre 

elles, ai si u’au  sultats EF, et e fi , ulti e juge de pai , au  sultats e p i e tau . 

L’appli atio  de la thode o e e pa  la d te i atio  des pa a t es at iau  afi  de 
cara t ise  sa te ue e  fatigue pa  l’ide tifi atio  des pa a t es du it e de Ma so -Coffin-

Basquin. Parallèlement le comportement élasto-plastique du matériau doit être identifié afin 

d’ide tifie  les ouissages du at iau. L’utilisatio  d’u e thode simplifiée permet finalement le 

calcul du cycle stabilisé au point critique et donc le calcul de la durée de vie à l’aide du it e de 
fatigue proposé. 

 

La première étape de ce travail est la détermination des paramètres des critères de fatigue 

oligocyclique étudiés sur le matériau 80HLES, qui est utilisé dans les coques de sous-marins visées 

par cette étude. Afin de prendre en compte indirectement les contraintes résiduelles, des critères 

dépendant de la contrainte moyenne ou maximale, respectivement les critères de Morrow et de 

Smith-Watson-Topper, ont été choisis. Des essais cycliques à déformation alternée ont été menés 

pour identifier les paramètres de ces critères. Des essais de fatigue à différents rapports de charge 

ont été également menés et ont pu ett e e  vide e u e i flue e gative d’u e o t ai te 
moyenne positive sur les durées de vie ainsi que l’a se e d’i flue e significative d’u e o t ai te 
moyenne négative sur ce matériau. Pour rendre compte de cela, une version modifiée du critère de 

Morrow a été proposée et utilisée dans la suite de ce travail. Il a été observé que le critère proposé 

tait o se vatif d’e vi o  u  fa teu   pou  des essais à o t ai te o e e o - ulle. L’i t t de 

ce critère est que le conservatisme est constant (à la dispersion expérimentale près) quels que soient 

le rapport de charge et le niveau de chargement. Enfin, e  vue d’u e appli atio  su  des as de 
chargements multiaxiaux, il a t  essai e d’i t odui e u e fo ulatio  de pa a t es uivale ts 
permettant de passer des tenseurs de contraintes et de déformations à des paramètres scalaires 

pouvant être utilisés dans le critère de fatigue. Cette formulation permet de retrouver une approche 

« plan critique » da s le as d’essais u ia iau . 

 

La deuxième pa tie a pe is d’ide tifie  le o po te e t lasto-plastique du matériau. Pour cela, 

des essais de traction avec charges-décharges ont été menés. Une loi de comportement basée sur 

des écrouissages cinématiques et isotropes, proposés respectivement par Armstrong-Frederick et par 
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Voce, o t t  utilis s. Il a t  is e  vide e u’u e loi de e t pe e pe et pas de p voi  
o e te e t la o t ai te o e e sta ilis e da s l’e se le du do ai e de la fatigue 

oligocyclique. U  e i hisse e t de la loi pa  l’i t odu tio  d’u  seuil comme proposé par Chaboche 

a été utilisé.  

U e d a he d’ide tifi atio  o igi ale a t  p opos e afi  d’ide tifie  ha ue te e, l’u  ap s 
l’aut e. Cette d a he s ue tielle a l’i t t d’ t e o uste, si ple et apide. Elle e se base que 

sur les essais de traction avec charges-d ha ges. L’i o v ie t de ette d a he est u’elle 
conduit à une surestimation des contraintes moyennes stabilisées. Cela se traduit par un 

o se vatis e total d’u  fa teu   des p visio s de du e de vie o te ues à l’aide des ou les 
stabilisées calculées à partir de la loi de comportement.  

Une deuxième démarche d’ide tifi atio  de la loi de o po te e t où la valeur du seuil des 

écrouissages est optimisée sur les valeurs expérimentales de contraintes moyennes stabilisées a été 

proposée et permet de réduire ce conservatisme dans une plage correspondant environ à 103-2.104 

cycles. Cependant, pour les durées de vie supérieures, la contrainte moyenne stabilisée dépend 

esse tielle e t de la li ite d’ lasti it  ui est li e à l’offset de d te tio  de la plasti it . Afi  
d’a lio e  les p visio s dans cette gamme de durées de vie, il est essai e de di i ue  l’offset. 
Cepe da t, les o s ue es d’u e di i utio  de l’offset, ota e t su  la p visio  de l’ai e des 

ou les sta ilis es, e de t ette solutio  peu aiso a le ava t d’o te i  l’effet es o pt  su  la 
prévision des contraintes moyennes stabilisées.  

Il est à ote  gale e t u’u e hute du odule d’You g ap s u e p -déformation plastique a été 

ide tifi e. Il a t  o t  ue ette di i utio  ’avait pas d’effet sig ifi atif su  les p visio s de 
durées de vie et il a été choisi de ne pas en tenir compte dans le modèle de comportement du 

matériau. 

Il y a, finalement, selon la loi de comportement identifiée, un facteur de conservatisme de 2 à 3 sur 

les p visio s de du e de vie o te ues à l’aide du it e de Mo o  odifi  p opos . 

 

Les essais e s jus u’à e stade ne concernaient que des éprouvettes sans accident géométrique et 

ont permis d’ide tifie  le o po te e t du at iau. La suite du t avail a o e  le 
dimensionnement da s le ad e de la plasti it  o fi e. Pou  ela, deu  a pag es d’essais o t t  
menées sur des éprouvettes plates à encoches. La première campagne concernait les chargements 

nominaux de traction répétée et la seconde de compression répétée induisant une contrainte 

o e e lo ale e  fo d d’e o he respectivement de traction ou de compression. 

Afin de calculer le comportement élasto-plastique au point critique, la méthode simplifiée de 

Herbland et la version proposée par Darlet sont utilisées. La première nécessite la simulation EF 

élasto-plastique du premier quart de cycle tandis que la deuxième nécessite deux simulations 

élastiques. Les deux méthodes ont montré une très bonne capacité à prévoir le comportement 

élasto-plastique au point critique, par comparaison aux EF, eux-mêmes validés par des mesures de 

d fo atio  et de o t ai tes e  fo d d’e o he. 

Les durées de vie prévues à partir des boucles stabilisées obtenues par les deux méthodes simplifiées 

ou par EF ont montré un conservatisme constant d’u  facteur 3 par rapport aux durées de vie 

e p i e tales o te ues pa  la d te tio  de l’a o çage à l’aide de la te h i ue ACPD. Si la loi de 



 Conclusion générale 143 

comportement et le critère d’a o çage e pli ue t e o se vatis e pou  les du es de vie 
supérieures à 2.104 les, ils e l’e pli ue t pas à eux seuls, pour les durées de vie inférieures. Une 

e pli atio  possi le est l’adou isse e t li ue à long terme du matériau pour les hauts niveaux de 

chargement qui a pu être observé sur les essais cycliques mais dont la loi de comportement choisie 

ne peut rendre compte. U e aut e sou e d’app o i atio  ui ’est pas p is e  o pte est l’effet de 
volume des éprouvettes de calibration du critère de Manson-Coffin-Basquin pour lesquelles la zone 

sollicitée à isocontrainte est bien supérieure à celle des éprouvettes AmFiBiE. Le conservatisme reste 

cependant indépendant du rapport de charge nominal, ce qui est nécessaire en vue de la prévision 

de l’i flue e des o t ai tes siduelles. 

 

Afi  de pouvoi  valide  l’i flue e des o t ai tes siduelles, de ouvelles p ouvettes plates à 
encoche présentant des contraintes résiduelles, soit de traction, soit de compression, ont été testées 

en fatigue. Il a été montré que les contraintes résiduelles de traction avaient un effet négatif sur les 

du es de vie si elles s’oppose t au ha ge e t li ue, a  elles e so t pas ela es. “i elles so t 
de e sig e ue le ha ge e t li ue, elles ’o t alo s pas d’effets a  elles so t t s 
rapidement remplacées par celles induites par le chargement cyclique. Les contraintes résiduelles de 

compression ont, elles, un effet bénéfique sur les durées de vie pour les chargements cycliques de 

traction, puisque de manière similaire, elles ne sont pas relaxées. Cela a été montré 

e p i e tale e t pa  des esu es de o t ai tes siduelles e  fo d d’e o he.  

Afin de prendre en compte les contraintes résiduelles sur le comportement cyclique, la simulation 

par EF du pro d  d’i t odu tio  des o t ai tes est possi le si ple e t i i, a  ette o igi e est 
pu e e t a i ue. Cela est plus o pli u  da s le as de o t ai tes siduelles issues d’u  
procédé de soudage. Cependant, la méthode simplifiée permet de le prendre simplement en compte 

dans les deux cas. Da s le as de o t ai tes siduelles d’o igi es thermiques, il est possible 

d’ajoute  cette contrainte au chargement cyclique, tandis que dans le cas de contraintes résiduelles 

d’o igi es a i ues, il est possi le de simuler une précharge optimisée de manière à introduire la 

valeur de contraintes résiduelles désirée, avant de simuler le chargement cyclique. 

Cette de i e thode a t  utilis e i i et a o t  so  effi a it  à t adui e l’i flue e de l’ tat 
initial de contraintes résiduelles sur les durées de vie, ainsi que leur évolution. Il en résulte des 

p visio s de du e de vie d’u  o se vatis e o sta t d’e vi o  , dû à la loi de o po te e t et 
au it e d’a o çage. L’i flue e des o t ai tes siduelles sur les durées de vie est donc bien 

traduite, validant ainsi la d a he p opos e da s le as d’ p ouvettes à e o hes do t la g o t ie 
est maîtrisée et où le comportement du at iau, ho og e da s l’e se le de l’ p ouvette, a pu 
être directement identifié. 

 

La dernière partie de ce travail est la transposition de la méthode sur des joints soudés en T. Pour 

cela, il est nécessaire de répondre à plusieurs questions afi  de t a spose  la thode d’u e 
éprouvette plate à une éprouvette de type joint soudé. Tout d’a o d, il est essai e de p e d e e  
compte les modifications métallurgiques du matériau dues au soudage. Pour cela, un matériau ZAT 

simulé est obtenu par u e t e pe du at iau de ase afi  d’o te i  des p op i t s de du et  et 
une microstructure se la le à elle esu e e  pied du a o  de a o de e t d’u  joi t soud . 
La loi de comportement et les paramètres du critère d’a o çage o t t  ide tifi s pou  e at iau. 
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Les deux méthodes simplifiées ont été appliquées sur des éprouvettes à encoche en matériau ZAT. Il 

a été montré que la contrainte moyenne avait une influence plus faible sur la ZAT que sur le MB et 

que les prévisions de durées de vie présentaient un conservatisme trois fois plus important que sur le 

MB. Ce conservatisme pourrait t e li  là e o e à l’adou isse e t du at iau do t la loi de 
comportement ne peut rendre compte. Il serait plus important sur la ZAT que sur le MB car les 

niveaux de chargements sont plus élevés pour les mêmes durées de vie car la ZAT résiste mieux en 

fatigue que le MB. Ceci explique également pourquoi les méthodes simplifiées et les calculs EF sous-

estiment plus les durées de vie obtenues dans le cas de la ZAT que dans celui du MB. 

 

Un deuxième point important est celui de la localisation du point critique. Il a été étudié à l’aide 
d’ p ouvettes plates e  MB et en ZAT. Une géométrie i spi e de elle d’u  joi t soud e ave  des 
rayons de raccordement allant de 0,5 mm à 2 mm a été utilisée afin de se rapprocher des valeurs 

mesurées dans le joint soudé. Ces essais ont permis de montrer que la méthode EF permettait bien 

de p voi  l’i flue e du a o  su  le lieu de l’a o çage, o ditio  essai e à l’appli atio  des 
méthodes simplifiées.  

La démarche a été ensuite appliquée sur joint soudé en prenant en compte les contraintes 

résiduelles mesurées sur ce type de joints. Cela a pe is d’o te i , en considérant un rayon de 

raccordement de 1 mm tel ue p o is  pa  l’IIW, des prévisions de durées de vie avec un 

o se vatis e d’u  facteur 3 à 4 par rapport aux données expérimentales.  

 

Plusieurs questions subsistent concernant la transposition de la démarche depuis une éprouvette à 

encoches vers un joint soudé : 

- pe ti e e d’u e app o he )AT si ul e par une trempe homogène pour représenter un 

matériau hétérogène et do t le p o d  d’o te tio  diffère d’u e t e pe ; 

- influence de fortes hétérogénéités géométriques au iveau du a o  de soudu e et d’u  
unique rayon de raccordement déterminé arbitrairement sur la base des mesures WISC. 

D’aut es pistes d’e plo atio  so t e visagea les e  vue d’u e du tio  du o se vatis e sur 

éprouvettes à encoches ou sur joint soudé :  

- utilisatio  d’u e loi de o po te e t utilisa t des lois puissances non-saturantes, telles que 

proposée par Ohno & Wang [112] ou Desmorat [113] ; 

- identification du critère de Manson-Halford [25] afi  de ali e  l’i flue e de la o t ai te 
moyenne ; 

- p ise e  o pte de l’adou isse e t du matériau par la loi de comportement ; 

- d veloppe e t d’u e thode si plifi e pe etta t de t adui e u  o po te e t 
anisotrope du matériau ; 

- p ise e  o pte de l’effet de volu e e t e les p ouvettes de ali atio  du it e de fatigue 
et une zone de plasticité confinée ; 

- poursuite des essais cycliques avec mesure DRX in-situ afi  de pe ett e l’ valuatio  des 
thodes si plifi es su  des as plus dis i i a ts et ota e t lo s d’essais ultia iau  

sur des éprouvettes de traction-torsion.  
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Annexe A : Prévision des courbes de durée de vie sans contraintes résiduelles  

 
 

 
Annexe A. 1 : Cou es de du e de vie selo  les  MS et les EF pou  les uat e it es d’a o çages à � =  et à � = −∞ 

A noter que le critères de Morrow modifié est identique à celui de Manson-Coffin-Basquin lors 

d’essais à �� = −∞ et au it e de Mo o  lo s d’essais à �� = . 
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Annexe B : Validation de la démarche sur essais AmFiBiE ZAT 

Cette s ie d’essais a t  alis  su  des p ouvettes AmFiBiE sans contraintes résiduelles et d’aut es 

fléchies, toutes usinées dans des pavés de matériaux 80HLES ZAT. Ce matériau étant censé 

représenter celui présent en pied de joint soudé de coque de sous-marin, ces éprouvettes 

additionnelles ont été uniquement soumises à un chargement de compression. Une première étape 

d’i t odu tio  des contraintes résiduelles a été menée puis validée par modélisation EF pour ce 

matériau 80HLES ZAT. 

Validation des états initiaux sur ZAT 

Le même espace inter-rouleaux a été conservé que pour les éprouvettes 80HLES- MB ais l’effo t de 
flexion a été augmenté pour atteindre un niveau de CR en surface équivalent. Le matériau étant 

diff e t, les C‘ o t t  i t oduits plus loi  du o d de l’e o he ue su  les p ouvettes A FiBiE 
80HLES MB o e le p voit le od le u i ue et o e l’o t o fi  les esu es de C‘ pa  
DRXI, visibles sur la Figure B.1. E  effet, si la C‘ e  su fa e est de l’o d e de � , le point où elles 

s’a ule t est e t e  et  , o t e  mm pour les éprouvettes AmFiBiE en MB. Les états de CR 

validés, sept essais de fatigue ont été conduits sur éprouvettes fléchies et sept essais sur éprouvettes 

sans CR. 

 
Figure B.1 : Validation des états initiaux de contraintes résiduelles sur une éprouvette ZAT fléchie 

Durées de vie en fatigue 

Les du es de vie à l’a o çage so t visi les su  la Figure B.2. La nocivité des CR de traction sur la 

du e de vie à l’a o çage su  p ouvettes )AT avec chargement de compression est plus ténue que 

sur MB, comme le laissait supposer les paramètres de la droite « élastique » du critère de MCB. 

Il ’est pas aussi vide t ue su  les a pag es p de tes de di e pou  uel iveau leu  i flue e 
disparaît. Cependant, toutes les éprouvettes fléchies avant fatigue ont amorcées au niveau de 

l’e o he p se ta t des C‘ de t a tio , i di ua t la o ivit  de es de i es. 

 



 Annexes III 

 
Figure B.2 : Courbe de durée de vie à l'amorçage pour les essais à Rσ=-∞ su  )AT 

Application des méthodes simplifiées 

Identification de l’opérateur de localisation 

Les méthodes simplifiées de Herbland et de Darlet ont été appliquées de la même manière que dans 

la section 3.4). Le modèle EF est le même que celui validé dans la section 3.3) en utilisant cependant 

la loi à seuil ide tifi e su  le at iau )AT. La li ite d’ lasti it  de e de ie  ta t plus fai le et les 
a plitudes de ha ge e ts appli u es ta t plus fai les, l’h poth se de plasti it  o fi e ’est pas 
respectée dès le premier niveau de chargement, comme le montre la Figure B.3. Ceci explique 

pourquoi la méthode simplifiée de Herbland surestime les amplitudes de déformations par rapport 

aux EF tandis que celle de Darlet les sous-estiment. 

Dans tous les cas, les prévisions surestiment les observations expérimentales obtenues par mesures 

de jauges de déformation comme le montre la Figure B.3. Cela peut être dû à un adoucissement plus 

important du matériau ZAT lié à des amplitudes de chargements nominaux élevées puisque le 

matériau ZAT résiste mieux en fatigue que le métal de base. 

  
Figure B.3 : Zone de plasticité pour un chargement à 

0,29 σy 

  
Figure B.4 Prévisions des amplitudes de déformations 

longitudinales par EF et les 2 MS comparées aux données 

expérimentales 
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Amplitudes de déformations stabilisées prévues 

Les tendances rencontrées sur les amplitudes de déformations longitudinales se retrouvent sur les 

amplitudes de déformations équivalentes visibles sur la Figure B.5. Des différences entre les 

thodes si plifi es et les sultats EF e iste t gale e t et peuve t s’e pli ue  pa  la p se e de 
plasticité généralisée, rendant ainsi imprécise les méthodes simplifiées. Des essais ont été effectués 

afin de valider ces mesu es de o t ai tes à l’aide d’essais li ues i te o pus pa  des esu es de 
contraintes résiduelles par DRX comme décrits pour le MB dans la section 4.6.3). 

 
Figure B.5 : Paramètres équivalents stabilisées obtenus par les 2 MS et par EF dans le cas des essais AmFiBiE sur matériau 

ZAT 

Suivi de l’évolution des contraintes résiduelles 

La p visio  de l’ volutio  de la o t ai te siduelle, pa  la M“H et la M“D, lo s d’essais e  
compression répétée à une amplitude de 0,36 σy est visible sur la Figure B.6 pour les trois états 

initiaux. Les mesures pour les états initiaux de « traction » et de « compression » y sont également 

visi les. La M“D se le ieu  d i e l’ volutio  des o t ai tes siduelles ue la M“H. Les deu  
méthodes prévoient que les contraintes résiduelles stabilisées des éprouvettes avec CR de traction 

sont différentes de celles avec des CR initiales de compression, conformément à ce qui a été mesuré. 

L’ volutio  des o t ai tes siduelles est si ilai e à e qui a été observé sur le matériau de base. 
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Figure B.6 : P visio  de l’ volutio  des o t ai tes siduelles pa  la MSH et par la MSD pour une amplitude de 

chargement de 0,36 σy en compression répétée sur matériau ZAT 

Prévisions de durées de vie 

Enfin, les prévisions de durées de vie obtenues avec le critère de Morrow modifié et de Smith-

Watson-Topper sont visibles sur la Figure B.7. Le conservatisme obtenu est plus important en 

utilisant le critère de Morrow modifié que celui de Smith-Watson-Topper mais il ne dépend pas de 

l’ tat de o t ai tes siduelles i itial. Due à des a plitudes de d fo atio  uivale te p vues 
plus importantes, la MSH est plus conservative que la MSD. 

 
Figure B.7: Prévisions de durée de vie en fonction des durées de vie expérimentales observées sur matériau ZAT pour des 

chargements de compression répétée.  
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Annexe C : Article: “User Influence on Two Complementary Residual Stress 

Determination Methods: Contour Method and Incremental X-Ray 

Diffraction 

Cet article a été écrit dans le cadre de la thèse. Il a pou  o je tif d’ tudie  l’appli atio  de deu  
méthodes de mesure des contraintes résiduelles : la mesure par diffraction des rayons X 

incrémentale et la méthode des contours. L’appli atio  a t  alis e su  u e p ouvette à e o hes 

dont les dimensions sont légèrement différentes de celles des éprouvettes AmFiBiE mais mise en 

flexion de manière identique. 

La première partie de l’a ti le vise la détermination de l’ tat de o t ai tes siduelles i t oduit pa  
le procédé. Du atage appa aissa t su  l’ p ouvette au iveau des ouleau  du o tage de fle io , 
il a t  essai e de od lise  le f otte e t e t e l’ p ouvette et les rouleaux et donc de calibrer 

e f otte e t à l’aide des esu es de d fo atio s. Le od le u i ue is au poi t est e suite 
validé par des mesures de contraintes par diffraction de neutrons. 

La deu i e pa tie de l’a ti le s’i t esse au  thodes de orrection de la redistribution des 

contraintes résiduelles lors du polissage électrolytique, nécessaire à la mesure de contraintes par 

diffraction des rayons X sous la surface. Il a été montré que les méthodes de correction 

incrémentales étaient les plus robustes vis-à-vis des hypothèses de modélisation. Il a été montré 

également que dans le cas où une méthode de correction de la redistribution des contraintes est 

appliquée, le polissage devra être aussi large que possible afin de respecter les hypothèses des 

thodes de o e tio . Ce i est o t ai e à l’id e g ale e t ad ise de réaliser de faibles 

enlèvements de matière pour limiter la redistribution des contraintes. 

La troisième partie vise la mesure du champ de contraintes par la méthode des contours. Le post-

t aite e t des do es esu es est u e tape t s i po ta te da s l’appli atio  de ette 
méthode. Plusieurs paramètres de post-t aite e t doive t t e d id s et il ’e iste à e jou  pas de 
critère communément admis pour le faire. Une évaluation de l’incertitude liée aux choix de post-

t aite e t est p opos e et a pe is de o t e  ue, da s e as, l’i e titude su  les valeu s est 
i f ieu  à %, sauf su  les o ds de la pi e où il est de l’o d e de %.  



User Influence on Two Complementary Residual Stress
Determination Methods: Contour Method and Incremental
X-Ray Diffraction

B. Levieil1,2 & F. Bridier2 & C. Doudard1
& D. Thevenet1 & S. Calloch1

Received: 23 February 2016 /Accepted: 27 June 2016
# Society for Experimental Mechanics 2016

Abstract The combination of various residual stress mea-

surement methods is a common practice to complete knowl-

edge that a single measurement method cannot provide. In this

study, incremental X-Ray diffraction is combined with the

contour method to measure a bent notched specimen to study

the methods robustness. A finite element analysis model is

built and validated with strain measurement of the bending

process thus providing prior knowledge of the residual stress

field. Three-dimensional neutron diffraction residual stress

measurements are also performed to obtain a reference mea-

surement with a non-destructive method and to validate the

simulated stress field. In-depth stress gradient measured by X-

ray diffraction is corrected with four different methods that all

show good correlation with neutron diffractionmeasurements.

Correction methods, assumptions and uncertainties are

discussed and differences are observed on the robustness of

the methods. Contour method measurements are performed

and results are also in agreement with neutron measurements.

The results provided by the contour method are complemen-

tary to those of the X-Ray diffraction since, despite a lower

accuracy on the edges where X-ray diffraction is performed,

the contour method offers the complete cartography of longi-

tudinal stress in a symmetry plane of the bent specimen.

Uncertainty of the contour method due to the post-

processing procedure is discussed.

Keywords Residual stresses . Contourmethod . X-Ray

diffraction . Neutron diffraction . Stress relaxation correction

method

Introduction

Residual stresses (RS) may have a strong influence on the

mechanical resistance of parts [1, 2] and thus need to be char-

acterized. However, the measurement of residual stresses re-

mains a challenging problem as no unique method exists.

Each method has its own advantages and limitations in terms

of gauge volume, accuracy, depth penetration, and material

microstructure [3]. Combining methods is a solution either

to obtain different information, or to validate the assumptions

and approximations of each measurement technique.

Combining a diffraction method and a relaxation based meth-

od is also interesting as their fundamental measurement prin-

ciple is not the same. If all methods aim at measuring local

stresses through local strains, X-ray Diffraction (XRD) uses

lattice spacing by measuring diffracting peak shift whereas

relaxation methods such as the contour method measure part

deformation at the meso-scale (i.e., scale of the specimen)

disregarding thereby variation at the micro-scale.

This study aims at comparing two complementary mea-

surement methods’ robustness: Incremental X-Ray

Diffraction (XRD) and Contour Method (CM) and especially

focuses on the robustness of these methods regarding both

hypothesis and post-processing procedures.

Incremental XRD involves material removal and thus RS

relaxation [4, 5]. Different methods exist to correct that relax-

ation but they all require some hypotheses. The first hypoth-

esis that all methods use is that the stress relaxation is elastic.

TheMoore and Evans analytical method also supposes simple

geometrical cases that can be a strong assumption. Numerical
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methods exist for complex geometries but require the prior

estimation of the initial RS field. The robustness of the

methods regarding the supposed initial stress field is also stud-

ied in this work to quantify the robustness of the different

stress relaxation correction methods.

The second RS measurement method that is studied here

is the contour method which is often used as a complemen-

tary method to XRD to complete RS knowledge in other

directions [6, 7] or to confirm measurements [8, 9] com-

bining a diffraction and a relaxation method to measure the

whole stress gradient in a symmetry plane of the part. CM

is based on the measurement of the displacement due to

stress relaxation on a cut face. Displacement measurements

are then smoothed and interpolated on a finite element

model of the part. RS results are thus subjected to data

processing. Evaluation of the robustness of the post-

processing process is carried out in this work.

In this application, these two methods are applied on a

notched specimen that has been bent and relaxed to introduce

RS. The first step of this work is to obtain the best knowledge

of the RS stress field. A finite element analysis of the bending

process is carried out and contact between the rollers and the

specimen is calibrated through experimental strain measure-

ments. To validate the predicted stress field, Neutron

Diffraction (ND) stress measurements are then performed as

this technique has the capability to measure the full stress

tensor below the surface without any material removal.

Then, incremental XRD is performed and the four correc-

tion methods are used, analyzed and method assumptions are

tested.

Finally, CM is applied, the experimental procedure is de-

scribed and a post-processing procedure is proposed to eval-

uate post-processing uncertainty.

Case Study

Geometry

Specimen material is machined from a high-strength fer-

ritic steel isotropic sheet. The material does not exhibit

any evidence of texture. In order to introduce residual

stresses (RS) around the notches, a bending load is ap-

plied as shown in Fig. 1 After unloading the specimen,

tensile RS are expected to appear around one notch which

will be referred to as the Btensile^ notch and compressive

RS on the other notch which will be referred to as the

Bcompressive^ notch. Two specimens were necessary for

this study as destructive measurements techniques are

employed. They were machined in the same sheet and

bent in the same conditions to minimize experimental

variations.

Finite Element Prediction of Residual Stresses

A load-unload test is used for the material characterization.

Such tests are useful for the prediction of residual stress state

since they particularly inform on the evolution of the elastic

domain during unloading [10]. The design of the sample used

for the load-unload test is shown in Fig. 2.

The load-unload test consists in a tensile loading test with

several reverse compression loadings at increasing plastic

strain levels as illustrated in Fig. 3. Stresses are normalized

to the initial tensile elastic limit σy and strains to the initial

elastic deformation limit εy = E/σy where E is the Young’s

modulus of the material. At each unload, the specimen load

Fig. 1 Specimen geometry and bending set-up

Fig. 2 Tensile specimen
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varies from the tensile elastic limit to the compressive elastic

limit of the material giving thus the elastic domain evolution.

The knowledge of the center respectively the size, of the elas-

tic domain permits the identification of the kinematic, respec-

tively the isotropic, hardening evolution with plastic strain.

Isotropic hardening is modeled by the Voce model [11] and

the kinematic hardening by the Armstrong-Frederick model

[12].

Part geometry is modeled using two symmetries with nor-

mal directions X and Y. The mesh consists of 200,000 linear

hexahedral elements of type C3D8R (Abaqus®/CAE).

Interaction between rollers and specimens has to be taken

into account in the FEA as the bending load is important (it

leads to matting of the specimen behind the rollers). This

deformation constrains the specimen and adds a tensile load

to the bending moment that has to be considered. Rollers are

considered as a rigid body and friction is modeled by a linear

model, the coefficient of which is calibrated with the strain

information previously obtained.

Figure 4 shows the stress solutions that are obtained for five

different friction coefficients from 0 (no friction) to 1: longi-

tudinal translation (along Y direction) of elements in contact

with the roller is impossible.

Calibration of the friction coefficient is necessary as vari-

ous values give different stress fields. For that purpose, strains

are measured during the experimental bending process.

Displacement Measurements

KYOWA®KFG-02-120-C1-11 strain gauges are used with

a measurement surface of 0.2 x 1.3 mm2 at each notch as

shown in Fig. 1 to access the local maximum strain val-

ue during loading. Digital image correlation (DIC) is

accomplished using a GOM 5 M® device to measure

the strain field near the Btensile^ notch. The measure-

ment area is a 15x13 mm2 zone shown in Fig. 1. The

interest in combining the two techniques is to have more

precise yet local information with the strain gauge

whereas DIC offers the strain field distribution on a larg-

er zone. The measurements show good agreement and

the strain measured at the Btensile^ notch is 0.8 % at

the maximum bending load Fmax and a residual strain

of 0.26 % after unloading the specimen as shown in

Fig. 5.

Using the strain information measured allows the discrim-

ination of the FEA friction coefficient f.

Fig. 3 Load-unload test used for

material characterization

Fig. 4 Residual stress gradient

after unloading predicted by FEA

for the different stress coefficients
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Figure 5 shows the evolution of the local strain on the notch

during bending and unloading. It indicates that f should be

taken slightly lower than 0.1.

Figure 6 shows the strain gradient away from the notch and

confirms the previous result.

A value of f =0.1 is chosen for the FEA. Validation of the

global strain field is shown in Fig. 7 showing good agreement

both at maximum bending load (Fig. 7a) and after unloading

(Fig. 7b) between the global experimental strain field on the

left and the predicted strain field on the right.

Stress gradient evolution for f = 0.1 can now be observed in

Fig. 4. It shows that the longitudinal stress at the notches

should be ±300MPa after unloading. Stress sign reverses after

4 mm below the surface of the notches and maximum sub-

surface stress is ±215 MPa located 7.5 mm away from the

notches. According to FEA, the stress profile has a perfect

central symmetry. Stress prediction validation is now per-

formed using Neutron Diffraction (ND)

Neutron Diffraction Measurements

ND measurements were performed at the DIANE (G52) line

of the Laboratoire Léon Brillouin of the CEA Saclay. Seven

measurement points in the three main directions were

established with a gauge volume of 2 mm in X and Y direc-

tions where stresses are almost constant and reduced to 1 mm

in the Z direction where the stress gradient is steep. The 21

peak shifts were obtained with the fitting of the intensity sig-

nals of the {211} crystalline planes corresponding to those of

the ferrite. In all this study, the strain values are converted into

stresses using Hooke’s law for isotropic materials. Elastic pa-

rameters were taken from the literature [13] for a Cr-Kα

source and the {211} crystallographic plane of ferritic steels

(S1 = -1.25 10−6 MPa−1 and ½ S2 = 5.76 10−6 MPa−1). A ref-

erence value was adjusted so as to respect the auto-

equilibrium of the stress profile. Results are illustrated in

Fig. 8 and compared to FEA prediction. Horizontal error bars

on the neutron measurements correspond to the 1 mm gauge

volume in the Z direction whereas vertical error bars corre-

spond to the ± 2σ error bars on the peak fitting, where σ is the

standard deviation.

Neutron measurements which will be considered as the

experimental reference in this study showed a good correla-

tion with FEA, especially in the Y direction which is the

principal stress direction. For the rest of this study, only stress-

es in Y direction will be considered significant. An edge effect

is observed at the first measurement point which is probably

due to local machining residual stresses introduced before

Fig. 5 Dimensionless bending

force F/Fmax vs. strain curves

comparison between strain

gauges, DIC & FEA

Fig. 6 Strain gradient

comparison between DIC & FEA

with different f values
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bending as shown by XRD measurements in the following

section. The inversion point (where stresses become compres-

sive) seems to be just before 4 mm which agrees with FEA.

The maximum compressive stress is -180 MPa at 7.5 mm

whereas FEA predicts a maximum compressive stress of -

215 MPa at 7.5 mm.

XRD Measurements & Correction Methods

Measurement Conditions

X-Ray diffraction (XRD) measurements are performed with a

Set-X ELPHYSE device (54 kVA) using the sin²ψmethod [2]

and 19 tilt angles. The elastic constants taken for the stress

calculation are the same as the ones taken for neutron diffrac-

tion. XRD gauge volume was approximately a spot of 1 mm

diameter on the surface and the penetration is estimated to be

10 μm in the Z direction. Gauge volume is thus 100 times

smaller in the stress gradient direction, providing better reso-

lution than ND. However, the X-ray measurement can only be

practiced on the surface. In order to measure in-depth stresses,

23 polishing steps were practiced up to 5.25 mm below the

surface. After each layer removal step, RS measurement is

performed. Electropolishing was employed as this method

does not introduce residual stress nor induces preferential

grain boundary etching [14].

After each polishing step, RS are redistributed in the spec-

imen to respect the auto-equilibrium of the stress profile.

Therefore, measured RS differ from the original RS. Four

existing correction methods using different hypotheses or

principles are now compared.

Moore-Evans Analytical Correction Method

The first method proposed is the Moore & Evans (ME) stress

relaxation method [15] that consists in a set of analytical for-

mulas calculated for three simple geometrical cases: cylinder,

tube and plate. It has two main assumptions: stress redistribu-

tion is purely elastic and geometries are perfect. Resolving the

equilibrium and compatibility equations, one can calculate the

corrected stress profile that is supposed to be the original

profile.

In comparison to the bent test specimen, the closest geo-

metrical situation described by ME is considered to be the flat

plate case. Using the flat plate equation, each term of the

corrected in-plane stress vector σc can thus be written as

σc Z1ð Þ ¼ σm Z1ð Þ þ 2

Z H

z1

σm zð Þdz

z
−6Z1

Z H

z1

σm zð Þdz

z2
ð1Þ

where Z1 is the remaining thickness of the plate in the

polishing direction, σm is the measured in-plane stress vector

and H is the total specimen thickness as illustrated in Fig. 9

that also shows the necessary geometry simplification for the

application of the ME method. The ⋅, respectively ⋅, notations

are used for vectors, respectively for matrixes.

Fig. 7 Strain maps comparison between DIC (left) & FEA (right) at maximal bending force (a) and after unloading (b)

Fig. 8 3D neutron diffraction RS

measurements compared to FEA

prediction
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Finite Elements Analysis Correction Methods

Finite element analysis (FEA) stress relaxation methods are

based on the fact that the relaxation of a fictive stress profile is

the same as the experimental real profile as long as a few hy-

potheses are assumed. Thus, by numerically simulating the

stress relaxation on a fictive profile when removing polished

elements from the simulation, a lower triangular relaxationma-

trixσ f is obtainedwhere each termσds
f is the fictive stress at the

top of layer d after the polishing step s. This matrix can also be

considered as the concatenation of the remaining stress profile

column vectors after each polishing step. The samematrix can

be built with the experimental profile although only diagonal

terms are known (in the dashed ellipse) as they can be experi-

mentallymeasured byXRD.The objective of all FEAmethods

is to reconstruct the original experimental profile which is the

first column of the experimental relaxation matrix σm that is

supposed to be the real profile, if the XRD measurement error

is ignored.The twomatrixesare illustrated inFig.10,whereD is

the maximum depth polished.

The correction proposed by Pedersen & Hansson (PH)

(1989) [16] is a direct proportional correction where each

corrected stress at depth d can be expressed as

σc
d ¼ σm

d :σ
p
d; ð2Þ

where σ
p
d ¼

σ
f

dd

σ
f

d1

is the proportion of released fictive stress be-

tween the original fictive stress σd1
f at depth d and the released

stress when all elements above depth d have been deactivated

from the model σdd
f .

The Lambdatech method (1996) [17] is also a numerical

method but instead of applying a direct correction,

measurements are corrected taking into account the redistribu-

tion step after step

σc ¼ K þ I �:σm½ ð3Þ

where I is the identity matrix and K is a lower triangular

matrix in which each coefficient can be calculated as

Kds ¼
σ
f
ds−1−σ

f
ds

σ
f
dd

ð4Þ

The Savaria-Bridier-Bocher (SBB) method [18] is an im-

provement of the Lambdatech method that instead of consid-

ering the stress on the top of the removed layer as the stress in

the whole layer, averages the stress on the top of the removed

layer with the stress at the top of the next layer i.e. the stress at

the bottom of the removed layer. The previous formula be-

comes

σc ¼ K ′ þ I
� �

:σm
avg′ ð5Þ

where each term Kds
′ is expressed as

K ′

ds ¼ 2:
σ
f
ds−1−σ

f
ds

σ
f
dd þ σ

f
dþ1 sþ1

ð6Þ

and

σm
avg d ¼

σm
dd þ σm

dþ1 dþ1

2
ð7Þ

Results

XRD raw measurements compared with the four corrected

data are presented in Fig. 11. Raw results (red line) bring to

light the machining edge effects with a surface stress of

65 MPa that evolve after 70 μm into a 250 MPa stress which

is very close to the ND value at 0.5 mm. After 2 mm, raw

XRD results diverge from ND measurements and after

5.25 mm raw XRD results are still positive whereas ND re-

sults indicate a change of longitudinal stress sign at 4 mm

away from the notch.

Fig. 9 Geometry assumption for the application of the Moore & Evans

method

Fig. 10 Difference between the

fictive stress relaxationmatrix and

real matrix
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The FEA correction methods have been applied using the

bending simulation FEA results as the fictive stress field. The

four correction methods improve XRD results as they are

closer to the ND measurement than uncorrected results.

Longitudinal stress signs change between 3.9 and 4.5 mm

according to the correction method. The correction effect be-

comes non negligible when compared to measurement scat-

tering after 1 mm where correction is more than 10 % of the

measured XRD value. This value strongly depends on stress

gradient and remaining material volume [4, 14, 15, 19]. Stress

correction rises to 80 MPa for the Moore and Evans method

and up to 120 MPa for FEA methods.

Lambdatech and Savaria-Bridier-Bocher methods give

very similar results with a maximum difference of less

than 3 MPa. Indeed, fictive stress gradient is almost

linear below one millimeter and averaging stresses on

the layer has very little effect. However, by artificially

raising the polishing step, differences between these two

incremental methods increase as shown in Fig. 12.

Indeed the Savaria-Bridier-Bocher hypothesis of averag-

ing stresses is a better assumption than considering the

top value of the polished pocket as the Lambdatech

method does. For the discussion on parameter influence

that follows, Lambdatech results are not plotted so as to

obtain clearer figures.

Discussion on Stress Relaxation Correction Methods

FEA methods are based on assumptions that have been

summed-up [18] some of which have already been discussed

by the same authors [20]. Here, the assumption of the inde-

pendence of the correction regarding the stress profile is tested

on numerical methods. The elastic stress relaxation assump-

tion and the influence of the size of the polishing pocket on

both the ME analytical methods and the numerical methods

are then discussed.

The influence of residual stress fictive profile on numer-

ically corrected results has been studied with modification

of the friction coefficient from 0.1 to 0 or to 0.2. The

results are illustrated in Fig. 13. Whereas step-by-step

methods are quite robust in relation to changes in fictive

profile, Pedersen-Hansson is less stable especially if a

change of sign occurs in the profile which is the case with

the 0.2 friction coefficient. The proportional correction is

then overestimated as the proportion of released fictive

stress σp is very large in comparison to the real proportion

of stress.

Step-by-step methods attenuate this problem as a

change in residual stress sign only affects one correction

step and not the entire correction process as it does with

the PH direct proportional correction method. Maximum

Fig. 11 Raw and corrected XRD

results compared to ND

measurements and FEA

Fig. 12 XRD raw and corrected

results with a 1 mm polishing step
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variation of SBB corrected results with the stress profile is

±20 MPa from the results obtained using the reference

fictive profile.

Before studying the influence of plasticity, it is important to

note that if any numerical correction is applied to ideal mea-

surements, i.e. to the diagonal of the σ f matrix obtained with

f = 0.1, it can be demonstrated from equation (2) to equation

(7) that the initial numerical RS profile before polishing will

be obtained if the supposed stress evolution of each method is

checked. This is also true with ME correction if geometry fits

one of the proposed cases.

Thus, to study the influence of the plasticity, a new FEA is

computed using the elasto-plastic material behavior during

polishing simulation and recording the computed stress on

the top of each polished layer. This profile is compared to

the Belastic^measurement, i.e. to the diagonal of the σ f matrix

and results can be seen in Fig. 14. It shows that neglecting

plasticity leads to an over-estimation of up to 35 MPa of the

evolution of stresses during polishing and that plasticity has

no effect after 4 mm.

Numerical correction methods can also be applied to the

numerical results obtained using plastic behavior during

polishing and compared to the reference solution that is ob-

tained if stress relaxation is elastic, i.e. the numerical predicted

RS field. Results are also shown in Fig. 14 and the difference

between the corrected stress profiles and the FEA RS field is

less than 20 MPa. It is interesting to note that PH exhibits no

difference with FEA RS field after 4 mm, i.e. if measured

profiles are the same whereas incremental correction methods

are influenced by the error made in the first 4 mm even in the

section where plasticity has no effect.

The same procedure is applied with ME methods except

that the ME corrected stress profile obtained neglecting plas-

ticity is not the FEA RS profile but differs because the flat

plate hypothesis is not verified in this study. The difference

between ME correction of the numerical measurements per-

formed with elastic behavior and the ME correction curve of

measurements obtained using plastic behavior is up to

30 MPa. As the method uses the integral of the stress in the

previously removed material, results are also influenced by

Fig. 13 Influence of fictive stress

profile on Pedersen-Hansson

method (a) and Savaria-Bridier-

Bocher method (b)

Fig. 14 Influence of plasticity on

stress correction methods
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plasticity after 4 mm as for the Lambdatech or SBB method

even though numerical measurements are not.

The previous curves also indicate that the flat plate hypoth-

esis used in that case induces an underestimation of the ME

correction of the numerical profiles of up to 60 MPa. This

value depends on the polishing pocket. A large 20 mm width

polishing pocket in comparison to most industrial applications

was used in this work to avoid polishing edge effects such as

rounded bottom, due to less salty solution circulation. Stress

relaxation edge effects can also occur with local plasticity

around pocket corners. Such polishing effects would be diffi-

cult to represent numerically.

To study the influence of the size of the polishing pocket,

the relaxed stress profile to correct is the numerical stress

prediction at the surface of the polishing pocket at each

polishing step. Besides the 20 mm width pocket that has been

employed, a second FEAwith a 5 mm width polishing pocket

has been simulated.

The two FEA measurement profiles are plotted in Fig. 15

with corrected profiles. It shows that a 5 mm width polishing

pocket leads to less relaxation, and thus higher measured

stress.

All numerically corrected results are equals to the FEA RS

prediction as these methods take into account the geometry of

the polishing pocket and are practiced in the ideal case where

the measurements to correct are the diagonal of the σ f matrix.

However, ME corrected result difference with FEA RS pre-

diction is up to 100 MPa with the 5 mmwidth pocket whereas

it was 60 MPa with the 20 mm width pocket.

In conclusion, it is more interesting to make a wide

polishing when correcting XRD results as it will more easily

respect correction method hypothesis in the measurement

zone than to make a small polishing to minimize stress relax-

ation as practiced when no correction is applied.

Therefore, stress correction methods are effective even to

several millimeters. The Savaria-Bridier-Bocher is the most

robust numerical method available. Method uncertainties

due to plasticity or fictive profile influence are estimated to

be ±40 MPa in that case and had to be added to initial XRD

scattering. If FEA is not available, Moore-Evans analytical

method can give satisfying results but special care as to the

polishing strategy should be taken to respect these analytical

method assumptions.

Contour Method Measurements

Measurement Conditions

The contour method [21] is a relaxation-based method that

gives a 2D-map of the normal stress component for a cut face.

It is thus a destructive method. Besides the complete high

resolution cartography of the normal stress, it is a fast and

easy-to-access method. The principle of the method is to cut

into two parts, to measure the displacement of the two cut

faces due to relaxation of stresses and to impose this displace-

ment field in an FEA of one initially undeformed half to obtain

Fig. 15 Influence of the size of

the polishing pocket (PH results

are equal to SBB results)

Fig. 16 Part clamping during wire electro-discarding machine cutting Fig. 17 Raw measured profile of the two cut faces
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the stress field on the whole cut face. In the FEA calculation,

macroscopic elastic constants measured during the load-

unload test were used (E = 204,000 MPa and ν = 0.3).

The part is cut in a symmetry plane using a wire electro-

discarding machine, in order to avoid stress modification due

to the cutting process itself and to minimize the cut width. The

part is clamped tightly to avoid distortion during cutting [8], as

shown in Fig. 16. A 0.25 mm diameter wire was used at a

speed rate of 0.1 mm/s. The part was cut from one notch to the

other through the 38 mm width. A cut through the 7.2 mm

thickness, from one face to the other would have been more

appropriate as the 2D symmetry could have helped with the

wire entry/exit issues. A lower cut speed or a thinner wire

could have led to less data noise [22] but were not available.

An Altimet® confocal profilometer was used to measure

cut face displacement. This fast optical method has an axial

accuracy of 0.09 μm allowing 25,912 measured points to be

obtained. Seven line profiles were made (1 mm X resolution)

and a 2 μm Z resolution was used. Raw measured profiles of

both faces are plotted in Fig. 16 Part clamping during wire

electro-discarding machine cutting Fig. 17.

Post-Processing

Raw data cannot be used directly for several reasons:

– As cut faces are measured separately, they are not in the

same coordinate system,

– Edge effects occur due to cutting and measuring

processes,

– Data resolution is not the same as FEA resolution thus

interpolation is necessary,

– Data are noisy and using them without smoothing would

lead to strong local effects that do not represent the real

stress field.

Post-processing is performed as follows. First, outliers are

removed based on the distance to the surface. Then, data ro-

tations and translations are applied to help the Iterative Closest

Point (ICP) algorithm [23] that is used next to adjust data and

FEA mesh in the same coordinate system. FEA mesh spacing

was 50 μm in Z direction and 0.9 mm in X direction. To avoid

measurement edge effects during the post-processing steps of

interpolation and smoothing, data and mesh nodes under a

distance d from the edge are deleted. The interpolation is per-

formed on the remaining mesh using a closest neighbor algo-

rithm and data are smoothed using cubic splines via Matlab®

csaps function [24]. Finally, the smoothed displacement field

is extrapolated to the edges using cubic splines.

This post-processing methodology strongly depends on

two parameters that have a significant influence on the stress

field obtained: d, is the distance that includes edge effects and

p, the cubic spline smoothing parameter of the csaps function

that varies from 0 to 1. A reference post-processing was cho-

sen with parameters d = 1 mm and p = 0.005, which depends

on the number of data points (here, 25,912 in total). The dis-

placement field obtained is plotted in Fig. 18 with post-

processed data points.

Results

Contour results of the reference post-processing allow the ob-

servation of the longitudinal stress on the whole cut surface.

These results are plotted in Fig. 18 Smoothed reference dis-

placement field and post- processed data points.

Figure 19, and compared to FEA (section Bstudy

configuration^). Both results present a good correlation al-

though an important difference exists on the subsurface stress

extrema locations. To estimate uncertainties due to the post-

Fig. 18 Smoothed reference displacement field and post- processed data

points

Fig. 19 Cartography of contour

results compared to FEA
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processing method, limit values of the d and p parameters

were set as upper and lower reasonable thresholds and nine

computations were carried out using the combinations of the 3

values (reference and limits) of the 2 most influential param-

eters. The nine stress profiles obtained in the middle section of

the part were averaged and are presented with the standard

deviation in Fig. 20 and compared to XRD, ND and FEA. It

is important to note that the averaged stress profile has a max-

imum deviation of 12 MPa from the chosen post-processed

profile (d = 1, p = 0.005) which is not plotted for the sake of

clarity.

Contour results indicate a surface stress of 300 MPa, re-

spectively -460 MPa, at the tensile notch, respectively at the

compressive notch. Subsurface extrema of 200 MPa are mea-

sured around 10 mm from the notches whereas ND measure-

ments indicate the same value at 7–8 mm from the notches.

Biggest standard deviation is concentrated on the edges

(±55MPa) where the method is less accurate due to the cutting

and measurement edge effects. Otherwise, stress variation

with post-processing is less than ±20 MPa at the sub-surface

extrema and ±10 MPa on the linear parts.

Conclusion

The RS of a bent notched specimen were validated through

strain measurements, FEA and ND stress measurements. ND

performed accuratemeasurementswith a standard deviation of

20MPabut has an important gauge volume regarding the stress

gradient and is not an easy-to-access measurement method.

Two destructive stress measurement techniques that imply

material cutting were employed on this bent notched steel

specimen to point out the capabilities of each method. XRD

has a small gauge volume due to limited X-Ray penetration to

the first 10 μm requiring polishing to be performed to obtain

sub-surfacemeasurements. Due to stress redistribution because

of this material removal, XRD measurements needed to be

corrected. Four methods were employed and all showed good

agreement with ND measurements. The stress difference be-

tween the four methods was lower than 30 MPa which is low

regarding the fact that stress correction is more than 120 MPa

at 5 mm away from the notch which is the farthest distance

reached in this study. Stress correction was greater than mea-

surement scattering after polishing one mm below the surface.

The Moore and Evans method which is the simplest meth-

od does not require prior estimation of the residual stress field

but uses strong geometrical assumptions unlike numerical

stress correction methods. The incremental methods

(Lambdatech and Savaria-Bridier-Bocher) give very similar

results in the configuration studied and are more robust re-

garding the supposed stress field than the Pedersen-Hansson

method. Uncertainty due to the stress profile is about 20 MPa

with incremental methods.

All fourmethods require an elastic stress relaxationwhich is

not really the case. TheMEmethod ismore sensitive to plastic-

ity. The difference between a reference profile and corrected

results obtained from ideal FEAmeasurements taking into ac-

count plasticity during stress relaxation can be up to 60 MPa

withMEmethods.With numericalmethods, uncertainty due to

plasticity during stress relaxation is lower than 20MPa.

Comparison between analytical and numerical correction

methods has highlighted the interest in using wide polishing.

Indeed, as correction is used, it is not necessary to minimize

stress relaxation. Awide polishing helps to satisfy the correc-

tion method hypothesis.

Finally, the contour method was used. This relaxation

method is not sensitive to micro-stresses as diffraction

methods are and thus offers a complementary measurement.

Combining XRD and CM is interesting as they are easy-to-

access, with a low gauge volume adapted to measuring steep

gradients and whereas the contour method can measure the

complete cartography of a face, it lacks accuracy at the edges,

where XRD offers accurate measurements.

CM results are influenced by post-processing processing

procedure and a specific procedure is applied here by averag-

ing the results obtained with influential parameters set to limit

values. This procedure allows the uncertainty of the post-

processing procedure to be estimated. Stress variation obtain-

ed with this procedure is about 55 MPa at the edges and

20 MPa in the rest of the specimen.

Fig. 20 Contour results

compared to XRD, ND and FEA
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TAKING RESIDUAL STRESSES INTO ACCOUNT INTO LOW CYCLE FATIGUE DESIGN UNDER CONFINED PLASTICITY 

 

Keywords: low-cycle fatigue, residual stresses, simplified method in confined plasticity, elastoplastic behaviour 

law with threshold, Morrow criterion, fatigue life, local approach, load ratio 
 

Residual stresses are inherent to the manufacturing processes and can have a strong effect on the fatigue life of 

structures. Therefore, they shall be taken into account in fatigue design. In this PhD thesis, a fast design method is 

developed to take residual stresses into account in low cycle fatigue, either under tensile or compressive loadings. 

The main idea is to calculate analytically the stabilised stress-strain curve, at the critical point, by using a 

simplified method for confined plasticity. This method is based on a localisation law that extends energetic 

methods like Neuber to general multiaxial stress states. The localization law links the applied load to the local 

load at the critical point. It has to be identified on a finite element analysis of the structure under monotonic load. 

  

For this purpose, the elasto-plastic behaviour of the material is characterised from one single tensile test with 

loadings-unloadings. The behaviour law, identified sequentially, includes isotropic and kinematic hardenings with 

thresholds. This improves the stabilised mean stress prediction, which is used in the proposed fatigue criterion to 

represent the influence of the load ratio on the fatigue life. This criterion is identified on purely alternated tests 

(Rε=-1), and then validated under various tensile load ratios (Rε>-1) as well as compressive load ratios (Rε<-1). 

  

The methodology is validated on plate specimens with two semi-circular notches, which initially present different 

residual stresses states. The experimental evolution of local stresses during cyclic compressive (Rσ=-∞) and tensile 

(Rσ=0) repeated applied loads have been studied experimentally and compared to the numerical and analytical 

predictions. The same work has been achieved on the fatigue lives predictions. It shows that a slight 

conservatism, independent from the load ratio and the initial state, is obtained. Finally, an application of the 

method on T-Joints is realised to enlarge the scope of the method. 

 

 

PRISE EN COMPTE DES CONTRAINTES RESIDUELLES DANS LE DIMENSIONNEMENT EN FATIGUE OLIGOCYCLIQUE 

PAR DES METHODES SIMPLIFIEES 

 

Mots-clefs : fatigue à faible nombre de cycles, contraintes résiduelles, méthodes simplifiées en plasticité 

confinée, loi de comportement élasto-plastique à seuil, critère de Morrow, rapport de charge 
 

Les contraintes résiduelles, introduites lors de la fabrication des pièces mécaniques, influent sur leur durée de vie 

en fatigue. Ce travail vise à développer une méthode de dimensionnement rapide en fatigue oligocyclique 

permettant leur prise en compte, aussi ie  sous ha ge e t de t a tio  ue de o p essio . L’id e p i ipale 
est de al ule  a al ti ue e t le le sta ilis  u i ue e t au poi t iti ue de la st u tu e à l’aide d’u e 
méthode simplifiée en plasticité confinée. Cette dernière est basée sur une loi de localisation, qui étend les 

méthodes énergétiques de type Neuber au cas général multiaxial. La loi de localisation permet de relier le 

ha ge e t appli u  à la st u tu e à elui o se v  lo ale e t au poi t iti ue. Elle est ali e à l’aide d’u e 
simulation par éléments finis sous chargement monotone de la structure.  

 

Pour cela, le comportement élasto-plasti ue du at iau est d’a o d a a t is  à pa ti  d’u  essai de t a tio  
avec charges-d ha ges. A l’aide de e seul essai, la loi de comportement est identifiée de manière séquentielle, 

e  utilisa t des ouissages i ati ue et isot ope à seuil. Ce seuil pe et d’a lio e  la p visio  de la 
contrainte moyenne stabilisée, utilisée dans le critère de fatigue proposé. Ce dernier a été identifié sur des essais 

purement alternés (Rε=-1), puis validé pour des chargements de traction alternée (Rε>-1) et de compression 

alternée (Rε<-1).  

 

L’appli atio  de la d a he e  plasti it  o fi e est alis e su  des p ouvettes à dou le e o he p ésentant 

i itiale e t diff e ts tats de o t ai tes siduelles. L’ volutio  des o t ai tes lo ales sous ha ge e t 
cyclique nominal de traction répétée (Rσ=0) ou de compression répétée (Rσ=-∞) est esu e. Cette volutio  est 
ensuite comparée aux prévisio s u i ues et a al ti ues o te ues à l’aide de la loi de o po te e t et de la 

thode si plifi e. L’appli atio  du it e de fatigue au  do es sta ilis es p vues pa  les od les a pe is 
d’o te i  des du es de vie ave  u  o se vatis e i d pe da t du appo t de ha ge et de l’ tat i itial. E fi , 
u e appli atio  de la d a he o pl te su  des joi ts soud s e  T a t  alis e afi  d’ la gi  le spe t e 
d’appli atio  de la thode.  
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