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RESUME 

 

Ce travail est consacré à l’étude de la fatigue des roulements hybrides (Si3N4 / M50 

Duplex) soumis à des sollicitations extrêmes. Dans un premier temps, nous avons étudié 

le comportement expérimental du M50 trempé et du M50 Duplex sollicités en fatigue 

de roulement en présence d’indentation artificielle, dans le cas d’un contact hybride. 

Nous avons alors pu mettre en évidence le rôle prépondérant du glissement et nous 

avons pu caractériser et localiser l’endommagement relatif à ces conditions extrêmes. 

Aussi deux études portant sur la fissuration des éléments M50 Duplex,  fissures radiales 

en bord d’indent, et sur la fissuration des éléments céramique Si3N4, sous forme de C-

Cracks, ont été réalisées et ont permis d’évaluer la résistance de ces matériaux en 

sollicitation aggravée. Dans une seconde étape, nous avons mis au point une méthode 

d’évaluation du gradient de plasticité par mesure de la micro-dureté qui nous a permis 

de caractériser le M50 Duplex dans la zone de diffusion de la nitruration. Le processus 

d’indentation a alors été simulé par le logiciel éléments finis ABAQUS. Ces simulations 

ont permis d’analyser les mécanismes responsables de la fissuration des indents sur M50 

Duplex. Enfin une étude numérique tridimensionnelle du roulement sur indent a été 

réalisée via le code semi-analytique ISAAC, développé au laboratoire LAMCOS de 

l’INSA de Lyon. Cette étude a permis d’évaluer le cycle de chargement au voisinage 

d’indents sollicités en fatigue de roulement. L’application du critère de Dang Van à ce 

cycle de sollicitation a alors permis de donner des indications quant à la prédiction de 
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ABSTRACT 

 

This study focuses on the hybrid bearings fatigue (Si3N4 / Duplex M50) which are 

submitted to extreme stresses. Firstly, we studied the rolling contact fatigue of 

artificially dented rollers made of through-hardened M50 and Duplex M50, in the case 

of hybrid contact. We have been consequently able to highlight the prominent role of 

the sliding. We also characterized and located the damage due to the extreme 

conditions. What is more, two studies have been led: one about the cracking damage 

of Duplex M50 rollers, especially radial cracks on dent edges, the other about the 

cracking damage of silicon nitride rollers, especially C-shaped cracks. These studies 

allowed to assess the material strength in conditions of severized stresses. Secondly, we 

developed an assessment method of the plastic gradient through micro-hardness 

measurings. This process allowed us to characterize the Duplex M50 in the diffusion 

layer formed during nitriding. The denting process was then simulated using the 

ABAQUS finite element software. The simulations made it possible to analyze the 

mechanisms responsible for the cracking of dents made on Duplex M50. Eventually, a 

tridimensional numerical study focusing on dent over-rolling has been led using the 

ISAAC semi-analytical code, computed at the LAMCOS laboratory of INSA-Lyon 

(Lyon, FRANCE). This study made it possible to evaluate the loading path in the 

vicinity of dents submitted to RCF. The use of Dang Van criterion then allowed to 

give indications about damage prediction in the vicinity of dents.
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Nomenclature 
 

α  pente de la courbe du critère de Dang Van 

αf  angle d’une fissure en bord d’indent par rapport à l’axe de roulement  

β  ordonnée à l’origine de la courbe du critère de Dang Van 

Δτ  amplitude crête à crête du cisaillement (ou cission de Tresca) cyclique 

ζ  coefficient de piézo-viscosité 

εp   déformation plastique 

ηp  viscosité dynamique à la pression p 

η0  viscosité dynamique à la pression atmosphérique 

γC    paramètre d’ouverture micro-plastique cyclique 

λ    coefficient d’efficacité dans le régime de lubrification 

μ  module de cisaillement 

σ-1  limite d’endurance en traction alternée 

σ0  limite d’endurance en traction répétée 

[σij(t)]T tenseur des contraintes à l’instant t d’un cycle de sollicitation défini sur 

une période T 

σN  contrainte de traction normale 

τ-1  limite d’endurance torsion alternée symétrique 

τ0   cisaillement orthogonal maximal sous la surface de contact 

τf   cission de friction s’opposant aux mouvements de dislocation 

τha(t)   amplitude du vecteur cisaillement projeté dans le plan h à l’instant t 

τhm   moyenne sur un cycle de sollicitation du vecteur cisaillement projeté dans 

le plan h 

ωS    énergie spécifique de fissuration par unité de surface 

a  rayon de grain 

a1   facteur de correction de durée pour une fiabilité différente de 90 

a2   facteur de correction de durée pour matériau non conventionnel 

a3   facteur de correction de durée pour conditions de fonctionnement non 

conventionnelles 

A%   élongation à la rupture 

b   module du vecteur de Burger 

C   charge dynamique de base 

Ch   indicateur de dommage par plan dans l’évaluation du critère de Dang 

Van 

E   module d’Young 

f*   facteur d’accumulation de l’endommagement 

KIC   facteur d'intensité de contrainte en rupture ductile sous chargement en 

mode I 

f-1  limite d’endurance flexion alternée symétrique 

f0  limite d’endurance flexion répétée 
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g  taux de glissement entre deux corps roulants 

hb   hauteur du bourrelet d’un indent par rapport à la surface 

hind   profondeur d’un indent par rapport à la surface 

HV0   dureté Vickers à cœur 

I1m   valeur moyenne du premier invariant du tenseur des contraintes 

I1Max   valeur maximale du premier invariant du tenseur des contraintes 

J2a  amplitude du deuxième invariant du déviateur des contraintes 

L10   durée nominale en millions de tours, atteinte ou dépassée par 90% 

Lf   longueur finale d’une fissure en bord d’indent (post-essai de RCF) 

Li   longueur initiale d’une fissure en bord d’indent (post-indentation) 

Lna   durée corrigée pour matière et conditions de fonctionnement non 

conventionnelles 

n   exposant de durée de vie 

nC  nombre de cycles à initiation de fissure 

NO   nombre de cycles à révélation d’une fissure apparue en bord d’indent 

durant un essai de RCF 

P    charge dynamique équivalente pour les roulements et les butées 

R0   rayon d’un indent évalué par EF à la surface 

Rb   rayon d’un indent évalué par EF au niveau du bourrelet 

Re   limite d’élasticité 

Reval  rayon d’un indent évalué par EF au niveau d’une valeur établie de la 

dérivée seconde du profil d’indent 

RH  rayon du contact de Hertz 

Rm   contrainte à la rupture en traction 

Rmes  rayon d’un indent mesuré par observation microscopique 

Rp  rayon de la pointe d’indentation 

sij(t)   composante ij du déviateur des contraintes à l’instant t 

sij,m   moyenne sur un cycle de sollicitation de la composante ij du déviateur 

des contraintes 

Z%   striction à la rupture 

 

 

EF   Eléments Finis 

HRC    dureté Rockwell 

HV   dureté Vickers 

RCF   fatigue du contact de roulement (Rolling Contact Fatigue) 
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INTRODUCTION 

La meilleure manière de faire avancer quelqu’un est encore de le rouler ! Si le sens 

politique de cette phrase n’échappe à personne, le sens physique demeure moins évident. 

Pourtant le roulement est aujourd’hui l’âme de nombre de moyens de transports. Même 

lorsqu’ils volent, il faut que ça roule. 

Un turboréacteur tel que le LEAP 1A, commercialisé par la société SAFRAN 

Aircraft Engine (anciennement SNECMA), pour une application à l’aviation civile, 

possède plusieurs paliers de roulement qui doivent assurer la rotation des arbres basse 

pression et haute pression. La défaillance d’un de ces roulements peut être la cause, 

dans les cas les plus extrêmes, de l’arrêt complet du moteur. Par conséquent le taux de 

fiabilité exigé pour ce type de composant est très élevé. Les fabricants de roulement, 

quant à eux, vont indexer le prix de vente du roulement au coût qu’ils devront 

supporter en cas de défaillance. La fiabilité du roulement a donc un impact fort sur la 

rentabilité de l’activité. Enfin l’évolution constante des matériaux de fabrication des 

éléments du roulement génère en continu des inconnues liées aux comportements de 

ces nouveaux matériaux sur la sûreté de fonctionnement. Ces facteurs justifient 

l’importance d’alimenter la recherche dans ce domaine. 

Les causes d’avaries dans le roulement ont fait l’objet d’un nombre conséquent 

d’études et on peut considérer que l’avarie la plus critique demeure la fatigue des 

éléments du roulement. Ce type d’avarie suit un processus généralement long d’usure 

des pièces jusqu’à, dans les cas les plus sévères, sa rupture. Cette usure est générée par 

le passage répété des corps roulants sur un défaut qui peut être dû à la fabrication des 

éléments du roulement ou au piégeage de particules en suspension dans le lubrifiant, 

lesquels vont laisser des marques sur les pistes de roulement, appelées indents, qui sont 

autant de sites favorisant la fatigue de roulement. Si la première cause est mieux 

maîtrisée grâce à l’amélioration constante des matériaux de fabrication des roulements, 

la seconde est plus difficilement évitable et demeure une problématique capitale dans 

ce domaine de recherche. Il faut alors intégrer la présence éventuelle de ces indents sur 

les pistes de roulement dans l’évaluation de sa fiabilité. L’utilisation d’aciers nitrurés 

plus durs en surface, tels que le M50 Duplex, a été envisagée afin de réduire l’impact 

d’une telle avarie.
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En parallèle, dans un souci de réaliser des moteurs plus performants et moins 

énergivores, les plans d’action de certains constructeurs aéronautiques s’orientent vers 

l’intégration, dans les roulements, d’éléments en céramique moins lourds et plus 

résistants que les aciers actuellement utilisés, les qualifiant ainsi de roulement hybride. 

Rappelons néanmoins que la résistance et la fragilité des matériaux sont à mettre en 

parallèle. Ainsi la céramique qui est un matériau très dur, pouvant ainsi résister à un 

seuil élevé de sollicitation, n’en est pas moins un matériau très fragile qui va rapidement 

rompre dès que ce seuil sera dépassé, à l’inverse de l’acier qui va davantage se déformer 

avant d’atteindre la rupture.  L’emploi de la céramique ne peut se substituer à l’emploi 

de l’acier dans la conception des bagues de roulement, puisque celles-ci doivent 

supporter des niveaux de sollicitation et de vibration pouvant être critiques pour un 

matériau aussi fragile que la céramique. Les éléments roulants (billes, rouleaux, etc.) 

sont de bons candidats au remplacement au regard de leurs dimensions (de l’ordre de 

10 cm) qui les rendent moins vulnérables à ce type de sollicitation. 

Le roulement hybride a fait l’objet d’études approfondies pour améliorer la 

connaissance des matériaux en jeu en durée de vie infinie. En revanche, la fatigue 

olygocyclique des roulements hybrides est un phénomène encore mal connu. Si les 

améliorations apportées par l’intégration de la céramique dans les roulements ont été 

démontrées pour des régimes de fonctionnement aéronautique normaux, il reste une 

zone d’ombre sur les modes de défaillance d’un tel roulement en fonctionnement 

aggravé. La connaissance de ces phénomènes est pourtant nécessaire pour mieux 

appréhender la durée de fonctionnement effective d’un moteur à la suite d’un 

évènement aggravant (perte de pales, ingestion de débris dans le moteur, etc.) afin de 

mieux définir l’urgence qui en résulte. 

Le travail de recherche décrit dans ce rapport s’inscrit dans ce cadre. L’objectif que 

nous nous sommes fixé est d’évaluer si l’apport de la céramique, d’une part, et du M50 

Duplex, d’autre part, permet d’améliorer la tenue en fatigue des roulements 

aéronautiques. Cette étude a été pilotée par l’équipe IHETR du pôle Etanchéité et 

Roulement de la société SAFRAN Aircraft Engine et se décompose comme suit : 

 dans le chapitre I, nous avons résumé les connaissances déjà acquises sur 

le sujet afin de définir une nouvelle orientation de l’étude ; 

 le chapitre II présente quant à lui la campagne expérimentale de fatigue 

de roulement d’éléments acier lors d’un contact hybride et en conditions sévérisées, 

afin d’évaluer l’influence de ces conditions, rarement étudiées, sur la tenue à la 
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 il a fallu alors caractériser le M50 Duplex dont l’évolution des propriétés 

mécaniques induites par la nitruration est mal référencée dans la littérature, et les 

phénomènes liés à l’indentation des surfaces ont été discutés dans le chapitre III ; 

 enfin, dans le chapitre IV, la fatigue de roulement a été modélisée afin 

d’évaluer les mécanismes d’endommagement qui surviennent au voisinage d’indents 

lors du passage d’un corps roulant sur ces derniers, et un critère d’évaluation de 

l’endommagement a été mis en place pour permettre d’apporter des éléments de 

réponse dans la prédiction de l’endommagemen
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I.1 Le roulement 

I.1.1 Le roulement : historique et généralités 

Face au besoin de réduire le frottement de glissement induit par un corps lourd en 

mouvement sur une surface, les premières traces de l’utilisation de rondins pour le 

transport de statues ou de grosses pierres ont été identifiées autour du 4ème millénaire 

avant J-C. Transformer ainsi le frottement de glissement en frottement de roulement 

a permis de réduire le frottement d’un facteur 10. Plus tard, vers 2400 avant J.C, 

l’utilisation d’eau ou de graisse sur le trajet de déplacement des corps lourds témoigne 

de la mise en place d’une lubrification rudimentaire du contact. Ces deux techniques 

ont ensuite évolué ensemble et au XVème siècle Leonard de Vinci imagine le premier 

roulement muni d’une cage évitant le contact entre les éléments roulants, présenté en 

Figure I-1. 

  
Figure I-1 Schéma du premier roulement à billes imaginé par Leonard de Vinci au XVème 

siècle. 

Mais le premier prototype de roulements que nous connaissons n’est apparu qu’à la 

fin du XVIIIème siècle, breveté par P. Vaugham en 1794. Et les premières études 

théoriques sérieuses sont celles effectuées par Hertz en 1881 [HER81]. 

Le roulement actuel, présenté Figure I-2, se compose donc très généralement par : 

1) des éléments roulants, séparés par 2) une cage, 3) une bague intérieure et 4) une 

bague extérieure munies de chemins de roulement. 
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Figure I-2 Schéma du roulement actuel. 

 Les billes roulant sur les pistes de roulement remplacent ainsi le frottement de 

glissement qu’il pourrait y avoir entre ces deux pistes par du frottement de roulement, 

nettement plus ergonomique. Cependant les deux pistes possédant généralement des 

vitesses différentes, un glissement local est à prévoir : la surface la plus rapide va 

« tirer » sur la surface plus lente et ainsi générer un frottement dans la direction du 

roulement sur la surface lente et opposé au roulement sur la surface rapide. Le 

glissement g peut alors être défini comme le rapport entre la différence des vitesses 

linéaires des corps en contact (U1 et U2) et leur somme (équation (I.1)). 

1 2

1 2

U U
g
U U

   (I.1) 

 
Figure I-3 Schématisation de la cinématique du contact. 

On voit alors tout l’intérêt de lubrifier le contact pour ainsi réduire le frottement : 

au niveau du contact bague/cage et corps roulants/cage où la pression de contact et 

les déformations induites sont faibles, régime hydrodynamique ; ainsi qu’au niveau du 

contact bague/corps roulants où les pressions de contact sont suffisamment grandes 

pour créer des déformations élastiques, régime élastohydrodynamique. 

Frottement surface rapide 

Roulement 

Frottement surface lente 

U1 

U2 

Frottement surface rapide 

Roulement 

Frottement surface lente 

U1 

U2
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I.1.2 Le contact élastohydrodynamique 

a. Généralités 

Le frottement et l’usure des pièces sont étroitement liés et parfois nécessaires. Le 

frottement dans un roulement de machine typique (turbine, compresseur…) génère une 

surconsommation énergétique par le système, tandis que l’usure dégrade les différentes 

parties du système en fonctionnement réduisant ainsi sa durée de vie. Il est donc 

important de contrôler ces deux phénomènes. 

La lubrification du contact est alors un bon moyen de séparer les surfaces en contact 

par un film pouvant être liquide, gazeux ou solide et de réduire ainsi le frottement et 

l’usure des pièces en contact. Aussi pour mettre en place et maintenir ce film de 

séparation il doit être maintenu sous pression. Si cette pression est assurée par un 

système externe, la lubrification est dite « hydrostatique », alors que si la pression 

résulte de l’ingestion continue de lubrifiant dans le contact, grâce au mouvement relatif 

des deux surfaces, elle est dite « hydrodynamique ». Le cisaillement du film de 

lubrifiant permet alors de réduire considérablement le frottement dans le contact. 

Nous distinguons ainsi, en Figure I-4, trois zones pour décrire un contact 

élastohydrodynamique. Une zone d’entrée, une zone de haute pression et une zone de 

sortie du contact. 

 
Figure I-4 Schématisation du contact élastohydrodynaique : film d’huile et champ de 

pression. 

La zone d’entrée du contact est une zone de lubrification hydrodynamique entraînant 

une augmentation de la pression de contact due à la présence d’un convergent formé 

par les éléments en contact. La zone de haute pression est la zone 

élastohydrodynamique, caractérisée par la présence d’un pic de pression qui provoque 

temporairement le passage à l’état vitreux du lubrifiant et la déformation élastique des 
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surfaces en contact. Enfin la zone de sortie du contact est la zone où le lubrifiant se 

trouve éjecté du contact par le divergent formé par les éléments en contact. Ceci 

implique une chute de l’épaisseur du film d’huile à la sortie du contact du fait de la 
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Figure I-5 Courbe de Stribeck et détermination des régimes de lubrification. 

La courbe de Stribeck (voir Figure I-5) qui évalue le coefficient de frottement dans 

le contact en fonction de la viscosité du lubrifiant, de la vitesse relative des deux corps 

et de la pression dans le contact, permet de mettre en évidence 3 régimes de 

lubrification : 

 la lubrification limite : le film d’huile est quasi-inexistant et la charge 

appliquée au système est majoritairement supportée par le contact entre les 

aspérités des deux surfaces mises en jeu. Ce contact fort génère des 

coefficients de frottement très élevés. 

 la lubrification mixte : le film est assez épais pour séparer en partie les deux 

surfaces en contact, mais l’état de surface fait que certaines aspérités entrent 

en contact direct, imposant aux systèmes un coefficient de frottement encore 

élevé. 

 la lubrification complète : les surfaces sont totalement séparées par un film 

de lubrifiant et les coefficients de frottement sont fortement réduits. 
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 lubrification hydrodynamique (HD) : les pressions générées n’induisent pas 

de déformation élastique des surfaces en contact. Ce régime de lubrification 

est typique des contacts conformes caractérisés par des larges surfaces de 

contact et des pressions faibles, tels que les paliers hydrodynamiques. 

 lubrification élastohydrodynamique (EHL) : les pressions générées dans le 

film déforment élastiquement les surfaces. Ces déformations influencent la 

géométrie du film et peuvent même dépasser son épaisseur. Les fortes 

pressions en jeu modifient également les propriétés rhéologiques du lubrifiant 

pouvant augmenter de plusieurs ordres de grandeur la viscosité de celui-ci. 

Ce régime est typique des contacts non-conformes tel que les engrenages, les 

roulements à billes ou à rouleau cylindrique. 

 lubrification micro-élastohydrodynamique (µ-EHL) : c’est un cas de 

lubrification élastohydrodynamique dans lequel le film d’huile, bien que 

séparant entièrement les deux surfaces en contact, est si fin que l’état de 

surface peu avoir un impact sur les mouvements fluides du lubrifiant et donc 

faire varier la pression à l’intérieur du film d’huile. 

Régime de 

lubrification 

limite mixte µ-EHL EHL HD 

     

h
λ

R  

 

Figure I-6 Schématisation des régimes de lubrification et du coefficient d’efficacité λ. 

En introduisant alors le coefficient d’efficacité λ, qui correspond au rapport de 

l’épaisseur minimale du film d’huile h par la valeur de l’écart-type des rugosités 

cumulées sur les deux surfaces en contact R, tous ces régimes de lubrification se 

résument rapidement sur le schéma présenté en Figure I-6. 

b. Historique 

Les travaux sur la lubrification ont commencé dès la moitié du XIXème siècle avec 

les travaux de Hirn [HIR54] en 1854. Plus tard une série d’expériences menées par 

Tower [TOW83], en Angleterre, et Petrov [PET83], en Russie, ont permis de montrer 
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que le film de lubrifiant séparait complètement les surfaces en contact et que par 

conséquent le frottement était alors entièrement régi par les effets hydrodynamiques et 

non pas par le contact direct des solides. La théorie de Reynolds [REY86], établie en 

1886, devient alors la base des travaux sur la lubrification car elle relie la pression à 

l’intérieur du film lubrifiant, la géométrie et la cinématique des parties en mouvement. 

La solution de l’équation de Reynolds confirme les observations de Tower et Petrov. 

Plus tard Martin [MAR16] et Gümbel [GUM16] appliquent la théorie 

hydrodynamique de Michell et Kingsburry au cas des engrenages rigides, et s’étonnent 

de voir que l’épaisseur de film prédite par leur analyse est plus petite que les dimensions 

caractéristiques de l’état de surface des pièces en contact, malgré une lubrification 

complète constatée expérimentalement. Ce n’est que 20 ans plus tard que Ertel [ERT39] 

et Grubin [GRU49] révèlent les principes fondamentaux de la lubrification 

élastohydrodynamique en introduisant la théorie de Hertz [HER81] pour la déformation 

des massifs semi-infinis dans un contact sec, ainsi que la loi de Barus pour la variation 

de la viscosité avec la pression. Cette dernière loi exprime la viscosité dynamique ηp 

(en Pa.s) à la pression p (en Pa) en fonction de la viscosité dynamique η0 à la pression 

atmosphérique p0 et du coefficient de piézo-viscosité ζ (en Pa
-1) par la loi suivante :  

(- )0ζ pp
p 0η ηe   (I.2) 

  Grâce à leur théorie, Ertel et Grubin ont mis en place une équation approximant 

la hauteur du film d’huile en fonction de la cinétique des corps en mouvement, les 

propriétés rhéologiques du lubrifiant et les pressions présentes dans le contact (voir 

Figure 4). Il s’agit d’une solution analytique (approchée) pour un contact linéique 

(cylindre/plan). 

9/8 7/8 11/8 3/4 1/82 3 .(.) .H GU W  (I.3) 

avec H la hauteur adimensionnée supposée constante du film d’huile, U, G, W 

paramètres adimensionnés de vitesse, matériau et charge.  

 Il faut ensuite attendre une décennie pour que les premières mesures de film d’huile 

par interférométrie soient réalisées et permettent de valider l’existence d’un film d’huile 

d’épaisseur de l’ordre du dixième de micron [SIB61].  

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

En 1966 Dowson et Higginson proposent une solution numérique pour un contact 

cylindre/plan [DOW66], et Hamrock et Dowson proposent en 1976 celle pour un 

contact ellipsoïde/plan [HAM76], [HAM76b]. A la différence de la solution de Ertel et 



Chapitre I 

30 

Grubin, elles permettent de prendre en compte l’existence d’un pic de pression à la 

sortie du contact (voir Figure I-7). 

 

Solutions pour le contact ponctuel [HAM76], 

[HAM76b] :
kH U G W e0,68 0,49 -0,073 -0,68

min 3,63. . . .(1 )

 

k
CH U G W e0,67 0,53 -0,067 -0,732,69. . . .(1 0,61  )

 

 

k : rapport d’ellipcité : x yk R R 0,641,03.( / )  

Hmin est la hauteur adimensionnée minimale. 

HC est la hauteur adimensionnée au centre. 

  

Figure I-7 Profil de pression et paramètres du contact EHD ellipsoïde / plan. 

Dowson et Higginson montrent alors que lorsque le paramètre adimensionné de 

vitesse augmente, la contrainte de cisaillement maximale dans le massif, sous le contact, 

se rapproche de la surface (voir Figure I-8). Cependant la valeur de la sollicitation 

maximale est très peu affectée par la présence du lubrifiant, et pour des pressions de 

Hertz élevées, le champ de contraintes tend vers celui dû au contact sec. 

 
Figure I-8 Contrainte de cisaillement de Tresca adimensionnée par la pression de Hertz - 

Contact EHD cylindre / plan [DOW66]. 

I.1.3 Avaries dans le roulement 

a. La pollution du roulement par microparticules 

Si la lubrification va dans un premier temps protéger le roulement en réduisant 

considérablement les frottements dans le contact, dans un second temps elle va 

cependant drainer vers le contact une quantité non négligeable de particules dont les 

p : pression 
 

h : hauteur de film 
 

U : vitesse de 
roulement
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origines sont diverses. En effet ces particules peuvent être initialement présentes dans 

l’huile neuve (résidus de fabrication ou de mise en bidon, poussières etc.), mais aussi 

intégrées par l’homme lors de la maintenance des appareils (fibres textiles, outillages 

sales, etc.) ou encore générées par l’apport de débris dans le contact dus à la fatigue 

des métaux présents dans le roulement. Ces débris peuvent dépasser plusieurs dizaines 

de microns et sont de formes bien différentes : sphère, pétale, fibre, lamelle, etc. 

On comprend alors qu’au regard des faibles épaisseurs de lubrifiant que l’on retrouve 

généralement dans un contact élastohydrodynamique (quelques microns), ces débris 

peuvent générer sur les surfaces en contact des empreintes, appelées indents, de 

différentes formes (voir Figure I-9)  qui vont jouer le rôle d’amplificateur de contraintes 

et qui vont, selon leur forme et leurs dimensions, accélérer considérablement la rupture 

des pièces du roulement. 

 
Figure I-9 Caractérisation des indents générés par le piégeage de particules dans le contact. 

Les bourrelets générés vont induire des surpressions dans le contact qui vont 

accélérer l’endommagement du roulement. 

Une solution pour parer à ce problème reste l’utilisation de filtres dans les circuits 

de lubrification qui vont permettre de retenir certains types de particules. Cependant, 

au regard des dimensions des particules généralement rencontrées dans le roulement,  

on comprend que l’utilisation de filtres à particules trop sévères serait néfaste pour le 

roulement, puisqu’ils se colmateraient très vite et nécessiteraient alors une maintenance 

importante. 

b. Les chocs 

Les chocs dans un roulement peuvent avoir plusieurs origines. La première peut être 

humaine, c’est particulièrement le cas des chocs créés lors de l’assemblage ou du 

transport du roulement, par exemple lors de la chute accidentelle d’un élément du 

roulement sur un sol dur ou la chute d’un objet sur un élément du roulement. Aussi 

lors d’une maintenance un choc peut être commis accidentellement par un coup d’outil 

Rayure Indent 

Bourrelet
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sur le roulement. Ces chocs peuvent être rapidement contrôlés et les pièces défectueuses 

changées. 

La seconde cause de choc tient son origine dans la rupture en fonctionnement d’un 

élément de la turbine ou l’ingestion d’un élément externe dans la turbine qui 

impacterait à l’intérieur de celle-ci. Par exemple la perte d’une aube ou l’ingestion d’un 

corps externe dans la turbine, peut causer un choc important à l’intérieur de celle-ci et 

ainsi dégrader le roulement. 

Ces chocs vont générer en surface des éléments roulants des méplats ou des entailles 

qui vont fortement modifier le champ de pression de contact, les jeux internes ou encore 

laisser des empreintes sur d’autres éléments du roulement, augmentant ainsi le nombre 

de défauts de surface dans le roulement. Si le choc est assez important les éléments 

céramique vont quant à eux amorcer des micro-fissures en surface ou en sous-couche. 

Leur durée de vie en fatigue s’en trouvera ainsi lourdement réduite [LAW94], [CHE95]. 

c. Les coupures d’huile 

Le roulement dans des turbomachines peut être soumis à évolution de la 

température, ce qui induit une modification des caractéristiques de l’huile utilisée. C’est 

pourquoi celle-ci est remplacée continuellement grâce à un circuit de lubrification qui 

permet de récupérer l’huile, d’éventuellement la filtrer et la séparer de l’air qui peut 

s’y introduire, et de la réinjecter à une température adéquate, permettant ainsi de 

maintenir une certaine température d’huile. 

Malheureusement, un évènement extérieur peut intervenir sur le circuit de 

lubrification et l’huile peut arrêter de s’écouler et venir à manquer dans le roulement. 

Aussi une évolution trop brutale de la température peut avoir un impact néfaste sur le 

lubrifiant (modifier ses caractéristiques mécaniques ou chimiques). Le roulement ainsi 

asséché va très vite gripper à cause des frottements de contact qui vont 

considérablement augmenter en absence de lubrification, et plus encore si le moteur est 

en fonctionnement puisque les vitesses de roulement en jeu vont être très importantes. 

d. La corrosion 

En plus des particules, le circuit de lubrification peut amener dans le roulement de 

l’eau ou des éléments chimiques. La corrosion par piqûres est une dissolution locale du 
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l’environnement du roulement des particules qui seront par la suite autant de 

contributeurs aux défauts de surface. 

La corrosion de contact est quant à elle régie par les mouvements de très faibles 

amplitudes des deux surfaces en contact (vibrations, micro-glissements, etc.), et tient 

son origine dans la vibration des éléments du roulement ou l’ajustement des bagues 

lors du montage. Ces petits déplacements génèrent un cisaillement responsable du 

transfert adhésif, puis sous l’effet de mouvement de plus grandes amplitudes ces débris 

d’usure sont libérés dans le roulement, s’oxydent (dans cette phase leur dureté est 

généralement accrue) et deviennent donc des polluants nocifs pour l’environnement du 

roulement. 

 
Figure I-10 Mécanisme de la corrosion de contact. 

La corrosion est donc une avarie qui peut être sévère pour le roulement. Cependant 

elle peut être palliée grâce à une diminution des vibrations dans les roulements, à une 

amélioration de la qualité de l’huile et de l’étanchéité des assemblages - ayant pour 

effet de limiter la circulation d’air entre les surfaces - ou encore à un durcissement des 

surfaces en contact par traitement chimique tel que la nitruration, la carbonitruration, 

etc. 
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I.2 L’endommagement 

L’endommagement des roulements est un phénomène parfois difficile à prévoir tant 

les causes et mécanismes en jeu peuvent être nombreux. Il reste néanmoins un point 

clé dans la certification de pièces qui sont parfois soumises à d’importantes sollicitations 

pendant un très grand nombre de cycles. 

L’endommagement des roulements peut être divisé en deux catégories : 

l’endommagement direct, i-e, les dommages que peuvent subir les pièces durant leur 

fabrication, leur acheminement, leur montage ou en cours de fonctionnement lorsqu’un 

incident survient, comme cela a été présenté dans la section précédente, et 

l’endommagement indirect, i-e, les dommages résultant d’un long processus de fatigue 

et d’usure des pièces. 

Si le premier cas d’endommagement est souvent facile à déceler, le second repose 

davantage sur la probabilité que des évènements critiques surviennent en cours de 

fonctionnement, et nécessite donc l’utilisation de modèles ou de critères afin d’être 

prédit. 

I.2.1 La Fatigue de roulement 

La fatigue du contact de roulement (RCF - Rolling Contact Fatigue) diffère de la 

fatigue usuelle et ces différences ont rigoureusement été listées dans la littérature 

[SAD09] : 

 L’état de contrainte en contact non-conforme soumis à la RCF est complexe 

et multi-axial et gouverné par la théorie de Hertz. 

 Contrairement à la fatigue usuelle, la RCF est une fatigue multi-axiale. 

 Le trajet de chargement en un point sous la surface n’est jamais 

proportionnel, i-e, les différentes composantes du tenseur des contraintes 

vont évoluer indépendamment les unes des autres, et ce d’autant plus si des 

contraintes résiduelles ou des inhomogénéités sous la surface sont 

initialement présentes. 

 Le niveau de contraintes hydrostatiques atteint en cas de contact non-

conforme est considérable. 

 Les principaux axes de sollicitation changent constamment durant un cycle 

de chargement, ce qui influe directement sur la direction des plans où la 

contrainte de cisaillement est maximale. Par conséquent il est souvent 

difficile d’identif
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 Les phénomènes liés à la RCF interviennent dans des volumes très localisés 

dans les éléments testés. Les zones de contact dans un roulement sont 

généralement de l’ordre du dixième de millimètre. 

 La RCF induit généralement un écaillage de fatigue qui modifie la réponse 

élastique lors du chargement. Aussi des déformations plastiques localisées et 

une évolution des contraintes résiduelles vont influencer les mécanismes de 

fatigue. Il est alors nécessaire de mettre en place des moyens d’évaluation 

tridimensionnelle de l’état de contrainte ou de l’évolution microstructurale 

afin de quantifier précisément l’endommagement de fatigue. 

La fatigue de roulement englobe un certain nombre de termes que l’on peut retrouver 

dans la littérature. Thalian [TAL99] a distingué la fatigue de roulement à deux échelles 

et selon trois processus.  

A l’échelle macroscopique, l’écaillage est le résultat lié à la fatigue du contact 

Hertzien, défini par l’apparition en surface d’un cratère induit par la coalescence de 

fissures initiées dans la zone des contraintes Hertziennes (voir Figure I-11-a). La 

profondeur de ces cratères est généralement assimilable à la profondeur du maximum 

des contraintes de cisaillement. A l’échelle microscopique, une usure de la surface peut 

entraîner, à l’échelle des aspérités de surface, l’abrasion des surfaces en contact, des 

micro-fissures ou des micro-écailles. Ces phénomènes sont davantage le résultat 

d’efforts en surface pilotés par la présence d’aspérités, comme on peut le distinguer en 

Figure I-11-b. 

 La fatigue de roulement est alors classée selon trois origines : l’écaillage initié en 

surface par l’accroissement de micro-écailles, l’écaillage initié sous la surface par la 

coalescence de fissures dans la profondeur de Hertz, et le micro-écaillage de surface. 

  
Figure I-11 a) Ecaillage en surface initié en sous-couche et b) micro-écaillage de surface 

[TAL99]. 

400 µm 35 µm 

a) b)
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I.2.2 Critères d’endommagement 

Un critère de fatigue met en relation des grandeurs issues du cycle multiaxial de 

contraintes [σij(t)]T définies sur la période T (amplitudes, valeurs moyennes, valeurs 

maximales, parties alternées) et des limites d’endurance (ou des limites de fatigue à N 

cycles) suivant plusieurs modes de sollicitations simples (traction alternée symétrique 

σ-1, traction répétée, σ0, flexion alternée symétrique f-1, flexion répétée f0, torsion 

alternée symétrique τ-1, etc.). Un critère de fatigue peut donc être représenté à l’aide 

d’une fonction de fatigue dans laquelle interviennent le cycle multiaxial de contraintes 

et plusieurs limites d’endurance ou limites de fatigue du matériau. Cette fonction de 

fatigue est prise égale à l’unité lorsque la limite d’endurance ou la limite de fatigue du 

matériau est atteinte : 

([ ()], ,, ,...) 1ij T 1 0 1CF σt σ στ  (I.4) 

Un critère de fatigue, par l’intermédiaire de la valeur de sa fonction de fatigue E, 

situe ainsi tout cycle multiaxial de contraintes [σij(t)]T par rapport à la limite 

d’endurance ou à la limite de fatigue du matériau. Pour un cycle multiaxial donné, si 

celle-ci est inférieure à l’unité (CF < 1), le critère prévoit l’amorçage d’une fissure au-

delà du nombre N de cycles définissant l’endurance ou la limite de fatigue du matériau. 

Si la fonction de fatigue est supérieure à l’unité (CF > 1), le critère prévoit au contraire 

l’apparition d’une fissure avant l’application des N cycles correspondant au seuil 

d’endurance ou à la limite de fatigue. 

L’utilisation de ces critères présente l’avantage que ceux-ci sont définis par des 

limites d’endurance rapidement déterminables expérimentalement en essai de fatigue 

simple. A ce titre, des essais de fatigue gigacyclique utilisant des méthodes ultrasonores 

pour réaliser un nombre de cycles considérable en un temps très court (jusque 20 000 

cycles par seconde) peuvent être envisagés pour caractériser à moindre coût l’endurance 

de certains matériaux en sollicitation uniaxiale. 

a. Critère de Sines 

D’abord établi en 1955, ce critère a été modifié par son auteur en 1981 afin de 

l’exprimer en fonction des invariants du tenseur des contraintes et de son déviateur, et 

non plus en fonction des deux termes des contraintes relatives au plan octaédrique 

(contraintes octaédriques normale et tangentielle). La formulation du critère est une 

fonction de J2a, l’amplitude du deuxième invariant du déviateur des contraintes, 
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contraintes alternées, et de I1m , valeur moyenne du premier invariant du tenseur des 

contraintes : 

2a 1m
SI

V

J αI
CF

β
.

max  (I.5) 

, ,

max( ())

() ()
avec ()

2

() ()

2a 2a
t

ija jia
ij

2a

ija ij ijm

J J t

s t s t

J t

s t st s

   (I.6) 

Les paramètres α et β peuvent être évalués grâce au recalage de ce critère sur des 

cas simples de sollicitation mécanique. 

Si l’on considère la sollicitation d’une poutre en torsion alternée symétrique, la limite 

d’endurance est notée τ-1 et le tenseur des contraintes s’écrit sous la forme

12

12

σ t

σt σ t

0 () 0

() () 0 0

0 0 0

 :  

 avec

() sin( )

0

12 12m 12a

12a 1

12m

σ t σ σ ωt

σ τ

σ

  

 

Dans ce cas, I1m est clairement nul et l’égalité CFSI (σ) = 1 revient à évaluer : 

2aβ J  (I.7) 

Le développement de J2a donne : 

22[ sin( )]
()

2
12a

2a
σ ωt

J t   (I.8) 

Le maximum de (I.8) s’obtient
π

t
ω2

 alors en  et vaut σ12a

1β τ

. On obtient donc 

. 

En traction simple répétée : la limite d'endurance est notée σ0
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11
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Le calcul de (I.6) donne alors pour ce type de sollicitation : 

26
( () ) 19() cos( )

2 3

11 11m

2a 11a

σ t σ
J t σ ωt     (I.9) 

π
t
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Le maximum de (I.9) est obtenu en 0
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0
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σ
I
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De même on a clairement SICF σ 1 et en considérant

1

0

τ
α

σ
1

2
3

 on obtient 

finalement . 

b. Critère de Crossland 

La formulation du critère est une fonction de J2a et de I1Max, la valeur maximale du 

premier invariant du tenseur des contraintes : 

2 1max a Max
CR

V

J I
CF   (I.10) 

En recalant α et β 

1

1

τ
α

σ
1

3

selon la même méthode qu’exposée précédemment on tombe sur 

1β τ et . 

c. Critère de Dang Van 

Le critère de Dang Van est un critère de type plan critique. La formulation de ce 

critère repose sur l'idée que l’endommagement de la matière est localisé sur un plan dit 

critique qui dépend du cycle multiaxial considéré. Le critère est la maximisation sur 

l'ensemble des plans de l'espace discrétisé d'un indicateur CFh de dommage par plan 

de normal h : 

H

t

τ t α Pt
CF

β()

() ()
max ha

h 
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Et le critère s'écrit alors : 

()
max( )DVCF CFh
h

   (I.12) 

1

1

τ
α

σ
1

3
2

avec  1β τ et . 

Le vecteur τha représente ici l’écart au vecteur moyen τhm du vecteur cisaillement 

projeté dans le plan de normal h, et PH(t) la contrainte hydrostatique à l’instant t du 

trajet de chargement.  

  

Figure I-12 Schématisation du trajet de charge (gauche) et de la méthode de discrétisation 

des plans de l’espace dans un quart de sphère (droite). 

Afin de calculer cet indicateur dans l'espace on considère un quart de sphère que 

l'on discrétise en plusieurs facettes, chaque facette représentant alors un plan de 

l'espace de vecteur directeur h. 

Il nous suffit alors de calculer le cisaillement dans chacun de ces plans en y projetant 

le tenseur des contraintes, permettant alors de calculer, pour chacun des plans, le 

cisaillement moyen et l’amplitude du cisaillement.  

I.2.3 Modèle d’endommagement 

a. Modèle de Lunberg-Palmgren (LP) 

La fatigue de roulement dans les roulements acier se manifeste par le détachement 

de particules métalliques en surface des éléments du roulement (piste ou éléments 

roulants). Dans le cas de fatigue initié sous la surface, le processus d’endommagement 

commence par l’initiation d’une fissure qui se propage ensuite vers la surface. En 1947, 

Lundberg et Palmgren [LUN47] sont partis du postulat que l’initiation de fissures sous 
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la surface était pilotée par le cisaillement orthogonal maximal sous la surface (bien qu’il 

est à noter que certains de leurs paires ne portent pas le même crédit quant aux origines 

de la fissuration) et que par conséquent la fatigue des éléments trouvait son origine 

dans cette zone sensible. 

 La théorie de Lundberg et Palmgren est largement utilisée pour estimer la 

durée de vie en fatigue de roulement des éléments roulants en acier. Elle 

s’appuie sur les travaux de Weibull qui prévoient que plus le volume sollicité 

est important, plus le risque d’endommagement de fatigue est élevé. Elle se 

résume sous forme d’une équation simple qui relie la durée de vie en fatigue 

avec les contraintes appliquées et la probabilité de survie : 

ec
0
h
0

1 NτV
S z

ln   (I.13) 

avec N, le nombre de cycles de sollicitation pour une probabilité de survie S, τ0, le 

cisaillement orthogonal maximal sous la surface de contact, z0, la profondeur où se situe 

τ0, et V, le volume de matière sollicité. 

L’exposant e représente la pente de la courbe de Weibull, et a été évalué par LP 

[LUN47] à 10/9 pour un contact ponctuel et 9/8 pour un contact linéique. Les exposants 

c et h sont ensuite évalués de manière empirique et dépendent directement du 

paramètre e. 

Cette formulation a été la base du calcul de durée de vie en introduisant la notion 

de capacité dynamique de base - charge pour laquelle 90% de la population atteint 1 

million de révolutions - qui est traduite par la relation ultérieurement admise comme 

norme internationale (ISO 281) [ISO281] : 

n

10
C

L
P

   (I.14) 

avec L10, la durée nominale en millions de tours, atteinte ou dépassée par 90% de 

roulements apparemment identiques et en nombre suffisant, fonctionnant dans les 

mêmes conditions avant l’apparition des premiers signes de fatigue, C, la charge 

dynamique de base (en Newton), P, la charge dynamique équivalente pour les 

roulements et les butées (en Newton), et n, l’exposant de durée de vie 
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Afin de tenir compte des évolutions techniques ou de paramètres connus influençant 

la durée de vie, tels que les caractéristiques particulières de la matière, la lubrification 

ou un besoin d’évaluer la durée de vie avec une fiabilité différente de 90%, le modèle 

de LP a été amélioré dans une révision de la norme par la formule suivante : 

na 123 10L aaaL   (I.15) 

avec Lna, la durée corrigée pour matière et conditions de fonctionnement non 

conventionnelles à un niveau de fiabilité donné, a1, le facteur de correction de durée 

pour une fiabilité différente de 90%, dont les valeurs sont redéfinies dans la norme ISO 

281 :2007, a2, le facteur de correction de durée pour matériau non conventionnel, et a3 

le facteur de correction de durée pour conditions de fonctionnement non 

conventionnelles ; notamment les conditions de lubrification. 

Sur la base des travaux de LP, d’autres modèles pour application industrielle ont 

été proposés, notamment le modèle de Ioannides-Harris [IOA85], qui généralise 

l’équation (I.14) à un état de contrainte global pris dans un volume élémentaire 

suffisamment large pour contenir une quantité représentative de défauts ; ou le modèle 

de Tallian [TAL92b], qui tient compte de l’origine des défauts (surfacique ou sous-

surfacique) ainsi que des déformations plastiques liées à la présence d’un défaut ; ou 

encore d’autres modèles qui ont été détaillés par Tallian [TAL92a]. 

b. Critère d’amorçage de fissure 

Le processus de fatigue par initiation de fissures est une étape importante de 

l’endommagement des matériaux. Les travaux de Tonicello [TON12] ont permis de 

mettre en place un modèle physique basé sur des paramètres simplement identifiables 

expérimentalement et qui ne nécessitent pas de tests de durée de vie sur la fatigue des 

roulements, excepté pour la validation initiale du modèle. Ce modèle repose sur 

l’endommagement initié par les mouvements de dislocations qui se produisent entre 

deux bandes de glissement à travers un matériau cristallin pendant une sollicitation 

mécanique. Les bandes de glissement sont des sites privilégiés dans la fatigue cyclique 

pour des petites déformations. Les déformations cycliques sont concentrées le long de 

ces bandes de glissement. Tanaka et Mura [TAN81] ont été les premiers à modéliser ce 

type de mécanisme. Les déformations plastiques à l’intérieur d’une bande de glissement 

sont modélisées par deux couches adjacentes d’empilement de dislocations, formant un 

double empilemen
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due à l’accumulation de dislocations, atteint une valeur critique. Pour une contrainte 

uniaxiale, la contrainte de cisaillement devient maximale quand la normale au plan de 

glissement et la direction du glissement sont orientées à 45⁰ par rapport à la direction 

de sollicitation. La figure qui suit montre cette situation dans un grain de rayon a 

favorablement orienté (voir Figure I-13). 

 
Figure I-13 Déplacement des dislocations dans un grain favorablement orienté. 

Le critère proposé par Tanaka et Mura sur l’initiation de fissures est traité d’un 

point de vue d’équilibre énergétique. Si l’énergie emmagasinée par l’accumulation des 

dislocations après n cycles devient égale à l’énergie de surface du matériau, les dipôles 

de dislocation formés par les doubles empilements peuvent se transformer en surface 

libre (création d’une fissure). Le nombre de cycles à l’initiation d’une fissure nC est 

alors défini comme le nombre de cycles de fatigue à partir duquel l’équilibre énergétique 

satisfait : 

I II c SE E E n E S ω2 Δ   (I.16) 

où ωS représente l’énergie spécifique de fissuration par unité de surface, S = 4a × 

(épaisseur unité) les surfaces nouvellement créées et a le rayon du grain. Cette première 

approche permet de définir le nombre de cycles à amorçage de fissures, comme suit : 

2 2

2

(Δ 2 )
S

C
f

AS ω
n

b τ τ a
   (I.17) 

2(1 )

μb
A

π ν
   (I.18) 

où μ est le module de cisaillement, b est le module du vecteur de Burger, ν est le 

coefficient de Poisson, Δτ est l’amplitude crête à crête du cisaillement cyclique (en Pa), 

et τf est la cission de friction s’opposant aux mouvements de dislocation.  

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés
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  Toutefois, ce modèle qui ne tenait pas compte de l’irréversibilité du mouvement 

des dislocations ni de la présence de contraintes résiduelles qui tendent à ouvrir la 

fissure, a donc été adapté en ajoutant un facteur d’accumulation de l’endommagement, 

noté f*, associé à un paramètre d’ouverture micro-plastique cyclique noté γC : on note 

alors ΔγC = f*.γC. Ce dernier paramètre a été identifié comme étant l’accroissement 

des déformations plastiques cycliques dû à l’irréversibilité du mouvement de 

dislocation. Il a été identifié comme étant proportionnel à la déformation plastique 

selon la loi : 

36.10c p   (1.19) 

 Enfin l’effet des contraintes résiduelles de traction a été ajouté en considérant 

l’énergie d’interaction due aux contraintes de traction σN normales au plan de fissure. 

Pour un matériau isotrope, dans un grain parallélépipédique de côté α, cette énergie 

est donnée selon Mura par la relation : 

3
24(1 )

( )
3N N
να

Eσ σ
μ

   (I.20) 

L’équilibre énergétique de l’équation (I.16) devient alors : 

N c g SEσ n E α ω2( ) 2Δ 8   (I.21) 

 Et le nombre de cycles à initiation de fissures devient : 

2

*

2 (1 )
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C f
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ω α ν

μ
n

fdγ τ τ
   (I.22) 

où d est la distance moyenne entre les bandes de dislocation (en mm) et Δτ est ici 

l’amplitude crête à crête de la cission de Tresca (en Pa). 

Les différents paramètres de ce critère ont été déterminés expérimentalement par 

Tonicello ou ont été récupérés dans la littérature pour les aciers 32CrMoV13 nitruré et 

100Cr6 carbonitruré, et sont résumés ci-après. 

Matériaux ωS (J.m-2) α (m) µ (MPa) τf  (MPa) f*.d (m) γC 

32CrMoV13 
1,95 1.10

-6 
81.10

3 830 9,7.10
-11 

6.10
-3
.εp 

100CR6 975 5,3.10
-11 

Tableau I-1 Paramètres du critère d’amorçag

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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e de fissure utilisés par Tonicello [TON12]. 
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I.3 L’acier M50 dans le roulement hybride 

Afin de pallier les avaries des roulements, un axe de développement est celui de 

l’amélioration des aciers utilisés en faisant par exemple évoluer les alliages. 

L’amélioration de ces aciers a permis de réduire considérablement l’endommagement 

initié sous la surface. Cependant les travaux menés sur l’endommagement en RCF des 

aciers montrent que l’endommagement de surface est encore un point crucial de la 

rupture des éléments, [BAM83], [AVE91] ou [GLO10]. Des techniques telles que la 

trempe, le revenu ou le durcissement Duplex vont permettre un renforcement de la 

surface sans compromettre la fiabilité, ou l’efficacité du matériau aux spécifications 

aéronautiques. 

I.3.1 Fabrication et composition du M50 

Le ‘M’ de M50 renvoie directement à l’utilisation de molybdène comme principal 

additif dans l’alliage lors de l’élaboration de cet acier. On peut également trouver cet 

acier sous les dénominations UNS T11350, AISI M50, AIR : E 80DCV40 ou encore 

80MoCrV42-16. Les standards concernant la production font plutôt référence au 

AMS6490 et AMS6491. 

Le M50 est un acier dit à durcissement structural. L’élaboration d’un tel acier 

nécessite une trempe après mise en forme, afin de générer une microstructure 

martensitique, suivie d’un revenu à 540-550°C qui permet la précipitation de carbures 

riches en molybdène, chrome et vanadium [BAH12]. Les traitements thermiques 

développés par les différents fabricants peuvent être complexes afin de maîtriser 

l’austénite résiduelle. Le durcissement secondaire des composants par revenu est 

nécessaire afin d’assurer une certaine dureté du matériau avant le procédé de 

nitruration, il permet alors d’atteindre une meilleure résistance tribologique et 

d’augmenter, éventuellement, le niveau de contraintes résiduelles de compression sous 

la surface dans la zone sollicitée par les contraintes de Hertz [GLO10]. La trempe 

superficielle du M50 permet d’atteindre des contraintes résiduelles de compression de 

200MPa dans la couche dite superficielle (voir Figure I-14). Ces contraintes résiduelles 

sont dues à l’expansion volumétrique induite par la transformation martensitique qui 

suit l’austénitisation [BOY87]. Toutefois, après la trempe du M50, on retrouve dans la 

couche superficielle des carbures qui peuvent atteindre une taille de grain de l’ordre de 

10µm [KLE13]. La composition chimique du M50 est présentée dans le Tableau I-2. 

 C Si Cr Mo V Mn 

M50 0,83 0,25 4,1 4,25 1,0 0,2 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

Tableau I-2 Composition chimique du M50 (approximation) en pourcentage massique. 
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Figure I-14 Evolution des contraintes résiduelles en profondeur dans les aciers M50 trempé et 

M50Nil cémenté [BOH92]. 

I.3.2 Propriétés mécaniques du M50 

L’élaboration du M50 permet d’obtenir dans la couche superficielle une dureté 

importante généralement comprise entre 60 et 64 HRC, qui évolue selon la température 

du matériau comme elle est présentée en Figure I-15. Le M50 est donc un matériau 

particulièrement bien adapté pour une utilisation dans des conditions de température 

allant jusque 310°C, contrairement aux aciers plus standards limités à des températures 

de 160°C. Néanmoins leur résistance à la corrosion a été remise en cause à de 

nombreuses reprises [PAR71], [POP82], et particulièrement lors d’une utilisation à des 

températures élevées. 

 
Figure I-15 Evolution de la dureté Rocwell de la couche affectée par la trempe d'un élément 

en acier M50 [BOH92]. 

Certaines propriétés mécaniques du M50 sont résumées dans le Tableau I-3. La loi 

de Voce retenue pour décrire le comportement élastoplastique du matériau a été évaluée 

par Jacq [JAC01]. 
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Densité (kg.m-3) Module d’Young 

20°C : 7780 E = 210 GPa 

100°C : 7759 Coefficient de Poisson 

200°C : 7730  = 0,3 

Loi de Voce 

1 1 exp((

avec  = 1444 MPa,  = 1,38,  = 390 et  = 0

)

,

)

52 3

[ ]( )neq 0 p

0

σ σ B ε

σ B θ n
 

Tableau I-3 Propriétés mécaniques du M50. 

Certaines propriétés caractérisant son comportement à la rupture sont résumées 

dans le Tableau I-4. Le facteur de correction a2 de durée pour matériau non 

conventionnel dans la loi de LP définie à l’équation (I.15) a été évalué à 2,0 [BAM71]. 

KIC (MPa.m1/2) Re (MPa) Rm (MPa) A% Z% 

17-20 2110 2600 5 10 

Tableau I-4 Caractéristiques à la rupture du M50. 

I.3.3 Endommagement des Aciers dans le roulement 

L’étude de l’endommagement en fatigue de roulement a été le sujet de nombreux 

travaux. Les mécanismes ne sont pas toujours précisément identifiés mais de 

nombreuses pistes ont été émises. Les aciers ont été étudiés en fatigue de roulement 

soit en conditions de fonctionnement naturel, i-e tels qu’ils s’endommagent dans les 

applications industrielles en condition de chargement et de lubrification idéale, soit en 

ajoutant des aggravateurs de l’endommagement tels que des indents artificiels.  

Comme il a été présenté dans la section précédente, il est important de distinguer la 

fatigue des éléments acier qui survient en surface de contact, de celle qui survient sous 

la surface. La fatigue de roulement acier abouti généralement à un profond écaillage 

qui évolue ensuite dans le sens du passage de la charge [BRA09] et compromet 

fortement l’intégrité des roulements. 

a. Fatigue de roulement (RCF) initiée en surface des éléments acier 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

La RCF en surface résulte généralement de la présence de défauts microscopiques 

(rugosités, porosités, fissures) naturellement induits par une mauvaise finition des 

éléments du roulement ou par le rodage des surfaces après la mise en service, ainsi que 

de défauts macroscopiques dans la surface de contact (indent, rayure, etc.). 
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L’amélioration des matériaux et l’évolution des techniques d’usinage permettent 

aujourd’hui de réduire considérablement la présence de défauts microscopiques, mais 

les défauts liés au piégeage de particules dans le roulement sont difficilement évitables. 

Les travaux menés sur ce type d’avarie font appel à l’utilisation d’indents artificiels, 

plus faciles à reproduire, à analyser et à maîtriser en termes de dimension. 

b. Fatigue en rupture de lubrification 

Le glissement ou la présence de discontinuités sur la surface peuvent introduire 

localement un contact direct entre les éléments roulants. Les efforts de traction ont été 

identifiés comme étant responsables de l’initiation de micro-fissures [ALF00]. Ces 

micro-fissures, dont une coupe transversale est présentée en Figure I-16, sont 

généralement inclinées dans le sens du passage de la charge et selon un angle aigu avec 

la surface compris entre 18° et 28° en roulement pur, et entre 41° et 50° en cas de 

glissement. Il a également été remarqué que ces micro-fissures sont d’autant plus 

nombreuses que le glissement est orienté dans le sens inverse du passage de la charge. 

 

Figure I-16 Usure de la surface : a) vue de dessus, b) coupe transversalle de la zone usée en 

condition de roulement pur et c) coupe transversalle de la zone usée en condition de 

glissement orienté dans le sens inverse du passage de la charge - la flèche blanche indique le 

sens du passage de la charge [ALF00]. 

Les travaux de Kaneta et. al [KAN91] ont montré que la configuration la plus 

critique, pour l’ingestion de lubrifiant dans les micro-fissures, est établie lorsque la 

pointe de la fissure est orientée dans le sens du passage de la charge tandis que du 

frottement s’oppose à ce sens. Dans ces conditions, au passage de la charge le lubrifiant 

pénètre en fond de fissures et le frottement referme la fissure en surface, ce qui piège 

une quantité de lubrifiant sous la surface. Cette petite quantité de lubrifiant est alors 

a b 

c 

a b 

c

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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responsable de contraintes hydrostatiques qui peuvent faire propager la fissure selon 

une combinaison complexe entre le mode I et II. Ce mécanisme est schématisé en Figure 

I-17. 

 
Figure I-17 Mécanisme du piégeage de lubrifiant dans les micro-fissures (la flèche en gras 

représente le passage de la charge et la flèche fine représente le sens du frottement). 

Ces efforts sont d’autant plus élevés que le coefficient de frottement entre les 

matériaux est important. En ce sens le roulement hybride a montré de meilleures 

capacités à réduire ce type d’usure. 

c. Fatigue en présence d’indent artificiel 

Les indents sont souvent caractérisés par leur rayon, leur profondeur et la hauteur 

du bourrelet. Les deux premières dimensions ont une influence moindre sur 

l’endommagement en bord d’indent. En revanche, la présence d’un bourrelet, dans un 

premier temps, va générer des surpressions considérables qui vont réorganiser 

l’écrouissage local et l’état des contraintes résiduelles d’indentation, et dans un second 

temps très localement rompre le film d’huile imposant un contact direct entre les deux 

surfaces des matériaux, entraînant alors le même type d’avaries qu’exposées 

précédemment. C’est pourquoi de nombreuses études montrent l’importance de bien 

reproduire l’indent en termes de rayon d’indent et de hauteur de bourrelet. 

L’écrouissage du bourrelet améliore la tenue à la fatigue car il permet un 

durcissement local de la matière. Tonicello a même constaté un réarrangement local de 

la matière par lissage et l’intégration des additifs présents dans le lubrifiant, générant 

un tribofilm riche en calcium, phosphore, zinc et oxygène qui protège ainsi la surface 

en contact [TON12]. L’étude de la fatigue des roulements hybrides a par ailleurs montré 

que la présence de céramique dans le roulement accentuait cet effet, ce qui tendait à 

allonger la durée de vie des éléments acier. 

Les travaux de Jacq [JAC01] ont permis de localiser l’endommagement en fatigue 

de roulement en bord d’indent pour des pressions de contact conventionnelles. En 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés
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roulement pur l’endommagement peut se produire de part et d’autre de l’indent, avec 

un site préférentiel en aval de l’indent dans le sens du roulement (sens opposé au 

passage de la charge). En roulement plus glissement il a été statué que 

l’endommagement se produisait davantage en aval de l’indent dans le sens du 

frottement, qu’importe le sens du passage de la charge. Deux zones d’initiation de 

l’endommagement ont alors été identifiées. Sur la Figure I-18, le site d’endommagement 

noté ZR en bord d’indent est davantage activé dans les essais de roulement pur, alors 

que le site noté ZRF, situé à une distance de 20µm du bord d’indent, est activé dans 

les deux cas. 

 
Figure I-18 Sites d’amorçage de l’endommagement en roulement pur ou en présence de 

frottement. 

 
Figure I-19 Schématisation des sites d'amorcage de l'endommagement en RCF en bord 

d’indent. 

Il a également été mis en évidence que la présence d’indent dans le roulement pouvait 

être à l’origine d’un écaillage après un nombre de cycles conséquents, ou sous certaines 

conditions extrêmes de contact. Les travaux de Morales-Espejel [MOR15] ont par 

ailleurs distingué la fatigue de roulement en présence d’indent dans le cas de contact 

sphérique et elliptique. Dans le premier cas il se produit un écaillage en bord d’indent 

qui se propage en forme de V dans le sens du passage de la charge (voir Figure I-20). 

Le processus de fissuration en V a été identifié comme étant piloté par la distribution 

des contraintes orthogonales maximales de cisaillement. Dans le cas d’un contact 

elliptique, il a été observé que l’écaillage évoluait davantage perpendiculairement à la 

direction du roulement (voir Figure I-21). 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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Figure I-20 Evolution de l'écaillage dans un contact sphérique initié par une fissuration en V 

en bord d’indent (la flèche représente le sens du passage de la charge) [MOR15]. 

  
Figure I-21 Evolution de l'écaillage en bord d'indent dans un contact elliptique [MOR15]. 

d. Fatigue de roulement (RCF) initiée sous la surface des aciers 

Lors de la fabrication des éléments acier du roulement, des précipités ou des 

particules ingérés pendant le processus peuvent former des inclusions solides dans la 

matrice. De même des porosités peuvent rester piégées sous la surface. Ces inclusions 

jouent le rôle d’amplificateur des contraintes lorsqu’elles sont situées dans la zone de 

Hertz. Autour de ces inclusions, se produit alors une transformation structurale 

communément appelée papillon de fatigue, dont les ‘ailes’ sont généralement orientées 

à 45° par rapport au roulement. Cette transformation est liée au mouvement des 

dislocations générées par le dépassement local de la micro-limite d’élasticité. Ce 

mouvement étant irréversible, les dislocations s’accumulent au cours des cycles 

successifs de chargement pour aboutir, lorsque que leur densité atteint une valeur 

critique, à la formation de fissures. Ces fissures peuvent enfin propager vers la surface 

et évoluer en écaillage. 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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Figure I-22 Papillon de fatigue et fissure amorcée autour d'une inclusion [TAL99]. 

I.3.4 La nitruration du M50 

La nitruration du M50, appelée aussi durcissement Duplex lorsqu’elle suit un premier 

durcissement par trempe et une revenue, est un procédé qui permet, par adjonction 

d’azote dans la couche superficielle d’un acier, d’augmenter considérablement sa dureté 

en surface et ainsi de renforcer son endurance en fatigue de roulement. Le processus de 

nitruration nécessite d’atteindre des températures parfois supérieures à 500°C, et c’est 

pour cette raison que le M50 est particulièrement adapté à ce type de procédé. 

a. Procédés de nitruration 

Il existe quatre types de procédés généralement utilisés à échelle industrielle : la 

nitruration en phase liquide, la nitruration en phase gazeuse, la nitruration ionique et 

la nitruration à basse pression. 

La nitruration en phase liquide consiste à plonger l’élément acier dans un bain de 

sels de cyanate (CNO-) qui se décomposent à la surface de l’acier suivant une réaction 

d’oxydation et de dismutation. Cette réaction a lieu très rapidement à une température 

élevée comprise entre 550°C et 590°C et produit du cyanure (CN-). Les éléments 

carbone et azote sont alors diffusés sous la surface de l’acier, jusqu’à une profondeur 

pouvant atteindre 0,2 mm [STR02], et la surface de l’échantillon traité est remplacée 

par une couche de combinaison. Cette couche, aussi appelée couche ε, reconnaissable à 

sa couleur blanche et riche en nitrure de fer, est très dure et particulièrement fragile. 

Il devient alors nécessaire de la retirer par polissage afin de ne pas compromettre la 

ténacité en surface de l’échantillon traité. Bien que rapide et très efficace, ce procédé 

reste néanmoins très polluant et nocif ; il convient donc de le remplacer de plus en plus 

par une nitruration en phase gazeuse ou ionique. 

La nitruration en phase gazeuse est réalisée sous une atmosphère d’ammoniac qui se 

dissocie en diazote. La fraction de gaz dissocié subit un craquage catalytique au contact 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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de l’acier, et l’azote ainsi formé diffuse sous la surface de l’acier. Cette technique permet 

d’éviter l’apparition de couches de combinaison ε lorsque le traitement est réalisé en 

un temps raisonnable (~16h). 

La nitruration ionique permet l’adjonction d’azote dans un matériau ferreux via 

l’utilisation d’un plasma basse énergie dans un mélange gazeux composé d’azote et 

d’hydrogène. L’échantillon à nitrurer est relié à la cathode du générateur de plasma, et 

divers procédés de chauffage peuvent être utilisés afin d’éviter un gradient de 

température dans l’échantillon. Des atomes d’azote ionisés sont alors bombardés à la 

surface de l’échantillon et diffusent en profondeur, ce qui peut générer l’apparition 

d’une couche de combinaison ou la précipitation de nitrure plus en profondeur et 

compromettre la qualité des pièces nitrurées. Il est cependant fait état de temps de 

traitement courts (1 à 2h) [DOD01] ou de températures de traitement plus basses 

(430°C) [YAG10], ce qui confère à ce procédé un certain avantage face aux deux 

précédents, en plus de son impact environnemental réduit. 

La nitruration à basse pression implique l’utilisation de protoxyde d’azote en 

complément de l’ammoniac qui joue alors le rôle de catalyseur dans le processus de 

nitruration. Les limites de cette méthode résident dans le fait que l’azote est davantage 

absorbé que diffusé, ce qui stimule fortement la formation d’une couche de combinaison 

ε ou la précipitation intergranulaire. 

b. Effets sur la matière 

Les observations faites dans la profondeur d’un acier nitruré, présentées en Figure 

I-23, permettent souvent de distinguer deux couches macroscopiques. La couche de 

combinaison, particulièrement blanche, peut atteindre une épaisseur de 30µm et est 

très dure et fragile face à la couche de diffusion : c’est pourquoi elle est généralement 

retirée par polissage de la surface. La couche de diffusion peut varier de quelques 

centaines de microns jusqu’au millimètre selon le traitement réalisé, et atteindre des 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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niveaux de dureté allant de 950 à 1200 HV [STR07]. 
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Figure I-23 Micrographie d'un acier nitruré [ELG99]. 

La dureté de la couche de diffusion décroît dans la profondeur comme présenté dans 

les travaux sur le M50NiL de Beer, Streit, Dodd ou Yagita (voir Figure I-24). La dureté 

est connue pour être fonction de la taille et de la distribution des carbures dans 

l’austénite, et d’une variété de paramètres de traitement de nitruration qui influencent 

directement cette distribution [KAC62a], [KAC62b]. El Ghazal a alors mis en évidence 

la proportionnalité entre la dureté en profondeur et l’évolution de la micro-limite de 

plasticité, ce qui s’explique par le fait que la nano-dureté dépend elle aussi du paramètre 

variable de la loi d’écrouissage [ELG99]. 

 
a) 

 

 
b) 

Figure I-24 a) Gradient de dureté dans le M50NiL mesuré en profondeur par différents 

auteurs [BEE07], [DOD01], [STR02] et [YAG10] - b) Profils adimensionnés de micro-limite 

d’élasticité, de nano-dureté et de teneur en azote et en carbone du 32CrMoV13 nitruré 

[ELG99]. 

Enfin la présence d’éléments d’alliage possédant une grande affinité avec l’azote, tels 

que le chrome, le vanadium ou le molybdène, favorise la précipitation de nitrures dans 

la couche de diffusion qui sont autant d’obstacles s’opposant aux mouvements de 

dislocations, et qui tendent alors à accroître fortement la dureté du matériau. La 

formation de ces précipités, en déformant la matrice de ferrite, a pour avantage 

supplémentaire d’introduire des contraintes résiduelles de compression en surface du 
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Zone de 

combinaison 

Zone de 

diffusion
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matériau [STR02]. On peut trouver dans la littérature une évaluation de ces contraintes 

résiduelles en profondeur présentée en Figure I-25. 

 
Figure I-25  Profil des contraintes résiduelles après durcissement Duplex [STR02]. 

c. Effets sur l’endommagement 

Les travaux de RCF sur les aciers nitrurés sont généralement menés à haute pression 

de contact (2,5 à 5,42GPa) afin d’initier de l’endommagement dans des temps d’essai 

raisonnables. Streit a montré que dans de telles conditions d’essai, les aciers M50 et 

M50NiL nitrurés offraient de meilleures performances que leurs correspondants non 

traités [STR07]. Afin de reproduire les pires cas de sollicitation des roulements, des 

travaux ont été menés en condition de lubrification limite [GLO10], [STR02], [BRA93], 

[DOD99] et [PEA93] et en introduisant parfois des indents artificiels dans la zone de 

contact [STR02], [STR07]. Tous ces essais se concluent généralement en faveur des 

aciers nitrurés. 

Les travaux de Kato ont montré que l’élévation de la dureté du matériau en surface 

permettait de réduire considérablement l’usure du matériau même en l’absence de 

lubrification [KAT94]. 

Les travaux menés par Streit sur la propagation de l’écaillage ont également montré 

que l’évolution de la surface de l’écaille était nettement plus importante dans le cas 

d’un acier M50NiL non nitruré par rapport à son équivalent nitruré [STR07]. 

Nonobstant ces conclusions généralement orientées en faveur des aciers nitrurés, 

Pearson a rapporté que lors d’essais excédant une pression de contact de 5 GPa des 

fissures circulaires pouvaient initier en surface, semblables à celles observées sur des 

matériaux fragiles (telles les céramiques). L’origine de ces fissures, comme pour le cas 

des matériaux fragiles, a été identifiée à la présence de contraintes de traction très 
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élevées en bord de contact. La dureté particulièrement élevée en surface du M50 nitruré 

testé (72 HRC soit environ 1200HV) est dans ce cas une propriété jugée plutôt nocive 

pour le M50 nitruré.  

I.4 La céramique dans le roulement hybride 

Afin de pallier nombre des avaries du roulement, telles que l’indentation des surfaces 

ou la corrosion, une des solutions proposées est l’introduction de la céramique dans le 

roulement, le qualifiant ainsi de roulement hybride. Les excellentes propriétés du 

nitrure de silicium Si3N4 ainsi que son potentiel d’utilisation n’ont été découverts que 

dans les années 60. Ce matériau possède un comportement en sollicitations 

thermomécaniques nettement meilleur que les matériaux métalliques. En comparaison 

avec les oxydes tels que l’alumine ou la zircone, les céramiques s’oxydent mais une 

couche protectrice de silice qui se forme en surface assure un bon fonctionnement sous 

atmosphère oxydante jusqu’à des températures élevées de l’ordre de 1300°C. 

I.4.1 Composition des céramiques (Si3N4) 

Il existe deux phases de nitrure de silicium : une phase α-Si3N4 et une phase β-Si3N4 

qui diffèrent dans la disposition des tétraèdres SiN4 dans la chaîne cristalline. 

 
Figure I-26 Structure du nitrure de silicium. (a) trois tétraèdres SiN4; (b) chaîne le long de 

l'axe c de tétraèdres pour la forme α-Si3N4 et (c) pour la forme β-Si3N4; (d) cellule 

élémentaire β-Si3N4. 

Cette disposition change la cellule élémentaire (Si12N13 pour la phase Si3N4 et 

Si6N8 pour la phase β-Si3N4) et donc le groupe d’espace. Quelques paramètres de 

maille sont reportés dans le tableau 1. 
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Phase 

Si3N4 

Groupe 

d’espace 

Paramètres de maille 

(nm) 
Distance Si-N 

(nm) 

Nombre de 

motifs dans la 

cellule unité 

Densité 

théorique 

(DRX) 
a c c/a 

α P31c 0,78183 0,55914 0,715 0,1715-0,1759 4 3,148 

β P63 0,7595 0,29023 0,382 0 ,1704-0,1767 2 3,211 

Tableau I-5 Paramètres de maille [AND84]. 

Quatre méthodes d’élaboration de la poudre de nitrure de silicium se distinguent des 

autres : la synthèse directe à partir des éléments Si et N2 (nitruration), la synthèse en 

phase vapeur (CVD) à partir de SiCl4 et NH3 qui réagissent pour donner Si3N4 et 

HCl, la réduction carbothermique de SiO2 avec carbone et azote conduisant à la 

formation de Si3N4 et C9 et la précipitation du diimide où SiCl4 liquide est transformé 

en diimide de silicium en présence de NH3, avant d’être calciné [WOE86]. 

La densification du nitrure de silicium se fait préférablement par frittage en phase 

liquide [SOR82]. Une consolidation sans ajout est possible à une température de 0,85 

fois la température de fusion [AND95]. Si  le point de fusion du Si3N4 n’est pas connu 

précisément du fait d’une dégradation de la matière engendrée aux environs de 1700°C, 

sous une pression d’azote de 50MPa, le nitrure de silicium reste stable jusqu’à 2200°C 

et un faible changement d’atmosphère pendant le frittage fait évoluer la température 

de décomposition [THE89]. 

Si le frittage naturel de Si3N4 possède un grand intérêt économique, il conduit à une 

importante porosité résiduelle due au caractère covalent des liaisons Si-N. En outre il 

nécessite d’atteindre une haute température et d’intégrer au matériau une grande 

quantité d’ajouts (>7% en poids) [WOE86], [PEN01], [BRA90]. Des ajouts d’yttrium 

Y2O3 et d’aluminium Al2O3 permettent d’atteindre une phase liquide aux environs de 

1900°C [RAE77]. 

La compression isostatique à chaud (Hot Isostatic Pressing ou HIP) est une 

technique permettant, à partir de moulages, de réaliser des formes complexes tout en 

réduisant la quantité d’ajouts du fait des fortes pressions appliquées (100 à 300MPa). 

Une autre méthode consiste à réaliser un frittage réactionnel (Reaction Bounding 

Silicon Nitride ou RBSN) ou un frittage sous azote pour consolider des formes 

complexes (en guise de préfritage), ce qui permet ensuite d’effectuer une post-

densification sans enrobage (Post-HIP) [HEI84]. L’argon, l’hélium ou l’azote sont 
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Figure I-27 Présentation des deux principales méthodes de fabrication des pièces en 

céramique. 

Afin de donner une idée du processus de fabrication du Si3N4 en container, sous 

vide, et sous une pression de 200MPa, une température de frittage de 1750°C est 

suffisamment élevée pour densifier Si3N4 à 100% [THE89], [BAC87]. 

Les billes de nitrure de silicium utilisées dans les roulements sont généralement des 

céramiques de phase β, d’une taille de grain proche de 2µm obtenu par une mise en 

enveloppe de verre. Les billes développées pour des applications aérospatiales sont 

obtenues à partir du frittage et de l’HIP de grains de Si3N4 mis en enveloppe de verre, 

permettant ainsi une précision inférieure au micron au niveau du diamètre final de la 

bille et de la finition de sa surface. Les dimensions finales de la bille  sont finalement 

obtenues grâce à un procédé de rodage qui produit de manière inévitable des collisions 

à faible vitesse entre les billes, conduisant ainsi à l’initiation de fissures en surface dues 

aux contraintes radiales de traction à la périphérie du contact [WAN00], [LEV08]. 

I.4.2 Avantage des céramiques dans le roulement hybride.  

La céramique qui est donc généralement utilisée dans le roulement hybride est le 

nitrure de silicium (Si3N4) dont les propriétés chimiques et mécaniques sont comparées 

à celles des aciers de roulement dans le tableau suivant. 
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Paramètres Unité acier M50 Si3N4 

Densité kg.m-3 7850 3250 

Module d’Young GPa 207 310 

Dureté Vicker’s HV 700 – 800 1400-1800 

Coeff. d’expansion 

thermique 
10-6.°C-1 12.5 3.2 

Chaleur spécifique J.kg-1.°C 450 800 

Conductivité 

thermique 
W.m-1.°C 30 20 

Température limite 

d’intégrité 
°C 350 1050 

Tableau I-6 : Principales propriétés du Si3N4 en comparaison avec celles des aciers à 

roulement. 

La faible masse volumique du nitrure de silicium est un atout majeur dans le 

roulement hybride car elle confère au roulement une masse globale plus légère qui est 

donc un gain d’énergie pour le turboréacteur, mais également elle diminue 

considérablement les efforts centrifuges des éléments roulants et ce d’autant plus que 

les vitesses de rotation sont importantes. 

Le faible coefficient de dilatation permet de réduire le jeu interne du roulement, 

favorisant ainsi la répartition de la charge sur davantage d’éléments roulants et 

réduisant en conséquence les pressions de contact. 

En analysant le module de Young ainsi que la dureté du nitrure de silicium, on 

comprend que l’ingestion de débris dans le roulement hybride marquera davantage la 

piste de roulement, plus tendre, et à débris équivalents l’indent laissé sur la piste sera 

particulièrement plus important dans le cas d’un roulement hybride que pour un 

roulement tout acier. Cependant Wang et al. [WAN07] ont mis en évidence un 

phénomène appelé « smoothing effect » généré par les fortes déformations plastiques 

du bourrelet autour de l’indent, dû au passage d’un élément roulant en Si3N4. Ces 

bourrelets sont plus aplatis dans le cas d’un roulement hybride et les surpressions 

introduites par l’indentation de surface sont alors radicalement réduites. Ce qui tend à 

être bénéfique pour le roulement. 

En combinant des pistes en acier aux billes en céramique les différentes études 

menées jusqu’à aujourd’hui ont
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 Les billes en céramique allongent de 4 fois la durée de vie en fatigue du 

roulement et lorsqu’elles atteignent la fin de leur durée de vie en fatigue elles 

s’endommagent de la même manière que les billes en M50 [MIN96] ; 

 Le roulement hybride fait preuve de caractéristiques thermiques supérieures  

en comparaison avec le roulement tout acier [MIN96] ; 

 Le roulement hybride a une durée de vie environ 5 fois supérieure au 

roulement tout acier en condition de rupture de lubrification [MIN96] ; 

 Le Si3N4 présente une résistance à la corrosion favorable [KLE02]. 

I.4.3 Endommagement du Si3N4 

Bien qu’il existe de nombreux bénéfices à remplacer les éléments roulants acier des 

roulements typiques par des billes en céramique, la céramique possède néanmoins une 

faible ténacité à la rupture [PIO06]. 

a. Défauts de surface 

Durant le processus de fabrication, des variations dans les conditions de frittage ainsi 

que des collisions entre les billes selon un contact normal ou oblique peuvent survenir. 

Les différents types de défauts induits par ces phénomènes sont présentés en Figure 

I-28. Le défaut le plus généralement présent en fin de chaîne de production est la C-

Crack - ou cônes de Hertz partiels. Les autres défauts apparaissent rarement et sont 

principalement liés à une mauvaise maîtrise du processus de frittage ou de l’indentation 
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Figure I-28 Défauts caractéristiques de la fissuration en surface de billes céramique révélés 

par ressuage : (a) fissure en étoile, (b) fissure de pressage, (c) C-Crack simple et (d) C-Cracks 

concentriques. 

  
Figure I-29 Exemple d'un cône de Hertz [FRE12] (gauche), C-crack obtenu à partir d'une 

expérience de contact sphérique oblique (droite). 

Le contact normal de sphères de matériaux fragiles a largement été étudié, et ces 

matériaux sont connus pour générer des cônes de fissure appelés aussi cônes de Hertz, 

[CHE95], [LAW94], [MAC02], contrairement aux fissures générées par un contact 

oblique. Lors d’un contact oblique, des C-cracks sont plus susceptibles de se produire 

comme présentées en Figure I-29 [FRA67]. Ces C-Cracks contrairement aux fissures 

a) b) 

c) d)
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coniques axisymétriques, possèdent généralement un front de fissure non plan. Cela 

complexifie davantage la description de leur forme sous la surface ainsi que l’analyse 

de la fissure en élastique linéaire. Néanmoins Levesque [LEV09] a proposé une étude 

approfondie de ces défauts, et ses travaux ont permis de mettre en place un modèle EF 

de la fissure dont un exemple est donné en Figure I-30. 

    

Figure I-30 Visualisation d’un modèle EF d’une C-Crack (droite) sollicitée en traction 

montrant l’ouverture de la fissure (gauche) - déplacement exagéré [LEV09]. 

La difficulté de caractériser ces défauts réside dans le fait que les matériaux fragiles 

présentent une large variation de défauts initiés en réponse à une même sollicitation. 

Par exemple, les essais menés par Lawn [LAW67] et Wang et al. [WAN00] montrent 

que la profondeur de fissuration varie fortement pour un même impact bien contrôlé. 

Aussi la ténacité à la rupture varie considérablement d’une éprouvette à l’autre, comme 

l’a montré Piotrowski [PIO06], avec une valeur variant de 4.5 à 5.2 MPa.m-0.5 pour un 

même lot d’éprouvettes. Cette variation est directement liée au processus de fabrication 

des éprouvettes. 

Bien que ces défauts sont facilement générés et donc généralement présents en bout 

de chaîne de production, les méthodes de détection avant mise en service sont encore 

en développement. Une méthode d’évaluation non destructive n’est pas simple à mettre 

en place car les dimensions de ces fissures sont souvent inférieures au demi-millimètre 

et difficilement repérables au microscope. De plus le matériau est un isolant électrique 

et rarement, ou peu, translucide, ce qui complique les procédures habituelles 

d’inspection visuelle. Le contrôle par ressuage reste actuellement la meilleure 

alternative. 

b. Fatigue de roulement des céramiques 

Ces C-Cracks sont considérées comme étant les défauts de surface les plus critiques 

dans le roulement hybride [EVA83]. Elles se propagent souvent en écaillage de fatigue, 
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permettant parfois de mieux distinguer le front de la fissure et sa forme sous la surface 

(voir Figure I-31), et sont la principale cause de la rupture des éléments roulants 

[HAD93a] (voir Figure I-32). Du fait de la dureté élevée de la céramique et des vitesses 

de rotation en jeu, la rupture d’une bille induit une rapide dégradation de la piste de 

roulement, allant du léger écaillage jusqu’à la ruine de la surface de la piste. 

 
Figure I-31 C-Crack écaillée laissant apparaître la forme du cône partiel de fissure. 

 

 

 

Figure I-32 a) Ecaillage survenu lors d’un 

test de fatigue de roulement sur une C-

Crack d’une bille céramique [LEV08] – b) et 

c) écaillage de la piste de roulement acier 

suite à la rupture d’une bille céramique 

[BRA09]. 
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Les essais menés par Hadfield sur des billes en Si3N4 pré-fissurées, soumises à des 

pressions de contacts élevées et des régimes de lubrification différents [HAD93b], 

[HAD93c], [HAD94], [HAD95], ont montré que les fissures radiales évoluaient 

davantage en écaillage, tandis que les fissures circulaires pouvaient causer un 

renflement de la surface de contact ou un délaminage de la surface [STA05]. Le 

renflement en surface a été identifié comme provenant de l’usure de la contre-

éprouvette en acier, selon un mécanisme d’adhésion des débris métalliques véhiculés 

par le lubrifiant, tandis que le délaminage survient lorsque des fissures circulaires se 

multiplient dans une zone très localisée et se combinent. Ces travaux montrent 

également une nette influence du régime de lubrification sur la durée de vie. En effet, 

lorsque le lubrifiant pénètre dans la fissure il peut induire des pressions hydrostatiques 

catastrophiques en fond de fissure.  

c. Modèle d’endommagement 

Le processus d’endommagement des céramiques est assez différent de celui des aciers 

présentés précédemment. En effet les aciers sont bien plus sensibles au cisaillement qu’à 

la traction, tandis que ce rapport s’équivaut pour les céramiques. Les modèles présentés 

précédemment ne permettent donc pas de prendre en compte les effets de la traction, 

ni de prédire par conséquent l’endommagement de la céramique. 

Levesque [LEV09] a réalisé une analyse de l’incertitude de la probabilité de survie 

des éléments roulants céramique, qui repose sur une étude statistique de l’influence de 

certaines conditions de fonctionnement et de la taille, de l’orientation et de la position 

dans le contact des C-Cracks, sur la survie de billes testées en fatigue de roulement. 

Ses travaux ont permis de calculer les facteurs d’intensité des contraintes pour une C-

Crack sollicitée en RCF via l’utilisation de modèles numériques EF. Une équation 

empirique a également été développée afin de prendre en compte la variation des 

positions et des dimensions de la fissure, ainsi que du niveau de chargement, via un 

paramètre de rupture en mode mixte. Enfin une technique statistique a été mise en 

place pour évaluer la probabilité de rupture d’une bille en céramique pour des 

conditions de fonctionnement conventionnelles. 

Il a été conclu que plus les dimensions de la fissure étaient grandes, plus le nombre 

de directions privilégiées pour l’endommagement augmentait, renforçant le caractère 
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I.5 Bilan 

L’étude de l’endommagement des roulements hybrides est un enjeu important dans 

l’amélioration des moteurs nouvelle génération. De même l’utilisation d’aciers nitrurés 

dans le roulement est de plus en plus envisagée, mais une meilleure connaissance de 

leur comportement en condition de fonctionnement critique est nécessaire pour 

l’intégrer dans des éléments qui nécessitent un très haut niveau de sureté tel que le 

palier IV des turbines aéronautiques. Si l’endommagement de la céramique à très haut 

niveau de pression de contact ou en lubrification limite commence à être mieux évalué 

et semble répondre favorablement aux critères de sûreté imposés par l’industrie 

aéronautique, l’endommagement du M50 nitruré en sollicitation extrême est encore mal 

connu. 

De nombreux modèles numériques du contact roulant ont été mis en place pour 

tenter de prévoir sa durée de vie, mais ils ne prennent pas nécessairement en compte 

le gradient de propriété existant dans un matériau nitruré et sont rarement 

représentatifs de conditions de fonctionnement sévérisées. 

Une étude de la fatigue de roulement en conditions de fonctionnement sévérisées a 

donc été proposée afin de comparer la tenue en fatigue de deux aciers, le M50 nitruré 

et non nitruré, en présence d’indents. Ces essais ont volontairement été amenés à des 

niveaux de lubrification et de pression de contact critique afin d’étudier la résistance 

du roulement hybride en cas d’incidents dans le moteur qui ont été identifiés par la 

société SAFRAN Aircraft Engines. 

Dans le chapitre II une étude expérimentale de la fatigue de roulement pour un 

contact hybride et en conditions sévérisées est présentée. Ces essais permettent de 

comparer la durée de vie en fatigue de roulement de l’acier M50 selon le traitement 

qu’il a subi et sous des conditions aggravées de contact (pression de contact critique, 

lubrification limite, etc.). Le M50 utilisé a par défaut subi une trempe superficielle. 

Afin de différencier les deux types de traitement testés, nous utiliserons dans la suite 

de l’étude les dénominations M50 trempé pour évoquer l’acier n’ayant pas subi de 

processus de nitruration, et M50 Duplex pour évoquer l’acier nitruré. 

Il a par ailleurs été nécessaire de mettre en place une méthode d’évaluation du 

gradient de plasticité dans le M50 nitruré afin de réaliser des modèles numériques 

d’indentation les plus représentatifs des indents artificiels réalisés sur les éprouvettes 

te
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et ont permis d’évaluer les contraintes résiduelles induites par la présence d’un indent 

ainsi que l’évolution du champ de contraintes lors de l’indentation, permettant 

d’expliquer la présence de fissures post-indentation. Cette étude a fait l’objet du 

chapitre III du présent mémoire. 

Enfin une étude numérique du roulement sur indent est présentée au chapitre IV. 

Cette étude permet dans un premier temps de prendre en compte le rodage de l’indent 

qui peut être défini comme l’effet du passage de la charge sur l’évolution supplémentaire 

des caractéristiques du matériau (écrouissage), l’ajout de contraintes résiduelles à 

proximité de l’indent et l’évolution de la géométrie de l’indent. Dans un second temps 

cette étude permet d’évaluer les sollicitations subies au voisinage de l’indent ou en 

surface de galet céramique, qui sont des éléments primordiaux dans la compréhension 

des phénomènes à l’origine de la fatigue du contact roulant. 
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II.1 Introduction 

Lors d’un incident en vol une turbine peut subir des modifications dans son régime 

de fonctionnement. Ainsi l’ingestion d’un corps étranger dans la turbine - perte d’aube, 

objet laissé sur les pistes d’aéroport - entraînera un balourd qui sera à l’origine de 

surpression dans le roulement. Aussi des anomalies dans le circuit de lubrification 

pourront générer du grippage ou des épisodes de glissement important au niveau du 

roulement. L’étude expérimentale réalisée cherche à observer les phénomènes de fatigue 

oligocyclique d’un roulement hybride dans ces cas de conditions sévérisées. 

L’étude expérimentale menée tend à reproduire les conditions de sollicitation du 

Palier IV de la turbine LEAP de la société SAFRAN Aircraft Engines du groupe 

SAFRAN. Ainsi deux nouveaux matériaux, dont les propriétés en fatigue de roulement 

sont encore mal connues, ont été mis à l’étude : le Si3N4, pour une application aux 

éléments roulants de la turbine, et le M50 nitruré, pour une application aux bagues du 

roulement. Enfin un troisième matériau, le M50 non nitruré, qui a déjà fait l’objet 

d’études plus approfondies, permet de servir de référent. Dans un souci de lisibilité, 

dans la suite du rapport, nous avons choisi de désigner par M50 Duplex et M50 

trempé, les aciers respectivement nitrurés et non nitrurés. 

Après nitruration d’un lot d’éprouvettes M50, des mesures de dureté (indentation 

Rockwell) pour la certification des matériaux ont été réalisées par le fournisseur et ont 

montré des risques de fissuration pour l’indentation par une pointe 200µm à partir 

d’une charge appliquée de 50kg. L’apparition de telles fissures lors de l’ingestion d’une 

particule dans le roulement présente un risque fort pour la sûreté du roulement. Il 

devient alors capital d’étudier ce phénomène.  

 

Figure II-1 Fissuration radiale lors de l’indentation par une pointe sphérique de 200µm de 

rayon sous une charge de 50daN sur un massif M50 Duplex. 
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Les essais réalisés répondent à trois objectifs. Dans un premier temps il a été question 

de comparer la tenue en fatigue de roulement des deux aciers M50 en présence d’indents 

artificiels. Dans un second temps après que des fissures ont été initiées en bord d’indent 

sur les galets M50 Duplex, l’évolution de ces fissures en fatigue de roulement a été mise 

à l’étude. Enfin une étude sur les C-Cracks (ou cône de Hertz partiel) apparues sur les 

galets céramique durant certains essais ont permis de mieux évaluer l’endommagement 

liés à ce type de phénomène. 

Les essais ont été réalisés sur le banc de fatigue de roulement du département 

Ingeneria Meccanica e Industriale de l’Università degli Studi di Brescia. Ce dispositif 

permet l’étude du contact entre deux corps roulant dans des conditions parfaitement 

contrôlées. Les conditions de fonctionnement ont été choisies de sorte à reproduire les 

phénomènes susceptibles de se produire dans un roulement aéronautique en 

fonctionnement sévérisé. 

II.2 Dispositif expérimental 

L’étude de l’endommagement d’éléments roulants au voisinage d’indent nécessite 

l’utilisation d’une machine permettant de maintenir deux corps en rotation tout en 

maîtrisant les paramètres de contact, ainsi qu’une machine d’indentation artificielle. 

II.2.1 Machine bi-disque 

a. Fonctionnement 

Le banc d’essai de fatigue de roulement se compose d’une machine bi-disque 

permettant le contact contrôlé de deux galets. Les éprouvettes sont des disques de 

rayon R et d’épaisseur e. Le rayon de courbure des pistes est le même que le rayon du 

disque afin d’obtenir un contact sphérique. Les éprouvettes sont montées sur deux 

mandrins, l’un fixe, le second mobile en translation linéaire sur une glissière. Ces 

mandrins sont pilotés en vitesse par des moteurs à courant alternatif d’une puissance 

de 33kW, indépendants, afin d’introduire dans le contact un taux de glissement g. Un 

effort normal W est appliqué par l’intermédiaire d’un vérin servo-hydraulique sur le 

mandrin mobile. Une pompe assure l’arrivée de lubrifiant à une température 
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Figure II-2 Machine Bi-Disque de l'université de Brescia (Italie). 

 
Figure II-3 Schématisation, vue de dessus de la machine bi-disque. 

Deux accéléromètres, de sensibilité 0,98 V.(m.s-2)-1 et de largeur de bande comprise 

entre 5 Hz et 20 kHz, permettent de récupérer en cours de test les niveaux de vibration 

normale et orthogonale au contact induites par l’évolution des surfaces pendant le 

roulement. Ces niveaux de vibration permettent de définir un critère d’arrêt automatisé 

du test. Un capteur de couple dynamique permet quant à lui de récupérer le couple 

appliqué au mandrin et en cas de glissement, après post-traitement des données 

récoltées, le coefficient de frottement du contact. Enfin un climatiseur permet de 

maintenir une température de 16°C dans la salle. 

Mandrin fixe 

Mandrin mobile 

Galet 1 

Galet 2 

Vérin servo-hydraulique 
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Figure II-4 Capteurs présents sur la machine bi-disque. 

b. Capacité 

La plage de variation des paramètres est donnée dans les tableaux ci-dessous : 

Rayons des éprouvettes 

R 
60 – 120 mm 

 

Charge W 500 – 70000 N 

Epaisseur des disques e 5 – 20 mm 
Vitesse de 

rotation 
100 – 1000 tr.min-1 

Bombée des pistes 20 - ∞ 
Pression de Hertz 
E = 310 GPa , ν = 

0,29 

2 – 10.5 GPa 

 

Type de lubrifiant huile / eau / air Température du lubrifiant 15 – 80°C 

Tableau II-1 Récapitulatif des capacités de la machine de roulement utilisée. 

Une contrainte logicielle implique néanmoins un arrêt complet de la machine tous 

les 250 mille cycles du mandrin principal. 

II.2.2 Machine d’indentation 

a. Dispositif d’indentation contrôlée 

La machine utilisée est une machine de dureté de marque Testor et de type Dia 

Testor 2Rc permettant d’atteindre des charges d’indentation allant de 1kg à 250kg. Le 

Accéléromètres 

Capteur de couple dynamique
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dispositif est muni d’une tête d’indentation et d’un optique monté sur un pivot. Le 

galet est placé sous l’optique. Une table à déplacement micrométrique permet de 

déplacer l’échantillon sous la pointe de l’indenteur (avec une précision de +/-1µm). 

Une fois la zone d’indentation localisée optiquement la pointe d’indentation vient 

prendre la place de l’optique pour indenter mécaniquement la surface au lieu 

sélectionné. Les pointes disponibles avec ce type d’indenteur sont des pointes sphériques 

en diamant de rayon 200µm, 400µm ou 600µm. L’avantage d’utiliser une pointe 

sphérique est qu’elle génère un champ de contraintes homogène, ce qui facilite la 

simulation de l’essai par la suite. 

 

 

Figure II-5 Machine d'indentation Rockwell. 

b. Procédure d’indentation 

Les indents réalisés pour les essais de fatigue en roulement doivent être 

reproductibles en forme et en position sur la piste. Pour cela, une fois le galet disposé 

sous l’indenteur, le sommet du galet est repéré grâce aux positions relatives des bords 

du galet (dans la direction de l’épaisseur du galet) puis selon une méthode optique 

basée sur le réglage du net en deux positions du galet (dans la direction du roulement). 

Cette méthode permet d’indenter avec précision le sommet du galet qui sera par la 

suite le centre du contact lors des essais de roulement, comme en témoigne le cliché 

suivant pris après quelques cycles de roulement sur un galet coloré au feutre. 

Viseur 

Pivot pointe / optique 

Sélection des charges 

Plateau de mise au point 
  (translation verticale)
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Figure II-6 Indent centré dans la bande de contact lors d'un essai de fatigue de roulement. 

II.3 Choix des conditions d’essai 

Afin d’être représentatif des conditions de service sur le palier IV du LEAP 1A des 

choix ont été opérés sur les paramètres d’essai. L’analyse du contact rouleau bague 

extérieure réalisée par Jacq [JAC01] sur le palier IV du CFM56 a servi de référence 

dans le choix des dimensions des éprouvettes. Il est important de rappeler que ces essais 

ont volontairement été menés dans des conditions de chargement et de lubrification 

exagérés par rapport à un fonctionnement normal de la turbine car l’étude s’est axée 

sur une évaluation de la fatigue en cas d’incidents majeurs sur la turbine. 

II.3.1 Nature des galets et Température du lubrifiant 

Une évolution des matériaux dans le palier IV a été proposée pour le moteur LEAP 

de la société SAFRAN Aircraft Engine. Cette évolution s’est orientée vers le choix 

d’intégrer, d’une part, des éléments roulants céramique (Si3N4) en contact avec des 

bagues acier en M50 trempé, et d’autre part, de faire évoluer ces bagues vers un acier 

plus robuste tel que le M50 Duplex. Ainsi l’étude portera sur des galets M50 trempés 

et M50 Duplex indentés qui seront testés face à des éprouvettes lisses en Si3N4. Un 

essai M50 trempé lisse contre M50 Duplex indenté sera réalisé afin d’évaluer l’apport 

de la céramique dans un tel roulement. 

Afin de reproduire des conditions de lubrification semblables à celles du palier IV 

nous avons choisi de travailler avec l’huile Mobil Jet Oil II qui répond aux spécifications 

de la norme MIL-L-23699-E, dont les caractéristiques sont données par Vergne et Nélias 

[VER95]. La température d’entrée du fluide dans le contact a été fixée à 30°C. 

Néanmoins lors des essais une élévation de la température des galets a été observée, 

Bande de contact 
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atteignant parfois plus de 50°C. On peut s’attendre à ce que la température du 

lubrifiant évolue au cours des essais. Les propriétés du lubrifiant sont rappelées ci-

après. 

Température (°C) Viscosité dynamique (mm
2
.s
-1
) Coefficient de piézo-viscosité (GPa

-1
) 

40 

60 

100 

22,17 

7,5 

5 

12,43 

9,94 

8,71 

Tableau II-2 Récapitulatif des paramètres du lubrifiant en fonction de la température. 

II.3.2 Géométrie des éprouvettes 

Afin d’augmenter artificiellement le nombre de cycles et de réduire le coût de 

fabrication des éprouvettes nous avons choisi de travailler sur des éprouvettes 

identiques pour les 3 matériaux testés. Afin de faciliter les analyses numériques futures, 

le choix de produire un contact circulaire s’est imposé, nécessitant alors l’utilisation 

d’éprouvettes sphériques. L’analyse faite par Jacq sur le Palier IV préconise un rayon 

équivalent pour la solution de Hertz de l’ordre de 15mm, afin d’être représentatif du 

contact rouleau/bague du palier IV. Le cisaillement maximal (pour la cission de Tresca) 

se situe alors à une profondeur de 250µm et avoisine les 730MPa pour un chargement 

équivalent à une pression de contact de 2,5GPa. 

Aussi pour reproduire ses conditions en contact sphérique tout en respectant les 

contraintes de géométrie imposées par la machine et par le coût de fabrication, nous 

avons opté pour des éprouvettes sphériques de 3cm de rayon. Elles prennent la forme 

de galet de 1cm d’épaisseur avec une surface de contact bombée. Le module de Young 

du M50 est pris égal à 210GPa et son coefficient de Poisson à 0,3 tandis que pour la 

céramique ils sont respectivement évalués à 310GPa et 0,29. Dans ces conditions le 

rayon équivalent vaut 15mm et la solution de Hertz donne un cisaillement maximal 

(pour la cission de Tresca) de 797MPa à une profondeur de 210µm pour un chargement 

équivalent à une pression de contact de 2,5GPa. 

II.3.3 Vitesse de rotation et glissement 

La machine utilisée est limitée en nombre de tours par minute à 1100 tr.min-1. Afin 

de ne pas mener une campagne qui risquerait de l’endommager, la vitesse maximale 

que l’on s’est imposée est de 950 tr.min-1. 

Les taux de glissement dans un roulement tout acier sont généralement assez faibles. 

Dans le cas du roulement hybride, l’introduction d’éléments en céramique divise par 3 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

le coefficient de frottement dans le contact, ce qui implique une élévation du niveau de 



Chapitre II  

75 

glissement global. Les niveaux de glissement introduits dans cette étude doivent être 

représentatifs de ceux rencontrés en cas d’incident grave, c’est pourquoi nous avons 

choisi d’étudier l’effet d’un glissement de 20% sur l’endommagement du roulement 

hybride tandis qu’il ne sera pas amené à plus de 5% pour le cas tout acier. D’autres 

essais en roulement pur permettront de comparer l’effet du glissement. 

II.3.4 Définition de la surcharge 

En fonctionnement conventionnel les pressions de contact dans un roulement 

aéronautique, tel que le palier IV du moteur LEAP, ne dépassent pas 2 GPa. Cependant 

d’autres régimes de pression de contact doivent être appréciés pour assurer la fiabilité 

d’un tel roulement. Ainsi l’industrie aéronautique identifie généralement deux régimes 

à 4,5 GPa et 5,5 GPa, qui correspondent respectivement au seuil limite que doit 

supporter ponctuellement le roulement sans endommager, et le seuil limite pour lequel 

l’endommagement partiel du roulement est autorisé mais la fonction roulement doit 

être assurée. L’étude s’est donc portée sur l’effet de pressions de contact comprises 

entre 2,6 GPa et 5,5 GPa sur l’endommagement du roulement hybride. 

Dans la suite du rapport, on définit par « surcharge » un chargement introduisant 

des pressions de contact supérieures à 4 GPa. 

L’ensemble des paramètres des essais peuvent être résumés dans le tableau ci-après. 

Lubrifiant Température d’huile 

Mobil Oil Jet II 30°C 

Rayon de courbure des galets sphériques 

30 mm 

Nature des galets 

Galet lisse Si3N4 

Galet indenté M50 trempé M50 Duplex 

Vitesse de rotation 

Glissement g = 0% g = 20% 

Galet lisse 
ω1 = ω2 = 950 tr.min

-1 

U1 = U2 = 2,98 m.s
-1 

ω1 = 777 tr.min
-1 

U1 = 2,44 m.s
-1 

Galet indenté 
ω2 = 950 tr.min

-1 

U2 = 2,98 m.s
-1
 

Charge appliquée et dimension de Hertz 

Charge normale W = 1100 N W = 5500 N W = 10400 N 

Pression de Hertz 2,6 GPa 4,5 GPa 5,5 GPa 

Rayon de Hertz 447 µm 764 µm 944 µm 

Profondeur de Hertz 214 µm 367 µm 453 µm 

Tab. II-3 Récapitulatif des conditions d’essai de RCF
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II.3.5 Choix des indents 

Afin de reproduire certaines des avaries de surface, l’étude s’est focalisée sur la 

fatigue de roulement initiée en bord d’indents artificiels. La procédure d’indentation a 

été décrite à la section II.2.2. Les galets indentés sont les galets rapides en M50 (Duplex 

ou trempé) et les caractéristiques physiques des indents ainsi réalisés ont été résumées 

dans le tableau Tableau II-4. 

Sur un même galet plusieurs indents seront répartis le long de la circonférence. 

Chaque type d’indent (pointe / charge) sera reproduit 3 fois et un galet comptera au 

maximum 36 indents. Les indents seront alors au minimum espacés de 4,12 mm ce qui 

représente plus de 20 fois le rayon du plus grand indent, assurant ainsi une 

indépendance entre chaque indent. 

 
M50 trempé M50 Duplex 

Indentation Indent Indentation Indent 

pointe 

(µm) 

charge 

(daN) 

hb 

(µm) 

hind 
(µm) 

R0 

(µm) 

pointe 

(µm) 

charge 

(daN) 

hb 

(µm) 

hind 
(µm) 

R0 

(µm) 

200 

5 0,22 3,8 44 

200 

 

5 0,01 1,6 37 

10 0,49 7,6 60 10 0,23 3,9 49 

20 1,26 15,2 80 20 0,52 8,7 67 

30 2,49 23,0 95 30 0,82 14,0 81 

40    40 1,11 19,8 93 

400 

10 0,20 3,6 66 

400 

 

20 0,19 3,5 74 

20 0,43 7,5 88 30 0,29 6,1 90 

30 0,68 11,4 105 40 0,35 8,9 104 

50 1,31 19,0 131 62,5 0,46 15,8 131 

600 

20 0,27 4,8 93 

600 

30 0,15 3,4 97 

30 0,41 7,4 111 40 0,19 5,1 112 

50 0,71 12,6 138 62,5 0,26 9,7 144 

100 1,67 25,3 186 100 0,43 18,1 186 

Tableau II-4 Récapitulatif des dimensions d'indent (estimation numérique). 

Dans la suite de l’étude, les conventions suivantes seront appliquées : les pointes 

d’indentation sphériques de 200µm, 400µm et 600µm de rayon, pourront être 

simplement appelées par la dimension de leur rayon, i-e, respectivement pointe 200µm, 

hb 

2 R0 

hind
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400µm ou 600µm ; les indents seront dénommés par le rayon de la pointe utilisée et la 

charge d’indentation appliquée, séparés d’un trait d’union. La dénomination 200-40 

représentera alors un indent réalisé à partir d’une pointe 200µm sous un chargement 

de 40daN. 

II.3.6 Campagnes d’essai 

Quatre campagnes d’essai ont été mises en place pour étudier différents phénomènes. 

La première est une campagne de fatigue de roulement en présence d’indents. 

L’objectif de cette étude a été d’analyser les effets liés aux conditions sévérisées - 

surcharge et glissement aggravé - sur la présence de défauts de surface dans le contact 

roulant. Dans cette campagne trois types de contact ont été testés : les contacts 

hybrides Si3N4 / M50 Duplex et Si3N4 / M50 trempé, et le contact tout acier M50 

Duplex / M50 trempé ; et trois niveaux de pression de contact ont été étudiés : 2,5GPa, 

4,5GPa et 5,5GPa. Enfin les essais ont été réalisés soit en roulement pur soit avec des 

niveaux de glissement allant de 5% pour le contact tout acier à 20% pour le contact 

hybride. Dans la suite de ce rapport, les essais menés durant cette campagne portent 

l’indicatif IN lorsque le galet acier indenté est nitruré et l’indicatif I lorsqu’il ne l’est 

pas. 

La deuxième campagne d’essai porte sur la fatigue en roulement des fissures radiales 

en bord d’indents auxquelles est sujet le M50 Duplex. Cette étude a été menée à des 

niveaux de pression de contact allant de 2,5GPa à 3GPa, en roulement pur ou en 

présence de glissement. Cette campagne porte l’indicatif RCO. 

La troisième campagne est un complément aux différents essais en surcharge de la 

première campagne. Elle porte sur la fatigue du roulement en surcharge sur des galets 

sains. Ces essais ont été réalisés à des pressions de contact allant de 4,5GPa à 5,5GPa, 

avec et sans glissement, et portent l’indicatif OV. 

La dernière campagne est une étude de la fatigue de C-Cracks apparues sur les galets 

céramique dans les différents essais en surcharge des campagnes 1 et 3 sous un 

chargement réduit. Les niveaux de pression de contact vont de 2 à 3GPa et les trois 

essais ont été menés en roulement pur. Ces essais portent l’indicatif CC. 

II.4 Méthode d’analyse des essais 

Afin de déterminer lors des essais réalisés, l’état d’avancement de l’endommagement 

de la surface en contact, il est 
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et reproductibles afin de classer et d’analyser rapidement les résultats de ces essais. 

Dans ses travaux, Jacq [JAC01] a mis en place deux critères permettant de déterminer, 

pour des conditions d’essai données, si un indent a provoqué un endommagement : un 

critère visuel et un critère de durée d’essai. Contrairement aux essais de Jacq, notre 

étude porte sur l’endommagement lié à la fatigue oligocyclique de la surface de contact 

- qu’elle soit indentée ou non - plutôt que sur la durée de vie infinie de la piste en 

présence d’indent. Les caractéristiques de l’endommagement attendues sont donc plus 

nombreuses et plus dispersées sur la surface que celles qu’a pu définir Jacq. En effet, 

en plus d’un endommagement concentré au voisinage des indents, durant les essais une 

fissuration de ces indents (attendue pour les essais sur M50 Duplex) et/ou la fissuration 

et l’écaillage des éléments en céramique peuvent survenir. Il a donc fallu adapter ces 

critères. 

Dans un souci de lisibilité la convention suivante sera adoptée tout au long du 

rapport : la centaine de milliers de cycles sera représentée par le terme kcycles, tandis 

que le million de cycles sera dénommé Mcycles. 

II.4.1 Critère visuel d’endommagement 

Comme Jacq l’a proposé, il est pertinent dans un premier temps de caractériser 

l’endommagement par l’apparition de micro-écailles à proximité des indents. Ainsi dans 

la figure suivante l’indent 200-40 sera considéré comme étant endommageant après 2 

millions de cycles, contrairement à l’indent 200-10 dans les mêmes conditions d’essai 

(Figure II-7). Ce critère est retenu car lorsque des écailles apparaissent en bord d’indent 

elles sont susceptibles de se propager, comme le montrent les clichés de l’indent 200-40 

pris après 1 Mcycles et après 2 Mcycles (Figure II-7-b et c). Ce critère se focalise donc 

sur l’apparition de l’endommagement en surface et non sur l’évolution d’un micro-

écaillage généralisé ou un écaillage profond. 

Dans un second temps, l’on s’attend à ce que les fissures apparues lors de 

l’indentation du M50 Duplex se propagent ou évoluent en écaille. Nous pouvons donc 

établir un deuxième critère visuel relatif à l’évolution de l’endommagement au voisinage 

de ces fissures (Figure II-8), qui renseigne dans un premier temps sur l’évolution de la 

propagation de la fissure - critère non déterminant -, et dans un second temps sur 

l’écaillage induit par la fissure - critère d’arrêt.
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a) Indent 200-10 - I7 - 2 Mcycles 

 

b) Indent 200-40 - I7 - 2Mcycles 

 

 

c) Indent 200-40 - I7 - 1Mcycles 

 

Figure II-7 Indent 200-10 et 200-40 sollicités dans le test I7. 

a) Indent 200-40 n⁰3 - RCO4 - 2Mcycles 

 

b) Indent 200-40 n⁰1 - RCO4 - 2Mcycles 

 
c) Indent 200-40 n⁰3 - RCO4 – 0 cycle 

 

 

 

 

 

 

Figure II-8 Indent 200-40 sollicité dans le test RCO4. 

passage de la charge 

passage de la charge 

frottement 
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Enfin un dernier critère visuel peut être mis en place sur l’endommagement prévu 

sur les galets céramique. Durant les tests, des C-Cracks ainsi que des écailles ont pu se 

produire sur le galet Si3N4. Un critère basé sur l’apparition et l’évolution d’une C-

Crack semble alors pertinent. Ces C-Cracks sont mises en évidence suivant un procédé 

de ressuage. Cette méthode peut être considérée comme chronophage durant un essai. 

Le ressuage ne sera donc pas systématique en cours de test, et le nombre de cycles 

avant ressuage dépendra des conditions d’essai. Dès qu’une C-Crack est repérée au 

ressuage, sa position est alors référencée sur le galet et il n’est plus nécessaire de 

procéder au ressuage du galet pour l’observer au microscope. 

a) C-Crack vue au ressuage 

 

b) C-Crack vue à la lumière naturelle 

 

Figure II-9 C-Crack apparue lors de l'essai I4. 

II.4.2 Durée des essais 

Les conditions de test étant volontairement aggravées pour reproduire les conditions 

de vol lors d’un incident, il n’est pas nécessaire de quantifier l’endommagement en 

durée de vie infinie, puisque suite à un incident le moteur sera immobilisé pour 

réparation. Il s’agit plutôt d’évaluer le temps nécessaire à un évènement pour devenir 

critique sur ce type d’appareil. La durée des essais a donc été établie suivant le nombre 

de cycles de sollicitation que peut subir une zone du palier IV du moteur LEAP sur un 

vol standard. 

Le palier IV d’une turbine LEAP commercialisé par SAFRAN Aircraft Engine, 

tourne en plein régime à 4000 tr.min-1, et les 20 billes qui composent le roulement font 

environ un tour du roulement tous les 2 tours de la bague intérieure. Le moteur LEAP 

étant surtout prévu pour des avions de petit à moyen-courrier, on peut considérer que 

le temps moyen d’un vol avoisine les 2 heures. A ce rythme, une bille aura fait environ 

250 kcycles tandis qu’un point de la bague intérieure aura été sollicité environ 5 millions 

de fois.  
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Aussi au regard de la vitesse de rotation maximale autorisée par la machine bi-

disque, les 5 Mcycles représenteraient un essai de 4 jours sans interruption. La 

contrainte interne qui impose une extinction totale de la machine tous les 250 kcycles 

ne permet pas de réaliser plus de 750kcycles par jour. Un tel essai serait donc étalé sur 

10 jours ce qui réduirait à 3 le nombre d’essais par mois. Il semble alors intéressant de 

réduire le nombre de cycles maximum à 2,5 Mcycles, ce qui correspond alors à 1h de 

vol pour la fatigue des éléments acier (application aux bagues du roulement) et 20h de 

vol pour la fatigue des éléments céramique (application aux éléments roulants). 

II.4.3 Critère d’arrêt vibratoire 

La machine bi-disque du laboratoire de Brescia dispose d’un capteur qui mesure en 

temps réel les niveaux vibratoire de la machine. Deux accéléromètres placés sur les 

bâtis des deux mandrins (Figure II-4) permettent l’acquisition des niveaux de vibration 

normale et orthogonale au contact. L’évolution trop critique de la surface d’un des 

galets provoque une brutale élévation des niveaux vibratoire. Des tests préliminaires 

ont permis d’évaluer la valeur moyennée sur un cycle d’acquisition des niveaux 

vibratoire. Il a été constaté que les valeurs en sortie des accéléromètres ne dépassaient 

pas 1,2m.s-2. Une limite fixée à 1,7m.s-2 a donc été mise en place afin de stopper 

automatiquement un test en cas d’endommagement sévère de la surface d’un des galets 

en cours de test. La figure suivante (Figure II-10) montre un extrait de l’acquisition du 

test OV4 au moment de l’écaillage du galet céramique. Il apparaît une zone où le signal 

des deux accéléromètres est périodique, stabilisé en dessous de 1,2m.s-2, puis 

brutalement le signal de l’accéléromètre normal au contact augmente, témoignant de 

l’initiation de l’écaillage. Dès que la limite fixée est dépassée sur une période donnée 

d’acquisition, l’arrêt automatique de la machine est déclenché. Le mandrin mobile 

retourne alors subitement en position initiale. Le contact est aussitôt rompu pour éviter 

d’endommager davantage la surface des éprouvettes, en témoigne le pic de 

l’accéléromètre orthogonal au contact. Il apparaît par ailleurs qu’un défaut de surface 

n’a pas d’impact sur les niveaux de vibration orthogonale au contact. Le temps 

nécessaire à l’arrêt de la machine après initiation de l’écaillage est généralement 

d’environ 10 secondes, ce qui représente 150 tours de galet.
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Figure II-10 Extrait de la fin de l'acquisition des données des accéléromètres durant le test 

OV4 au moment de l'écaillage. 

II.4.4 Liste des essais et synthèse d’une condition de fonctionnement 

La liste des essais effectués est présentée dans le tableau Tableau II-6. Au vu de la 

quantité de tests à comparer, un tableau synthétique de l’endommagement a été réalisé 

comme suit pour chaque essai en présence d’indent. 

Si3N4/ M50 Duplex ; 2.5 - 3 GPa ; g = 0% 1Mcycles 

RCO3 20 30 40 62.5 100 

200 + + + 2f● E E  2f 2f f     

400 + + + + + + + + + + + +   

600   + + + + + + + + + + + + 

Tableau II-5 Exemple de tableau récapitulatif de l’endommagement pour un essai. 

Dans ce tableau un indent n’ayant pas endommagé au sens des critères présentés 

dans cette section II.4 est représenté par le signe + et un indent ayant endommagé est 

représenté par le signe ●. En plus des fissures en bord d’indent apparues au moment 

de l’indentation sur le M50 Duplex, des fissures, de même type, ont pu être initiées en 

cours de test, et sont toutes deux représentées par la lettre f, précédée du nombre de 

fissures observées par indent. Enfin la lettre E représente les macro-écailles observables 

en fin de test au niveau des indents. Ainsi dans le tableau précédent, le premier indent 

200-30 a endommagé au bout de 1Mcycles et 2 fissures radiales sont observables en 

bord d’indent, tandis que les deux autres ont sévèrement écaillé.  

Dans certains essais l’endommagement semble plutôt être lié à l’intervention de 

phénomènes extérieurs au test tels que l’ingestion de particules. Dans ce cas on 

représentera cette incertitude par le symbole ? dans le tableau.  

   Accélération normale au contact 

   Accélération orthogonale au contact 

Début de l’écaillage 

Arrêt du test
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Essai Eprouvette1 Eprouvette2 
Charge 
(GPa) 

% g 
Nombre 
de cycles 
(kcycles) 

Indents 

Rayon (µm) 200 400 600 

Charge (kg) 5 10 20 30 40 10 20 30 40 50 62.5 20 30 40 50 62.5 100 

I2 

Si3N4 M50 

4.5 0 1300 

 

3 3 3 3   3 3 3  3   3 3  3  3 

I3 4.5 20 1500 3 3 3 3   3 3 3  3   3 3  3  3 

I4 5.5 0 1000 3 3 3 3   3 3 3  3   3 3  3  3 

I6 5.5 20 5 3 3 3 3   3 3 3  3   3 3  3  3 

I7 2.5 20 2000   3 3 3  3 3  3    3  3  3 

IN1 

Si3N4 M50 Duplex 

4.5 0 100     3 3 3   3 3 3   3   3 3   3 3 

IN2 5.4 0 38 3 3 3     3 3 3  3  3 3    

IN3 2.5 0 1500   3 3 3  3 3 3  3  3 3  3 3 

IN4 4.5 0 1500        3 3 3  3  3 3  3 3 

IN5 2.6 20 2000        3 3 3  3  3 3  3 3 

IN6 4.5 20 2000             3 3 3   3   3 3   3 3 

IN7 M50 M50 Duplex 2.6 5 2000             3 3 3   3   3 3   3 3 

RCO1 

Si3N4 M50 Duplex 

2.5 0 1300 3 3 1f / 3     3 3 3  3  3 3    

RCO2 2.5 - 3 0 1500   3 1f / 3 2f / 3  3 3 3  3  3 3  3 3 

RCO3 2.5 -3 0 1000   3 2f / 3 2f / 3  3 3 3  3  3 3  3 3 

RCO4 2.5 20 2000     3 2f / 3 2f / 3   3 3 3   3   3 3   3 3 

2f / 3 : 2 indents fissurés sur un total de 3 indents réalisés                    
 

                 

                        

OV1 

Si3N4 M50 Duplex 

5.5 0 5                   

OV2 4.5 0 700                   

OV4 5 0 600                   

OV5 4.5 5 - 10 500                   

CC1 

M50 Si3N4 

2 0 1000                   

CC2 2 -3 0 750                   

CC3 2 -3 0 1000                   

 
Nombre de cycles total : 250 millions de cycles 
Temps d’essai cumulé : 482 h (20 jours) 

                 

                   

Tableau II-6 Liste récapitulative des essais réalisés 
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II.5 Récapitulatifs expérimentaux 

II.5.1 Essai en présence d’indent 

Les essais de fatigue de roulement en présence d’indent ont pu être exploités grâce 

aux différents critères établis dans la section précédente. Deux types de roulement sont 

dans un premier temps comparés : le roulement hybride - sujet de l’étude - et le 

roulement tout acier - cas de référence. L’influence des conditions d’essai dans le cas 

du roulement hybride en présence d’indent a été mise en évidence. Enfin les campagnes 

qui portent sur des conditions d’essai plus aggravées (surcharge et surfaces fissurées) 

ont permis de dégager certaines limites d’endurance pour les matériaux étudiés. 

Par convention, pour un indent soumis au passage d’un corps roulant, on définit par 

bord d’attaque et bord de fuite le bord de l’indent situé respectivement en amont et en 

aval de l’indent dans le sens du passage de la charge. On appelle alors bords latéraux 

les deux bords situés de part et d’autre de l’indent selon la direction du roulement. 

 
Figure II-11 Definition des bords d'attaque, de fuite et latéraux par rapport au sens du 

passage de la charge (flèche blanche). 

a. Influence d’évènements externes 

Afin de caractériser le plus justement l’endommagement au voisinage d’indent, il est 

nécessaire de considérer l’endommagement induit par un évènement externe aux 

conditions d’essai. Dans de nombreux essais, de légers indents naturels ont pu être 

observés comme le résultat du passage de fines particules dans le contact. Aucun de 

ces indents naturels n’a par ailleurs endommagé, et le plus sévère observé possède un 

rayon inférieur à 10µm. Cependant il arrive que l’ingestion de particules se fasse au 

voisinage proche des indents artificiels testés. 

bord d’attaque 

bord de fuite 

bord latéral
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 Dans le cas de l’essai I7, on constate par exemple que l’indent 200-20 semble avoir 

endommagé au bout de 2Mcycles. Cependant si l’on compare les clichés pris à 100 et 

400 kcycles des indents 200-20 et 200-40, et les clichés pris au microscope après 2 

Mcycles, on constate que, des 27 indents réalisés sur le galet, l’indent 200-20 est le seul 

à endommager à 100 kcycles. On constate ensuite que c’est le seul indent pour lequel 

ce qui semble être une micro-écaille à 100 kcycles se résorbe au cours de l’essai. Il est 

donc évident dans ce cas que le défaut observé en fin d’essai est le résultat d’une 

particule qui est passée en bord d’indent dès les premiers milliers de cycles de l’essai, 

et ne témoigne donc en aucune manière du caractère endommageant de ce type d’indent 

dans ces conditions d’essai. Néanmoins comme un des indents 200-30 a endommagé 

après 2Mcycles, l’indent 200-20 aurait également pu endommager sans l’ingestion 

initiale de cette particule. C’est pourquoi ce type de dommage sera représenté par la 

suite dans les tableaux de synthèse par un point d’interrogation. 

M50 trempé ; 2.6GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I7 20 30 40 50 100 

200 + + ? + + ● ●  ●  ●   

400 + + + + + +  + ●  ●  

600  + + +  + + + + ● + 

Tableau II-7 Bilan de l'endommagement au voisinage d'indents pour les conditions I7. 

 

Figure II-12 Ingestion d’une particule en bord d’indent. 
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 frottement 

Figure II-13 Comparaison du processus d'endommagement dans le cas de l'ingestion de 

particules en bord d'indent. 

b. Influence du type de roulement 

Les conditions des essais IN7 et IN5 ne diffèrent que dans le choix du matériau utilisé 

pour le corps roulant sain. Dans les deux cas un galet M50 Duplex a été indenté et mis 

en contact avec un galet M50 trempé ou avec un galet Si3N4. Afin de prendre en 

considération le coefficient de frottement pour le contact hybride jusqu’à 3 fois inférieur 

à celui du contact tout acier, nous avons choisi de diviser le glissement par 3 pour le 

test IN7. Ainsi l’énergie dissipée par le glissement dans le cas IN5 est plus ou moins 

équivalente à celle dissipée dans le cas IN7. 

Les essais menés n’ont abouti à l’endommagement d’aucun indent au sens de notre 

critère. De plus dans les deux cas une fissure est apparue sur un des indents 400-62,5 

ce qui montre que ce phénomène est indépendant du type de contact et n’est que le 

résultat des surcontraintes en bord d’indent liées au passage de la charge. 
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M50 trempé / M50 Duplex ; 2.6GPa ; g = 5% ; 2Mcycles 

IN7 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + f + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

Si3N4 / M50 Duplex ; 2.6GPa ; g = 20% ; 2Mcycles 

IN5 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + f + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

Tableau II-8 Influence du type de contact testé. 

Néanmoins les observations microscopiques menées après les essais montrent quand 

même un matage des bords de l’indent plus net pour le contact tout acier que pour le 

contact hybride. On constate par ailleurs que le matage du bourrelet se concentre 

davantage en aval de l’indent par rapport au sens du frottement pour le roulement 

hybride, alors que pour le roulement tout acier on constate que le matage du bourrelet 

se produit dans toutes les directions indépendamment du sens du frottement. Le 

roulement hybride semble alors moins néfaste que le roulement tout acier puisque les 

zones d’endommagement activées en condition de roulement identique sont plus 

importantes pour le roulement tout acier. 

4
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 Tout acier Hybride 

 frottement  passage de la charge 

Figure II-14 Comparaison de l’usure en bord d’indent après 2Mcycles pour un contact tout 

acier et un contact hybride. 
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c. Influence du matériau dans le roulement hybride 

Comme il a été montré dans le chapitre sur la caractérisation du M50 Duplex, ce 

matériau a une forte tendance à fissurer lors de l’indentation. Cette première conclusion 

est la principale influence que peut avoir le choix d’utiliser le M50 Duplex plutôt que 

le M50 trempé. Une étude plus détaillée de ces phénomènes sera réalisée dans la section 

II.5.2 de ce chapitre. 

2.
6 
G
P
a
 

g 
= 
2
0
%
 

M50 trempé ; 2.6GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I7 20 30 40 50 100 

200 + + ? + + ● ● ● ●   

400 + + + + + +  + ● ●  

600  + + +  + + + + ● + 

M50 Duplex ; 2.6GPa ; g = 20% ; 1,5Mcycles 

IN5 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + f + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

4.
5 
G
P
a
 

g 
= 
0
%
 

M50 trempé; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,3Mcycles 

I2 5 10 20 30 50 100 

200 + + + + + + + + + + + +   

400  + + + + + + + + + + + +  

600   + + + + + + + + + + + + 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,5Mcycles 

IN4 

 

20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + + + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

g 
= 
2
0
%
 

M50 trempé ; 4.5GPa ; g = 20% ; 1,5Mcycles 

I3 5 10 20 30 50 100 

200 + + + + ● ● + + ● ● ● +   

400  + ● ● ● ● ● ● ● ● ● ● ●  

600   + + + + + + ● ● ● ● ● ● 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 20% ; 1,5Mcycles 

IN6 

 

20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + ● + + ● + + ● ● 2f●  

600  + + + + + + ● + ● ● ● ● 

Tableau II-9 Bilan de l'endommagement pour les essais de roulement sur M50 Duplex et non 

nitruré - influence de la nitruration des galets M50. 

On constate assez rapidement qu’en conditions de contact identiques le M50 Duplex 
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cas de faible chargement ou de roulement pur. En revanche, bien que cette tendance 

soit confirmée en cas de fort chargement et de glissement élevé, elle est moins marquée. 

Notons également l’apparition de fissures radiales en bord d’indent pour un des 

indents 400-62,5 dans les essais IN5 et IN6 sur galet M50 Duplex, Figure II-15. Ces 

fissures, bien que n’étant pas critiques pour le nombre de cycles réalisés, restent 

néanmoins préoccupantes et peuvent en ce sens discriminer le M50 Duplex vis-à-vis du 

M50 trempé. 

 
 frottement 

 passage de la charge 

Figure II-15 Fissuration d'un indent 400-62,5 lors de l'essai IN6. 

d. Influence de la charge 

Pour un chargement faible et sans glissement, la limite du nombre de cycles fixée ne 

permet pas d’évaluer le caractère endommageant des indents étudiés. Cependant les 

essais en conditions sévérisées montrent assez nettement l’influence que peut avoir une 

surcharge au voisinage d’un indent dans ce type de roulement. 

On constate assez clairement que l’augmentation de la charge a un impact 

considérable sur l’endommagement au voisinage d’indent. Cette tendance est d’autant 

plus évidente en cas de roulement plus glissement qu’en cas de roulement pur.  
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M50 trempé; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,3Mcycles 

I2 5 10 20 30 50 100 

200 + + + + + + + + + + + +   

400  + + + + + + + + + + + +  

600   + + + + + + + + + + + + 

M50 trempé; 5.5GPa ; g = 0% ; 1Mcycles 

I4 5 10 20 30 50 100 

200 + + + + + + + + + + + +   

400  + + + + + + + + + + + +  

600   + + + + + + ●  ●  ●  ●  ●  E 
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 M50 trempé; 2.6GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I7 

 

20 30 40 50 100 

200 + + ? + + ●  ●  ●  ●    

400 + + + + + +  + ●  ●   

600  + + +  + + + + ● + 

 M50 trempé; 4.5GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I3 5 10 20 30 

 

50 100 

200 + + + + ●  ●  + + ●  ●  ●  +   

400  + ●  ●  ●  ●  ●  ●  ●  ●  ●  ●  ●   

600   + + + + + + ●  ●  ●  ●  ●  ●  

Tableau II-10 Bilan de l'endommagement au voisinage d'indents sur un galet M50 trempé - 

influence de la charge. 

 R
o
u
le

m
e
n
t 

p
u
r 

M50 Duplex ; 2.5GPa ; g = 0% ; 1,5Mcycles 

IN3 20 30 40 62.5 100 

200 + + + + + + + + +   

400 + + + + + + + + + + + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,5Mcycles 

IN4 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + + + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

R
o
u
le

m
e
n
t 

+
 g

li
ss

e
m

e
n
t 

M50 Duplex ; 2.6GPa ; g = 20% ; 2Mcycles 

IN5 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + f + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 20% ; 2Mcycles 

IN6 20 30 40 62.5 100 

200      

400 ●  + + ●  + + ●  ●  + ●  ●  2f●   

600  + + + + + + ●  + ●  ●  ●  ●  

Tableau II-11 Bilan de l'endommagement au voisinage d'indents sur un galet M50 Duplex - 

influence de la charge. 
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 passage de la charge 

Figure II-16 Ecaillage et initiation de l'écaillage pour les trois indents 600-100 de l'essai I4. 

En roulement pur, seuls les indents les plus sévères sont touchés par l’augmentation 

de la charge. Dans le cas du M50 trempé, durant l’essai I4, une surcharge de 5,5GPa 

initie un écaillage important au niveau d’un des indents 600-100 en moins de 1 Mcycles. 

Les deux autres indents de ce type ont également initié une fissuration importante en 

bord de fuite, aussi appelée V-Crack, qui laisse présager que l’écaillage survenu n’est 

pas exceptionnel (voir Figure II-16). L’écaille semble alors se propager dans le sens du 

passage de la charge. 

Dans le cas du M50 Duplex, même si l’essai IN4 en surcharge n’a pas initié 

d’endommagement, on note quand même une usure en amont de chaque indent testé 

dans le sens du passage de la charge bien plus marquée que pour l’essai IN3 à une 

charge plus faible (voir Figure II-17 et Figure II-18). 

En roulement plus glissement, l’augmentation de la charge a un impact important 

sur l’endommagement de la quasi-totalité des indents testés. Notamment dans le cas 

du M50 Duplex, puisqu’en chargement faible, essai IN5, les indents testés n’ont initié 

qu’un léger lissage au niveau du bord d’attaque alors qu’en surcharge, essai IN6, la 

quasi-totalité des indents testés sont endommageants. 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés



Chapitre II 

 

92 

Enfin l’augmentation de la charge n’a pas d’influence notable sur l’initiation de 

fissures en bord d’indent pour le M50 Duplex dans la gamme de charge appliquée et 

pour les types d’indents testés. 
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IN3 - 2.6 GPa IN4 - 4.5GPa 

roulement pur  passage de la charge 

Figure II-17 Influence de la charge sur un galet nitruré au bout de 1,5Mcycles - indents peu 

sévères. 
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Figure II-18 Influence de la charge sur un galet nitruré au bout de 1,5Mcycles - indents 

sévères. 
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e. Influence du glissement 
2.
6 
G
Pa
 

M50 trempé; 2.6GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I7 

 

20 30 40 50 100 

200 + + ? + + ● ● ● ●   

400 + + + + + +  + ● ●  

600  + + +  + + + + ● + 

4.
5
G
Pa
 

M50 trempé; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,3Mcycles 

I2 5 10 20 30 

 

50 100 

200 + + + + + + + + + + + +   

400  + + + + + + + + + + + +  

600   + + + + + + + + + + + + 

M50 trempé; 4.5GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

I3 5 10 20 30 

 

50 100 

200 + + + + ● ● + + ● ● ● +   

400  + ● ● ● ● ● ● ● ● ● ● ●  

600   + + + + + + ● ● ● ● ● ● 

Tableau II-12 Bilan de l'endommagement au voisinage d'indents sur un galet M50 trempé - 

influence du glissement. 

2.
6 
G
Pa
 

M50 Duplex ; 2.5GPa ; g = 0% ; 1,5Mcycles 

IN3 20 30 40 62.5 100 

200 + + + + + + + + +   

400 + + + + + + + + + + + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

M50 Duplex ; 2.6GPa ; g = 20% ; 2Mcycles 

IN5 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + f + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

4.
5
G
Pa
 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 0% ; 1,5Mcycles 

IN4 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + + + + + + + + + +  

600  + + + + + + + + + + + + 

M50 Duplex ; 4.5GPa ; g = 20% ; 1.5Mcycles 

IN6 20 30 40 62.5 100 

200      

400 + + + ● + + ● + + ● ● 2f●  

600  + + + + + + ● + ● ● ● ● 

Tableau II-13 Bilan de l'endommagement au voisinage d'indents sur un galet M50 Duplex - 

influence du glissement. 

Dans les gammes de chargement étudiées, les 20% de glissement introduits ont une 

influence plus marquée pour le M50 trempé que pour le M50 Duplex. Dans le cas du 

M50 Duplex, l’endommagement est clairement plus marqué

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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le sens du frottement. Cette tendance est moins marquée dans le cas du M50 trempé 

où l’endommagement peut être distribué sur tout le pourtour de l’indent. 

L’essai I2 effectué sur galet M50 trempé, à 4.5GPa et en roulement pur, n’induit que 

peu d’endommagement - seul l’indent 600-100 est légèrement usé au niveau du bord de 

fuite dans ces conditions. Il est donc admis que pour les mêmes indents et dans des 

conditions de chargement de 2.6GPa aucun endommagement n’est attendu, alors qu’en 

roulement plus glissement et dans ces conditions de chargement, essais I7, les indents 

les plus sévères sont endommagés. Les essais menés sur M50 trempé montrent alors 

que l’augmentation du glissement est sévèrement endommageant quelle que soit la 

pression dans le contact. 

Les essais menés sur des galets M50 Duplex montrent que le glissement est un facteur 

endommageant surtout en cas de surcharge. A faible pression de contact l’apport de 

glissement dans le contact marque davantage le lissage du bourrelet, en aval de l’indent 

dans le sens du frottement, mais ne constitue pas un facteur aggravant pour ce type 

de roulement (voir Figure II-19). Aussi, on remarque que la fissuration de l’indent 400-

62,5 n’apparaît qu’en cas de roulement plus glissement, en témoignent les trois essais 

IN5, IN6 et IN7, menés sur galet M50 Duplex.  

Les essais IN1 (à 4,5GPa en roulement pur) et IN2 (à 5,4GPa en roulement pur) ne 

sont pas ici présentés puisqu’ils ont été avortés. Néanmoins aucune fissure sur un indent 

de type 400 n’a été observée pour l’essai IN1, alors que lors de l’essai IN2, un indent 

400-62,5 a initié une fissure, en roulement pur. Ainsi l’apparition de fissures pour ce 

type d’indent serait davantage liée à la présence de glissement qu’à l’augmentation de 

la charge, dans des gammes de pression de contact inférieures à 5GPa. Mais une 

surcharge suffisamment importante peut néanmoins aggraver l’endommagement des 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

indents de type 400-62,5. 



Chapitre II 

95 

4
0
0 
- 
6
2.
5
 

  

6
0
0 
- 
1
0
0
 

  

 

IN3 IN5 - g = 20% 

roulement pur  frottement 
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Figure II-19 Comparaison de l'influence du glissement sur le lissage des bourrelets d’indents 

réalisés sur le M50 Duplex à faible pression de contact. 

f. Spécificité localisation de l’endommagement 

A l’inverse des essais réalisés par Jacq, les indents testés en roulement plus 

glissement se situent sur la surface rapide du contact. 

g. Spécificité de l’endommagement 

L’endommagement en bord d’indent est généralement initié par le matage du bord 

de l’indent. S’en suit alors une dégradation du bord de l’indent, un écaillage au 

voisinage de l’indent ou des micro-fissures orthogonales à la direction du roulement 

comme cela a été observé dans la littérature [JAC01] et [DUM97] (Figure II-20 a, b et 

c). Enfin en cas de surcharge des fissures dites V-Cracks peuvent être initiées en bord 

de fuite d’un indent comme cela a été observé par Morales-Espejel, qui aboutissent à 

un écaillage important de la surface [MOR15] (Figure II-20 d). 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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a) Matage du bord de l’indent 

 
b) Ecaillage en bord d’indent et micro-

fissures (flèches rouges) 

 
c) Dégradation du bord d’indent 

 
d) V-Cracks en bord d’indent 

Figure II-20 Etape de fatigue et type d'endommagement en bord d'indent. 

On note enfin des modes d’endommagement sensiblement différents entre les deux 

aciers, susceptibles d’intervenir en moins de 2,5 Mcycles et en conditions sévérisées. Un 

indent réalisé sur M50 trempé va dans un premier temps s’user sur le bord d’attaque 

pour ensuite, en cas de frottement, écailler au niveau du bord de fuite de l’indent et 

initier des micro-fissures de surface orthogonales au roulement au niveau du bord 

d’attaque. Tandis que les essais en roulement pur sur le M50 Duplex mettent en 

évidence un matage de l’indent différent de ce qui a déjà pu être observé dans la 

littérature. Dans nos essais, la zone matée au voisinage de l’indent décrit des 

vaguelettes qui semblent être dues à un arrachement de fines strates en surface du galet 

nitruré. Ce mécanisme révèle un endommagement initié par délaminage en bord 

d’indent (Figure II-21). Aussi aucune micro-fissure n’a été observée sur les galets en 

M50 Duplex et la zone plastifiée par le lissage du bourrelet y est généralement plus 

faible que pour la RCF sur M50 trempé. 

Passage de la charge 

Passage de la charge 

Passage de la charge 

Passage de la charge 
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Figure II-21 Endommagement du M50 Duplex - IN4 indent 400-62,5 / 1,5Mcycles. 

h. Localisation de l’endommagement 

En accord avec ce qu’avait observé Jacq ou Dumont, les endommagements survenus 

lors des essais réalisés en roulement plus glissement ont généralement eu lieu en aval 

de l’indent dans le sens du frottement. En outre il a été observé que les conditions 

extrêmes apportées dans le roulement ont également initié un endommagement de part 

et d’autre de l’indent par rapport à l’axe du roulement (Figure II-22). Enfin la présence 

de micro-fissures au niveau du bord d’attaque n’a été observée qu’en cas de frottement 

et pour le M50 trempé. 

 
 passage de la charge 

 frottement 

Figure II-22 Endommagement des bords latéraux d'un indent 200-40 - essai I7, g=20% / 

2Mcycles. 

En roulement pur, même si les essais réalisés sur galet nitruré ne sont pas 

endommageants selon les critères définis, on remarque néanmoins une zone largement 

Passage de la charge 
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plus matée en bord d’attaque de l’indent (Figure II-21). Au regard de l’usure survenue 

en 1,5Mcycles il semble évident qu’un nombre plus important de cycles aurait pu initier 

un endommagement dans cette zone comme cela a été observé dans les travaux de 

Jacq. A l’inverse, les essais réalisés sur galet non nitruré montre une zone plus matée 

au niveau du bord de fuite des indents les plus grands (au regard des dimensions du 

contact), et pour des pressions de contact élevées ces essais ont initié un 

endommagement au niveau du bord de fuite de ces mêmes indents (voir Figure II-23). 

Il est difficile de conclure si l’augmentation de la pression de contact ou si les 

dimensions de l’indent sont à mettre en cause dans ce processus, ou s’il s’agit d’une 

combinaison des deux, car aucun essai n’a été réalisé à 2,6 GPa en roulement pur. 

  
 passage de la charge 

Figure II-23 Endommagement en roulement pur du bord de fuite des indents 600-50 I et II - 

essai I4, 5.5GPa / 1Mcycles. 

Aussi, comme cela a été observé dans les travaux de Jacq, on a pu mettre en évidence 

une zone déchiquetée en bord d’indent. Cette zone se situe généralement sur le bord 

d’attaque (Figure II-20-c, Figure II-22) (en roulement pur comme en roulement plus 

glissement) sauf dans les essais en surcharge menés sur galets non nitrurés (Figure 

II-23). Les travaux de Jacq ont montré que cette zone n’était pas activée en roulement 

plus glissement mais, à l’inverse des essais réalisés dans notre étude, les indents étudiés 

se situaient sur les galets lents, et le sens du frottement en était donc inversé. On en 

conclut que le frottement protège l’usure du bord d’attaque d’un indent lorsqu’il 

s’oppose au passage de la charge (indent sur les surfaces lentes). En roulement plus 

glissement, une zone située à environ 20µm du bord de l’indent a également été repérée 

comme étant propice à l’écaillage (Figure II-24). Par ailleurs une zone de micro-

écaillage a été mise en évidence dans les zones latérales de l’indent lors d’essais en 

présence de glissement. 
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Indent 200-30 / Essai I7 - 2,5GPa 

 
Indent 400-30 / Essai I3 - 4,5GPa 

 frottement  passage de la charge 

Figure II-24 Ecaillage et micro-écaillage en bord d'indent en roulement plus glissement. 

i. Bilan 

Les essais réalisés ont permis de montrer, d’une part, que la nitruration des galets 

M50 améliore nettement l’endurance du matériau en conditions sévérisées. Cependant 

cette conclusion doit être nuancée par le fait que la nitruration des galets M50 introduit 

également une nouvelle problématique au voisinage d’indent : l’initiation de fissures 

radiales pour les indents les plus sévères. Ce phénomène a fait l’objet de l’étude 

présentée à la section II.5.2 de ce chapitre. 

D’autre part, il a été montré que le glissement a une influence plus néfaste sur la 

fatigue de roulement en présence d’indent que l’augmentation de la charge, pour des 

indents les moins sévères. Dans le cas d’indents sévères la surcharge peut, davantage 

que le glissement, aggraver l’endommagement, jusqu’à un écaillage important de la 

surface (essai I4). Une combinaison de ces deux phénomènes devient alors un cas très 

aggravant de la fatigue de roulement en présence d’indents. 

Enfin le caractère fragile du M50 Duplex est d’autant plus marqué en cas de 

glissement qu’en cas de surcharge au regard des fissures radiales apparues sur les 

indents 400-62,5 lors des différents essais menés en roulement plus glissement. 

L’endommagement rencontré durant ces essais est assez classique de ce que nous 

pouvons rencontrer dans la littérature. On note néanmoins une différence en roulement 

pur entre les essais réalisés sur le M50 trempé, pour lesquels un endommagement s’initie 

davantage au niveau du bord de fuite de l’indent, et les essais réalisés sur galet nitruré, 

durant lesquels un délaminage se produit au niveau du bord d’attaque des indents. 

Micro-écaillage
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Trois zones d’endommagement ont alors été repérées au voisinage des indents testés 

en fatigue de roulement. Le positionnement de ces zones par rapport au sens du 

roulement peut évoluer selon le matériau et la charge appliquée, comme schématisé en 

figure Figure II-25. 

 

Figure II-25 Schématisation des mécanismes d’endommagement en bord d’indent avant 2 

millions de cycles en condition sévérisée. 

II.5.2 Essai en présence d’indents fissurés 

L’indentation des éprouvettes en M50 Duplex, ainsi que les essais de RCF menés sur 

M50 Duplex et présentés dans la section II.5.1 de ce présent chapitre, ont montré que 

ce matériau est fortement sujet à l’initiation de fissures en bord d’indents. Il est alors 

important d’étudier l’évolution de ces fissures dans certaines conditions de roulement 

afin d’évaluer le risque qu’elles représentent. 

Les fissures radiales peuvent être référencées par l’angle αf  qu’elles font avec la 

direction du roulement, leur longueur initiale Li (quand elles sont initiées durant 

l’indentation du galet) et Lf leur longueur en fin d’essai. Ces grandeurs sont 

schématisées en Figure II-26. Enfin les essais ont été interrompus à différentes 

fréquences afin de suivre par étape l’évolution des surfaces, ce qui permet alors de 

définir, pour chaque fissure observée, le nombre de cycles NO qui correspond à l’étape 

d’observation durant laquelle la fissure est révélée. Ce nombre dépend directement de 

la fréquence d’interruption des essais ainsi que de la visibilité de la fissure, en effet une 

M50 trempé M50 Duplex 
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fissure peut être présente mais invisible au microscope lors de l’étape d’observation. 

C’est pourquoi l’on estimera que les fissures sont toujours apparues avant NO. Aussi 

chaque type d’indent étant reproduit 3 fois par essai, il sera référencé par un chiffre 

romain allant de I à III. Une synthèse par type d’indent des essais en présence d’indents 

fissurés est présentée dans le Tableau II-14. 

Une première observation est que les fissures qui sont initiées en cours de test sont 

rapidement révélées (généralement avant 5 kcycles). Le nombre de cycles à révélation 

de fissure NO correspond souvent au nombre de cycles de la première interruption de 

l’essai. Ainsi on peut conclure que la fissuration des indents en cours d’essai est un 

phénomène directement lié aux surpressions au niveau du bourrelet, engendrées par le 

passage de l’indent dans le contact dès les premiers cycles de roulement. 

De manière générale on observe que les fissures, qu’elles soient initiées en cours 

d’essai ou initialement présentes, propagent et se stabilisent rapidement (< 200kcycles). 

La propagation de ces fissures semble alors répondre à un mécanisme de fatigue tendant 

rapidement vers un état stationnaire. On voit clairement que ce type de fissure n’est 

pas préjudiciable pour la sûreté du roulement en condition d’essai non sévérisée avant 

2 Mcycles. 

Enfin l’orientation de la fissure dans le contact n’a pas d’impact direct sur la fatigue 

des fissures sauf en cas de glissement, comme cela a été présenté ci-après. On note par 

ailleurs qu’en cours d’essai les fissures sont préférentiellement initiées dans une 

direction orthogonale au roulement. Sur les 18 fissures initiées en cours de test, 12 sont 

orientées à 90° ± 10° par rapport à la direction du roulement. 

 
Figure II-26 Schématisations des grandeurs caractéristiques d'une fissure en bord d'indent. 
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Type Essai 
Pression 
GPa 

g % n⁰ αf  Li  Lf  NO  
Nombre de 
cycles total 
(kcycles) 

200-20 RCO1 2.5 0 II 
71 35 80 0 

1 300 
-98   65 < 5 

200-30 

RCO2 

2.5 0 

II 65 60 81 0 

1 000 
III 

100   83 < 250 

-75   78 < 250 

RCO3 
I 71 46 97 0 500 

II -83 38 68 0   

RCO2 bis 

3 0 

II 65 81 E   

500 
III 

100 83 104   

-75 78 80   

RCO3 bis 

I 
71 97 225   

500 
0   E  

II -83 68 E  

III     E  

RCO4 2.6 20 

I 94 40 85 0 

2 000 II -66   96 < 50 

III 52 69 83 0 

IN1 4.5 0 II 90   74 < 55 100 

200-40 

RCO2 

2.5 0 

I 19 90 90 0 

1 000 
III 

59 67 113 0 

90   118 < 5 

RCO3 

I 
113 74 121 0 

500 

-81   125 <  200 

II 
73 99 115 0 

-98   98 <  100 

III 90   134 <500 

RCO2 bis 

3 0 

I 19 90 90   

500 
III 

59 113 118   

90 118 119   

RCO3 bis 

I 
113 121 121   

500 

-81 125 125   

II 
73 115 115   

-98 98 98   

III 90 134 134   

RCO4 2.6 20 
I 

90 75 110 + E 0 

2 000 -90  146 + E <5 

III -36 84 139 0 

IN1 4.5 0 I 
94   110 < 55 

100 
-78   115 <55 

400-62.5 

RCO2 2.5 - 3 0 I -90   82 ? 1 500 

IN7 
2.6 

5 I -78   74 <500 2 000 

IN5 20 I -90   83 < 100 2 000 

IN6 4.5 20 III 
-90   140 < 100 

2 000 
90   138 < 100 

IN2 5.4 0 II 79   102 < 38 38 

Tableau II-14 Synthèse de l’évolution / initiation de fissures en bord d’indents testés en 
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a. Influence du type d’indent 

Les indents 200-30, 200-40 et 400-62,5 sont fortement sujets à l’initiation de fissures. 

La sévérité d’un indent influe directement sur la longueur stabilisée de la fissure. En 

effet, pour une charge de 2,5GPa, quelle que soit la valeur du glissement, la longueur 

stabilisée d’une fissure en bord d’indent 200-20 se situe autour de 70µm ± 10µm, alors 

qu’elle est de 80µm ± 10µm pour l’indent 200-30, de 110µm ± 15µm pour l’indent 200-

40 et de 80µm ± 5µm pour l’indent 400-62,5. 

b. Influence d’un défaut de surface 

En roulement pur et en chargement faible, un seul des 18 indents de type 400-62,5 

testés sous ces conditions a initié une fissure durant l’essai RCO2. Le caractère 

exceptionnel de cette observation semble être directement lié au fait qu’en bord 

d’indent on observe la présence d’un défaut de surface. On voit très nettement sur la 

figure Figure II-27 que la fissure est déviée en bord d’indent, ce qui peut signifier la 

présence d’une inclusion sur le trajet de la fissure. 

 
Figure II-27 Déviation de la fissure à proximité d'un défaut proche de la surface. 

c. Influence de la charge 

On observe que la charge influe surtout sur la longueur stabilisée de la fissure. Par 

exemple pour l’indent 400-62,5, les fissures observées se stabilisent autour de 80µm ± 

5µm pour une pression de contact de 2,5 GPa, alors qu’elles se stabilisent autour de 

140µm pour une pression de contact de 4.5GPa. Les essais IN1 et IN2, bien qu’étant 
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réalisés à des pressions de contact élevées ne sont pas représentatifs d’un état stabilisé 

de la fissure puisqu’ils ont été avortés trop rapidement (moins de 100 kcycles). 

Pour les indents de type 200-30, l’augmentation de pression a un effet très néfaste 

pour le roulement. En effet durant les essais RCO2 et RCO3, lorsqu’on passe de 2.5 à 

3 GPa on observe un écaillage important et rapide (moins de 500 kcycles) du front de 

la fissure pouvant se propager sur une zone étendue de la surface du galet, dans le sens 

du passage de la charge, (Figure II-28-a et Figure II-29). On observe également que la 

fissure se propage en fond d’indent (Figure II-28-b). La fissuration d’un tel indent est 

donc préoccupante car une faible variation de la pression de contact suffit à causer 

rapidement une ruine de la surface de roulement. 

Les indents de type 200-40 sont généralement moins affectés par une augmentation 

de la charge. 

On note enfin que l’augmentation de la charge va être à l’origine de fissures en bord 

d’indent 400-62,5 en témoigne la présence de fissures radiales pour ces indents à la fin 

des essais RCO2 et IN2 menés respectivement à 3 GPa et 5,4 GPa. 

  
Ecaillage du front de fissure Ecaillage du fond d’indent 

Figure II-28 Endommagement en surcharge d'un indent 200-30 - essais RCO2. 

 
 

 

 

Figure II-29 Ecaillage de l'essai RCO3 à 3GPa. 

passage de la charge 

fissure 

Indent 200-30 I 

cm 
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d. Influence du glissement 

 Par rapport à l’augmentation de la charge, le glissement a davantage d’influence 

sur l’initiation et la fatigue des fissures que sur la longueur stabilisée de celles-ci, et 

impacte plus nettement les indents 200-40 et 400-62,5 que l’indent 200-30. 

Pour les indents 200-40, le glissement va influer sur la fatigue des fissures surtout 

lorsqu’elles sont orthogonales à la direction du roulement (Figure II-30). Lors de l’essai 

RCO4 on voit très clairement que les deux fissures de l’indent I, orthogonales à la 

direction du roulement, sont nettement plus touchées par le glissement que celle de 

l’indent III orientée à -36° par rapport à la direction du roulement. Un écaillage est 

dans ce cas initié au niveau des lèvres de la fissure situées en bord d’indent. Ce type 

de fatigue est un phénomène qui apparaît après un nombre de cycles relativement élevé 

puisque la première génère un écaillage entre 1,25 et 1,5 Mcycles, tandis que la seconde 

le fait entre 1,75 et 2 Mcycles (Figure II-31). Un tel endommagement au niveau des 

fissures de l’indent I est préoccupant et aurait pu, si l’essai avait été poursuivi, causer 

rapidement la ruine de la surface du galet.  

Il a été constaté qu’aucun indent de type 400-62,5 n’a fissuré en roulement pur pour 

des pressions de contact inférieures à 3GPa,(en rappelant que la fissure apparue lors 

de l’essai RCO2 est une exception liée à la présence d’un défaut), tandis qu’en 

roulement plus glissement, trois indents de ce même type sur les douze testés ont 

fissuré, indépendamment de la charge appliquée. Le glissement semble donc avoir une 

influence sur l’initiation de fissures sur les indents de type 400-62,5. 

 
Indent 200-40 I 

 
Indent 200-40 III 

frottement  passage de la charge 

Figure II-30 Influence du glissement sur un indent fissuré 200-40 - essai RCO4 - 2Mcycles. 
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1,25 Mcycles 

 
1,5 Mcycles 

 
1,75 Mcycles 

 frottement 

 

 passage de la charge 

Figure II-31 Evolution de l'écaillage des lèvres de la fissure en bord d'indent - essai RCO4. 

e. Bilan  

En plus d’être initiées lors de l’indentation, des fissures peuvent apparaître lors du 

passage d’un indent dans le contact. Si lors de l’indentation aucune orientation ne 

semble privilégiée pour l’initiation de fissures en bord d’indent, en cours d’essai la 

direction orthogonale à la direction du roulement est favorisée. Les indents générés par 

des pointes 200µm sont fortement sujets à l’initiation de fissures en cours d’essai. Les 

indents générés par une pointe 400µm initient des fissures en cours d’essai uniquement 

en cas de roulement plus glissement ou en cas de fortes pressions de contact (supérieures 

à 5GPa). Enfin ceux générés par une pointe 600µm n’ont généré aucune fissure. 

Les différents essais réalisés sur indents fissurés ont montré qu’à faible pression de 

contact et en roulement pur, les fissures, qu’elles soient initiées à l’indentation ou en 

cours d’essai, se stabilisent rapidement et ne semblent donc pas critiques pour un 

nombre modéré de cycles de chargement (2 millions dans cette étude). En revanche 

une faible augmentation de la charge sur le roulement peut devenir catastrophique au 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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niveau des indents les plus sévères pour le M50 Duplex, sans pour autant endommager 

la contre éprouvette en Si3N4. 

Les différents mécanismes de fatigue de roulement liés à la présence de fissures en 

bord d’indents ont été schématisés sur la Figure II-32. Le glissement et la surcharge 

ont un impact important sur ces fissures. Le glissement participe, à partir d’un certain 

nombre de cycles (≈ 1,5 Mcycles), à la fatigue en bord d’indent des fissures uniquement 

orthogonales à la direction du roulement, tandis qu’une surcharge dégrade rapidement 

(moins de 500 kcycles) le front de la fissure et génère la ruine du roulement par écaillage 

généralisé de la surface de contact. L’augmentation de la charge tend à faire propager 

les fissures. 

 

Figure II-32 Schématisation des effets de la charge et du glissement sur la fatigue des indents 

fissurés. 

II.5.3 Essai en surcharge - Endommagement de la céramique 

Dans cette section il est question de présenter les effets qu’une surcharge peut 

provoquer de manière générale sur des éléments roulants. Les essais en surcharge font 

ici référence aux essais menés à des pressions de contact supérieures à 4GPa. A ce titre 

les effets se rapportant à l’initiation ou l’aggravation de défauts au voisinage d’indents 

ont été développés dans les sections précédentes II.5.1 et II.5.2. Les autres phénomènes 

aggravants qu’on peut alors associer aux conditions de surcharge sont essentiellement 

mis en évidence sur les galets céramique des essais en contact hybride, et se rapportent 

généralement à l’initiation de C-Cracks ou d’écailles sur la surface du galet céramique. 
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On définit la position d’une C-Crack par rapport au centre de l’arc de cercle qu’elle 

représente. On admet que le centre de cet arc de cercle est le centre du contact au 

moment de sa création. Sa position peut alors être définie par rapport au sens du 

passage de la charge dans le contact : on représente les C-Cracks en sortie de contact 

donc en amont de leur centre selon le sens du passage de la charge par le symbole Ͽ, et 

les C-Cracks en entrée de contact donc en aval de leur centre selon le sens du passage 

de la charge par le symbole Ͼ. Enfin les écailles sont indiquées par la lettre E. Les 

observations faites sur les essais en surcharge sont alors résumées dans le tableau 

Tableau II-15. 

Essai Charge (GPa) % g Endommagement notable 
Nombre de 

cycles (kcycles) 

I2 4.5 0 Explosion du galet 1300 

I3 4.5 20 Ø 1500 

I4 5.5 0 1 Ͽ 1000 

I6 5.5 20 E - multiples Ͼ et Ͽ 5 

IN1 4.5 0 2 Ͽ 100 

IN2 5.5 0 E - multiples Ͽ 38 

IN4 4.5 0 E - multiples Ͽ 1500 

IN6 4.5 20 Ø 2000 

OV1 5.5 0 1 Ͽ 5 

OV2 4.5 0 E - multiples Ͽ 700 

OV4 5 0 E - multiples Ͽ 600 

OV5 4.5 5 - 10 1 Ͼ 500 

Tableau II-15 Récapitulatif des essais en surcharge et état de surface des galets céramique 

correspondants. 

On remarque dans un premier temps que 10 essais sur les 12 menés en surcharge ont 

initié un endommagement du galet céramique. Dans les temps d’essai imposés, on note 

que les essais soumis à des pressions de contact supérieures à 5GPa sont généralement 

plus critiques que les essais menés à 4.5GPa car ils génèrent une écaille ou des C-Cracks 

plus rapidement sur la surface du galet céramique. On remarque enfin que l’initiation 

de C-Cracks est un phénomène quasi instantané pour des pressions de contact 

supérieures à 5GPa, mais pas nécessairement déclenché à 4.5GPa. On peut conclure 

que la céramique testée est très sensible à l’augmentation de la charge dans le contact. 

Dans un second temps, il se dégage que les C-Cracks en entrée de contact 

n’apparaissent qu’en cas de glissement. En rap
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donc orientées en amont de leur centre par rapport au sens du frottement (Figure 

II-33). 

  
 passage de la charge 

a) IN4 - roulement pur 

C-Crack en sortie de contact Ͽ 

b) OV5 - g = 10%   frottement 

C-Crack en entrée de contact Ͼ 

Figure II-33 Orientation d'une C-Crack en fonction des conditions de contact. 

a. Origine de l’écaillage 

A l’inverse de l’écaillage sur les galets en acier, l’écaillage survenu sur les galets 

céramique compromet instantanément l’intégrité du roulement des galets. Suite à un 

écaillage sur un galet céramique des niveaux de vibration très importants accélèrent la 

dégradation du galet, qui finit par se désintégrer en quelques centaines de cycles si 

l’essai n’est pas stoppé rapidement (Figure II-34). 

 

 

Figure II-34 Désintégration d'un galet céramique en cours d'essai. 
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L’écaillage engendré par des pressions de contact supérieures à 5GPa semble être 

généré par la rapide propagation d’une C-Crack initiée en cours de test comme le 

montre la figure Figure II-35. Sur cette figure on note la présence d’une zone blanche 

qui correspond à l’abrasion des lèvres d’une C-Crack. Cette abrasion résulte de la 

friction, entre les lèvres, qui s’établit au cours des différentes sollicitations subies par 

la fissure lors des passages répétés de la charge roulante. La figure a) représente donc 

une écaille due à la fatigue rapide d’une C-Crack générée en sortie de contact, tandis 

que la figure b) montre une écaille due à la fatigue d’une C-Crack générée en entrée de 

contact. On remarque que l’orientation de la C-Crack dans le contact ne semble pas 

avoir d’effets sur ce type de fatigue puisque dans les deux cas l’écaille apparaît en un 

nombre réduit de cycles. 

  
 passage de la charge 

Roulement pur  frottement 

a) Essai IN2 : 5.5GPa / g = 0% b) Essai I6 : 5,5GPa / g = 20% 

Figure II-35 Ecaillage survenu durant des essais à 5,5GPa - abrasion des lèvres des C-Cracks. 

On observe également Figure II-36-a que l’augmentation de la charge va 

spontanément faire propager une C-Crack au point de générer un cône de Hertz. De 

même, en cas de glissement, deux C-Crack concentriques, l’une initiée en roulement 

pur durant la phase d’augmentation de la charge (rayon R1 ≈ 1050µm) et l’autre initiée 

en glissement (rayon R2 ≈ 1450µm), peuvent se rejoindre via une troisième C-Crack 

décentrée (rayon R3 ≈ 1250µm) pour former un cône de Hertz et ainsi fortement 

dégrader la cohésion de la matière dans une grande zone de la surface du galet. Ce 

mécanisme peut rapidement aboutir à un écaillage important du galet céramique. 

 

1 mm 1 mm 
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a) Propagation liée à l’augmentation de 

la charge et accumulation de C-Cracks 

 
b) Propagation par accumulation de C-

Cracks 

 

 passage de la charge 

 frottement 

Figure II-36 Accumulation et propagation de C-Cracks - Essais I6 : 5,5GPa / g=20%. 

Enfin on a pu remarquer que les essais OV1 et I4, mené à 5,5GPa, n’ont pas généré 

d’écaille sur la céramique, même après un nombre de cycles conséquents pour l’essai 

I4. Dans l’essai OV1 on peut directement relier cette observation au faible nombre de 

cycles qui ont été réalisés. L’essai I4 a quant à lui initié une écaille sur le galet M50 et 

on a pu constater que la position de l’écaille générée sur le galet M50 coïncidait avec 

la position de la C-Crack du galet céramique. L’origine de cette C-Crack peut donc 

être liée au passage de l’empreinte de l’écaille dans le contact qui a pu générer des 

surcontraintes localement. Bien que le galet céramique de cet essai a effectué 1 million 

de cycles en surcharge, la C-Crack observée en fin d’essai n’a pas propagé en écaille car 

elle a été initiée en fin d’essai. 

Pour des charges supérieures à 5GPa, on montre clairement que l’usure de la fissure 

génère une décohésion de la matière dans une zone localisée du galet qui finit par se 

généraliser en écaille. A cette usure s’ajoutent les effets éventuels d’absorption de 

lubrifiant en fond de fissure. 

La Figure II-37 montre que l’écaillage apparu au cours des essais menés à de plus 

faibles pressions de contact porte les stigmates de la fatigue de plusieurs C-Cracks 

initiées en cours de test. On y distingue une zone d’abrasion plus large qui atteste de 

la présence initiale de plusieurs C-Cracks ayant fatigué, de plus une fissure radiale est 

présente sur le bord amont de l’écaille par rapport au sens du passage de la charge. 

Comme le montre la Figure II-37-c), la fatigue d’une C-Crack fait apparaître à son 

voisinage une seconde C-Crack, et de proche en proche, selon un processus relativement 

500 µm 1 mm 

R1 

R2 

R3
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long, l’accumulation de C-Cracks va fragiliser la cohésion d’une zone jusqu’à écaillage 

de la surface par délaminage, comme l’a montré Hadfield [HAD95]. Sur cette même 

figure, la C-Crack de droite est plus fatiguée que celle de gauche, en témoigne l’abrasion 

plus sévère des lèvres de la fissure. On observe également la présence d’une fissure 

radiale comme sur l’écaille de la figure b),  la multiplication des C-Cracks semble alors 

se faire dans le sens du passage de la charge. 

a) Essai OV4 : 5GPa - 600 kcycles 

lumière UV après ressuage 

 

b) Essai IN4 : 4,5GPa - 1,5Mcycles 

Lumière naturelle 

 

 passage de la charge 

c) Fatigue d’une C-Crack et fissuration 

radiale de la C-Crack 

 
Figure II-37 Ecaillage généré a pression de contact modérée et fatigue d'une C-Crack. 

On rappelle qu’après écaillage de la surface et dépassement du critère d’arrêt de test 

en vibration, le contact est maintenu durant environ 150 cycles. Hors si on observe le 

bord d’attaque des écailles sur les différents clichés (Figure II-35 et Figure II-37) on 

remarque qu’il est nettement plus endommagé que le bord de fuite, ce qui suppose 

qu’après écaillage l’écaille se propage dans le sens inverse du passage de la charge, 

comme il a été observé par Morales sur l’endommagement de l’acier M50 [MOR15], 

même si dans le cas de l’acier la propagation semble être un phénomène plus lent. 

1 mm 

1 mm 1 mm 
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On a estimé que de fortes pressions de contact suffisent à ce qu’une C-Crack propage 

rapidement en écaille, alors qu’à plus faible pression de contact l’écaillage est le résultat 

d’une accumulation de C-Cracks dans une zone localisée de la surface de contact. Ces 

écailles vont ensuite se propager rapidement dans le sens du roulement, ce qui impacte 

lourdement la sureté du roulement hybride. 

b. Analyse des C-cracks 

L’écaillage semble directement lié à la présence de C-Cracks générées en cours de 

test. Une analyse plus détaillée des C-Cracks a donc été réalisée afin de mieux 

comprendre les mécanismes en jeux. 

Les C-Cracks sur les galets céramique ont été révélées par ressuage. Elles ont été 

référencées pour chaque galet puis leur rayon a été mesuré à l’aide d’un microscope et 

d’un logiciel d’acquisition optique. Les résultats peuvent être synthétisés de la manière 

suivante : 

 Pression de contact 

g % Galet opposé 4.5 GPa 5 GPa 5.5 GPa 

0 
M50 trempé  1050 - 1140 Ͽ 1260 - 1300 Ͽ 

M50 Duplex 1050 - 1090 Ͽ  1040 - 1280 Ͽ 

20 M50 trempé 1110 Ͼ  
1020 - 1040 Ͽ 

1210 - 1450 Ͼ 

Tableau II-16 Synthèse des rayons (en µm) des C-Cracks observées en cours d'essai en 

condition de surcharge et orientation de la C-Crack selon le passage de la charge. 

On rappelle que durant les essais, la mise en place du glissement se fait une fois les 

conditions de surcharge stabilisées. On remarque pour les essais à 5.5GPa que deux 

types de C-Cracks apparaissent. Les plus petites apparaissent en amont de leur centre 

par rapport au passage de la charge. Elles sont générées par des pressions de contact 

plus faibles, soit pendant le chargement en roulement pur. Les plus grandes 

apparaissent en aval, générées par des pressions de contact maximales, une fois les 

conditions de chargement stabilisées, soit en roulement plus glissement. On peut alors 

supposer que les plus petites C-Cracks en aval de leur centre sont alors apparues durant 

la décharge, après que l’arrêt d’urgence a été déclaré à cause des vibrations générées 

par l’écaillage. De manière générale on peut conclure que la grande variabilité des 

dimensions des C-Cracks est liée au fait que des C-Cracks vont se produire pendant 

l’étape de charge et de décharge de l’essai, à des pressions de contact inconnues. Les 

plus petites C-
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pressions de contact inférieures à 4.5GPa. Il semble donc plus intéressant de se 

concentrer sur les dimensions maximales rencontrées, qui sont les plus représentatives 

de la pression de contact étudiée durant l’essai. 

On remarque alors que le rayon des C-Cracks croît avec l’augmentation de la 

pression de contact et de manière moins significative selon le matériau opposé à la 

céramique. Les essais menés en présence de M50 trempé génèrent des C-Cracks avec 

un rayon plus grand qu’en présence de M50 Duplex, et le rayon de Hertz pour ce type 

de contact est aussi plus grand. En comparant ces observations aux rayons de Hertz 

des conditions d’essai, on observe qu’il y a un rapport d’environ 1,41±0,4 entre les plus 

grands rayons de C-Cracks observées par essai et le rayon de Hertz correspondant. 

Cette observation permet alors de supposer que les plus petites C-Cracks, d’un rayon 

de 1040µm, apparaissent alors en chargement (ou en déchargement) à des pressions de 

contact de 4,3GPa. 

En contact non roulant, les dimensions des C-Cracks sont généralement de l’ordre 

des dimensions du contact puisqu’elles sont liées aux surcontraintes de traction présente 

dans cette zone. Nous pouvons alors conclure que les différents effets liés au contact 

roulant, à la plasticité des aciers testés ou encore à la lubrification du contact sont 

autant de phénomènes qui peuvent élargir les aires de contact, voire réorganiser la 

distribution des contraintes en périphérie du contact, ce qui peut expliquer le rapport 

important de 1,41 établi entre les dimensions des C-Cracks observées et le rayon de 

Hertz. La Figure II-38 permet d’observer le rapport entre le diamètre d’une C-Crack 

et la bande de contact effective mise en évidence par l’usure de la surface. On remarque 

également que le rayon de contact effectif de 950µm est 12% plus grand que le rayon 

de contact calculé par les équations de Hertz, ce qui réduit le rapport entre la dimension 

de la C-Crack et le rayon de contact effectif à 1,2. 

 
Figure II-38 Bande de contact effective comparée au rayon d'une C-Crack. 

1905 µm 

1143 µm
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c. Bilan 

Outre les effets décrits dans les sections précédentes sur les défauts initiés sur les 

éléments roulants acier, la mise en place d’un régime de fonctionnement en surcharge 

dans un roulement peut avoir des conséquences néfastes sur les éléments céramique. 

Les différents essais menés en surcharge ont montré que plus de 80% des galets 

céramique testés ont initié un endommagement notable : des C-Cracks dans les cas les 

moins sévères et un profond écaillage de la surface du galet dans les cas les plus sévères. 

Ces défauts, dans des conditions de fonctionnement sévérisées, sont des 

endommagements qui compromettent très rapidement l’intégrité du roulement, 

pouvant même entraîner une ruine totale de l’élément céramique. 

Il a été montré que l’initiation de C-Crack en surcharge est un phénomène rapide 

voire instantané, car des essais ayant été menés pendant moins de 5 mille cycles ont 

fait apparaître des C-Cracks sur le galet céramique. 

Deux types d’écailles ont été mis en évidence : les premières résultant de la fatigue 

rapide d’une C-Crack à des pressions de contact supérieures à 5GPa, les secondes liées 

à l’accumulation de C-Cracks dans une zone localisée, qui fatiguent selon un processus 

plus long, à des pressions de contact inférieures à 5GPa. 

Il a été montré qu’en roulement pur, les suppressions en sortie de contact liée au 

régime de lubrification pouvaient être responsables de la génération de C-Cracks dans 

cette zone, formant ainsi un arc de cercle en amont de son centre par rapport au sens 

de passage de la charge. La présence de glissement quant à lui génère du frottement 

responsable de surpressions en entrée de contact, ce qui va provoquer des C-Cracks 

dans cette zone, formant alors un arc de cercle en aval de son centre par rapport au 

sens de passage de la charge. Dans les essais à 5,5GPa, ces C-Cracks ont propagé en 

cône de Hertz, soit par propagation naturelle de la C-Crack, soit par la présence 

rapprochée des deux types de C-Cracks qui se réunissent. 

Enfin on a pu établir un rapport de 1,2 entre le diamètre des C-Cracks et la largeur 

de la bande de contact laissée sur la surface du galet céramique. Toutes ces observations 

ont été schématisées sur la Figure II-39
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Figure II-39 Schématisation de la création de C-Cracks en condition de surcharge avec ou 

sans glissement et propagation de l’écaillage. 

II.5.4 Essai en présence de C-Cracks sur le galet céramique  

Les essais menés en surcharge ont clairement montré que des surcharges dans le 

roulement sont à l’origine de C-Cracks en surface du galet céramique, et qu’un maintien 

de ces conditions de chargement peut être néfaste le roulement hybride. Cependant, 

lors d’un incident en vol, des surcharges peuvent survenir ponctuellement sur de courtes 

durées avant de retrouver des conditions normales de fonctionnement. Une étude sur 

des galets céramique ayant initié des C-Cracks en cours d’essai a donc été réalisée à un 

chargement réduit (chargement représentatif des niveaux de charge admissibles dans 

le palier étudié). 

Trois essais ont donc été menés sur les galets céramique fissurés provenant des essais 

I4 et OV1. L’essai CC2 est une prolongation de l’essai CC1 durant lequel le chargement 

est augmenté par pallier. Les conditions de fonctionnement des essais sont résumées ci-

après. Les galets ont été montés de sorte à ce que le sens du passage soit favorable à 

l’ouverture de la fissure afin d’assurer un cas critique de sollicitation. 

Essai 
Provenance de l’éprouvette Conditions de l’essai 

Essai 
Pression 

de contact  
Glissement 

Nombre 

de cycles 

Pression 

de contact 
Glissement 

Nombre de 

cycles 

CC1 
I4 5,5GPa 

Roulement 

pur 
1 Mcycles 

2 GPa 
Roulement 

pur 
1 Mcycles 

CC2 2-3 GPa 
Roulement 

pur 
750 kcycles 

CC3 OV1 5,5 GPa 
Roulement 

pur 
5 kcycles 2-3 GPa 

Roulement 

pur 
1 Mcycles 

Tableau II-17 Récapitulatif des conditions d'essai en présence de C-Cracks. 
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Fin I4 Fin CC2 

  
Fin OV1 Fin CC3 

 passage de la charge 

Figure II-40 Stabilité des C-Cracks testées après 1 million de cycles et plus. 

  
Figure II-41 Dégradation des trous de fixations d'une éprouvette céramique durant l'essai 

CC2. 

Dans les trois cas, ces essais n’ont montré aucun signe extérieur d’évolution de la C-

Crack au bout de 1 million de cycles, à 2GPa et plus (voir Figure II-40). Ces essais ont 

dû être avortés à cause de fissures apparues au niveau des trous de maintien des 

éprouvettes, lesquelles ont parfois propagé jusqu’à la surface de contact comme dans 

l’essai CC2 (voir Figure II-41). Ces fissurations sont la cause d’une fatigue liée à la 

manipulation répétée des éprouvettes en céramique, notamment au serrage et 

desserrage successifs des éprouvettes pour le suivi de la propagation de la C-Crack. 

En rappelant toutefois que les dimensions du contact dans ces gammes de pressions 

de contact étaient bien inférieures aux dimensions de la C-Crack, on conclut que la 

présence de C-Cracks générées durant des périodes de surcharges ponctuelles, ne semble 

pas être un phénomène rapidement aggravant pour le roulement hybride. 
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II.5.5 Conclusion 

Pour répondre à une meilleure connaissance de la fatigue des roulements hybrides 

en conditions de fonctionnement particulièrement aggravées, des essais sur machine bi-

disque ont été réalisés. Des critères d’arrêt d’essai ont été mis en place en accord avec 

les contraintes de temps et expérimentales imposées. Les essais réalisés ont permis 

d’apprécier les mécanismes de l’endommagement selon un large spectre de paramètres. 

En contrepartie, la reproductibilité des résultats ne peut être considérée que dans de 

rare cas, même si certaines tendances sont largement mises en évidence. 

Les résultats évidents qui découlent de cette étude peuvent être résumés comme 

suit : 

 le M50 Duplex offrent de meilleures performances que le M50 trempé en 

fatigue de roulement en présence d’indents artificiels ; 

 des sites favorisés par la fatigue en bord d’indents ont été établis selon le 

types de sollicitations et de matériaux testés, et selon les modes 

d’endommagement (micro-écaillage, fissuration, etc.) ; 

 le M50 Duplex est largement sujet à une fissuration en bord d’indents qui 

peut devenir un phénomène inquiétant vis-à-vis de la sûreté du roulement ; 

elle touche surtout les indents réalisés à partir d’une pointe 200µm, durant 

l’indentation et en roulement, et ceux réalisés à partir d’une pointe 400µm, 

en roulement surchargé uniquement ; 

 l’initiation de fissures radiales en bord d’indents sur le M50 Duplex a surtout 

été observée au niveau des bords latéraux des indents, selon une direction 

orthogonale au roulement ; 

 si l’augmentation du glissement a un effet aggravant sur la fatigue de 

roulement des indents (fissurés ou non), l’augmentation de la charge vers des 

pressions de contact extrêmes est davantage critique puisqu’elle aboutit 

rapidement à un écaillage des galets (céramique et acier) ; 

 un endommagement des galets Si3N4 a été observé en surcharge (pression de 

contact > 4 GPa), et prend généralement la forme de C-Crack, dont 

l’orientation dans le contact a pu être liée aux conditions de glissement, ou 

d’écailles macroscopiques ; 

 un lien entre les dimensions de la C-Crack et le rayon de contact a pu être 

réalisé. 
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 une évaluation des modes d’endommagement des fissures apparues en bord 

d’indents sur le M50 Duplex a pu être mise en relation avec la présence de 

surcharge et de glissement dans le contact, mais ces observations sont 

sensibles à l’interdépendance sur un même galet des différents indents fissurés 

ou du nombre réduit de fissures identiques et identiquement sollicitées ; 

 deux modes d’écaillage de la céramique ont été proposés, à savoir, une 

propagation rapide d’une C-Crack vers la surface en condition de chargement 

extrême ou une accumulation de C-Cracks qui se rejoignent dans une zone 

fragilisée par un phénomène plus long de fatigue de la surface ; mais un 

nombre plus important d’essais et une coupe des éprouvettes serait nécessaire 

pour mieux comprendre les mécanismes sous la surface ; 

 la présence de C-Cracks sur les galets céramique ne semble pas préjudiciable 

en condition de chargement ordinaire, mais le nombre réduit d’essais, lié 

directement au nombre réduit de galets céramique exploitables, ne permet 

pas d’évaluer l’influence de leurs dimensions ou de leur orientation dans le 

contact sur la fatigue de roulement ; 

 les différentes écailles survenues sur des galets acier semblent se propager 

dans le sens du passage de la charge, tandis qu’une propagation dans le sens 

inverse au passage de la charge semble se produire sur les galets céramique. 

Ces hypothèses auraient nécessité la poursuite des essais après écaillage afin 

de statuer plus précisément sur les effets observés. 

Ces essais ont clairement montré la faiblesse du M50 Duplex face à l’indentation. 

Une étude plus approfondie des propriétés mécaniques et des mécanismes responsables 

de la fissuration lors de l’indentation a donc été proposée pour permettre, d’une part, 

de réaliser un modèle numérique d’indentation réaliste, et d’autre part, d’apporter des 

éléments de compréhension, voire de prédiction de la fissuration en bord d’indent. 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

 



Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés



Chapitre III 

121 

III. CARACTERISATION DES MATERIAUX TESTES ET 

MISES EN PLACES DE MODELES NUMERIQUES 

D’INDENTATION 

 

III.1 Introduction ......................................................................................... 122 

III.2 Evaluation du gradient de plasticité dans le M50 Duplex .................... 122 

III.2.1 Dispositif expérimental .................................................................. 122 

III.2.2 Résultats des tests de micro-dureté, évaluation du gradient de 

plasticité dans le M50 Duplex ........................................................................... 126 

III.3 Simulation numérique et analyse de l’indentation ................................ 128 

III.3.1 Présentation du modèle ................................................................. 128 

III.3.2 Validation numérique des modèles ................................................. 130 

III.3.3 Dimensions d’indent, taux d’écrouissage et contraintes résiduelles 136 

III.3.4 Bilan .............................................................................................. 146 

III.4 Amorçage de fissures à l’indentation du M50 Duplex .......................... 147 

III.4.1 Exploitation d’un test d’indentation initiant une fissure en bord 

d’indent…….. .................................................................................................... 147 

III.4.2 Analyse des contraintes ................................................................. 149 

III.5 Conclusion ............................................................................................ 159 

Chapitre d'équation 3 Section 1

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés

  



Chapitre III 

 

122 

III.1 Introduction  

Le contact hybride considéré dans cette étude est le roulement composé d’une bille 

céramique roulant sur une bague en acier M50, Duplex ou trempé. Le processus de 

nitruration a pour intérêt d’accroître considérablement la dureté de l’acier, mais génère 

également une inhomogénéité des propriétés plastiques selon la profondeur du matériau, 

qui a été appelé gradient de plasticité. Afin de réaliser des modèles numériques les 

plus réalistes possibles, il devient nécessaire de caractériser le M50 Duplex testé. 

Des essais de micro-dureté ont permis d’approximer le gradient de plasticité généré 

par la nitruration du M50, nécessaire à la mise en place d’un modèle numérique. Suite 

à la préparation des éprouvettes pour les campagnes d’essai de fatigue de roulement en 

présence d’indents, les dimensions des empreintes laissées par l’indentation des massifs 

ont été référencées et analysées. Ces analyses ont permis dans un premier temps de 

faire la critique des modèles numériques mis en place, et dans un second temps 

d’approfondir l’analyse des modifications topographiques et mécaniques induites par la 

présence d’un indent en surface d’un massif M50. Une étude de l’amorçage de fissure à 

l’indentation a enfin été réalisée afin de mieux comprendre les mécanismes en jeu. 

III.2 Evaluation du gradient de plasticité dans le M50 Duplex 

III.2.1 Dispositif expérimental 

Les travaux de El Ghazal [ELG99] ont permis de montrer une relation quasi linéaire 

entre la micro-limite d’élasticité en profondeur et la nano-dureté en profondeur pour 

un matériau nitruré : le 30CrMoV13. Il a donc été décidé d’approximer les propriétés 

plastiques du M50 Duplex selon une méthode de mesure de la micro-dureté en 

profondeur recalée sur des valeurs connues de la limite d’élasticité à cœur du matériau. 

La mesure du profil de micro-dureté nécessite d’effectuer des essais de micro-

indentation à plusieurs profondeurs de la couche nitrurée. Pour accéder à ces points, 

Jacq [JAC01] a déterminé deux méthodes sensiblement différentes. La première consiste 

à faire des mesures sur des surfaces parallèles à la surface nitrurée, la variation de 

profondeur étant alors obtenue par enlèvement de couches (méthode M1), et la seconde 

consiste à faire des mesures sur une coupe perpendiculaire à la surface nitrurée 

(méthode M2). Les deux méthodes diffèrent notamment par les champs de contraintes 

résiduelles aux points de mesure. En effet, en suivant la méthode M1, aucune coupe 

n’est introduite, mais le profil de déformation de transformation est tronqué au fur et 
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de micro-indentation sur la coupe. Or, Jacq a conclu que cette coupe perturbait 

fortement le champ de contraintes résiduelles.  

 
Figure III-1 Présentation des deux méthodes d’accès au profil des propriétés plastiques. 

Après une étude approfondie, aboutissant sur des validations numériques, Jacq a 

montré que la méthode M2 était mieux adaptée à ce type d’essai car moins sensible à 

la relaxation des contraintes induites par l’enlèvement successif des couches en surface. 

Nous avons donc fait le choix de travailler avec cette méthode pour la caractérisation 

en sous-couche du M50 Duplex. 

a. Préparation des échantillons et gamme de polissage 

Des échantillons ont été prélevés sur un galet M50 Duplex. Les galets réalisés pour 

les campagnes d’essai sont des disques de 60 mm de diamètre et de 10 mm d’épaisseur 

et possèdent un rayon de courbure de 60 mm en surface. Seule la surface bombée du 

galet est nitrurée, selon un procédé d’application de « cache » sur les zones du galet 

non testées en fatigue de roulement. Le gradient de propriété plastique est alors orienté 

selon la profondeur sous la surface bombée. Les échantillons sont découpés à l’aide 

d’une machine de découpe Struers Discotom-2 et de disques céramique de la même 

marque. 
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Figure III-2 Schématisation de la découpe d'un échantillon et du gradient de plasticité. 

Les échantillons ainsi découpés sont ensuite référencés et enrobés afin de permettre 

un polissage de la surface de coupe. Le polissage a principalement pour but de réduire 

les contraintes résiduelles introduites par la découpe, en éliminant la zone plastifiée qui 

en résulte. Par ailleurs il permet de réduire la rugosité de la surface de découpe afin de 

permettre une meilleure répartition des contraintes lors des tests de mesures de dureté. 

Une gamme de polissage a alors été mise en place afin d’assurer une bonne qualité de 

mesure. Les paramètres utilisés pour cette gamme de polissage sont référencés dans le 

tableau Tableau III-2. 

Abrasif Dimension 

Force 

appliquée 

(N) 

Vitesse de rotation 

du porte éprouvette 

(tr.min
-1
) 

Vitesse de 

rotation du 

plateau (tr.min
-1
) 

Durée de 

polissage 

(min) 

Papier Abrasif 

(pré-polissage) 

P180 45 - 60 400 3 

P320 45 - 60 400 5 

P600 20 60 300 5 

P1200 20 - 30 200 5 

Pâte diamant 

(finition) 

3 µm 10 - 30 120 5 

1 µm 10 - 30 120 10 

0,5 µm 10 - 30 120 5 

Tableau III-1 Gamme de polissage des éprouvettes (vitesses de rotation directe). 

Gradient de propriété plastique 

Surface non masquée lors de 

la nitruration 

Surface de coupe 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés



Chapitre III 

125 

b. Machine de micro-indentation et protocole d’indentation 

La machine utilisée est une machine de dureté de marque Buehler MicroMet 5104. 

Elle est composée de 3 optiques (grossissement allant de 10X à 50X) et d’une pointe 

pyramidale en diamant de base carrée et d'angle au sommet entre faces égal à 136°, 

montés sur un pivot. Les charges applicables pour l’indentation vont de 10g à 1kg. Elle 

est reliée à un ordinateur via une caméra qui permet l’acquisition de l’image de 

l’empreinte laissée par l’indentation. L’empreinte est un carré dont les deux diagonales 

sont mesurées via un logiciel de traitement d’image OmniMet HMS (de la société 

Buehler) et la dureté est obtenue selon le rapport : 

   (III.1) 

Où F est la force appliquée (N), g la constante de gravité (m.s-2)et d la moyenne des 

deux diagonales (m). 

La norme européenne ISO 6507-1 [ISO6507] spécifie que les dimensions de 

l’empreinte doivent être supérieures à 20µm et que les indents doivent être espacés d’au 

moins 2.5 fois le diamètre moyen des indents par rapport au bord et d’au moins 3 fois 

le diamètre moyen de l’indent les uns des autres (Figure III-3) 

Une charge de 500mN a été utilisée pour l’indentation permettant alors de réaliser 

des empreintes aux dimensions de l’ordre de 10µm. Le temps d’application de la charge 

doit être supérieur à 10s. Le choix de réaliser des indents volontairement plus petits 

que les dimensions préconisées par la norme ISO 6507-1 a été nécessaire afin de réduire 

l’effet du gradient de dureté sur la forme de l’empreinte. L’utilisation d’un microscope 

couplé au logiciel de traitement d’image INFINITY ANALYZE (de la société 
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Figure III-3 Espacement nécessaire à l'indentation Vickers selon la norme ISO 6507-1. 

III.2.2 Résultats des tests de micro-dureté, évaluation du gradient de 

plasticité dans le M50 Duplex 

En tout, 295 indents ont été réalisés à différentes profondeur pour caractériser le 

gradient de dureté du M50 Duplex et 20 indents ont été réalisés sur une éprouvette 

témoin dans une zone non nitruré du galet pour caractériser le M50 trempé. Leurs 

dimensions ont été mesurées à l’aide d’un microscope. Les mesures effectuées en 

profondeur permettent de normaliser le gradient obtenu sous la surface nitrurée par la 

valeur de la dureté en profondeur HV0. Les résultats sont présentés sous forme d’une 

courbe approximée par la méthode des moindres carrés (Figure III-4). Un important 

gradient de dureté a été mis en évidence selon cette méthode. La dureté du matériau 

chute fortement selon la profondeur jusqu’à ce qu’elle se stabilise aux environs de 

250µm. Ces résultats sont en accord avec les essais de dureté sur un autre alliage, le 

M50Nil, qu’on retrouve dans la littérature (voir Figure I-24). Les mesures réalisées à 

proximité de la surface sont plus approximatives car les empreintes laissées par la 

micro-indentation près de la surface sont plus petites et s’apparentent plus à des 

losanges qu’à des carrés. En respectant une distance de 2,5d (Figure III-3) entre la 

surface et la première empreinte on s’assure que cette particularité n’est pas liée à un 

effet de surface. On peut alors considérer que le gradient de plasticité dans cette zone 

est assez élevé pour considérer cette zone inhomogène au regard des dimensions 

d’empreintes générées. 
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Figure III-4 Gradient normalisé de la dureté du M50 Duplex selon la profondeur. 

Les conclusions des travaux de El Ghazal [ELG99] ont mis en évidence un rapport 

quasi-linéaire entre l’évolution de l’ouverture micro-plastique du 32CrMoV13 nitruré 

et la dureté du matériau dans la profondeur. Ces conclusions ont été utilisées afin 

d’approximer l’évolution des propriétés élasto-plastiques du M50 Duplex. Le M50 

trempé a été caractérisé par Jacq [JAC01] suivant la loi de Voce suivante : 

1 1 exp (

avec  = 1444 MPa,  = 1,38,  = 390 et  = 0,5 32

)[ ( )]( )n
eq 0 p

0

σ σ B ε

σ B n
    (III.2) 

L’approximation du gradient de propriétés élasto-plastiques du M50 Duplex consiste 

alors à considérer l’évolution du paramètre σ0 de la loi de Voce donnée par Jacq selon 

le gradient de dureté mesuré lors des essais de micro-dureté. On admet que le paramètre 

σ0 fourni par Jacq correspond à celui qui caractérise le M50 en profondeur (zone non 

nitruré), et que les paramètres B,  et n sont constants selon la profondeur. La loi de 

Voce peut alors être réécrite de cette manière : 

,z 1 1 exp ( )[ ( )]( )n
eq z p

z 0
0

σ σ B ε

HV
σ σ

HV

   (III.3) 
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On peut conclure que la nitruration du M50 modifie significativement les propriétés 

élastiques sous la surface jusqu’à une profondeur de 200µm. Les différents travaux 

menés sur l’indentation de massifs M50, [JAC01], [TON12], ont montré que les 

modifications des propriétés mécaniques sous la surface de l’indent étaient significatives 

dans une zone allant jusqu’à une profondeur de 150µm sous la surface. Il devient donc 

primordial de considérer ce gradient de plasticité mis en évidence dans les modèles 

numériques de l’indentation du M50 Duplex. 

Cette approche, quoique simplificatrice, a permis par de rapides essais d’évaluer en 

profondeur l’évolution des propriétés élasto-plastiques du M50 Duplex nécessaires aux 

simulations numériques. Une critique de cette méthode est réalisée dans les chapitres 

suivants qui traitent de la validation du modèle numérique. 

III.3 Simulation numérique et analyse de l’indentation 

Le problème de roulement sur indent réside dans l’analyse des surcontraintes 

induites par un indent lors de son passage dans le contact. Si les dimensions de l’indent 

jouent un rôle important dans l’évolution de ces surcontraintes, la résolution du 

problème de contact ne peut se résumer qu’à la simple intégration des profils des 

empreintes laissées. En effet l’indentation de la surface introduit, en plus des 

déformations topographiques, une modification locale des caractéristiques mécaniques 

du matériau (écrouissage) et des contraintes résiduelles importantes susceptibles de 

jouer un rôle sur la fatigue de roulement en bord d’indent. 

Si les dimensions d’un indent peuvent être facilement déterminées par profilométrie, 

il est néanmoins plus difficile d’accéder à l’évaluation des contraintes résiduelles et de 

l’écrouissage local, induits par l’indentation. Il devient donc nécessaire de réaliser une  

simulation de cette indentation qui doit être validée en terme de dimensions afin 

d’assurer une bonne cohérence entre les différents paramètres étudiés. 

III.3.1 Présentation du modèle 

Afin d’évaluer les contraintes en jeu lors de la fissuration à l’indentation, un modèle 

numérique en éléments finis a été réalisé via le logiciel de simulation numérique 

ABAQUS. Au regard des symétries du problème, le test d’indentation peut être ramené 

à un modèle axisymétrique. L’indenteur est une pointe diamant sphérique de rayon Rp 

allant de 200µm à 600µm et le massif indenté est un carré de dimension 20 fois celle 

du rayon de l’indent simulé. Par exemple, les essais menés ont montré que l’indentation 
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circulaire d’un rayon de l’ordre de 100µm, et de l’ordre de 200µm pour une pointe 

600µm. 

Le modèle numérique réalisé consiste en l’application d’une charge sur une bille en 

diamant (considérée comme purement élastique) en contact avec un massif M50 nitruré 

ou non nitruré. Les travaux menés par Jacq ont montré que pour ce type de modèle, 

un coefficient de frottement de 10% permettait d’avoir un modèle réaliste. Les 

propriétés mécaniques des matériaux sont présentées ci-après : 

Matériau Elastique Plastique 

Diamant E = 1140 GPa - ν = 0,07 Ø 

M50 trempé E = 210 GPa - ν = 0,3 
Loi de Voce donnée par 

l’équation (III.2) 

M50 Duplex E = 219 GPa - ν = 0,3 
Loi de Voce donnée par 

l’équation (III.3) 

Coefficient de 

frottement 
10% 

Tableau III-2 Récapitulatif des propriétés mécaniques des matériaux utilisées pour la 

modélisation. 

Afin de reproduire le gradient de plasticité, le M50 Duplex a été modélisé en sous-

couche par une succession de 125 couches de 2µm (Figure III-5). Ces couches présentent 

chacune un comportement plastique correspondant à la loi de Voce définie selon la 

profondeur à la section III.2.2 de ce présent chapitre. Chaque couche présente donc un 

comportement plastique différent induit par la variation du paramètre σz de l’équation 

(III.3); les paramètres B, θ, et n de cette loi étant considérés constants dans toute la 

profondeur. 

 
Figure III-5 Présentation du modèle numérique. 
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Enfin, comme il a été présenté dans la section I.3.3, un gradient de précontraintes a 

été mis en place afin de prendre en compte les effets liés à la nitruration du M50 et 

l’usinage des galets. De la même manière chaque couche de matériau définie pour le 

gradient de plasticité est chargée en précontraintes de compression dans les directions 

1 et 2 du modèle (radiale et orthoradiale). Ce gradient de précontraintes suit la 

tendance donnée en Figure III-6. Les données propres au matériau étudié ont été 

fournies par l’industriel mais ne peuvent figurer dans ce mémoire pour des raisons de 

confidentialité. 

.  

Figure III-6 Profil des contraintes résiduelles dans un massif M50 Duplex et M50 NiL après 

double traîtement chimique [OOI12]. 

III.3.2 Validation numérique des modèles 

Les différents travaux menés sur le contact de roulement indenté ont montré que les 

mécanismes d’endommagement sont largement pilotés par la forme du bourrelet des 

indents. Le bourrelet est directement responsable des surpressions présentes dans le 

contact et il est donc pertinent de représenter le plus précisément possible, dans les 

modèles numériques, le profil de l’indent en termes de position et de forme du bourrelet. 

Comme l’a montré Jacq, le coefficient de frottement influe directement sur la hauteur 

du bourrelet. Les profils des indents 200-20, pour le M50 trempé, et 200-40, pour le 

M50 Duplex, ont été mesurés par profilométrie et une étude paramétrique sur le 

coefficient de frottement a permis de recaler plus précisément les modèles. On montre 

alors que pour le M50 trempé un coefficient de frottement de 0,08 permet d’approximer 

au mieux le profil de l’indent 200-20, tandis que l’indent 200-40 pour le M50 trempé 

est mieux représenté par le modèle numérique réalisé avec un coefficient de frottement 

de 0,04 (voir Figure III-7). 
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Indent 200-20 sur massif M50 trempé 

 
Indent 200-40 sur massif M50 Duplex 

Figure III-7 Influence du coefficient de frottement sur le bourrelet de l'indent simulé et 

comparaison au profil mesuré. 

La Figure III-8 nous montre que les modèles validés selon la forme du bourrelet sont 

également validés selon le rayon d’indent. On remarque que la profondeur de l’indent 

simulé est légèrement surestimée, mais les précédents travaux menés sur la simulation 

du roulement sur indent ont montré que cette variation influençait peu les résultats 

numériques de roulement sur indent. 
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Indent 200-20 sur massif M50 trempé 

Indent 200-40 sur massif M50 Duplex 

Figure III-8 Comparaison des profils de l’indent simulé et de l’indent mesuré. 

Dans un second temps, suite à l’indentation des galets qui ont servi pour les essais 

de fatigue de roulement en présence d’indent, présentés au chapitre II, les rayons de 

ces indents ont été mesurés à l’aide d’un microscope couplé à une caméra et un logiciel 

d’acquisition d’image. Cette méthode a permis de récupérer le rayon de tous les indents 

selon une appréciation du contraste entre la surface du massif et le fond d’indent. Le 

rayon Rmes observé est donc situé entre le rayon de l’indent au sommet du bourrelet 

Rb et le rayon standard R0 qui est mesuré au niveau de la surface du massif (voir Figure 
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néanmoins des limites, en effet l’éclairage ou le positionnement de l’indent sous le 

microscope vont directement impacter sur le contraste en bord d’indent. En outre 

certaines empreintes sont si légères qu’il est nécessaire de dévier la lumière pour les 

faire ressortir (Figure III-10). Les résultats de ces mesures sont présentés Figure III-11 

et adimensionnés au rayon mesurés Rmes.. 

La préparation des éprouvettes représente une banque de données considérable car 

chaque type d’indent a été reproduit au minimum 20 fois et jusque 40 fois pour les plus 

étudiés. 

  

Figure III-9 Comparaison des types de mesures des dimensions de l’indent 200-40 sur M50 

Duplex. 

 
Figure III-10 Mesure d'empreinte légère de l’indent 600-50 mise en évidence par orientation 

de la lumière. 
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Figure III-11 Evaluation des rayons d'indent simulés adimensionnés par le rayon mesuré sur 

M50 Duplex. 

On remarque que les rayons des indents à la surface, R0, et les rayons des indents 

au niveau du bourrelet Rb sont assez proches des rayons mesurés Rmes avec un rapport 

compris entre 0,8 et 1,2 pour la majorité des indents réalisés. Cependant le rayon 

mesuré est situé au niveau d’une zone de contraste, donc dans une zone où l’angle avec 

la surface est assez faible pour renvoyer autant de lumière que la surface elle-même. 

Cela se traduit par une zone où la pente du profil se stabilise, donc lorsque la dérivée 
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pu alors prédire cette valeur grâce au profil d’indent validé par profilométrie et 

appliquer cette méthode d’évaluation aux différents indents mesurés. Les résultats sont 

présentés par la courbe Reval de la Figure III-11. 

 
Figure III-12 Evaluation de Reval pour un profil d’indent donné. 

Au regard des approximations faites sur le gradient de plasticité du modèle, sur 

l’évaluation des rayons des modèles d’indent ou encore sur les mesures microscopiques 
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permet de valider les modèles numériques pour les charges d’indentation les plus 

élevées. 

Des observations identiques ont été réalisées pour le M50 trempé. Les différentes 

observations réalisées permettent de valider les modèles d’indentation numériques 

réalisés. En outre les méthodes mises en place et les approximations réalisées pour 

déterminer le gradient de propriété plastique dans le M50 Duplex donnent de bons 

résultats, et sont un moyen rapide de réaliser des modèles numériques qualitatifs. 

III.3.3 Dimensions d’indent, taux d’écrouissage et contraintes 

résiduelles  

Les validations des modèles d’indentation nous permettent d’estimer le taux 

d’écrouissage ainsi que les contraintes résiduelles induites par l’indentation d’un massif, 

fautes de pouvoir les mesurer directement. En outre elles nous ont permis d’évaluer les 

dimensions des indents qui n’ont pas été passés au profilomètre, comme la hauteur du 

bourrelet ou le rayon à la surface R0. Ces observations permettent également de 

comparer l’effet de l’indentation sur le M50 Duplex et le M50 trempé. Dans un premier 

temps ces mécanismes ont été comparés en termes de dimensions d’empreintes laissées 

sur les massifs, puis le taux d’écrouissage et enfin les contraintes résiduelles ont été 

étudiées pour chaque type de massif. 

a. Dimensions d’indent 

La hauteur des bourrelets d’indent et les rayons d’indent à la surface ont été dans 

un premier temps comparés sur la Figure III-13. Quelle que soit la pointe utilisée pour 

l’indentation, on remarque qu’à charge égale, un indent réalisé sur le M50 Duplex a un 

rayon compris entre 80% et 90% de celui réalisé sur le M50 trempé, pour des charges 

d’indentation inférieures à 60 daN, et que plus la charge appliquée est grande plus 

l’écart entre les rayons des indents sur massif nitruré et ceux des indents sur massif 

non nitruré est faible, voire nul. La hauteur des bourrelets obtenus par l’indentation 
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Figure III-13 Dimensions d'indent sur M50 Duplex rapportées à celles d’indent sur M50 

trempé - Rapport du rayon d’indent R0 à la surface (haut) et rapport de la hauteur du 

bourrelet hb (bas). 

Ces observations montrent alors que l’intégration d’éléments nitrurés dans le 

roulement permet de réduire considérablement les dimensions des empreintes dues à 

l’ingestion d’une particule dure dans le roulement, notamment au niveau des bourrelets, 

dont la hauteur est 2 à 4 fois plus faible en présence d’un massif nitruré. Néanmoins 

une analyse de l’écrouissage et des contraintes résiduelles liées à l’indentation du massif 

nitruré est nécessaire pour conclure de la criticité des indents, car si le bourrelet est 

plus faible, il est également plus dur. 

Dans le cas du massif non nitruré, des observations exceptionnelles ont été réalisées 

sur les dimensions des indents simulés. Figure III-14, on note que les dimensions des 

indents - rayon à la surface R0 et hauteur de bourrelet hb - peuvent être reliées à la 

charge d’indentation selon une fonction puissance dont les paramètres sont données 

dans le tableau Tableau III-3. 
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Figure III-14 Rayon d'indent et hauteur de bourrelet adimensionnés aux rayons des pointes 

et fonction puissance identifiée pour l’indentation du massif non nitruré. 

  Pointe 

 fonction identifiée 200 µm 400 µm 600 µm 

Rayon à la 

surface R0

a
0

p

R F F
K

R 1daN 
 
K = 1.114E-1 

a = 0.4268 

K = 6.14E-2 

a = 0.4273 

K = 4.36E-2 

a = 0.425 

Hauteur du 

bourrelet hb

a
b

p

h F F
K

R 1daN 
 
K = 1.516E-4 

a = 1.2523 
K = 3.35E-5 

a = 1.1704 

K = 2.15E-5 

a = 1.1393 

Tableau III-3 Paramètres des fonctions puissances et affines identifiées pour l’approximation 

des dimensions d’indent en fonction de la charge appliquée (exprimée en daN) - M50 trempé. 

Ces tendances ont également été observées pour l’indentation du massif nitruré. On 

note cependant une différence pour la hauteur du bourrelet qui semble plutôt suivre 

une fonction affine à partir d’une certaine charge d’indentation comme le montre la 
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Figure III-15. Les paramètres des différentes fonctions sont présentés dans le tableau 

Tableau III-4. 

  Pointe 

 fonction identifiée 200 µm 400 µm 600 µm 

Rayon à la 

surface R0

a
0

p

R F F
K

R 1daN 
 
K = 1.114E-1 

a = 0.4268 

K = 6.14E-2 

a = 0.4273 

K = 4.36E-2 

a = 0.425 

Hauteur du 

bourrelet 

hb 

F < 20
a

b

p

h F F
K

R 1daN

daN

 
K = 6.072E-5 

a = 1.2409 
K = 2.00E-6 

a = 1.8989 

K = 3.1E-7 

a = 2.1045 

F > 20daN

b
1 2

p

h F F
C C

R 1daN

 

 
C1 = 1.54E

-5 

C2 =-5.54E
-5 

C1 = 1.30E
-6 

C2 =3.35E
-5 

C1 = 1.54E
-7 

C2 =4.33E
-6 

Tableau III-4 Paramètres des fonctions puissances et affines identifiées pour l’approximation 

des dimensions d’indent en fonction de la charge appliquée F (exprimée en daN) - M50 

Duplex. 

Ces observations permettent de mettre en place une méthode d’approximation pour 

rapidement estimer les dimensions d’une empreinte laissée par l’indentation à partir 

d’un
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Figure III-15 Rayon d'indent et hauteur de bourrelet adimensionnés aux rayons des pointes 

et fonction puissance et affine identifiée pour l’indentation du massif nitruré. 
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b. Taux d’écrouissage 

Comme dans la section précédente, nous avons pu évaluer l’évolution de la 

déformation plastique cumulée maximale, noté PEEQmax, en fonction de la charge 

appliquée par des fonctions puissances et affines dont les paramètres sont donnés dans 

les tableaux Tableau III-5 et Tableau III-6. 

 Pointe 

fonction identifiée 200 µm 400 µm 600 µm 

aF
PEEQ F Kmax

% 1daN
 

F < 15daN 

K = 2,9342 

a = 0,7073 

K = 1,3486 

a = 0,6341 

K = 0,8298 

a = 0,6244 

1 2
F

PEEQ F C Cmax
% 1daN

 
F > 15daN 

C1 = 1,6271 

C2 = -3,9319 

  

Tableau III-5 Paramètres des fonctions puissances et affines identifiées pour l’approximation 

du maximum de la déformation plastique cumulée en fonction de la charge appliquée F 

(exprimée en daN) - M50 trempé 

 Pointe 

fonction identifiée 200 µm 400 µm 600 µm 

aF
PEEQ F Kmax

% 1daN
 

F < 20daN 

K = 1,6558 

a = 0,689 

F < 20daN 

K = 0,206 

a = 0,8738 

F < 30daN 

K = 0,206 

a = 0,8738 

1 2
F

PEEQ F C Cmax
% 1daN

 
F > 20daN 

C1 = 0,4826 

C2 = 2,8676 

F > 20daN 

C1 = 0,1476 

C2 = 2,1893 

F > 30daN 

C1 = 0,0811 

C2 = 1,3888 

Tableau III-6 Paramètres des fonctions puissances et affines identifiées pour l’approximation 

du maximum de la déformation plastique cumulée en fonction de la charge appliquée F 

(exprimée en daN) - M50 Duplex. 

Il a été constaté que pour le M50 trempé, dans les gammes de charges étudiées, la 

déformation plastique cumulée pouvait atteindre au maximum 45% pour l’indentation 

par une pointe 200µm sous une charge de 30 daN, et 20% pour les deux autres pointes 

sous des charges allant jusque 100 daN. Le M50 Duplex présente une déformation 

plastique cumulée maximale nettement inférieure, comprise entre 20% et 60% de celle 

observée pour le M50 trempé en condition d’indentation équivalente. 

La zone concernée par les déformations plastiques ne dépasse pas une profondeur de 

350µm dans tous les cas, et de 250µm dans la majorité des cas. On observe également 

que la zone de déformatio
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la charge et la pointe utilisée pour le modèle d’indentation. Dans le cas du M50 Duplex 

on observe que cette zone peut se scinder de manière inhomogène en deux positions 

différentes - comme il est le cas pour l’indent 600-100 par exemple Figure III-17. Cette 

dernière observation est à relier avec le caractère inhomogène des propriétés plastiques 

du matériau dans cette zone. 

 
Indent 200-30 

 
Indent 400-50 

 
Indent 600-10 

 
Indent 600-100 

Figure III-16 Déformation plastique cumulée introduite lors de l'indentation du M50 trempé. 
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Indent 200-30 

 
Indent 200-50 

 
Indent 400-62,5 

 
Indent 600-100 

Figure III-17 Déformation plastique cumulée introduite lors de l'indentation du M50 Duplex 

Sur la Figure III-16 et la Figure III-17  la profondeur z est la profondeur sous la 

surface déformée (en µm) et la position radiale r est normalisée par le rayon de l’indent 

à la surface R0.  

Les déformations plastiques cumulées sont définie en pourcentage. On observe que 

leur valeur maximale se situe plutôt en profondeur sous le centre du contact pour des 

charges d’indentation faible introduisant un niveau de déformation plastique cumulée 

inférieur à 4% (indent 600-10); et lorsque la charge d’indentation augmente, elle se 

déplace jusqu’à atteindre une zone située en surface au niveau du rayon d’indent 

lorsque le niveau de déformation introduit dépasse 20%. 

L’évolution de la profondeur et de la position radiale, adimensionnées du PEEQmax 

a été représentée dans les deux cas d’indentation de M50 Duplex et trempé sur la 

Figure III-18 et la Figure III-19. On observe assez clairement dans le cas du M50 trempé 

que la valeur de la déformation plastique cumulée maximale permet de définir à elle 

seule sa position sous l’indent, quelle que soit la pointe d’indentation utilisée. Ainsi les 

lois qui ont été définies à la section précédente permettent par un calcul simple 

d’approximer la valeur de la déformation plastique maximale pour l’indentation du 

M50 trempé et la courbe présentée Figure III-18 permet alors d’évaluer sa position sous 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
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l’indent. Ce phénomène n’a pas été observé pour le cas du M50 Duplex. On observe 

cependant qu’à taux d’écrouissage maximal équivalent, la zone impactée par 

l’indentation du M50 Duplex est jusqu’à 2 fois plus profonde que celle du M50 trempé.  

 

Figure III-18 Evolution du maximum de la déformation plastique cumulée, en profondeur et 

selon sa position radiale pour l’indentation d’un massif non nitruré. 
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Figure III-19 Evolution du maximum de la déformation plastique cumulée, en profondeur et 

selon sa position radiale pour l’indentation d’un massif nitruré. 

c. Contraintes résiduelles 

La contrainte équivalente de Von Mises pour les contraintes résiduelles à la fin de 

l’indentation a été représentée pour les indents 200-30 et 600-50 des deux massifs en 

Figure III-20.  

On note qu’à charge et pointe équivalentes les niveaux des contraintes résiduelles 

sont jusqu’à 1,5 fois supérieur pour l’indentation du M50 Duplex, et sont 

particulièrement élevés pour les indents de pointe de 200 µm de rayon - jusque 4000 

MPa. Ces contraintes sont maximales au niveau du bourrelet des indents et sont 

d’autant plus exclusivement concentrées dans cette zone pour le massif nitruré. On 

observe enfin que, contrairement aux niveaux de déformation plastique, les niveaux de 

contrainte résiduelle sont encore très importants à une distance R0 du bord de l’indent, 

compris entre 1000 et 2000 MPa. 

Les niveaux très élevés de contraintes introduits dans l’indentation du M50 Duplex 

sont des éléments de réponse dans la compréhension des mécanismes de la fissuration 

en bord d’indent. Une analyse plus détaillée du tenseur des contraintes est réalisée dans 

la section suivante. 
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M50 trempé : indent 200-30 

 
M50 trempé : indent 600-50 

 
M50 Duplex : indent 200-30 

 
M50 Duplex : indent 600-50 

Figure III-20 Contrainte équivalente de Von Mises introduite par l’indentation des deux 

massifs. 

III.3.4 Bilan 

Les simulations numériques de l’indentation des massifs nitrurés et non nitrurés ont 

permis de mieux appréhender les risques d’endommagement liés au passage d’un corps 

roulant sur un indent. 

Après validation des modèles, des fonctions analytiques ont pu être mises en place 

pour l’approximation des dimensions d’indent et des niveaux maximaux de 

déformations plastiques cumulées en fonction des pointes et des charges d’indentation. 

Des différences notables ont été observées entre les deux massifs indentés. Les 

niveaux de déformation plastique et les dimensions des indents, notamment la hauteur 

des bourrelets qui est un paramètre déterminant dans les mécanismes 

d’endommagement, ont été évaluées comme étant moins critiques pour l’indentation 

du massif nitruré et corroborent le fait que le M50 Duplex est plus résistant à la fatigue 

de roulement pour des indents équivalents, comme observé au chapitre II. Cependant, 
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au regard des premières analyses faites sur les niveaux de contrainte, on comprend que 

ce matériau est beaucoup plus sensible à l’endommagement lors de l’indentation. 

Il semble alors primordial d’étudier ce phénomène pour prévenir les avaries 

susceptibles de se produire lors de l’ingestion de particules dans le contact. Les modèles 

numériques réalisés sur l’indentation du M50 Duplex vont donc nous permettre 

d’évaluer la ténacité du matériau à l’indentation.  

III.4 Amorçage de fissures à l’indentation du M50 Duplex 

La préparation des éprouvettes M50 Duplex a révélé sa tendance à la fissuration lors 

de l’indentation. Ces fissures témoignent du caractère fragile du M50 Duplex. Une 

étude a été menée sur l’amorçage de ces fissures et une analyse des résultats numériques 

a été proposée afin de mieux comprendre les mécanismes en jeu. 

III.4.1 Exploitation d’un test d’indentation initiant une fissure en bord 

d’indent 

Une première série d’essais a été réalisée sur des éprouvettes prélevées sur un rebus 

de M50 Duplex difficilement traçable. S’il est évident que ces essais ne sont pas 

exploitables en termes de caractérisation du matériau, ils permettent néanmoins de 

mettre en évidence le caractère fragile du M50 Duplex en initiant des fissures radiales 

et circulaires en bord d’indent, comme présenté sur la Figure III-21. 

  
Figure III-21 Fissuration radiale et circulaire survenue lors de l'indentation de rebus de M50 

Duplex. 

Les fissures concentriques, qui s’apparentent fortement à des cônes de Hertz, sont 

typiques de celles observées lors d’essais semblables sur des matériaux fragiles, tels que 

les céramiques [AZE15]. Il a été montré dans la littérature que ces fissures sont le 

résultat de surcontraintes de traction présentes en bord de contact au moment de 
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l’augmentation de la charge de l’indenteur. Ce type de fissures apparaît lorsque la 

limite à la rupture en traction du matériau est atteinte. Les clichés pris après 

l’indentation de ces éprouvettes montrent des fissures radiales déviées par les fissures 

concentriques (voir Figure III-22). Ce phénomène implique que la fissuration radiale 

liée à l’indentation est postérieure à la fissuration concentrique. D’autant que plusieurs 

fissures concentriques sont observables sous le bord des indents (voir Figure III-22), 

alors que les fissures radiales ne sont observables qu’au niveau du bourrelet de l’indent. 

Il semble alors que la fissuration radiale est un phénomène qui se produit plutôt lors 

de la décharge de l’indenteur alors que les fissures concentriques apparaissent au cours 

du chargement. La validation de ces hypothèses a fait l’objet de l’étude menée à la 

section III.4.2. 

  
Figure III-22 Fissures circulaires ayant dévié une fissure radiale (a) et présentes en fond 

d'indent (b). 

L’indentation de galets en M50 Duplex pour la préparation des essais de roulement 

sur indent fissuré, présentée en section II.5.2, a permis, dans un second temps, d’accéder 

à une meilleure évaluation des limites du matériau. En tout 20 à 35 indents ont été 

réalisés pour chaque charge (allant de 10 à 40 daN pour les pointes 200µm de rayon, 

et de 30 à 100 daN pour les pointes de 600µm de rayon), représentant un total de 75 

indents pour la pointe 200µm, à 140 pour la pointe 400µm. Seul des fissures radiales 

ont pu être observées dans les gammes de charge d’indentation étudiées, et uniquement 

pour les indents réalisés à partir d’une pointe 200µm pour des charges allant de 20 à 

40daN. 

Pour l’indentation par une pointe de 200µm de rayon, 12 des 21 indents réalisés sous 

un chargement de 40 daN ont fissuré ; ce ratio descend à 7 pour 21  sous un chargement 

de 30 daN et seulement 1 indent sur 27 a fissuré sous un chargement de 20 daN. On 

peut alors considérer qu’avec respectivement 33% et 50% des cas fissurant, les indents 

a) b)
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200-30 et 200-40 sont de bons indicateurs de la limite à la rupture du M50 Duplex. Ces 

différents résultats sont récapitulés dans le Tableau III-7. 

Pointe 

d’indentation 

Charge évaluée 

(daN) 

Total 

d’indents 
Indents fissurés 

200 10 - 40 75 

200-20 : 1/27 

200-30 : 7/21 

200-40 : 12 / 21 

400 20 - 62,5 140 Ø 

600 30 - 100 124 Ø 

Tableau III-7 Récapitulatif des indents réalisés sur massif nitruré et cas fissurant. 

III.4.2 Analyse des contraintes 

Si les tests réalisés sur l’indentation d’un galet M50 Duplex permettent d’évaluer les 

couples pointe d’indentation / charge appliquée susceptibles d’initier une fissure en 

bord d’indent, ils ne permettent cependant pas de comprendre à quel moment celle-ci 

a été créée et quelle était la contrainte appliquée initiant cette fissuration. 

Les modèles numériques présentés dans la section précédente étant axisymétriques, 

les analyses ont été faites en coordonnées polaires. 

Lors de l’application de la charge les contraintes vont s’intensifier dans différentes 

zones du massif indenté. En considérant les symétries de la sollicitation, des fissures 

peuvent être la conséquence de la rupture du matériau selon deux composantes du 

tenseur des contraintes : la composante orthoradiale tendra à ouvrir des fissures 

radiales, tandis que la composante radiale est susceptible d’ouvrir des fissures 

circulaires. Ces mécanismes sont schématisés en Figure III-23. 

L’analyse de la contrainte orthoradiale permettra dans un premier temps de définir 

un niveau de contrainte limite avant l’initiation de fissures. L’analyse de la contrainte 

radiale permettra alors d’assurer que cette limite est conforme au fait qu’aucune fissure 

circulaire n’a été observée durant l’indentation des éprouvettes nitrurées.
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Figure III-23 Mécanisme de la fissuration en bord d’indent. 

a. Analyse de la contrainte orthoradiale σ 

Les modèles numériques ont permis de constater que les niveaux de contrainte 

orthoradiale restaient assez faibles durant le chargement de la pointe et devenaient 

maximaux à la fin de la décharge de la pointe. Durant le chargement ces contraintes 

sont essentiellement compressives dans tout le massif, sauf en surface au bord du 

contact où elles sont en traction. 

Les contraintes résiduelles liées à l’indentation d’un massif nitruré sont représentées 

en Figure III-24. Elles sont principalement positives dans une zone qui entoure l’indent 

et atteignent leur maximum en surface au niveau du bourrelet, ce qui est susceptible 

d’ouvrir une fissure radiale dans cette zone lors du retrait de la pointe d’indentation; 

et restent globalement négatives sous l’indent. On remarque que les niveaux atteints 

par l’indentation par une pointe de 200µm de rayon sont nettement supérieurs à ceux 

atteints par l’indentation des autres pointes. 
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Indent 200-30 

 
Indent 200-40 

 
Indent 400-62,5 

 
Indent 600-100 

Figure III-24 Contrainte résiduelle orthoradiale σ après indentation d'un massif nitruré. 

Pour chaque pointe, l’évolution de cette contrainte au nœud où elle est maximale 

après indentation a été tracée sur la Figure III-26. Ce nœud se situe généralement en 

surface au niveau du bourrelet de l’indent (voir Figure III-25). On remarque que le 

maximum atteint en fin de chargement augmente avec la charge appliquée. L’indent 

200-30 génère des contraintes orthoradiales atteignant un maximum de 3500 MPa 

tandis que l’indent 200-20 (lequel a exceptionnellement fissuré durant les essais 

d’indentation)  génère des contraintes ne dépassant pas 2700 MPa. Au regard du 

rapport important d’indents fissurés par indents réalisés pour l’indent 200-30, il a été 

admis que la contrainte limite en traction responsable de l’initiation de fissure en bord 

d’indent se situe entre 2700 MPa et 3500 MPa, et constituera une référence dans la 

suite de l’étude. On note enfin que les niveaux de contrainte orthoradiale pour les deux 

autres indenteurs sphériques restent bien inférieurs à 2700 MPa, ce qui explique 

pourquoi aucune fissure radiale n’a été décelée lors de l’indentation du massif nitruré 

par ces pointes. 

Compression Compression 

Compression Compression
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Figure III-25 Localisation du noeud où la contrainte orthoradiale est maximale à la fin de la 

décharge de l’indenteur pour l’indent 200-40. 

Enfin ces observations permettent de définir l’instant de la fissuration radiale qui se 

situe plutôt à la fin de la décharge de l’indenteur et corroborent ainsi les observations 

faites à la section III.4.1.  

 

25 µm 
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Figure III-26 Trajet de chargement adimensionné par le chargement maximum de la 

contrainte orthoradiale σ au noeud où elle est maximale à la fin de la décharge. 
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b. Analyse de la contrainte de cisaillement σrz 

On remarque tout d’abord, Figure  III-27, que les contraintes résiduelles de 

cisaillement dues à l’indentation d’un massif nitruré atteignent au maximum 3400MPa 

pour l’indenteur de 200µm de rayon, à la fin du chargement de l’indenteur, et se 

concentrent en surface en sortie de contact. Lors de la décharge elles diminuent pour 

atteindre un minimum de -1200MPa à une profondeur d’environ 15µm. Le niveau des 

contraintes résiduelles de cisaillement n’est pas suffisant pour que la limite à rupture 

du matériau soit dépassée lors de la décharge. En revanche lors du chargement ces 

contraintes dépassent des niveaux importants qui pourraient être à l’origine de 

l’initiation d’une fissure. 

Les essais d’indentation sur M50 Duplex ont montré que la fissuration radiale était 

un phénomène qui se produisait plutôt à la décharge, et il semble plus cohérent que les 

fissures observées soient initiées en surface plutôt qu’en profondeur. Ces observations 

discréditent donc fortement l’hypothèse que ces contraintes soient à l’origine des 

fissures radiales initiées durant l’indentation. 

 
Indent 200-30 

 
Indent 200-40 

 
Indent 200-30 

 
Indent 200-40 

Figure  III-27 Contrainte de cisaillement σrz en fin de chargement de l’indenteur (haut), et 

résiduelle après l'indentation (bas) d'un massif nitruré. 

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés



Chapitre III 

155 

c. Analyse de la contrainte radiale σrr 

Contrairement aux contraintes orthoradiales, les contraintes radiales tendent à 

augmenter durant le chargement dans une zone située juste en sortie de contact, puis 

diminuent durant la décharge. Les niveaux de contrainte à la fin du chargement, 

lorsque la pointe d’indentation est encore appliquée, sont présentés en Figure III-28. 

De même l’évolution de la contrainte radiale, au nœud où elle est maximale à la fin 

du chargement, est présentée pour chaque pointe d’indentation en Figure III-31. La 

position de ce nœud dépend de la charge d’indentation appliquée et est repérée dans 

une zone située juste après la sortie de contact (voir Figure III-29). 

 
Indent 200-30 

 
Indent 200-40 

 
Indent 400-62,5 

 
Indent 600-100 

Figure III-28 Etat des contraintes radiales σrr pour l'indentation d'un massif nitruré à la fin 

du chargement de la pointe d’indentation. 
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Figure III-29 Localisation du noeud où la contrainte radiale σrr est maximale à la fin du 

chargement de l’indenteur sphérique pour l’indent 200-40. 

On remarque que pour les indents réalisés à partir d’une pointe 200µm, toutes les 

charges étudiées génèrent des contraintes inférieures à la limite à initiation de fissure 

déterminée à la section précédente, ce qui est en accord avec le fait qu’aucun indent 

réalisé sur les galets nitrurés n’a généré de fissure circulaire. Aussi pour des charges 

allant de 10 à 30daN le maximum global de la contrainte radiale augmente et diminue 

à partir de 40daN. Ceci semble être lié au fait qu’à partir de 40daN la zone impactée 

par l’indentation est plus profonde, là où la limite d’élasticité est plus faible. Ainsi les 

déformations plastiques se concentrent davantage sous l’indent ce qui a pour effet de 

réduire le niveau de contrainte résiduelle au niveau du bourrelet. 

En revanche pour les pointes 400µm et 600µm, cette limite est atteinte pour les 

charges étudiées les plus importantes, que ce soit en cours de chargement ou de 

déchargement (voir Figure III-31). Et même après indentation, les contraintes radiales 

résiduelles sont encore supérieures à 3500MPa pour l’indent 600-100. 

Si l’on compare les niveaux de contrainte résiduelle pour la contrainte orthoradiale 

(voir Figure III-24) et pour la contrainte radiale (voir Figure III-30), on remarque que 

les surcontraintes pour la contrainte radiale se concentrent essentiellement en surface, 

alors que pour la contrainte orthoradiale, elles s’homogénéisent sous la surface jusqu’à 

une profondeur d’environ 50µm. Cette observation reste valable quel que soit l’instant 

de chargement. Hors il a été admis au paragraphe III.2 de ce présent chapitre, que la 

méthode utilisée pour caractériser le gradient de plasticité de notre matériau n’est pas 

qualitative en surface. Les niveaux de contrainte radiale obtenus par les modèles 

numériques sont alors beaucoup plus sensibles aux erreurs d’approximation dans cette 

zone et auront pu être plus largement surestimés. 

25 µm 
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On remarque néanmoins que les niveaux importants de la contrainte radiale atteints 

lors du chargement de la pointe corroborent la présence de fissures circulaires en fond 

d’indent comme il a été observé à la section III.4.1 sur les éprouvettes mises au rebus. 

 
Indent 400-62,5 

 
Indent 600-100 

Figure III-30 Contrainte résiduelle radiale σrr pour l'indentation d'un massif nitruré. 

Compression Compression
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Figure III-31 Trajet de chargement adimensionné par le chargement maximum de la 

contrainte radiale σrr au noeud où elle est maximale à la fin du chargement de l’indenteur. 
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III.5 Conclusion 

Nous nous sommes intéressés à l’évaluation des propriétés mécaniques du M50 

Duplex. Ces propriétés jouent un rôle essentiel dans la fatigue de roulement et les 

contraintes résiduelles d’indentation. 

Une méthode d’évaluation du gradient de plasticité dans le M50 Duplex a été mise 

au point en se basant sur les observations faites par El Ghazal sur le 32CrMoV13. Cette 

méthode nous a permis d’approximer une loi de Voce qui décrit les propriétés plastiques 

du matériau en profondeur, proportionnellement au gradient de dureté mesuré et 

présenté en Figure III-4

0,352
,z 1+1,38 1 exp (390 )

1444

[ ( )]( )eq z p

z
z

0

σ σ ε

HV
σ

HV

. 

 

Les contraintes résiduelles et l’écrouissage liés à l’indentation des matériaux étant 

difficilement évaluables, des modèles d’indentation ont été mis en place et une 

validation à partir de mesures expérimentales a été réalisée. La méthode utilisée pour 

la caractérisation du gradient de plasticité paraît adaptée pour décrire un état global 

de la matière, mais des difficultés subsistent pour décrire précisément son 

comportement près de la surface. 

Des lois analytiques ont été établies pour approximer les caractéristiques pratiques 

liées à l’indentation, telles que certaines dimensions de l’indent ou la déformation 

plastique cumulée maximale. 

Une analyse des contraintes résiduelles a permis de mieux comprendre les 

mécanismes de fissuration orientés par l’indentation des massifs nitrurés et a permis de 

donner une première appréciation de la limite à rupture du matériau en surface qui 

doit se situer entre 2700 MPa et 3500 MPa.  
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Ces modèles numériques nous ont alors permis de réaliser une étude numérique du 

roulement sur indent présentée dans le chapitre ci-après. 
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IV.1 Introduction 

La fatigue de roulement en présence d’indent est un phénomène complexe qui 

nécessite une analyse numérique pour être étudiée en détail. Dans les chapitres 

précédents, nous avons pu étudier de manière expérimentale la fatigue de roulement 

au voisinage d’indent, lesquels ont fait l’objet d’une étude numérique approfondie, et 

des lois de comportement pour les matériaux étudiés ont été évaluées et critiquées. 

Nous avons alors tous les outils nécessaires à la mise en place de modèles numériques 

pour la simulation de la fatigue de roulement en présence d’indent. 

L’objectif de ce chapitre est de mettre en place un critère permettant de prédire 

l’endommagement au voisinage d’indent. Pour cela il faut d’abord évaluer les 

sollicitations que subit un indent lors de son passage dans un contact roulant. Aussi 

nous devons considérer que les premiers cycles de roulement sont en général une phase 

durant laquelle la géométrie de l’indent va être modifiée : les surpressions en bord 

d’indent vont générer un écrouissage local qui va réorganiser le champ de contrainte 

au voisinage de cet indent. 

Il convient alors de considérer deux phases lors du roulement : une première, 

couramment appelée phase de rodage, qui décrit les modifications physiques de l’indent 

dans les premiers cycles de passage de la charge, et une seconde phase, couramment 

appelée phase de fatigue, qui décrit les sollicitations subies par cet indent rodé tout au 

long d’un essai de fatigue de roulement. 

La simulation numérique de la fatigue de roulement se décompose alors en trois 

phases présentées en Figure IV-1. 

 
Figure IV-1 Schématisation du processus de simulation numérique de la fatigue de roulement 

et de la prédiction de l’endommagement. 
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IV.2 Présentation du modèle semi-analytique 

Dans cette étude nous avons choisi d’utiliser le programme de simulation semi-

analytique ISAAC® développé au laboratoire LaMCoS de l’INSA de Lyon. Il repose 

sur la théorie de Hertz pour le calcul analytique des pressions de contact et emploie 

des algorithmes FFT pour calculer les contraintes et les déplacements en surface. Ces 

spécificités en font un outil rapide pour la simulation 3D du contact élastoplastique. 

De nombreux travaux ont montré son efficacité et sa précision pour la simulation du 

contact élastique, élastoplastique ou en présence d’inclusions [JAC02], [ANT04], 

[BOU07], [CHA11], [KOU15] et [AMU16]. 

Cet outil permet d’évaluer en trois dimensions les pressions de contact, les champs 

de contraintes ainsi que les déformations induites par le contact (normal et tangentiel) 

de surfaces sphériques, cylindriques, elliptiques, planes, voire de géométrie quelconque 

par la donnée initiale d’un fichier représentant cette géométrie. Il permet également de 

prendre en compte la présence de déformations ou de contraintes initiales, ou encore 

d’inclusions sous la surface du massif. 

IV.2.1 Présentation du modèle de roulement sur indent 

La mise en place d’un modèle de roulement sur indent se résume en la donnée de X 

paramètres : 

 les dimensions des surfaces en contact ; 

 les matériaux en contact ; 

 les conditions de glissement dans le contact ; 

 l’indent et ses caractéristiques (géométrie, déformations, contraintes 

résiduelles, etc.) ; 

 les charges normales et les déplacements tangentiels des corps en roulement. 

Les différents modèles qui ont été mis en place tendent à reproduire certaines des 

caractéristiques des essais expérimentaux réalisés.  

a. Choix des surfaces 

Durant nos essais le contact est réalisé entre deux sphères de 30mm de rayon, ce qui 

représente un rayon équivalent de 15mm. Les modèles mis en place seront donc 

simplifiés par le déplacement d’une bille de 15mm de rayon sur un plan indenté.
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b. Choix des matériaux 

Trois types de contact ont été simulés : le contact hybride en présence de M50 

trempé, le contact hybride en présence de M50 Duplex et le contact tout acier entre 

un galet M50 trempé lisse et un galet M50 Duplex indenté. Le corps roulant est toujours 

considéré comme étant élastique. Cette approximation est justifiée pour des pressions 

de contact relativement faibles, mais elle surestime les déformations du massif indenté 

dans le cas de plus fortes pressions de contact pour lesquelles les déformations 

plastiques devraient être équi-réparties. On rappelle les propriétés élastiques des 

différents matériaux dans le tableau suivant. 

M50 trempé M50 Duplex Si3N4 

E = 210 GPa 

ν = 0,3 

E = 219 GPa 

ν = 0,3 

E = 320 GPa 

ν = 0,29 

Tableau IV-1 Propriétés élastiques des matériaux utilisées dans les simulations numériques. 

Aussi comme l’a montré Jacq [JAC01], il est nécessaire de reconsidérer les lois 

d’écrouissage mises en place pour les simulations de l’indentation. Ces simulations 

ayant été réalisées dans le cadre des grandes déformations, les lois de Voce évaluées au 

chapitre III sont données en contraintes vraies et en déformations logarithmiques et ne 

peuvent s’appliquer au code de contact ISAAC, qui a été développé selon l’hypothèse 

des petites déformations. Ces lois ont été adaptées selon la démarche décrite par Jacq 

[JAC01] en ajoutant la prise en compte du gradient de plasticité dans le M50 Duplex 

comme il a été présenté à la section III.2.2 du chapitre III. Ces lois transcrites en petites 

déformations sont des lois à 6 paramètres et prennent la forme suivante : 

Si εp < A6 

1 1 exp ( )( )[ ( )]( )5A
eq 1 2 3 p 4σ A A A ε A    (IV.1) 

Si εp > A6 

d
( ) ( ) ( )

d
eq

eq eq 6 p 6 6
p

σ
σ σ A ε A A

ε
   (IV.2) 

L’équation 
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(IV.2) représente alors la partie linéaire de la loi de Voce modifiée pour 

une utilisation en petite déformation. Les différents paramètres utilisés pour la 

simulation du M50 trempé sont présentées ci-après. 
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 A1 (MPa) A2 (MPa) A3 A4 A5 A6 

M50 

trempé 
784 4,56  124 0,211 10.10-6 0,062 

Tableau IV-2 Paramètres de la loi de Voce modifiée. 

Afin de prendre en compte le gradient de plasticité dans le M50 Duplex, on considère 

que le paramètre A1 évolue en profondeur proportionnellement au gradient de dureté 

évalué au chapitre III. La pertinence de cette méthode a été critiquée dans ce dernier 

chapitre. Les lois d’écrouissage évaluées en surface et au cœur du matériau permettent 

de borner le gradient de plasticité (voir Figure IV-2). 

 
Figure IV-2 Lois de comportement de Voce identifiées pour le M50 Duplex exprimées en 

grandes déformations (gdef) et adaptées aux petites déformations (pdef) en surface et à cœur. 

c. Choix des conditions de glissement 

La version actuelle du code ne permet pas de prendre en compte de manière 

physiquement satisfaisante les effets du lubrifiant dans le contact (contact élasto-

hydrodynamique). La prise en compte du glissement dans les simulations se traduit par 

l’utilisation d’un coefficient de frottement non nul pour distinguer les cas de roulement 

pur des cas de roulement plus glissement. Le sens du frottement par rapport à la surface 

du corps roulant est alors imposé par le signe de ce coefficient. 

0

2000

4000

6000

8000

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3

σ
e
q 
(
M
Pa
)

εp

Voce pdef z=0 Voce pdef à cœur

Voce gdef z=0 Voce gdef à cœur

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2016LYSEI141/these.pdf 
© [C. Robitaille], [2016], INSA Lyon, tous droits réservés



Chapitre IV 

 

166 

On rappelle que dans nos essais le frottement est orienté dans le sens du passage de 

la charge pour le massif indenté. Cela se traduit par un frottement opposé au passage 

de la charge pour le corps roulant. Le contact hybride a donc été modélisé par un 

coefficient de frottement de -0,1 tandis que le contact tout acier a été modélisé par un 

coefficient de frottement de -0,3. Ceci revient à considérer une rupture locale du film 

d’huile au bord de l’indent liée à la cavitation présente dans l’indent. 

d. Choix des indents 

Le processus d’indentation a fait l’objet du chapitre précédent. Le rayon R0 

maximum a été évalué à 186µm pour l’indent 600-100. Les indents testés durant les 

simulations ont un rayon variant entre 60µm et 186µm et se situent généralement 

autour de la centaine de µm. On comprend alors que le pas de maillage du domaine est 

directement lié au choix de l’indent testé car il est nécessaire qu’il soit assez fin pour 

permettre de bien représenter l’indent au niveau du bourrelet, sans être trop faible 

pour éviter d’augmenter les temps et les ressources nécessaires à la simulation. Une 

optimisation du pas de maillage a permis de conclure qu’un rapport de 0,06 fois le 

rayon d’indent était nécessaire pour répondre à la première condition. On peut noter 

sur la Figure IV-3 qu’un pas de maillage plus petit (0,05R0) ne correspond pas 

nécessairement à un indent mieux représenté au niveau du bourrelet, et qu’une 

appréciation du pas de maillage est nécessaire pour chaque indent testé. 

 
Figure IV-3 Discrétisation de l’indent 400-50 selon trois pas de maillage. 

e. Choix des pressions de contact et des dimensions de la zone de calcul 

 Trois pressions de contact ont été retenues : 2,6GPa, 4,5GPa, et 5,5GPa. A ces 

pressions de contact les rayons de Hertz RH valent respectivement 0,44mm, 0,76mm et 

0,93mm pour un contact hybride en présence de M50 Duplex. Le rayon du contact est 
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donc au minimum 2 fois plus grand que le rayon R0 du plus grand des indents (indents 

600-100) et en général 4 à 8 fois supérieur au rayon moyen des indents testés. 

La simulation d’un cycle de roulement sur indent débute par une phase 

d’augmentation de la charge normale en amont de l’indent sur une période allant de 7 

à 25 pas de temps, pour les charges les plus importantes. Ensuite une phase de 

roulement est pilotée par le déplacement selon l’axe Ox de la surface sphérique jusqu’à 

une position suffisamment éloignée en aval de l’indent (voir Figure IV-4). Les travaux 

d’évaluation du code ISAAC® ont montré qu’un pas de roulement inférieur ou égal à 

2 fois le pas de maillage était nécessaire afin d’assurer une cohérence dans les résultats. 

Cette étape s’étale généralement sur 82 à 158 pas de déplacement selon la charge 

appliquée.  

 
Figure IV-4 Schématisation du déplacement et de la mise en charge de l’élément roulant sur 

l’indent. 

Le choix de la pression de contact influe donc sur la définition de la zone de calcul 

car il faut à la fois que le chargement soit suffisamment loin de l’indent pour assurer 

une bonne représentation du cycle réel de roulement, et à la fois que cette zone ne soit 

pas surdimensionnée, afin d’optimiser les temps de calcul. Il a été convenu que le 

positionnement du centre de l’indent à une distance de 2RH du centre du premier 

chargement permet d’assurer une distance minimum de R0 entre le bord d’indent et le 

bord du contact. Le roulement se fait donc sur une distance de 4RH. Une distance de 

1,5RH est imposée entre les bords du domaine et les positions initiales et finales du 

cycle de roulement afin d’éviter les effets de bords. De même cette condition est imposée 

entre l’axe de roulement Ox et les bords du domaine selon Oy. Enfin une distance de 

1 fois RH est imposée en profondeur pour permettre de bien prendre en compte les 

effets de la plasticité. 
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Toutes ces conditions qui permettent de mettre en place un modèle numérique de 

roulement sur indent sont schématisées ci-après. 

 
Figure IV-5 Géométrie de la zone simulée en fatigue de roulement en présence d’indent. 

L’optimisation du pas de maillage que l’on a fait dépendre du rayon de l’indent 

devient donc une étape cruciale dans la mise en place du modèle au regard des 

dimensions du domaine de calcul. Le domaine sera alors généralement représenté par 

environ 460 x 200 x 60 éléments dans les directions Ox, Oy et Oz, soit un total de 4,8 

millions d’éléments, et presque le double pour les plus grandes charges. 

IV.2.2 Importation des modèles d’indentation 

Ce code a été développé dans le cadre des petites déformations considérant les 

massifs en contact comme des massifs semi-infinis. Il ne peut donc correspondre aux 

besoins nécessaires à la simulation de l’indentation, puisque les indents réalisés 

atteignent des niveaux de déformation généralement supérieurs à 15% et sortent donc 

de cette hypothèse. Il est donc nécessaire de passer par un logiciel tiers pour simuler 

l’indentation en grande déformation avant d’importer les résultats en données d’entrée 

pour la simulation de roulement sur indent. 

Deux méthodes d’importation ont donc été imaginées. La première consiste à 

intégrer les déformations plastiques induites par l’indentation du massif. Cette méthode 

possède l’avantage de définir directement la totalité de l’indent car les contraintes 

résiduelles, la modification de la surface en contact et l’écrouissage du massif peuvent 

être directement recalculés dès les premiers pas de chargement de la simulation. La 

seconde, qui a été décrite par Jacq [JAC01], consiste en l’importation d’un profil 

x 

y z 

O
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d’indent, pour simuler la géométrie de l’indent, l’importation des contraintes résiduelles 

d’indentation et l’écrouissage du matériau induit par l’indentation du massif. Une des 

limites de cette méthode est que les déformations calculées au cours du passage de la 

charge ne sont pas les déformations réelles, mais seulement l’apport de déformations 

induites par le roulement auxquelles il faut ajouter les déformations plastiques liées à 

l’indentation. 

Une évaluation de ces deux méthodes est présentée en  Figure IV-6 et  Figure IV-7 

pour un cas de roulement sur indent 400-62,5 réalisé sur massif nitruré. On distingue 

très clairement que si en termes de pression de contact ou de déformation finale les 

deux méthodes semblent correspondre (voir Figure IV-6), le champ de contraintes 

résiduelles à la fin du premier cycle de roulement est largement surestimé pour la 

première méthode (voir Figure IV-7). Cette erreur vient directement du fait que les 

approximations faites dans le cadre des petites déformations ne tiennent plus dans 

notre cas où des déformations supérieures à 15% sont introduites en données initiales. 

Le calcul des contraintes résiduelles se basent sur un calcul d’équilibre qui n’est plus 

physiquement admissible dans ce cas. Pour ces raisons la première méthode a été 

abandonnée au profit de la seconde dans la suite de l’étude.
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Méthode 1  Méthode 2 

Figure IV-6 Champ de pression au passage du corps roulant sur un indent 400-62,5 sur M50 

Duplex et champ de déformation plastique cumulée en fin de cycle pour la méthode 

d’importation des contraintes (droite) et celle d’importation des déformations (gauche). 

 

  
Méthode 1 Méthode 2 

Figure IV-7 Champ de contrainte σθθ au passage du corps roulant sur un indent 400-62,5 sur 

M50 Duplex pour la méthode d’importation des contraintes (droite) et celle d’importation 

des déformations (gauche) dans le plan y = 0. 
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IV.3 Rodage des indents et influence des conditions d’essai 

sur la fatigue du roulement 

Le passage d’un corps roulant sur un indent génère localement des surcontraintes 

susceptibles, pendant les premiers cycles de roulement, d’écrouir davantage le matériau 

et de modifier les contraintes résiduelles au voisinage de cet indent. L’étude de la fatigue 

de roulement nécessite la prise en compte de ce phénomène, car elle repose sur l’étude 

des sollicitations stabilisées que le matériau subit au cours des cycles consécutifs à cette 

phase de rodage. Après que le nombre de cycles de redémarrage assurant le rodage de 

l’indent a été défini, une étude de l’influence des conditions d’essai (pressions, géométrie 

d’indent, etc.) sur le passage d’une « bille » sur un massif indenté a été réalisée pour 

donner les premiers éléments de réponse sur la fatigue des indents en roulement. Les 

simulations de roulement sur indent ont également permis d’étudier plus précisément 

les phénomènes à l’origine de la fissuration de certains indents mis en évidence dans la 

phase expérimentale. 

IV.3.1 Détermination du nombre de cycles de redémarrage 

Une fois un modèle établi et une première simulation réalisée, il est possible 

d’intégrer dans un nouveau cycle de roulement les déformations plastiques résultantes 

du cycle précédent afin de simuler les passages successifs du corps roulant sur l’indent 

et donc le rodage de l’indent. 

Les effets des passages successifs d’un corps roulant sur le profil de l’indent 400-50 

sur un massif non nitruré sont présentés en Figure IV-8. 

Les différentes grandeurs comparées en Figure IV-8 selon le nombre de cycles de 

passage de la bille sur un indent 400-50 montre que la solution converge très vite vers 

des résultats stabilisés. De manière générale l’erreur sur les niveaux de contrainte 

résiduelle d’un cycle par rapport au précédent passe en dessous de 5% dès le 3è cycle 

et est totalement inférieure à 2% à partir du 4è. Cela signifie qu’il y a eu une 

accommodation plastique durant les 2 premiers cycles et une convergence des 

déformations plastiques à partir du 3è cycle. Il a donc été établi que 2 cycles de 

redémarrage suffisaient à simuler le rodage de l’indent. On retiendra le 3è cycle comme 

cycle représentatif de la phase de fatigue de roulement.   
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                             complot  

Champ de pression - indent centré sur le contact (adimensionné par P0 et RH) 

                          illuminati 

Profil d’indent (détail au niveau des bourrelets) après le passage de la bille 

(adimensionné par le rayon d’indent selon l’axe de roulement) 

 
Cycle 2 / Cycle 1 

 
Cycle 3 / Cycle 2 

Erreur relative sur la contrainte principale maximale lors du passage de l’indent au 

centre du contact entre deux cycles donnés (adimensionné par le rayon de l’indent 

selon l’axe de roulement) 

Figure IV-8 Evolution de certaines grandeurs relatives à la simulation de la fatigue de 

roulement selon le nombre de cycles réalisés. 
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Il convient de remarquer que la rapide stabilité des résultats s’explique par le fait 

d’avoir utilisé des lois d’écrouissage isotrope pour la modélisation des matériaux. La 

mise en place d’un écrouissage cinématique serait physiquement plus réaliste mais 

nécessiterait un nombre de cycles de redémarrage nettement plus important pour 

simuler le rodage et une caractérisation des lois de comportement plus complexe. 

Néanmoins les travaux de Jacq ont montré que pour le M50 et dans nos gammes de 

pression de contact, la solution obtenue par cette approximation donnait des résultats 

physiquement proches de la réalité. 

IV.3.2 Influence des conditions d’essai sur la fatigue de roulement 

Chacun des essais réalisés comportent des caractéristiques que nous avons cherché à 

reproduire dans les simulations numériques, que ce soit en termes de pression de 

contact, de glissement ou encore de dimensions d’indent. Bien que les observations 

réalisées dans cette section ne permettent pas de prédire la durée de vie d’un massif 

indenté, elles peuvent néanmoins donner des indices sur l’impact qu’aura une certaine 

condition d’essai sur la fatigue de roulement.  

a. Effet du type de roulement 

Comme nous avons pu le montrer précédemment les dimensions d’indent, à charge 

d’indentation et rayon d’indenteur égaux, évoluent fortement suivant la nature du 

massif indenté. Ainsi l’indentation d’un massif nitruré générera des indents de 

dimensions inférieures (rayon d’indent et hauteur de bourrelet) à celle de l’indentation 

d’un massif non nitruré, à charge d’indentation et rayon d’indenteur égaux. Aussi, à 

rayon d’indent équivalent, un indent sur massif nitruré présentera un bourrelet moins 

important qu’un indent sur massif non nitruré. 

La Figure IV-9 présente, pour les deux matériaux étudiés, les champs de pression 

dans le contact au moment du passage du corps céramique sur l’indent (contact centré 

sur le centre de l’indent), à charge d’indentation et rayon d’indenteur identiques. On 

observe que les pics de pression pour le M50 Duplex font près de 2/3 de ceux évalués 

pour le M50 trempé. De même, en Figure IV-10, on remarque qu’à rayon d’indent 

équivalent le passage d’un indent sur M50 Duplex dans le contact génère des pics de 

pression deux fois moins élevés que dans le cas du M50 trempé. Ces observations 

permettent de conclure que, pour des conditions d’essai équivalentes, un indent laissé 

sur le M50 Duplex est moins sollicité en fatigue que son équivalent laissé sur le M50 

trempé, ce qui corrobore les conclusions apportées au chapitre II sur l’amélioration de 
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Indent 200-30 

R0 = 95 µm - M50 trempé 

R0 = 81 µm - M50 Duplex 

 
Indent 400-50 - M50 trempé 

Indent 400-62,5 - M50 Duplex 

R0 = 131 µm 

Figure IV-9 Comparaison des champs de pression pour le contact centré sur l'indent des 

massifs M50 - Roulement Hybride. 

 
Figure IV-10 Comparaison des champs de pression pour le contact centré sur un indent 400-

62,5 suivant deux types de roulement (hybride v.s tout acier). 

b. Effet du chargement 

Le passage d’une pression de 2,5GPa à 4,5GPa se traduit par la multiplication du 

chargement normal par 5. La comparaison des champs de pression pour un indent 600-

50 sur M50 trempé, faite en Figure IV-11-a, n’affiche qu’un rapport de 1,3 entre les 

surpressions rencontrées en bord d’indent. Ce phénomène s’explique par un écrouissage 

du bourrelet bien plus important dans le premier cas que dans le second (voir Figure 

IV-11-b). Cet écrouissage augmente localement le champ de contraintes global du cycle 

de roulement, pouvant ainsi réduire la tenue en fatigue du matériau. 
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a) Champ de pression 

 
 

b) Profil d’indent 

Figure IV-11 Influence de la charge sur les champs de pression (indent 600-50 centré dans le 

contact) et sur le profil d’indent après 3 cycles d’écrouissage isotrope sur M50 trempé - 

Roulement Hybride. 

c. Effet du glissement 

On rappelle que les simulations réalisées à partir du code ISAAC® ne permettent 

de prendre en compte le glissement dans le contact que grâce à l’utilisation d’un 

coefficient de frottement de Coulomb qui va ajouter dans la résolution du problème de 

contact une contrainte tangentielle proportionnelle à ce coefficient. La Figure IV-12 

permet d’observer l’influence de ce coefficient sur le champ de pression dans le contact. 

Les résultats ont volontairement été décalés dans la direction Ox dans un souci de 

lisibilité. On remarque que la prise en compte des efforts tangentiels provoque une 

dissymétrie dans les champs de pression. Cette dissymétrie génère une surpression sur 

le bord d’attaque de l’indent lorsque le frottement est positif, et sur le bord de fuite 

lorsqu’il est négatif. On rappelle par ailleurs que le coefficient de frottement s’applique 

au corps roulant et non au massif indenté, ce qui induit qu’un coefficient négatif 

modélise un frottement dans le sens du passage de la charge par rapport au massif. 

Cette précision permet alors de conclure que les résultats sont en accord avec un 

endommagement susceptible de se produire davantage en aval de l’indent dans le sens 

du passage de la charge en cas de glissement. 

De même, les niveaux de contrainte résiduelle, présentés en Figure IV-13, pour la 

contrainte orthoradiale de l’indent 400-50 sur massif non nitruré, montrent que le 

rodage de l’indent génère une dissymétrie dans la distribution de ces contraintes en 

bord d’indent en présence de glissement. Comme pour le champ de pression cette 

dissymétrie induit une élévation du niveau de contrainte en aval de l’indent dans le 
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sens du frottement et tend à expliquer les raisons d’un endommagement plus marqué 

dans cette zone en fatigue de roulement, comme il a été observé au chapitre II. 

 
Figure IV-12 Effet du glissement sur le champ de pression pour un contact centré sur l’indent 

400-50 sur massif M50 trempé. 

 

 
Figure IV-13 Champ de contrainte résiduelle orthoradiale après rodage de l’indent 400-50 sur 

M50 trempé en présence de frottement (haut) et en roulement pur (bas). 

d. Bilan 

Une première évaluation de la fatigue de roulement basée sur l’évaluation des 

champs de pression et des niveaux de contrainte permet de retrouver les tendances 

observées dans le chapitre II qui traite des essais expérimentaux de fatigue de roulement 

en présence d’indent. Si ces observations sont donc de bons indicateurs de 

l’endommagement en fatigue de roulement, ils ne permettent pas de prédire 

précisément le risque d’endommagement en réponse à une sollicitation donnée. Il 

devient alors nécessaire de mettre en place un critère qui permettra d’évaluer un cycle 

de roulement dans son intégralité de manière plus rapide, sans avoir à évaluer chacune 

des grandeurs indépendamment les unes des autres. 

Frottement 

relatif au massif 
Passage de la 

charge 

Frottement relatif au massif 

Roulement pur
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IV.3.3 Influence de la fatigue de roulement sur la fissuration radiale des 

indents 

Dans la section II.5.2 du chapitre II, nous avons mis en évidence une tendance pour 

certains indents à fissurer après un nombre très réduit de cycles de roulement (voir 

Figure II-30), et un tableau récapitulatif des essais ayant initié des fissures radiales a 

été donné au Tableau II-14. 

On rappelle que les indents affectés par ce phénomène sont principalement les 

indents 200-30, 200-40 et 400-62,5 des galets M50 Duplex. On rappelle également que 

les fissures radiales apparues lors du passage de la charge étaient principalement 

orientées à 90° par rapport au sens du passage de la charge, et que les résultats du 

chapitre III nous ont permis d’évaluer une limite à rupture en traction en surface située 

entre 2700 et 3500 MPa. 

Ces conditions d’essai ont été reproduites, de même que trois cas supplémentaires 

n’ayant pas initié de fissures en cours d’essai. Nous serons ainsi en mesure de comparer 

les niveaux de contrainte orthoradiale en bord d’indent entre les cas fissurants et non 

fissurants. Pour une meilleure analyse des contraintes de traction en bord d’indent, les 

résultats ont alors été rapportés dans un repère cylindrique centré sur l’indent. Les cas 

étudiés sont référencés dans le tableau suivant. Comme présenté dans la section II.5.2, 

l’angle αf représente l’angle de la fissure par rapport à la direction du roulement. 

Indent Essai 
Pression de 

contact (GPa) 
Frottement Etat αf (°) 

200-30 RCO2 2,6 0 

Fissuré 

100 / -75 

200-40 
RCO2 / RCO3 

2,6 
0 90 / -81 / -98 

RCO4 - 0,1 -90 

400-62,5 
IN5 

2,6 
- 0,1 -90 

IN7 - 0,3 (tout acier) -78 

200-20 RCO1 2,6 0 
Fissuration 

remarquable 
-98 

400-40 

RCO1 / RCO2 

/ RCO3 … 2 
0 

Non fissuré 

 

RCO4 - 0,1 

400-62,5 RCO2 2 0 

Tableau IV-3 Liste des essais simulés ayant initié une fissuration en bord d’indent lors du 

passage de la charge et essais « témoins ». 

Dans un premier temps le maximum de la contrainte orthoradiale σ a été évalué 

au cours du chargement pour chaque cas et quelques exemples ont été tracés en surface 

pour l’itération où elle est maximale (voir Figure IV-14 et Figure IV-15
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maximum global sur un cycle de chargement pour la contrainte orthoradiale est 

généralement atteint lorsque l’indent se situe en bord du contact (entrant ou sortant) 

et se concentre plutôt au niveau des bords latéraux de l’indent (par rapport à la 

direction du roulement). Aussi on note que les cas non fissurés présentent des niveaux 

de contrainte n’excédant pas 2700 MPa, donc en deçà de la limite à rupture évaluée au 

chapitre III. A l’inverse, les cas fissurés dépassent largement ce niveau, et le minimum 

observé se situe aux environs de 2900 MPa. Ces résultats confortent les observations 

effectuées au chapitre II. La limite à rupture évaluée précédemment semble donc un 

bon indicateur du risque de fissuration du M50 Duplex et peut être ré-étalonnée entre 

2700 MPa et 2900 MPa. 

  
Indent 200-20 - 2,6GPa - f = 0 Indent 400-62,5 - 2,6GPa - f = 0 

  
Indent 400-40 - 2,6GPa - f = - 0,1 Indent 400-40 - 2,6GPa - f = 0 

Figure IV-14 Traction orthoradiale au pas de chargement où elle est maximale sur un cycle 

de roulement - cas non fissurés (axes adimensionnés par le rayon d’indent). 
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Indent 200-30 - 2,6 GPa - f = 0 Indent 200-40 - 2,6 GPa - f = 0 

  
Indent 400-62,5 - 2,6 GPa - f = -0,3 Indent 200-40 - 2,6 GPa - f = - 0,3 

Figure IV-15 Traction orthoradiale au pas de chargement où elle est maximale sur un cycle 

de roulement - cas fissurés (axes adimensionnés par le rayon d’indent). 

Dans un second temps l’évolution de la contrainte orthoradiale au niveau du bord 

d’indent, durant un cycle de chargement, a été évaluée afin de définir les zones dans 

laquelle une fissure est susceptible d’apparaître. Chaque nœud du bord d’indent est 

représenté par l’angle qu’il fait avec l’axe de roulement (voir Figure IV-16). On peut 

donc suivre la valeur de la contrainte orthoradiale suivant cet angle au cours d’un cycle 

de roulement. Le champ de contrainte étant symétrique par rapport à l’axe Ox, nous 

n’avons étudié l’évolution de la contrainte que sur le bord droit pour un angle allant 

de 0° (bord d’attaque de l’indent) à 180° (bord de fuite de l’indent). Les positions 

angulaires où la contrainte orthoradiale dépasse la limite fixée de 2900 MPa définissent 

les angles critiques à la fissuration radiale en bord d’indent. 
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Figure IV-16 Exemple de l'évolution sur un cycle de roulement de la traction orthoradiale en 

 : indent 400-62,5 - 2,6 GPa – f = -0,3 (tout acier). 

On observe en Figure IV-16 que lors du passage du corps roulant sur l’indent, le 

bord d’indent est en compression  lorsque l’indent est centré dans le contact, et atteint 

son maximum lorsque la distance entre le centre du contact et le bord d’indent équivaut 

à 1 fois le rayon de Hertz (dans le cas présenté en Figure IV-16 le rayon de Hertz 

équivaut à environ 2R0). La fissuration d’un indent lors du passage de la charge 

roulante est donc plutôt un phénomène qui doit se produire lorsque les bords du contact 

atteignent les bords (de fuite ou d’attaque) de l’indent. Les résultats de la fatigue de 

roulement sur ces indents sensibles à la fissuration en cours d’essai de RCF, montrent 

que les simulations reproduisent bien les zones sensibles à la fissuration radiale des 

indents (voir Tableau IV-4 et Figure IV-17).  

Indent 
Pression de 

contact (GPa) 
Frottement 

σ  Max 

(MPa) 
αf (°) 

Angle(s) critique(s) 

(°) 

200-30 2,6 0 3300 100 / -75 65 / 75 / 105 / 115 

200-40 2,6 
0 3220 

90 / -81 

/ -98 

50 / 70 / 85-95 / 110 / 

130 

- 0,1 3420 -90 70 / 85-95 / 110 

400-62,5 2,6 
- 0,1 2930 -90 85 - 95 

- 0,3 (tout acier) 3720 -78 80 - 100 

200-20 2,6 0 2590 -98 60 / 120 

400-40 2,6 
0 2300  45 

- 0,1 2700 110 

400-62,5 2,6 0 2600 90 

Tableau IV-4 Récapitulatif des résultats de la fatigue sur indent sensible à la fissuration (cf. 

Tableau IV-3). 

Seul l’indent 200-20 reste un cas remarquable tant par le niveau de contraintes qui 

reste relativement faible au regard des limites à rupture évaluée, que par la position de 

l’angle critique de fissuration simulé. On rappelle néanmoins que l’unique indent de ce 
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type qui a fissuré aux cours de la campagne expérimentale avait déjà fissuré à 

l’indentation (renforçant se caractère exceptionnel) et on peut mettre en cause soit une 

fragilité locale du galet qui pourrait venir d’un défaut dans le processus de nitruration 

ou d’usinage du galet, soit des contraintes sous estimées dans la simulation, laquelle ne 

prend pas en compte l’existence d’une première fissure d’indentation. 

 
Figure IV-17 Comparaison entre l’angle critique de fissuration simulée et la fissuration d’un 

indent 200-30 sans frottement sous une pression de 2,6GPa durant un essai de RCF. 

IV.4 Application du critère de Dang Van 

La fatigue de roulement en présence d’indent a simulée grâce au code ISAAC et 

l’analyse de certaines grandeurs relatives aux sollicitations subies par un indent durant 

un cycle de roulement a permis de mieux comprendre les phénomènes responsables de 

l’endommagement aux voisinages d’un indent. 

Afin de prédire les risques d’endommagement au voisinage d’indent en réponse à 

une sollicitation de fatigue de roulement simulée par le code ISAAC, nous avons choisi 

de mettre en place une évaluation par le critère de Dang Van. Ce critère dépend de 

deux paramètres, actuellement inconnus, lesquels dépendent du matériau sollicité ou 

du nombre de cycles que l’on cherche à atteindre. Une première étape de cette section 

sera donc de recaler ces paramètres sur quelques cas de référence. Nous pourrons alors 

évaluer d’autres cas d’études en recourant à ce critère afin d’apprécier son applicabilité 

à une utilisation industrielle. 

IV.4.1 Mise en place du critère de Dang Van 

Le Critère de Dang Van est généralement représenté comme l’évaluation de 

l’équilibre entre la contrainte hydrostatique et le cisaillement au cours du cycle de 

chargement. Ainsi, si à un instant donné le cisaillement dépasse un seuil qui dépend 
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directement de la contrainte hydrostatique, on peut prévoir que le matériau 

s’endommagera. Ce seuil dépend également du nombre de cycles avant 

endommagement du matériau : en effet, il sera plus élevé pour évaluer le risque 

d’endommagement à 1 Mcycles qu’il ne le sera pour évaluer le risque d’endommagement 

en durée de vie infinie. On peut alors représenter l’évaluation du critère de Dang Van 

comme suit : 

 
Figure IV-18 Schématisation du critère de DangVan. 

Comme la limite à rupture en traction est généralement supérieure à la limite à 

rupture en cisaillement pour un matériau métallique, il convient d’admettre que le 

paramètre α est généralement inférieur à 1. La limite de ce critère repose sur le fait 

qu’il est difficile de bien évaluer la contrainte de cisaillement à prendre en compte pour 

l’évaluation du critère. 

Dans sa formulation initiale, le critère de Dang Van introduit la recherche de plan 

critique [DAN73]. Cette formulation consiste à rechercher le plan de l’espace où la 

partie alternée du cisaillement (cisaillement rapporté au cisaillement moyen), sommée 

à une part de la pression hydrostatique, est maximale au cours d’un cycle de 

chargement. Pour cela on a discrétisé l’espace à partir d’un quart de sphère découpé 

en un nombre fini de facettes qui définissent chacune un plan de vecteur directeur h. 

Dans chaque plan nous pouvons évaluer les deux composantes du vecteur cisaillement 

τ en le projetant selon les produits scalaires : 

()
σ(t)

t
σ(t)

h

u h
τ

v h
   (IV.3) 

L’évolution des composantes du vecteur cisaillement au cours du passage de la 

charge peut alors être schématisée dans le plan (O,h,u,v) comme suit : 
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Figure IV-19 Schématisation de la projection du cisaillement dans le plan de normal h et 

grandeurs associées. 

L’évaluation du critère revient donc, dans un premier temps, à calculer les 

composantes du vecteur cisaillement moyen dans le plan (O,h,u,v) en prenant la 

moyenne sur le cycle de chargement des deux composantes de τh. On pourra alors 

calculer pour chaque itération la partie alternée du vecteur cisaillement τha(t). 

(t) (t)ha h hmτ τ τ   (IV.4) 

Le passage à la norme de la partie alternée du cisaillement nous permet de prendre 

en compte les effets de toute l’histoire du chargement au moment d’évaluer le critère à 

une itération donnée. On peut alors pour chaque plan évaluer le critère tel qu’il a été 

présenté en Figure IV-18, en vérifiant si l’indicateur de dommage par plan, Ch, donné 

à l’équation (IV.5), reste inférieur à un paramètre β qui dépend du matériau et du 

nombre de cycles critiques. 

h max (t) (t)( )H
T

C ασhaτ   (IV.5) 

L’évaluation du critère de Dang Van revient finalement à chercher le plan qui 

maximise cet indicateur, afin de rapporter cette valeur maximale au paramètre β. Si 

elle lui est inférieure alors aucun endommagement n’est prévu, tandis que si elle lui est 

supérieure le critère exposé prévoit un endommagement dans la zone étudiée et selon 

le susdit plan. 

h
DV h

DV

DV

C C

C

C

max

 pas d'endommagement

 endommagement

( )

   (IV.6) 
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L’avantage de formuler ainsi le critère réside dans le fait qu’en plus d’apprécier 

l’endommagement en chaque nœud du maillage, il permet d’évaluer le plan critique à 

la fatigue de roulement. 

IV.4.2 Calibration des paramètres du critère de Dang Van 

Afin d’évaluer les résultats obtenus selon le critère de Dang Van, il est nécessaire de 

connaître pour les matériaux étudiés les paramètres α et β qui en dépendent. 

La méthode proposée pour évaluer ces paramètres consiste à choisir une base de 

résultats expérimentaux représentatifs d’un encadrement de l’endommagement (voir 

Tableau IV-5) et à reproduire les conditions d’essai dans le code de calcul ISAAC® 

afin de recaler ces paramètres. Cette méthode est limitée car elle tend à généraliser les 

paramètres selon quelques cas particuliers. Il faudrait donc produire une quantité 

suffisante de cas de vérification pour confirmer que ce recalage témoigne bien d’un état 

général, indépendamment des conditions d’essai choisies pour réaliser cette calibration. 

De plus, la campagne d’essai ayant été réalisée dans des conditions volontairement 

sévérisées, les essais ont généralement été stoppés autour de 2 millions de cycles, et ne 

permettront donc de calibrer ces paramètres que pour une prédiction de l’état de 

l’endommagement avant 2 millions de cycles. 

M50 trempé ; 2.6GPa ; g = 20% ; 2Mcycles 

I7 20 30 40 50 100 

200 + + ? + + ● ● ● ●   

400 + + + + + +  + ● ●  

600  + + +  + + + + ● + 

Tableau IV-5 Encadrement de l'endommagement en termes de dimensions d’indent pour le 

M50 trempé - l’indent 200-20 n’endommage pas tandis que le 200-30 endommage. 

La première donnée que nous avons pour permettre un recalage cohérent des 

paramètres est que le paramètre α doit rester positif et inférieur à 1 et que le paramètre 

β doit avoir un ordre de grandeur du GPa, qui constitue une valeur standard de limite 

à rupture que l’on peut trouver dans la littérature. 

Les essais qui ont été choisis pour calibrer le critère de Dang Van sont présentés au 

Tableau IV-6. Pour chaque essai l’indicateur de dommage par plan Ch donné à 

l’équation (IV.5) a été évalué pour plusieurs valeurs de α. Pour un α donné on a pu 

évaluer l’indicateur de dommage maximal CDV  en chaque nœud du domaine (voir 

Figure IV-20), ainsi que le maximum global sur tout le domaine qui représente 
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du paramètre α une borne supérieure et inférieure pour le paramètre β, selon que l’essai 

simulé est endommageant ou non. 

Matériau Essai 

Pression de 

contact 

(GPa) 

Frottement Indent Etat 

M50 

trempé 

I7 2,6 - 0,1 
200-20 Non endommagé 

200-30 Endommagé 

I2 
4,5 

0 
600-50 

Non endommagé 

I3 - 0,1 Endommagé 

M50 

Duplex 

IN6 4,5 - 0,1 
600-40 Non Endommagé 

600-62,5 Endommagé 

RCO4 2,6 
0 400-62,5 

Non Endommagé 

IN4 4,5 Endommagé 

Tableau IV-6 Essais expérimentaux reproduits par simulation de fatigue de roulement pour le 

recalage des paramètres du critère de Dang Van. 

 
α = 0,2 

 
α = 0,6 

Figure IV-20 Evaluation de l'indicateur de dommage maximal CDV - essais I7 / indent 200-30 

pour différentes valeur de α. 

L’évolution de l’indicateur de dommage maximal a été tracée suivant α pour le M50 

trempé en Figure IV-21 pour quatre conditions de RCF. Ces courbes permettent 

d’encadrer les paramètres α et β car elles définissent une borne supérieure pour 

l’initiation de l’endommagement (pointillé) et une borne inférieure qui décrit un état 

non endommagé (trait plein). Cet encadrement est repéré dans cette figure par un 

polygone rouge. Les paramètres du critère de Dang Van pour le M50 trempé ont donc 

été définis par la valeur médiane des deux grandeurs dans cet encadrement et sont 

présentés dans le Tableau IV-7. Ces paramètres définissent le risque d’endommagement 

à 2 Mcycles. Par ailleurs les conditions d’essai reproduites pour le M50 nitruré ne 

permettent pas de mettre en évidence un tel encadrement (voir Figure IV-22). Nous 

avons donc fait l’hypothèse que la nitruration du M50 améliorait sa tenue à la fatigue 
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de roulement en traction et en cisaillement selon un même rapport. Cela se traduit par 

la conservation de la pente (paramètre α) et par l’augmentation de l’ordonnée à l’origine 

(paramètre β) de la courbe de Dang Van dans la formulation du critère telle qu’elle a 

été présentée Figure IV-18. En considérant que le paramètre α du M50 Duplex était 

identique à celui du M50 trempé, nous avons pu déterminer un encadrement du 

paramètre β qui a donc été défini par la valeur médiane de cet encadrement (voir 

Tableau IV-7). 

 M50 trempé M50 Duplex 

α 0,478 0,478 

β 1650 MPa 2050 MPa 

Tableau IV-7 Paramètres de Dang Van évalué par calibration expériementale pour la 

prédiction de l’endommagement avant 2 Mcycles. 

 
Figure IV-21 Encadrement des paramètres de Dang Van pour le M50 trempé. 

 
Figure IV-22 Encadrement des paramètres de Dang Van pour le M50 Duplex. 
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Le recalage de ces paramètres permet de mettre en évidence un phénomène déjà 

discuté dans les précédents chapitres : le M50 Duplex possède une meilleure résistance 

à l’endommagement que le M50 trempé au regard de la borne de l’indicateur de 

dommage, nettement supérieure pour ce matériau (paramètre β).  

Aussi, en considérant que la limite en traction est un cas particulier de l’évaluation 

du risque de l’endommagement durant les premiers cycles de sollicitation, on peut 

estimer que cette limite diminue en fonction du nombre de cycles auquel on souhaite 

évaluer le risque d’endommagement (dans notre cas ce nombre est fixé à 2 millions de 

cycles). Cette précision nous conforte dans le fait que la valeur du paramètre β du M50 

Duplex est bien inférieure à la limite en traction évaluée à 2800 ± 100 MPa à la section 

IV.3.3 de ce présent chapitre. 

Enfin, une première confrontation d’un essai modélisé pour cette calibration aux 

résultats expérimentaux montre que le critère semble bien reproduire la localisation de 

l’endommagement par rapport à l’indent, comme en témoigne la Figure IV-23. 

 
Figure IV-23 Evaluation de l'endommagement par le critère de Dang Van en bord d'indent - 

Essai I7 / indent 200-30 (ici β = 1650 MPa). 

IV.4.3 Evaluation du critère 

Comme présenté en Figure IV-23, l’étude menée dans ce présent mémoire nous a 

permis d’évaluer tous les éléments nécessaires à la prédiction de l’endommagement d’un 

indent en sollicitation de fatigue de roulement, avant 2 Mcycles. L’influence de 

certaines conditions d’essai sur la prédiction de l’endommagement a fait l’objet de 

l’étude qui suit. Les différentes simulations réalisées ont pu être confrontées aux 

résultats expérimentaux afin d’estimer la validité du critère mis en place. 
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Les résultats relatifs au critère établi seront présentés adimensionnés par rapport au 

paramètre β, évalué au paragraphe précédent pour chaque matériau. Ainsi on pourra 

évaluer plus rapidement la criticité d’un essai selon l’écart à l’unité de ce critère 

adimensionné. 

a. Effet du matériau considéré sur la prédiction de l’endommagement 

Afin de comparer l’effet du matériau considéré sur la localisation de 

l’endommagement, quatre modèles ont été comparés. Les conditions d’essai utilisées 

pour observer cet effet sont présentées dans le Tableau IV-8. L’étude a été réalisée pour 

un contact hybride à 2,6GPa en roulement pur et pour des indents équivalents en 

termes de rayon d’indent. 

Matériau Indent R0 (µm) 

M50 

trempé 

200-30 93 

400-50 131 

M50 

Duplex 

200-40 95 

400-62,5 131 

Tableau IV-8 Récapitulatif des conditions d’essai pour l’étude de l’influence du matériau sur 

la prédiction de l’endommagement. 

Même si le critère d’endommagement n’est pas atteint pour ces 4 essais, on a 

néanmoins pu observer la localisation des zones plus sensibles à l’endommagement. On 

remarque que pour les indents sur M50 trempé elle se situe plutôt au niveau du bord 

de fuite de l’indent tandis qu’il n’y a pas de direction favorisée pour les indents étudiés 

sur M50 Duplex (voir Figure IV-24). Ces observations confirment les tendances 

observées au chapitre II quant à la localisation de l’endommagement au voisinage 

d’indent en roulement pur. Aussi on a pu observer qu’à rayon d’indent équivalent, les 

valeurs de l’indicateur de dommage sont plutôt équivalentes pour les deux matériaux. 

 
Indent 400-50 / M50 trempé 

 
Indent 400-62,5 / M50 Duplex 

Figure IV-24 Influence du matériau testé sur la prédiction de l’endommagement. 
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b. Effet du frottement sur la prédiction de l’endommagement 

Une étude de l’effet du frottement sur la prédiction de l’endommagement a 

également été réalisée à partir de 4 essais représentatifs des conditions d’essai 

expérimental. Les paramètres des modèles utilisés sont résumés dans le tableau ci-après.  

Matériau Indent Frottement 
Pression de contact 

(GPa) 

M50 trempé 600-50 
0 

4,5 
- 0,1 

M50 Duplex 400-62,5 
0 

2,6 
- 0,1 

Tableau IV-9 Récapitulatif des conditions d’essai pour l’étude de l’influence du frottement 

sur la prédiction de l’endommagement. 

Les résultats sont représentés en Figure IV-25 où l’on peut noter que non seulement 

la présence de frottement augmente le risque d’endommagement global, mais qu’elle 

influe aussi sur l’orientation des zones sensibles à l’endommagement par rapport à la 

direction du passage de la charge. Ainsi la présence de frottement dans le sens du 

passage de la charge va augmenter le risque d’endommagement vers le bord de fuite de 

l’indent, ce qui corrobore les observations réalisées au chapitre II. 

M5
0 
tr
e
m
pé
 

  

M5
0 
D
u
pl
e
x
 

  

 → passage de la charge  

 roulement sans frottement 
fottement dans le sens du passage de 

la charge 

Figure IV-25 Influence du frottement sur la prédiction de l’endommagement. 
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c. Confrontation Expérimentale 

Ces conclusions montrent que le critère développé décrit plutôt bien les tendances 

en matière de risque d’endommagement au voisinage d’indent et de positionnement par 

rapport au sens du passage de la charge de cet endommagement. Nous avons donc 

choisi au hasard un panel d’essais menés dans la campagne expérimentale, que nous 

avons simulés afin de valider la pertinence du critère développé. 

Les essais qui ont été reproduits sont les suivants : 

 Essai Conditions 

d’essai 

 

No
n 
e
n
do
m
ma
ge
a
nt
 

I2 4,5 GPa 

g = 0% 

Indents 600-50 600-100 

CDV,max / β 0,882 0,883 

I7 2,6 GPa 

g = 20% 

Indents 200-20 400-50 600-50 600-100 

CDV,max / β 0,958 0,834 0,691 0,870 

IN3 2,6 GPa 

g = 0% 

Indents 200-20 200-30 200-40 400-40 400-62,5 

CDV,max / β 0,768 0,881 0,822 0,755 0,725 

IN5 2,6 GPa 

g = 20% 

Indents 200-40 400-40 400-62,5 

CDV,max / β 0,948 0,878 0,849 

IN6 4,5 GPa 

g = 20% 

Indent 600-40 

CDV,max / β 0,969 

E
n
do
m
ma
ge
a
nt
 

I3 4,5 GPa 

g = 20% 

Indent 600-50 

CDV,max / β 1,051 

I4 5,5 GPa 

g = 0% 

Indents 600-50 600-100 

CDV,max / β 1,028 1,00 

I7 2,6 GPa 

g = 20% 

Indent 200-30 

CDV,max / β 1,031 

IN4 4,5 GPa 

g = 0% 

Indent 400-62,5 

CDV,max / β 1.10 

IN6 4,5 GPa 

g = 20% 

Indents 400-30  600-62,5 

CDV,max / β 1,191 1,164 

Tableau IV-10 Récapitulatif des essais expérimentaux modélisés pour la validation du critère 

établi et valeur de l’indicateur de dommage maximal. 

On a reporté dans ce tableau la valeur de l’indicateur de dommage maximal. Il a été 

validé que, selon le critère établi, tous les essais ayant endommagé ont un indicateur 

de dommage adimensionné effectivement supérieur à 1, tandis que pour les essais non 

endommageants, il reste bien en dessous de l’unité. Ces observations permettent de 

valider le critère établi dans la mesure où il estime correctement le caractère 

endommageant d’une sollicitation donnée sur un indent donné, à une échelle globale. 

Une confrontat
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en Figure IV-26 et en Figure IV-27, que les zones critiques  mises en évidence par ce 

critère correspondent aux observations expérimentales. 

 

 
 

passage de la charge 

sens du frottement 

Figure IV-26 Endommagement des bords de l’indent 600-62,5 lors de l’essai IN6 comparé à 

l’évaluation du critère de Dang Van - Correspondance de la zone sensible prédite. 

 

 
 

passage de la charge 

sens du frottement 

Figure IV-27 Endommagement du bord d’attaque de l’indent 600-50 lors de l’essai I3 

comparé à l’évaluation du critère de Dang Van - Correspondance de la zone sensible prédite. 
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IV.5 Conclusion 

Dans ce chapitre un modèle de simulation numérique de la fatigue de roulement a 

été mis en place via l’utilisation du code semi-analytique ISAAC® développé par le 

laboratoire LaMCoS de l’INSA de Lyon. 

L’analyse de certaines grandeurs physiques liées au passage de la charge sur un 

indent, telles que les champs de pression et de contrainte,  a été réalisée et a pu être 

confrontée aux observations expérimentales présentées au chapitre II. Des liens ont pu 

être établis, qui attestent de la pertinence du modèle par rapport à la simulation de la 

fatigue de roulement. Par exemple, on a pu observer une dissymétrie dans les champs 

de pression selon l’axe Ox lors de la prise en compte de frottement dans les modèles 

numériques. Les champs de pression affichent un pic plus élevé au niveau du bord de 

fuite de l’indent lorsque le glissement est orienté dans le sens du passage de la charge. 

En parallèle, les essais expérimentaux du chapitre II ont montré un endommagement 

plus marqué dans cette zone dans des conditions d’essai équivalentes. 

Aussi une analyse de la contrainte orthoradiale en bord d’indent au cours d’un cycle 

de fatigue de roulement a été étudiée, ce qui a permis de mieux évaluer la limite à 

rupture du M50 Duplex mise en évidence aux chapitres II et III. Nous avons pu 

déterminer qu’elle devait être comprise entre 2700 MPa et 2900 MPa. 

Enfin une analyse prédictive de l’endommagement a été réalisée selon le critère de 

Dang Van. Dans un premier temps, les paramètres de ce critère ont été évalués grâce 

à un recalage des résultats de la simulation sur les résultats d’essais expérimentaux 

judicieusement choisis. La prédiction de l’endommagement a ensuite pu être évaluée 

pour d’autres cas d’étude, et une bonne correspondance entre les modèles de prédiction 

et les observations expérimentales a été mise en évidence. Le critère établi a permis en 

outre de reproduire précisément les zones sensibles à l’endommagement mises à jour 

par la campagne d’essai.
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CONCLUSION GENERALE 

La prédiction de l’endommagement est un point essentiel de l’analyse de la fiabilité 

d’éléments aussi capitaux que les roulements à billes de turboréacteurs. L’étude de la 

fatigue de roulement nécessite la prise en compte de nombreux paramètres et une 

connaissance suffisante des matériaux afin de réaliser des modèles précis et de qualité. 

L’étude de la fatigue de roulement en présence d’indent, telle qu’elle a été traitée 

dans ce rapport, a reposé sur l’analyse de l’endommagement initié par la présence 

d’indents artificiels dans le contact. Une campagne d’essai a donc été menée afin 

d’étudier la fatigue oligocyclique en conditions sévérisées au voisinage d’indents. Cette 

étude expérimentale a montré que le glissement jouait un rôle capital dans la 

diminution de la durée de vie des contacts indentés. Par conséquent l’ajout d’éléments 

céramique dans le contact est un atout puisque le frottement dans un contact hybride 

est 3 fois plus faible que dans un contact tout acier. Aussi cette étude a montré que la 

nitruration du M50 permettait d’accroître sa résistance à la fatigue de roulement. 

Cependant, nous avons pu observer qu’elle augmentait le risque de fissuration radiale 

en bord d’indent lors du passage de l’indent dans le contact. On a alors montré que ces 

fissures pouvaient accélérer la ruine des éléments roulants dès lors que les pressions de 

contact dépassaient 3 GPa. 

Les conclusions relatives aux défaillances de la céramique sont à nuancer. En effet, 

nous avons mis à jour un risque important de rupture des galets céramique dès lors que 

les pressions dans le contact excédaient 4,5GPa selon un processus relativement long 

d’accumulation et de propagation de C-Cracks en écaille. Aussi, le nombre de cycles 

avant rupture est significativement réduit lorsque la pression dans le contact dépasse 

5GPa. Il faut néanmoins rappeler que l’approvisionnement en galets céramique, 

nécessaires à cette étude, a été sujet à certaines problématiques en matière de coût de 

fabrication, d’usinage des éprouvettes et de délais de fabrication, qui ont influé sur la 

qualité des éprouvettes. 

Dans un second temps, le M50 Duplex a été caractérisé en profondeur et une loi de 

comportement permettant de représenter le gradient de plasticité sous la surface a été 

évaluée. Cette loi a ensuite été validée par analogie entre les dimensions des indents 

réalisés sur des galets en M50 Duplex et celles des indents simulés via un modèle 

éléments finis axisymétrique ABAQUS®. L’ind
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montré des risques d’initiation de fissures radiales en bord d’indent. Une analyse de la 

contrainte orthoradiale a alors permis d’encadrer la limite à rupture du matériau entre 

2700MPa et 3500 MPa. 

Une étude numérique de la fatigue de roulement a permis d’analyser l’ensemble des 

sollicitations induites par le passage d’un corps roulant sur un indent. L’analyse de ces 

sollicitations nous a permis dans un premier temps de réduire l’encadrement de la limite 

à rupture du M50 Duplex entre 2700 MPa et 2900 MPa. Cette conclusion a été réalisée 

par corrélation entre les observations réalisées dans l’étude expérimentale quant à la 

fissuration d’indent en fatigue de roulement, et l’analyse des contraintes orthoradiales 

en bord d’indent. Dans un second temps, le paramétrage du critère de Dang Van pour 

les deux matériaux étudiés nous a permis d’analyser le risque d’endommagement 

qu’elles induisent. Le critère ainsi établi a permis de prédire l’endommagement relatif 

à une condition expérimentale donnée et même de localiser les zones sensibles à 

l’endommagement. 

Perspectives 

L’analyse numérique des contraintes en surface du bord d’indent a montré que les 

modèles éléments finis réalisés étaient sujets à contradiction dans cette zone très 

localisée. Il convient de considérer que les techniques utilisées pour la caractérisation 

du M50 Duplex sont très approximatives en surface. En effet, l’évaluation de la dureté 

par micro-indentation dans cette zone est rendue difficile du fait de la géométrie non 

conforme de l’indent induit par le haut gradient de plasticité qui y règne. Ainsi la 

caractérisation de cette zone serait plus efficiente par une étude de la nano-dureté ou 

par une étude de la micro-limite d’élasticité, comme Jacq l’a décrite pour le 

32CrMoV13. 

Par ailleurs, la simulation de la fatigue de roulement telle qu’elle a été réalisée, ne 

permet pas de prendre en compte toutes la physique d’un contact lubrifié. L’intégration 

des travaux de Kachhia [JOS15] dans le code ISAAC® permettrait de modéliser le 

contact élasto-hydrodynamique, ce qui donnerait une meilleure évaluation de la fatigue 

de roulement au voisinage d’indent. 

Enfin, l’étude de la fatigue de roulement n’a été réalisée que par rapport aux 

observations faites sur l’endommagement au voisinage d’indent, alors que l’étude 

expérimentale a également porté sur la fatigue de roulement induite par la présence de 

fissures radiales en bord d’indent ou encore sur la fatigue des éléments céramiqu
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permis de d’intégrer dans le code ISAAC® la présence d’hétérogénéités telles que des 

vides ou des inclusions de diverses formes. Une première approche serait donc de 

modéliser les fissures en bord d’indent ou les C-Cracks observées sur les galets 

céramique par des inclusions ellipsoïdales, afin d’étudier la fati
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gue de roulement qui en 

résulte. 
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