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Introduction

Le trafic international de passagers étant en perpétuelle évolution, et les
problématiques industrielles et environnementales de plus en plus complexes, les motoristes
aéronautiques se doivent de proposer de nouvelles solutions de haute technologie. Snecma,
filiale du groupe SAFRAN et motoriste de rang mondial, propose donc a ses clients des
solutions toujours plus innovantes tout en conservant un compromis entre amélioration des
performances et maintien d’un colit de maintenance acceptable. C’est notamment dans cette
optique que I’entreprise vise a réduire les nuisances sonores, au méme titre que les émissions
de CO;, et d’oxydes d’azote. La recherche et le développement dans le secteur de
I’aéronautique, et tout particuliecrement en ce qui concerne les motoristes, doivent permettre
de répondre a ces exigences, mais également a une certification qui fixe de nombreux
objectifs, sans pour autant abaisser la sécurité et la qualité.

Dans ce cadre, ’endommagement par fatigue est particulierement étudié dans le
dimensionnement des pieces tournantes que sont les disques de turbine. En effet, ce type de
sollicitation correspondant a la répétition d’un chargement peut occasionner la création de
fissures, pouvant alors mener a la rupture de la piece. Evidemment, cette rupture est a
proscrire, c’est pourquoi le dimensionnement en tolérance au dommage est souvent utilisé.
Cette approche consiste a déterminer le nombre de cycles nécessaire pour qu’une fissure,
présente ou supposée présente, se propage jusqu’a atteindre une taille critique. L’intérét est de
pouvoir établir des intervalles d’inspection dans le but de vérifier la présence de fissures et par
la méme la taille de ces dernieres, afin de décider par la suite si la piece doit étre placée au
rebus ou bien si elle peut encore étre réparée.

Outre les fissures déja amorcées, le controle de la présence d’anomalies est de plus en
plus réglementé par 'EASA (European Aviation Safety Agency). Ainsi, dans le cadre des
certifications en tolérance au dommage, les motoristes sont appelés a caractériser de maniere
quantitative I’influence de la présence d’anomalies sur la durée de vie de leurs pieces et
doivent notamment montrer que les anomalies non détectables, les plus grosses, ne menent
pas a la rupture de leurs pieces. Il existe différents types d’anomalies pouvant conduire a
I’amorcage d’une fissure et a la rupture de la piece. Nous pouvons citer par exemple les
anomalies liées a la composition ou a 1’élaboration du matériau. Dans cette étude, nous nous
intéresserons a l’influence des anomalies de maintenance. Elles sont introduites lors
d’opérations de manutention du moteur, montage et démontage, lors desquelles des
techniciens peuvent rayer ou bien laisser tomber un outil sur des pieces.

Suite au retour d’expérience sur flotte, deux types d’anomalies ont été retenus dans le
cadre de cette these : les rayures et les chocs. Actuellement, le comportement en fatigue de
ces anomalies ainsi que la modélisation de la propagation de fissures a partir de ces dernieres
ne sont pas totalement maitris€s. Des approches dites en « fissures longues » sont
généralement employées pour déterminer une durée de vie. Elles consistent a assimiler
I’anomalie de surface a une fissure semi-elliptique de dimensions identiques, déja amorcée, et
se propageant suivant le comportement d’une fissure longue (Loi de Paris et correction
d’Elber) des le premier cycle de chargement. Bien que cette approche fournisse une bonne
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prédiction dans le cas de propagation de fissures déja amorcées et de taille dite longue, elle
présente un conservatisme important dans le cas des anomalies de type rayure et choc,
pouvant aller jusqu’a un facteur 10 avec les durées de vie réelles. Ce conservatisme n’est pas
génant du point de vue de la sécurité mais occasionne une réduction des intervalles inter-
inspection et par conséquent le maintien au sol des avions.

Cette étude a pour premier objectif scientifique de caractériser le comportement en
fatigue de ces anomalies de surface de maintenance. Cette étape est primordiale et devra
permettre de dégager les parametres a prendre en compte en vue d’une modélisation. Ainsi, le
comportement a 1’amorcage, dans les premiers stades de la propagation et dans la phase
propagation des fissures longues, devront étre décrits de maniere quantitative. Pour ce faire,
des essais de fissuration a partir d’anomalies de surface seront effectués pour différentes
conditions de sollicitation. Des outils de suivi de la fissuration et d’analyse des résultats seront
mis en place. Dans un second temps, un outil de prédiction de la durée de vie, basé sur
I’analyse des résultats expérimentaux obtenus, sera développé. Cet outil devra permettre de
comprendre et de retrouver les différents mécanismes mis en jeu. Ce travail devra donc
aboutir a une proposition de modélisation de la propagation de fissure a partir d’anomalies de
maintenance, qui servira de base au modele industriel de dimensionnement en tolérance au
dommage.

Les travaux effectués dans le cadre de cette these seront présentés en cinq parties.

La premiere partie tachera d’introduire et de présenter le contexte et la problématique
industrielle. Une attention toute particuliere sera portée sur I’'impact de I’introduction des
anomalies de surface sur la microstructure avoisinante, ainsi qu’a 1’évaluation de I’état de
contraintes résiduelles résultant de la fabrication de ces dernieres. Nous tacherons d’identifier
I’influence de la présence d’anomalies de surface sur la tenue en fatigue et les résultats des
études antérieures menées par Snecma seront également exposés. Nous nous intéresserons
pour finir aux différentes modélisations de la propagation de fissure a partir d’anomalies de
surface, d’ores et déja existantes dans la littérature. Tout ceci nous permettra de bien établir
les objectifs ainsi que la démarche scientifique associée a cette étude.

Le Chapitre A sera dédi€ a la présentation du matériau étudié. Il s’agit du superalliage
a base nickel appelé René 65. Cet alliage, durci par précipitation y/y’, et récemment développé
par General Electric et Allvac, sera notamment utilisé dans le nouveau moteur LEAP. Du fait
de son récent développement, il existe peu de données a son sujet dans la littérature. C’est
pourquoi nous nous intéresserons aux propriétés en fatigue d’autres alliages y/y’, semblables
au René 65: I’'Udimet 720Li et le René 88DT. Enfin, nous présenterons les différentes
anomalies de surface étudiées dans cette these. Ces anomalies ont été choisies conformément
aux cas les plus séveres rencontrés sur les pieces de la flotte moteur Snecma. Les deux types
d’anomalies choisis, rayures et chocs, possedent un profil géométrique identique dans le but
de découpler les effets de géométrie des effets de contraintes résiduelles. En outre, des
anomalies a géométries régulieres, semi-circulaires et semi-elliptiques, seront également
testées dans cette étude. Celles-ci feront office de référence et permettront de comparer le
comportement en propagation des fissures longues, a celui observé pour des fissures
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s’amorcant au fond de rayures ou de chocs. Nous exposerons bien évidemment les différentes
méthodes d’introduction des anomalies ainsi qu’une étude de caractérisation dimensionnelle,
dans le but de vérifier la reproductibilité de la réalisation de ces dernieres. Enfin, nous
terminerons par 1’étude de I'impact de la fabrication des anomalies sur la microstructure de
I’alliage.

Le Chapitre B sera quant a lui consacré a la partie expérimentale de cette étude. La
démarche mise en place repose sur la réalisation d’essais de fissuration a partir d’anomalies
de surface. Afin d’avoir une information qualitative sur la longueur de fissure a un instant ’#’,
nous utiliserons la technique de la différence de potentiel. Dans un second temps, les résultats
expérimentaux obtenus seront exposés. L’influence des différents parametres d’études, tels
que le type d’anomalie et sa profondeur, la contrainte maximale ainsi que la température, sur
la durée de vie totale de I’éprouvette mais également sur la phase d’amorcage et de
propagation sera analysée. A ce stade, nous verrons I’importance de bien caractériser le
champ de contraintes résiduelles au voisinage de chaque anomalie, car celui-ci joue un role
important sur le comportement des fissures. L’utilisation d’un traitement thermique de
relaxation des contraintes résiduelles s’inscrit dans cet objectif. Celui-ci montrera I’influence
du champ de contraintes hétérogéne dans I’espace sous I’anomalie de surface (contraintes
résiduelles et effet d’entaille) sur les différentes phases de la propagation d’une fissure.

Fort de cette analyse expérimentale, le Chapitre C sera consacré au développement
d’un modele numérique de propagation de fissure a partir d’anomalies de surface de type
choc. Celui-ci nous permettra de comprendre les différents mécanismes mis en jeu a 1’échelle
de I’éprouvette, lors de la propagation d’une fissure. Dans un premier temps, nous détaillerons
le développement du modele numérique éléments finis permettant de simuler 1’introduction
d’une anomalie de type choc. Apres avoir vérifié la pertinence de ce dernier, le champ de
contraintes résiduelles sera caractérisé a I’état initial, c¢’est-a-dire apres la réalisation du choc,
puis apres avoir évalué la relaxation de ce champ mécanique. En effet, le champ de
contraintes résiduelles n’est pas constant au cours du temps, notamment sous 1’action du
chargement mécanique et thermique, c’est pourquoi la relaxation qu’il se produit lors de la
phase d’amorcage d’une fissure sera évaluée. Enfin, nous terminerons ce chapitre par la
présentation du modele numérique de propagation de fissure utilisé. Une fois la relaxation
mécanique évaluée, le champ de contraintes est approximé puis introduit dans un modele
numérique de propagation de fissure. Ce dernier permettra d’évaluer la durée de vie des
anomalies de surface de type choc en fonction des différentes conditions de sollicitation, mais
également d’évaluer 1’évolution de la forme du front de fissure et de la vitesse de propagation
au cours du cyclage.

Enfin, nous présenterons les résultats de ces simulations numériques dans le
Chapitre D. Nous évaluerons également la pertinence et la robustesse de la chaine de
modélisation développée en faisant évoluer la géométrie du profil du choc. Nous testerons
notamment les chocs a profil en U, qui ont déja été étudiés dans le cadre de travaux antérieurs.
Nous évaluerons la qualit¢é de ce modele par I’analyse des durées de vie calculées, de
I’évolution de la forme du front de fissure et également de la vitesse de propagation obtenue,
en comparant toutes ces prédictions aux résultats expérimentaux décrits dans le Chapitre B.
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Enfin, nous dégagerons différentes pistes d’amélioration de la chaine de modélisation, dans le
but d’améliorer la prédiction et d’étre encore plus représentatif des résultats expérimentaux,
que ce soit a I’échelle de I’éprouvette mais également a celle du disque de turbine.
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1. Contexte de I’étude

En 2014, le trafic international de passagers affiche une croissance colossale avec plus
de 3,3 milliards de passagers transportés, soit une progression de 60% en dix ans. Avec cette
augmentation et les problématiques industrielles et environnementales d’aujourd’hui, les
motoristes aéronautiques doivent redoubler d’effort.

Snecma, filiale du groupe SAFRAN et membre de la structure CFM International
qu’elle constitue avec General Electric, est 'un des motoristes les plus importants au niveau
mondial. Sa capacité d’innovation se doit donc d’étre a la hauteur de son rang. Cependant, la
mise en service de nouvelles technologies doit offrir un compromis entre amélioration des
performances environnementales et maintien d’un colit de maintenance acceptable des
moteurs. C’est dans cette optique que Snecma vise a satisfaire les objectifs d’ACARE 2020
(Advisory Council for Aeronautics Research in Europe) que sont la réduction des nuisances
sonores et des émissions de CO, de 50% ainsi que des émissions d’oxydes d’azote de 80%,
par rapport a I’année 2000. La recherche et le développement au sein de I’entreprise et du
groupe SAFRAN dans son ensemble doit donc contribuer a remplir ces objectifs, tout en
gardant pour cible la sécurité, la qualité mais également la réduction des cofits d’exploitation,
d’acquisition et de maintenance.

La conception d’un systéme aussi complexe qu’un moteur aéronautique nécessite
I’utilisation d’une large gamme de matériaux. Les sollicitations en service, qu’elles soient
thermiques, mécaniques ou thermomécaniques, dictent le choix de ces matériaux. Ainsi, en se
limitant aux matériaux métalliques, les alliages de titane (Ti64, Til7) seront plutot employés
pour des pieces dont la température de fonctionnement reste inférieure a 550°C, tandis que
pour les pieces du compresseur haute pression (disques et aubes) ainsi que pour certains
disques de la turbine dont la température est comprise entre 450°C et 700°C, des alliages
polycristallins a base nickel forgés ou élaborés par métallurgie des poudres (Inconel 718,
N18) seront utilisés. Des superalliages a base nickel monocristallins (AM1) revétus de
barrieres thermiques seront employés pour les aubes de turbine, principalement sollicitées en
fluage a des températures dépassant 1 000°C.
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Figure 1 — Schéma en coupe du turboréacteur LEAP

Les enjeux actuels poussent les motoristes a augmenter le rendement de leurs moteurs.
Le LEAP, nouveau moteur CFM International dont la certification est prévue pour 2016,
comporte de réelles avancées technologiques qui contribueront a la réduction de la
consommation de carburant (jusqu’a 16%), des émissions d’oxyde d’azote (50%) et du bruit
(jusqu’a 15 décibels). Toutefois, ces avancées ne se font pas sans conséquence. En effet,
I’augmentation du rendement d’un moteur engendre une augmentation des sollicitations
thermiques et mécaniques subies par certaines picces. Par conséquent, les matériaux
généralement employés ne peuvent plus 1’€tre et de nouveaux alliages sont proposés tel que le
René 65. Ce superalliage polycristallin a base nickel est un alliage récemment développé par
General Electric et Allvac, basé sur des résultats acquis sur d’autres alliages similaires tels
que I’Udimet 720Li et le René 88DT. Il sera utilisé dans les disques de turbine basse pression

du LEAP afin de remplacer I’Inconel 718 classiquement utilisé.

Les pieces, que constituent les turboréacteurs civils ou militaires, sont principalement
soumises a trois types de sollicitations pouvant également &tre couplées : la fatigue, le fluage
et I’oxydation. La fatigue est un phénomene prépondérant dans le dimensionnement des
picces tournantes que sont les disques de turbine. En effet, cette sollicitation correspondant a
la répétition d’un chargement mécanique, thermique ou thermomécanique peut occasionner
une modification du matériau et 1’apparition de fissures, pouvant alors mener a la rupture de
la piece. Cette rupture est d’autant plus dangereuse que le disque rompu ne peut étre contenu
dans le carter, a I'instar des aubes, comme en témoigne la Figure 2. Ce constat fait des
disques de turbine, I’une des picces les plus critiques a dimensionner.
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a4

Figure 2 — Photo d’un disque de turbine éclaté - American Airlines N330AA
(Sécurité Aérienne, 2007)

Dans le cadre de cette €tude, nous nous intéresserons au dimensionnement en
tolérance au dommage d’un disque de turbine basse pression en superalliage a base nickel,
René 65. L’approche en tolérance au dommage a pour objectif de déterminer le nombre de
cycles nécessaire pour qu'une anomalie de surface ou une fissure, présente réellement ou
supposée présente, se propage jusqu’a atteindre une taille critique, le but étant d’établir des
intervalles d’inspection afin de vérifier la présence et par 1a méme la taille de ces anomalies
ou de ces fissures. Cette évaluation géométrique permettra par la suite de décider si la piece
est encore apte au service ou bien si elle doit étre remplacée.

2. Problématique industrielle

Dans le cadre des certifications en tolérance au dommage, les motoristes sont appelés
a évaluer I’influence des anomalies sur la durée de vie de leurs pieces. Ils sont notamment
dans 1’obligation de montrer que 1’anomalie la plus importante, non détectable, ne mene pas a
la rupture de la piece, et ce sur toute la durée de vie du moteur. Un dimensionnement a
I’amorcgage est généralement utilisé pour dimensionner les disques de turbine. Cependant, ce
type de dimensionnement ne prend pas en compte la possible présence d’anomalies. En effet,
la présence de ces dernieres peut conduire a I’amorcage d’une fissure et a la rupture de la
piece sans pour autant que la durée de vie a I’amorcage déterminée ne soit atteinte. La prise
en compte des anomalies est donc primordiale dans le dimensionnement de ces pieces.

Les anomalies pouvant conduire a I’amorcage d’une fissure et a la rupture de la piece
peuvent étre de différentes natures. Nous pouvons citer les anomalies inhérentes au matériau
utilisé, que peuvent €tre les carbures ou nitrures, ainsi que les anomalies en service créées lors
de I'impact de corps étrangers. Dans cette étude, nous nous intéresserons a 1’influence des
anomalies de maintenance. Elles sont introduites lors d’opérations de manutention du moteur,
montage et démontage, lors desquelles des techniciens peuvent rayer ou bien laisser tomber
un outil sur des pieces. Si les deux premiers types d’anomalies sont couramment étudiés dans
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la littérature, il n’en est rien pour les anomalies de maintenance dans les matériaux
métalliques. L’objectif de cette étude est donc de caractériser 1’influence de ces anomalies, sur
les phases d’amorcgage, de micro-propagation et de propagation d’une fissure de fatigue, afin
d’établir des intervalles d’inspection les mieux adaptés.

Suite au retour d’expérience sur flotte, deux types d’anomalies ont été retenus dans le
cadre de cette these : les rayures et les chocs. Actuellement, la durée de vie en présence de ces
anomalies est déterminée, a Snecma, par une approche dite en « fissures longues ». Elle
consiste a assimiler I’anomalie de surface a une fissure semi-elliptique déja amorcée et se
propageant suivant le comportement d’une fissure dite longue (Loi de Paris et correction
d’Elber) des le premier cycle de chargement. Le calcul est finalement interrompu si I’'un des
criteres d’arrét est activé :

- La contrainte dans le ligament restant est supérieure a la limite a rupture du matériau
Ry ;

- Le facteur d’intensité des contraintes maximal K., est supérieur a la ténacité du
matériau Kjc.

Anomalie = fissure longue

e fissure initiale
Lty

y

Calcul de ’avancée de la fissure

A

da/dN

\ 4

Loi de Paris et
correction d’Elber

AK

>
»

A 4

Critére d’arrét

non . oui
ligament restant

m

Figure 3 — Schéma de principe de la méthode actuellement utilisée par Snecma pour le calcul de
la durée de vie d’une anomalie de surface

\ 4

DUREE DE VIE

Si cette approche fournit une bonne capacité de prédiction dans le cas de propagation
de fissures déja amorcées et de taille dite longue (entre 500 um et 1 mm), elle présente un
conservatisme important dans le cas d’anomalies de surface non amorcées, rayures et chocs.
En effet, les durées de vie calculées ne prennent en compte ni la phase d’amorcage, ni la
phase de micro-propagation. Cette derniere correspond aux premiers stades de la propagation
de fissures dans le champ mécanique hétérogene, créé par 1’anomalie, modifiant le
comportement macroscopique en fissuration. Cette non prise en compte occasionne un écart
relativement important pouvant aller jusqu’a un facteur 10 avec les durées de vie réelles,
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comme le montre la Figure 4. Nous pouvons observer que, pour différents types d’anomalie,
de différentes profondeurs, pour différentes températures et contraintes maximales appliquées,
la durée de vie expérimentale est supérieure a la durée de vie calculée. Ce conservatisme n’est
pas gé€nant en soi mais contribue a la définition d’intervalles d’inspection courts. Il est donc
nécessaire de quantifier plus précisément les différentes phases de la propagation afin de
mieux modéliser le comportement en fatigue des rayures et des chocs introduits lors des
opérations de maintenance.

1E+06 -

O Choc 50um - 700°C/700MPa
Choc 100um - 550°C/1050MPa
OChoc 150pm - 400°C/700MPa
® Choc 150um - 400°C/1000MPa
OChoc 150pm - 700°C/700MPa
Rayure 50um - 550°C/1050MPa
< Rayure 150um - 400°C/700MPa
® Rayure 150um - 400°C/1000MPaj”
<O Rayure 150um - 700°C/700MPa
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Durée de vie calculée
Anomalie = fissure longue

. Durée de vie expérimentale
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1E+03 1E+04 1E+05 1E+06

Figure 4 — Comparaison entre les durées de vie calculées et expérimentales pour le René 65
(essais ENSMA/Snecma)

Plusieurs facteurs peuvent étre a I’origine du conservatisme observé :

- Lanon prise en compte de la phase d’amorcage si elle existe. En effet, la modélisation
actuelle suppose une fissure se propageant des le premier cycle de chargement. Ainsi,
I’écart observé entre la durée de vie calculée et la durée de vie expérimentale pourrait
étre expliqué par une phase d’amorgage non négligeable, qui viendrait se rajouter au
nombre de cycles calculé en propagation.

- L’effet de la géométrie et des contraintes résiduelles engendrées par I'introduction de
I’anomalie. Ainsi, des contraintes résiduelles de compression sous les anomalies de
surface pourraient ralentir la propagation de la fissure ; il en résulte alors des durées de
vie expérimentales plus grandes que celles calculées. En effet, ces dernieres ne
tiennent pas compte de la présence de telles contraintes autour des anomalies.

Les travaux de thése de Doremus, 2014 ont permis d’expliquer ce conservatisme par
la présence de contraintes résiduelles sous les anomalies de surface qui ralentissent les
premiers stades de propagation de la fissure. L’objectif de ces travaux était d’évaluer la
nocivité d’anomalies de surface de type rayure, a profil en V, et de type choc, a profil en U,
sur la durée de vie en fatigue. L’utilisation de traitements thermiques de relaxation a
clairement mis en évidence I’influence de cet état de contrainte créé sous I’anomalie, comme
le montre la Figure 5. En effet, en présence de contraintes résiduelles, un ralentissement de la
propagation est observé dans les premiers stades. Apres traitement thermique, et donc en
I’absence de contraintes résiduelles, aucun ralentissement de la propagation n’est observé. Il
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existe donc une influence de [I’état initial (microstructure, écrouissage et contraintes
résiduelles) dans lequel se trouve le matériau apres 1’introduction de 1’anomalie sur la phase
de micro-propagation. Les travaux de Doremus et al., 2015 ont ainsi montré que de
nombreux parametres sont a prendre en compte afin de modéliser la propagation a partir des
anomalies de type rayure et choc : la morphologie géométrique, 1’état d’écrouissage et de
contraintes résiduelles sous les anomalies de surface et le chargement mécanique. Il en ressort
que la phase de micro-propagation autour de 1’anomalie représente le phénomene physique
d’ordre un a modéliser car il impacte fortement la durée de vie dans le domaine étudié (faibles
durées de vie, de I’ordre de 20 000 cycles).
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Figure 5 - (a) Vitesse de propagation en fonction du facteur d’intensité des contraintes 4K pour
des rayures de 150 um et (b) pour des chocs avec et sans contraintes résiduelles
dans I’Inconel 718DA (Doremus et al., 2015)

La combinaison de la concentration de contraintes induite par la géométrie de
I’anomalie de surface, de la plasticité locale, des microfissures ainsi que des contraintes
résiduelles affectent la résistance en fatigue du matériau. Toutefois, dans le cadre des travaux
de these de Doremus, 2014, les anomalies de surface de type rayure et choc n’avaient pas des
profils géométriques identiques. Il est par conséquent difficile de découpler les effets de
géométrie des effets de contraintes résiduelles. Notre étude propose donc de poursuivre cette
thématique en ayant pour objectif de séparer ces deux effets et en abordant plus
spécifiquement 1’aspect modélisation de la propagation de fissures dans un champ mécanique
hétérogene. Il est par conséquent nécessaire, voire indispensable, de caractériser ce champ
mécanique initial ainsi que sa redistribution sous chargement cyclique dans le but de
modéliser la propagation d’une fissure. L’étude bibliographique qui suit a pour objectif
d’évaluer et de décrire I'influence des rayures et des chocs sur les phases d’amorcages, de
micro-propagation et de propagation d’une fissure de fatigue. Il parait en outre important,
dans un premier temps, de bien définir ce qu’est une anomalie de surface, d’identifier les
effets de la présence d’une telle anomalie afin de pouvoir définir les principaux parametres a
prendre en compte dans une modélisation de la propagation de fissures. Dans cette étude,
nous tacherons donc de répondre a plusieurs questions scientifiques. Premierement, quelle est
I’influence du type, de la taille et de la morphologie des anomalies de surface sur la durée de
vie ? De plus, le fait d’avoir des rayures et des chocs de méme géométrie devrait nous
permettre de répondre a la question de l’influence du mode de fabrication de chaque
anomalie, et donc de l'influence des contraintes résiduelles et de I’effet d’entaille sur la
propagation des fissures.
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3. Etude bibliographique
3.1. Les anomalies de surface

Comme nous I’avons évoqué précédemment, les motoristes aéronautiques sont appelés
a caractériser la nocivité des anomalies de surface introduites dans des pieces critiques. Pour
cela, il est demandé de décrire d’un point de vue qualitatif et quantitatif les phases
d’amorcage et de propagation des fissures de fatigue a partir d’anomalies de surface de type
rayure et choc, pouvant €tre introduites lors de la manutention des pieces. Il semble cependant
qu'un manque existe dans la littérature concernant la nocivité des anomalies de surface
survenant en maintenance dans les matériaux métalliques. Il est par conséquent intéressant
d’élargir cette étude bibliographique a d’autres types d’anomalies.

Dans cette étude bibliographique, nous nous intéresserons de maniere générale aux
effets d’entaille, d’anomalies de surface qu’elles soient de type rayure ou choc ou bien encore
aux dommages de type FOD. Le FOD, ou Foreign Object Damage, se réfere a
I’endommagement associé a I’impact d’un corps étranger, le plus souvent en service. Ces
corps étrangers, de différentes tailles et duretés, peuvent étre projetés a des vitesses de 1’ordre
de 200 m/s a 300 m/s, provoquant des dommages importants et réduisant la durée de vie des
pieces de maniere conséquente. De tels impacts forment des crateres, des indents, et peuvent
réduire la limite d’endurance jusqu’a 50% (Nicholas, 2006).

Il a ét¢ montré que I’endommagement issu d’anomalies de service résulte de la
combinaison de trois facteurs affectant I’amorgage et la résistance a la fissuration des pieces
(Peters et al., 2000, Chen and Hutchinson, 2002) :

- La concentration de contraintes induite par la géométrie de I’anomalie ;

- La création d’un champ de contraintes résiduelles, due a la déformation plastique
associée a I’introduction de 1’anomalie ;

- L’apparition de microfissures, d’'une modification locale de la microstructure (grains
écrasés ou texturés, bandes de glissement) ou d’une rugosité pouvant jouer un role sur
la phase d’amorcage.

Evaluer I'impact de la concentration de contraintes sur la résistance en fatigue est
relativement simple a réaliser. A D'inverse, évaluer les effets du champ de contraintes
résiduelles, induit par I’anomalie, sur la durée de vie n’est pas aussi simple car les contraintes
résiduelles sont difficiles a prédire. Elles sont pourtant un parametre d’ordre un dans le
controle de I’amorgage et/ou de la vitesse de propagation, et peuvent étre responsables de son
accélération si celles-ci sont de tension ou de son ralentissement si elles sont de compression
(Chen et Hutchinson, 2002). Cependant, les contraintes résiduelles ne sont pas constantes au
cours du temps et peuvent se relacher ou se redistribuer plus ou moins vite suivant la nature
du matériau ainsi que des conditions d’essais que peuvent étre la température, la contrainte
appliquée ou le rapport de charge (Boyce et al., 2003, Frankel et al., 2012). Ce phénomene
n’est pas a négliger et peut jouer un role important sur le comportement des fissures en
propagation.
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3.2. Caractérisation des anomalies de surface et effet sur la tenue en fatigue
3.2.1. Caractérisation des anomalies de surface de type rayure

Nous allons dans un premier temps nous intéresser a la caractérisation des rayures et
principalement aux contraintes résiduelles résultantes de leur introduction. Nous étudierons
également I'influence de leur géométrie sur la tenue en fatigue. Cini et Irving, 2010 ont
examiné cette influence. Dans cette étude, des éprouvettes en aluminium 2024-T351,
contenant des rayures traversantes de profondeur et de rayon en fond d’entaille différents ont
été testées en fatigue, en contrainte imposée (0. = 200 MPa) et a rapport de charge positif
(R =0,1). Les résultats expérimentaux présentés en Figure 6 montrent que la profondeur et le
rayon en fond d’entaille agissent de maniere non négligeable sur le nombre de cycles a
rupture. Ainsi, la durée de vie de 1I’éprouvette diminue lorsque la profondeur de la rayure
augmente et lorsque son rayon en fond d’entaille diminue. En ce qui concerne le
comportement a lI’amorcage, pour un facteur de concentration de contraintes K, élevé,
supérieur a 9, les auteurs n’observent la présence d’un multi-amorcgage, tandis que pour des
valeurs de K; plus faibles plusieurs sites d’amorgage sont visibles retardant la formation d’un
front de fissure unique. Il semblerait que cette variation de concentration de contraintes ait un
impact sur la taille de la zone plastique sous 1’anomalie favorisant, ou non, I’amorcgage de
fissures.
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Figure 6 — Durées de vie en fatigue en fonction de la profondeur et du rayon en fond d’entaille
dans de ’aluminium non revétu (Cini et Irving, 2010)

Zhao et al., 2009 ont quant a eux montré I’'impact de la méthode d’introduction de la
rayure. Pour ce faire, la dureté des zones se situant sous celle-ci, sur ses flancs et également
en surface a été évaluée. Des rayures traversantes, dans un alliage d’aluminium 2024-T351,
sont réalisées par passes successives sur des plaques, a I’aide d’'une machine-outil contrélée
numériquement dont la précision est de ’ordre de 5 um a 10 um. Des mesures de micro et
nano-dureté sont effectuées en surface et sur une coupe transversale. Il est ainsi mis en
évidence que la dureté des zones situées a proximité de la rayure, sur une distance environ
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égale a sa profondeur, est affectée par son introduction (Figure 7). Des régions relativement
plus douces en surface et des régions plus écrouies sous la rayure et sur ses flancs sont
observées, par rapport a une zone non affectée, éloignée de la rayure.

Figure 7 — Cartographie des zones écrouies par mesures de nano-dureté autour d’une rayure ou
D, correspond a la dureté non affectée, D;, une dureté plus élevée et D, une dureté plus faible
(Zhao et al., 2009)

Khan et al., 2011, par traitement des courbes charge-déplacement de nanoindentation,
ont pu remonter aux contraintes résiduelles situées sous une rayure dans ce méme alliage.
Afin d’avoir une comparaison encore plus riche, deux types d’outil sont utilisés pour usiner
les rayures. Le premier outil, diamanté, semble provoquer une déformation plastique
importante identifiable par un repoussement de matiere conséquent en surface. L’utilisation
du second outil donne a I’inverse, un profil de rayure assez net, ce qui laisse a penser que les
déformations plastiques engendrées sont moins importantes. Le profil laissé par I’outil donne
I’impression d’une découpe de la matiere et non a un repoussement, comme le montre la
Figure 8.

Dote 17 /g 2008
Figure 8 — (a) Coupes transversales et vue de dessus des rayures effectuées avec un outil 1
et (b) un outil 2 (Khan et al., 2011)
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Une quantification des niveaux de contraintes résiduelles par diffraction des rayons X
synchrotron et par nanoindentation ont permis de montrer que le mode d’introduction influait
sur le champ de contraintes introduit. Ainsi, 1’outil diamanté engendrant des déformations
plastiques plus importantes, visibles par un repoussement de matiere, donne des contraintes
résiduelles plus élevées. Elles semblent €tre majoritairement de traction sous la rayure, celles-
ci s’atténuant avec la distance, et de compression sur quelques zones situées sur les bords de
la rayure. Les niveaux de contraintes sont relativement peu importants, environ 200 MPa, et la
zone affectée de 1’ordre de la centaine de microns (Figure 9). Les régions observées étant
petites et peu contraintes, I’utilisation des rayons X synchrotron ne permet pas de discrétiser
les différentes zones avec suffisamment de précision.

En résumé, I’'introduction d’une rayure est a l'origine d’un écrouissage et de
I’apparition de contraintes résiduelles situées sous cette anomalie. La zone affectée est
relativement confinée et le niveau de contraintes résiduelles peu important. Ces contraintes
dépendent a la fois du mode d’introduction, de 1’outil utilisé ainsi que du matériau étudié. De
plus, une combinaison profondeur-rayon en fond d’entaille peut étre la source d’une
concentration de contraintes relativement grande, permettant un amorcage plus ou moins
rapide.
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Figure 9 — (a) Etat de contraintes résiduelles dans un alliage d’aluminium apres introduction
d’une rayure a I’aide d’un outil 1 et (b) d’un outil 2 ; (a-1,b-1) comparaison des résultats donnés
par synchrotron et (a-2,b-2) par nanoindentation (Khan et al., 2011)

3.2.2. Caractérisation des anomalies de surface de type choc

La littérature existante sur les anomalies de type choc se consacre essentiellement a
I’étude d’impact de corps étrangers (FOD) sur des pieces en service. Les vitesses d’impact
étant élevées, jusqu’a 300 m/s, elles créent des anomalies trés endommageantes
concentration de contraintes, contraintes résiduelles locales et modification de la
microstructure avoisinante. La caractérisation de ce champ mécanique a déja fait 1’objet
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d’études aussi bien expérimentales que numériques. Boyce et al., 2001 ont par exemple mis
en évidence la présence de contraintes résiduelles sous I’impact d’une bille dans I’alliage de
titane Ti64. Ainsi, par diffraction des rayons X et par un calcul éléments finis, une zone de
contraintes résiduelles de compression située sous le choc et une zone de traction en surface et
plus en profondeur ont été évaluées, comme I’illustre la Figure 10. La zone affectée est
relativement large et le niveau de contraintes résiduelles important, supérieur a la limite
d’élasticité du matériau.
! B r/(w/2)
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Figure 10 — Simulation numérique par éléments finis montrant la distribution des contraintes
apres 'impact d’une bille a 200 m/s sur un alliage de titane Ti64 (Boyce et al., 2001)

Diverses études ont par la suite confirmé ces résultats, tout en étudiant des
morphologies d’anomalies plus séveres. Frankel et al., 2012 ont caractérisé 1’état initial d’un
matériau apres I’impact d’un objet cubique a I’aide de la diffraction des rayons X synchrotron,
et évalué la pertinence des modeles éléments finis dynamiques employés. La Figure 11
montre les deux types d’éprouvettes testées contenant respectivement des chocs a profil en V
de 650 um et 750 um de profondeur.

La diffraction des rayons X ne permet pas d’évaluer directement les contraintes
résiduelles mais simplement les déformations résiduelles. Néanmoins, elle permet d’observer
qu’'une zone en compression se situe directement sous 1’anomalie tandis qu’une zone de
traction se situe en surface, et ce pour les deux types d’éprouvette (Figure 12). La zone se
situant plus en périphérie du choc de I’éprouvette I (z = 2,25 mm, cf. Figure 11) est
également en traction. Toutefois, nous pouvons constater que les niveaux de déformation
calculés sont surestimés d’un facteur environ €égal a 2, par rapport aux mesures
expérimentales. Cette surestimation peut s’expliquer par de mauvaises hypotheses de calcul
(lois matériaux, phénomenes de contacts) mais également par des phénomenes physiques. En
effet, des observations microscopiques montrent la présence de microfissures, de bandes de
glissement et d’une microstructure déformée sous le choc, synonymes d’une déformation
plastique importante que le modele éléments finis ne prend pas en compte. Ces résultats
mettent en exergue la nécessité de réaliser des mesures expérimentales directes dans le but de
pouvoir recaler les résultats issus de simulations numériques.
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Figure 11 — Eprouvettes (I et II) en Ti64 ayant subi I’'impact d’un cube d’arréte 3 mm et
schémas des mesures synchrotron (I-a, b et II-c) (Frankel et al., 2012)
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Figure 12 — (a) Résultats des mesures synchrotron et (b) des calculs éléments finis effectués sur
les éprouvettes I (a,b), II (c,d) et I en périphérie (e,f)
(Frankel et al., 2012)

Zabeen et al., 2013 ont pour leur part investigué les effets des contraintes résiduelles
dues a I’impact d’un corps étranger (FOD) sur une éprouvette reproduisant le bord d’attaque
d’une voilure en Ti64, précontraint par grenaillage par choc laser (Laser Shock Peened). Basé
sur le concept que les contraintes résiduelles de compression peuvent ralentir la propagation
d’une fissure, le LSP est I’'un des traitements de surface permettant I’introduction, sur une fine
épaisseur, de ces contraintes. Afin de connaitre I’influence d’un FOD sur le champ de
précontraintes déja existant, une anomalie de type choc a été introduite. Le champ de
contraintes résiduelles, autour de cette anomalie, a par la suite été évalué par diffraction des
rayons X synchrotron et par la méthode du contour. Les résultats, illustrés en Figure 13,
montrent qu’au champ préexistant associé¢ au procédé LSP, se superposent des contraintes
résiduelles significatives induites par I’introduction de 1’objet. Ainsi, il est observé une petite
zone de contraintes résiduelles de traction sur les flancs de I’impact tandis qu’une large zone
de compression se trouve directement sous ce dernier. En dépit de la sévérité de I’impact et de
sa haute vélocité (250 m/s), les contraintes résiduelles ne dépassent pas la limite d’élasticité
du matériau. Le maximum de compression se situe aux alentours de -0,8¢, tandis que celui de
traction est de 0,2¢0,. De plus, I'introduction de l’objet ne modifie que localement les
contraintes, ce qui suggérerait que les contraintes résiduelles induites par le procédé LSP sont
d’ordre un par rapport a celles introduites par I'impact. Il a été de plus observé, pour toutes les
anomalies étudiées, une modification microstructurale importante caractérisée par la
formation de bandes de cisaillement et la présence de microfissures.

La littérature confirme que I’influence des anomalies de type choc ou rayure est la
balance d’effets multiples et variés. En effet, la concentration de contraintes, les contraintes
résiduelles mais également des défauts microstructuraux et/ou un pré-endommagement
peuvent survenir a I’impact. Il est donc important de pouvoir analyser I’influence de ce champ
mécanique initial hétérogene sur la tenue en fatigue.
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Figure 13 — (a) Cartographie des contraintes résiduelles mesurées par diffraction des rayons X
synchrotron et comparaison de la distribution des contraintes résiduelles dans la direction
longitudinale entre les rayons X synchrotron et la méthode du contour (b) avec et (¢) sans FOD
(Zabeen et al., 2013)

3.2.3. Influence de la présence d’anomalies de surface sur la tenue en fatigue

De par I’endommagement qu’elles induisent, les anomalies de surface, qu’elles soient
de type rayure ou choc, constituent des sites privilégiés d’amorcage de fissures pouvant
conduire a la ruine de la structure. Chen et Hutchinson, 2001 ont par ailleurs identifié trois
sites d’amorcage potentiel pour des chocs de billes a haute vélocité, dans 1’alliage de titane
Ti64 et pour des conditions de chargement HCF (g, = 500 MPa, R =0,1) :

- En surface loin de I’anomalie lorsque les impacts sont de petites tailles ;

- Au coin de I’anomalie, ol les contraintes résiduelles sont principalement de traction et
le facteur de concentration de contraintes K; important (Chen et Hutchinson, 2001) ;

- Au fond de I’anomalie, ou les contraintes résiduelles sont de compression mais ou des
dommages microstructuraux peuvent &tre observés (Peters et al., 2000;
Spanrad et Tong, 2011).
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Figure 14 — (a) Micrographies MEB de ’amorcage d’une fissure en coin (Chen et Hutchinson,
2001) ou (b) a partir d’une micro entaille au fond d’un choc bille (Peters et al., 2000)

Il est désormais bien connu que les contraintes résiduelles de compression jouent un
role bénéfique sur la propagation de fissures. C’est d’ailleurs sur ce principe que reposent
différents procédés permettant d’améliorer la tenue en fatigue des structures comme le
grenaillage (John et al., 2003). Le principe consiste a projeter en continu des micro-billes a
grande vitesse sur la surface d’une piece afin d’en modifier la structure superficielle ; la
surface du matériau étant par conséquent déformée plastiquement sur une fine couche. La
picce traitée contient alors des contraintes résiduelles de compression en surface permettant
d’améliorer ses caractéristiques mécaniques, et sa résistance a la propagation de fissures.

Benachour et al., 2009 ont montré 1’influence de ces contraintes résiduelles de
compression sur la propagation de fissures de fatigue, s’amorcant a partir d’anomalies
artificielles fabriquées par électroérosion, dans un alliage d’aluminium 2024-T351. Des essais
sous chargement cyclique ont mis en évidence I’influence des contraintes résiduelles comme
I’illustre 1a Figure 15 ; plus le niveau de contraintes résiduelles de compression est important,
plus la propagation de la fissure est ralentie. Nous pouvons noter que 1’effet retard observé sur
ce matériau varie fortement pour de faibles variations du niveau de contraintes résiduelles.
Toutefois, les fissures observées peuvent étre considérées comme longues pour ce matériau.
Nous pouvons alors nous demander ce qu’il en serait pour de plus petites fissures.
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Figure 15 — (a) Niveaux de contraintes résiduelles introduits et (b) évolution de la longueur de
fissure en fonction du nombre de cycles (R = 0,24) (Benachour et al., 2009)

D’autres techniques de traitements superficiels permettent d’améliorer les
caractéristiques mécaniques par introduction de contraintes résiduelles de compression ; le
Low Plasticity Burnishing (LPB) en fait partie. Le principe consiste a faire rouler une petite
bille parfaitement lisse sous une force normale suffisante permettant de déformer la surface du
matériau en tension, créant ainsi une fine couche de contraintes résiduelles de compression

(Figure 16).
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Figure 16 — Schéma de principe du « Low Plasticity Burnishing » (Prevéy et al., 2000)

Outre le fait que la couche de compression améliore la résistance a la propagation de
fissures, Prevéy et al., 2000 ont également pu observer un autre phénomene intéressant. Des
essais de fissuration ont été effectués sur des éprouvettes en superalliage a base nickel
Inconel 718, pré-fissurées a partir d’'une anomalie semi-circulaire créée par électroérosion
(EDM). Apres pré-fissuration, le traitement de surface LPB est appliqué sur une zone
rectangulaire centrée sur 1’anomalie de surface EDM avant d’étre testée en fissuration
(R =0,01). La Figure 17 montre le champ de contraintes mesuré par diffraction des rayons X
et un des facies de rupture. Par cette expérience, les auteurs ont ainsi observé que les
contraintes résiduelles influent sur la morphologie du front de fissure. Nous pouvons constater
sur le facies de rupture 1’anomalie de surface semi-circulaire réalisée par électroérosion ainsi
que le front de fissure, semi-circulaire lui aussi, apreés pré-fissuration. L’introduction de
contraintes résiduelles par LPB modifie considérablement I’évolution du front de fissure. En
effet, le maximum de contraintes résiduelles de compression associé au procédé LPB se situe
en amont de la pré-fissure. Par conséquent, la fissure va se propager en profondeur, retrouvant
des contraintes résiduelles plus favorables a son expansion tandis que sa progression sera

31-



Introduction générale

fortement ralentie en surface (zone en compression) donnant alors une morphologie
particuliere au front de fissure. Ceci met également en évidence que malgré la propagation
d’une fissure, le champ de compression n’est pas totalement relaxé puisqu’il bloque sa
progression sur les bords.

oM a0 60 80 Depth (mils)

Residual stress (ksi)

f-f—.&: R

FATIGUE PRECRACK
PRIOR TO
LOW PLASTICITY BURNISHING

Figure 17 — Champ de contraintes résiduelles mesuré par diffraction des rayons X et facies de
rupture observé apres essai de fissuration (Prevéy et al., 2000)

Courtin, 2004 a également mis en évidence ce phénomene dans des éprouvettes
cylindriques dont la surface a été galetée. Le galetage est un autre procédé industriel
permettant d’augmenter la résistance en fatigue du matériau par I’introduction de contraintes
résiduelles superficielles au fond de la gorge. La Figure 18-a montre un exemple de facies de
rupture observé pour une €prouvette non galetée sollicitée en flexion (R = 0,1, 5 Hz). Suite a
un multi-amorcage (observable jusqu’a 10 000 cycles), la fissure se propage et semble garder
une évolution quasi-constante durant toute la propagation, et ce jusqu’a rupture de
I’éprouvette. Le front de fissure est relativement droit. Un tout autre comportement est
observable sur les facies de rupture d’éprouvettes galetées pour les mémes conditions
expérimentales, comme I’illustre la Figure 18-b. Un multi-amorgage est identifiable (jusqu’a
environ 20 000 cycles) puis la propagation de la fissure semble ralentir. En effet, une fois la
fissure assez grande, la propagation continue a cceur donnant au front de fissure une
morphologie particuliere.

L’auteur explique cette évolution par la présence de contraintes résiduelles
superficielles de compression dues au procédé de galetage. Cet état de contrainte va dans un
premier temps ralentir la propagation de la fissure, favorisant une propagation
circonférentielle. Une fois 1’état de compression maximal dépassé, la fissure continue de
propager en profondeur et la vitesse de propagation semble s’accélérer. La morphologie du
front de fissure ne s’équilibrera que plus tard dans la propagation.
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Figure 18 — (a) Faciés de rupture d’éprouvettes non galetées et (b) galetées (essais interrompus)
(Courtin, 2004)

Comme nous I’avons évoqué plus tot dans cette introduction, Doremus et al., 2015
ont également mis en évidence I'influence du champ de contraintes résiduelles initial sur la
vitesse de propagation des fissures. Des essais de fissuration (550°C, 6., = 800 MPa,
R = 0,05) ont été réalisés sur des éprouvettes a section rectangulaire, en Inconel 718DA,
contenant des anomalies de surface de type rayure (a profil en V) et choc (a profil en U). Il est
ainsi observé qu’en présence de contraintes résiduelles de compression, la vitesse de
propagation est fortement ralentie dans les premiers stades (Figure 5). L’évolution de la
morphologie du front de fissure est également fortement influencée par le champ de
contraintes résiduelles présent. En effet, ces dernieres sont telles que la propagation en
profondeur est ralentie tandis qu’elle semble s’accélérer ou se propager a vitesse normale, en
coin, comme le montre la Figure 19 dans le cas d’anomalies de type choc. Il semblerait donc
qu’un champ de contraintes plus favorable a 1I’expansion de la fissure existe en coin, donnant
au front de fissure sa forme particuliere dite en «oreille ». A I'inverse, pour I’éprouvette
traitée thermiquement et par conséquent sans contraintes résiduelles, le front de fissure n’est
plus perturbé et est de forme réguliere, semi-elliptique. Toutefois, ces résultats n’ont été mis
en évidence, jusqu’a présent, que dans le domaine des faibles durées de vie (environ
20 000 cycles).
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Figure 19 — (a,c) Observations optiques et (b,d) illustration de I’évolution de la morphologie du
front de fissure pour une anomalie de type choc U avec (a,b) et sans (c,d) contraintes résiduelles
(Doremus et al., 2015)

Les anomalies de surface introduisent des contraintes résiduelles de compression plus
ou moins importantes selon le matériau et le mode d’introduction. Bien que ces anomalies
soient a I’origine d’un amorcage rapide et donc de durées de vie faibles, le champ mécanique
hétérogene dont elles sont a I’origine modifie la contrainte moyenne et accélere ou ralentit la
propagation des fissures. Cet amor¢age rapide peut d’ailleurs étre favorisé en présence d’un
endommagement initial. Au-dela des contraintes résiduelles, les anomalies de surface créent
également une concentration de contraintes de par leur géométrie. Par conséquent, il existe
une certaine interaction entre les contraintes résiduelles et la concentration de contraintes. Il
semble donc nécessaire de prendre en compte ces variables dans le but de modéliser la vitesse
de propagation au plus pres des résultats expérimentaux. Toutefois, les contraintes résiduelles
ne sont pas constantes au cours du temps : en effet, celles-ci peuvent se relaxer sous I’action
d’un chargement mécanique ou thermique ou se redistribuer en présence d’une fissure. Pour
prendre en compte I'influence des contraintes résiduelles sur la tenue en fatigue dans un
calcul de durée de vie, il est donc nécessaire de pouvoir quantifier ces phénomenes.

A Tlaide d’essais de fatigue in situ et ex situ a température ambiante,
Boyce et al., 2003 ont montré que la relaxation des contraintes résiduelles introduites lors de
I’impact d’une bille a haute vitesse dans un alliage de titane se produisait dans les tous
premiers cycles. Ceci est d’autant plus vrai que la contrainte maximale appliquée est grande
(Boyce et al., 2001, 2003). Ainsi, en cyclant a la contrainte maximale égale a la limite
d’endurance 2 10’ cycles du matériau, les auteurs ont montré que le champ de contraintes
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résiduelles se relaxe de 50% dans les tous premiers cycles. Pour une contrainte maximale plus
faible, quasiment aucune relaxation n’est observée.

Zabeen et al., 2015 ont pour leur part examiné I’évolution de I’état initial de
contraintes résiduelles, associé au procédé de Laser Shock Peened (LSP) et a I’introduction
d’un FOD, en présence d’une fissure de fatigue amorcée sous chargement cyclique. Pour ce
faire, des éprouvettes représentant des bords d’attaque de voilure en Ti64 ont été sollicitées en
flexion, en contrainte imposée et pour des conditions de chargement LCF (6,,,, = 586 MPa,
R = 0,1, f = 0,25 Hz). Des cartographies de déformations résiduelles ont par la suite été
réalisées a 1’aide de la diffraction des rayons X synchrotron. Dans le but de quantifier
I’ampleur de la relaxation en fonction de la taille d’une fissure, deux éprouvettes ont été
progressivement fissurées. Dans les deux cas, une fissure s’est amorcée au fond de
I’anomalie. En dépit de la présence d’une fissure de 0,5 mm et de la forte contrainte imposée
(Omax = 0,680y), le champ de déformations résiduelles mesuré reste plus ou moins constant.
Tres peu de relaxation est alors observé, comme l’illustre la Figure 20-a,b. Il faut attendre la
propagation d’une fissure d’environ 5 mm pour constater une relaxation de la déformation
résiduelle, non négligeable, sous I’'impact. De plus, nous pouvons également observer que la
présence de cette fissure modifie de maniere significative la distribution de la déformation
autour de celle-ci (Figure 20-c). Cette étude montre que les phénomenes de relaxation, qu’ils
soient de nature thermique ou mécanique, avec ou sans présence d’une fissure, sont a prendre
en compte dans la modélisation de la propagation de fissures, puisqu’ils modifient de maniere
non négligeable le champ de contraintes résiduelles initial.
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Figure 20 — (a) Distribution des contraintes résiduelles dans la direction longitudinale et
cartographie des déformations résiduelles par diffraction des rayons X synchrotron en présence
d’une fissure de 0,5 mm (b) et 5,3 mm (c) (Zabeen et al., 2015)

3.3. Modélisation de la propagation de fissures a partir d’une anomalie
3.3.1. Généralités sur la prise en compte des contraintes résiduelles

Les paragraphes précédents nous indiquent que I’introduction d’une anomalie de
surface, qu’elle soit de type rayure ou de type choc, engendre I’apparition d’un champ
mécanique initial hétérogeéne : concentration de contraintes, contraintes résiduelles et
modification locale de la microstructure. Nous avons vu également I’importance et les effets
de ce champ sur les différentes phases de la propagation d’une fissure de fatigue. Par
conséquent, il est nécessaire de tenir compte de ces parametres dans une modélisation de la
propagation de fissures.

N

Lorsqu’une piece est soumise a un champ de contraintes résiduelles, celui-ci se
superpose au champ de contraintes de service. La contrainte réelle a laquelle est soumise la
piece est alors modifiée. Si les contraintes résiduelles de traction s’ajoutent aux contraintes de
service, la piece se trouve localement surchargée et ces contraintes ont alors un effet néfaste
sur la structure. Mais a 1’opposé, si des contraintes résiduelles de compression viennent se
superposer aux sollicitations de service, la piece se trouve localement déchargée et ces
contraintes ont alors un effet bénéfique en réduisant la charge a supporter par la structure.
C’est sur ce principe de superposition que de nombreux auteurs se basent afin de modéliser la
propagation de fissures dans un champ de contraintes résiduelles.

La théorie de superposition consiste a déterminer le facteur d’intensité des contraintes
K, en considérant les contraintes résiduelles comme un chargement a part entiere. Par
conséquent, I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes ne se trouve pas affectée mais
seul le rapport de charge évolue. Toutefois, ce principe de superposition ne reste valable que
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si le chargement reste élastique ou si les variations de déformation plastique sont
négligeables.

Kror = Kch arg ement + K rés (1)
AK = Kch arg ement ,max - Kch arg ement ,min (2)
* Kc1ar ement ,min + Krés
R = e 3)
Kch arg ement ,max + Krés
da .
—= f(AK,R
=T (AK.R) "

Dans ce type d’approche, la prise en compte des contraintes résiduelles revient a la
prise en compte des effets de contrainte moyenne ou de rapport de charge R. Or, pour I’effet
du rapport de charge, les travaux d’Elber, 1971, concernant les mécanismes de fermeture,
font office de références. Ces phénomenes remontent a la constatation de différences de
vitesses de propagation pour différents rapports de charge R appliqués. Elber a pu constater
expérimentalement que cette différence était due a la remise en contact qui pouvait avoir lieu
entre les deux levres de la fissure, sous un cycle de chargement. Il a de plus démontré que
seule la partie effective du chargement, c’est-a-dire celle durant laquelle la fissure est
totalement ouverte, était a prendre en compte dans le calcul de I’amplitude du facteur
d’intensité des contraintes. Nous considérons en effet que lorsque la fissure est méme
partiellement fermée, celle-ci ne peut se propager. Ainsi, la vitesse de propagation n’est plus
dépendante de I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes mais d’une amplitude
effective, 4K,y Ces effets peuvent étre attribués a la fermeture induite par plasticité,
provoquée par des déformations plastiques résiduelles dans le sillage d’une fissure ayant
tendance a la refermer, par la rugosité des Ievres de la fissure ou bien encore par 1’oxydation.
La fermeture est un phénomene d’autant plus important qu’il peut €tre accentué par la
présence de contraintes résiduelles de compression.

La théorie de superposition est une méthode simple de mise en ceuvre et régulierement
utilisée dans la littérature. Cependant, elle ne considére que 1’état initial de contraintes
résiduelles, dans une structure non fissurée, sans prise en compte des effets de relaxation ou
de redistribution au cours du chargement. Toutefois, a 1’aide d’une loi de relaxation, rien
n’empécherait une mise a jour du champ de contraintes résiduelles au cours de la propagation.

3.3.2. Relaxation et redistribution des contraintes résiduelles

Comme nous I’avons déja évoqué, les contraintes résiduelles ne sont pas constantes au
cours du temps mais évoluent lors d’un chargement thermomécanique en fatigue. En effet,
pour des amplitudes suffisantes, une diminution des contraintes résiduelles est trés souvent
observée dans les premiers cycles de chargement, 1’évolution étant moins marquée par la
suite. Toutefois, ce phénomene n’est pas a généraliser et dépend fortement des contraintes
appliquées, du rapport de charge et de la nature du matériau. Ainsi, lors de la mise en
compression du matériau, la disposition des dislocations se voit modifiée et conduit alors a
une diminution progressive de la contrainte moyenne. Au bout de quelques cycles, le
comportement du matériau est adapté et parfaitement élastique mais de la micro-plasticité
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locale peut étre activée : c’est ce qu’on appelle 1’adaptation é€lastique (Cao et al., 1994;
Foss et al., 2013). Au cours de la sollicitation cyclique, un réarrangement des dislocations
continue d’avoir lieu ce qui se traduit a I’échelle macroscopique par une évolution lente et
réguliecre de la contrainte et donc par de la relaxation. En ce qui concerne les effets
thermiques, ces derniers seront activés plus tard et seront notamment dus a des effets de
diffusion et/ou de mouvement de dislocations. Ainsi, un chargement cyclique avec temps de
maintien sous une température élevée aura pour conséquence un relaichement des contraintes
résiduelles plus rapide.

Afin de pouvoir modéliser la relaxation induite par un chargement cyclique, il est donc
nécessaire de connaitre la réponse contrainte-déformation du matériau. Plusieurs modeles
empiriques existent dans la littérature permettant de décrire I’évolution du comportement
élasto-plastique d’un matériau sous un chargement cyclique. Nous pouvons citer par exemple
le modele d’Armstrong-Frederick qui permet de décrire 1’écrouissage cinématique non
linéaire du matériau (Armstrong et Frederick, 1966). Cette loi est a I’origine de plusieurs
études permettant d’améliorer cette description. Chaboche a notamment étudié la possibilité
de superposer deux  écrouissages cinématiques linéaire et non linéaire
(Chaboche et al., 1989), et la possibilité d’introduire une contrainte seuil d’activation de I'un
ou de I’autre (Chaboche, 1991). La loi d’écrouissage cinématique non linéaire, X, permet de
reproduire qualitativement les effets de déformation progressive lorsque le chargement est en
contrainte moyenne non nulle, et de relaxation de la contrainte moyenne lorsque la
déformation moyenne imposée est non nulle.

X, =C&" —X;p )

Ou X;; est le tenseur d’écrouissage cinématique, ¢;/ le tenseur de déformation plastique et p la
déformation plastique cumulée. C et y étant les parametres du modele a identifier.

Outre la relaxation, il est également nécessaire d’évaluer la redistribution des
contraintes en pointe de fissure, lorsque celle-ci traverse un champ de contraintes résiduelles.
Bien que différents auteurs aient pu montrer mathématiquement et numériquement que la
redistribution n’était pas un parametre a prendre en compte si le matériau était linéaire
élastique (Heaton, 1976 par exemple), Zabeen et al., 2015 ont observé expérimentalement
que le champ de contraintes résiduelles était significativement perturbé par la présence d’une

fissure.

LaRue et Daniewicz, 2007 vont utiliser le principe de superposition afin de modéliser
la propagation de fissures dans une éprouvette entaillée. A 1’aide d’'un modele éléments finis
élasto-plastique, les auteurs vont pouvoir prendre en compte les phénomenes de fermeture de
fissure, de relaxation mécanique des contraintes résiduelles et de la redistribution des
contraintes en pointe de fissure. A I’aide de lois de propagation expérimentales et du facteur
d’intensité des contraintes effectif, les auteurs sont en mesure d’évaluer I’évolution de la
profondeur de fissure ainsi que la durée de vie. La Figure 21 présente un exemple de résultat
de cette prédiction. Celui-ci démontre I'intérét d’un calcul élasto-plastique dans le but de bien
définir 1’évolution du champ mécanique sous I’entaille. En effet, nous pouvons observer
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qu’'une superposition élastique ne permet pas de retrouver les résultats expérimentaux.
La durée de vie calculée est alors surestimée par le modele d’un facteur environ égal a 3.
Toutefois, cette approche semble dépendante de la loi utilisée entre la vitesse de propagation
et I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes. En effet, les deux modeles numériques
utilisant deux lois de propagation différentes donnent des résultats sensiblement différents.

Ceci montre I’importance d’utiliser des lois précises et fiables.
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Figure 21 — (a) Modéele éléments finis employé et (b) résultats de la prédiction d’avancée de
fissure en fonction du nombre de cycles (LaRue et Daniewicz, 2007)

3.3.3. Modélisation analytique et numérique de la propagation de fissures dans un
champ mécanique initial hétérogene

La prise en compte des contraintes résiduelles dans une modélisation de type
analytique a été largement étudiée dans la littérature. Cependant, peu de ces études prennent
en compte I’effet géométrique de la présence d’une anomalie de surface, quand il y en a une.
C’est sur ce constat que Ding et al., 2007 ont proposé de modéliser la propagation d’une
fissure de fatigue a partir d’'une anomalie de surface a 1’aide de I’expression détaillée ci-apres.

d n .
ﬁ = C(AKmod ) (Kmod,max )1’ (1 - AI(mod,th /AKmod )O » (6)
Kmod,max = Fko’(o-app,max +O-x)\/7z’-(a+a0 j/Q (7)
AK .y = Fk, Ao, Jzla+a,)/0 8)

Ou C, n et p sont les parametres du modeles, 4K, le facteur d’intensité de contrainte
ne dépendant que du chargement, K,,zm.x le facteur d’intensité de contrainte maximal
dépendant de la charge appliquée et des contraintes résiduelles, AK,,,4 ., 1’amplitude du facteur
d’intensité de contrainte seuil des fissures courtes, F' et Q des fonctions de formes, &, le
coefficient de concentration de contraintes, o,,, la charge appliquée, o, les contraintes
résiduelles dans la direction x, a la longueur de fissure et ay une constante du matériau
déterminée par 1’approche décrite par Haddad et al., 1979. Cette modélisation quasi-
analytique permet de prendre en compte les effets de géométrie et montre qu’il existe bien une
compétition entre la concentration de contraintes et le champ de contraintes résiduelles,
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comme [’illustre la Figure 22. Cependant, elle ne permet pas de prendre en compte les
possibles effets de relaxation ou de redistribution. C’est pourquoi de plus en plus d’approches
numériques completes sont développées.
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Figure 22 — Champ de contraintes résiduelles sous I’anomalie de surface (Ti64) et évolution du
coefficient de concentration de contraintes k, et du rapport ¢,/6,) ... (Ding et al., 2007)

Ainsi, Lin et al., 2014 vont modéliser la propagation d’une fissure a partir d’un choc
dynamique dans un alliage de titane Ti64, précontraint par choc laser (LSP). Les auteurs vont
dans un premier temps simuler I’impact d’un cube en acier d’arréte 3 mm, sur une éprouvette
représentant le bord d’attaque d’une voilure. Dans le but de valider ce modele numérique,
présenté en Figure 23, une comparaison a été faite avec des mesures expérimentales pour les
mémes conditions d’impact par Zabeen et al., 2013 (Lin et al., 2015). 1l est observé, en
Figure 24, une trés bonne corrélation entre les mesures expérimentales par diffraction des
rayons X synchrotron et les simulations numériques 3D par éléments finis. Les auteurs
expliquent que de tels résultats ne sont possibles que si la loi matériau utilisée est fiable et
permet une bonne description du comportement mécanique. Le choix de cette loi constitue la
principale difficulté de la modélisation par éléments finis. Ainsi, pour des vitesses d’impact
relativement faibles des lois d’écrouissage élasto-plastique classiques pourront étre utilisées
tandis que pour des vitesses d’impacts plus importantes des lois dynamiques de type
Johnson-Cook ou d’endommagement de type Bammann sont recommandées.
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Figure 23 — Modele éléments finis 3D utilisé pour simuler I’impact d’un choc dynamique
(Lin et al., 2014)
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Figure 24 — (a) Profil des contraintes résiduelles apres impact et (b) cartographie des
déformations résiduelles (x 10°%) normales au bord d’attaque par diffraction des rayons X
synchrotron et (c) simulation numérique par éléments finis (Lin et al., 2015)
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Une fois I'impact réalisé, le modele déformé est remaillé dans la zone de propagation
a une taille d’éléments de 20 um. Une surface rigide est également attachée au modele, le
long de I’axe de symétrie, afin d’empécher I’interpénétration des nceuds due aux phénomenes
de fermeture de fissure sous des contraintes résiduelles de compression (Figure 25-a). Enfin,
la propagation de la fissure est pilotée par une subroutine, permettant la propagation de celle-
ci par libération successive des nceuds sous des conditions de chargement LCF, HCF et
LCF+HCF. L’amplitude du facteur d’intensité des contraintes nominal 4K, effectif 4Ky, et
prenant en compte les contraintes résiduelles seules 4K, sont finalement calculés, en tous
points du front de fissure, a 1’aide de 1’approche en intégrale J. Bien que cette stratégie
permette a la fois de tenir compte du champ de contraintes résiduelles initial, de sa relaxation
mécanique, de la redistribution du champ en pointe de fissure et des effets de fermeture, elle
reste néanmoins complexe de mise en ceuvre.
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Figure 25 — (a) Modéele éléments finis 3D utilisé pour la simulation de la propagation d’une
fissure et (b) exemple de courbe de propagation obtenu pour des conditions de sollicitations LCF
(Lin et al., 2014)

4. Objectifs de I’étude

Snecma, comme tout motoriste aéronautique, doit montrer que la présence
d’anomalies ne mene pas a la rupture des pieces critiques comme les disques de turbine, et ce
sur toute la durée de vie du moteur. Cette étude est par conséquent consacrée aux anomalies
de surface de type maintenance qui sont tres peu étudiées dans la littérature. Une analyse sur
flotte a permis de dégager deux types d’anomalies de maintenance récurrentes : les rayures et
les chocs. L’objectif de cette étude est d’étudier et de modéliser la propagation d’une fissure a
partir de ces anomalies de surface dans le superalliage a base nickel René 65, prochainement
utilisé dans les disques de turbine basse pression du moteur LEAP.

Actuellement, une approche considérant I’anomalie de surface comme une fissure déja
amorcée est employée afin de calculer la durée de vie de ces rayures et de ces chocs. Cette
approche dite en fissure longue semble peu adaptée et mene a des résultats trés conservatifs.
De plus, I’analyse de la littérature souligne I'importance de 1’état complexe résultant de
I’introduction d’une anomalie: contraintes résiduelles, concentration de contraintes,
modification de la microstructure, ..., autant d’effets que la modélisation actuelle ignore.
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Ce constat a été confirmé par des études précédentes réalisées par Snecma et
notamment par les travaux de these de Doremus, 2014. Il a ainsi montré que la vitesse de
propagation ainsi que 1’évolution de la forme du front de fissure sont directement dépendants
de la présence de contraintes résiduelles de compression sous les anomalies, dans
I’Inconel 718DA. Il convient donc de vérifier que le comportement peut tre généralisé a
d’autres alliages, en 1’occurrence ici le René 65, dans le but de proposer une modélisation de
la propagation de fissures a partir de ces anomalies tenant compte des variables les plus
importantes déterminées dans I’étude expérimentale.

Avant toute chose, il convient d’étudier le comportement du matériau sain dans le but
de faire des comparaisons pertinentes. Cependant, le René 65 étant encore peu maitrisé
aujourd’hui, une comparaison avec des alliages de méme type est nécessaire (Udimet 720Li,
René 88DT). Les premiers essais de fatigue oligocylique seront analysés, lesquels nous
permettront d’avoir une premiere idée du comportement de 1’alliage. Nous nous intéresserons
également aux anomalies de surface choisies pour cette étude. La géométrie de ces anomalies,
représentatives de celles observées sur les pieces de la flotte moteur, a été choisie dans le but
d’étre dans une configuration la plus sévere possible. Les rayures et les chocs posséderont de
plus un profil identique afin de découpler les effets de géométrie des effets de contraintes
résiduelles. L’étude bibliographique montre que la majorité des auteurs s’intéressent
essentiellement a I’influence de la géométrie des anomalies de surface. Ils quantifient ainsi
I’influence de la profondeur, du rayon en fond d’entaille ou bien encore du profil
géométrique. Cependant, peu d’entre eux s’intéressent a I'influence du mode de fabrication
sur la tenue en fatigue pour une géométrie donnée. Quel est le role des contraintes résiduelles,
enfin du procédé de fabrication (rayure, choc) sur la propagation de fissures ? Quel est le role
de la morphologie de I’anomalie sur la morphologie du front de fissure ? Ainsi, nos rayures et
nos chocs de profil identique nous permettront de quantifier ces effets et de répondre a ces
questions.

De plus, quelle est I’'importance relative de la part d’amorcage et de la part de
propagation dans le domaine de durée de vie testé (environ 20 000 cycles) ? En effet, I’étude
bibliographique souligne 1’importance d’évaluer la part d’amorcage, de micro-propagation et
de propagation des fissures s’amorcant a partir des anomalies de surface. Une stratégie
expérimentale a donc été mise en place et permettra d’évaluer ces parametres
quantitativement, avec une grande précision. Des essais de fissuration seront conduits, et une
analyse paramétrique quant a l'influence du type d’anomalie, de leur profondeur, de la
contrainte appliquée et de la température sera effectuée qui permettront de répondre aux
questions que nous nous sommes posées. Le comportement des rayures et des chocs dans les
différents stades de la propagation d’une fissure sera caractérisé a 1’aide de la méthode du
suivi électrique et d’une analyse fractographique. Plusieurs questions sont restées sans
réponses suite aux travaux de Doremus, 2014. En effet, comme nous 1’avons vu, Doremus a
constaté que les fissures s’amor¢ant au fond des anomalies de type choc avaient une forme
particuliere (propagation plus rapide en coin qu’a cceur). S’il a pu expliquer 1’apparition de ce
phénomene par la présence de contraintes résiduelles, les mesures électriques effectuées ne lui
ont pas permis de savoir si I’amorcage avait eu lieu dans les coins du choc ou au fond de ce
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dernier, ni d’avoir acces a la morphologie du front de fissure en temps réel. C’est pourquoi
nous développerons un outil spécifique de suivi électrique afin de mesurer la différence de
potentiel sur toute la longueur de 1’anomalie. Ceci nous permettra de détecter I’amorcgage en
coin ou au fond de I’anomalie et par conséquent d’avoir acces a la morphologie du front de
fissure au cours de I’essai de fatigue. Des essais spécifiques seront également conduits afin de
bien mettre en évidence I'influence du champ mécanique initial non homogene créé par
I’anomalie de surface sur le comportement en propagation d’une fissure.

Finalement, est-il possible de développer une chaine de calcul «réaliste » qui
permettra de sélectionner ensuite les parametres a mesurer lors des contréles non destructifs ?
Afin de répondre a cette question, ce travail aboutira a la proposition d’une stratégie de
modélisation de la propagation de fissures a partir d’anomalies de surface sur éprouvette, dans
un but de compréhension des mécanismes. Ce modele sera divisé en trois grandes étapes. La
premiere consistera a modéliser I’introduction d’un choc dans le matériau. Nous vérifierons la
pertinence de ce modele numérique, en termes de convergence au sens du maillage et de
I’influence du coefficient de frottement. Deux géométries de choc seront également étudiées,
nous permettant d’évaluer la robustesse du modele éléments finis mais également de
comprendre les différents mécanismes mis en jeu. La relaxation de ce champ de contraintes
résiduelles sera évaluée par I’application directe d’une sollicitation mécanique cyclique,
durant le nombre de cycles a 1’amorcage constaté expérimentalement, et ce pour chaque
condition de sollicitation. Enfin, apres post-traitement du champ mécanique résultant, ce
dernier sera appliqué dans un modele numérique de propagation de fissure, qui permettra
notamment d’évaluer 1’évolution de la forme du front de fissure au cours du cyclage. En effet,
nous avons mis en évidence dans 1I’étude bibliographique un manque sur ce dernier point,
puisque les auteurs évaluent généralement la vitesse de propagation au sommet du front de
fissure sans pour autant regarder I’influence des contraintes résiduelles sur la forme du front
de fissure. Ainsi, le modele numérique développé devrait par conséquent nous permettre de
répondre a cette question. Toutefois, sans aucune comparaison avec des données
expérimentales du champ de contraintes résiduelles autour de I’anomalie, cette stratégie de

modélisation ne sera que purement qualitative. En outre, nous nous cantonnerons a une
application simple sur éprouvette.
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Matériau et anomalies de surface

Dans ce chapitre, nous présenterons le matériau ainsi que les différentes anomalies de
surface étudiées. Les propriétés microstructurales du superalliage René 65 seront également
présentées. Etant donné le manque d’informations sur ce nouveau matériau, nous évoquerons
quelques-unes des propriétés en fatigue des alliages proches du René 65 : Udimet 720Li et
René 88DT. Enfin, nous terminerons par la description des anomalies de surface étudiées, leur
méthode de fabrication ainsi que I’'impact de cette introduction sur la microstructure et
I’écrouissage du matériau au voisinage de ces dernieres.

A.1. Propriétés microstructurales et mécaniques du matériau
A.1.1.  Propriétés microstructurales du superalliage René 65
A.1.1.1. Composition chimique et microstructure

Le superalliage polycristallin a base nickel René 65 est un alliage développé en 2005
par General Electric et Allvac. 11 est basé sur des résultats acquis sur d’autres alliages
similaires tels que 1’Udimet 720Li et le René 88DT. Comme ces derniers, le René 65 est un
superalliage a durcissement par précipitation, composé essentiellement de deux phases :

- La matrice austénitique y : solution solide de structure CFC et désordonnée.

- La phase durcissante y’ : constituée de composés intermétalliques de type Niz(AlTi)
de structure CFC présentant un ordre a longue distance (LI;). Ces précipités
durcissants sont cohérents avec la matrice.

Tertiary Gamma Prime
(a) Pl‘ima]"y Gamma Prime (Gamma Prime Precipitated at Low Temperatures on
«

Gs Prii t Solutioned Duri Cooling from the Solution Treatment)
i E]:: !;‘I:‘ea::;e::;ie uring 5-10 nm After Quenching
1-10 microns 15-50 nm After Ageing

Secondary Gamma Prime
(Gamma Prime Formed at High Temperatures on
Cooling from the Solution Heat Treatment) N

70-120 am Y-Grains

{Limited in Size by Zener Pinning by Primary
‘Gamma Prime During Solutioning)
5-22 microns (ASTM 8-12)

Figure A-1 — (a) Schéma de la microstructure biphasée d’un superalliage a base nickel y/y’
et (b) structure cristallographique de la phase y’ (Jackson et Reed, 1999)
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Dans cet alliage, la fraction en phase durcissante avoisine les 40%, contre 43% a 45%
pour ’Udimet 720Li ou bien encore 50% a 55% pour le superalliage a base nickel N18
obtenu par métallurgie des poudres. Cette fraction en précipités y’ plus faible est voulue car
elle facilite la forgeabilité de I’alliage. Toutefois, une diminution de cette phase occasionne
également une chute de la résistance mécanique du matériau. Cette perte due a la diminution
des précipités y’ est néanmoins compensée par 1’ajout d’éléments réfractaires, tels que le
tungstene, le chrome, le molybdene et le cobalt.

Le chrome, élément essentiel dans les superalliages, permet le renforcement de la
matrice en favorisant la précipitation de particules y’. Il joue également un role bénéfique sur
la résistance a 1’oxydation (Pineau et Antolovich, 2009). En effet, il se combine a 1’oxygene
formant ainsi une couche d’oxyde stable, conférant a 1’alliage sa bonne tenue a haute
température. Le cobalt, quant a lui, permet d’améliorer la résistance au fluage. L’ajout
d’éléments lourds, comme le tungstene ou le molybdeéne, a pour objectif de renforcer la
matrice austénitique y en contribuant au durcissement de la solution solide et a la tenue au
fluage. Enfin, quelques oligo-éléments sont également présents tel que le carbone permettant
la formation de carbures assurant une certaine résistance aux joints de grains. La composition
chimique du René 65 est donnée dans le Tableau A-1.

Ni Fe Co Cr | Mo \%% Al Ti Nb
Base | 1,0 | 13,0 | 16,0 | 4,0 | 40 | 2,15 | 3,75 | 0,7

Tableau A-1 — Composition chimique de I’alliage René 65 (% massique)

L’alliage René 65 possede une microstructure a grains fins. La Figure A-2 présente la
distribution de la taille de grains évaluée sur un échantillon prélevé dans le disque de turbine
de notre étude. La taille de grains est évaluée a 1’aide d’une cartographie d’orientation
cristallographique réalisée par la technique EBSD, dans une zone saine du matériau non
affectée par la présence d’anomalies de surface. Cette cartographie nous permet, par une
analyse d’image, d’obtenir I’histogramme de la fraction surfacique en fonction de la taille de
grains. Toutefois, cette distribution englobe a la fois les grains de la matrice y mais également
les précipités y’ primaires pouvant étre de taille comparable pour les plus gros. En effet, la
microstructure de référence présente des précipités y’ primaires de taille importante,
entre 1 um et 5 um. Il est par conséquent difficile de donner une taille de grains rigoureuse
pour laquelle sont exclus ces précipités. Nous pouvons néanmoins estimer que la taille de
grains est comprise entre 5 um et 10 pm. Les précipités y’ secondaires, germant en fin de
refroidissement, sont de taille variable, entre 20 nm et 40 nm. La Figure A-3 présente des
micrographies de la microstructure de référence du René 65.
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Figure A-3 — (a) Microstructure de référence de I’alliage René 65, précipités y’ primaires

intergranulaires et (b) y’ secondaires intragranulaires
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A.l1.1.2. Mise en ceuvre de 1’alliage René 65

A T'instar de I’'Udimet 720Li, cet alliage est obtenu par coulée d’un lingot suivi d’un
forgeage. La coulée permet de régler la composition chimique du matériau par 1’ajout
d’éléments d’addition incorporés a 1’alliage de base fondu sous vide par induction (VIM :
Vacuum Induction Melting). Une fois le matériau solidifié, il est refondu sous laitier (ESR :
Electro Slag Remelting), sous vide (VAR : Vacuum Arc Remelting), dans le but de purifier la
coulée, affiner la microstructure et homogénéiser la composition chimique. Le lingot obtenu
subit alors plusieurs opérations de forgeage a chaud et de traitements thermiques, présentées
en Figure A-4.

Température
(a) A
lh y¢ solvus
1065°C —T1-~~~~~=-—-—"
refroidissement
(©) 8h
760°C ff =~ =4~ ~71—"°- T

refroidissement air

|,

Temps

Figure A-4 — Etapes de forgeage : (a) écrasement de la billette initiale, (b) débouchage, (c)
laminage circulaire et (d) matricage (Alexandre, 2004) et traitements thermiques réalisés
sur le René 65

Les traitements thermiques réalisés consistent en une mise en solution des précipités y’
a 1065°C pendant une heure, suivie d’un refroidissement rapide (entre 50°C et 110°C par
minute). Enfin, le matériau subit un revenu a 760°C pendant 8 heures suivi d’une trempe a
I’air. Cette série de traitements thermiques a pour objectif d’optimiser la microstructure du
matériau dans le but d’obtenir les caractéristiques mécaniques souhaitées. Ainsi, la mise en
solution partielle permet de bloquer la croissance de grains par la création d’une population de
précipités y’ intergranulaires, dits y’ primaires. En ajustant la température de mise en solution,
il est ainsi possible de contrdler la taille de grains. Le refroidissement a vitesse controlée
permet d’ajuster la dimension d’une deuxiecme population de précipités y’, appelés y’
secondaires de forme sphérique ou cubique germant a I’intérieur des grains. Leur morphologie
est d’ailleurs trés sensible a la vitesse de refroidissement. Enfin le revenu, effectué a plus
basse température, permet la précipitation de carbures intergranulaires et d’une troisieme
population de précipités y’ tres fins dits tertiaires.

La métallurgie et le comportement mécanique du René 65, en fonction de la
température ou du type de chargement, sont encore mal connus dans la littérature. C’est
pourquoi une étude des superalliages Udimet 720Li et René 88DT de la méme famille permet
d’avoir une premiere idée du comportement de ce nouvel alliage.

-53-



Chapitre A : matériau et anomalies de surface

A.1.2.  Propriétés en fatigue des alliages y/y’ dont le René 65

A.1.2.1. Amorcage et propagation de fissures dans les superalliages a base
nickel Udimet 720Li et René 88DT

La tenue en fatigue des superalliages a base nickel a essentiellement été étudiée selon
deux approches différentes : le comportement en fatigue a déformation imposée et le
comportement en fissuration a contrainte imposée. En déformation imposée, les différences de
comportement, adoucissement ou durcissement cyclique, résultent des mécanismes de
déformations a I’échelle des dislocations, a 1’état de la microstructure et des précipités y’, et a
la température. Le comportement en fissuration, et notamment le mode de rupture, est quant a
lui fonction a la fois des parametres intrinseques du matériau et des parametres expérimentaux
tels que la température, la fréquence de cyclage ou bien encore le rapport de charge. Ces
parametres ainsi que I’environnement dans lequel propagent les fissures sont les facteurs
prépondérants contrdlant la vitesse de propagation de ces dernieres.

Dans le cadre de cette these, ce sont des essais en force imposée qui seront réalisés, ce
qui differe de ce qui peut étre trouvé majoritairement dans la littérature. Méme si a priori la
phase de propagation est majoritaire par rapport a la durée de vie totale, nous nous intéressons
malgré tout également aux processus d’amorcage. L’un des intéréts de cette procédure est de
pouvoir comparer les vitesses de propagation de fissures s’amorgant a partir d’anomalies de
surface avec celles des fissures dites « longues », dans un domaine de durées de vie cibles aux
alentours de 20 000 cycles. Un chargement en déformation imposée, a un niveau important,
engendrerait une relaxation, qui pourrait alors donner lieu a des durées de vie plus
importantes. C’est pourquoi les essais seront effectués en force imposée.

e Amorcage des fissures en fatigue :

On distingue deux types d’amorcage dans les superalliages Udimet 720Li et
René 88DT : soit un amorcgage intragranulaire di a I’accumulation de déformation plastique
(bandes de glissement), soit un amorcage sur des défauts microstructuraux (inclusions,
carbures, nitrures).

Les différents traitements thermiques effectués sur ces deux alliages conduisent a une
taille de grains fine. Cette taille de grains apparait comme étant un facteur d’ordre un, influant
sur les deux types d’amorcages (Alexandre, 2004). En effet, la taille des défauts
microstructuraux est généralement du méme ordre de grandeur voire plus grande que celle des
grains. Par conséquent, plus la taille de grains est faible, plus la probabilité d’amorcer sur ces
particules est grande. Evidemment, le type et le niveau de chargement jouent également un
role prépondérant. Ainsi, lorsque ce dernier est important I’amorgage dii a ’activation des
systemes de glissement est favorisé (Boyd-Lee, 1999, Findley et Saxena, 2006).

A température ambiante, les deux types d’amorcages peuvent éEtre observés.
Goto et Knowles, 1998 ct Pang et Reed, 2008, montrent néanmoins que les hétérogénéités
constituent des sites privilégiés d’amorcage de fissures de fatigue. En effet, ces particules ont
tendance a se fracturer lors du chargement mécanique accélérant alors 1’amorcage. Avec
I’augmentation de la température, 1’oxydation a un effet également indéniable sur I’amorcage
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des fissures de fatigue. Pang et Reed, 2007 montrent ainsi que sous I’effet de I’oxydation des
joints de grains, ces derniers constituent alors des sites privilégiés d’amorcage de fissures de
fatigue.

e Propagation de fissures courtes :

De nombreux travaux ont montré I’existence d’une propagation de fissures dites
courtes une fois I’amorcage initié. Le comportement de ces fissures est différent de celui des
fissures dites longues. La propagation peut €tre anormalement plus rapide suivant la nature du
matériau et du chargement cyclique appliqué. Pearson, 1975 a été 1’un des premiers a
observer que des fissures courtes, de longueur inférieure a 0,5 mm, pouvaient se propager plus
rapidement que des fissures longues dans des alliages d’aluminium.

Les fissures courtes peuvent étre classées en trois catégories (Suresh, 1998) :

- Les fissures « microstructuralement » petites dont la taille est du méme ordre de
grandeur que celle des grains. Leur propagation est alors influencée par la
microstructure du matériau.

- Les fissures « mécaniquement » petites dont la taille est du méme ordre de grandeur
que celle de la zone plastique en pointe de fissure.

- Les fissures « physiquement » petites de taille inférieure au millimetre. Elles sont
généralement plus grandes que les tailles caractéristiques de la microstructure ou de la
zone plastique.

Luo et Bowen, 2004 ont montré que le seuil de propagation des fissures courtes était
inférieur a celui des fissures longues, dans 1’Udimet 720Li. Ce phénomene semble étre 1ié en
partie a I’effet de fermeture des fissures. Cependant, il semblerait que ces effets de fermeture
n’expliquent pas, a eux seuls, la vitesse de propagation plus importante des fissures courtes.
Les fluctuations observées sur les courbes de propagation peuvent étre expliquées par un effet
important de la microstructure avoisinante comme barriere de franchissement (Figure A-5).
Ainsi, les petites fissures peuvent voir leur propagation ralentir, bifurquer ou s’arréter
lorsqu’elles rencontrent des joints de grains ou bien des précipités de phase durcissante.
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Figure A-5 — Comparaison des vitesses de propagation entre fissures courtes et fissures longues
a R =0,1 dans I’Udimet 720Li (Luo et Bowen, 2004)

Mécaniquement parlant, la vitesse de propagation anormale des fissures courtes peut,
en partie, étre expliquée par I'invalidité des formulaires de calcul de facteur d’intensité de
contraintes employés (Luo et Bowen, 2004). Pineau, 1986 et Miller, 1987 ont d’ailleurs
abordé la question des domaines de validité de la mécanique de la rupture en élasticité linéaire
pour ce type de fissures. En effet, les fissures courtes sont noyées dans des champs locaux,
imposés par un chargement extérieur mais également par la géométrie locale de la
microstructure. Une prise en compte des micro-mécanismes associés est nécessaire si nous
voulons pouvoir utiliser la mécanique linéaire de la rupture correctement. Les fissures courtes
sont donc microstructuralement, mécaniquement et physiquement petites et c’est la
combinaison de ces trois parametres qui explique leur comportement.

o Propagation de fissures longues :

La vitesse de propagation des fissures longues dépend de différents parametres
intrinseques au matériau. L’observation des facies de rupture permet généralement de donner
une indication quant a la vitesse et au type de propagation. Ainsi pour les superalliages a base
nickel et pour des températures assez chaudes (de 1’ordre de 600°C), une propagation
intergranulaire donne lieu en général a des vitesses de propagation élevées tandis qu’une
propagation transgranulaire engendre des vitesses plus faibles.

D’autres parametres mécaniques peuvent également influencer la vitesse de
propagation des fissures longues. Si pour des cas de fatigue pure a partir d’entailles, la
propagation de fissure est généralement transgranulaire (dépendance au cycle), elle sera
majoritairement intergranulaire avec 1’application d’un temps de maintien sous air
(dépendance au temps) (Gabb et al., 2013). Lors de chargements cycliques avec temps de
maintien, I’environnement dans lequel propagent les fissures est donc déterminant. Les durées

de vie peuvent alors €tre réduites et les vitesses de propagation plus élevées.
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Pour le superalliage Udimet 720Li, la propagation intergranulaire observée pour des
chargements avec temps de maintien est liée a 1’oxydation (Onofrio et al., 2004). Ce
phénomene qui implique un mécanisme de croissance dépend principalement du temps et de
la température. La vitesse de propagation sera donc d’autant plus importante que le temps de
maintien est long ou la température élevée. La fragilisation du matériau est due a la formation
d’oxydes aux joints de grains. Sous I’effet du chargement cyclique, ces derniers vont se
rompre, favorisant la propagation de la fissure le long de ces derniers. Le temps de maintien
n’est pas le seul responsable de cette fragilisation. Onofrio et al., 2004 vont mettre en
évidence I’influence de la forme d’onde sur la vitesse de propagation permettant d’accentuer
les effets de diffusion, comme en témoigne la Figure A-6, ou a, b, ¢ et d correspondent aux
différentes durées de rampe et de maintien évaluées. Ils montrent ainsi que la durée de
maintien a charge maximale est importante (b), puisqu’elle permet d’activer les phénomenes
d’oxydation et par conséquent d’obtenir des vitesses de fissuration plus grandes. A I’inverse,
des temps de maintien a charge minimale ou des rampes plus ou moins longues (a, c, d)
n’influent que tres peu sur la vitesse de propagation.
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Figure A-6 — Evolution de la vitesse de propagation en fonction de la forme d’onde
dans I’Udimet 720Li a 700°C (Onofrio et al., 2004)

A.1.2.2. Comportement mécanique en fatigue oligocyclique de I’alliage René 65

Dans le cadre de cette these, le comportement cyclique de I’alliage René 65 a été
étudié a 400°C et 700°C. Des essais de fatigue oligocyclique ont ainsi été effectués en
déformation imposée non symétrique (R, = 0) et symétrique (R, = -1), dans le but d’étudier les
effets de contrainte moyenne et 1’aspect cinématique de 1’écrouissage. La procédure
expérimentale et les résultats complets de chaque essai sont présentés en Annexe A.

Les courbes d’écrouissage cyclique obtenues sont comparées a celles des superalliages
a base nickel Udimet 720Li et N18 issues de la littérature en Figure A-7 (Gopinath et al.,
2009, Sansoz, 2000). Bien que les vitesses de déformation ne soient pas strictement
identiques, nous pouvons constater que 1’écrouissage du René 65 et de I’Udimet 720Li semble
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assez similaire a 400°C, ce qui confirme le caractere voisin de ces deux matériaux. A plus
haute température, un abattement cohérent par rapport a ce qui est observé dans la littérature
est relevé. 1l apparait également que le superalliage N18 présente une consolidation cyclique
plus importante que celle du René 65.

Dans le cas des superalliages a base nickel, la nature de 1’écrouissage est directement
liée aux micro-mécanismes de déformation a I’échelle des dislocations (Lerch et al., 1984).
C’est notamment la taille des précipités y’ secondaires qui contrdle le mouvement de ces
dislocations. Stoltz et Pineau, 1978 ont montré que lorsque la taille de ces précipités est
relativement petite, les dislocations ont tendance a cisailler les précipités y’. Ce mécanisme de
franchissement conduit alors a une localisation de la déformation dans les grains, de facon
hétérogene, a I’origine de I’adoucissement du matériau. A 1’inverse, si la taille des précipités
est suffisante, les dislocations auront tendance a les contourner selon le mécanisme
d’Orowan. La déformation sera donc répartie de facon homogene a 1’échelle du grain. Il en
résulte généralement un durcissement cyclique et un fort écrouissage cinématique. Cependant,
aucune observation microscopique n’a été réalisée a I’heure actuelle, permettant de statuer sur
I’apparition de I’'un des deux mécanismes présentés. De plus, les effets de température ne sont
pas non plus a négliger. En effet, ces derniers peuvent modifier la taille, la morphologie mais
également la distribution des précipités y’ et par conséquent influencer le comportement du
matériau.

[

S

(a]

(a]
J

Ac/2 (MPa)

800 —{+

[Sansoz 2000] N18 grains fins - 650°C
A X— [Gopinath 2009] Udimet 720Li - 400°C, de/dt=0,005s-1
700 “ —#A—[Gopinath 2009] Udimet 720Li - 650°C, de/dt=0,005s-1
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Figure A-7 — Courbes d’écrouissage cyclique pour une vitesse de déformation de de/dt = 107 s™
pour I’alliage René 65 (cycle stabilisé) et comparaison avec la littérature (Gopinath et al., 2009,
Sansoz, 2000)

Les essais de comportement réalis€és ont mis en évidence un faible écrouissage
isotrope a 400°C et de I’adoucissement cyclique a 700°C. Les boucles contrainte-déformation
paraissent également trés allongées (Annexe A). Par conséquent, et afin de simplifier
I’identification d’une loi €lasto-plastique pour le René 65, nous n’avons pris en compte que
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I’écrouissage cinématique. Il serait néanmoins nécessaire, en perspective, de prendre en
compte I’écrouissage isotrope mais également d’évaluer les effets visqueux a haute
température. Une loi a double écrouissage cinématique non linéaire sans seuil de type
Chaboche, dont les équations sont définies ci-apres, a donc été identifiée a 1’aide du code de
calcul ZéBuLoN. Les parametres de cette loi sont présentés dans le Tableau A-2. Nous
pouvons constater que 1’évolution de la boucle contrainte-déformation, et notamment le fort
écrouissage cinématique, est relativement bien décrite, comme I’illustre la Figure A-8.

o=0,+X (1)

2
. : . 2 .. .
X = E Xi avec Xi :gcigp_DipXi (2)

i=1

Ou oy est la limite d’élasticité, X 1’écrouissage cinématique, ¢, la déformation plastique et p la
déformation plastique cumulée. C; et D; étant les parametres du modele a identifier.

Température Elasticité Ecrouissage cinématique
_ oo = 890 MPa
400°C E= 2‘}()} (7)2391MPa C;=110000 MPa ; D; =175
- C, =17 500 MPa ; D, = 300

B o0 = 700 MPa
700°cc | E=18183MPal « _1h0 600 MPa: D, =350

v=0,32 C, =40 000 MPa ; D, = 150

Tableau A-2 — Parametre de la loi élasto-plastique identifiée a 400°C et 700°C
pours I’alliage René 65

(a) Boucle stabilisée (b) Boucle stabilisée
400°C/¢,,,=08% /R =-1 700°C/ £,,,,=0,8% /R =-1
1500 - 1500 A
= 1000 - 1000 A
& &
2 =
2 2
g E
g I T 1 E I T 1
£-0.01 / 0.005  0.01 %—0.0I / 0.005  0.01
o &
expérience expérience
——modele ——modele
-1500 - -1500 -
Déformation totale Déformation totale

Figure A-8 — (a) Loi de comportement de I’alliage René 65 identifiée a 400°C et (b) 700°C :
essais a déformation imposée symétrique (R = -1)
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A.2. Anomalies de surface

A.2.1.  Présentation des anomalies de surface étudiées
A2.1.1. Anomalies représentatives de la flotte

Une importante analyse statistique des anomalies de surface observées en flotte a été
effectuée par Snecma. Cette analyse a permis de classer ces différentes anomalies par type
(rayure, choc, usure, ...) mais également par leur position au sein du moteur (disques,
aubes, ...) et a différents emplacements (alésage, dent de disque, ...). Ainsi, il a été montré
que la majorité des anomalies de surface répertoriées était des rayures et des chocs.

Ce recensement a également permis de fixer deux morphologies pour chaque type
d’anomalie. Les rayures ont ainsi été définies comme des anomalies de surface a profil en V
correspondant a la rayure qu’un outil pourrait faire au contact d’une piece. Les chocs, quant a
eux, ont un profil en U et correspondent a I’impact d’un outil sur une piece. Cependant, d’un
point de vue scientifique, il peut étre difficile de comparer les résultats sur ces deux différents
profils en termes de durées de vie notamment. Dans le but de découpler les effets de
géométrie et d’état initial du matériau (contraintes résiduelles) apres introduction de
I’anomalie, il a donc été décidé de caractériser la nocivité de chocs ayant également un profil
géométrique en V. Ainsi, il est possible de comparer une méme géométrie mais deux états
initiaux différents au voisinage de 1’anomalie.

La Figure A-9 présente I’histogramme des profondeurs mesurées pour des anomalies
de type rayure et choc, observées sur différentes zones de disques de turbine haute pression.
Cette analyse montre que les rayures ont une profondeur allant globalement de 25 pm a
environ 100 um. En ce qui concerne les chocs, la profondeur moyenne se situe entre 100 pm
et 250 um.

Nous avons donc choisi de caractériser la nocivité des anomalies de surface de type
rayure et choc ayant un profil en V et une profondeur de 150 um. Cette profondeur commune
permettra une comparaison directe entre les deux anomalies de surface. De plus, elle apparait
comme une profondeur moyenne facilement observable sur la flotte moteur, que ce soit pour
les rayures ou les chocs. La longueur au fond de 1’anomalie a quant a elle été fixée a 3 mm.
L’analyse statistique a permis de constater que la longueur de chaque anomalie était comprise
entre 300 um et 2 mm. Ainsi, la longueur choisie nous permet de borner par une limite haute
la géométrie de nos anomalies, et par conséquent d’étre conservatif sur nos résultats.
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(a) Rayures - Histogramme de Profondeurs
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Figure A-9 — (a) Histogramme de la profondeur des anomalies de surface de type rayure
et (b) choc observées dans les pieces de turbine haute pression

A2.1.2. Anomalies a géométrie réguliere

L’objectif de cette étude est de caractériser la nocivité des anomalies de surface de
type rayure et choc. Cependant, 1’état initial du matériau que I’introduction de ces anomalies
occasionne peut étre difficile a analyser. En effet, I’étude bibliographique a montré que la
présence de ces rayures ou de ces chocs modifiait de facon considérable le comportement a
I’amorc¢age mais également en propagation. Par conséquent, il est important de pouvoir établir
des comparaisons avec des anomalies de surface plus classiquement étudiées. Ainsi, nous
étudierons I'influence de la présence d’anomalies de surface semi-circulaire et semi-elliptique
sur la tenue en fatigue. Ces deux géométries nous permettront d’établir des comparaisons et
des analyses complémentaires quant aux différents phénomenes rencontrés.

Afin d’assurer I’amorgage et la propagation de fissures a partir de ces anomalies, une
profondeur suffisante est nécessaire. Pour les anomalies de surface semi-circulaire, nous
avons choisi de conserver une profondeur identique aux anomalies représentatives de la flotte
moteur, soit 150 um. Concernant les anomalies semi-elliptiques la profondeur visée se situe
aux alentours de 80 um. Ce choix est essentiellement dicté par la difficulté rencontrée dans la
mise en ceuvre d’anomalies de profondeur plus importante. Néanmoins, cette profondeur
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devrait tout de méme nous permettre d’observer I’amorcage de fissures a partir de ce type
d’anomalie.

A.2.2. Méthodes d’introduction et caractérisation dimensionnelle des
anomalies de surface

A2.2.1. Anomalies de type rayure

Les anomalies de surface de type rayure ont un profil géométrique en V représentant la
rayure que pourrait occasionner un outil pointu sur une piece. Suite a 1’analyse statistique
présentée précédemment, la profondeur a été fixée a 150 um et la longueur au fond de la
rayure a 3 mm. L’angle d’ouverture est quant a lui de 90° ce qui génere une largeur en surface
d’environ 380 um. Enfin, le rayon en fond d’entaille est en moyenne de 10,5 um. Celui-ci
étant fortement dépendant de I’outil utilisé et de son usure. En effet, un outil émoussé aura
tendance a augmenter le rayon en fond d’entaille pouvant par la méme modifier le
comportement a [’amorcage, comme nous [’avons vu dans 1’étude bibliographique
(Cini et Irving, 2010). C’est pourquoi une attention toute particuliere a été accordée quant a
la qualité et au suivi des outils utilisés, dans le but d’assurer une bonne reproductibilité.

Bien qu’elle constitue une géométrie standard de notre étude, cette rayure semble étre
plus nocive que celles observées en flotte, notamment au niveau de son profil. En effet, il
parait peu probable que le profil de la rayure soit aussi net sur ses extrémités ou bien encore
qu’il soit parfaitement symétrique. Toutefois, nous ne pouvons pas présager de I’impact de
cette symétrie sur la nocivité des anomalies aussi facilement. Néanmoins, cette géométrie
nocive nous permettra de rester dans une configuration conservative quant aux différents
résultats que nous obtiendrons.

Figure A-10 — Caractéristiques géométriques d’une rayure : (a) vue 3D, (b) vue de dessus
et (c) représentation schématique du profil
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L’outil utilisé pour effectuer les rayures est en carbure et affiité selon le plan présenté
en Figure A-11. Cette géométrie d’outil a été déterminée afin qu’elle corresponde a la
géométrie de la rayure voulue, décrite précédemment. L’outil provient d’un foret en carbure
de marque Guhring (DIN 6539 R-N) dont la partie cylindrique, non utile, a été affitée. Pour
réaliser la rayure, nous utilisons une fraiseuse. L’outil en carbure est alors placé sur la téte de
la machine et I'utilisation d’'un montage de fixation permet de maintenir 1’éprouvette en
position, sans mouvement possible.
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Figure A-11 - (a) Plan de I’outil en carbure utilisé et (b) montage de fixation permettant
le maintien de I’éprouvette lors de I’usinage des rayures

La premiere étape de la réalisation de la rayure consiste a tangenter 1’outil sur la
surface de 1’éprouvette. Cette étape est primordiale car elle influe fortement sur la précision
de la profondeur des rayures usinées. Elle a d’abord été réalisée manuellement en venant
intercaler une feuille de papier entre 1’outil et 1’éprouvette. L’outil est alors descendu jusqu’a
ce que la feuille de papier ne puisse plus bouger. A partir de cette position, 1’outil est

-63-



Chapitre A : matériau et anomalies de surface

descendu par pas de 5 um jusqu’a ce qu’une marque apparaisse a la surface de I’éprouvette.
Ainsi, la tangence est obtenue avec une précision de 5 um. Cette procédure, bien que précise,
nécessite une certaine expérience et est fastidieuse. C’est pourquoi une nouvelle méthode a
été mise en place. La tangence est désormais obtenue a I’aide d’un dispositif électrique de
contact. Des le contact réalisé€ entre la surface de 1’éprouvette et 1’outil en carbure, autrement
dit lorsque le circuit électrique est fermé, une LED s’allume. Cette méthode nous permet de
conserver une grande précision et semble moins fastidieuse car nous permet une vérification
visuelle aisée et directe.

Une fois la tangence faite, ’outil est introduit a la profondeur, préalablement
étalonnée, de la rayure que nous cherchons a usiner. Une premiere translation de 3 mm est
effectuée. Enfin, ’outil est dégagé, introduit a nouveau et une passe de retour est réalisée.
Nous pouvons nous poser la question de I'intérét de cette passe retour : engendre-t-elle plus
de dommage, est-elle représentative de ce qu’il se produit réellement ? Toutefois, nous avons
gardé cette procédure car celle-ci est utilisée par Snecma, ce qui nous permettra de pouvoir
faire des comparaisons directes avec leur base de données.

A2.22. Anomalies de type choc

Les anomalies de surface de type choc présentent également une morphologie en V.
Leur géométrie reproduit la chute d’un outil tombant légerement de cOté sur une piece.
Comme pour les rayures, I’anomalie de type choc semble plus nocive que celle pouvant étre
rencontrée en flotte. La encore, il parait peu probable que le profil du choc soit aussi net et
que I'outil chute de telle sorte que 1’anomalie créée soit parfaitement symétrique. Mais a
I’instar des rayures, cette géométrie nocive nous permettra d’étudier le cas le plus critique et
de mettre en exergue les différents mécanismes rencontrés. La géométrie de 1’anomalie de
type choc est semblable a celle des rayures : profondeur de 150 pum, longueur de 3 mm et
angle d’ouverture de 90°. Seuls la largeur en surface et le rayon en fond d’entaille sont
différents mais restent assez similaires a ceux de la rayure. Pour ce type d’anomalie, la largeur
en surface est de 360 um et le rayon moyen en fond d’entaille de 17,6 um.

La méthode d’introduction du choc correspond a la chute d’un outil sur une piece. Un
montage spécifique a donc été développé a 'ENSMA afin de reproduire cela. Il est composé
d’un tube placé verticalement au bout duquel un support et un outil en carbure sont disposés.
L’outil est affiité selon le plan présenté en Figure A-13, de telle sorte que la géométrie du
choc réalisée corresponde a la géométrie souhaitée décrite précédemment.
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Figure A-12 - Caractéristiques géométriques d’un choc : (a) vue 3D, (b) vue de dessus
et (c) représentation schématique du profil

Figure A-13 - (a) Plan de I’outil en carbure utilisé, (b) vues global du montage choc et (c) du
montage de fixation permettant le maintien de I’éprouvette lors de la réalisation des chocs

N

Dans ce tube se situe également une masse que nous lachons a une hauteur,
préalablement calibrée, afin d’obtenir la profondeur du choc désirée. Cette hauteur va
fortement dépendre de la masse de I’impacteur mais également du matériau et notamment de
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sa dureté. Outre I’'importance de cette hauteur dans 1’obtention d’une anomalie a la
profondeur voulue, ce parametre est également important a un autre niveau ; plus la hauteur
de chute est importante, plus le risque de rebond de la masse 1’est aussi. Ceci constitue la
principale difficulté de la réalisation des chocs. En effet, le rebond de la masse peut tout
d’abord engendrer la création d’un défaut géométrique, comme le montre la Figure A-14,
mais peut également modifier 1’état microstructural du matériau et le champ de contraintes
résiduelles initial. C’est pourquoi il est primordial d’éviter que ce rebond se produise.

Afin de contrdler le rebond de la masse, un systeme de ressort est utilisé. Il a été
observé que I'impact généré par la chute de la masse pouvait entrainer un déplacement
vertical du support de quelques millimetres. Le principe est donc d’utiliser ce déplacement
afin de bloquer cette piece lors de sa remontée. Ainsi, lorsque le support remonte, le ressort
pousse une piece qui se trouve libérée par le déplacement vertical du support et vient ainsi
I’empécher de redescendre. Ce systtme n’a pas encore pu étre testé pour évaluer son
efficacité. En effet, un seul cas de rebond a été observé et le systeme n’était pas encore actif.
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Figure A-14 - (a) Création d’un défaut géométrique suite au rebond de la masse
et (b) schéma de principe du blocage du support lors de sa remontée

A223. Anomalies a géométrie régulicre

Les anomalies de surface a géométrie réguliere que sont les anomalies semi-circulaires
et semi-elliptiques ne correspondent pas a des anomalies de type maintenance. Cependant,
leur géométrie réguliere nous permettra d’établir des comparaisons avec les anomalies de type
rayure et choc. En effet, ce type d’anomalie de surface ne génere pas un état initial tres
endommageant a I’inverse des rayures et des chocs. Bien que modifiant la microstructure a
son voisinage et pouvant localement affecter les propriétés mécaniques en fatigue, les
anomalies semi-circulaires ne génerent pas de champ de contraintes résiduelles. Elles seront
donc intéressantes afin d’étudier la propagation de fissures dans un matériau non affecté par
des contraintes résiduelles.

La géométrie de ces anomalies de surface est présentée en Figure A-15. Les
anomalies semi-circulaires ont une profondeur de 150 um et par conséquent une largeur en
surface de 300 pum. Pour les anomalies semi-elliptiques, la profondeur est de 80 pm,
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la longueur de 2 mm et la largeur en surface de 137 um. Le rayon local en fond d’entaille est
d’environ 33 pm.

coupe AA coupe AA 2 mm
300 pm §80 um
—
\/ 137 pm
<>

150 pm —\J
N

33 um (rayon local)

Figure A-15 — (a) Caractéristiques géométriques de I’anomalie de surface semi-circulaire
et (b) semi-elliptique

Les anomalies de type semi-circulaire ont été réalisées a ’aide de la technique
d’électroérosion. Ce procédé souvent utilisé pour I’usinage de pieces a géométrie complexe a
pour principe I’enlevement de matiere par décharges électriques entre une électrode et la
piece. Afin de réaliser nos anomalies de surface, nous avons utilisé un fil de cuivre de 200 um
de diametre que nous avons disposé sur une machine EDM (Electro Discharging Machine)
pour servir d’électrode. Un enfoncement du fil a une profondeur de 230 um permet ainsi
d’obtenir des anomalies de surface semi-circulaires de 150 um de profondeur. Ceci est
nécessaire afin de pallier I’usure du fil.

Les anomalies de type semi-elliptique sont quant a elles réalisées a 1’aide d’une
machine de polissage développée au sein du laboratoire, appelée « fissureuse ». Le principe
de ce procédé consiste a polir la surface de 1I’éprouvette de maniere constante et a faible
vitesse, a I’aide d’un disque de zircone de 15,15 mm de diametre affiité suivant un angle de
15°, en contact avec la surface en présence d’une pite diamantée de 6 pm. Le polissage
constant va ainsi créer une anomalie de surface de forme semi-elliptique. La vitesse de
rotation du disque est contrdlée et relativement faible, environ 200 tr/min, dans le but de ne
pas user trop vite le disque. Cette faible vitesse et le tres faible « effort » de contact permettra
également la création d’une anomalie assez « douce » et devrait donc limiter la création de
contraintes résiduelles a son voisinage. Comme pour chaque procédé d’introduction, une
calibration préliminaire est nécessaire. Ainsi, des passes successives de 10 pm de profondeur
toutes les 20 minutes jusqu’a une profondeur d’environ 180 um, permettent d’obtenir des
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Chapitre A : matériau et anomalies de surface

anomalies semi-elliptiques de 80 um de profondeur. 1l est difficile d’obtenir des anomalies de
surface plus profondes. En effet, plus la profondeur est grande, plus il est difficile pour le
disque de tourner car celui-ci se coince dans la matiere. Toutefois, afin de faciliter le
polissage, une pate diamantée de 6 um est déposée de maniere réguliere sur le disque.

Figure A-16 - Dispositif développé au sein du laboratoire (fissureuse) permettant la réalisation
d’anomalies de surface de type semi-elliptique

A224. Caractérisation dimensionnelle

Afin d’obtenir les caractéristiques géométriques de chaque anomalie créée, des
répliques en résine d’élastomere sont utilisées. Le polyvinylsiloxane est un élastomere
polymérisant par réaction d’addition. Le principe consiste donc a mélanger le matériau de
base avec un catalyseur et a I’appliquer sur 1’anomalie de surface que nous voulons
caractériser. Par polymérisation, I’élastomere va se durcir et permettre d’obtenir une
empreinte reproduisant le négatif de I’anomalie. Une coupe transversale a la lame de rasoir est
alors réalisée en son milieu nous permettant d’avoir acces a différentes caractéristiques
géométriques : la profondeur, le rayon en fond d’entaille, la largeur en surface ou bien encore

I’angle d’ouverture de 1’anomalie.

Cette méthode de caractérisation dimensionnelle nous permet d’avoir une grande
précision sur les différentes longueurs géométriques évaluées, comme le montre la
Figure A-17. Doremus, 2014 a comparé deux techniques expérimentales : la méthode des
répliques et I'interférométrie. Nous pouvons constater que ces dernieres donnent des résultats
assez proches. Toutefois, la méthode offrant le meilleur rapport précision/temps d’exécution
reste la méthode des répliques. En effet, I’écart type des mesures effectuées a I’interférometre
est de 3 um pour une durée d’acquisition de 45 minutes. Concernant la technique des
répliques, elle est plus simple a appliquer et relativement rapide de mise en ceuvre ; 1’écart
type étant de 4 um pour une durée d’exécution d’environ 10 minutes. La principale difficulté
des répliques réside dans la réalisation de coupes transversales parfaitement nettes et droites.
En effet, si les coupes de répliques ne sont pas parfaitement perpendiculaires, les mesures
réalisées ne seront pas aussi précises que voulues du fait de I’angle de coupe qui pourrait
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exister. C’est pourquoi, les deux faces de chaque coupe sont systématiquement caractérisées
et une valeur moyenne calculée. A titre d’exemple, I’écart moyen entre les deux profondeurs
mesurées varie entre 2 um et 3 um. Il ne faut pas non plus négliger le retrait qu’il peut se
produire lors du séchage. Toutefois, la comparaison avec I’interférométrie nous indique que
celui-ci reste négligeable, puisqu’il existe une bonne concordance entre ces deux méthodes.

0,2
E 0,18 -
§, @ Mesure 7
% 0,16 - w 1| smartscope SNECMA
2 0,14 - B Mesure S
o réplique
(<) ~
a 0,12 1 N 11| O Mesure ENSMA
interférométrici
0,1 N N 1
O L O P L O O 0
FLFLLE L L FF L

Eprouvette

Figure A-17 — Comparaison des résultats de mesure de profondeur de rayure (Doremus, 2014)

La réalisation de ces répliques a permis de caractériser la géométrie des anomalies de
surface de type rayure et choc testées lors de la campagne expérimentale (Figure A-18). Le
Tableau A-3 résume les dimensions géométriques moyennes de chaque type d’anomalie sur
12 échantillons. Nous pouvons constater que la reproductibilité, pour un type d’anomalie
donné, est assez bonne. En effet, I’écart type sur la profondeur est de 12 um et entre 2 um et 3
um pour le rayon en fond d’entaille. Ceci nous permet de nous assurer que chaque nouvelle
anomalie testée sera comparable a la précédente. De plus, bien qu’il existe une légere
différence entre les rayures et les chocs, il semblerait que ces deux types d’anomalie soient
relativement similaires. Afin de s’en convaincre, nous avons réalisé un calcul éléments finis
élastique en trois dimensions. Ce calcul nous permet d’obtenir le champ mécanique autour de
chaque anomalie, et ainsi de pouvoir les comparer. En effet, bien que la différence entre les
deux géométries soit relativement faible, il n’est pas dit que le champ mécanique créé par
I’anomalie le soit également. Les anomalies de type rayure et choc ont ainsi été modélisées
selon leurs dimensions moyennes détaillées dans le Tableau A-3. Afin d’évaluer I’influence
de la présence d’une anomalie de surface sur le champ mécanique, une contrainte de traction
de 700 MPa et 1 000 MPa a été appliquée. Ces contraintes seront celles appliquées
expérimentalement lors de la campagne d’essais, et nous permettent de rester en macro-
élasticité durant ’essai. La résultante dans 1I’axe de chargement o33 est par la suite tracée selon
deux directions différentes. Une, directement sous I’anomalie et perpendiculaire a la surface
et une autre en coin, se situant toutes les deux dans le plan de propagation de la fissure.
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Chapitre A : matériau et anomalies de surface

Figure A-18 — (a) Coupe transversale d’une réplique permettant la mesure de la profondeur
et (b) du rayon en fond d’entaille

Rayure Choc

1
Profondeur m 145,8 +12 | 164,9 +12
p (um) ) V

Longueur L (mm) 3,07+£0,04 | 2,97 £0,03

Largeur / (mm) 0,38 £0,05 | 0,36 + 0,04 /
“

Rayon r (um) 10,5 £2 176 +3 TN,

Tableau A-3 — Caractéristiques géométriques moyennes pour les anomalies de surface
de type rayure et choc

Bien que les valeurs de K; en fond d’anomalie soient différentes, nous pouvons
constater que les profils de contraintes obtenus pour la rayure et le choc sont quasi-
équivalents, comme [’illustre la Figure A-19. Ce calcul numérique nous permet également
d’évaluer la zone influencée par la présence d’une anomalie de surface. Ainsi, le champ
mécanique est affecté jusqu’a une distance environ égale a deux fois la profondeur de
I’anomalie, soit environ 300 um pour les deux morphologies.

Par conséquent, nous pouvons dire que d’un point de vue géométrique et mécanique
les anomalies de surface de type rayure et choc sont trés proches. L’état initial du matériau et
notamment 1’état microstructural autour de chaque anomalie devrait donc étre la seule
différence.

Rayure | Choc
| K. | 90 7,6

Tableau A-4 — Facteurs de concentration de contraintes obtenus en fonction du type d’anomalie
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plan de propagation

S, Mises
(Avg: 75%)
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Figure A-19 - (a) Champ mécanique autour d’un choc de 164,9 um de profondeur et (b) profil

------

(fleche rouge) et (c) en coin (fleche verte)
A.2.3.  Impact de Uintroduction des anomalies de surface
A23.1. Méthodes expérimentales employées

Comme nous I’avons précédemment vu, I’endommagement généré autour d’anomalies
de surface résulte de la combinaison de trois facteurs affectant la résistance en fatigue des
pieces : la concentration de contraintes induite par la géométrie de I’anomalie, la création d’un
champ de contraintes résiduelles induite par la déformation plastique liée a I’anomalie et enfin
une modification de la microstructure (Peters et al., 2000; Chen et Hutchinson, 2002). 1l est
donc important d’évaluer I'impact de I’introduction des anomalies de surface sur la
microstructure.

Pour cela, des coupes transversales au milieu de la rayure et du choc ont été réalisées
afin de caractériser I’état microstructural sous ces anomalies. Ces échantillons ont été polis
mécaniquement jusqu’au grade 4000 puis a 1’aide d'un feutre, imprégné de particules
abrasives de diamant de 3 pum puis de 1 um. Enfin, les échantillons ont été attaqués
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Chapitre A : matériau et anomalies de surface

chimiquement par une solution d’eau régale (2/3 HCI + 1/3 HNOs3) permettant de révéler la
phase y’, par dissolution des précipités.

Afin d’observer I’endommagement de la microstructure sous les anomalies de surface,
un microscope électronique a balayage (JEOL JSM 7000F) équipé d’un canon a émission de
champ (Field Emission Gun) a été utilis€ pour caractériser la microstructure sous les
anomalies de surface dans le René 65. Ce microscope MEB-FEG permet 1’obtention d’images
de tres haute résolution spatiale, plus importante qu’'un MEB conventionnel. Chaque
échantillon a été observé en mode d’électrons secondaires et rétrodiffusés afin de mettre en
évidence la taille et la forme des précipités y’ primaires, ainsi que les différents marqueurs de
plasticité observés.

Parallelement a ces observations microstructurales, une caractérisation par des
mesures d’ultra-microdureté a été réalisée. L’ultra-microdureté est une technique
d’indentation instrumentée permettant d’enregistrer la variation de I’effort au cours de la
pénétration en fonction de I’enfoncement du pénétrateur. Outre la valeur de la dureté, elle
permet d’avoir acces a des données plus riches qu’'un essai de dureté classique, telles que le
module d’élasticité ou la relaxation de la pénétration.

La réalisation des anomalies de surface de type rayure et choc engendre a la fois des
contraintes résiduelles mais également un écrouissage du matériau. L’indentation
instrumentée étant sensible aux deux phénomenes, elle peut étre utilisée afin de caractériser
I’un ou I’autre si tant est qu’ils puissent étre séparés. En effet, comme nous pouvons le voir en
Figure A-20, la nature des contraintes résiduelles modifie la réponse force-déplacement du
matériau. Bien qu’il soit possible de déterminer la réponse due a un champ de compression ou
de traction, il devient difficile d’évaluer quantitativement le niveau de ces contraintes
résiduelles. Néanmoins, plusieurs études concernant I’influence des contraintes résiduelles sur
la réponse en indentation existent dans la littérature. Nous pouvons citer par exemple les
travaux de Suresh et Giannakopoulos, 1998, de Carlsson et Larsson, 2001 ou bien encore
de Lee et Kwon, 2004. Suresh et Giannakopoulos, 1998 ont d’ailleurs proposé une formule
analytique permettant de calculer les contraintes résiduelles en analysant la réponse d’une
indentation dans un champ précontraint. Les contraintes résiduelles étant extraites du rapport
de l’aire de contact du matériau contraint comparé au matériau non contraint.
Lee et Kwon, 2004 utilisent quant a eux la variation de la charge maximale d’indentation.
Ces études montrent qu’il n’existe pas de méthode universelle permettant I’évaluation des
contraintes résiduelles. Cependant, chacune d’entre elles nécessite de connaitre la réponse
force-déplacement d’un matériau de référence non contraint. Toutefois, I’objectif de cette
analyse n’est pas d’évaluer quantitativement le champ de contraintes résiduelles mais
simplement de déterminer la taille des zones affectées par 1’introduction d’une rayure ou d’un
choc.

Les mesures ont été réalisées a ’aide d’un ultra-microdurometre Fisherscope HM
2000. Un réseau d’indentation Vickers, illustré en Figure A-20, a ainsi pu étre réalisé.
Chaque cycle d’indentation est composé d’une mise en charge a 20 mN d’une durée de 10 s,
d’un maintien a charge maximale de 1 s et enfin d’une décharge d’une durée de 10 s. La faible
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charge appliquée permet d’obtenir des empreintes d’environ 2,1 um de diagonale. La taille de
grains étant comprise entre 5 um et 10 um, cette taille d’empreinte devrait donc nous
permettre d’éviter au maximum I’indentation aux joints de grains, sur des précipités ou sur
des carbures. De plus, elle nous permettra d’avoir une estimation assez fine du domaine
affecté sous une anomalie. Afin d’éviter toute interaction entre les indentations, chaque
indentation est espacée de 10 um et chaque ligne de 40 um. La distance minimale entre ces
dernieres devant étre au moins supérieure a 4 fois leur diametre.

25 - Indentation a 50 pm sous le choc
(a) Indentation 2 600 um sous le choc
-------- Indentation matériau de référence
20 A :
=15 Etat de
% compression
N
= 10 7
5 | Etat de
traction
0 T T T 1

Figure A-20 — (a) Courbes de mise en charge-décharge mesurées en fonction de la profondeur
sous I’anomalie et (b) illustration des indentations réalisées au voisinage d’une anomalie

A2.3.2. Impact des anomalies de type rayure

La Figure A-21 présente la micrographie observée sous une anomalie de surface de
type rayure de 150 um de profondeur. Nous pouvons constater une déformation tres
importante de la microstructure sous cette anomalie. En effet, les grains et les précipités y” ont
subi un écrasement sur une zone d’environ 35 um d’épaisseur, sur les bords de la rayure.
Au fond de celle-ci, la zone écrouie parait plus petite, environ 15 um de profondeur'. Sachant
que les précipités y’ primaires se situent principalement aux joints de grains, il est aisé de voir
que la rayure a fortement affecté la microstructure du matériau a son voisinage. Nous relevons
également une activité plastique intense avec la présence de nombreuses lignes de glissement
et de précipités fragmentés sur les bords de la rayure, comme le montre la Figure A-21-c.

La délimitation de la zone affectée se fait ici de maniere visuelle et est purement
qualitative. Ainsi, dés lors que nous n’observons plus de grains déformés ou de marqueurs de
plasticité, nous considérons que la zone n’est plus affectée. En effet, au-dela de cette limite
plus aucune activité plastique n’est mise en évidence par les observations, comme nous
pouvons le voir en Figure A-21-d. Toutefois, ceci ne permet aucunement de conclure quant a
I’absence d’écrouissage dans cette zone. Une analyse EBSD aurait ainsi pu étre réalisée afin
d’avoir acces a une information quantitative quant a la profondeur affectée par I’écrouissage
introduit lors de la création de la rayure ainsi qu’a la déformation de la microstructure :
écrasement et rotation des grains.

! Les observations ont été réalisées uniquement sur une seule rayure.
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Figure A-21 — Observation de la microstructure sous une rayure de 150 um
apres attaque chimique

L’évaluation de la dureté locale d’un matériau est une méthode classique d’estimation
de I’écrouissage. La Figure A-22 présente une cartographie des mesures d’ultra-microdureté
HYV sous une rayure de 150 um de profondeur. Toutes les mesures ont été normées par la
dureté de référence de I’échantillon, mesurée au centre de ce dernier loin de 1’anomalie, dans
le but de pouvoir, par la suite, comparer les résultats avec I’anomalie de type choc.

Nous constatons la présence d’une zone fortement écrouie sur les bords de la rayure
d’une épaisseur de 200 um et d’environ 100 pm sous la rayure. Le fort écrouissage sur les
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bords de la rayure s’explique par le fait que lors de sa création un repoussement de matiere a
lieu sur les cotés. Une fois cette zone de duretés plus élevées dépassée, la dureté semble
s’équilibrer et parait peu affectée. Zhao et al., 2009 ont également pu montrer que
I’introduction d’une rayure occasionnait 1’apparition de zones de duretés plus élevées sur les
bords et au fond de la rayure. Cependant, ils ont également mis en évidence une zone a dureté
plus douce en surface ; ce qui ne semble pas étre notre cas. La dureté plus élevée en surface
que nous observons peut s’expliquer par la nature du matériau qui n’est pas la méme mais
également par le mode d’introduction. En effet, lors de l'usinage de la rayure un fort
repoussement de matiere a lieu créant au passage 1’apparition d’un bourrelet en surface qui
pourrait alors affecter la dureté du matériau.

Dans tous les cas, les mesures d’ultra-microdureté confirment les observations
microscopiques réalisées ; il existe un écrouissage important au voisinage de la rayure. Elles
permettent également de quantifier la zone affectée avec précision et confirment, de plus, que
I’absence de marqueurs de plasticité sur nos micrographies ne signifie pas une absence
d’écrouissage. En effet, nous venons de voir que les marqueurs de plasticité observables sur
les micrographies s’étendaient jusqu’a une profondeur de 35 pum sur les bords de la rayure.
Toutefois, comme nous n’avons pas distingué écrouissage (déformation plastique) et
contraintes résiduelles (déformation élastique), a 1’aide des méthodes précédemment décrites,
il nous est difficile d’affirmer ou d’infirmer la non présence d’écrouissage et par conséquent
I’influence des contraintes résiduelles seules sur la réponse du matériau a une indentation.

Ultra-microdureté HY normalisée Z20mMNA0s) - Rayure 150pm

-200 -100 0 100 200
A (pm}

Figure A-22 - Cartographie des mesures d’ultra-microdureté HV normées
sous une rayure de 150 um

A.2.3.3. Impact des anomalies de type choc

Les chocs dynamiques issus de I’impact de corps étrangers a tres haute vitesse
génerent un endommagement important de la microstructure. Plusieurs auteurs, tels que
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Spanrad et Tong, 2011 ont déja pu étudier I’influence de ce FOD sur la microstructure
avoisinante dans un alliage de titane Ti64. Ils observent ainsi la présence de micro-entailles,
de bandes de cisaillement et de perte de matiere pouvant étre nocifs pour la tenue en fatigue
de I’alliage. La Figure A-23 présente quelques-unes de leurs observations apres 1’impact d’un
cube a 200 m/s.

Droplet
~_structures

Figure A-23 — Endommagement microstructural sous un choc dynamique : (a) microfissure en
surface, (b) bandes de cisaillement sur les bords, (¢) modification de microstructure suite a la
chaleur générée par I’impact, (d) bandes de cisaillement intenses et micro-entaille en fond
d’entaille (Spanrad et Tong, 2011)

Les anomalies de surface de type choc de maintenance génerent également une
déformation importante de la microstructure. En effet, comme le montre la Figure A-24, la
zone écrouie s’étend de 100 pm a 120 pm d’épaisseur sur les bords du choc et d’environ
80 um a 100 um au fond de ce dernier”. La micrographie réalisée a 1’aide des électrons
rétrodiffusés au MEB-FEG permet de bien mettre en évidence 1’écrouissage du matériau par
la présence de nombreuses lignes de glissement et de précipités cisaillés (Figure A-24-b).
Nous pouvons notamment distinguer au fond du choc une zone tres affectée s’apparentant a
une microfissure. Il s’agirait en réalité d’un amas de précipités y’ écrasés et cisaillés par
I’introduction de I’ outil.

2 . JIP VIR L .
Les observations ont été réalisées sur trois chocs.
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Figure A-24 — Observation de la microstructure sous un choc de 150 um apres attaque chimique

La Figure A-25 présente une cartographie des mesures d’ultra-microdureté HV sous
un choc de 150 um de profondeur. En comparaison avec les rayures, nous pouvons constater
une zone semblant moins écrouie sur les bords du choc. Cependant, la zone affectée est plus
importante avec une épaisseur d’environ 350 pm sur les bords et d’environ 200 pm
directement sous le choc. La encore, 1’écrouissage plus important sur les bords du choc peut
s’expliquer par le repoussement de maticre qui se produit lors de sa création. La dureté
semble moins importante au-dela de cette zone, probablement synonyme d’une zone en
compression.

Les mesures d’ultra-microdureté confirment une nouvelle fois les observations
microscopiques réalisées. Ces dernieres avaient montré que la zone écrouie était plus
importante que celle des rayures. Il semblerait que cette analyse de dureté mene a des
conclusions similaires bien que les profondeurs affectées soient différentes.

Nos mesures nous indiquent donc la présence d’une zone écrouie au voisinage du choc
sans distinction possible entre contraintes résiduelles et écrouissage du matériau. Afin de
pouvoir séparer les deux phénomenes, nous aurions pu envisager l’utilisation d’une
calibration numérique comme ont pu le faire Li et al., 2014. Le principe consiste a simuler
des indentations instrumentées dans un champ précontraint par la méthode des éléments finis.
Par comparaison avec une réponse de mise en charge-décharge expérimentale, il est ainsi
possible d’évaluer le niveau de contraintes résiduelles et d’écrouissage « pur ». Cependant,
cette méthode est assez lourde de mise en ceuvre et nécessitera tout de méme un recalage
expérimental avec une technique de mesure n’évaluant que les contraintes résiduelles
(diffraction des rayons X par exemple). Zabeen et al., 2013 ont par exemple montré a I’aide
de mesures par diffraction des rayons X synchrotron, la présence de contraintes résiduelles de
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compression au fond d’un choc dynamique, ayant également un profil en V, et de contraintes
résiduelles de traction sur ces bords.

Bien que produisant une géométrie identique, les méthodes d’introduction génerent
deux états initiaux différents. Des zones fortement déformées et écrouies sont observées sous
les deux types d’anomalies. Les essais de fissuration devraient donc nous permettre d’évaluer
I’influence, ou non, de cette différence sur I’amorcage et la micro-propagation de fissures a
partir d’anomalies de surface de type rayure et de type choc.

Ultra-microdureté HY normalisée (20miNA0s) - Choc 150pm
700

B00
500

400 F

Y {pm)

300 ¢

200

100 f

-200 -100 a 100 200

Figure A-25 — Cartographie des mesures d’ultra-microdureté HV normées
sous un choc de 150 pm

Résumé :

Le René 65 est un superalliage a base nickel durci par précipitation. Il est composé de
deux phases : la matrice y et la phase durcissante y’. La taille de grains est fine et comprise
entre 5 um et 10 um. Des essais de fatigue oligocyclique ont permis de montrer la présence
d’un faible écrouissage isotrope a 400°C et d’un adoucissement cyclique a 700°C. Afin de
simplifier 'identification d’une loi de comportement, [’écrouissage isotrope a été négligé et
seul [’écrouissage cinématique a été modélisé.

Deux types d’anomalies de surface représentatives de la flotte ont été choisis. Il s’agit
des rayures et des chocs. Afin de découpler les effets de géométrie des effets de contraintes
résiduelles, les deux anomalies possedent le méme profil en V. Une caractérisation
dimensionnelle ainsi qu’un calcul élastique montrent que nous avons bien une anomalie de
type rayure et une anomalie de type choc ayant une géométrie identique et par conséquent un
méme profil de contrainte associé a [’effet d’entaille.
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Deux anomalies a géométrie réguliere, semi-circulaires et semi-elliptiques,
permettront d’étudier le comportement du matériau, peu affecté sur une longue distance par
les contraintes résiduelles, en fissuration et de retrouver les lois de propagation du matériau.

En ce qui concerne l'impact de !’introduction des anomalies de surface, de forts
signes de plasticité ont été observés sous ces dernieres: écrasement des grains,
fragmentation des précipités, lignes de glissement. Des mesures d’ultra-microdureté ont
également permis d’évaluer les zones affectées. A linstar des observations faites sur la
microstructure, les mesures d’ultra-microdureté montrent une zone affectée plus importante
sous les chocs. En conclusion, nous avons deux anomalies de surface de méme géométrie
mais possédant un état microstructural et d’écrouissage différent, ce qui nous permettra
d’évaluer 'impact de ce champ hétérogene sur la propagation.
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Propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

Dans ce chapitre, nous présenterons la démarche expérimentale mise en place : les
éprouvettes, les conditions de sollicitation ainsi que les améliorations apportées a la technique
du suivi de la différence de potentiel. Enfin, les résultats expérimentaux et des scenarii de

N

propagation de fissures a partir d’anomalies de surface seront présentés. Cette campagne
expérimentale nous permettra de répondre a plusieurs questions: Quel est le role des
contraintes résiduelles sur la propagation des fissures ? Quel est le role de la géométrie de
I’anomalie de surface sur la morphologie du front de fissure ? Quelle est la part d’amorgage

N

dans le domaine de durée de vie évalué ? Les réponses a ces questions permettront de

déterminer le type et les parametres a prendre en compte dans la modélisation de la
propagation de fissures, s’amorg¢ant au fond d’anomalies de surface de type rayure et choc.

B.1. Démarche expérimentale

B.1.1 Description des essais réalisés
B.1.1.1. Conditions de sollicitation

Les conditions de sollicitation ont été choisies dans le but de couvrir I’ensemble du
domaine de fonctionnement du disque de turbine basse pression du moteur LEAP. Pour cela,
une analyse numérique par éléments finis a été menée par Snecma afin de caractériser les
niveaux de contraintes et températures atteints dans les 4 disques de la turbine. Les résultats
de cette analyse sont tracés sur la Figure B-1, représentant I’évolution de la contrainte de von
Mises, affectée du signe de la trace du tenseur des contraintes, en fonction de la température
maximale. Cette contrainte équivalente signée donne ainsi une indication quant a la nature de
la sollicitation (traction ou compression). Trois zones distinctes peuvent €tre identifiées :

- Une zone alésage a une température comprise entre 400°C a 450°C et autour d’une
contrainte de 800 MPa. Cette zone est sollicitée a rapport de charge nul.

- Une zone bride autour de 400 MPa et a des températures de 1’ordre de 575°C. Cette
zone est sollicitée a rapport de charge nul voire 1égérement négatif.

- Une zone dent de disque a des températures supérieures a 600°C et a de faibles
contraintes. Cette zone est sollicitée a rapport de charge négatif.
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Figure B-1 — Contrainte équivalente de von Mises signée en fonction de la température maximale
sur les 4 étages de la turbine basse pression du moteur LEAP

Bien que le fluage ne soit pas a négliger dans les dents de disque, le disque est quant a
lui principalement dimensionné en fatigue. Ainsi, dans le but de couvrir ’ensemble du
domaine de sollicitations, deux contraintes maximales de 700 MPa et 1 000 MPa et un rapport
de charge de 0,05 ont été choisis. Les essais seront menés a deux températures : la
température de la zone alésage, soit 400°C, et une température plus élevée, 700°C. Ils seront
effectués en force imposée a une fréquence de 2 Hz et suivant un cycle sinusoidal. Dans le but
de rester dans le domaine d’élasticité du matériau, seule la contrainte maximale de 700 MPa
sera évaluée a 700°C. Snecma se chargera de compléter la matrice d’essais par d’autres
conditions d’essais, types de chargement (fatigue-fluage) et pour d’autres profondeurs
d’anomalies. Le Tableau B-1 résume les différentes conditions de sollicitation fixées dans le
cadre de cette these.

Température (°C) | 6max (MPa) | R | Cycle | Fréquence (Hz)
400 700 0,05
400 1000 0,05 | sinus 2
700 700 0,05

Tableau B-1 - Résumé des conditions de sollicitation évaluées

B.1.1.2. Zones de prélevement

Les éprouvettes que nous avons testées sont issues d’un brut de forge de turbine basse
pression en René 65. Les photographies de la Figure B-2 montrent la position des ébauches,
prélevées dans le sens tangentiel, dans un des blocs. Parmi ces ébauches, quatre sont issues de
la zone alésage et quatre de la zone dent de disque. Toutefois, les micrographies réalisées dans
le cadre des travaux de these d’Aude Laurence ont montré une distribution de la taille des
précipités y’ secondaires légerement différente entre les deux zones. Ainsi, la taille moyenne
de ces précipités est d’environ 34 nm dans la zone alésage et 23,5 nm dans la zone dent de
disque. Cette différence de taille est notamment responsable d’une différence de
comportement en fluage ; la durée de vie de la zone alésage étant deux fois plus faible, pour
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une contrainte appliquée de 800 MPa a 700°C (Laurence et al., 2014). Néanmoins, cette
différence de taille des précipités y’ secondaires ne devrait pas trop influer sur le
comportement a 1’amorgage et en propagation, dans le domaine de durées de vie et pour le
type de chargement (cycle sinusoidal) étudiés. Les calculs numériques effectués
précédemment ayant montré que la zone alésage était principalement sollicitée en fatigue,
nous avons donc décidé de tester en majorité les éprouvettes issues de cette zone. Ainsi, nous
conservons une microstructure de référence plus ou moins identique entre chaque essai.

Nous avons di faire face a quelques complications lors de la phase de prélevements.
En effet, les traitements thermiques des premicres élaborations de disques en René 65
n’étaient pas encore tout a fait maitrisés, et en particulier la phase de refroidissement. Lors de
cette étape, nous avons constaté 1’apparition de criques, comme l’illustre la Figure B-3.
Lorsque ces criques étaient visibles, comme c’est le cas ici, les éprouvettes n’ont tout
simplement pas pu étre usinées. Toutefois, quelques éprouvettes ayant pu étre usinées ont
montré une rupture tres rapide, due a la présence de criques de refroidissement a cceur, non
observables a 1’aide du ressuage. Ces éprouvettes n’ont évidemment pas été prises en compte
dans I’analyse. Par la suite, un autre lot matiere dépourvu de criques a été utilisé ; ce sont
donc deux lots matieres différents qui ont été employés dans le cadre de cette étude.

Zéng dent de disque

a, %

g -

~"

Figure B-2 - (a) Photographies des zones de prélevement ; vue du disque découpé
et (b) vue de profil d’un bloc
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Figure B-3 — Observation de fissures de refroidissement sur un bloc découpé
al’aide de la technique de ressuage

B.1.1.3. Eprouvettes et anomalies de surface

N

Afin d’étudier la propagation de fissures a partir d’anomalies de surface, des
éprouvettes a section rectangulaire ont été utilisées. La zone utile possede une largeur de 8,3
mm et une épaisseur de 3,5 mm. La section rectangulaire présente 1’avantage d’avoir des
surfaces planes qui facilitent la fabrication des anomalies de surface. De plus, la longueur
utile de 22 mm permet I’introduction de deux anomalies de surface, une sur chaque face. Le
plan de I’éprouvette utilisée est décrit en Figure B-4.
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Figure B-4 — Plan de I’éprouvette a section rectangulaire utilisée
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Contrairement a 1’état de surface rencontré en service, les éprouvettes testées n’ont
subi aucun grenaillage. En effet, le grenaillage introduirait un champ de contraintes
résiduelles qui se superposerait au champ mécanique hétérogene créé par I’anomalie. Il serait
alors compliqué de pouvoir découpler les effets des deux champs. Par conséquent, la partie
utile de I’éprouvette a simplement été rectifiée dans le sens longitudinal.

Les anomalies de surface ont par la suite été introduites suivant la méthode de
fabrication détaillée dans le Chapitre A, et selon la configuration présentée en Figure B-5.
Ainsi, deux anomalies de surface sont présentes, une sur chaque face, espacées de 6 mm.
Cette distance permet de limiter 1’interaction entre les champs mécaniques en pointe de
fissure, pouvant s’amorcer au fond de chacune des anomalies. De plus, cette configuration
facilite la mise en place de la méthode du suivi électrique, et notamment le soudage des fils de
potentiel.

6 mm

Figure B-5 — Configuration géométrique de la position des anomalies de surface

B.1.1.4. Procédure expérimentale

Les essais de fissuration ont été conduits en force imposée et effectués sur une
machine de fatigue servo-hydraulique, MTS 810, de capacité 100 kN. Avant chaque
campagne expérimentale, le réglage du PID (Proportionnel, Intégrale, Dérivée) est effectué et
I’alignement de la ligne d’amarrage vérifi€. Le maintien en température est assuré par un four
a résistance préalablement étalonné afin que la température au coeur de 1’éprouvette soit celle
désirée. Pour ce faire, trois thermocouples ont été disposés le long de la zone utile et placés a
ceeur, comme le montre la Figure B-6. Ainsi, nous avons constaté un décalage de 4°C entre la
température de consigne du four et la température a coeur.
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Figure B-6 — (a) Disposition des thermocouples pour la calibration du four et (b) résultats

Afin de corréler les valeurs de potentiel et les longueurs de fissure mesurées post-
mortem, et afin d’avoir une information sur la morphologie des fronts de fissure, la technique
des marquages thermiques a été employée. Le principe consiste a laisser I’éprouvette en
température (celle de 1’essai), a charge nulle, pendant une certaine durée, allant de une a trois
heures. Sous I’effet de la température, une couche d’oxyde va venir se déposer en surface
marquant alors le front de fissure. La teinte de ce marquage dépend fortement de la
composition chimique du matériau, de la durée et de la température de maintien. Ainsi, a
400°C les marquages sont difficiles a effectuer et de teinte jaunatre tandis qu’a plus haute
température, le facies étant majoritairement de couleur bleu, les marquages thermiques se
reperent plus aisément (Figure B-7). 11 est bon de préciser également que la réalisation de ces
marquages thermiques ne modifie en rien le comportement en propagation et la durée de vie
de I’éprouvette. En effet, des essais effectués avec et sans marquages thermiques n’ont pas
montré de différences notables sur les durées de vie obtenues (écart inférieur a 3%).

(a) Marquage thermique

b i

—_—

Température
Chargement

[
»
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Figure B-7 — (a) Schéma de principe et (b) exemples de marquages thermiques
2 400°C/1 000 MPa et (c) 700°C / 700 MPa a rapport de charge de 0,05

B.1.2 Mesure de la différence de potentiel
B.1.2.1. Principe

Afin de suivre la propagation de fissures s’amorcant au fond des anomalies de surface,
la technique du suivi électrique a été employée. Cette méthode permet de suivre en temps réel
la propagation d’une fissure, de I’amorcage jusqu’a la rupture. Le principe consiste a faire
passer un courant dans 1I’éprouvette et a mesurer la différence de potentiel a I’aide de fils
électriques, soudés de part et d’autre d’une fissure. Plus la fissure se propage, plus la section
non fissurée de 1’éprouvette diminue et par conséquent plus le potentiel augmente. Une fois le
potentiel mesuré, 1’utilisation d’une courbe de calibration permet de remonter a la profondeur
de fissure. L’identification de cette courbe de calibration sera abordée plus tard dans ce
chapitre. Il existe deux principales techniques de mesure de la différence de potentiel : la
méthode ACPD pour Alternative Current Potential Drop et la méthode DCPD pour Direct
Current Potential Drop.

Ces techniques ne mesurent pas les mémes quantités électriques et présentent des
avantages et des inconvénients. Ainsi, la méthode DCPD consiste a injecter un courant
continu dans I’éprouvette et mesure la variation de résistance électrique. La méthode ACPD
consiste, quant a elle, a introduire un courant alternatif et a mesurer une variation
d’impédance (Sposito, 2009). Le courant injecté étant constant, c’est donc la variation de la
résistance électrique et de I'impédance qui occasionne I’augmentation de la différence de
potentiel, au cours de 1I’endommagement. La méthode ACPD fournit, généralement, une
évolution linéaire de la différence de potentiel en fonction de la profondeur de fissure, ceci
rendant plus simple 1’identification d’une courbe de calibration. Elle est également
théoriquement plus sensible que la méthode DCPD. En effet, en raison des effets de peau pour
lesquels le courant alternatif reste concentré sous la surface du matériau, la méthode ACPD
nécessite d’introduire le courant au plus pres de la fissure. A I'inverse, la méthode DCPD
nécessite d’injecter le courant le plus loin possible, afin que ce dernier soit uniforme dans
I’éprouvette. Cette derniere peut engendrer, également, des phénomenes thermoélectriques

importants. En effet, sous I’action du courant continu, des phénomenes d’échauffement
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peuvent se produire et perturber le signal mesuré. C’est pourquoi 1’utilisation d’un courant
interrompu ou pulsé est nécessaire. De plus, si la méthode DCPD n’est utilisable que pour des
essais de fatigue a faible fréquence, la méthode ACPD est quant a elle utilisable aussi bien a
faible qu’a haute fréquence, grace a la réponse rapide du signal alternatif. Dans tous les cas,
ces deux techniques sont largement utilisées dans le cadre d’essais de fatigue. Elles
permettent, par exemple, la mesure de fermeture d’une fissure (Bachmann et Munz, 1979),
la détection et 1’étude de la coalescence de fissures (Tan et Chen, 2013) ou bien tout
simplement de mesurer I’avancée d’une fissure en mode I, lorsqu’un acces visuel est
impossible (Cerny, 2004).

Dans le cadre de cette étude, c’est la technique DCPD qui a été utilisée. Le choix de
cette technique se justifie par sa facilité de mise en ceuvre mais également par le fait que cette
technique a déja été mise en place au sein du laboratoire, dans le cadre des travaux de theése de
Doremus, 2014. Le dispositif de mesure est constitué d’un suiveur électrique multivoies,
MPF4 08, de la marque Discaptelec, permettant 1’introduction d’un courant continu par
créneau de 1 A. Afin de mesurer la différence de potentiel, des fils de platine de 0,1 mm de
diametre sont soudés par point, de part et d’autre de I’anomalie de surface, a 1’aide d’une
pointe de 2 mm de diametre. Dans le but d’avoir une meilleure précision et une plus grande
reproductibilité sur le positionnement des fils de potentiel, des indentations Vickers sont
réalisées a 1’endroit précis ou ces fils devront étre soudés. Ainsi, sur I’ensemble des essais
réalisés, les points de soudure ont été réalisés avec une précision d’environ 50 pm. La
maitrise des parametres de soudure par point est essentielle. En effet, une puissance trop basse
ne permettrait pas une bonne fixation des fils tandis qu’une puissance trop élevée
occasionnerait une modification importante de la microstructure avoisinante, et pourrait
constituer un site d’amorcage possible (Cerny, 2011). Des analyses préliminaires ont permis
de déterminer les parametres optimaux pour le René 65. Ainsi, une puissance de 23 W/s avec
un temps de décharge long d’une durée de 9 ms sont utilisés. Cette puissance nous permet
d’éviter I’amorcage de fissures sous les points de soudure, tout en conservant une bonne
fixation des fils de potentiel en température.

La mise en place de la technique DCPD a également requis de travailler sur 1’isolation
électrique des équipements, dans le but de limiter le bruit électrique. Ainsi, les lignes
d’amarrage ont été isolées €lectriquement a 1’aide de pieces en céleron et les fils de potentiel a
I’aide de gaines tressées en fibres de silice. Enfin, une carte d’acquisition, d’une fréquence de
10 Hz et d’une précision de 1’ordre du microvolt a été utilisée. Tout ceci nous permet de
limiter le bruit de mesure a 1 mV ou 2 mV.

Il existe d’autres parametres constituant des points fondamentaux dans I’obtention
d’une mesure précise et fiable. Doremus et al., 2015 ont ainsi montré, a I’aide de simulations
numériques par éléments finis, I’influence de la position des points de mesure et de la
morphologie du front de fissure sur la différence de potentiel, comme le montre la
Figure B-8. En effet, ces calculs numériques indiquent que la sensibilité de la technique
DCPD augmente lorsque la distance entre les fils de potentiel diminue. Ainsi, la disposition
de fils de potentiels au plus pres de ’anomalie de surface devrait permettre une détection de
I’amorcage plus précise. L’évolution du front de fissure doit également Etre prise en compte
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

dans I’établissement d’une courbe de calibration fiable. Ceci met également en évidence
I’influence de la surface fissurée sur la valeur de la différence de potentiel mesurée. Pour une
profondeur de fissure donnée, plus la surface fissurée augmente plus la différence de potentiel
augmente. Nous pouvons voir également que les auteurs norment les valeurs de potentiel par
une valeur de référence, dans le but de s’affranchir de 1’influence du matériau et des
variations de conductivité électrique en fonction de la température.
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Figure B-8 — (a) Influence de la distance et (b) de la morphologie du front de fissure
sur la différence de potentiel (Doremus et al., 2015)

B.1.2.2.

Amélioration de la technique du suivi de potentiel

La précision du positionnement des fils de potentiel et la connaissance de 1’évolution
de la morphologie du front de fissure sont deux éléments majeurs influengant la mesure du
potentiel. C’est dans ce contexte qu'un nouveau montage expérimental a été développé,

présenté en Figure B-9.
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Figure B-9 — Vues 3D du dispositif de mesure de la différence de potentiel

L’utilisation de cet outil devait permettre de caractériser de maniere plus précise les
formes complexes de front de fissure et de détecter I’amorcage d’une fissure, en n’importe
quel point, le long de 1’anomalie. Pour cela, le dispositif devait se déplacer horizontalement et
relever la différence de potentiel en continu, lors d’essais de fissuration a haute température. Il
est constitué de deux pieces métalliques dont une est fixée a I’éprouvette a I’aide d’une vis de
maintien. Dans la seconde piece, deux pointes métalliques jouant le role d’électrodes, isolées
par des tubes en céramique, sont introduites. Des ressorts placés a ’extrémité de ces tubes
permettent de maintenir le contact entre les électrodes et I’éprouvette.

Baudin et Policella, 1979 ont développé un dispositif similaire pour I’étude de la
propagation de fissures dans un alliage d’aluminium, AU2GN-T6. Le schéma de principe et
un exemple de résultat sont donnés en Figure B-10. Le relevé de la différence de potentiel est
réalisé, en continu, a I’aide d’un palpeur a double contact, dont la translation est pilotée par un
capteur de déplacement. Le signal mesuré est ensuite amplifié et post-traité. Nous pouvons
observer, en Figure B-10-b, que les courbes mesurées sont nettes, sans bruit électrique
apparent. De plus, les auteurs affirment qu’il existe une bonne corrélation entre ces courbes de
potentiel et I’évolution de la morphologie du front de fissure. Toutefois, il est a noter ici que
le dispositif n’est fonctionnel qu’a température ambiante et que la section de I’éprouvette est
environ 55 fois plus grande que celle employée dans notre étude. Ces dimensions permettent
de faciliter la mise en place de ce dispositif ainsi que la mesure de la différence de potentiel.
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Figure B-10 — (a) Principe de la mesure électrique sur éprouvette et (b) relevés de potentiel
lors d’un essai de propagation de fissure (Baudin et Policella, 1979)

Des premiers tests de faisabilité ont donc été effectués a température ambiante mais
n’ont pas permis de valider le dispositif développé en I’état. En effet, comme le montre la
Figure B-11, lorsque le dispositif est immobile, la mesure de différence de potentiel est
correcte et le bruit mesuré est du méme ordre de grandeur que la méthode DCPD classique,
actuellement utilisée au sein du laboratoire. Cependant, des lors que nous déplacons
manuellement le dispositif, un « saut » dans la valeur du potentiel est relevé. En outre, une
fois le capteur remis a sa position de départ, la différence de potentiel mesurée n’est pas
identique a celle relevée initialement. 1l semblerait que le couplage effort-résistivité du
matériau soit en cause. En effet, bien que 1’état de surface de 1’éprouvette soit relativement
correct, il se peut que la variation de rugosité provoque une variation de résistivité du
matériau et au final du potentiel mesuré. Pour évaluer cette influence, nous avons réalisé des
tests sur une éprouvette dont la surface a été polie mécaniquement, jusqu’au grade 4000. Bien
que le déplacement du capteur ait été plus ais€ pour I’éprouvette polie, des évolutions
similaires quant a la différence de potentiel ont été observées. Les pointes métalliques, jouant
le role d’électrode, ont également été polies mécaniquement afin d’arrondir leur extrémité.
Par conséquent, la forme et la rugosité de ces dernieres peuvent également €tre mises en
cause. Il est probable en outre que I’effort des ressorts sur les pointes métalliques ne soit pas
constant au cours du déplacement, ou tout simplement pas suffisant, ce qui pourrait également
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engendrer quelques variations. En effet, la technique DCPD nécessite un bon contact
électrique au niveau des points de mesure. C’est d’ailleurs une des raisons pour lesquelles
cette technique ne peut étre utilisée pour des applications de contrdle non destructif
(Sposito, 2009). Ces premiers tests ne se sont pas montrés concluants. Toutefois, ils montrent
malgré tout la faisabilité d’un tel dispositif pour I’étude de la propagation d’une fissure, si tant
est que le contact électrique soit bien maitrisé. De plus, si nous tolérons une erreur de +0,05
sur la différence de potentiel normée (Figure B-11), alors cette méthode est tout a fait
utilisable.

Evolution de V/V 4 en fonction du temps
110 - a 3000 cycles
= Va/Vref
F# S :‘? =
21,00 |- L= ] % ]
< v
i Saut de potentiel a chaque / 1111
0.95
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Figure B-11 - Différence de potentiel normée en fonction du temps
et de la position de mesure a température ambiante

Bien que le développement de ce dispositif n’ait pu aboutir, nous avons tout de méme
apporté quelques améliorations a la technique du suivi électrique mise en place au sein du
laboratoire. Nous avons vu précédemment que la sensibilit¢é de la mesure électrique est
d’autant plus grande que la distance entre les points de mesure et I’anomalie est faible. Ce
constat a fait 1’objet de plusieurs études et a été confirmé aussi bien analytiquement,
numériquement (Clark et Knott, 1975, Doremus et al.,, 2015) mais également
expérimentalement (Aronson et Ritchie, 1979). Dans cette étude, nous avons donc cherché a
montrer cette influence par le biais d’essais expérimentaux. Ces essais nous ont également
permis de déterminer la position optimale des fils de potentiel, permettant une mesure fiable,
précise mais également une bonne reproductibilité. La Figure B-12 montre I’influence de ce
parametre ; lorsque nous diminuons la distance a 300 um, nous observons une différence de
potentiel normée plus grande qu’a 800 um, le potentiel passe de 1,8 a 6,9. Néanmoins, nous
pouvons voir que lorsque la distance est raccourcie, le bruit de mesure augmente également.
Ceci peut s’expliquer par le fait que les lignes de champ électrique mesurées sont de plus en
plus proches, créant alors quelques interférences. Les deux essais n’ayant pas été effectués a
une méme température, ce parametre a également pu influer sur les valeurs relevées. En effet,
Cerny, 2004 a montré que I’amplitude du bruit électrique augmentait avec 1’élévation de la
température ; le bruit électrique étant la différence de potentiel mesurée lorsque I’intensité du
courant est nulle. Nous pouvons observer, sur la Figure B-13, que pour les positions 4 et 6 le
bruit électrique représente environ 50% de la différence de potentiel totale mesurée, lorsque la
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

température est de 285°C. Cependant, méme si le bruit aurait pu €tre acceptable quelle que
soit la température évaluée, il n’est pas sans risque, lorsque la distance est faible, d’avoir un
point de soudure proche de I’anomalie de surface. Or, la soudure conduit a de fortes
déformations de la microstructure pouvant ainsi modifier le comportement du matériau a son
voisinage. Par conséquent, dans le but d’éviter ce phénomene et de maitriser le bruit engendré
par la diminution de la distance, les fils électriques sont soudés a 600 um de part et d’autre du
plan médian de 1’anomalie. Il est a noter que lors des travaux de these de Doremus, 2014, les
fils de potentiel étaient soudés entre 800 um et 1 mm suivant le type d’anomalie.
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Figure B-12 — Influence de la position des points de mesure sur la différence de potentiel
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Figure B-13 - Différence de potentiel totale et b}'uit électrique mesuré a température ambiante
et a 285°C (Cerny, 2004)

Cette amélioration devrait donc nous permettre de détecter un amorcgage au droit des
points de mesure plus rapidement. Toutefois, elle ne détectera un possible amorcage en coin
que plus tard dans la propagation et elle ne permettra pas d’avoir une information sur la
morphologie du front de fissure. L utilisation de plusieurs fils électriques permettrait a priori

de pallier ces défauts.
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Afin de montrer la faisabilité de cette technique, des essais ont été conduits sur des
éprouvettes contenant des anomalies de 150 um de profondeur et de 3 mm de longueur. Trois
paires de fils ont été soudées, espacées de 1,5 mm le long de I’anomalie. La Figure B-15
présente 1’évolution de la différence de potentiel normée en fonction de la position de mesure
au cours de I’essai, ainsi que le facies de rupture correspondant. Bien que les fils soient assez
proches entre eux, aucune interférence électrique n’a été relevée. Nous pouvons noter, de
plus, une certaine corrélation entre la différence de potentiel mesurée et la forme du front
observé sur le facies de rupture. En effet, les mesures de différence de potentiel montrent
I’évolution d’une fissure de forme semi-elliptique que nous devinons sur le facies de rupture.
Cette technique s’avérera tres utile en présence de processus d’amorcage (amorgage en coin
par exemple) ou de propagation complexes.

Figure B-14 — Position des fils de potentiel autour d’une anomalie de surface
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Figure B-15 — (a) Différence de potentiel normée en fonction de la position des points de mesure
au cours de I’essai et (b) faciés de rupture correspondant : rayure 150 pm
400°C /700 MPa / 0,05 sans contraintes résiduelles
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

B.2. Résultats expérimentaux
B.2.1 Durées de vie

Au cours de la campagne expérimentale, 31 éprouvettes ont été testées. Parmi elles,
7 éprouvettes ont permis de valider la technique des marquages thermiques sur des anomalies
de surface non calibrées, 3 éprouvettes ont rompu sur des criques de refroidissement apparues
lors de la mise en forme du disque et 1 essai a dii étre arrété suite a un probleéme machine.
C’est donc 20 essais qui ont été conduits en force imposée, selon les conditions de
sollicitation présentées dans le Tableau B-2. A ceux-la, se rajoutent également 7 essais
réalisés par Snecma, pour d’autres profondeurs de rayures. Ces essais sont résumés dans le
Tableau B-3. Nous exploiterons I’ensemble de ces résultats au travers de I’analyse de
I’influence du type d’anomalie, de sa profondeur, de la contrainte maximale appliquée et de la
température.

Temp. (°C) | Lot matiere Anomalie Ep.| Omax | Rs Nexp Rupture
400 lot n°1 rayure 150 um | 2H | 700 [0,05|200 000| non rupture
400 lot n°2 rayure 150 um | Q6| 700 |0,05]| 48 164 coté A
400 lot n°1 rayure 150 um |2V |1 000]0,05]| 16 997 coté A
400 lot n°1 rayure 150 um | 4J |1 000]0,05| 13 651 coté A
700 lot n°2 rayure 150 um | P3| 700 |0,05] 5045 coté B
700 lot n°1 rayure 150 pum | 2N | 700 [0,05] 4 860 cOté B
400 lot n°1 choc 150 um | 4K'| 700 10,05| 83 543 coté B
400 lot n°2 choc 150 ym | R1| 700 |0,05] 54 988 coté A
400 lot n°1 choc 150 ym | 3Z |1 000]0,05| 12 963 coté A
400 lot n°1 choc 150 um | 4L |1 000]0,05| 11 262 coté A
700 lot n°1 choc 150 um | 3K'| 700 10,05| 7721 coté A
700 lot n°2 choc 150 yum | R2| 700 ]0,05] 6249 coté A
400 lot n°1 EDM 150 um | 8H | 700 |0,05] 62 410 coté A
400 lot n°1 EDM 150 um | 8J |1 000]0,05] 23 385 coté A
700 lot n°1 EDM 150 uym | IL | 700 |0,05 - rupture soudure
700 lot n°1 EDM 150 um | 3H | 700 10,05|140 000| non rupture
700 lot n°1 EDM 150 um | 3J | 700 ]0,05 - rupture soudure
400 lot n°1 semi-ellip. 80 um | O7 | 700 |0,05| 36 685 coté B
400 lot n°1 semi-ellip. 80 pum | O6 | 1 000]0,05| 11 399 coté A
700 lot n°1 semi-ellip. 80 um| P1 | 700 [0,05] 4 084 cOté A

Tableau B-2 — Matrice des essais réalisés a PTENSMA

Temp. (°C) | Lot matiere| Anomalie |Ep.| omax | R Nexp Rupture
400 - rayure S0 um | 5 | 700 10,0511 000 000 non rupture
400 - rayure 50 um | 6 | 700 10,05 - rupture soudure
400 - rayure SOum | 7 |1000{0,05| 25046 coté A
400 - rayure SOum | 8 |1000]0,05] 28 572 coté A
400 - rayure 150 um| 9 | 700 |0,05]1 000 000 non rupture
400 - rayure 150 um| 10 | 700 10,0511 000 000| non rupture
400 - rayure 150 um| 12 |1 000]0,05] 15796 coté A

Tableau B-3 — Matrice des essais réalisés par Snecma
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B.2.1.1. Influence du type d’anomalie

La Figure B-16 présente ’ensemble des durées de vie expérimentales en fonction des
différentes conditions de sollicitation évaluées, concernant les essais réalisé€s a ’ENSMA. Les
durées de vie expérimentales moyennes par conditions de sollicitation sont présentées en
Figure B-17. Bien qu'un écart existe entre les anomalies de type rayure et choc, nous
pouvons constater que les durées de vie de ces éprouvettes sont assez similaires, et ce quelles
que soient les conditions de sollicitation imposées. En effet, a 400°C et 1 000 MPa de
contrainte maximale, la durée de vie moyenne des éprouvettes avec des rayures n’est que 1,3
fois plus grande que celle des chocs. Elle est 0,7 fois plus faible a basse contrainte, que ce soit
a 400°C ou 700°C. Les anomalies de type rayure sembleraient donc étre plus nocives a faible
contrainte. Ce résultat est cependant a prendre avec précaution. En effet, deux éprouvettes
contenant des rayures ont été testées a 400°C et 700 MPa de contrainte maximale (éprouvettes
2H et Q6) ; soit 4 rayures au total. Sur ces 4 rayures, 3 n’ont pas présenté d’amorcage au sens
du potentiel. Nous définirons cet amorcage plus tard dans ce chapitre. Il n’y a donc qu’une
seule rayure qui a amorcé et mené a rupture de 1’éprouvette. Quoi qu’il en soit, dans la
dispersion expérimentale, le comportement des rayures et des chocs, en termes de durées de
vie, semble comparable. Plusieurs hypotheéses peuvent étre émises. La taille de la zone
affectée par la géométrie de 1’anomalie pourrait ainsi étre du méme ordre de grandeur que
celle affectée par le mode de fabrication ce qui expliquerait pourquoi les durées de vie
semblent similaires pour les deux types d’anomalies de surface. Les valeurs des contraintes
maximales appliquées ainsi que les gradients mécaniques peuvent aussi étre considérés.

Les anomalies semi-circulaires (EDM) semblent par ailleurs peu nocives comparées
aux anomalies de maintenance. En effet, si nous nous limitons aux résultats obtenus a
1 000 MPa de contrainte maximale appliquée, la durée de vie moyenne de ces anomalies est
supérieure a celle des rayures et des chocs. D’autre part, trois éprouvettes contenant des
anomalies EDM ont été testées a 700°C. Parmi ces éprouvettes, deux ont rompu sur un point
de soudure tandis que la derniere n’a pas présenté d’amorcage au sens du potentiel, apres
140 000 cycles. Le comportement en fatigue du René 65 a haute température est
probablement responsable de ces résultats. En effet, les essais de comportement cyclique ont
montré la présence d’un adoucissement important a 700°C (Annexe A). Par conséquent, il est
probable que le champ mécanique autour de 1’anomalie se soit adouci dans les premiers
cycles de chargement. La soudure par point est en outre un procédé de soudage utilisant le
principe de I’arc électrique, pour élever la température des métaux a souder jusqu’au point de
fusion. Il en résulte alors un refroidissement rapide, modifiant la microstructure avoisinante et
pouvant constituer un point de fragilisation d’une structure (Ojo et al., 2004). La combinaison
de ces deux facteurs peut donc expliquer I’amorgage d’une fissure sous un point de soudure, a
cette température. La Figure B-18 présente un facies de rupture d’une fissure ayant amorcé
sous un point de soudure. Nous pouvons clairement voir la zone affectée et la modification
microstructurale que celui-ci a occasionnée.

Les anomalies semi-elliptiques, quant a elles semblent les plus nocives. Alors que leur
profondeur est quasiment réduite de moitié par rapport aux autres anomalies, la durée de vie
moyenne des éprouvettes contenant ces anomalies est inférieure a celle des rayures et des
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chocs. Elle est notamment 1,9 fois plus faible que celle des chocs, a 400°C et 700 MPa de
contrainte maximale.
Doremus, 2014 a observé un comportement identique dans le superalliage a base nickel,
Inconel 718DA. Les observations de la microstructure qu’il a réalisées sous ce type
d’anomalies, montrent que I’introduction des anomalies semi-elliptiques est peu
endommageante. Par conséquent, les variations de géométrie et de méthode de fabrication
sont responsables de ces résultats, d’ou I'intérét de pouvoir découpler les effets de géométrie
des effets de contraintes résiduelles et d’écrouissage, pour les anomalies de surface de type
rayure et choc.
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Figure B-16 — Comparaison des durées de vie en fonction des conditions de sollicitation
et du type d’anomalie (essais réalisés a ’ENSMA)
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Figure B-17 — Comparaison des durées de vie moyennes en fonction des conditions
de sollicitation et du type d’anomalie (essais réalisés a ’TENSMA)
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B.2.1.2. Influence de la profondeur

La Figure B-19 présente les durées de vie obtenues a Snecma en fonction des
différentes conditions de sollicitation, pour différentes profondeurs de rayure. Tout d’abord,
nous pouvons constater que le seul essai réalisé sur une rayure de 150 um, a une contrainte
maximale de 1 000 MPa, présente une durée de vie similaire a ceux réalisés a 'TENSMA. De
plus, les essais effectués a plus faible contrainte, que ce soit sur des anomalies de 50 um ou
150 pm de profondeur, n’ont pas présenté d’amorcage apres 1000000 de cycles. La
contrainte maximale de 700 MPa (rapport de charge 0,05) semble donc constituer un seuil de
nocivité, pour ce type d’anomalies. La nocivité des rayures apparait avec 1’augmentation de la
contrainte maximale appliquée puisque toutes les éprouvettes ayant été testées a 1 000 MPa
ont rompu. Ainsi, les rayures de 150 um présentent une durée de vie en fatigue
(15 481 cycles) environ 1,7 fois moins importante que les rayures de 50 um de profondeur
(26 809 cycles). 1l serait également intéressant de pouvoir étudier I’influence de la profondeur
des anomalies de type choc mais pour I’heure aucun essai sur des chocs de plus faible
profondeur n’a été réalisé.
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Figure B-19 — Comparaison des durées de vie en fonction de la profondeur et des différentes
conditions de sollicitation (prise en compte des essais réalisés par Snecma)
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

B.2.1.3. Influence du niveau de contrainte appliqué

Les résultats expérimentaux obtenus montrent que la contrainte maximale exerce une
influence importante sur la durée de vie en fatigue. En effet, I’augmentation de cette
contrainte contribue a diminuer la durée de vie des éprouvettes contenant des anomalies de
surface de tous types. Ainsi, lorsque la contrainte maximale augmente de 700 MPa a
1000 MPa, la durée de vie des chocs est réduite d’un facteur 6 et d’un facteur 3 pour les
rayures de 150 pm. Nous remarquons également que la dispersion est plus importante a basse
contrainte puisque quatre des éprouvettes rayées (50 um et 150 um de profondeur) n’ont pas
mené a rupture.

B.2.1.4. Influence de la température

4 éprouvettes ont été testées a 700°C et 700 MPa de contrainte maximale, permettant
une comparaison directe avec les essais effectués a plus basse température. Ainsi,
I’augmentation de la température de 400°C a 700°C mene a une diminution de la durée de vie
des chocs et des rayures d’un facteur 10. En outre, les rayures qui étaient peu nocives a
400°C, le deviennent a 700°C. Les anomalies de surface sont donc plus nocives avec
I’élévation de la température. Comme pour l’effet de la contrainte maximale, il serait
intéressant d’évaluer 1’influence de la température pour d’autres profondeurs d’anomalie.

Conclusions intermédiaires :

Des essais de fissuration ont été réalisés afin d’évaluer la nocivité de différentes
anomalies de surface : des rayures, des chocs et des anomalies a géométrie réguliére (semi-
circulaires et semi-elliptiques). Afin de découpler les effets de géométrie des effets de
contraintes résiduelles, les anomalies de type rayure et choc possédent un profil géométrique
identique en V. Différentes conditions de sollicitation ont été évaluées : deux contraintes
maximales appliquées (700 MPa et 1 000 MPa), deux températures (400°C et 700°C), un
rapport de charge (0,05) et deux profondeurs pour les rayures (50 um et 150 um).

Les durées de vie des éprouvettes contenant des rayures et des chocs sont assez
similaires, quelles que soient les conditions de sollicitation, a [’exception notable des
anomalies de type rayure testées a 400°C et pour une contrainte maximale de 700 MPa. Pour
cette condition, seulement une rayure sur quatre a amorcé au sens du potentiel et mené a la
rupture de ’éprouvette. Nous tenterons d’expliquer ces résultats dans la suite de ce chapitre.
Les anomalies semi-circulaires semblent peu nocives, leurs durées de vie étant en moyenne
supérieures a celle des rayures et des chocs, a l’exception des anomalies testées a 700°C.
Pour cette température, les anomalies semi-circulaires n’ont pas présenté d’amorcage au
sens du potentiel ou ont amorcé sous un point de soudure. Ceci est dii au comportement de
I’alliage a haute température qui présente un adoucissement important. Les anomalies semi-
elliptiques sont les plus nocives puisque leurs durées de vie sont inférieures a celles des
rayures et des chocs pour une profondeur divisée par deux. L’état dans lequel se trouve le
matériau apres introduction des rayures et des chocs semblent donc jouer un role.
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Afin de détecter I’amorcage avec une meilleure précision et dans le but d’avoir une
information sur la forme du front de fissure, des améliorations de la technique du suivi de la
différence de potentiel ont été apportées. Ainsi, les fils de potentiel sont soudés a 600 um de
I’anomalie, ce qui augmente la sensibilité de la mesure et permet une détection plus fine de
I’amorcage. De plus, deux paires de fils ont été ajoutées sur la longueur de 1’anomalie
(méthode 3 points) ce qui permet d’avoir acces a la morphologie de la fissure au cours de
I’essai. Les premiers essais effectués sont concluants et cette technique devrait nous étre utile
dans le cas d’amorcage et/ou de propagation plus complexes.

Enfin, concernant ’influence des conditions de sollicitation, la durée de vie d’une
anomalie diminuera avec [’augmentation de sa profondeur, de la contrainte maximale
appliquée et de la température d’essai.

B.2.2 Amorg¢age
B.2.2.1. Définition du critére d’amorcgage

Bien que précise et robuste, la technique de mesure de la différence de potentiel ne
permet pas de détecter I’amorcage d’une fissure a partir d’anomalies de surface de maniere
instantanée. L’utilisation de marquages thermiques, couplée a I’utilisation du suivi de
potentiel, ont permis de définir un critere d’amorcage. Nous avons ainsi montré qu’une
augmentation de 0,7% de la différence de potentiel correspond a la présence d’une fissure
d’environ 50 um depuis le fond de I’anomalie, comme I’illustre la Figure B-20. La durée de
vie a ’amorcage est donc définie comme étant le nombre de cycles nécessaires a la création
d’une fissure, détectée par une augmentation de 0,7% du potentiel. Nous parlons donc
d’amorcage au sens du potentiel.

1.015
1.011

1.007

1.003

0.999

0.995

Fond de I’anomalie 0,2 mm

Figure B-20 — Détection de I’amorcage d’une fissure a partir d’une anomalie de surface
(observations post-mortem)
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

B.2.2.2. Durées de vie a I’amorcage
B.2.2.2.1. Anomalies de type maintenance

Bien que macroscopiquement comparable, le comportement des rayures et des chocs
differe en quelques points et notamment en ce qui concerne 1’amorcage. La Figure B-21
résume les durées de vie a I’amorcage de chaque anomalie de surface, c’est-a-dire des deux
anomalies contenues dans une éprouvette, en fonction des différentes conditions de
sollicitation. Le ratio de durées de vie présenté (durée de vie a I’amorcage / durée de vie
totale), est quant a lui calculé uniquement que pour les anomalies de surface ayant mené a la
rupture de 1’éprouvette. Le Tableau B-4 présente les durées de vie moyenne a I’amorcage,
pour les rayures et les chocs, en fonction des différentes conditions de sollicitation.

Ces résultats montrent que la phase d’amorcage est courte comparée a la durée de vie
totale de I’éprouvette. Elle reste inférieure a 10% pour la majorité des conditions de
sollicitation, a I’exception notable des rayures testées a 400°C et 700 MPa de contrainte
maximale, ou 6 rayures sur 7 n’ont pas amorcé au sens du potentiel (barres hachurées). Nous
pouvons constater également qu’a 400°C, la part d’amorcage des anomalies de type choc est
inférieure a celle des anomalies de type rayure. Ainsi, a forte contrainte, I’amorcage des chocs
(558 cycles en moyenne) est 5,1 fois plus rapide que celui des rayures (2 836 cycles en
moyenne).

A 700°C, la part d’amorgage est comparable entre les deux types d’anomalies de
surface. Toutefois, pour les anomalies de type choc, le ratio de durées de vie est deux fois plus
faible a 400°C (3,9%) par rapport a 700°C (8,6%) pour une contrainte maximale imposée de
700 MPa. Ceci semble contradictoire avec les résultats de durées de vie obtenus. En effet,
nous nous attendions plutdt a voir I’inverse. C’est-a-dire une phase d’amorcage plus longue a
400°C, a l’instar des anomalies de type rayure. Le comportement lors de cette phase semble
donc différent, entre les deux températures, pour les anomalies de type choc.

Nous pouvons constater également que, de maniere générale, plus la profondeur de
I’anomalie est faible, plus la durée de vie a I’amorcage est grande. C’est notamment le cas
pour une des rayures testée a 400°C et 1000 MPa de contrainte maximale dont la profondeur
est de 123,9 um. La durée de vie a I’amorcgage est alors 5 fois plus longue comparée aux
autres rayures testées dans les mémes conditions et dont la profondeur moyenne est 20 um
plus élevée. La phase d’amorcage est donc plus importante pour des profondeurs d’anomalies
plus faibles. C’est ce que nous pouvons constater a I’aide des essais réalisés par Snecma. En
effet, pour une méme condition de sollicitation, la durée de vie moyenne a I’amorcage des
rayures de 50 um (13 138 cycles) est 4,6 fois plus grande que celle des rayures de 150 um
(2 836 cycles). De plus, elle représente une part non négligeable de la durée de vie totale,
environ 49,8%. Ces résultats mettent en évidence I’importance de la prise en compte de la
phase d’amorgage, dans une modélisation de la durée de vie, pour des anomalies de surface de
faible profondeur.
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Rayure Rayure Rayure Rayure Choc Choc Choc
S0um 150pum 150pum 150pum 150pum 150pum 150pum
400°C 400°C 400°C 700°C 400°C 400°C 700°C

1 000 MPa 700 MPa 1 000 MPa 700 MPa 700 MPa | 1000 MPa | 700 MPa
13 138 9 810 2 836 510 2 365 558 525

Tableau B-4 — Durées de vie a I’amorcage moyenne des rayures et des chocs
en fonction des conditions de sollicitation
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Figure B-21 — (a) Durées de vie a ’amorcage des anomalies de surface de type rayure et (b) choc
pour les différentes conditions de sollicitation
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

B.2.2.2.2. Anomalies a géométrie régulicre

La Figure B-22 et le Tableau B-5 présentent les durées de vie a I’amorgage pour les
anomalies de surface a géométrie réguliere, en fonction des différentes conditions de
sollicitation. Les essais concernant les anomalies semi-elliptiques ont été réalisés par Snecma.
Des problemes d’oxydation sous les points de soudure ont eu lieu sur 1I’éprouvette testée a
700°C, et ne permettent pas d’exploiter les mesures électriques. Par conséquent, nous ne
pouvons évaluer la part d’amorcage pour cette condition de sollicitation.

Les anomalies de surface de type EDM présentent une durée de vie a I’amorcage plus
importante, comparée aux anomalies semi-elliptiques. Ainsi, la durée de vie moyenne est
4,4 fois plus grande a 400°C et 700 MPa de contrainte maximale, et 6,8 fois a 1 000 MPa.
Comme nous I’avons déja évoqué, les anomalies EDM n’ont pas présenté d’amorcage au sens
du potentiel a 700°C. De plus, la durée de vie a I’amorgage s’avere occuper une part
importante de la durée de vie totale : environ 50% pour les anomalies EDM et supérieure a
10% pour les anomalies semi-elliptiques. Il semble donc que le comportement a 1’amorcage
de ces anomalies soit différent de celui des rayures et des chocs. Les différences de géométrie,
d’état d’écrouissage et de champ de contraintes résiduelles peuvent expliquer les différences

de comportement observées.

EDM EDM Semi-ellip. Semi-ellip. Semi-ellip.
150um 150um ED%(}ECO"'“ 150um 150um 150um
400°C 400°C 700 MPa 400°C 400°C 700°C
700 MPa | 1000 MPa 700 MPa 1000 MPa 700 MPa
41 340 10 550 , pas 9341 1559 -
d’amorcage

Tableau B-5 — Durées de vie a I’amorcage moyenne des anomalies EDM et semi-elliptiques
en fonction des conditions de sollicitation
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EDM 150um
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Figure B-22 — Durées de vie a I’amorcage des anomalies EDM et semi-elliptiques
pour les différentes conditions de sollicitation
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B.2.2.3. Sites d’amorcgage

Dans cette partie, nous nous intéresserons aux différents sites d’amorcage et aux
premiers stades de la propagation, pour chaque type d’anomalies. Nous nous focaliserons
essentiellement sur les essais réalisés dans le cadre de cette these.

B.2.2.3.1. Analyse de I’amorcage pour les anomalies de type rayure

Les anomalies de surface de type rayure conduisent a des amorcages en fond
d’anomalie, comme le montre la Figure B-23. Il est observé que la fissure s’amorcant au fond
de la rayure met du temps a rejoindre la surface et former un front semi-elliptique. Cette
observation est également constatée a ’aide du suivi de la différence de potentiel. La
Figure B-24 présente 1’évolution de la différence de potentiel normée au cours de 1’essai en
fonction de la position des points de mesure, pour une rayure testée a 400°C et 700 MPa de
contrainte maximale. Nous remarquons qu’apres 40 000 cycles, soit 83% de la durée de vie
totale de I’anomalie, la propagation de la fissure sur les bords est peu prononcée. En effet,
nous relevons une valeur normée d’environ 1,2 au milieu de la rayure alors qu’elle est a peine
de 1,05 sur ses deux extrémités.

La vitesse de réalisation de la rayure est probablement a mettre en cause. Pour rappel,
la fabrication d’une rayure consiste a venir introduire un outil en carbure a une profondeur
donnée, puis a le déplacer afin d’enlever la matiere. Ce déplacement est réalisé manuellement.
Par conséquent, la vitesse n’est pas controlée. Kermouche, 2013 a montré, a 1’aide de
simulations numériques, que plus la vitesse de passe était importante, plus les contraintes
résiduelles étaient importantes et devenaient notamment de traction, comme en témoigne la
Figure B-25. Nous pouvons donc supposer que la vitesse augmente lorsque que nous
atteignons le milieu de la rayure, puis qu’elle diminue sensiblement lorsque nous nous
approchons de son extrémité. Il serait donc intéressant de réaliser quelques essais en
contrdlant la vitesse de passe, ou bien en réalisant de petites passes successives, afin de
vérifier I’évolution de la morphologie du front de fissure.

Figure B-23 — (a) Amorcage de fissure a partir d’anomalies de surface de type rayure
testées a 400°C /1 000 MPa et (b) 700°C / 700 MPa
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface
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Figure B-24 — (a) Evolution de la différence de potentiel normée en fonction de la position des
points de mesure et (b) facies de rupture correspondant : rayure 150 pm 400°C / 700 MPa
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Figure B-25 — Influence de la vitesse d’usinage de la rayure sur le champ
de contraintes résiduelles (Kermouche, 2013)

Les rayures pour lesquelles aucun amorcage au sens du potentiel n’a été observé, ont
été analysées plus en détail. Pour ce faire, des coupes transversales en leur milieu ont été
effectuées et les échantillons préparés selon le méme principe décrit dans le chapitre
précédent. Nous pouvons constater en Figure B-26 qu’une fissure d’environ 5 um a amorcé
au fond de I’anomalie, et ce pour les deux rayures de 1’éprouvette 2H, tandis qu’une fissure
d’environ 30 um a amorcé a partir de la rayure de 1’éprouvette Q6. Cet amorcage est cohérent
au regard des grandeurs mécaniques mises en jeu. En effet, nous avons vu précédemment que
la géométrie des anomalies de type rayure engendrait une concentration de contrainte, K,
importante en fond d’anomalie et qu’elle influait sur le champ mécanique jusqu’a une
profondeur d’environ 300 um. II est donc normal qu’une fissure se soit amorcée a partir de
ces anomalies. Cependant, il est difficile de dire si la fissure s’est arrétée en relation avec la
microstructure, ou bien si la propagation était tout simplement plus lente, ou encore que
I’amorgage venait tout juste de se produire avant 1’arrét de I’essai. En outre, d’apres le calcul
du champ mécanique autour d’une anomalie de type rayure réalisé dans le Chapitre A,
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la pointe de fissure ne se situe pas dans une zone déchargée mécaniquement. Il est cependant
probable que la contrainte maximale appliquée ne permette pas a la fissure de sortir du champ
de contraintes résiduelles induit par la création de la rayure. En effet, comme [I’illustre
schématiquement la Figure B-27, pour une contrainte maximale appliquée de 700 MPa, la
valeur du coefficient de concentration de contraintes élevée occasionnerait une augmentation
rapide du facteur d’intensité des contraintes, K, et ’amorcage d’une fissure. Cette fissure se
propagerait alors dans le champ de contraintes résiduelles de compression de la rayure ce qui
abaisserait le facteur d’intensité des contraintes, jusqu’a ce que ce dernier passe sous le seuil
de propagation. A ce stade, la fissure se trouverait alors déchargée mécaniquement et sa
propagation se verrait donc bloquée. A I'inverse, pour un plus grand niveau de contrainte
maximale appliquée, le facteur d’intensité de contraintes ne passerait pas en dega du seuil de
propagation. La fissure ne serait alors pas bloquée et sa propagation se déroulerait
normalement jusqu’a la rupture. Dans la littérature, Prevéy et al., 2000 ont par exemple
montré 1’arrét successif de ’avancée d’une fissure, a partir d’une anomalie EDM, dans un
champ de contraintes résiduelles créé par le traitement de surface de Low Plasticity
Burnishing (LPB). En effet, comme le montre la Figure B-28, seule 1’augmentation du
chargement extérieur (reporté sur la figure avec des chargements allant de 6,1 KIP ou 27,1 kN
a 8 KIP ou 35,6 kN) a permis a la fissure de se propager quelques cycles, avant que celle-ci ne
s’arréte a nouveau. La premiere partie de la courbe correspond a la phase de préfissuration,
réalisée avant I’introduction du LPB.

2H - coté B

NONE 5.0kv - X5,000

Tension d'accélération | Distance de travail Grosswsement Détecteur

Figure B-26 — (a,b) Amorcage de fissure a partir du fond de la rayure testée a 400°C et 700 MPa
de contrainte maximale dans I’éprouvette 2H (200 000 cycles) et (c) Q6 (48 164 cycles)
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface
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Figure B-27 — Evolution schématique de I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes au
voisinage de I’anomalie
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Figure B-28 — Effet des contraintes résiduelles sur la propagation d’une fissure
(Prevéy et al., 2000)

En ce qui concerne les zones de propagation, elles présentent pour toutes les
conditions de sollicitation évaluées une zone moins rugueuse, voire lisse, s’étendant jusqu’a
20 um de profondeur au fond de la rayure et 40 um dans les coins, comme le montre la
Figure B-29. Nous pourrions supposer que les vitesses de propagation sont si faibles que ces
dernieres sont proches du seuil de propagation. Cependant, la Figure B-30 présente un facies
de rupture pour des vitesses de propagation proches du seuil, dans I’Udimet 720 Li (matériau
possédant une microstructure proche du René 65). Nous pouvons constater que le chemin de
propagation est alors fortement dépendant de la microstructure du matériau, avec la présence
de nombreuses facettes, ce que nous n’observons pas. D’apres Luo et Bowen, 2004, la
formation de ces facettes, dans les superalliages a base nickel, serait due au mode de
déformation plane en pointe de fissure, qui faciliterait la propagation de la fissure selon les
différents plans de glissement. Dans notre cas, la présence de cette zone lisse semble liée aux
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effets de fermeture, pouvant notamment €tre accentués par la présence de contraintes
résiduelles de compression. En effet, la surface semble 1égerement matée, comme I’illustre la
Figure B-31.

’i Tensicn d'accélération Distance de travail Grossissement | Détecteur’

15 mm 350 x SEI

Figure B-30 — Faciés de rupture aprés propagation d’une fissure longue 4 AK = 11MPaVm
(Luo et Bowen, 2004)
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Figure B-31 — Zone matée en fond de rayure (observations Snecma)

B.2.2.3.2. Analyse de I’amorcage pour les anomalies de type choc

L’utilisation des marquages thermiques a permis de montrer que les chocs conduisent
a des amorgages sur toute la longueur de I’anomalie, comme 1’illustre la Figure B-32. Nous
observons la présence de trois fronts de fissure de forme semi-elliptique, le premier front
s’étendant bien sur toute la longueur du choc. Bien que 3 points ne sont pas suffisants pour
décrire la totalité de la forme du front de fissure, I’utilisation de cette technique a confirmé ces
observations. Comme le montre la Figure B-33, la propagation de la fissure, apres
40 000 cycles, soit 73% de la durée de vie totale de 1’anomalie, semble étre homogene sur
I’ensemble du front de fissure. La méme représentation pour la rayure, présentée
précédemment en Figure B-24, ayant été testée dans les mémes conditions, renforce
également cette impression. En effet, nous pouvons observer sur les extrémités du choc une
augmentation non négligeable du potentiel contrairement a ce qui avait été relevée pour la
rayure. De plus, ces essais nous permettent de montrer 1’intérét de la méthode du suivi de
potentiel par trois points de mesure dans le cas d’une propagation plus complexe.

_marquage L . vt .. marquage

thermiqu g : thermique2

Figure B-32 — Amorcage de fissure a partir d’anomalies de surface de type choc
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Figure B-33 — (a) Evolution de la différence de potentiel normée en fonction de la position des
points de mesure et (b) facies de rupture correspondant : choc 150 um 400°C / 700 MPa

Une analyse fractographique des facies de rupture a également été effectuée pour les
anomalies de type choc. Contrairement aux rayures, des différences de comportement ont été
observées en fonction des conditions de sollicitation. Ainsi a 700°C, les anomalies de type
choc présentent une zone moins rugueuse similaire aux rayures sur une profondeur d’environ
50 um (Figure B-34). Cette zone est plutdt homogene sur toute la longueur du choc. A
400°C, un comportement tout a fait différent est observé, puisqu’une zone d’arrachement est
présente sur une profondeur d’environ 50 ym a 100 um au fond du choc, comme I'illustre la
Figure B-35. Nous ne savons pas si cette zone s’étend jusqu’aux coins en raison du matage
qui y est observé. La présence de cette zone d’arrachement est probablement due a
I’écrouissage important du matériau résultant de I’introduction du choc. En effet, les
observations microstructurales sous les anomalies de type choc ont montré une zone écrouie
allant jusqu’a 80 um de profondeur sous 1I’anomalie, avec la présence de nombreuses lignes
de glissement et de précipités fragmentés (Chapitre A). Cependant, cette zone d’arrachement
n’est pas visible sur les facies de rupture des éprouvettes testées a 700°C. Ceci est
vraisemblablement dii a I’activation de phénomenes de relaxation a cette température. En
outre, cette différence de comportement pourrait expliquer pourquoi nous observons un
amorcage plus rapide pour les anomalies de type choc a 400°C, en comparaison aux
anomalies de type rayure.
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A Tension d'accélération Distance de travail G |Détecteur; ]
15 mm 350 x SEI =50 pm—<

Figure B-34 — (b) Zones moins rugueuses au fond et (c¢) dans les coins du choc
(essai réalisé a 700°C)
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n Tension d'accélération Distance de travail Grossissement

15 mm 350 x

Figure B-35 — (b) Zones moins rugueuse dans le coin et (¢) d’arrachement sous le choc
(essai réalisé a 400°C)
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B.2.2.3.3. Analyse de I’amorc¢age pour les anomalies a géométrie régulicre

Les observations des sites d’amor¢ages concernant les anomalies semi-circulaires et
semi-elliptiques n’ont pas montré la présence d’une zone lisse en fond d’anomalie. La
Figure B-36 présente un exemple d’amorcage de fissure a partir d’'une anomalie semi-
circulaire.

Tension d'accélération Distance de travail Grossissement|Détecteur’ ‘
15 mm 150 % SEI —200 ym—

Figure B-36 — Amorcage d’une fissure a partir d’une anomalie de surface EDM

Conclusions intermédiaires :

Dans la majorité des conditions de sollicitation, [’amorcage de fissures a partir
d’anomalies de surface de type rayure et choc est rapide (de 3% a 20% de la durée de vie
totale). Nous avons également montré a l’aide de marquages thermiques et du suivi de
potentiel 3 points, la différence de comportement a I’amorcage entre les rayures et les chocs.
Ainsi, une fissure s’amorcera le long du choc tandis qu’elle s’amorcera plutot au fond de la
rayure. Nous avons expliqué cet amorcage au fond des rayures par la variation de la vitesse
d’usinage lors de leur fabrication. La vitesse d’usinage est donc un parametre important, au
méme titre que la profondeur, pouvant modifier le comportement en propagation des fissures
s’amorgant au fond des rayures.

Une autre différence de comportement se situe au niveau de la présence, ou non,
d’une zone lisse sous les anomalies de surface. Nous avons observé pour toutes les conditions
sollicitées une zone moins rugueuse sous les anomalies de type rayure, due a l’apparition de
phénomenes de matage lors de la fermeture de la fissure. Un méme constat peut étre fait pour
les chocs a 700°C alors qu’une zone d’arrachement est observée a 400°C. L’écrouissage
important observé sous ce type d’anomalie est responsable de cette différence de
comportement, et l’absence de cette zone a 700°C est probablement due a [l’activation de
phénomenes de relaxation.
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B.2.3 Propagation et rupture
B.2.3.1. Vitesses de propagation
B.2.3.1.1. Exploitation et validation des mesures de potentiel
B.2.3.1.1.1. Détermination de la courbe de calibration

La méthode du suivi électrique mise en place au sein du laboratoire est robuste et
précise. La courbe de calibration, reliant la différence de potentiel mesurée a la longueur de
fissure, se doit de I’étre tout autant. Doremus et al., 2015 ont proposé un outil de calibration
numérique, se basant sur des parametres expérimentaux, permettant de déterminer une courbe
de calibration. Cet outil numérique, développé dans le code éléments finis Abaqus couplé a un
script Python, permet de calculer la différence de potentiel au cours de la propagation d’une
fissure. Cette propagation est entierement déterminée par I’ utilisateur, qui fixe la position et la
forme de la fissure a analyser. Les différents parametres d’entrée de cet outil sont donnés ci-
apres :

- L’évolution moyenne du front de fissure (rapport d’ellipticité c/a) est déterminée a
I’aide des marquages thermiques. Lorsque la fissure est non débouchante, nous
considérons la profondeur de fissure a, comme étant la longueur a partir du fond de
I’anomalie. Lorsque la fissure est débouchante, la profondeur de I’anomalie est alors
prise en compte. Comme I’illustre la Figure B-37, les évolutions du rapport
d’ellipticité des fissures s’amorgant a partir des rayures et des chocs sont confondues.
Par conséquent, il n’est pas nécessaire d’établir une courbe de calibration distincte
pour chaque type d’anomalie. Les zones correspondant a des fissures non
débouchantes et débouchantes sont clairement identifi€es. Ainsi, pour des profondeurs
de fissure inférieures a 0,5 mm, les fissures sont non débouchantes, et elles sont
débouchantes pour des profondeurs supérieures a 1 mm. Il existe une zone de
transition entre ces deux profondeurs pour laquelle les deux configurations sont
observées.

- Doremus, 2014 a montré, par une analyse paramétrique, que c’est la position centrale
de I'empreinte qui est déterminante dans la mesure électrique. C’est pourquoi, la
position des points de soudure est évaluée en mesurant la distance entre le centroide de
I’empreinte et le plan de propagation, a I’aide d’un logiciel de traitement et d’analyse
d’images (ImageJ), comme le montre la Figure B-38.

- L’anomalie de surface n’est pas modélisée. En effet, 1’écart entre les courbes de
calibration obtenues, par calcul numérique, avec et sans anomalie de surface, est
inférieur a 3%. De plus, la courbe de calibration sera ainsi utilisable indépendamment
du type d’anomalie et de sa profondeur.

- La conductivité électrique du matériau est nécessaire pour le calcul numérique. Etant
donné le manque d’information concernant le René 65, nous prendrons la conductivité
électrique de I’Inconel 718DA a température ambiante. Toutefois, la norme de la
différence de potentiel mesurée par une différence de potentiel de référence, V4, nous
permet de nous affranchir de la dépendance aux propriétés électriques du matériau.
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Figure B-37 — (a) Evolution du rapport d’ellipticité en fonction des différentes conditions de
sollicitations (mesures des marquages thermiques) et (b) profondeur et longueur a la surface
libre mesurées

Figure B-38 — Détermination de la distance des points de soudure

La Figure B-39 présente la courbe de calibration brute, en traits pointillés. Bien que
robuste et prenant en compte tous les parametres susceptibles d’influencer la mesure de
potentiel, la stratégie de calibration employée présente un écart plus ou moins important,
notamment pour de faibles profondeurs de fissure. Il existe également un écart conséquent
pour les éprouvettes testées a 1 000 MPa de contrainte maximale. En effet, pour ce niveau de
sollicitation, nous avons observé une surface fissurée moins importante, pour une profondeur
de fissure donnée, comparée aux essais réalisés a plus faible contrainte. Il est donc normal que
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Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

la différence de potentiel mesurée soit moindre. Nous reviendrons sur ce constat expérimental
dans la suite de ce chapitre. Ceci dit, I’écart observé peut étre expliqué par la plasticité. En
effet, la plasticité est le seul parametre non pris en compte dans cette stratégie de calibration.
En outre, elle constitue un parametre non négligeable, influencant de maniere importante la
mesure électrique (Cerny, 2004). Afin de tenir compte de cette plasticité, nous avons
déterminé une erreur résiduelle (erreur commise entre le calcul numérique et la valeur
expérimentale), permettant par la suite un recalage des valeurs de potentiel déterminées
numériquement. Ainsi, la prise en compte de cette erreur résiduelle permet de réduire I’erreur
totale de 7,1% a 4,6%, sur I’ensemble des points expérimentaux. De plus, nous pouvons
constater que 1’évolution de la profondeur de fissure en fonction de la différence de potentiel
semble mieux décrire les premiers stades de la propagation, qui constituent un élément
important de notre étude.

La Figure B-40 présente une synthese de la détermination de la courbe de calibration.

Ainsi la courbe de calibration est déterminée par un calcul numérique par éléments finis, basé

sur 1I’évolution expérimentale du rapport d’ellipticité c¢/a. Une correction est ensuite apportée
afin de prendre en compte les effets de plasticité sur la valeur du potentiel mesuré.
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Figure B-39 — (a) Courbe de calibration numérique unique déterminée, (b) zoom sur le début de
la courbe
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Figure B-40 — Schéma synoptique du calcul de la courbe de calibrat
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B.2.3.1.1.2. Exploitation des mesures de potentiel

L’exploitation des mesures de potentiel s’effectue en plusieurs étapes. La premiere
consiste a normer la différence de potentiel mesurée par une valeur de référence, V,s. De
maniere générale, les valeurs de la différence de potentiel mesurées sont normées par la valeur
initiale, en I’absence d’une fissure (Gandossi et al., 2001). Cependant, certains auteurs font le
choix de normer ces valeurs par une différence de potentiel mesurée loin de la fissure
(Cern;’r et al.,, 2012) ou bien encore par une valeur mesurée pour une longueur de fissure
donnée (Enmark et al., 1992). 1l ne semble pas exister une regle standard quant au choix de
cette valeur de référence. Dans le cadre de cette étude, nous avons choisi d’identifier une
courbe de calibration numérique ne prenant pas en compte la présence de 1’anomalie de
surface. Par conséquent, il n’est pas possible de normer les valeurs relevées par une valeur
expérimentale initiale, puisque cette valeur dépend de la géométrie de 1’anomalie de surface
étudiée. De plus, cela crée une certaine incohérence par rapport a la stratégie de calibration
mise en place qui ne simule pas la présence de 1’anomalie. Par conséquent, nous normons les
valeurs de différence de potentiel mesurées par une valeur de référence corrigée, Viercorr
Celle-ci est déterminée de telle sorte que 1’anomalie de surface corresponde a une fissure de
forme elliptique et de mémes dimensions, comme I'illustre la Figure B-41. Ainsi, V,gcor €St
calculée de maniere a ce que I’Equation (1) reste valable, avec V;, correspondant a la
différence de potentiel initiale mesurée, a;,; a la profondeur de I’anomalie de surface étudiée
et fla courbe de calibration inverse.

V..
——= f(a,,;) (D)

réf ,corr

I 3

V/I/;'e_'f =f (tl)

courbe de calibration inverse

v

0 a

Figure B-41 — Principe de la détermination de V.,

Bien que le bruit électrique soit réduit a son strict minimum, il est possible qu’il en
reste, particulicrement a haute température, ce qui peut conduire a une exploitation des
mesures de potentiel erronée. C’est pourquoi une réduction du bruit est appliquée par un
lissage des mesures expérimentales. Pour ce faire, une moyenne mobile est calculée sur
I’ensemble du signal électrique, sur un nombre de cycles déterminé par I’ Equation (2) :
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exp . .
xX= ol x est le nombre de cycles et N,,, la durée de vie ()

300

Ce nombre de cycles nous permet de lisser correctement les mesures expérimentales tout en
gardant un nombre de points conséquents lorsque les durées de vie sont faibles, ou minimum
lorsque ces dernieres sont importantes. La Figure B-42 présente le résultat de cette
méthodologie, avec les deux suivis électriques non traités (V, et V,) ainsi que les signaux
lissés (carrés).
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Figure B-42 — Réduction du bruit sur les mesures expérimentales de la différence de potentiel

La profondeur de fissure est calculée a l'aide de la courbe de -calibration
précédemment identifiée. L’évolution de la vitesse de fissuration en fonction de 1I’amplitude
du facteur d’intensité des contraintes, 4K, est ensuite calculée. Ce dernier est déterminé au
sommet du front de fissure a 1’aide du formulaire de Newman et Raju, 1981, détaillé en
Annexe B. La demi-longueur de fissure a la surface libre, ¢, est quant a elle évaluée en
utilisant 1’évolution du rapport d’ellipticité, c/a, observée expérimentalement. Cette demi-
longueur est calculée indépendamment du type d’anomalie et ne rend donc pas compte de la
différence de morphologie du front de fissure observée, notamment pour les anomalies de
type rayure ou une propagation plus prononcée au fond de cette dernicre a été constatée
(Figure B-23). Nous pourrions également nous poser la question de la cohérence de
I’utilisation de cette évolution, dont le but est de montrer un effet des contraintes résiduelles
sur la vitesse de propagation, puisque celle-ci tient déja compte a la fois de la concentration de
contraintes et des contraintes résiduelles. Néanmoins, malgré le nombre de points peu
significatif, lorsque nous ajoutons les marquages thermiques des anomalies semi-elliptiques
(sans contraintes résiduelles), ceux-ci semblent suivre la méme évolution comme le montre la
Figure B-43. Cette étape constitue une faiblesse de 1’approche proposée mais est toutefois
nécessaire pour étudier I’effet des contraintes résiduelles sur la vitesse de propagation. A
noter également que les contraintes locales ne sont pas prises en compte dans le
dépouillement. Seule la contrainte nominale, appliquée sur I’éprouvette, est utilisée. De plus,
le facteur d’intensité des contraintes n’est pas corrigé sur la fin de la propagation.
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Figure B-43 — Evolution du rapport d’ellipticité c/a des anomalies de type rayure, choc
et semi-elliptique

B.2.3.1.1.3. Validation de la méthode de dépouillement

Afin de vérifier la validité des mesures électriques relevées ainsi que la méthode de
dépouillement proposée, il convient de contrdler différents parametres. Tout d’abord, nous
avons comparé la profondeur de fissure obtenue a 1’aide du suivi électrique par rapport a la
profondeur de fissure mesurée sur les échantillons post-mortem. Nous savons que la plasticité
influence les mesures électriques de maniere non négligeable. Bien qu’elle soit prise en
compte de maniere implicite dans la stratégie de calibration par le calcul d’une erreur
résiduelle, nous avons ajouté une barre d’erreur correspondant au rayon de la zone plastique
en pointe de fissure, déterminé par la relation proposée par Irwin. Ainsi, nous pouvons
constater un bon accord entre les deux valeurs, que ce soit pour les anomalies semi-
circulaires, semi-elliptiques ou pour les anomalies de surface de type rayure et choc
(Figure B-44). Les points présentant le plus d’écart sont ceux pour lesquels une contrainte
maximale de 1 000 MPa a été appliquée, ou nous avons mis en évidence une surface fissurée
moins importante.
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Figure B-44 — (a) Comparaison des profondeurs de fissure obtenues par suivi électrique et
mesurées pour les anomalies a géométrie réguliére et (b) pour les rayures et chocs

Dans le but de vérifier également les vitesses de propagation, des mesures d’interstries
ont été effectuées au microscope électronique a balayage. La Figure B-46 présente la
comparaison entre les vitesses de propagation obtenues par exploitation des mesures de
potentiel et par analyse des distances interstries pour les différents types d’anomalie. Une
barre d’erreur de 20% est tracée pour les vitesses de propagation issues de 1’analyse des
interstries. Cette erreur se justifie par la difficulté de comptage du nombre de stries, en
particulier pour les faibles vitesses de propagation.

Nous pouvons remarquer qu’il existe une bonne corrélation entre les vitesses
provenant du suivi €lectrique et celles issues de 1’analyse des interstries, pour des vitesses de
propagation comprises entre 1.107 et 1.10° m/cycle, correspondant a une longueur de fissure
comprise entre 300 um et environ 1 mm. Miller, 1969 a montré que pour des faibles vitesses
de propagation, la distance interstrie pouvait ne pas correspondre a I’avancée de la fissure sur
un seul cycle mais sur plusieurs. Il a également montré que pour des vitesses de propagation
supérieures 2 1.10° m/cycle, la distance interstrie pouvait également tenir compte d’autres
mécanismes de rupture tels que le clivage ou la coalescence de vides. Ceci expliquerait
pourquoi notre stratégie de dépouillement conduit a des valeurs de vitesses conservatives pour
de faibles profondeurs de fissures et surestimées pour de plus grandes vitesses de propagation.
Toutefois, les mesures de distance interstrie valident, dans 1’ensemble, les mesures
expérimentales et I’exploitation du suivi électrique.
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Figure B-45 — Exemple d’observation de stries de fatigue au microscope électronique a balayage
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Figure B-46 — (a) Comparaison des vitesses de propagation obtenues par suivi électrique et par
mesure de la distance interstries pour les anomalies a géométrie réguliére
et (b) pour les rayures et les chocs

B.2.3.1.2. Analyse des vitesses de propagation
B.2.3.1.2.1. Influence du type d’anomalie

La Figure B-47 présente 1’évolution de la vitesse de propagation en fonction de
I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes, pour les anomalies de type rayure et choc,
testées a 400°C et a une contrainte maximale de 700 MPa. Nous pouvons constater la
présence d’un ralentissement de la propagation dans les premiers stades, pour I’anomalie de
type rayure. En effet, elle apparait plus faible en fond d’anomalie puis augmente
progressivement, jusqu’a atteindre la loi de propagation des fissures longues du matériau
(identifiée sur des éprouvettes CT et pour différents rapports de charge), a environ 33
MPaVm. A ce stade, la fissure a une profondeur de 797 um. La fraction de durée de vie
consommée pour atteindre cette profondeur, correspond a environ 90% de la durée de vie
totale de I’anomalie. Cela signifie donc que la propagation de la fissure jusqu’a la rupture de

I’éprouvette est tres rapide.

Pour les anomalies de type choc, une évolution sensiblement différente est observée.
En effet, la vitesse est fortement réduite et diminue méme au début de la propagation, jusqu’a
32 MPaVm. La fissure a une profondeur moyenne de 660 um, ce qui correspond a environ
76% de la durée de vie totale de I’anomalie. Une fois cette profondeur dépassée, la vitesse de
propagation augmente rapidement et rejoint la vitesse de propagation des fissures longues du
matériau. La longueur de fissure est alors d’environ 1,4 mm. En termes de ratio de vitesses,
I’introduction d’une rayure ralentit davantage la propagation, par comparaison avec les
anomalies de type choc. Néanmoins, il semblerait que la fissure sorte du champ mécanique
initial créé par la rayure plus rapidement.
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Comme I’illustre la Figure B-48, pour les anomalies a géométrie réguliere, semi-
circulaires et semi-elliptiques, aucun ralentissement de la propagation n’a été observé au-dela
de 14 MPavVm. De plus, les vitesses de propagation obtenues semblent tres proches de la loi
de référence « fissures longues » déterminée par des essais de fissuration sur des éprouvettes
CT dans l’alliage René 65. Ce résultat montre que le ralentissement de la propagation,
observé pour les rayures et les chocs, n’intervient pas pour ce type d’anomalie.
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Figure B-47 — Vitesse de propagation en fonction de I’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes pour les rayures et les chocs testés a 400°C et 700 MPa de contrainte maximale
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Figure B-48 — Vitesse de propagation en fonction de I’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes pour les anomalies a géométrie réguliére testées a 400°C
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B.2.3.1.2.2. Influence du niveau de contrainte appliqué

L’augmentation de la contrainte maximale appliquée ne modifie pas la zone affectée
par le ralentissement de la vitesse de propagation pour les anomalies de type choc, comme
I’illustre la Figure B-49. Ainsi, a 1 000 MPa de contrainte maximale, la profondeur affectée
est de 654 um. La fraction de durée de vie consommée par la fissure pour atteindre cette
profondeur est d’environ 79% de la durée de vie totale. Au-dela de cette profondeur, la vitesse
de propagation augmente progressivement. Toutefois, nous pouvons constater, en
Figure B-49, représentant 1’évolution de la vitesse de propagation en fonction de la
profondeur de fissure, que le ralentissement de la propagation n’est pas aussi marqué qu’a
plus faible contrainte. Il en est de méme pour les anomalies de type rayure. L.’ augmentation de
la contrainte maximale ne modifie pas la zone affectée mais simplement le domaine du
facteur d’intensité de contrainte concerné.

1E-05 -
O
1E-06 A 654 pm
o) 79% de la DDV
S
35}
£ 1E-07 -
2
=
=
1E-08 4 Loi de référence René 65 (700MPa)
Loi de référence René 65 (1000MPa)
@ RI1 - Choc 150pm - 400°C/700MP2/0.05
oo | 8 4G i
O 4L - Choc m - ° MPa/0.
LE-00 76% de la DDY o 37 - Choc 1soﬂm - 400°C/1000MPa/0.05
0E+00 1E-03 2E-03 3E-03

a(m)

Figure B-49 — Vitesse de propagation en fonction de la profondeur de fissure
pour les chocs testés a 400°C

B.2.3.1.2.3. Influence de la température

L’¢élévation de la température ne modifie pas non plus la profondeur affectée par le
ralentissement de la propagation mais simplement les vitesses de propagation observées.
Ainsi, pour les anomalies de type choc testées a 700°C, la vitesse de propagation est
fortement ralentie jusqu’a une profondeur de 693 um, ce qui correspond a 69% de la durée de
vie totale, comme en témoigne la Figure B-50. La vitesse de propagation augmente
rapidement une fois cette zone dépassée. Pour les anomalies de type rayure, la profondeur
affectée s’étend jusqu’a 684 um (71% de la durée de vie totale).

-133-



Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

1E-04 - Loi de référence René 65 (400°C)
Loi de référence René 65 (700°C)
@ 4K - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05
® RI1 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05
1E-05 4| ® 3K - Choc 150um - 700°C/700MPa/0.05
© R2 - Choc 150um - 700°C/700MPa/0.05
=
S, 1E-06 -
2 ®
i )
Z 693 um
% 1E-07 - 69% dela DDV
=
1E-08 -
o 660 um
76% de la DDV
1E-09 !
10 100

AK (MPavm)
Figure B-50 - Vitesse de propagation en fonction de I’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes pour les chocs testés a 400°C et 700°C

B.2.3.2. Analyse fractographique

L’analyse fractographique des facies de rupture montre une propagation de fissure
transgranulaire en stade II, et ce pour toutes les conditions de sollicitations évaluées ainsi que
pour les différents types d’anomalies. De maniere générale, trois différentes zones peuvent
étre distinguées, comme 1’illustre la Figure B-51 :

- Au début de la propagation, c’est-a-dire entre 0 et 300 um a partir du fond de
I’anomalie, peu de stries de fatigue sont observées. Elles sont peu espacées indiquant
une propagation de fissure lente, aux alentours de 2,5.107 m/cycle (Figure B-51-b).
Toutefois, comme nous 1’avons évoqué précédemment, nous ne pouvons affirmer
qu’une strie corresponde bien a un cycle de chargement pour de faibles vitesses.

- Entre 300 um et 1,2 mm, les stries de fatigue sont de plus en plus présentes et plus
espacées indiquant une augmentation de la vitesse de propagation (Figure B-51-c).

- A la fin de la propagation, au-dela de 1,2 mm, une surface rugueuse et irrégulicre est
observée. La présence de facettes de clivage et de quelques cupules indique le début
de la rupture finale (Figure B-51-d).
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4 25 kV 16 mm 3000 x SiEl 10 pym |

Figure B-51 — (a) Facies de rupture d’une rayure de 150 um (400°C / 1000 MPa) et (b-d) a
différents stades de la propagation

Toutefois, le René 65 semble montrer un comportement différent en fonction de la
contrainte appliquée. En effet, a forte contrainte, nous pouvons observer la présence de
marquages ductile/fragile le long du front de fissure, entourés par des zones de propagation
transgranulaire. Ces marquages sont souvent accompagnés de fissures secondaires. Lorsque
les premiers marquages apparaissent, il ne reste en moyenne que 10% de la durée de vie totale
avant rupture de I’éprouvette. Il semblerait donc qu’en fin de propagation le matériau atteigne
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un seuil d’instabilité. L’intensité de la déformation plastique en pointe de fissure étant
importante, le matériau commence a se rompre sur quelques microns, créant au passage des
fissures secondaires. La Figure B-52-¢ montre la présence de facettes clivées (environ
quelques microns) au milieu d’un mode plus ductile. Au-dela de cette zone, le matériau
semble recouvrer une certaine stabilité et permet a la fissure de propager a nouveau quelques
cycles.

propagatlon <
transgramﬂaire )

propagatlon . : marQuage 4
transgranulalre SN A ductile/fraglle

25 kV 15 mm 3000 x SEl | 10 um
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NG

R Tension d'accélération|Distance de travail|Grossissement|Détecteur

[ 19] 25 kv 15 mm 3000 x SEI 10 um

TR

ar 25 kv 15 mm 3000 x SEI 10 um |

Figure B-52 — (a,c) Zone de rupture ductile/fragile en fin de propagation (rayure 150 pm
400°C /1000 MPa) et (b,d) zones de propagation transgranulaire

De plus, lorsque nous regardons les éprouvettes rompues a une échelle macroscopique,
une différence dans le mode de rupture entre les deux niveaux de contraintes évalués est
également perceptible. Ainsi, une propagation plane est généralement observée a bas niveau
de contrainte, tandis que le matériau subit I’influence de 1’état de contrainte, a haut niveau de
contrainte appliqué, créant des levres de cisaillement orientées a +45° sur les bords de
I’éprouvette, comme le montre la Figure B-53. Si la présence de ces Ievres est systématique a
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forte contrainte, elle reste occasionnelle a bas niveau et se produit généralement plus tard dans
la propagation.

L’apparition de ce phénomene dépend de plusieurs parametres tels que la nature du
matériau, ’environnement, la fréquence, I’amplitude de chargement ou bien encore de la
convexité du front de fissure (Schijve, 1981, Thompson et Sheppard, 1992). A partir d’une
certaine valeur du facteur d’intensité des contraintes en mode I, le mode de propagation
change et des composantes de cisaillement en mode II et/ou IIl apparaissent. La faible
propagation en surface libre combinée a la forte contrainte appliquée pourrait expliquer
I’apparition de ces levres de cisaillement. En effet, comme le montre la Figure B-54, la
fissure semble étre épinglée aux bords de I’anomalie. Les premiers marquages ductile/fragile
sont nettement visibles sur ce facies de rupture. A ce stade de la propagation, la fissure a une
profondeur d’environ 1,5 mm et le rapport K,,,,/Kjc est égal a 0,7 en moyenne au sommet du
front de fissure, ce qui correspond a une amplitude de 4K de 47 MPaVm. La plasticité est
importante et la rupture finale est proche. Nous pouvons donc supposer qu’il se produit un
changement dans le mode de propagation, a partir de cette amplitude de 4K. Une zone de
friction est également observée aux bords des lévres de cisaillement, ce qui constitue un
argument supplémentaire quant a la possible apparition d’'un mode II et/ou III (Figure B-55).
Cependant, 1’observation de ces levres au microscope électronique a balayage montre la
présence de nombreuses cupules alors qu’aucune strie de fatigue n’est observée. Néanmoins,
I’absence de stries de fatigue ne prouve pas qu’il n’y ait pas eu de propagation stable hors
plan. Enfin, il est indéniable que 1’apparition de ces levres de cisaillement soit liée au
comportement du matériau. En effet, pour des essais réalisés quasiment dans les mémes
conditions, y compris en K,,/K;c, aucun déversement de fissure n’a été observé dans le
superalliage Inconel 718DA (superalliage base nickel y/y’/y"). Toutefois, cette partie de la
propagation ne représentant que 10% de la durée de vie totale de I’anomalie, nous nous en
affranchirons lors de la modélisation de la propagation de fissures.

Figure B-53 — (a) Propagation plane a basse contrainte, (b) lévres de cisaillement opposées et (c)
levres de cisaillement dans la méme direction a fort niveau de contrainte appliquée
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Figure B-54 — Exemple de faciés de rupture observé a 1 000 MPa de contrainte maximale :
choc 150 pm - Figure B-53-b
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levre de
cisaillement
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Figure B-55 — (a) Facies de rupture présentant de nombreuses cupules et (b) une zone de friction
aux abords d’une levre de cisaillement
A 700°C, la propagation reste transgranulaire. Il est cependant difficile d’observer des
stries de fatigue au début et jusqu’au milieu de la propagation. En effet, du fait de la
température élevée et des marquages thermiques réalisés, les facies de rupture sont oxydés et
ne permettent pas I’observation de stries de fatigue, comme I’illustre la Figure B-56.

S s
Zones on desstries sont

généralement observées

Figure B-56 — Facies de rupture observé en début de propagation apres essai a 700°C
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Conclusions intermédiaires :

L’analyse fractographique montre une propagation transgranulaire pour les
différentes conditions de sollicitation et anomalies de surface testées. Une différence est tout
de méme identifiable a fort niveau de contrainte appliqué. Ainsi, a 1 000 MPa, nous avons
observé la présence de lévres de cisaillement et de marquages ductile-fragile en toute fin de
propagation, apparaissant a un rapport K,./Kc relativement important (environ 0,7).
Toutefois, ces mécanismes n’apparaissent qu’apres 90% de la durée de vie totale consommée.
Ils ne seront donc pas abordés dans le cadre de la modélisation de la propagation de fissures.

Les vitesses de propagation des anomalies de type rayure et choc, n’évoluent pas de
facon identique. Ainsi, pour les rayures, un ralentissement de la propagation est observé dans
les premiers stades au fond de cette derniere. La vitesse de propagation augmente
progressivement jusqu’a atteindre la loi de propagation des fissures longues de [’alliage.
Pour les anomalies de type choc, la vitesse est fortement abaissée et diminue au début de la
propagation. Une fois la zone affectée dépassée, la vitesse augmente rapidement et rejoint la
vitesse de propagation des fissures longues du matériau. Ces anomalies ayant le méme profil
géométrique, il est par conséquent probable que ce soit le mode de fabrication, et notamment
le champ de contraintes résiduelles situé sous ces dernieres, qui occasionne cette différence
de comportement. Cette hypothese est notamment appuyée par les vitesses de propagation de
fissures mesurées a partir d’anomalies semi-circulaires et semi-elliptiques qui ne présentent
pas de ralentissement.

L’utilisation d’un traitement thermique de relaxation des contraintes résiduelles
devrait donc nous permettre de statuer sur leurs effets, et par conséquent de montrer
I’importance a accorder a ce phénomene dans la modélisation de la propagation de fissures.

B.2.4 Caractérisation de Deffet des contraintes résiduelles
B.2.4.1. Relaxation des contraintes résiduelles par traitement thermique

La présence des contraintes résiduelles, créées lors de la fabrication des anomalies de
type rayure et choc, semble constituer un des parametres importants a prendre en compte dans
la modélisation de la propagation de fissures. Nous avons vu notamment que ces dernieres
ralentissent la vitesse de propagation dans les premiers stades de la fissuration. De plus, les
géométries des rayures et des chocs étant similaires, ceci nous a permis de montrer que les
contraintes résiduelles n’étaient probablement pas de méme intensité, puisque les
ralentissements observés étaient différents. Par conséquent, notre but est ici de développer des
essais spécifiques, nous permettant de mettre en évidence et d’évaluer les effets des
contraintes résiduelles sur les différents stades de la propagation.

De nombreuses études existent dans la littérature quant a la stabilité des contraintes
résiduelles introduites par traitement superficiel, tel que le grenaillage. Comme nous 1’avons
déja évoqué, les contraintes résiduelles peuvent se relaxer plus ou moins rapidement sous
I’action de sollicitations thermiques, mécaniques ou thermomécaniques. Dans le cadre de
cette étude, c’est la premiere technique de relaxation qui nous intéresse. En effet, un simple
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maintien en température peut permettre de relaxer les contraintes résiduelles de grenaillage.
John et al., 2010 ont ainsi montré que 1’exposition d’échantillons d’Inconel 100, a 650°C,
occasionnait une modification de la distribution des contraintes résiduelles. Comme le montre
la Figure B-57, la majorité de la relaxation thermique des contraintes résiduelles a lieu dans
les 30 premieres minutes d’exposition. Evans et al., 2005 ont également constaté 1’influence
d’une exposition thermique sur la relaxation des contraintes résiduelles de grenaillage dans
I’Udimet 720Li. Ainsi, ils montrent que la relaxation commence a étre significative a des
températures élevées, de I’ordre de 650°C. A T’instar de John et al., 2010, ils mettent en
évidence que la relaxation se produit principalement dans les premiers instants d’exposition.
Cao et al., 1994 expliquent que 1’exposition thermique contribue a une réorganisation des
défauts cristallins, introduits lors du grenaillage par le mouvement de diffusion des atomes.
L’objectif est donc de nous baser sur ce constat expérimental, afin de trouver un traitement
thermique qui puisse atténuer, voire supprimer le champ de contraintes résiduelles.

Le René 65 possede 1’avantage d’avoir une structure biphasée, y/y’, et une température
de solvus assez élevée (1065°C). Il sera ainsi plus aisé de choisir un traitement thermique
adéquat, sans pour autant modifier la microstructure par la création d’autres phases parasites.
Dans le but de ne pas trop la modifier et de ne pas altérer les propriétés mécaniques de
I’alliage, le traitement thermique devra donc impérativement s’effectuer a une température
inférieure au solvus de la phase y’. De plus, un traitement sous vide est recommandé. En effet,
sous I’action d’un environnement oxydant, des phénomenes d’oxydation et de recristallisation
peuvent se produire. Ainsi, le traitement thermique choisi consiste en un maintien a 1055°C
sous vide, d’une durée de 2 heures, suivi d’une trempe a 'air. Cette durée a été choisie
arbitrairement mais devrait nous permettre d’atténuer I’intensité des contraintes résiduelles.
Enfin, le revenu standard du René 65 (8h a 760°C, trempe air) est effectué dans le but
d’obtenir une microstructure comparable au matériau de référence.

Afin de vérifier I'efficacité de ce traitement thermique, des mesures d’ultra-
microdureté ont été réalisées, selon la méme procédure décrite dans le Chapitre A.
La Figure B-58 présente les cartographies de ces mesures, sous une anomalie de type choc et
de type rayure, avant et apres traitement thermique. Nous pouvons constater que ce dernier
semble avoir permis de bien relaxer les contraintes résiduelles. Toutefois, nous n’avons pas
quantifié 1’influence de ce traitement sur la microstructure du matériau. Afin de s’en
affranchir, deux configurations ont été évaluées pour ce « nouveau » matériau :

- Une premiere configuration ou le traitement thermique est effectué apres introduction
de ’anomalie ; c’est donc une configuration sans contraintes résiduelles.

- Une seconde configuration ou le traitement thermique est effectué avant introduction
de I’anomalie ; c’est donc une configuration avec contraintes résiduelles.

Ceci nous permettra de mettre en évidence 1’influence du champ mécanique hétérogene, pour
un méme matériau, potentiellement légerement différent du matériau de référence.
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Figure B-57 — Effet du temps d’exposition a 650°C sur la distribution des contraintes résiduelles
dans I’Inconel 100 (John et al., 2010)
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Figure B-58 — Cartographies des mesures d’ultra-microdureté HV normées (a,c) sous un choc et
(b,d) une rayure de 150 um (a,b) avec et (c,d) sans contraintes résiduelles
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B.2.4.2. Influence du traitement thermique sur les différentes phases de la
propagation

B.2.4.2.1. Analyse des durées de vie avec et sans contraintes résiduelles

Une nouvelle campagne expérimentale a été conduite sur le matériau traité
thermiquement. Afin d’évaluer I’influence des contraintes résiduelles sur le comportement des
rayures et des chocs, une seule condition de sollicitation a été évaluée ; il s’agit d’essais
conduits a 400°C et pour une contrainte maximale de 700 MPa. Les analyses précédentes ont
montré que I’influence des contraintes résiduelles semblait plus marquée pour cette condition.
De plus, les vitesses de propagation étant moins élevées qu’a plus haute température, cela
devrait nous permettre de mettre en évidence 1’effet de ces contraintes plus aisément. Au total,
6 éprouvettes ont été testées. Parmi elles, 4 ont été testées dans une configuration sans
contraintes résiduelles ; les anomalies de surface étant introduites avant le traitement
thermique. Deux éprouvettes ont été testées dans une configuration avec contraintes
résiduelles ; les anomalies de surface étant introduites apres le traitement thermique. Le
Tableau B-6 résume les conditions de sollicitation de chaque éprouvette, ainsi que les
résultats en termes de durées de vie.

Temp. (°C) | Lot matiere| Anomalie Etat |Ep.|omax| Rs Nexp Rupture
400 lot n°2 choc 150 um | sans CR| Q41700 |0,05] 12 390 cOté A
400 lot n°2 choc 150 um |sans CR| Q1] 700 |0,05] 12 121 coté B
400 lotn°2  |rayure 150 um|sans CR | Q3 | 700 [0,05| 15 845 coté A
400 lot n°2 rayure 150 um | sans CR| Q8 | 700 | 0,05] 15 305 coté A
400 lot n°2 choc 150 um |avec CR| R6 | 700 |0,05] 86 669 cOté A
400 lot n°2 rayure 150 um|avec CR| 04| 700 |0,05] 170 000| non rupture

Tableau B-6 — Résumé des conditions de sollicitations et des durées de vie obtenues
apres traitement thermique

La Figure B-59 présente les durées de vie obtenues sur les anomalies de type rayure et
choc avec et sans contraintes résiduelles. L’influence du traitement thermique sur les durées
de vie est clairement identifiable. Ainsi, pour les anomalies de type choc, la durée de vie
moyenne avec contraintes résiduelles est 7 fois plus grande que celle sans contraintes
résiduelles, ce qui constitue un facteur non négligeable. Comme pour la campagne
expérimentale précédente, les rayures avec contraintes résiduelles n’ont pas présenté
d’amorcage au sens du potentiel, apres 170 000 cycles. Néanmoins, aprés observation des
coupes transversales au milieu de la rayure au microscope électronique a balayage, nous
avons constaté la présence de fissures d’environ 15 pm de profondeur, sur chacune des deux
rayures. A I'inverse, en I’absence de contraintes résiduelles, les anomalies de type rayure ont
présenté un amorcage de fissure menant a la rupture de I’éprouvette. Comme nous 1’avons
précédemment expliqué, la présence de contraintes résiduelles abaissent le facteur d’intensité
des contraintes et modifie le rapport de charge. La fissure se retrouve alors déchargée
mécaniquement et I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes passe en deca du seuil de
propagation, bloquant la fissure. Nous pouvons également constater que pour la configuration
sans contraintes résiduelles, les durées de vie des rayures et des chocs sont comparables. La
durée de vie moyenne des rayures est de 15 575 cycles et de 12 256 cycles pour les chocs, ce
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qui confirme qu’une fois les contraintes résiduelles relaxées les deux types d’anomalies sont
globalement équivalentes. Le traitement thermique, et par conséquent les contraintes

résiduelles initiales, ont donc une influence importante sur la durée de vie des anomalies de
surface.

400°C/700 MP: 5
100000 - T 00°C/700 a/0,0
Non amocage au
) 80000 sens du potentiel
= Diminution
5 _
': 60000 d'un facteur 7
2 40000 -
=i
a
20000 A
0 T T 1
Choc 150um Choc 150um Rayure 150pm Rayure 150pm
avec CR sans CR avec CR sans CR
Figure B-59 — Durées de vie des rayures et des chocs avec et sans contraintes résiduelles :
400°C /700 MPa / 0,05

B.2.4.2.2. Amorgage

Le traitement thermique appliqué ne semble pas réellement modifier le comportement
a I’amorcage. La phase d’amorcgage reste relativement courte environ 2% de la durée de vie
totale pour les chocs avec contraintes résiduelles, et 20% pour les anomalies sans contraintes
résiduelles. Une diminution de la durée de vie a I’amorcage, d’un facteur 1,6, est néanmoins
observée pour les anomalies de type choc. Toutefois, le nombre d’essais n’est pas significatif
pour pouvoir établir une réelle tendance. Pour la configuration sans contraintes résiduelles, les
durées de vie a I’amorcage sont assez similaires quel que soit le type d’anomalie introduit.
Elles sont en moyenne de 2 466 cycles pour les chocs et 3 880 cycles pour les rayures. Nous
pouvons, par conséquent, supposer que la géométrie des anomalies de surface contrdle la
durée de vie a ’amorcage. Cependant, en présence de contraintes résiduelles, ces dernieres
sont telles que la propagation de fissures est ralentie voire bloquée (pour les rayures). Il en
résulte alors une détection, plus ou moins rapide, de 1’amorcage au sens du potentiel,
c’est-a-dire de la création d’une fissure de 50 um a partir du fond de I’anomalie.

400°C/700 MPa/0,05
10000 - E o ’
g Diminution Non amorcage au
8000 - S , .
E 2 —~  d'un facteur 1,6 - sens du potentiel
&
g g 0000 segg 3 g
3 E A 20 X3 -
= = 4000 - 2 3 E § = “| g g
=% ] v <t || —
Cle il NEEE
aifsi=
O T T T T 1
Choc 150pm Choc 150pm Rayure 150pm Rayure 150pum
avec CR sans CR avec CR sans CR

Figure B-60 — Durées de vie a ’amorcage des rayures et des chocs avec et sans contraintes
résiduelles : 400°C /700 MPa / 0,05
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Pour les anomalies introduites avant le traitement thermique, donc sans contraintes
résiduelles, 1’observation des sites d’amorcage ne montre pas de zone d’arrachement, comme
en témoigne la Figure B-61. L’amorcage et les premiers stades de la propagation se
produisent donc dans une microstructure saine. A I'inverse, pour les anomalies de type choc
avec contraintes résiduelles, une zone d’arrachement due a I’écrouissage important situé sous
ces anomalies a été observée. L utilisation du traitement thermique nous a également permis
d’expliquer I’évolution de la morphologie du front de fissure observée pour les rayures. En
effet, lors de la campagne expérimentale précédente, nous avions constaté un amorcage et une
propagation de fissure au fond de la rayure, comme le montre la Figure B-62-a. Nous avions
expliqué cela par la présence de contraintes résiduelles de traction, induites par
I’augmentation de la vitesse de déplacement de I’outil en s’approchant du milieu de la rayure,
lors de sa fabrication. Cette morphologie du front de fissure avait également été mise en
évidence a I’aide des mesures de potentiel 3 points, comme I’illustre la Figure B-62-b. Apres
traitement thermique, et donc pour des rayures sans contraintes résiduelles, nous pouvons
observer une évolution de la morphologie du front de fissure tout a fait normal, de forme
semi-elliptique. La différence de potentiel relevée a mi-durée de vie semble également
confirmer cette impression. L’utilisation des traitements thermiques montre donc qu’il est
nécessaire d’usiner les rayures sur une machine-outil a commande numérique afin de pouvoir
controler la vitesse de 1’outil et obtenir des évolutions de la morphologie du front de fissure
plus standards (de forme semi-elliptique), méme en présence de contraintes résiduelles.
Toutes nos conclusions sur la morphologie et sur les vitesses de propagation étant basées sur
cette derniere, il est par conséquent important d’avoir une grande précision.

Le procédé de fabrication a donc une influence importante sur le comportement a
I’amorcage des anomalies de surface. Il existe d’ailleurs une certaine compétition entre la
géométrie et le mode de fabrication. Ainsi, la morphologie des anomalies contrdle la
concentration de contraintes au fond de celles-ci, qui elle-méme pilote 1’amorcage. Les
géométries des rayures et des chocs étant identiques, il est donc probable que 1’amorcage,
d’un point de vue mécanique, se produise au méme instant. Toutefois, le procédé
d’introduction crée des contraintes résiduelles et modifie la microstructure au voisinage de
I’anomalie. Ces contraintes ralentissent voire bloquent la propagation de petites fissures a
partir des anomalies de surface ; occasionnant alors un amorc¢age, au sens du potentiel, plus
long.
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Figure B-62 — Amorcage d’une fissure a partir d’une rayure (a) avec et (c) sans contraintes
résiduelles et (b,d) comparaison avec les mesures de potentiel 3 points relevées a mi-durée de vie
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B.2.4.2.3. Propagation

Le traitement thermique employé montre l'influence du champ de contraintes
résiduelles, autour des anomalies, sur les durées de vie et la phase d’amorcage. Il en est de
méme pour la partie propagation. La Figure B-63 présente une comparaison des vitesses de
propagation pour des anomalies de type choc, avec et sans contraintes résiduelles. Nous
pouvons constater que le choc introduit apres traitement thermique, donc avec contraintes
résiduelles, présente un ralentissement de la propagation de la fissure comme observé
précédemment. En revanche, pour les chocs introduits avant traitement thermique, donc sans
contraintes résiduelles, aucun ralentissement n’a €té mis en évidence. En outre, les vitesses de
propagation semblent assez similaires a la loi de propagation des fissures longues du René 65.
Premiérement, ceci montre que le traitement thermique ne semble pas trop modifier le
comportement en fissuration de I’alliage dans les conditions de chargement testées (fatigue).
De plus, cela nous permet d’affirmer que ce sont bien les contraintes résiduelles qui
ralentissent les premiers stades de la propagation de la fissure. Ces contraintes, générées par le
mode de fabrication, contrdlent la durée de vie des anomalies de surface, et constitue donc un
des parametres a prendre en compte dans la modélisation de la propagation de fissure a partir
de ces dernieres.

La relaxation des contraintes résiduelles a également permis de montrer que les
rayures et les chocs se comportaient de facon identique en fissuration. En effet, comme
I’illustre la Figure B-64, les vitesses de propagation de fissures amorcées a partir de rayures
et de chocs sont similaires. Quel que soit le mode d’introduction, si les anomalies de surface
ont la méme géométrie mais que le champ de contraintes résiduelles est relaxé, le
comportement en fissuration sera identique. Ceci est un argument supplémentaire, selon
lequel la géométrie contrdlerait la phase d’amorcage mais que le champ de contraintes
résiduelles contrdlerait plutot la partie propagation.

1E-05 1 Loi de référence René 65
R6 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05 - avec CR
Q1 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
0 Q4 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
1E-06 A o
@
)
S
3)
E 1E-07 A
5 g
= e
N L
1E-08 A
1E-09 )
10 100
AK (MPavm)

Figure B-63 - Vitesse de propagation en fonction de I’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes pour des anomalies de type choc avec et sans contraintes résiduelles
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1E-05 -
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T 1E-08 -
=
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i Loi de référence René 65
1E-09 - A Q3 - Rayure 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
A Q8- Rayure 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
Q1 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
0 Q4 - Choc 150um - 400°C/700MPa/0.05 - sans CR
1E-10 3
10 100

AK (MPaVm)

Figure B-64 — Comparaison des vitesses de propagation pour les anomalies de type choc
et rayure sans contraintes résiduelles

Conclusions intermédiaires :

Afin de mettre en évidence et d’évaluer les effets des contraintes résiduelles sur les
différents stades de la propagation, des essais de fissuration sur le matériau traité
thermiquement ont été réalisés ; ce traitement thermique permettant de relaxer les contraintes
résiduelles. Une seule condition de sollicitation a été évaluée ; il s’agit d’essais conduits a
400°C et pour une contrainte maximale de 700 MPa, pour les anomalies de type rayure et de

type choc.

Le traitement thermique a permis de montrer que les contraintes résiduelles ont une
influence importante sur la durée de vie. Pour les chocs, la durée de vie moyenne avec
contraintes résiduelles est 7 fois plus grande que celle sans contraintes résiduelles. Les
rayures avec contraintes résiduelles n’ont pas présenté d’amorcage au sens du potentiel,
apres 170 000 cycles. Néanmoins, nous avons constaté la présence d’une fissure d’environ 15
um de profondeur, sur chacune des deux rayures. Les contraintes résiduelles sous ces
anomalies sont telles que I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes passe en deca du
seuil de propagation occasionnant ainsi I’arrét de la propagation. Pour la configuration sans
contraintes résiduelles, les durées de vie des rayures et des chocs sont comparables, ce qui
montre qu’une fois les contraintes résiduelles relaxées les deux types d’anomalies sont

équivalentes.

Aucun ralentissement de la propagation n’a été observé pour les anomalies sans
contraintes résiduelles. En outre, les vitesses de propagation de fissures naturelles
s’amorcant a partir de rayures et de chocs sont similaires et comparables a la loi de
propagation des fissures longues de [’alliage. Nous pouvons ainsi affirmer que ce sont bien
les contraintes résiduelles qui ralentissent les premiers stades de la propagation de la fissure.
Ce champ mécanique initial hétérogene constitue donc un des parametres a prendre en
compte dans la modélisation de la propagation de fissure a partir de ces derniéeres.
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B.2.5 Synthese générale de I’analyse des résultats expérimentaux

L’effet du mode d’introduction des anomalies de surface a pu €tre caractérisé par
I’utilisation d’un traitement thermique de relaxation. Celui-ci a permis de démontrer
I’influence des contraintes résiduelles sur les différentes phases de la propagation. Tout ceci
nous permet donc de construire des scenarii de propagation, présentés en Figure B-65,
Figure B-66 et Figure B-67 pour les différents types d’anomalies de surface et pour chaque
condition de sollicitation. Ces figures sont commentées et les points majeurs de 1’analyse des
résultats expérimentaux sont résumés ci-apres. Cette analyse souligne notamment
I’importance de prendre en compte la géométrie et le champ de contraintes résiduelles afin de
modéliser la propagation de fissures a partir d’anomalies de surface.

e Anomalies de surface de type choc :

- Nous avons pu mettre en évidence une phase d’amorcage courte comparée a la
durée de vie totale, inférieure a 10%, quelles que soient les conditions de
sollicitation. Nous avons également constaté que la fissure s’amorce sur toute la
longueur de 1’anomalie. Toutefois, nous avons constaté, sur les facies de rupture
d’éprouvettes testées a 400°C, une zone d’arrachement probablement due a
I’écrouissage du matériau apres la fabrication de 1’anomalie. Cette zone
d’arrachement n’est pas visible a plus haute température.

- La propagation des fissures a partir des anomalies de type choc, et dans un champ
de contraintes résiduelles, est fortement ralentie dans les premiers stades. La
vitesse de propagation diminue jusqu’a une profondeur située entre 600 um et
700 um. La fraction de la durée de vie consommée pour atteindre cette
profondeur, est d’environ 75%. Une fois cette zone affectée dépassée, la vitesse de

propagation augmente rapidement et tend a rejoindre la vitesse de propagation des
fissures longues du matériau.

- En I’absence de contraintes résiduelles, aucun ralentissement n’a €té constaté. En
outre, la vitesse de propagation des fissures naturelles s’amorcant a partir des
anomalies de type choc est identique a la loi de propagation des fissures longues
du matériau.

e Anomalies de surface de type rayure :

- Nous avons également constaté une phase d’amorcage courte, inférieure a 10%, a
I’exception notable des rayures testées a 400°C et pour une contrainte maximale
de 700 MPa. En effet, pour cette condition d’essai, la majorité des rayures n’ont
pas présenté d’amorcage au sens du potentiel. Toutefois, apres observations, elles
présentent toutes une fissure d’une profondeur comprise entre 5 um et 30 pum.
C’est le champ de contraintes résiduelles, induit par la fabrication de la rayure, qui
ralentit voire bloque la propagation de la fissure. A I'inverse des chocs, nous
avons constaté qu’une fissure a plutot tendance a s’amorcer au fond de la rayure,
et non sur toute sa longueur. Nous avons expliqué cela par la variation de la
vitesse de déplacement de 1’outil, lors de la création de la rayure. Cela montre
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qu’il est nécessaire de bien contréler cette vitesse, et qu’elle constitue un
parametre d’usinage important au méme titre que la profondeur.

- En présence de contraintes résiduelles, la vitesse de propagation est fortement
diminuée au début de la propagation. Puis, celle-ci augmente progressivement
jusqu’a rejoindre la vitesse de propagation des fissures longues de 1’alliage, a une
profondeur de 800 um. A ce stade, la fraction de durée de vie consommée est
alors d’environ 71%.

- Apres relaxation des contraintes résiduelles, la vitesse de propagation ne présente
aucun ralentissement et est identique a celle des fissures longues du René 65.

¢ Anomalies de surface a géométrie réguliere :
- Pour les anomalies a géométrie réguliere, la phase d’amorcage n’est pas
négligeable. Elle se situe entre 13% et 25% pour les anomalies semi-elliptiques et
est supérieure a 40% pour les anomalies semi-circulaires, suivant les conditions de

sollicitation. Les anomalies semi-circulaires semblent également peu nocives
comparées aux anomalies dites de maintenance. Notamment, a 700°C et pour une
contrainte maximale de 700 MPa, ou une des éprouvettes testée n’a pas présenté
d’amorcage au sens du potentiel, tandis que pour d’autres, une fissure s’est
amorcée sous un point de soudure. L’adoucissement cyclique constaté a cette
température semble Etre responsable de ces résultats.

- Les propagation des fissures s’amorcant au fond de ces anomalies ne présentent
aucun ralentissement. De plus, leur vitesse de propagation est identique a la loi de
propagation des fissures longues de I’alliage. Sachant que I’introduction de ces
anomalies ne génere pas de contraintes résiduelles, ceci est un argument
supplémentaire démontrant que les contraintes résiduelles sont responsables du
ralentissement de la vitesse de propagation des fissures s’amorcant a partir des
rayures et des chocs.

¢ Influence de la contrainte maximale :

- La phase de propagation differe en fonction du niveau de sollicitation appliqué.
Ainsi, nous avons relevé la présence de marquages ductile/fragile et 1’apparition
de Ievres de cisaillement a forte contrainte appliquée, en toute fin de propagation
(10% de la durée de vie totale restante). Ces résultats sont expliqués par le fait que
la fissure se retrouve dans une zone d’instabilité en raison d’un rapport K,,,/K;c
élevé.

-152-



(a)

Levre de Amorcage au fond de la rayure

cisaillement

—— ——

vy N

Marquages
ductile/frggile _
Fissure non propageante ~90% 2 15 324 cycles 57% N N, =4 953 cycles
entre 5 um et 30 pm N =2 | ! N, =510 cycles
»‘f‘ =2 836 cycles a
400°C /700 MPa 400°C /1 000 MPa 700°C /700 MPa

(b)

Amorcage sur toute la longueur du choc

Levre de
cisaillement

m W Marquaggs m W
N, = 69 266 cycles J ductile/fragile J
>90% =12 113 cycles N, = 6 985 cycles
N, =2 365 cycles » Zone — 558 cycles
[V d’arrachement - N, =525 cycles
ssoon, L] |
400°C /700 MPa 400°C /1 000 MPa 700°C /700 MPa

ies de

d’anomal

tir

a par

N

talement (a)

és expérimen

2

Figure B-65 — Scenarii de propagation observ

surface de type rayure et (b) de type choc

-153-



(wpedIN) STV
001 01
T - 604l
80-d1
E
=
Zz
LEbE D00 § TULRIORLE P OUOZ -
s}
<
B wrl 0o¢ e .nbsnl g00pge onbrueogw dwey)y -
0041 wt (g g nbsnl sojermonnsoronu suorjewio}dq -
SO'0/EdINO0L/D:00F - WHOST 200D - Td_© 90> np andnguoj [ 3)no} ans Igediowy
S0'0/dINO0L/Do00 - WHOST 904D - 3y O
9 QUAY IDULIRJI P 10—
SO-d1
SO[[ONPISI SAIUIRIIUOD SAP YT - Q)

d bsn[ ded
wm g/ 9~ g nbsn[ anuajea uonesedoadordip ST B R, MbSA2 IRUL HOpsEdold

INON

(wpredIN) IV
001 0t
- or-dl
1 1 LY
o ¢ 6041
(| |
1 1 1 e
P 801 £
1 I Z
1 } =
[ W
1 o Lodl F
: = wr o¢ e .nbsnf 9100e onbrueogw dwey)y -
_ — 90-81 wrl G| g nbsn[ so[einjonsosdrw sUONBUWLIONR( -
S0°0/BdINOOL/Do00 - WNQST SIMARY - 9O o
50 QUOY FIUDII AP 10T —— aInAea B[ 9p puoj ne Igediowry
So-dl
SO[[ONPISQI SAIUIRIIUOD SAP 1P - ()
unl /6. g nbsnl snusper uonesedordordrpy wuw ¢‘7 ~ g nbsnl anguoj aanssyy uonegedoig

Chapitre B : propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

de surface
-154-

1€

(a) d’une anomal

igue

de type rayure et (b) de type choc

du comportement en fat

ese

Figure B-66 — Synth



/)

1E-05 -
1E-06
o)
g 1E-07
E
Z
= 1E-08
3 g
<&
o> Loi de référence René 65
1E-09 ¢ 8H - Semi-circulaire - 400°C/700MPa/0.05
< 8] - Semi-circulaire - 400°C/1000MPa/0.05
o © 07 - Semi-elliptique - 400°C/700MPa/0.05
1E-10 O 06 - Semi-elliptique - 400°C/1000MPa/0.05
10 100

AK (MPaVm)

Figure B-67 — Synthése du comportement en fatigue (a) d’une anomalie de surface
de type semi-elliptique et (b) de type semi-circulaire

Résumé :

Afin d’étudier ’influence des anomalies de surface sur la durée de vie, des essais de
fissuration ont été effectués sur des éprouvettes a section rectangulaire. Dans le but d’avoir
une information sur la longueur de fissure a un instant ‘t’, la technique du suivi électrique a
été utilisée. Des améliorations de cette technique ont été apportées suite aux travaux de these
de Doremus, 2014 afin de détecter I’amorcage avec une plus grande précision (diminution de
la distance entre les fils de mesure) et dans le but d’avoir une information sur la forme du
front de fissure au cours de l’essai (méthode 3 points). Les premiers résultats sont concluants
et cette technique devrait étre intéressante dans le cas d’amorcage et de propagation

complexes.

Les résultats expérimentaux montrent un amorcage rapide, entre 3% et 20% de la
durée de vie totale, quelques soient les conditions de sollicitation évaluées ainsi que pour les
deux types d’anomalies de surface (rayure et choc). Toutefois, la majorité des rayures testée a
400°C et pour une contrainte maximale appliquée de 700 MPa n’a pas présenté d’amorgage
au sens du potentiel. Néanmoins, apres observations des coupes transversales, nous avons
mis en évidence la présence de fissures d’environ 15 um au fond de ces rayures. La présence
d’importantes contraintes résiduelles de compression sous ces anomalies sont responsables
de l'arrét de leur propagation. Nous avons également constaté, par le biais de mesures
électriques (méthode 3 points) et de marquages thermiques, une évolution particuliére de la
forme du front de fissure s’amorcant au fond des rayures. Ainsi, nous avons observé que la
propagation était plus rapide a ceeur qu’en surface. Nous avons expliqué cela par la variation
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de la vitesse d’usinage lors de leur fabrication engendrant une hétérogénéité du champ de
contraintes résiduelles sous I’anomalie. La vitesse d’usinage est donc un parametre pouvant
modifier le comportement en propagation de ces anomalies. Concernant les courbes de
fissuration, ces dernieres montrent un ralentissement de la vitesse de propagation sur une
centaine de microns sous les anomalies de type choc et rayure. Une fois la zone affectée
dépassée, la vitesse augmente et rejoint la vitesse standard des fissures longues du René 65.

Grace a lutilisation de traitements thermiques de relaxation, le ralentissement
observé a été attribué a la présence de contraintes résiduelles sous les anomalies. De plus, la
forme particuliere des fronts de fissure s’amorcant au fond des rayures n’a pas été constatée
apres relaxation (rayures sans contraintes résiduelles), ce qui montre que les contraintes
résiduelles sont donc responsables de ce comportement. En outre, les vitesses de propagation
des fissures s’amorcant au fond des chocs et des rayures traités thermiquement sont
comparables aux vitesses de propagation des fissures longues de [’alliage. Toutefois, les
anomalies de type rayure et choc ayant les mémes profils géométriques et donc le méme
champ mécanique, il n’est pas aisé d’évaluer son impact sur la propagation des fissures. Le
champ mécanique non homogeéne sous les anomalies de surface est par conséquent un des
parametres a prendre en compte dans la modélisation de la propagation de fissures a partir
de ces dernieres.
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Modélisation de la propagation de fissures
a partir d’anomalies de surface

C.1. Stratégie de modélisation mise en place

Un modele prédictif de durée de vie des anomalies de surface a été proposé dans le
cadre de cette étude. La campagne expérimentale, ainsi que les différents travaux antérieurs,
ont permis de définir les parametres a prendre en compte dans la modélisation de la
propagation d’une fissure dans le champ mécanique créé par 1’anomalie (contraintes
résiduelles et effet d’entaille). Ainsi, le comportement des rayures et des chocs en propagation
résulte de la balance d’effets multiples. Nous avons vu que I’amorgage de fissures a partir de
ces anomalies est rapide, et ce, quelles que soient les conditions de sollicitation. Cet amorgage
rapide est lié a la concentration de contraintes induite par la géométrie de I’anomalie de
surface, mais également a I’écrouissage du matériau résultant de sa fabrication. Les essais de
fissuration réalisés ont également permis de mettre en évidence la présence d’un
ralentissement de la propagation dans les premiers stades. L’utilisation d’un traitement
thermique de relaxation a démontré que c’est bien la présence de contraintes résiduelles
générées par la fabrication de I’anomalie qui est responsable de ce ralentissement. Elles sont
également responsables d’une modification de 1’évolution du front de fissure pour les
anomalies de type rayure (propagation plus prononcée au fond de celles-ci). Les conditions de
sollicitation ne sont pas non plus a négliger. En effet, nous avons observé, pour les anomalies
de type rayure, ’arrét de la propagation d’une fissure a faible contrainte imposée. Cette
contrainte (700 MPa) ne permet pas a la fissure de sortir du champ de contraintes résiduelles
créé par I’anomalie. La géométrie, les contraintes résiduelles ainsi que les conditions de
sollicitation constituent donc les parametres controlant la durée de vie en fatigue des
anomalies de surface de type maintenance.

Différents modeles de propagation de fissures existent dans la littérature. Cependant,
peu d’entre eux tiennent compte des contraintes résiduelles observées sous une anomalie. De
maniere générale, ces dernieres sont prises en compte en les considérant comme un
chargement additionnel. Lorsqu’une piece est soumise a un champ de contraintes résiduelles,
celui-ci se superpose au champ de contraintes de service déchargeant ou surchargeant
localement celle-ci. Le facteur d’intensité des contraintes total est alors défini comme la
superposition du facteur d’intensité des contraintes di au chargement et a celui dii aux
contraintes résiduelles. La théorie de superposition est souvent utilisée mais elle ne considere,
en général, que I’état initial du champ de contraintes résiduelles, sans prise en compte des
effets de relaxation thermique et/ou mécanique. Afin de pallier ces défauts, une chaine de
calcul complete a été mise en place, de I’introduction de 1’anomalie jusqu’a la prédiction de la
durée de vie, en passant par I’évaluation de la relaxation thermomécanique. Cette chaine de
calcul est présentée en Figure C-1 et sera décrite dans 1I’ensemble de ce chapitre.

La stratégie de modélisation est divisée en plusieurs étapes: I’introduction de
I’anomalie de surface et I’évaluation de la relaxation thermomécanique réalisées dans le code
éléments finis Abaqus, I'interpolation du champ relaxé et enfin I’application de ce dernier
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dans un modele numérique de propagation de fissure dans un champ 2D, développé dans le
code Python. Toutefois, les anomalies de type rayure, de complexité plus grande car
nécessitant des connaissances dans le domaine de la simulation numérique d’usinage par
enlevement de matiere, ne seront pas abordées dans le cadre de cette étude. Ainsi, seule la
propagation d’une fissure s’amorc¢ant au fond d’une anomalie de type choc sera modélisée,
méme si la méthode proposée peut aisément €tre étendue au cas des rayures sous réserve de la
connaissance du champ de contraintes résiduelles initial.

Champ de contraintes Relaxation thermomécanique
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Figure C-1 — Chaine de calcul proposée pour les anomalies de type choc

C.2. Simulation numérique de I’introduction d’une anomalie de type choc
C.2.1 Définition du probleme

Avant d’évoquer la modélisation de I’introduction d’une anomalie de type choc en tant
que telle, revenons sur la méthode d’introduction expérimentale. Les anomalies de surface de
type choc ont été retenues afin de représenter I’impact que pourrait créer un outil, chutant sur
une piece lors d’opérations de maintenance. Les vitesses d’impact mises en jeu sont
relativement faibles et peuvent étre estimées a moins de 5 m/s. Ce ne sont donc pas des chocs
dynamiques, comme peuvent I’étre les Foreign Object Damage (FOD), pour lesquels la
vitesse d’impact est généralement supérieure a 200 m/s. Par conséquent, il parait raisonnable
de simuler ces impacts par une modélisation 3D quasi-statique en élasto-plasticité (non
linéarité géométrique), présentée en Figure C-2. Boyce et al., 2001 ont d’ailleurs montré, en
comparaison a des mesures expérimentales par diffraction des rayons X, qu’une simulation
quasi-statique donnait de bons résultats pour des vitesses d’impact allant jusqu’a 200 m/s. Au-
dela, une prise en compte de la vélocité de 1I’impact est requise. Une modélisation quasi-

-163-



Chapitre C : modélisation de la propagation de fissures a partir d’anomalies de surface

statique devrait donc étre suffisante afin d’obtenir des estimations satisfaisantes du champ de
contraintes résiduelles initial.

La partie utile de I’éprouvette est modélisée comme un matériau déformable suivant
une loi d’écrouissage cinématique non linéaire, identifiée a partir d’essais de traction
monotone a température ambiante. L’outil impactant 1’éprouvette est quant a lui modélisé
comme un solide rigide indéformable.

Afin de prendre en compte le comportement de contact entre I’impacteur et
I’éprouvette, un contact «dur » dans la direction normale au plan xz ainsi qu’un contact
tangentiel sont introduits. Ce dernier est modélisé par I’application d’un coefficient de
frottement de 0,1. Cette valeur rend compte d’une force de frottement peu élevée et est
généralement utilisée dans la littérature (Boyce et al., 2003). En I’absence de données plus
précises concernant ce parametre, nous prendrons cette valeur comme référence. Néanmoins,
une analyse a été réalisée afin de caractériser I’influence de ce dernier dont les résultats seront
présentés plus loin dans ce chapitre.

En ce qui concerne les conditions aux limites, les symétries géométriques sont
utilisées dans le but de réduire les temps de calcul et les déplacements selon la direction y sont
bloqués, sur la surface inférieure de I’éprouvette. Ainsi, nous ne modélisons qu’un quart du
probleme. L’introduction du choc est modélisée par le déplacement de 1’outil a la profondeur
de I’anomalie que nous voulons évaluer ; dans le cas présent nous simulerons 1’introduction
d’un choc de 150 pm de profondeur. Enfin, 1’outil est dégagé et n’est par conséquent plus en
contact avec 1’éprouvette.

Z, symétrie

Figure C-2 — Modé¢le 3D d’introduction d’un choc a profil en V
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C.22 Validité du modele numérique
C.2.2.1. Etude de la convergence au sens du maillage

La précision des résultats obtenus est donnée par la qualité du maillage en premier
lieu. Afin d’optimiser ce dernier, une étude de convergence a été entreprise. La partie utile de
I’éprouvette a ét€ maillée a I'aide d’éléments linéaires a intégration réduite, C3D8R,
recommandés pour la simulation de phénomenes de contact. L’outil a quant a lui été maillé a
I’aide d’éléments linéaires R3D3. Le maillage le plus fin de référence présente une taille de
maille de 25 um sous 1’outil impactant, et est présentée en Figure C-3-a. Le probleme de
contact étant complexe a modéliser et étant donné 1’acuité de I’outil (rayon de 20 pm en
pointe), il est difficile de réduire la taille de maille. En effet, la Figure C-3-b présente le
résultat d’une simulation numérique a 1’aide d’un maillage de 12,5 pm. Nous pouvons
observer une dégénérescence de ce dernier a I'état déformé, ce qui se traduit par une

discontinuité de la solution aux nceuds.

Figure C-3 — (a) Maillage optimisé a une taille de maille de 25 um et (b) dégénérescence du
maillage observée pour une taille de 12,5 um

La Figure C-4-a présente I’évolution de la contrainte o33 en fonction de la coordonnée
y pour différents maillages étudiés. Cette contrainte est la plus pertinente pour notre stratégie
de modélisation, puisque c’est celle qui viendra s’ajouter a la contrainte de chargement.
Toutefois, le champ mécanique résultant étant triaxial, il est nécessaire d’évaluer la
convergence selon les trois axes principaux. Seules les évolutions de la contrainte suivant
I’axe z et la contrainte équivalente de von Mises sont représentées dans le cceur de ce
manuscrit. Les autres composantes du tenseur des contraintes sont données en Annexe C. Ces
évolutions sont tracées aux nceuds suivant le chemin en rouge, présenté en Figure C-3. Nous
ajoutons également sur les différentes figures une droite verticale en pointillés correspondant
a une fissure de 50 um, fissure qui constitue le seuil de détection de notre technique
expérimentale de suivi de potentiel.
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Dans le but d’évaluer la qualité du maillage utilisé, nous proposons le critere suivant :

o :
%) =|—2——"1.100 < 10% 1
e(%) m 0 (1)

L’erreur entre la contrainte obtenue avec le maillage dit « grossier », o,,, et celle fournie par
le maillage dit « fin », g, est normalisée par la valeur maximale de la composante obtenue a
I’aide du maillage fin, dans le but de ne pas maximiser I’erreur lorsque les valeurs des
contraintes s’approchent de zéro. Ainsi, nous estimons que le maillage a convergé lorsque
cette erreur reste inférieure a 10%.

Nous pouvons constater en Figure C-4-a que les évolutions des contraintes pour les
maillages de 25 um et 50 um sont relativement proches. L’erreur commise sur la contrainte
suivant 1’axe z reste inférieure a 10%, exceptée sur un point proche du seuil de 50 ym
(Figure C-4-b). Le méme constat peut étre établi pour la contrainte équivalente de von
Mises ; I’erreur reste globalement inférieure a 10% (Figure C-5). Méme s’il est impossible de
pouvoir mailler plus finement afin d’étudier au mieux la convergence au sens du maillage,
nous pouvons estimer que celle-ci est atteinte pour une taille de maille de 25 pum. En effet,
I’erreur par rapport au maillage de 50 um est relativement faible et inférieure a 10%. La suite
des calculs sera donc effectuée avec le maillage de 25 um.
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Figure C-4 — (a) Evolution de la contrainte o3; suivant la direction y et (b) erreur commise par
rapport au maillage de référence de 25 pm
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Figure C-5 — (a) Evolution de la contrainte de von Mises suivant la direction y et (b) erreur
commise par rapport au maillage de référence de 25 pm

C.2.2.2. Validité de la solution affichée aux nceuds

Nous venons d’étudier la convergence au sens du maillage en comparant les valeurs
des contraintes affichées aux nceuds. Toutefois, la solution exacte est quant a elle calculée aux
différents points d’intégration des éléments finis. Il est donc nécessaire de quantifier I’erreur
que nous commettons par rapport aux solutions calculées en ces points.

Les éléments finis constituant le maillage étant linéaires, ceux-ci ne possedent qu’un
seul point d’intégration. Afin de quantifier I’erreur commise, nous proposons de calculer une
simple différence entre la solution affichée aux nceuds et la solution calculée aux points
d’intégration. Comme pour I’étude de convergence, nous regardons I’évolution de cette erreur
pour la contrainte selon 1’axe z, 033, ainsi que pour la contrainte équivalente de von Mises.

La Figure C-6 et la Figure C-7 présentent les évolutions de ces contraintes calculées
aux points d’intégration et celles affichées aux nceuds. Nous pouvons voir que 1’erreur
commise est faible pour les premiers noeuds du maillage. Cependant, nous constatons que
I’erreur tend a augmenter jusqu’a atteindre son maximum a environ 0,5 mm, soit au maximum
de traction. Puis, I’erreur diminue a nouveau, en valeur absolue, jusqu’a tendre vers zéro. Ceci
est dii a la facon dont 1’éprouvette a été maillée. En effet, comme le montre la Figure C-8, le
maillage est régulier dans le premier volume de 0,25 mm d’épaisseur. Une fois ce volume
dépassé, le maillage devient progressif, passant d’une taille de 0,025 mm a 0,5 mm en
atteignant la surface inférieure de 1’éprouvette. Or, les contraintes calculées dans les premiers
éléments du second volume ne sont pas négligeables et les gradients, au sein d’'un méme
élément, importants. Par conséquent, 1I’erreur commise augmente. Une fois le maximum de
traction atteint, les contraintes mises en jeu tendent vers zéro et les gradients au sein d’un
méme élément sont moins prononcés. C’est pourquoi, l’erreur par rapport au point
d’intégration diminue. Pour pallier cela, nous aurions pu réaliser un maillage moins progressif
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afin de garder un nombre d’éléments nécessaires pour bien discrétiser 1’éprouvette. Toutefois,

I’erreur reste assez peu importante pour qu’elle n’influe sur les études a venir.
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Figure C-6 — (a) Evolution de la contrainte o3; suivant la direction y et (b) erreur commise par
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maillage régulier 0,025 mm

/

s
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direction y de 0,025 mm a 0,5 mm

Figure C-8 — Vue 3D du modéle et présentation du maillage optimisée a une taille de 25 pm

C.2.2.3. Etude paramétrique : coefficient de frottement

Une analyse paramétrique de I’influence de la valeur du coefficient de frottement a été
réalisée. En effet, faute de valeurs précises, nous avons pris une valeur de référence
couramment utilisée dans la littérature pour simuler I’impact de chocs dynamiques. Comme
nous 1’avons évoqué dans la description du modele, cette valeur de 0,1 représente une force de
frottement faible entre I’impacteur et 1’éprouvette. Cette étude consiste donc a évaluer
I’influence d’une force de frottement plus élevée sur la réponse en contrainte du matériau.
Pour cela, nous avons varié le coefficient de frottement entre 0,1 et 0,9, valeur correspondant

a un frottement trés important entre les deux picces. La Figure C-9 et la Figure C-10
présentent les résultats de ces simulations numériques.

Nous pouvons observer que pour un coefficient de frottement supérieur ou égal a 0,5,
les évolutions de la contrainte o33 et de la contrainte équivalente de von Mises ne varient plus.
Ceci est probablement di a une saturation de I’effort de frottement. Ainsi, comme le montre la
Figure C-11, au-dela d’un coefficient de frottement de 0,5, le glissement tangentiel de la
surface de 1’éprouvette atteint son maximum tres rapidement puis sature. De plus, les valeurs
de glissement calculées sont relativement proches quelle que soit la valeur de u. Par
conséquent, la solution obtenue n’est pas dépendante du coefficient de frottement introduit.
Pour un coefficient de frottement égal a 0,1, nous constatons que le glissement continue de
diminuer et ne sature pas lors de la charge. Il est néanmoins difficile de dire quelle solution
est la meilleure et quelle est la solution décrivant au mieux la physique du probleme. En
premiere approximation, et en attente de données plus fiables, nous avons poursuivi les
simulations en conservant un coefficient de frottement égal a 0,1.
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C.2.3 Champ de contraintes résiduelles

Le champ de contraintes résiduelles obtenu par la modélisation éléments finis est
visualisé dans le plan de propagation en Figure C-12. La Figure C-13 présente les profils des
contraintes résiduelles calculés a partir du milieu du fond de 1’anomalie de surface introduite.
Les résultats sont similaires a ceux observés dans la littérature (Boyce et al., 2001,
Dué et al., 2007, Lin et al., 2014). Une premiere zone, se situant directement sous le choc,
comporte d’importantes contraintes résiduelles de compression. Elle s’étend jusqu’a environ
500 pm a partir du fond de I’anomalie. Le maximum de compression se situe a environ 60 um
de profondeur, atteignant environ -1660 MPa dans la direction z. Cette zone est entourée de
contraintes résiduelles de traction atteignant leur maximum a environ 700 pm de profondeur.
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Ces contraintes résiduelles de traction diminuent puis tendent vers zéro avec 1’augmentation
de la profondeur. De plus, nous pouvons constater que le champ de contraintes résiduelles
sous I’anomalie de type choc est fortement multiaxial. Il faut bien siir superposer a cela I’ effet
d’entaille et le chargement mais cette triaxialité peut affecter la propagation de la fissure.
Dans notre modélisation, nous supposerons que seule la contrainte d’ouverture 33 participe a
la propagation de la fissure. Toutefois, la prise en compte de la triaxialit¢ du champ
mécanique semble étre une perspective importante.

Les profils des contraintes résiduelles o33 dans la direction z, ont été tracés suivant des
chemins dans I’épaisseur de I’éprouvette depuis le milieu du choc et également a partir du
coin, comme l’illustre la Figure C-14. Nous pouvons constater que le champ de contraintes
résiduelles semble assez homogene au voisinage du choc. En effet, le maximum de
compression atteint est de -1660 MPa dans la direction y (courbe tracée en vert) et environ
-1400 MPa en coin (courbe tracée en jaune). L’amplitude des contraintes résiduelles de
traction est également du méme ordre de grandeur selon les deux directions, environ
450 MPa. Toutefois, nous pouvons constater que la profondeur affectée n’est pas la méme. En
effet, bien que le pic du maximum de compression se situe entre 50 um et 100 um pour les
deux directions, les contraintes résiduelles de compression sont présentes sur une profondeur
moins importante en coin : environ 250 um contre 500 um au milieu du choc. Les contraintes
résiduelles de traction existent jusqu’a une profondeur de 1,5 mm en coin et 2 mm au milieu
de I’éprouvette.

La modélisation mise en place nous permet de calculer la forme et le profil des
contraintes résiduelles, apres l’introduction et le dégagement de I'outil. L’analyse de la
convergence au sens du maillage et 1’étude paramétrique du coefficient de frottement
soulignent la robustesse de la modélisation numérique du choc proposée. Toutefois, sans
comparaison avec des données expérimentales, nous ne pouvons affirmer obtenir des résultats
quantitatifs fiables. Il faut donc garder a I’esprit que la chaine de modélisation proposée dans
cette étude n’a pour vocation que de retrouver et d’expliquer les résultats expérimentaux
observés. En ce sens, nous avons observé un champ plutdt homogene au voisinage du choc.
Nous verrons par la suite, dans le Chapitre D, si la nature de ce champ peut expliquer
I’évolution de la morphologie des fronts de fissure observée.

Rappel de la méthodologie appliquée :

Les parametres choisis pour cette modélisation sont résumés ci-apres :

- Modéle 3D quasi-statique en grande déformation

- Les symétries, selon l’axe x et z, sont prises en compte, ce qui permet de ne
modéliser qu’un quart du probléme. Les déplacements de la surface inférieure, dans
la direction y, sont bloqués.

- L’éprouvette est considérée comme un solide déformable suivant une loi
d’écrouissage cinématique non linéaire. Elle est maillée par des éléments linéaires
C3DS8R, d’une taille, la plus fine, de 25 um.

- L’outil est quant a lui considéré comme un solide indéformable. Il est maillé par des

-174-



éléments linéaires R3D3.

- Un coefficient de frottement de 0,1 est employé afin de modéliser le contact entre
I’éprouvette et [’ outil.

- La simulation est divisée en deux étapes : la pénétration de I’outil a une profondeur
de 150 um, puis le dégagement de I’outil.

s, S33

(Avg: 75%)
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Figure C-12 — Champ de contraintes résiduelles obtenu par éléments finis
sous un choc de 150 pm
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Figure C-13 — Profils selon y des contraintes résiduelles initiales selon les trois directions depuis
le milieu du choc et a partir du fond de I’anomalie
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Figure C-14 - Profils selon y des contraintes résiduelles initiales &;; depuis le milieu et le coin du
choc

C.3. Evaluation numérique de la relaxation des contraintes résiduelles
C.3.1 Relaxation mécanique des contraintes résiduelles initiales

Du fait des sollicitations mécaniques et de la température €élevée lors des essais de
fatigue, le champ de contraintes résiduelles initial peut se relaxer. Il est par conséquent
nécessaire d’évaluer ces effets. Cependant, nous ne disposons, dans notre modélisation, que
d’une loi d’écrouissage €lasto-plastique et non élasto-visco-plastique. Par conséquent, il nous
est impossible d’évaluer la relaxation due aux phénomenes thermiques purs, lors de la montée
en température. Ainsi, seule la relaxation des contraintes résiduelles due au chargement
mécanique, a une température donnée, a été évaluée.

Afin d’évaluer la relaxation du champ de contraintes résiduelles initial, un calcul
numérique par éléments finis a été réalisé en appliquant une sollicitation cyclique au modele.
Pour ce faire, la loi de comportement élasto-plastique cinématique non linéaire, identifiée
dans le cadre de cette these, a été employée. Celle-ci rend compte de la relaxation de la
contrainte moyenne et par conséquent des contraintes résiduelles. Une fois 1’outil dégagé, une
sollicitation mécanique est imposée sur la surface opposée a la surface de symétrie z, durant le
nombre de cycles a I’amorgcage moyen constaté expérimentalement, et ce pour les différentes
conditions de sollicitation (Figure C-15). En effet, la littérature nous indique que la relaxation
a lieu dans les tous premiers cycles de chargement (Boyce et al., 2003). Nous supposons donc
que la majeure partie de la relaxation se produit lors de la phase d’amorcage au sens du
potentiel, c’est-a-dire lors de la création d’une fissure de 50 um. Cette hypothese nous semble
cohérente avec les résultats expérimentaux observés. En effet, pour I’anomalie de type rayure,
a 400°C et pour une contrainte maximale de 700 MPa, nous avons observé I’arrét de fissures
de profondeur comprise entre 5 um et 30 um, apres 170 000 cycles. Nous pouvons donc
émettre 1’hypothése que le champ de contraintes résiduelles était encore suffisamment
conséquent pour bloquer I’avancée de la fissure. Les conditions de sollicitation évaluées
numériquement sont résumées dans le Tableau C-1.
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Figure C-15 — Modéle 3D d’évaluation de la relaxation mécanique apres introduction d’un choc

aprofilen V
p o Nombre de cycles
Température (°C) | 6,0 (MPa) | R i ’amorcage moyen
Condition 1 400 700 0,05 2 365
Condition 2 400 1 000 0,05 558
Condition 3 700 700 0,05 525

Tableau C-1 — Résumé des conditions de sollicitations évaluées numériquement

C32 Champ de contraintes résiduelles relaxé

La Figure C-16 présente les profils du champ de contraintes résiduelles initial et
relaxé pour les différentes conditions de sollicitations évaluées. Les profils relaxés ont été
tracés a partir d’une distance de 50 um (correspondant a la présence d’une fissure amorcée),
au milieu du fond de I’anomalie de type choc modélisée, et pour une contrainte appliquée
nulle. Ainsi, les profils obtenus peuvent étre comparés entre eux mais également a 1’état de

contraintes résiduelles initial, apres introduction du choc.
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Figure C-16 — Champ de contraintes résiduelles initial et relaxé apres I’application
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Nous pouvons constater pour les trois conditions de sollicitation un léger décalage de
la zone affectée. En effet, le pic de compression apres introduction du choc se situant aux
alentours de 60 um, se retrouve désormais entre 130 um et 230 um selon les différentes
conditions. Ceci est di a I’effet de concentration de contraintes lié a la géométrie de
I’anomalie de surface, comme le montre la Figure C-17. En effet, lorsque nous superposons
le profil de contrainte o3; calculé en élasticité linéaire au Chapitre A, nous pouvons observer
que le minimum de compression se situe dans une zone relativement chargée mécaniquement.
Ainsi, la contrainte locale est d’environ 1 100 MPa lorsque la contrainte appliquée est de
700 MPa et environ 1 600 MPa pour une contrainte appliquée de 1 000 MPa. La contrainte
appliquée localement étant plus importante, la relaxation des contraintes résiduelles est par
conséquent également plus importante. Cependant, 1’effet de concentration de contraintes
diminue avec l’augmentation de la profondeur, jusqu’a s’annuler pour une profondeur
supérieure a 300 um. La relaxation des contraintes résiduelles est donc moins importante et il
en résulte une impression visuelle de décalage du pic de compression. Les maxima de traction
se situant a des profondeurs plus importantes, aucun décalage des pics n’est constaté.

Nous pouvons également observer 'influence de chacune des conditions évaluées.
Ainsi, a forte contrainte imposée (1 000 MPa) et pour une température de 400°C, le champ de
contraintes résiduelles s’est quasiment totalement relaxé apres 558 cycles. A I’inverse, en
abaissant la contrainte maximale a 700 MPa, d’importantes contraintes résiduelles de
compression existent toujours. Elles sont néanmoins réduites de moitié par rapport a 1’état
initial. L’effet de la température est également notable. En effet, I’augmentation de la
température a 700°C et pour une méme contrainte appliquée (700 MPa) permet une plus
grande relaxation des contraintes résiduelles pour un nombre de cycles réduit d’un facteur 4,5,
comparé a une température de 400°C.
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Figure C-17 — Champ de contraintes résiduelles initial et relaxé apres I’application
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Encore une fois, n’ayant aucune mesure expérimentale du champ de contraintes
résiduelles relaxé, et méme initial, nous ne pouvons confirmer les évolutions observées.
Toutefois, il est possible d’évaluer les champs de contraintes résiduelles par une méthode
inverse, en analysant les courbes de fissuration expérimentales. Pour ce faire, nous supposons
que la vitesse de propagation obtenue est le résultat de la superposition de la contrainte de
chargement appliquée et des contraintes résiduelles o33, et qu’en tout point, cette vitesse suit
une loi de Paris corrigée par une fonction d’ouverture d’Elber (Equation (2)), ou C et m sont
les parametres de la loi de Paris, a et b les coefficients de la fonction d’ouverture d’Elber et R
le rapport de charge. Cependant, la superposition des champs mécaniques modifie le rapport
de charge puisque ce dernier prend en compte a la fois le chargement nominal et les
contraintes résiduelles. Ce n’est donc pas le rapport de charge nominal (R = 0,05) qui est
appliqué mais un rapport de charge équivalent, Rs. Sachant cela, il est donc possible
d’évaluer la valeur de la contrainte résiduelle en un point donné, a I’aide de I’Equation (3) ;
Omin €t Omay €tant les contraintes nominales appliquées et Ry, le rapport de charge équivalent
permettant de retrouver la vitesse de fissuration observée expérimentalement (Figure C-18).
Cette méthode, bien que simple d’application, ne parait pas fiable pour quantifier avec
précision les valeurs des contraintes résiduelles, d’autant qu’elle reste confinée a une
approche uniaxiale. En outre, la détermination de ces dernieres tient compte également de la
redistribution en pointe de fissure, qui peut légeérement modifier le champ de contraintes
résiduelles, mais est surtout dépendante de la précision des valeurs de potentiel mesurées et de
la loi de propagation utilisée. Toutefois, elle a le mérite de nous donner une estimation et de
dégager une certaine tendance, notamment en ce qui concerne 1’allure du profil de contraintes
résiduelles.

44 _ cl(aR +b)AK]" 2)
dN
R, —0..
- — eqo-max O-mm (3)
1-R,,
4 Loi de Paris du matériau
% R — O-min @
E “ =
O-max +O—rés
o
Point expérimental

AK

Figure C-18 - Principe du calcul des contraintes résiduelles par analyse
des courbes de fissuration expérimentales

Comme le montre la Figure C-19, cette méthodologie ne permet pas de retrouver les
champs calculés numériquement, que ce soit au niveau de la valeur ou du profil des
contraintes résiduelles. Nous évaluons des contraintes résiduelles de compression jusqu’a
environ -400 MPa. La zone affectée est supérieure a 1,5 mm et le minimum de compression
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se situe entre 600 um et 700 um. Néanmoins, 1’effet de la température est retrouvé. En effet,
nous pouvons constater que pour 1I’éprouvette R2, testée a 700°C, le champ de contraintes
résiduelles est plus relaxé que celui de 1’éprouvette 4K, testée a 400°C. Cependant, 1’effet de
la contrainte maximale n’est quant a lui pas observé. Il semblerait méme y avoir moins de
relaxation avec 1’élévation de la contrainte appliquée. Ceci peut étre dii a la faible précision
des mesures électriques a forte contrainte imposée. En effet, nous avons vu dans le
Chapitre B, que pour cette contrainte, la surface fissurée était moins importante. Il en résulte
alors une valeur de potentiel plus faible et un écart relativement important par rapport a la
courbe de calibration identifiée. Ceci illustre de plus la faible précision de cette méthode
inverse.

Nous venons d’évaluer numériquement la relaxation du champ de contraintes
résiduelles initial sous une anomalie de type choc, nous allons désormais appliquer ce champ
dans une modélisation numérique de la propagation d’une fissure a partir d’'une anomalie de

surface.
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Figure C-19 — Comparaison du champ de contraintes résiduelles relaxé calculé numériquement
par éléments finis et par une approche indirecte

Conclusions intermédiaires :

Afin d’évaluer la relaxation du champ de contraintes résiduelles résultant de la
fabrication d’une anomalie de type choc, un calcul numérique est effectué en appliquant une
sollicitation cyclique au modele, durant le nombre de cycles a I’amorcage moyen constaté
expérimentalement.

Afin d’effectuer ce calcul, une loi d’écrouissage cinématique non linéaire, pour une
température donnée, est utilisée. Ceci nous permet d’évaluer la relaxation des contraintes
résiduelles par la relaxation de la contrainte moyenne simulée par la loi de comportement.
Ainsi, pour un nombre de cycles donné, plus la contrainte ou la température augmente, plus
la relaxation sera importante. Nous avons d’ailleurs mis en évidence, qu’apres 558 cycles a
400°C et 1 000 MPa, la relaxation du champ de contraintes résiduelles est quasiment totale.
Cette étape est donc cruciale dans la chaine de calcul et montre 'importance d’évaluer la
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relaxation des contraintes résiduelles car celle-ci peut étre importante, mais pointe du doigt
également la nécessité d’employer des lois de comportement fiables.

C.4. Application dans un modele numérique

CAd.1 Description de la modélisation actuellement utilisée : le programme
PROPAG

Comme nous I’avons évoqué précédemment dans I’Introduction générale, la durée
de vie en présence d’anomalies de surface est déterminée dans le programme PROPAG,
développé par Snecma par une approche en « fissure longue » qui simule la propagation d’une
fissure semi-elliptique dans un plan sous un chargement uniforme a I’infini. L’architecture de
ce programme est présentée en Figure C-20.

Les conditions de sollicitation (température, contrainte) ainsi que les dimensions et la
position initiale de la fissure font partie des données d’entrée du modele. Les contraintes
résiduelles locales ne sont pas prises en compte a I’heure actuelle dans la modélisation. Ainsi,
seule la contrainte externe nominale est requise. Les dimensions du plan de propagation (W la
demi-largeur et 7 I’épaisseur de 1’éprouvette) sont également nécessaires. Enfin, les données
matériaux que sont la loi de propagation et la fonction d’ouverture d’Elber, en fonction de la
température, sont également requises. L’approche dite en « fissure longue » consiste des lors a
assimiler 1’anomalie de surface a une fissure semi-elliptique de mémes profondeur et
longueur, comme [l’illustre la Figure C-21. A partir des différentes données d’entrée, le
facteur d’intensité des contraintes est calculé en deux points : un premier situé au sommet du
front de fissure, A (0 = #/2) et un second situé a I’extrémité du front de fissure et sur la
surface libre, C (8 = 0). Ainsi, le facteur d’intensité des contraintes, K, est déterminé a 1’aide

de I’Equation (4).

K = ol ¢E[9] @)

Ou o correspond a la contrainte uniforme appliquée, a la profondeur de la fissure et Fp et E
des fonctions de forme déterminées par le formulaire de Newman et Raju, 1981, décrit en
Annexe B.
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Figure C-20 — Architecture du programme PROPAG
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Figure C-21 - Définition de la fissure initiale et de la position des points de calcul du facteur
d’intensité des contraintes pour le calcul de durée de vie PROPAG
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Une fois I’amplitude du facteur d’intensité des contraintes calculée, la loi d’ouverture
d’Elber est appliquée afin d’en déduire 1’amplitude effective du facteur d’intensité des
contraintes, 4K.4 Cette loi, U(R), est fonction du rapport de charge et est déterminée par
I’Equation (6). Deux configurations sont évaluées :

- Pour des rapports de charge R>0,a=a" telquea” +b = 1
- Pour des rapports de charge R<0,a=a’

Ou a*, a et b sont les parametres de la loi d’ouverture de 1’alliage et constituent des données
d’entrée du modele. Ces parametres ont été identifiés a I’aide d’essais de fissuration effectués
sur des éprouvettes CT et pour des rapports de charge de -1, 0,05 et 0,5.

AK, =U(R)-AK (35)
U(R)=aR +b (6)

Le programme PROPAG applique ensuite un modele de propagation afin de
déterminer 1’avancée de la fissure 4a au point A et Ac au point C. La loi de propagation
utilisée est une simple loi de Paris dont I’expression est donnée en Equation (7).
L’inconvénient de cette derniere est qu’elle ne s’applique que dans le domaine de Paris, c’est-
a-dire pour des vitesses de propagation globalement comprises entre 1.10% et 1.10° m/cycle.
Les données matériaux ne sont donc pas applicables pour la partie proche du seuil de
propagation et pour la partie proche de la rupture. De plus, comme le montre 1I’Equation (8)
un abattement de 10% est appliqué au point C sur la vitesse de propagation obtenue par
application directe du modele au point A. Newman et Raju, 1984 sont les premiers a avoir
montré que la fissure n’évoluait pas a la méme vitesse en surface de 1’échantillon, di
notamment a un effet de fermeture différent. Dans un premier temps, les auteurs ont supposé
que cet abattement, S, était constant et égal a 0,9 quel que soit le rapport de charge appliqué.
Des travaux supplémentaires leur ont permis de montrer que le rapport de charge pouvait
influer sur la valeur de ce facteur, comme I’illustre la Figure C-22. Par application de ce
modele, il est alors possible d'obtenir les avancées de fissures aux points A et C de maniere
empirique.

da m

_dN =C, (AKeﬁ‘ (A)) @)
de _ C, (,BRAKeﬂ. (C))m avec fr = 0,9 et ou Cyet m sont les parametres (8)
dN

de la loi de Paris
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Figure C-22 — Evolution du facteur de fermeture S et de la forme du front de fissure en fonction
du rapport de charge pour un alliage d’aluminium 2024-T351 (Newman et Raju, 1984)

Le programme PROPAG incrémente le nombre de cycles et détermine alors 1'avancée
de fissure correspondante. Pour chaque incrément, le programme teste différents criteres
d'arrét dans le but de vérifier si les conditions ont mené, soit a l'arrét de la propagation, soit a
la rupture de la piece :

- 4K, atteint, ce qui signifie I’arrét de la propagation ;

- Kjc atteint qui engendre une rupture brutale du ligament non fissur¢ ;

- Limite a rupture R,, atteinte dans le ligament non fissuré du plan de propagation ;
- Dimensions de la fissure plus grandes que celles du plan de propagation.

Ce modele de propagation a une bonne capacité de prédiction dans le cas de
propagation de fissures déja amorcées et de taille dite « longue » (de 1’ordre du millimetre),
mais présente un conservatisme important dans le cas d’anomalies de surface non amorcées.
Le chapitre précédent nous a montré que ce conservatisme est li€¢ a la présence d’un champ
mécanique hétérogene, sous ces dernieres, qui modifie 1’état de contrainte appliqué. Nous
allons donc nous baser sur ces observations afin de proposer une nouvelle modélisation qui
puisse prendre en compte le champ de contraintes résiduelles déterminé précédemment par
des simulations numériques d’introduction de choc et de relaxation mécanique.

C4.2 Modélisation numérique de la propagation de fissure

L’architecture de la modélisation numérique proposée est présentée en Figure C-23.
Celle-ci est assez semblable a la modélisation actuelle du programme PROPAG. La premiere
étape consiste a initialiser les dimensions et la position initiale de la fissure. Afin d’évaluer la
relaxation mécanique du champ de contraintes résiduelles, nous avons soumis 1’éprouvette a
une sollicitation cyclique pendant le nombre de cycles a 1’amorcage moyen, constaté
expérimentalement. Nous savons également qu’a ce stade, une fissure de 50 um de
profondeur s’est amorcée au fond de I’anomalie de surface de type choc. Par conséquent, dans
le but de prendre en compte la présence du choc et de cette petite fissure, nous définissons une
fissure équivalente initiale de 200 um de profondeur, comme le montre la Figure C-24. Cette
fissure équivalente initiale est positionnée a la surface libre de 1’éprouvette et au centre du
plan de propagation d’épaisseur 7' de 3,5 mm et de demi-largeur W de 4,15 mm.
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Le facteur d’intensité de contraintes est alors calculé en six points du front de fissure,
pour des angles # variant de 0 a #/2. Pour ce faire, la fonction de forme du formulaire de
Newman et Raju, 1981 est déterminée en chacun de ces points ainsi que la contrainte o33
issue du modele numérique présenté précédemment. Cette contrainte rend compte a la fois du
chargement appliqué, de la concentration de contrainte liée a la géométrie de I’anomalie et des
contraintes résiduelles induites par 1’'impact. Toutefois, les simulations numériques
d’introduction d’un choc nous ont montré que le champ de contraintes résiduelles résultant
était triaxial. Afin de faciliter la modélisation entreprise, nous faisons I’hypothese que seule la
composante du tenseur des contraintes dans 1’axe de chargement, o33 se superpose au
chargement appliqué, sans aucune influence des autres composantes. Nous verrons dans la
partie suivante comment est déterminée cette contrainte dans le plan de propagation xy. De
plus, a l'instar de LaRue et Daniewicz, 2007, les valeurs du facteur d’intensité des
contraintes négatives sont considérées comme nulles. En effet, un facteur d’intensité des
contraintes négatif n’ayant aucune signification physique, le fait de le ramener a zéro permet
de simuler la fissure comme étant fermée. Enfin, le rapport de charge effectif qui est donc
toujours supérieur ou égal a zéro, la fonction d’ouverture et I’amplitude effective du facteur
d’intensité des contraintes sont calculés en tous points du front de fissure.

L’avancée de la fissure est ensuite calculée en chacun de ces points a 1’aide de la loi de
propagation de Paris du matériau, sans qu’aucun abattement sur la vitesse de propagation ne
soit imposé. C’est-a-dire que nous n’imposons pas un abattement de la vitesse de propagation
de 10% au point C, comme c’est le cas dans le programme PROPAG. Ainsi, la propagation de
la fissure est laissée libre dans le champ complexe. Les criteres d’arrét sont testés et le nombre
de cycles incrémenté si ces derniers ne sont pas vérifiés. Cette modélisation numérique
proposée ne nous permet pas de calculer directement la durée de vie totale mais d’en déduire
la durée de vie en propagation. Par conséquent, la durée de vie totale est définie comme étant
la somme du nombre de cycles a I’amorgage utilisé pour évaluer la relaxation mécanique des
contraintes résiduelles et du nombre de cycles calculé en propagation.

Toutefois, il ne faut pas non plus oublier que nous utilisons la mécanique de la rupture
en élasticité linéaire (MLER) dans le cadre de cette modélisation. Or, nous avons vu jusqu’a
présent que I’anomalie de surface introduite génere un écrouissage important a son voisinage ;
qu’il soit de nature microstructurale avec la présence de nombreuses lignes de glissement ou
« géométrique ». En effet, un calcul élastique nous a permis de mettre en évidence I’influence
de I’anomalie sur le champ mécanique. Ainsi, la concentration de contraintes liée a sa
géométrie s’étend jusqu’a une profondeur de 300 pm. Or, la mécanique de la rupture en
élasticité linéaire suppose que la taille de la zone plastique en pointe de fissure reste petite par
rapport a la longueur de fissure et aux dimensions de I’échantillon. Il semblerait que pour de
petites fissures, cette hypothese ne soit pas respectée. Il est donc nécessaire de rester prudent
quant a I’estimation des vitesses de propagation en utilisant simplement la MLER dans le
champ plastique de I’entaille.
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Figure C-23 — Architecture de la modélisation numérique proposée
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Figure C-24 — Définition de la fissure équivalente initiale
CA4.3 Interpolation du champ mécanique relaxé

L’évaluation de la relaxation mécanique du champ de contraintes résiduelles nous
permet d’obtenir le champ mécanique hétérogene (chargement, concentration de contraintes,
contraintes résiduelles) autour de I’anomalie de type choc, a I’instant de chargement minimal
et maximal. Dans le but d’obtenir la contrainte en tous points du plan de propagation, nous
avons adopté une approche qui consiste a interpoler, par une somme de mondmes, le champ
de contraintes. L’expression utilisée est présentée en Equation (9) et a par ailleurs déja été
employée dans les travaux de Pommier et al., 1999, traitant de la modélisation de la
propagation de fissures dans un champ complexe, dans un milieu semi-infini. Cette
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interpolation nous permet d’évaluer la contrainte appliquée réelle, en tous points du front de
fissure, et ainsi de déterminer le facteur d’intensité des contraintes local a I’aide de la
modélisation numérique présentée précédemment (Newman et Raju).

S n m
o_[xyl= > > o, (fj (lj )
n=0 m=0 ¢ a

La Figure C-25 présente les résultats de cette interpolation, réalisée dans le logiciel de
statistique Minitab (Minitab 17 Statistical Software, 2010). Nous pouvons constater, grace a
I’histogramme représentant la distribution de la fréquence des résidus (différence entre la
contrainte calculée par la méthode des éléments finis et la contrainte interpolée), que
I’interpolation semble statistiquement bonne. En effet, la distribution est centrée en zéro ; les
erreurs les plus fréquentes sont les plus faibles et les erreurs les moins fréquentes sont les plus
importantes. Toutefois, lorsque nous tracons 1’évolution de ces résidus en fonction de la
distance a partir d’une fissure de 50 um au fond du choc, nous pouvons voir que la totalité des
erreurs les moins fréquentes se retrouvent assez proches de I’anomalie de surface ; entre O et
I mm de profondeur. Or, c’est précisément cette région qui nous intéresse et qui est a
I’origine du ralentissement de la propagation de fissures. La Figure C-26 confirme que la
contrainte interpolée, o33, ne permet pas de retrouver 1’évolution de la contrainte calculée par
la méthode des éléments finis. Nous ne captons pas 1’évolution de la contrainte dans une zone
proche du choc, notamment le passage par un minimum de compression puis un maximum de
traction.

Afin d’améliorer la précision, nous avons employé une approche différente. Ainsi, la
contrainte en chaque noeud du maillage est utilisée et une interpolation linéaire est effectuée
afin d’évaluer la contrainte entre deux nceuds. Ceci permet d’avoir plus de précision sur la
contrainte mais rend la modélisation plus sensible a d’éventuels artefacts numériques, comme
I’illustre la Figure C-27. En effet, nous pouvons constater ici un chevauchement de mailles
en coin du choc. Il en résulte alors des discontinuités numériques que nous pouvons observer
sur I’évolution du front de fissure obtenue par la modélisation numérique, ou la propagation
est anormalement plus lente comparée aux points A et C (Figure C-27-b,c). Par conséquent,
et afin d’obtenir des résultats qualitatifs que nous pourrons exploiter, nous avons décidé
d’utiliser une combinaison de ces deux approches. Comme nous désirons une meilleure
précision au début de la propagation, nous avons employé I’approche a une échelle plus locale
grice a la contrainte évaluée en chacun des nceuds du maillage. Puis, a partir d’une certaine
profondeur depuis la surface, nous employons une approche a une échelle plus globale a
I’aide de la somme de mondmes interpolée. Cette profondeur a été déterminée empiriquement
afin de retrouver les durées de vie expérimentales des différentes conditions de sollicitation.
Elles sont résumées dans le Tableau C-2.

La Figure C-26, représentant 1’évolution de la contrainte maximale o33 en fonction de
la distance a partir de la surface de 1I’éprouvette, montre également la profondeur a laquelle a
lieu la transition entre I’approche « contrainte en chaque point » et la méthode d’interpolation.
Nous pouvons constater que le minimum de compression n’est pas capté. Ceci est dii au fait
que nous ayons recalé notre modélisation de maniere totalement arbitraire sur les durées de
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vie. Un critere mécanique aurait eu ici plus de sens. Toutefois, si nous avions placé le curseur
au minimum de compression constaté, le calcul numérique en propagation n’aurait pas pu
s’effectuer du fait d’un facteur d’intensité de contrainte maximal négatif. Cela montre que de
nombreuses améliorations sont nécessaires. Ainsi, la prise en compte de la triaxialité,
I’utilisation d’une loi de comportement peut-étre plus appropriée, I’amélioration de la
déformation du maillage pour n’utiliser qu'une approche « contrainte en chaque point »
constituent les principales évolutions nécessaires afin d’améliorer cette modélisation. Nous
discuterons de cela dans le Chapitre D.

Température (°C) | 6., (MPa) | a seuil (mm)
Condition 1 400 700 0,250
Condition 2 400 1 000 -
Condition 3 700 700 0,250

Tableau C-2 — Résumé des valeurs de transitions entre les approches locale et globale

Conclusions intermédiaires :

Une modélisation numérique de la propagation de fissure a été développée dans le
cadre de cette these. Cependant, cette approche ne nous permettra d’obtenir que des résultats
avant tout qualitatifs. Afin d’étre plus quantitatif, nous aurions pu utiliser un modele
numérique complet, simulant ’introduction de ’anomalie de surface puis la propagation de
fissure dans le champ mécanique non homogeéne (contraintes résiduelles et effet d’entaille) a
I’aide de la technique de remaillage du front de fissure, par exemple. Toutefois, cette
modélisation ne pourra étre validée qu’en comparant le champ de contraintes résiduelles
calculées numériquement avec un champ mesuré par des techniques expérimentales. Nous
pourrions également envisager la prise en compte du potentiel directement dans le calcul,
afin d’établir des courbes de calibration plus précises, tenant compte de la plasticité.
Plusieurs hypotheses ont été émises pour construire cette modélisation. Néanmoins, comme
nous ’avons dit des le départ, celle-ci n’a pas pour but d’obtenir des résultats quantitatifs de
premier ordre. Elle devrait cependant nous permettre de retrouver des résultats
expérimentaux intéressants qui seront discutés dans le chapitre suivant.

(a) (b) 500
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8 1200 1 =5 0
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o =2 250
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g 800 2 g -500
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Figure C-25 - (a) Distribution des résidus et (b) résidus en fonction de la profondeur

de 50 pm au fond du choc (m)
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Résumé :

Dans le cadre de cette étude, nous avons proposé une stratégie de modélisation de la
propagation de fissures a partir d’anomalies de surface de type choc. Celle-ci est divisée en
3 étapes : la simulation de [l’introduction d’une anomalie de surface de type choc afin
d’obtenir le champ de contraintes résiduelles autour de cette derniere, 1’évaluation de la
relaxation des contraintes résiduelles due au chargement mécanique et enfin l’application de
ce champ mécanique dans un modele numérique qui calcule le facteur d’intensité des
contraintes en tous points du front de fissure.

Au vu des résultats concernant la validité du modeéle numérique d’introduction d’un
choc, celui-ci semble robuste et nous permet d’avoir une bonne confiance quant aux résultats
obtenus concernant le champ de contraintes résiduelles initial. Une mesure expérimentale
serait tout de méme complémentaire et nous permettrait de conclure a ce sujet.

L’évaluation de la relaxation mécanique a permis de mettre en évidence [’influence
des conditions de sollicitation et 'importance du comportement. Ainsi, plus la contrainte
appliquée et la température sont importantes, plus la relaxation le sera également. Nous
avons ainsi mis en évidence la relaxation quasi-totale du champ de contraintes résiduelles
apres 558 cycles a 400°C et pour une contrainte maximale appliquée de 1 000 MPa. Il est
donc tres important de ne pas négliger cette étape et les approches qui considerent le champ
initial commettent une grande erreur.

Une modélisation numérique de la propagation de fissure a ensuite été proposée.
Celle-ci se base sur la modélisation actuelle, utilisée par Snecma. La connaissance de la
contrainte locale en tous points du front de fissure est nécessaire en entrée de la
modélisation. Toutefois, une précision plus importante est requise dans les premiers stades de
la propagation. C’est pourquoi elle est déterminée par une approche « contrainte en chaque
point » jusqu’a une certaine profondeur puis par une interpolation polynomiale. La transition
entre les deux approches est déterminée dans le but de retrouver les durées de vie. Ce choix
est subjectif et nécessite d’étre amélioré. Cette transition est toutefois nécessaire car
lutilisation d’une unique approche « contrainte en chaque point » n’est pas possible a
[’heure actuelle du fait d’une déformation importante en coin du choc. Nous discuterons de
ces points d’amélioration dans le chapitre suivant.

Malgré les hypotheses de la MLER non nécessairement vérifiées ou bien encore les
difficultés rencontrés quant a [linterpolation du champ mécanique, cette stratégie de
modélisation devrait nous permettre de retrouver certains résultats expérimentaux que nous
discuterons. Elle permettra notamment de mettre en avant le role des contraintes résiduelles
sur la propagation des fissures s’amorcant au fond des chocs mais également sur la
morphologie des fronts de fissure, et également montrer ’importance de I’évaluation de la
relaxation.
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Application de la modélisation mise en place
pour des anomalies de type choc

Dans ce chapitre, nous discuterons de la robustesse de la stratégie de modélisation
mise en place. Nous commencerons par 1I’étude des résultats obtenus pour 1’anomalie de
surface de type choc V, que nous comparerons aux résultats expérimentaux au travers de
I’analyse des durées de vie, de I’évolution de la morphologie des fronts de fissure et de la
vitesse de propagation. Nous vérifierons également la validité du formulaire de calcul du
facteur d’intensité des contraintes employé et nous terminerons par 1’application de ce modele
a une autre géométrie d’anomalie de type choc, a profil en U.

D.1. Analyse des résultats obtenus pour I’anomalie de type choc V
D.1.1.  Introduction a I’analyse des résultats

Afin d’évaluer la nocivité des anomalies de surface de type maintenance, rayures et
chocs de 150 um de profondeur, des essais de fissuration ont été réalisés sur des éprouvettes a
section rectangulaire pour différentes conditions de sollicitation. Ainsi, deux températures
(400°C et 700°C), deux contraintes maximales (700 MPa et 1 000 MPa) a un rapport de
charge de 0,05 ont été évalués. Cette campagne expérimentale a montré que dans la majorité
des conditions de sollicitation, I’amorcage de fissures a partir d’anomalies de surface de type
choc est rapide (inférieur a 10% de la durée de vie totale). Toutefois, I’exploitation des
mesures de potentiel a mis en évidence un ralentissement de la propagation dans les premiers
stades. Une fois la zone affectée par le ralentissement dépassée, la vitesse augmente et tend a
rejoindre la vitesse de propagation standard des fissures longues de [D’alliage. Ce
ralentissement observé conduit alors a des durées de vie expérimentales supérieures a celles
prédites par le programme PROPAG, avec un facteur pouvant aller jusqu’a 5. L’utilisation
d’un traitement thermique de relaxation des contraintes résiduelles a alors mis en évidence
que le champ mécanique créé sous I’anomalie de surface lors de sa fabrication, a une
influence importante sur la durée de vie. Ainsi, pour les chocs, la durée de vie moyenne avec
contraintes résiduelles est 7 fois plus grande que celle sans contraintes résiduelles. De plus,
les essais de fissuration sans contraintes résiduelles n’ont montré aucun ralentissement de la
vitesse de propagation dans les premiers stades, mais une vitesse comparable a celle des
fissures longues. Cette analyse expérimentale a ainsi permis de conclure que les contraintes
résiduelles présentes sous I’anomalie constituaient un des parametres controlant la durée de
vie des anomalies de surface, et qu’elles devaient par conséquent étre prises en compte dans la
modélisation.

Nous avons donc proposé une stratégie de modélisation de la propagation de fissure a
partir des anomalies de type choc. Cette stratégie est basée sur la prise en compte des
contraintes résiduelles par une approche « contrainte en chaque noceud du maillage » et par une
interpolation du champ mécanique relaxé par une somme de mondmes au-dela d’une certaine
profondeur seuil. Cette profondeur a €été identifiée afin que les durées de vie calculées
correspondent aux durées de vie expérimentales pour chaque condition de sollicitation.

-196-



Comme le résume le Tableau D-1, ces dernieres sont retrouvées a 1’exception de la seconde
condition de chargement (400°C et 1 000 MPa). En outre, nous pouvons également constater
que les durées de vie calculées a I’aide de notre approche sont bien supérieures a celles
calculées par le programme PROPAG, lequel ne prend pas en compte la présence des
contraintes résiduelles. Cependant, lorsque nous analysons les durées de vie expérimentales
obtenues pour les anomalies a géométrie réguliere, semi-elliptiques et semi-circulaires, nous
pouvons constater que les prédictions du programme PROPAG sont bonnes, comme le
résume le Tableau D-2. Il en va de mé&me pour les chocs testés dans les mémes conditions et
en I’absence de contraintes résiduelles (anomalies traitées thermiquement). En effet, le rapport
entre la durée de vie expérimentale et la durée de vie calculée a 1’aide du programme
PROPAG varie sensiblement autour de 1. A titre de comparaison, ce rapport est compris entre
1,9 et 4,1 pour les anomalies de type choc avec contraintes résiduelles. Outre la durée de vie,
le comportement en propagation des fissures s’amorcant au fond de ces anomalies est
également bien prédit, par le programme PROPAG, dans le domaine de Paris, comme nous
I’avons montré dans le Chapitre B. Bien qu’il soit normal de retrouver les durées de vie
expérimentales, cette approche permet de mettre en évidence 1’intérét de la prise en compte
des contraintes résiduelles dans un calcul de durée de vie.

Comme nous venons de I’évoquer, notre stratégie de modélisation ne permet pas
d’évaluer la durée de vie lorsque la contrainte maximale appliquée est de 1 000 MPa. En effet,
I’évaluation de la relaxation des contraintes résiduelles, conduite au Chapitre C, a montré
que ces dernicres s’étaient quasiment totalement relaxées apres 558 cycles a 400°C. Or, I’effet
de concentration de contraintes, associé a la géométrie de I’anomalie, est quant a lui toujours
présent a son voisinage. Ainsi, au sommet de la fissure équivalente initiale de 200 pm de
profondeur (choc de 150 um et fissure de 50 um), la contrainte maximale appliquée est en
réalit¢ d’environ 1500 MPa. Cette contrainte étant supérieure a la limite a rupture du
matériau, le calcul en propagation ne peut s’effectuer. Ceci souligne une des limitations de la
loi de comportement employée. En effet, la loi d’écrouissage cinématique non linéaire,
identifiée dans le cadre de cette theése, va permettre de relaxer les contraintes résiduelles
jusqu’a ce que ces dernieres soient nulles. L’inconvénient est que cette relaxation se produit
tres rapidement, pour un nombre de cycles relativement faible. Ainsi, le maximum de
compression passe de -1 664 MPa a -189 MPa en 558 cycles a une contrainte maximale de
1 000 MPa (R = 0,05) et pour une fréquence de 2 Hz. Une perspective a cette modélisation
pourrait étre d’utiliser des lois de comportement plus complexes, comme une loi
d’écrouissage cinématique non linéaire associée a une contrainte seuil d’activation, a la
maniere du modele établi par Chaboche, 1991. Cela permettrait d’éviter une relaxation totale
et trop précoce des contraintes résiduelles et ainsi d’évaluer une durée de vie. Une mesure
expérimentale du champ de contraintes résiduelles, initial et relaxé, avec et sans fissure, serait
tout de méme complémentaire et permettrait de répondre a nos questions et par 1a méme de
recaler notre modélisation.

Le dernier point a vérifier concerne les criteres d’arrét activés. Le programme
PROPAG, tout comme le modele proposé, conduisent a un arrét du calcul par le critere de
rupture de la section non fissurée du plan de propagation. Ce dernier semble cohérent au
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regard des analyses fractographiques effectuées, qui indiquent une rupture ductile dans la
section non fissurée de 1’éprouvette. Cependant, lorsque nous calculons la contrainte atteinte
expérimentalement dans cette section, celle-ci reste inférieure a la limite a rupture du matériau
donnée par Snecma. Toutefois, Doremus, 2014 a montré que cette différence ne conduit qu’a
un écart inférieur a 6% sur la prédiction de la durée de vie, dans le cas du superalliage a base
nickel Inconel 718DA. A un fort niveau de contrainte appliqué (1 000 MPa), la contrainte
atteinte dans la section non fissurée est néanmoins supérieure a la limite d’élasticité du
René 65. Elle est ainsi en moyenne d’environ 1 200 MPa, alors que la limite d’élasticité est de
1 173 MPa et la limite a rupture de 1 445 MPa a 400°C. Cette plasticité quasi-généralisée peut
également expliquer la différence de comportement observée pour cette condition de
chargement, comme [’apparition des lévres de cisaillement ainsi que des marquages
ductile/fragile. En outre, les autres criteres d’arrét ne semblent pas cohérents au regard des
résultats expérimentaux obtenus, comme par exemple la ténacité. Celle-ci est généralement
loin d’étre atteinte au moment de la rupture, peut-étre a I’exception des éprouvettes testées a
1 000 MPa de contrainte maximale, pour lesquelles le rapport Kmax/ch] est environ égal a 0,7.

Durées de vie | Durées de vie | Durées de vie
expérimentales | PROPAG | modele proposé
400°C /700 MPa 69 266 16 841 69 660
400°C /1 000 MPa 12113 6 420 0
700°C / 700 MPa 6 985 3100 8 895

Tableau D-1 — Résumé des durées de vie expérimentales et calculées a I’aide du programme
PROPAG et de la stratégie de modélisation proposée pour un choc V de 150 pm

Durées de vie Durées de vie DDV exp/
expérimentales PROPAG | DDV PROPAG
semiellip. | 35 cos | 23193 1,6
80 um
400°C /700 MPa | EDM 150 um | 62410 45511 1.4
choc sans CR |1, 39 16 841 0,7
150 pm
semi-ellip.
400°C/1000 MPa| 8oum | 137 10100 L1
EDM 150 um | 23 385 17 945 13
700°C /700 MPa | SEmiCliP- | 4 gy 4965 0,8
80 um

Tableau D-2 — Résumé des durées de vie expérimentales et calculées a I’aide du programme
PROPAG pour les anomalies semi-elliptiques, semi-circulaires et choc sans contraintes
résiduelles

' La ténacité a été fournie par General Electric
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Figure D-1 — Durées de vie calculées par le programme PROPAG et le modele proposé en
fonction des durées de vie expérimentales

D.1.2.  Morphologie des fronts de fissure calculés

La modélisation numérique, développée dans cette étude, permet de calculer le facteur
d’intensité des contraintes a 1’aide du formulaire de Newman et Raju, 1981, en six points du
front de fissure, pour des angles € variant de 0 a /2. Cette évaluation du facteur d’intensité
des contraintes le long du front de fissure, nous renseigne par la suite sur I’évolution de sa
forme au cours du cyclage, comme 1’illustre par exemple la Figure D-2-a.Cependant, il faut
garder a I’esprit que les formules empiriques permettant de calculer le facteur d’intensité des
contraintes, ont été établies en supposant la propagation d’une fissure semi-elliptique sous une
charge uniforme et dans un plan. Or, nous pouvons aisément constater que la forme des fronts
de fissure calculée par notre modélisation ne respecte pas I’hypothese de semi-ellipticité,
particulierement en fin de simulation. Par conséquent, il convient de vérifier si les conditions
du domaine de validité du formulaire, fixées par Newman et Raju, 1981, sont respectées. Ces
conditions sont les suivantes :

- 0<a/c<1 ouaestla profondeur de fissure et ¢ la demi-longueur a la surface libre ;
- 0<a/T<1ouTestIépaisseur de I’éprouvette (3,5 mm) ;
- ¢/W<0,5ou West la demi-largeur de 1’éprouvette (4,15 mm).

Ces dernieres ont donc été vérifiées pour chaque condition de sollicitation et a tout
instant du cyclage. Pour des raisons de lisibilité, le Tableau D-3 ne résume que les résultats
de cette vérification pour les fronts de fissure initiaux et finaux de chaque condition de
chargement. Ainsi, nous pouvons constater que les conditions du formulaire de
Newman et Raju, 1981 sont globalement respectées, a 1’exception du front de fissure final
simulé pour une température de 700°C et une contrainte maximale appliquée de 700 MPa.
Toutefois, I’écart n’étant pas tres important (4,7%), nous considérons que nous restons dans le
domaine de validité. Le dernier front de fissure calculé pour cette condition devra tout de
méme étre analysé avec précaution. L’utilisation du formulaire de calcul du facteur d’intensité
des contraintes K étant désormais validée, nous pouvons analyser les différentes évolutions de
la morphologie du front de fissure calculées. Les Figure D-2 et Figure D-5 présentent les
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résultats de ces simulations pour chaque condition de sollicitation, auxquels nous avons
superposé les facies de rupture correspondant, observés lors de la campagne expérimentale.

alc a/T | c/W

front initial | 0,133 | 0,057 | 0,181
front final | 0,827 | 0,448 | 0,229

front initial | 0,133 | 0,057 | 0,181
front final | 1,047 | 0,676 | 0,272

400°C /700 MPa

700°C /700 MPa

Tableau D-3 — Vérification du respect des conditions du formulaire de Newman et Raju, 1981

e 400°C/700 MPa :

La Figure D-2-a présente 1’évolution de la morphologie du front de fissure se
propageant sous une température de 400°C et a une contrainte maximale appliquée de 700
MPa. Le premier constat que nous pouvons faire est que la propagation en surface est plus
lente qu’a ceeur, aussi bien au niveau numérique qu’expérimental. Plusieurs raisons peuvent

expliquer ce constat. La propagation plus lente observée numériquement est principalement
due a la présence de contraintes résiduelles de compression importantes en surface, comme
Iillustre la Figure D-3-a, mais également due au fait que les vitesses de propagation des
fissures longues pour cette température, ne sont pas suffisantes pour que la fissure sorte
aisément du champ de contraintes résiduelles. En effet, sur cette figure, nous pouvons
observer que I’extrémité de la fissure équivalente se retrouve dans un champ de contraintes
résiduelles de compression sur une distance d’environ 200 pm. Il est a noter en outre qu’apres
90% de la durée de vie totale consommée, la fissure ne s’est toujours pas extraite de cette
zone, ce qui mene a I’épinglage de la fissure en surface (Figure D-2-a). De plus, nous ne
tenons pas compte de la redistribution du champ de contraintes résiduelles autour de la fissure
dans notre modélisation. Pourtant, Zabeen et al., 2015 ont montré que celle-ci pouvait étre
importante au voisinage d’une fissure se propageant dans un champ de contraintes résiduelles
induites par lutilisation de traitements de surface (Laser Shock Peening). Ainsi, la
redistribution qui se produirait pourrait alors favoriser I’expansion de la fissure en surface par
rapport a ce que notre modélisation prédit. Bien que moindre, nous avons également constaté
expérimentalement une propagation plus lente en surface. Les niveaux de plasticité peuvent
expliquer cela. Comme [I’illustre la Figure D-3-b, les simulations numériques de
I’introduction d’un choc ont permis de tracer le profil de la déformation plastique a la surface.
Ainsi, nous constatons que I’extrémité du choc se situe dans une zone fortement déformée
plastiquement. Les phénomenes de fermeture de fissure induits par la plasticité seraient donc
plus importants, ce qui ralentirait la propagation. De plus, il ne faut pas négliger la présence
éventuelle de contraintes résiduelles et/ou de plasticité pouvant exister apres 1’usinage des
éprouvettes, lesquelles ne sont pas prises en compte dans la modélisation.

Les contraintes résiduelles semblent également influencer la propagation de la fissure
a cceeur. En effet, nous pouvons constater que la propagation au milieu du choc est ralentie,
tandis qu’elle semble s’accélérer ou se propager a vitesse normale en coin, une fois la mi-
durée de vie atteinte, ce qui correspond a une fissure d’environ 107 um de profondeur a partir
du fond de la fissure équivalente initiale. Ceci mene a une morphologie particuliere du front
de fissure, appelée en « oreille ». Apres 90% de la durée de vie totale consommée, ce qui
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correspond a une profondeur d’environ 500 um a partir du fond de la fissure équivalente
initiale, le front de fissure semble se rééquilibrer, hormis a la surface libre pour les raisons
évoquées précédemment. Expérimentalement, nous n’avons pas observé de propagation en
oreille comme le montre le facies de rupture. Nous observons néanmoins une légere auréole
jaune (autour de 70% de la durée de vie totale consommée) qui laisserait penser a une telle
propagation. Toutefois, aucun marquage thermique n’a été effectué qui permettrait de
confirmer ce point. Cependant, I’influence de contraintes résiduelles de compression sur la
forme du front de fissure a déja été mise en évidence dans la littérature (Prevéy et al., 2000,
Courtin, 2004, Doremus et al., 2015). Cette propagation en oreille peut étre expliquée par la
différence d’intensité du champ de contraintes résiduelles au milieu et en coin du choc.
Comme le montre la Figure D-2-b, apres 2 365 cycles a 400°C et pour une contrainte
maximale appliquée de 700 MPa, nous pouvons observer un champ de contraintes résiduelles
de compression 1égerement plus faible en coin. En outre, ce dernier passe en traction a des
profondeurs moins importantes. La fissure retrouve donc un champ de contraintes plus
favorable a son expansion en coin, tandis que sa propagation reste ralentie en profondeur
conduisant a cette propagation en oreille. Finalement, nous pouvons également constater que
90% de la durée de vie totale est consommée dans les 700 premiers microns et que le champ
de contraintes résiduelles est fortement hétérogene dans cette zone.

Jung et al., 1997 ont également mis en évidence numériquement I'influence de
contraintes résiduelles de compression dues au procédé de grenaillage sur la forme du front de
fissure. A l’aide d’un modele numérique 3D par éléments finis (multiples écrouissages
cinématiques non linéaire et contrainte d’activation seuil) et d’une analyse de la propagation
de fissure en élasticité linéaire, ils ont ainsi montré que la propagation en surface était
fortement ralentie. Comme 1’illustre la Figure D-4, la fissure est épinglée a la surface libre car
elle se trouve dans le champ de contraintes résiduelles de compression du grenaillage. A
I’inverse, hors de la zone affectée, la fissure se propage normalement ce qui mene a ce front
de fissure particulier. Ces résultats nous permettent d’avoir une relative confiance quant a
I’évolution des fronts de fissure que nous avons obtenue. Cette confiance est en outre
renforcée par 1’analyse des résultats obtenus pour la seconde condition de sollicitation.

(a) 400°C / 700 MPa ——ONcalc
N.a1e = 69 660 cycles —o—0.1Ncalc
Nezo = 54 988 cycles —o—0.3Ncalc

0.5Ncalc
—e—(.7Ncalc

a (m)

—0—0.9Ncalc

—e—Ncalc

-4.15E-03 -2.15E-03 -1.50E-04 1.85E-03 3.85E-03
¢ (m)
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Figure D-2 — (a) Evolution du front de fissure calculé et superposé au facies de rupture
correspondant et (b) profils des contraintes résiduelles relaxées apres 2 365 cycles depuis le
milieu et le coin du choc : 400°C /700 MPa /R = 0,05
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Figure D-3 — (a) Profils initiaux des contraintes résiduelles et (b) de la déformation plastique en
surface a partir du milieu du choc
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Figure D-4 — Evolution d’une fissure semi-circulaire en présence de contraintes résiduelles de
compression (Jung et al., 1997)

e 700°C/700 MPa :

La Figure D-5-a présente I’évolution de la forme du front de fissure simulée pour une
température de 700°C et une contrainte maximale appliquée de 700 MPa. Une bonne
concordance entre le front de fissure calculé et le facies de rupture est constatée, tant au
niveau de la morphologie qu’a I'instant observé. En effet, les lignes en pointillés matérialisent
les deux marquages thermiques réalisés respectivement a 80% et 98% de la durée de vie totale
expérimentale. Ces derniers se superposent assez bien avec les fronts de fissure calculés par
notre modele, a 90% et a 100% de la durée de vie totale calculée. A I’'inverse de la simulation

précédente, aucune propagation en oreille n’est observée. Pourtant, la différence entre les
profils de contraintes résiduelles apres relaxation, au milieu et en coin du choc est présente de
la méme maniere, comme I’illustre la Figure D-5-b. Cependant, les vitesses de propagation
des fissures a 700°C sont plus grandes d’environ une décade, comparées a une température de
400°C. Par conséquent, la fissure sort du champ affecté plus facilement. Il en résulte alors une
absence de propagation en oreille. Néanmoins, notre simulation ne mene pas a la propagation
d’une fissure de forme semi-elliptique, que nous aurions pu avoir sous une charge uniforme.
Cela montre bien que le champ mécanique hétérogene sous I’anomalie de type choc influence
I’évolution de la morphologie du front de fissure. De plus, 90% de la durée de vie totale est
consommée dans le premier millimetre sous 1’anomalie de type choc, dans lequel le champ de
contraintes résiduelles est fortement hétérogene. Ceci met en évidence qu’il est primordial que
la description du champ de contraintes résiduelles soit la plus précise possible car celui-ci
impacte fortement la qualité de la prédiction.

Comme I’illustre la Figure D-6, la stratégie de modélisation mise en place ici permet
de bien prendre en compte 1’influence des contraintes résiduelles sur I’évolution de la forme
des fronts de fissure, ce que la modélisation actuellement utilisée par Snecma ne peut
effectuer. En effet, I’évolution du front de fissure calculé par le programme PROPAG, sous
un chargement uniforme, conduit a la propagation d’un front de fissure de forme semi-
elliptique. De plus, nous pouvons également constater que le programme PROPAG prédit des
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vitesses de propagation plus grandes. Ainsi, a 700°C et a 70% de la durée de vie totale
(Figure D-6-b), la profondeur de fissure est deux fois plus grande en I’absence de contraintes
résiduelles, environ 1 mm contre 500 um en présence de contraintes résiduelles, et pour un
nombre de cycles absolu quasiment trois fois plus faible. La stratégie de modélisation mise en
place permet donc de conclure que ce sont bien les contraintes résiduelles qui ralentissent la
propagation de la fissure et qui imposent la forme a cette dernicre. Par conséquent, la
connaissance du champ de contraintes résiduelles initial et relaxé est le parametre
prépondérant dans la qualité des résultats que nous obtenons. De plus, comme nous venons de
le voir, il est également nécessaire de bien maitriser ce qui se passe en surface afin d’avoir des
prédictions de meilleure qualité.
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Figure D-5 — (a) Evolution du front de fissure calculé et superposé au facies de rupture
correspondant et (b) profils des contraintes résiduelles relaxées apres 525 cycles depuis le milieu
et le coin du choc : 700°C /700 MPa /R = 0,05
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Figure D-6 — Comparaison de I’évolution du front de fissure calculé au cours du cyclage par la
modélisation proposée et par le programme PROPAG a 400°C (a) et 700°C (b)

D.1.3.  Comparaison des vitesses de propagation calculées et mesurées

La Figure D-8 présente I’évolution de la vitesse de propagation simulée et celle issue
de la campagne expérimentale, en fonction de 1’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes. Ainsi, pour les deux conditions de sollicitation, la stratégie de modélisation mise
en place permet de retrouver qualitativement les résultats expérimentaux. Nous constatons
bien une diminution de la vitesse de propagation dans les premiers stades, due a la présence
de contraintes résiduelles de compression. Ce ralentissement se produit jusqu’a atteindre la
valeur de profondeur de fissure seuil fixée, puis une fois cette valeur dépassée, la vitesse de
propagation augmente rapidement et rejoint la loi de propagation de référence des fissures
longues de I’alliage. Nous pouvons également observer un saut au moment de cette transition,
qui est dii a la discontinuité des champs de contraintes entre les approches « contrainte en
chaque point » et « interpolation » (cf. Chapitre C). Pour cette raison et également du fait de
I’utilisation d’une approche de type mécanique de la rupture en élasticité linéaire dans les
premiers stades, nous ne pouvons analyser ces courbes que de maniere qualitative. Toutefois,
les simulations numériques et la modélisation numérique permettent de montrer et de
confirmer les effets de contraintes résiduelles sur la vitesse de propagation.
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Chapitre D : application de la modélisation mise en place pour des anomalies de type choc

Néanmoins, la différence par rapport au minimum de la vitesse de propagation
mesurée expérimentalement est relativement importante, que ce soit en termes de vitesse de
propagation (environ une décade) ou en termes de 4K (environ 10 MPavVm). Deux raisons
principales permettent d’expliquer le décalage observé sur la vitesse de propagation. La
premiere, et certainement la plus importante, est la connaissance du champ de contraintes
résiduelles initial et relaxé. En effet, il est trés probable que nous surestimions la valeur de ces
contraintes. Par conséquent, les contraintes résiduelles de compression calculées sont plus
importantes que celles qui se situent réellement sous le choc, provoquant alors une diminution
de la vitesse de propagation plus conséquente. De plus, le fait de ne pas prendre en compte les
effets de redistribution au voisinage de la fissure peut également expliquer le décalage
observé. En effet, cette redistribution peut jouer un role important et notamment faciliter la
propagation de la fissure dans le champ de contraintes résiduelles. Ainsi, en prenant en
compte ces effets de redistribution et en ayant un champ de contraintes résiduelles initial plus
réaliste il est plausible que nous obtenions un ralentissement de la propagation du méme ordre
de grandeur que celui constaté expérimentalement.

Le décalage en termes de AK est quant a lui principalement dii a la maniere dont nous
avons développé notre modélisation. En effet, la solution la plus pertinente aurait été d’utiliser
une simple et unique approche pour laquelle la contrainte en chaque nceud est utilisée, et non
pas réaliser une combinaison avec une méthode d’interpolation polynomiale. Cependant,
comme nous I’avons évoqué dans le Chapitre C, I’utilisation de 1’approche « contrainte en
chaque point » seule n’est pas possible en 1’état, du fait de problemes numériques constatés en
coin du choc. Comme le montre la Figure D-7, nous pouvons observer une déformation
importante du maillage en coin du choc et notamment une superposition de plusieurs mailles.
Cette superposition conduit alors a des artefacts numériques et a des zones de contraintes
résiduelles de compression importantes qui bloquent la fissure, alors que sa propagation est
normale a cceur et en surface. Par conséquent, dans le but d’étre prédictif en termes de vitesse
de propagation, il est nécessaire d’améliorer la déformation du maillage en coin du choc.
Plusieurs solutions peuvent étre envisagées, telles que la reconstruction du maillage en post-
traitement ce qui permettrait de lisser le champ de contraintes résiduelles ou bien la
modification de la géométrie de 1’outil impactant afin que 1’angle de ce dernier soit moins vif
en coin. Si ces solutions ne sont pas viables et qu’il est nécessaire de poursuivre avec une
combinaison d’approches « contrainte en chaque point » et « interpolation », il sera nécessaire
d’améliorer la transition. En effet, la discontinuité des champs occasionne un saut sur la
vitesse de propagation mais c’est surtout le choix du critére de transition qui est ici a remettre
en question. En effet, le choix de se recaler sur les durées de vie est ici totalement subjectif.
Un critere mécanique aurait pu €tre employé et aurait eu un sens physique plus certain. La
redistribution au voisinage de la fissure peut également expliquer ce décalage. Ainsi, a mesure
que la fissure progresse, le pic de compression atténué « se déplacerait » ce qui donnerait une
transition moins abrupt mais de plus progressif.
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Figure D-7 — Probleme de déformation du maillage en coin du choc

Dans le cadre de la modélisation de la propagation de fissure en trois dimensions dans
un champ de contraintes résiduelles induit par le grenaillage, Jung et al., 1997 ont également
observé ce genre de ralentissement, comme I’illustre la Figure D-9. Ainsi, la propagation est
ralentie dans les premiers stades, puis augmente sensiblement jusqu’a rejoindre la courbe de
fissuration de 1’alliage sans contraintes résiduelles. Ces résultats confirment que la prise en
compte des contraintes résiduelles devrait nous permettre d’étre plus représentatif des
résultats expérimentaux, que ce soit en termes de durées de vie ou de vitesse de propagation.
Dans le sens inverse, cette modélisation confirme également le dépouillement des mesures de
potentiel utilisé ayant permis d’obtenir les courbes de fissuration expérimentales. Ces

N

dernieres sont donc fiables et le ralentissement observé correspond bien a un effet des

contraintes résiduelles.
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Figure D-8 — Vitesse de propagation en fonction de I’amplitude du facteur d’intensité des
contraintes simulée et mesurée expérimentalement (a) a 400°C et (b) a 700°C
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Figure D-9 — Effet du grenaillage sur la vitesse de propagation (Jung et al., 1997)

Conclusions intermédiaires :

La stratégie de modélisation développée dans cette étude a montré la nécessité de
prendre en compte les contraintes résiduelles dans le calcul de durée de vie. En effet, les
résultats expérimentaux ont majoritairement été retrouvés au moins de maniere qualitative.
Ainsi, I’évolution de la forme des fronts de fissure est assez bien décrite par la simulation,
tout comme [’évolution de la vitesse de propagation. Nous observons en outre un
ralentissement de la vitesse de propagation dans les premiers stades, avant que celle-ci
augmente et tende a rejoindre la loi de propagation des fissures longues de l’alliage.

L’application du modele aux anomalies de type choc a profil en V a également permis
de mettre en évidence certaines limites du modele. En effet, le calcul en propagation n’a pas
pu étre effectué pour la simulation a 1 000 MPa en raison d’une prédiction de relaxation
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totale des contraintes résiduelles, due a [utilisation d’une simple loi d’écrouissage
cinématique non linéaire sans contrainte seuil d’activation. Nous avons également constaté
sur les courbes de fissuration simulées, des sauts lors de la transition entre les approches
« contrainte en chaque point » et « interpolation » pouvant altérer la qualité de la prédiction.
C’est pourquoi une attention toute particuliere devra étre apportée sur ces différents points,
dans 'optique d’améliorer cette modélisation. A ce stade, nous validons néanmoins cette
stratégie de modélisation et nous allons 1’éprouver pour une autre géométrie de choc et pour
un autre matériau.

D.2. Application du modele a une autre géométrie de choc et sur un autre
matériau

D.2.1.  Rappel des résultats expérimentaux obtenus pour un choc U

Afin d’évaluer la robustesse de la stratégie de modélisation développée et dans le but
de déterminer les axes d’amélioration possibles, nous avons appliqué ce modele a une autre
géométrie d’anomalie de surface de type choc et pour un autre matériau. Il s’agit des chocs a
profil en U, présenté en Figure D-10. Ces anomalies de surface ont été testées dans le cadre
des travaux de these de Doremus, 2014, pour des profondeurs de 100 pm et 200 um. Des
essais de fissuration ont été réalisés sur des éprouvettes a section rectangulaire, a 550°C et
pour deux contraintes maximales appliquées : 800 MPa et 1 050 MPa, a un rapport de charge
de 0,05.

coupe AA coupe BB
32,7°
1 ——
omm 075_ff;m

Figure D-10 - (a) Vue 3D et (b) caractéristiques géométriques d’un choc a profil en U
(Doremus, 2014)

A T’aide d’un traitement thermique de relaxation des contraintes résiduelles, Doremus
a montré I’influence du champ de contraintes résiduelles présent sous ce type d’anomalie dans
le superalliage a base nickel Inconel 718DA. Comme pour les chocs a profil en V, la
propagation de fissure est alors fortement ralentie dans les premiers stades en présence de
contraintes résiduelles, puis une fois la zone affectée dépassée, la vitesse augmente et tend a
rejoindre la vitesse de propagation des fissures longues de 1’alliage (choc introduit apres le
traitement thermique sur la Figure D-11). Une fois la relaxation des contraintes résiduelles
effectuée (choc introduit avant le traitement thermique), nous pouvons constater que la vitesse
de propagation n’est pas ou peu ralentie. Par cette expérience, Doremus montre que c’est bien
la création des contraintes résiduelles lors de la fabrication de I’anomalie de surface qui

occasionne le ralentissement de la propagation de fissures et contrdle la durée de vie en
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Chapitre D : application de la modélisation mise en place pour des anomalies de type choc

fatigue. Constat que nous avons également observé pour notre matériau et pour une autre
morphologie de choc. Il a également montré I'influence de I’hétérogénéit¢ du champ
mécanique sur I’évolution de la forme des fronts de fissure. En effet, si pour des chocs a profil
en V nous n’avons pas mis en évidence un tel comportement, il n’en est rien pour les chocs a
profil en U. Comme l’illustre la Figure D-12-a, nous pouvons clairement observer qu’en
présence de contraintes résiduelles, la propagation est fortement ralentie au milieu du choc
alors qu’elle semble s’accélérer ou se propager a vitesse normale en coin, ce qui mene a un
front de propagation en « oreille ». Le champ de contraintes résiduelles sous I’impact n’est
pas le seul facteur influant sur 1’apparition d’une telle propagation. En effet, la contrainte
maximale appliquée a également son importance, puisque les essais effectués a 1 050 MPa de
contrainte maximale n’ont présenté aucune propagation en oreille, que ce soit avec ou sans
contraintes résiduelles. Le chargement appliqué étant important, il permet a la fissure de
s’extraire plus rapidement du champ mécanique hétérogene créé par le choc et de le relaxer
plus rapidement, ou alors il se produit avant la fissuration une relaxation des contraintes
résiduelles.

Notre objectif est donc d’essayer de retrouver ces résultats expérimentaux par le biais
du modele développé dans cette étude. Cependant, les anomalies de type choc testées dans le
cadre de la these de Doremus possedent une profondeur de 100 pm et 200 um. Afin de
permettre une comparaison directe avec le champ de contraintes résiduelles calculé pour le
choc a profil en V de 150 um de profondeur, nous estimerons le nombre de cycles a
I’amorcage et la durée de vie totale pour un choc a profil en U d’une profondeur identique,
par une simple interpolation linéaire.

1,0E-05
10 100
1,0E-06 -
O
% Choc introduit S <><> _ |
2 avant TTh < Choc introduit
€ eor o &~ apresTTh
3
3
1,0E-08 -
550° C - R=0,05
1,0E-09

AK (MPa.m'?)

Figure D-11 — Comparaison des vitesses de propagation des fissures s’amorcant a partir de
chocs avec (choc introduit apres le traitement thermique) et sans contraintes résiduelles (choc
introduit avant le traitement thermique) (Doremus, 2014)
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(b) Fﬁ

(d) Fi

Figure D-12 - (a) Facies de rupture d’un choc avec contraintes résiduelles et (c) sans contraintes
résiduelles : 550°C / 800 MPa / 0,05 (Doremus et al., 2015)

D.2.2.  Simulation numérique de la propagation de fissure a partir d’un
choc U

D.2.2.1. Validation du modele utilisé

La simulation de I'introduction de I’anomalie de surface de type choc a profil en U a
été réalisée a 1’aide du modele numérique 3D éléments finis développé pour I’anomalie de
type choc a profil en V. Le modele est strictement identique a 1’exception de la forme de
I’impacteur qui est modifiée, afin que celle-ci corresponde a la géométrie du choc que nous
désirons. Dans le but d’évaluer le champ de contraintes résiduelles induit par I’impact, puis
d’évaluer sa relaxation au cours du cyclage, la loi d’écrouissage cinématique non linéaire de
I’Inconel 718DA, fournie par Snecma, a été utilisée.

Comme pour le choc a profil en V, il convient dans un premier temps de vérifier la
validit¢ du modele numérique, notamment en ce qui concerne la convergence au sens du
maillage. La Figure D-13 présente les résultats de cette étude. Ainsi, nous pouvons voir que
pour cette géométrie de choc, la taille des éléments finis linéaires C3D8R situés directement
sous I’outil, peut étre réduite a 12,5 pm, sans pour autant générer de dégénérescence du
maillage. Nous pouvons également constater que les maillages de 50 um, 25 um et 12,5 um
donnent des résultats sensiblement identiques dans la partie compression mais que des
différences existent dans la partie traction du champ de contraintes résiduelles. Afin d’évaluer
la qualité du maillage utilisé, I’erreur obtenue entre le maillage dit « grossier » et le maillage
dit « fin » a été calculée, comme décrite dans le Chapitre C. Ainsi, I’erreur commise sur la
contrainte suivant I’axe z reste inférieure a 10% pour le maillage de 25 pm par rapport au
maillage de référence de 12,5 pm. Nous pouvons par conséquent estimer que la convergence
au sens du maillage est atteinte pour ces deux tailles de maille. Toutefois, dans le but

d’obtenir la meilleure précision possible, la suite des calculs sera effectuée avec le maillage de
12,5 pm.
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Chapitre D : application de la modélisation mise en place pour des anomalies de type choc

Nous avons également vérifié la pertinence de la solution interpolée aux nceuds en
comparaison a la solution calculée au point d’intégration des différents éléments finis.
Comme le montre la Figure D-14-a, la différence entre ces deux contraintes n’est pas
significative, ce qui signifie que l'interpolation des contraintes aux nceuds constitue une
approximation tout a fait raisonnable. Enfin, nous avons également évalué I’influence de la
valeur du coefficient de frottement sur la contrainte calculée. Comme [I’illustre la
Figure D-14-b, la variation de ce parametre n’engendre quasiment aucune différence sur la
valeur de la contrainte calculée, a ’inverse de ce que nous avions observé pour le choc a
profil en V. Cependant, afin de conserver les mémes parametres de simulation utilisés pour le
choc a profil en V, nous avons appliqué un coefficient de frottement entre I’'impacteur et
I’éprouvette d’une valeur de 0,1. Pour rappel, cette valeur représente une force de frottement
faible entre les deux éléments. Le modele numérique semble donc validé et nous pouvons
désormais évaluer l’intensité du champ de contraintes résiduelles initial et relaxé, et
I’appliquer dans un modele numérique de propagation de fissures.
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Figure D-13 — (a) Evolution de la contrainte o;; suivant la direction y et (b) erreur commise par
rapport au maillage de référence de 12,5 um

0 7 . . .
(a) ! 0.25 0,5 (b)300 7
1 |[—solution aux noeuds :
2500 - \ |——solution aux PI 0 L
|
~ [ —_
> ! Z -500
2. -1000 | =}
[v) ] .
© : €"_1000 —
-1500 H : ]JTO.Z
! ——u=0.3
I -1500 1=0.5
: ——u=0.7
' ——u=0.9
-2000 -— -2000

Figure D-14 — (a) Evolution de la contrainte o3; affichée aux nceuds et calculée aux points
d’intégration suivant la direction y et (b) pour différentes valeurs de u
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D.2.2.2. Analyse des résultats obtenus pour I’anomalie de type choc U

Les profils de contraintes résiduelles obtenus par la modélisation éléments finis, au
milieu et en coin du choc a profil en U, sont présentés en Figure D-15. Les résultats sont
globalement assez similaires a ce que nous avons vu dans la littérature, et également a ce que
nous avons obtenu pour le choc a profil en V. Ainsi, une premiere zone directement sous le
choc, présente d’importantes contraintes résiduelles de compression. Elle s’étend jusqu’a une
profondeur d’environ 700 um en coin du choc et est environ deux fois plus grande en son
milieu (1,5 mm). Au-dela de cette profondeur, des contraintes résiduelles de traction
d’environ 500 MPa au maximum existent dans les deux directions. Bien qu’elle soit du méme
ordre de grandeur, I’amplitude des contraintes résiduelles de compression differe
sensiblement en fonction de la direction d’observation. Ainsi, elles atteignent -1 400 MPa en
coin et sont environ égales a -1 700 MPa au milieu du choc. Quant au pic du maximum de
compression, celui-ci se situe a 500 um a partir du milieu du fond du choc, tandis que la zone
affectée en coin est relativement plus restreinte, puisque le maximum de compression se situe
a environ 170 um.

Bien que les matériaux ne soient pas identiques, la comparaison des champs de
contraintes résiduelles calculés montre 1’influence de la géométrie du choc. En effet, comme
I’illustre la Figure D-16, les profils des contraintes résiduelles montrent une nette différence
entre les deux géométries. Le choc a profil en V engendre des contraintes résiduelles assez
localisées sous I'impact. La région affectée par la présence de contraintes résiduelles de
compression ne s’étend que jusqu’a une profondeur de 500 pm. A l'inverse, les contraintes
résiduelles de compression atteignent une profondeur trois fois plus grande pour le choc a
profil en U. Néanmoins, en ce qui concerne les intensités des contraintes résiduelles, ces
dernieres sont sensiblement identiques pour les deux morphologies de choc. En gardant a
I’esprit que les deux simulations numériques n’ont pas été effectuées pour un méme matériau,
nous pouvons supposer que la profondeur du choc va influer sur I’amplitude des contraintes
résiduelles, tandis que la morphologie du choc jouera plutdt sur la profondeur de la zone
affectée sous I’impact.
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Figure D-15 - Profils des contraintes résiduelles o;; calculées depuis le milieu (vert) et le coin
(jaune) du choc a profil en U
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Figure D-16 — Comparaison des profils des contraintes résiduelles o;; depuis le milieu du choc
a profil en V (René 65) et a profil en U (Inconel 718DA)

A Tinstar du choc a profil en V, la relaxation du champ de contraintes résiduelles
initial a été évaluée, en appliquant une sollicitation cyclique au modele éléments finis. Ainsi,
une fois la réalisation de 1’anomalie de surface terminée, une sollicitation mécanique est
imposée durant le nombre de cycles a I’amorcage constaté expérimentalement. Doremus n’a
cependant pas testé de chocs ayant une profondeur de 150 um. Il a toutefois évalué la nocivité
de chocs a profil en U de 100 um et 200 um de profondeur. Par conséquent, afin d’évaluer
quels seraient les nombres de cycle a I’amorcage ainsi que les durées de vie expérimentales,
nous avons réalisé une interpolation linéaire. Ainsi, le chargement mécanique sera imposé
pendant 3 840 cycles a 550°C sous une contrainte maximale de 800 MPa et pendant
775 cycles a 1 050 MPa (Tableau D-4). Le rapport de charge est quant a lui conservé a 0,05.

La Figure D-17 présente les profils du champ de contraintes résiduelles relaxé pour
les deux conditions de sollicitation. Ces profils ont été tracés au milieu et en coin du choc
modélisé€, pour une contrainte appliquée nulle. Nous pouvons constater I’influence de chaque
condition de sollicitation évaluée. Comme nous 1’avions vu pour le choc a profil en V, plus la
contrainte appliquée est importante, plus la relaxation sera également importante. Ainsi, a
1 050 MPa de contrainte maximale appliquée, la relaxation est 17% plus importante qu’a
800 MPa alors que le nombre de cycles a I’amorcage est 5 fois plus faible. Nous pouvons
également voir que les zones affectées au milieu du choc n’ont pas réellement ét€ modifiées.
Le maximum de compression se situe toujours a environ 500 um a partir du fond du choc et
les contraintes résiduelles s’étendent jusqu’a une profondeur d’environ 1,5 mm. Nous
pouvons néanmoins observer que la profondeur affectée en coin a été modifiée. Ainsi, le pic
du maximum de compression se situe désormais a hauteur de la fissure initiale (environ
50 um de profondeur). En outre, si I’amplitude des contraintes résiduelles est identique au
milieu et en coin du choc a 800 MPa, nous observons une plus grande relaxation en coin du
choc a un plus haut niveau de contrainte appliquée en raison des effets de concentration de
contrainte plus importants.
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Température Omax R Nombre de cycles Durée de vie
O (MPa) a Pamorcage expérimentale
550 800 0,05 3870 29 329
550 1050 | 0,05 775 6 308

Tableau D-4 — Résumé des conditions de sollicitation évaluée numériquement
pour le choc a profil en U (Inconel 718DA)

550°C / 800 MPa 550°C /1 050 MPa
apres 3 870 cycles apres 775 cycles
contraintes aux nceeuds  interpolation contraintes aux nceuds interpolation
500 A 500 -
& -
g 0 . / . | : g 0 | /T . |
k] 1 2 3 4 k3 1 2 3 4
) =
= =
= o=
g -500 - $ -500 -
g g
= =
£ -1000 \ £ -1000 -
= =
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Qo Q
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Distance a partir du fond du choc (mm) Distance a partir du fond du choc (mm)

Figure D-17 - Profils des contraintes résiduelles relaxées calculés au milieu (vert) et en coin
(jaune) du choc a profil en U (Inconel 718DA)

Le champ de contraintes résiduelles relaxé a ensuite été post-traité dans le but de
I’appliquer dans le modele numérique. Pour rappel, ce modele est défini a une échelle
«locale » ou la contrainte en chaque nceud du maillage est utilisée, et a une échelle
« globale » pour laquelle le champ de contraintes est interpolé par une somme de mondmes.
La transition entre les deux approches s’effectue au-dela d’une certaine profondeur de fissure,
déterminée afin de retrouver les durées de vie expérimentales. Cette approche n’a
malheureusement pas permis de retrouver les durées de vie expérimentales obtenues pour une
contrainte maximale appliquée de 800 MPa. En effet, comme I’illustre la Figure D-18,
lorsque nous superposons cette contrainte au champ de contraintes résiduelles calculé, nous
constatons qu’ils existent encore des contraintes résiduelles de compression sous le choc. Par
conséquent, la propagation ne peut avoir lieu car la valeur du facteur d’intensité des
contraintes maximale est inférieure a zéro. La profondeur a laquelle le maximum de
compression est observé, comme critere de transition, ne peut pas étre employée en 1’état. En
effet, nous pouvons constater que cette profondeur coincide avec la profondeur choisie
arbitrairement pour recaler les durées de vie. Ceci pointe une des limites de la modélisation et
montre une nouvelle fois I’importance de bien connaitre le champ de contraintes résiduelles
initial. En effet, sans comparaison expérimentale, nous ne pouvons valider le modele
développé et de ce fait avoir une totale confiance quant au champ de contraintes calculé
numériquement. En outre, la prise en compte de la redistribution des contraintes résiduelles au
voisinage de la fissure pourrait également améliorer leur prédiction. A 1050 MPa de
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contrainte maximale appliquée, la durée de vie expérimentale estimée pour un choc a profil en
U est de 6 308 cycles. Nous pouvons constater, dans le Tableau D-5 récapitulatif, que cette
durée de vie estimée est retrouvée, pour une valeur de a seuil de 540 um (profondeur depuis
la surface). Ainsi, la durée de vie obtenue est de 8 506 cycles (35% d’erreur) tandis que la
durée de vie calculée par le programme PROPAG (champ uniforme et fissure semi-elliptique)
est de 1 702 cycles (73% d’erreur). Ces résultats sont évidemment a nuancer étant donné que
la durée de vie expérimentale est issue d’une simple estimation.

Durées de vie , . ., . .
expérimentales Durées de vie | Durées de vie | a seuil
(interpolation) PROPAG | modele proposé | (um)
550°C/ 800 MPa 29 329 3921 - -
550°C /1050 MPa 6 308 1702 8 506 540

Tableau D-5 — Résumé des durées de vie expérimentales et calculées a I’aide du programme
PROPAG et de la stratégie de modélisation proposée (Inconel 718DA) - Doremus, 2014
Bien que la simulation n’ait pu étre effectuée pour une contrainte maximale de
800 MPa, la différence des profils des contraintes résiduelles au milieu et en coin du choc
permet d’expliquer la propagation en « oreille » observée expérimentalement par Doremus.
Le fait de retrouver des contraintes résiduelles de traction plus rapidement en coin, favorise la
propagation de la fissure dans cette direction, tandis qu’au milieu du choc, la propagation est a
I’inverse toujours ralentie par la présence d’importantes contraintes résiduelles de
compression. Cependant, a un plus fort niveau de contrainte appliquée (1 050 MPa), la
prédiction de I’évolution de la forme du front de fissure ne souligne pas la présence de
propagation en « oreille » comme 1’illustre la Figure D-19, bien que les champs de contrainte
ne soient pas homogenes en coin et au milieu du choc. Néanmoins, la contrainte appliquée
étant plus importante, elle permet a la fissure de sortir du champ de contraintes résiduelles
plus facilement et rapidement. Il en résulte alors une absence de propagation en oreille, ce que
Doremus a constaté expérimentalement pour ce chargement. Nous pouvons également relever
une faible propagation a la surface libre comme pour le choc a profil en V. Cette faible
propagation en surface s’explique par la présence de contraintes résiduelles de compression
ralentissant la fissure et ne lui permettant pas de s’en extraire. En ce qui concerne la vitesse de
propagation, nous observons un ralentissement également dans les premiers stades, malgré
I’arrét de la simulation pour des valeurs de 4K assez faibles, du fait de I’activation de I’un des
criteres d’arrét (contrainte a rupture atteinte dans le ligament restant) (Figure D-20). Nous
aurions pu abaisser les contraintes résiduelles initiales, et par conséquent relaxées,
arbitrairement pour que la fissure puisse se propager, et ainsi avoir une information pour des
valeurs de facteur d’intensité des contraintes plus élevées. Cela montre qu’il est probable que
nous surestimons le champ de contraintes résiduelles initiales et/ou que la redistribution au
voisinage de la fissure est importante et joue un rdle non négligeable sur sa propagation.
Toutefois, nous pouvons supposer un comportement identique au choc a profil en V. Ainsi, la
vitesse devrait augmenter jusqu’a atteindre la loi de propagation des fissures longues de
I’alliage. Expérimentalement, Doremus observe également un ralentissement mais beaucoup
moins prononcé que le choc V, conformément aux prédictions de la modélisation proposée.
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Figure D-20 — Evolution de la vitesse de propagation : 550°C /1 050 MPa (Inconel 718DA)
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Conclusions intermédiaires :

Afin d’évaluer sa robustesse, la modélisation proposée a été appliquée a une autre
géométrie de choc. Ces chocs ont un profil en U et ont été testés dans le cadre des travaux de
these de Doremus, 2014 sur [’alliage Inconel 718DA. Apres avoir validé le modele éléments
finis (convergence, influence du coefficient de frottement), ce dernier nous a permis de
montrer ’influence de la géométrie du choc sur la réponse en contrainte du matériau. Ainsi,
le choc a profil en V localise les contraintes résiduelles directement sous la surface, tandis
que le choc a profil en U occasionne une zone affectée plus profonde. Pour un choc de
150 um de profondeur, la zone affectée du choc a profil en U est 3 fois plus grande que celle
du choc a profil en V. Ces simulations montrent donc qu’outre le type, la géométrie de
[’anomalie de surface a une grande importance. Ainsi, la largeur au fond de ’anomalie
constitue un parametre supplémentaire a mesurer lors des contrdles non destructifs en plus
de la profondeur et de la longueur.

La modélisation numérique de la propagation de fissure n’a pas permis d’évaluer une
durée de vie pour la simulation a 800 MPa. En effet, la relaxation des contraintes résiduelles
n’est pas tres importante et des contraintes de compression existent encore sous I’anomalie.
Par conséquent, le champ externe ne parvient pas a surmonter le champ de contraintes
résiduelles ce qui stoppe le calcul en propagation. Ceci pointe une nouvelle fois I'importance
de la loi de comportement employée dans une telle analyse et de la prise en compte de la
redistribution en pointe de fissure.

D.3. Conclusions sur la stratégie de modélisation développée

La modélisation de la propagation de fissures a partir d’anomalies de surface de type
choc, développée dans le cadre de cette these, est divisée en trois grandes étapes: la
simulation de I'introduction du choc, qu’il soit a profil en V ou en U, le post-traitement du
champ de contraintes résiduelles évalué apres relaxation, et 1I’application de ce champ dans un
modele numérique de propagation de fissures. Cette stratégie est relativement simple de mise
en ceuvre et d’application. Le modele éléments finis permettant de simuler I’'impact est en
outre assez robuste. En effet, nous avons montré que la convergence au sens du maillage a été
atteinte et que la solution interpolée aux nceuds semblait €tre une approximation tout a fait
raisonnable par rapport a la solution calculée aux points d’intégration. De plus, les vitesses
d’impact expérimentales étant faibles (inférieures a 5 m/s), le choix d’une modélisation quasi-
statique est ici tout a fait justifié. Toutefois, sachant qu’aucune comparaison avec un champ
de contraintes résiduelles mesuré expérimentalement n’a été conduite dans cette these, il est
nécessaire d’analyser celui obtenu numériquement avec précaution.

Il est d’autant plus nécessaire de 1’analyser avec précaution que nous utilisons ici un
modele classique de plasticité (loi d’écrouissage cinématique non linéaire) que nous
appliquons a un cas de forte contrainte hydrostatique, comme en témoigne la Figure D-21. I
serait par conséquent intéressant de pouvoir étudier 1’influence d’une loi de comportement
ayant une dépendance a la contrainte hydrostatique sur la réponse en contrainte, comme par
exemple le modele de Drucker-Prager (Drucker et al., 1957). De plus, nous pouvons
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constater que les contraintes résiduelles sous le choc sont fortement multiaxiales. Or, nous
avons supposé dans notre modélisation que seule la contrainte d’ouverture o3; intervenait.
Méme si expérimentalement 1’influence d’un mode II ou III n’a pas réellement été mise en
évidence, il serait plus pertinent d’employer un facteur d’intensité des contraintes équivalent
Ks, dans notre modele de propagation. Il existe différentes manieres dans la littérature
permettant de I’évaluer. Ainsi, pour des cas de chargement élastique en contrainte plane, le
facteur d’intensité des contraintes équivalent peut etre déterminé a partir des relations établies
par Irwin, 1957, reliant le taux de restitution d’énergie G et le facteur d’intensité des
contraintes K (Equation (1)). Tanaka, 1974 a quant a lui proposé un modele basé sur les
champs de déplacements en pointe de fissure, menant a I’Equation (2). Toutefois, sous
I’action d’une sollicitation mixte, il se peut que la fissure bifurque du plan de propagation. Il
est donc intéressant de pouvoir prendre en compte cette bifurcation.
Hourlier et Pineau, 1982 ont proposé un critere permettant de définir la direction de
propagation de la fissure. Ainsi, cette direction est déterminée comme celle qui maximise la
vitesse de propagation apres bifurcation. Les facteurs d’intensité des contraintes apres
bifurcation sont donc calculés en fonction de 1’angle de bifurcation 8 et a partir des valeurs
avant bifurcation. Différentes facons de prendre en compte le chargement multiaxial dans le
calcul du facteur d’intensité des contraintes existent donc dans la littérature. Ces modeles ont
toutefois été définis de maniere empirique. Néanmoins, la prise en compte de cette triaxialité
devrait améliorer la compréhension des mécanismes mis en jeu et permettrait également
d’étre plus fidele a la réalité.
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Figure D-21 - Profils des composantes du tenseur des contraintes depuis le milieu du choc a
profil en V de 150 um de profondeur

Néanmoins, le modele numérique proposé a permis de retrouver qualitativement
certains des résultats observés expérimentalement, et par conséquent de confirmer nos
hypotheéses quant aux différents effets des contraintes résiduelles sur la propagation de
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fissures a partir d’anomalies de surface. Une bonne concordance entre I’évolution des fronts
de fissure simulée et celle observée expérimentalement a notamment été constaté pour les
chocs a profil en V. Nous avons également pu expliquer la présence, et 1’absence, de
propagation en oreille pour les chocs a profil en U dans I’Inconel 718DA. Enfin, nous avons
confirmé que le ralentissement de la propagation observé expérimentalement était bien le fruit
des contraintes résiduelles de compression, situées directement sous I’impact. De plus,
I’influence de la géométrie de I’outil impactant sur la réponse du matériau en contrainte a été
évaluée. Ainsi, la profondeur du choc influe sur I’amplitude des contraintes résiduelles
obtenues, tandis que la géométrie joue sur la profondeur de la zone affectée. En outre, nous
avons constaté que les chocs a profil en V ont tendance a localiser les contraintes résiduelles
juste sous la surface, tandis que les chocs a profil en U affectent une profondeur beaucoup
plus importante (environ trois fois plus grande pour un choc de 150 um de profondeur).

Toutefois, au fil de I’analyse des résultats, nous avons relevé plusieurs points
d’amélioration possibles. La loi de comportement utilisée constitue le point central de la
modélisation car c’est sur elle que repose tous les résultats obtenus. Ainsi, pour le superalliage
René 65, nous avons mis en évidence une relaxation importante du champ de contraintes
résiduelles initial pour un nombre de cycles assez faible. Ceci a conduit a la relaxation quasi-
totale du champ de contraintes résiduelles lorsque la contrainte appliquée était importante
(1 000 MPa), ne permettant pas d’effectuer le calcul de durée de vie. A I'inverse, pour
I’Inconel 718DA, la relaxation n’est pas tres importante. En effet, pour une faible contrainte
appliquée la relaxation est peu importante, malgré un nombre de cycles conséquent. Apres
simulation de la relaxation mécanique, des contraintes résiduelles de compression subsistent
toujours sous I’impact, engendrant un facteur d’intensité des contraintes maximal inférieur a
zéro et conduisant a 1’arrét du calcul, étant donné que nous ne prenons pas en compte la
redistribution des contraintes. La loi de comportement est donc un élément crucial du modele
numérique. Il est par conséquent nécessaire de choisir des lois de comportement fiables et

N

robustes et de les identifier par des essais appropriés. L’application de lois a multiples
écrouissages cinématiques non linéaires, associées a une contrainte d’activation seuil, peut
constituer une piste d’amélioration possible, car elles ont montré leur intérét dans des études
précédentes et pour des anomalies de surface EDM (Chaboche, 1991, Jung et al., 1997). Le
taux de triaxialité étant important sous 1’anomalie de type choc, des lois de plasticité ayant
une dépendance a la contrainte hydrostatique pourraient également é€tre envisagées

(Drucker et al., 1957), comme nous 1’avons évoqué précédemment.

Nous avons souvent relevé une faible propagation de fissure a la surface libre. La
présence d’importantes contraintes résiduelles de compression dans ces zones semblent €tre a
I’origine du phénomene. Il en résulte alors une difficulté pour la fissure de s’en extraire et
donc de pouvoir se propager normalement. La plasticité importante en coin du choc associée a
I’état de contraintes planes peut également occasionner une augmentation de la fermeture de
fissure et par conséquent ralentir la propagation a la surface. Nous pouvons donc nous
demander si la correction d’Elber utilisée, identifiée sur des éprouvettes CT sans contraintes
résiduelles et pour une sollicitation uniaxiale, est suffisante pour décrire les phénomenes de
fermeture dans un champ de contraintes résiduelles fortement multiaxial.
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Nous pouvons également remettre en question la stratégie de modélisation, et
notamment la transition entre les approches «contrainte en chaque point» et
« interpolation ». En effet, comme nous 1’avons constaté sur les courbes de fissuration
simulées, la transition entre les deux approches n’est pas progressive mais instantanée, ce qui
provoque un saut pouvant altérer la qualité de la prédiction et ne représentant pas la physique.
De plus, le choix de se recaler sur les durées de vie est totalement arbitraire. Malgré cela,
I’évolution de la vitesse de propagation est tout de méme retrouvée, méme si le ralentissement
est souvent plus important que celui observé expérimentalement. Il serait peut étre intéressant
d’évaluer les effets de redistribution des contraintes résiduelles le long du front de fissure, qui
pourrait aider a une meilleure prédiction.

Finalement, comment &tre plus prédictif sur le calcul de durée de vie en fatigue, des
anomalies de surface de type choc ? Tout d’abord, il est indispensable de vérifier la validité
du premier maillon de la chaine de modélisation. En effet, le calcul en propagation repose sur
I’évaluation du champ de contraintes résiduelles initial (puis relaxé) obtenu apres I'impact
d’un outil sur notre matériau. Il est donc indispensable de pouvoir avoir une mesure
expérimentale qui nous permettrait de recaler le champ calculé numériquement, et ainsi d’étre
plus prédictif sur la durée de vie calculée. Parmi, les moyens expérimentaux envisagés, la
diffraction des rayons X synchrotron parait constituer une bonne solution. Elle est d’ailleurs
de plus en plus utilisée dans la littérature afin de mesurer le champ de contraintes résiduelles
apres I'impact d’un FOD (Frankel et al., 2012, Zabeen et al., 2013) et méme d’une rayure
(Khan et al., 2011). L’avantage de cette technique réside dans le fait qu’elle ne nécessite pas
de préparation particuliere de 1’éprouvette. En effet, le rayonnement est tel qu’il n’est pas
nécessaire de couper 1’éprouvette ou de la polir pour atteindre les contraintes résiduelles
situées sous la surface de I’échantillon. Le rayonnement synchrotron constitue donc une
technique expérimentale permettant d’étudier un état de contrainte 3D du matériau dans son
volume et de maniere non destructive.

Il sera également nécessaire dans un second temps de supprimer les approximations
liées au passage entre les approches « contrainte en chaque point » et « interpolation ». La
solution la plus efficace serait de modéliser la propagation de fissure directement dans le
modele numérique éléments finis par des techniques de remaillage, utilisées par
Lin et al., 2014, ou par I'utilisation de la méthode des éléments finis étendus X-FEM
employé par exemple par Feulvarch et al., 2013. Ces derniers ont utilisé cette technique afin
de simuler la propagation d’une fissure dans un champ de contraintes résiduelles induit par
une trempe. Apres avoir simulé numériquement le traitement thermique, les auteurs ont utilisé
la technique X-FEM afin de prédire le chemin de fissuration dans une éprouvette en deux
dimensions, en supposant que la fissure n’occasionnait pas de plasticité supplémentaire lors
de sa propagation. Ainsi, a chaque incrément, le champ de contraintes en tout point du front
de fissure est évalué, puis les facteurs d’intensité des contraintes K; et Kj sont calculés.
L’angle de désorientation de la fissure est alors déterminé par des approches empiriques
permettant de laisser la propagation de la fissure libre, tout en restant dépendant aux valeurs
de contraintes rencontrées. Ils ont ainsi obtenu une bonne concordance entre le chemin de
propagation expérimental et celui simulé, comme en témoigne la Figure D-22. L’utilisation
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d’une telle technique semble applicable a notre probleme et pourrait constituer une solution
intéressante afin d’améliorer la prédiction.
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Figure D-22 - (a,b) Evolution du chemin de fissuration dans le champ de contraintes o,, a
différents instants et (c) comparaison entre les chemin de fissuration expérimental (en bleu)
et numérique (vert et rouge) (Feulvarch et al., 2013)

Enfin quelles perspectives apporter a la modélisation ? Tout d’abord, I’évaluation
d’autres types de chargement parait primordiale dans le but de se rapprocher au plus pres des
conditions réelles de sollicitations vues par le moteur (fatigue-temps de maintien, cyclage
thermomécanique, déformation imposée). En effet, il ne faut perdre de vue que 1I’objectif final
est de proposer un outil de modélisation de la propagation de fissure a partir d’anomalies de
surface, applicable a 1’échelle du disque de turbine. Il est donc nécessaire d’évaluer et de
réaliser autant d’étapes intermédiaires que possible, qu’elles soient d’ordre expérimentales ou
numériques afin de s’approcher des conditions réelles. Le temps imparti a cette étude n’a pas
permis de conduire a la réalisation d’essais de fatigue avec temps de maintien. Pourtant, la
propagation de fissures a partir de rayures et de chocs est peu étudiée pour ce type de
chargement. La relaxation des contraintes résiduelles sera dans ce cas plus importante et
pourra de ce fait modifier les différents comportements que nous avons observés sous un
chargement de fatigue pure. Une campagne expérimentale devra donc étre effectuée afin
d’évaluer chacun de ces parametres, dans le but d’étoffer la modélisation numérique sur
éprouvette, avant d’envisager le passage de ce méme modele a 1’échelle du disque. Cette
transition pourra se faire soit en appliquant directement un modele numérique représentant le
disque en 3D, a I'instar de Krutiy, 2009 qui a modélisé la propagation de fissure dans un bord
d’attaque en trois dimensions a I’aide de la technique de remaillage du front de fissure. Cette
approche, ou bien méme I’utilisation de la méthode des éléments finis étendus (X-FEM),
semble étre la plus précise. La seconde solution consisterait donc a étudier d’autres
géométries d’éprouvette, contenant des gradients de contraintes initiaux plus proches de ceux
rencontrés sur les disques de turbine (bride, alvéole). La transition entre les deux échelles
serait donc facilitée, tout en conservant une précision du calcul raisonnable, pour un temps de
calcul bien inférieur a la premiere solution.

Enfin, cette modélisation pourrait €tre utilisée dans une approche probabiliste et
permettrait ainsi de faire progresser la quantification a faire lors des contrdles non destructifs
et valider les parametres d’ordre un a mesurer. Les contrdles non destructifs effectués sur les
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pieces de la flotte moteur évaluent le type, la profondeur et la longueur de chaque anomalie.
Toutefois, nous avons montré que la largeur au fond de 1’anomalie est toute aussi importante.
Il existe par conséquent une distribution de profondeur, de longueur et de largeur au fond de
I’anomalie. L’application de ces distributions dans notre modélisation numérique, avec les
limites énoncées précédemment, permettrait ainsi d’évaluer une distribution de durées de vie
et de déterminer le ou les parametres qui sont vraiment a mesurer, si le modele est validé.
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Cette étude est inscrite dans un programme de certification en tolérance au dommage
des pieces tournantes que sont les disques de turbine. C’est pourquoi 1’étude a été réalisée sur
le superalliage a base nickel René 65, qui sera notamment employé dans le nouveau moteur
CFM International, LEAP. Elle avait pour but d’évaluer la nocivité des anomalies de surface
de type maintenance sur la durée de vie en fatigue. Nous voulions notamment répondre a la
question de I'influence du type, de la profondeur et de la morphologie des anomalies de
surface sur la tenue en fatigue du matériau. Ainsi, deux types d’anomalies représentatives de
celles observées en flotte ont été définis. Il s’agit des rayures et des chocs. Dans le but de
découpler les effets de géométrie des effets de contraintes résiduelles, les anomalies de
surface de type rayure et choc ont €té concues de manicre a ce qu’elles aient un profil
géométrique identique mais un mode de fabrication différent. L’ intérét scientifique résidait,
dans un premier temps, dans la compréhension des mécanismes d’amorcgage et de propagation
de fissures a partir de ces anomalies possédant un état initial (microstructure, contraintes
résiduelles) différent. Nous voulions ainsi mettre en lumiére I'influence des contraintes
résiduelles sur la propagation des fissures. Dans un second temps, 1’objectif était de proposer
une modélisation de la propagation de fissure plus appropriée pour ce type d’anomalie initial.
En effet, les modélisations actuelles de la propagation de fissure a partir des rayures et des
chocs ne prenant pas en compte tous les phénomenes mécaniques mis en jeu, en particulier
I’action des contraintes résiduelles, sont trop conservatives et ne permettent pas, par
définition, de retrouver les résultats expérimentaux observés.

Afin d’atteindre ces objectifs, nous avons utilisé différents outils expérimentaux et une
chaine de calcul numérique. Une campagne expérimentale a ainsi été menée dans le but
d’évaluer le comportement en fatigue de ces différentes anomalies de surface. Des essais de
fissuration ont donc été effectués sur des éprouvettes a section rectangulaire contenant soit des
rayures, soit des chocs. Les conditions de sollicitation ont été choisies dans le but de couvrir
I’ensemble du domaine de chargement thermomécanique vu par le moteur. Afin d’avoir une
information quantitative sur la profondeur de fissure au cours du cyclage, la technique du
suivi de la différence de potentiel a été utilisée. Des améliorations ont notamment été
apportées afin de mieux détecter I’amorcage (diminution de la distance des fils au bord de
I’anomalie) et d’avoir une information relative a la morphologie du front de fissure (méthode
3 points). Apres avoir établi une stratégie d’identification de la courbe de calibration
numérique, et a ’aide de comparaisons issues de marquages thermiques, il a ét€¢ montré que
I’utilisation de cette technique de suivi de fissuration était fiable et robuste. Toutefois, des
améliorations sont nécessaires. En effet, nous avons mis en évidence I'importance de la
plasticité sur la mesure de la différence de potentiel. Cette plasticité n’est pour 1’heure pas
prise en compte directement dans la stratégie numérique de calibration. Cette prise en compte
parait nécessaire dans le but d’obtenir une courbe de calibration plus précise. Cette étape est
d’autant plus importante que la courbe de calibration constitue la base de I’analyse des
résultats expérimentaux et qu’elle doit permettre de répondre aux questions scientifiques avec
précision et rigueur.
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L’analyse des résultats expérimentaux a montré 1’amorcage tres rapide de fissures a
partir de rayures et de chocs. De manicre générale, la part d’amorcage sur la durée de vie
totale de I’éprouvette reste inférieure a 20%, a 1’exception notable des rayures évaluées a
400°C et pour une contrainte maximale de 700 MPa. En effet, pour cette condition de
sollicitation, la quasi-totalité des rayures n’a pas présenté d’amorcage au sens du potentiel.
Pourtant, aprés découpe transversale et observation au microscope électronique a balayage,
nous avons constaté la présence de fissures allant de 5 um a 30 um de profondeur au fond de
ces rayures. Au regard de la concentration de contraintes liée a la géométrie de 1’anomalie,
I’amorcage d’une fissure est cohérent. En effet, a I’aide d’un calcul éléments finis élastique
nous avons montré que le coefficient de concentration de contraintes K; est de 9 et que le
champ mécanique était affecté jusqu’a une distance d’environ 300 pm sous la rayure.
Cependant, la présence d’un champ de contraintes résiduelles sous 1’anomalie ralentit et
bloque la propagation de cette fissure. Ce constat a été confirmé par les essais effectués apres
la réalisation d’un traitement thermique de relaxation des contraintes résiduelles. En effet,
nous avons constaté que toutes les rayures traitées thermiquement ont mené a la rupture de
I’éprouvette. Il existe par conséquent une compétition entre la surcontrainte générée par la
géométrie et le champ de contraintes résiduelles sous 1’anomalie de type rayure, pour cette
condition de chargement.

En outre, I’exploitation des mesures électriques de la différence de potentiel a montré
que la vitesse de propagation des fissures, s’amorcant a partir de rayures ou de chocs, était
fortement ralentie dans les premiers stades de la propagation, et que la durée de vie en fatigue
d’éprouvettes contenant de telles anomalies €tait principalement consommée dans cette partie.
Afin de mettre en évidence un effet des contraintes résiduelles, un traitement thermique de
relaxation a été utilisé. Son utilisation a révélé que le champ mécanique hétérogene créé lors
de la fabrication de I’anomalie était la source physique du ralentissement observé. Ainsi, les
rayures qui ne présentaient pas d’amorgage au sens du potentiel en présence de contraintes
résiduelles, ont toutes menées a rupture apres relaxation (sans contraintes résiduelles). De
plus, nous avons montré que les chocs et les rayures sans contraintes résiduelles se
comportaient d’une fagon similaire aux fissures longue de 1’alliage. Les résultats ont
également montré I'influence de ce champ sur la forme du front de fissure. En effet, nous
avons observé qu’en présence de contraintes résiduelles, les fissures s’amorgant au fond des
rayures avaient tendance a propager en profondeur, au milieu de I’anomalie, mais trés peu en
surface. Cette morphologie complexe du front de fissure est expliquée par 1’hétérogénéité du
champ de contraintes résiduelles liée a la vitesse d’usinage. Nous avons montré qu’une fois
les contraintes résiduelles relaxées, la propagation de fissure a partir des rayures était de
forme semi-elliptique. Par ce résultat, nous avons mis en lumiere que la vitesse d’usinage de
la rayure était un parametre important, au méme titre que la profondeur, pouvant jouer un role
sur le comportement en propagation.

Cette campagne expérimentale nous a montré que, globalement, la phase de
propagation est dominante et que la phase d’amorcage pouvait étre négligée de maniere
générale pour les anomalies de type rayure et choc. Cependant, cette part d’amorgage pourrait
ne plus étre négligeable pour des anomalies de plus faible profondeur, pour d’autres
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conditions de sollicitation ou bien pour des anomalies plus douces. En outre, les essais
réalisés dans cette étude ont montré 1’importance du champ de contraintes résiduelles sur la
vitesse de propagation des fissures. De plus, la certification des moteurs se faisant en
tolérance au dommage, nous voulons tendre vers un outil de calcul numérique simple mais
prenant en compte les principaux éléments pertinents d’un point de vue physique. C’est
pourquoi une modélisation prenant en compte les contraintes résiduelles a été proposée. Ainsi,
nous avons proposé une stratégie de modélisation de la propagation de fissures a partir
d’anomalies de surface de type choc, divisée en 3 étapes : (i) la simulation de 1’introduction
d’une anomalie de surface de type choc afin d’obtenir le champ de contraintes résiduelles
autour de cette derniere, (ii) I’évaluation de la relaxation des contraintes résiduelles due au
chargement mécanique et (iii) 1’application de ce champ mécanique dans un modele
numérique qui calcule le facteur d’intensité des contraintes le long du front de fissure.
L’évaluation de la relaxation mécanique est primordiale et elle ne doit pas €tre négligée. Les
approches considérant le champ initial commettent une grande erreur. La connaissance de la
contrainte en tous points du front de fissure est nécessaire en entrée de la modélisation. Nous
avions envisagé dans un premier temps, interpoler la globalit¢ du champ mécanique dans le
plan de propagation par une somme de mondmes. Toutefois, nous avons constaté que
I’interpolation ne permettait pas de retrouver I’évolution de la contrainte, et notamment le
passage par un minimum de compression puis par un maximum de traction. Nous avions
envisagé dans un second temps utiliser la contrainte en chacun des nceuds du maillage.
Toutefois, cette approche n’a pas été possible du fait d’une déformation importante du
maillage en coin créant alors des artefacts numériques ne permettant pas d’effectuer
correctement le calcul en propagation. C’est pourquoi nous avons utilis€ une combinaison de
ces deux approches. Ainsi, le champ mécanique est déterminé a une échelle «locale »
(connaissance de la contrainte aux nceuds du maillage) jusqu’a une certaine profondeur puis a
une échelle « globale » (interpolation du champ mécanique par une somme de mondmes). La
profondeur de transition entre les deux approches est déterminée de manicre arbitraire afin
que les durées de vie expérimentales soient retrouvées. Le critere choisi devra étre amélioré.

La chaine de modélisation développée dans cette étude a ét€ employée dans le but de
comprendre et d’expliquer les résultats observés expérimentalement, et par conséquent de
répondre aux questions que nous nous sommes posées. Le modele numérique a ainsi permis
de retrouver les résultats observés pour I’anomalie de type choc a profil en V, que ce soit en
termes d’évolution de la forme du front de fissure ou de vitesse de propagation. Le modele a
ensuite été appliqué pour une autre géométrie de choc, a profil en U, et pour un autre
matériau. Son application a notamment permis de confirmer les hypotheéses émises par
Doremus. Ainsi, la propagation en oreille est expliquée par I’hétérogénéité dans le plan du
champ de contraintes résiduelles sous le choc. Cette prédiction n’est pour I’heure que
qualitative. Afin d’étre plus prédictif, une évaluation expérimentale du champ de contraintes
résiduelles, ou numérique par des méthodes inverses, est nécessaire dans le but d’identifier le
champ de contraintes résiduelles initiales de maniere plus précise. Cela constitue la
perspective la plus importante de I’étude. Expérimentalement, la méthode de la diffraction des
rayons X synchrotron semble constituer une bonne solution. En effet, elle a récemment été
éprouvée dans la littérature pour d’autres types de choc (FOD) et également pour des rayures,
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avec de bons résultats. Numériquement, 1’évaluation du champ de contraintes résiduelles
pourra se faire de maniere inverse. Le principe consiste a déterminer le champ de contraintes
résiduelles sous 1’anomalie de surface qui est responsable du ralentissement de la vitesse de
propagation observé. Ainsi, nous aurons un champ mécanique qui ne correspond pas
directement au comportement physique du matériau mais qui le représente bien vis-a-vis des
durées de vie et des vitesses de propagation constatées. Nous pouvons également imaginer
évaluer le champ de contraintes résiduelles a I’aide de cartographies de nanoindentation. En
simulant des indentations instrumentées dans un champ précontraint par la méthode des
éléments finis et en comparant la réponse de mise en charge-décharge avec une mesure
expérimentale, il est ainsi possible d’évaluer le champ de contraintes résiduelles sous une
anomalie de surface par une calibration numérique. Concernant les anomalies de surface de
type rayures, aucune modélisation de la propagation de fissures n’a été proposée dans cette
étude. En effet, nécessitant des connaissances dans le domaine de la simulation numérique
d’usinage par enlevement de matiere, nous n’avons pas abordé la modélisation de ces
anomalies. S’il s’avere que la modélisation par éléments finis de ces anomalies est trop
complexe nous pouvons imaginer approximer le champ mécanique par ces méthodes inverses,
en premiere approche. Mais la connaissance de certains spécialistes dans le domaine sera
nécessaire.

Afin d’avoir des prédictions de qualité, il est donc nécessaire d’approximer le champ
mécanique relaxé, qui comporte de forts gradients, avec la plus grande précision. Par
conséquent, il sera également nécessaire dans un second temps de supprimer les
approximations liées au passage entre les approches « contrainte en chaque point » et
« interpolation ». En effet, le choix de la durée de vie comme variable de transition entre les
deux approches est assez subjectif. La solution la plus pertinente serait de développer une
chaine numérique par éléments finis complete afin de modéliser la propagation de fissures.
Elle pourra se faire par des techniques de remaillage ou par la méthode des éléments finis
étendus X-FEM. De plus, nous avons eu des difficultés a obtenir un champ de contraintes
« propre » en coin du choc. Ceci est di a des problemes numériques et notamment a des
superpositions de mailles qui génerent des artefacts numériques sur la contrainte calculée.
C’est pourquoi il est nécessaire en premier lieu de bien travailler sur ces aspects, en
arrondissant le bout de 1’outil impactant par exemple, ou bien en post-traitant plus finement
les quelques éléments finis posant probleme. En outre, la modélisation de la propagation de
fissures dans le modele éléments finis permettra d’évaluer les phénomenes de redistribution,
mais également de prendre en compte la triaxialité du champ de contraintes résiduelles au
voisinage de la fissure.

Enfin, il ne faut pas perdre de vue que la modélisation proposée se doit d’étre efficace
a I’échelle du disque de turbine. Or, les essais effectués dans cette étude semblent peu
représentatifs en termes de chargement thermomécanique. En effet, des essais avec temps de
maintien, avec des chargements thermomécaniques plus complexes, en déformation imposée,
ainsi que sur des matériaux vieillis sont nécessaires, et peuvent étre réalisés en laboratoire.
Dans un premier temps, il serait intéressant d’étudier le comportement des anomalies de
surface sous ces différents types de chargement, et notamment évaluer le comportement du
champ mécanique hétérogene créé sous ces dernieres, dans le but de se rapprocher des
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conditions réelles subies par les picces en service. Il est d’ailleurs trés probable qu’un
comportement tout a fait différent soit observé. Dans le cadre de cette these, nous avons
réalis€ un essai de propagation a 700°C et pour une contrainte maximale appliquée de
700 MPa, a partir d’'une anomalie de type choc dans un matériau vieilli pendant 500 heures a
800°C. Cette durée et cette température ont été déterminées grace aux travaux de these
d’Aude Laurence qui montre que des phases parasites fragiles (TCP), pouvant modifier le
comportement en fluage et en fatigue de I’alliage, apparaissent pour cette gamme de
vieillissement. Cependant, les résultats n’ont montré aucune différence que ce soit en termes
de durées de vie ou de vitesse de propagation. Il est cependant trés probable qu’en fatigue-
temps de maintien des différences interviennent. Nous pouvons également imaginer concevoir
des éprouvettes autour d’anomalies de surface naturelles observées sur des moteurs en fin de
vie.

Lors de cette étude, nous avons également participé au programme EROMDAT
(EASA) qui avait pour but d’évaluer la nocivité des anomalies de surface de type choc et
rayure, a géométrie plus douce, dans des superalliages a base nickel. La chaine de
modélisation proposée semble tout a fait valable pour les anomalies de type choc du
programme, bien que les vitesses d’impact soient différentes. La vitesse d’impact étant
relativement faible, environ 30 m/s, une modélisation quasi-statique pourrait €tre envisagée.
Ainsi, seule la géométrie de I'impacteur devra €tre modifiée. Néanmoins, il convient dans un
premier temps d’analyser les résultats expérimentaux avec une plus grande précision. En
effet, la géométrie des anomalies de surface étant plus douce, il se peut que la phase
d’amorcage ne soit plus négligeable, auquel cas la modélisation proposée ne sera pas valable.
Des criteres d’amorgage seraient alors peut-étre plus pertinents.

Nous pouvons également imaginer coupler cette modélisation déterministe a une
approche probabiliste. En effet, suite aux observations faites sur la flotte moteur, nous
pouvons constater la présence d’une population d’anomalies de surface de différentes
profondeurs, longueurs et morphologies. Ainsi, la stratégie de modélisation développée
n’aurait pas pour objectif d’évaluer le champ mécanique autour de 1’anomalie de maniere
précise mais de bien le représenter en termes de durées de vie. Grace a un calcul analytique, il
serait possible d’en déduire une distribution de durées de vie. Cette démarche pourrait étre
également intéressante du point de vue de 1’avionneur. Tout ceci permettra a termes d’enrichir
la compréhension de la propagation de fissure a partir de ces anomalies, et d’affiner la
modélisation numérique.

Nous avons également mis en évidence par le biais de la modélisation proposée
I’importance de la géométrie des anomalies de surface pour un mode de fabrication identique.
En effet, nous avons montré que les profils de contraintes résiduelles calculés étaient
différents entre les chocs a profil en V et a profil en U. Or, nous savons désormais que le
champ mécanique hétérogene sous les anomalies de surface est le parametre physique d’ordre
un contrdlant la durée de vie. Ainsi, si la profondeur et la longueur des anomalies sont des
parametres d’ores et déja mesurés lors des controles non destructifs, la largeur au fond de
I’anomalie constitue un nouveau parametre qu’il sera nécessaire d’évaluer lors de ces
controles.
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Annexe A : essais de fatigue oligocyclique

Les essais de fatigue oligocyclique présentés dans cette annexe ont été réalisés par
Snecma. Toutefois, I’identification de la loi de comportement a été effectuée dans le cadre de
cette these. Cette annexe est divisée en trois parties :

- Présentation de la procédure expérimentale ;
- Présentation des résultats ;
- Identification de la loi de comportement.

A.1l. Procédure expérimentale

Les essais de fatigue oligocyclique ont été réalisés sur des éprouvettes cylindriques
dont le plan est décrit en Figure A-1. La longueur utile est de 13 mm pour un diameétre de
4,37 mm. Un polissage mécanique, jusqu’au micron, est effectué sur la partie utile de
I’éprouvette.

S
- o
” o
D gl O } R = 2 -
= (_.J— "
1+ 02 ]
] ? \ ifﬁ :
¥ ! Pt i
- ':'\f‘/__ _'_'_'_// 3
— || W=
i -~ } 3
g 3
o
1
® A o
B 3
FIEEIAE (=]
o=
| 56+0.5 |
NREED NECTEE

Figure A-1 — Plan de I’éprouvette de fatigue oligocylique utilisée dans cette étude

L’ensemble des essais a été conduit en déformation imposée, suivant un signal
triangulaire, a trois vitesses de déformation différentes : 107 s"l, 10* st et 107 s7!. Leffet de
la contrainte moyenne a été étudié grace a des essais effectués a R, = 0. Une série d’essais a
R. = -1 a également été réalisée dans le but de caractériser 1’écrouissage cinématique du
René 65. Enfin, I'influence de la température a été évaluée par le biais d’essais réalisés a
400°C et a 700°C.

Comme I'illustre la Figure A-2, la méthode par palier a ét€ employée afin de réaliser
ces essais de comportement. Dans le but de vérifier la bonne tenue de I’extensometre et le bon
déroulement de I’essai, le module d’ Young est vérifié au début et a la fin de chaque essai mais
également entre chaque palier. La variation moyenne est d’environ 1,1% avec une variation
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maximale de 3,7%. Cette faible variation au cours de 1’essai nous permet d’avoir confiance
quant au bon déroulement de 1’essai, et par conséquent quant aux données acquises.

Les essais de fatigue oligocyclique par palier sont donc décomposés comme suit :

- Mesure du module d’Young ;

- 250 cycles, de/dr=107 s™" ; 100 cycles, de/dt=10" s ; 25 cycles, de/dt=107 s 2 gax 1
- Mesure du module d’Young

- 250 cycles, deldt=107 s ; 100 cycles, deld=107* ¢! ; 25 cycles, deldt=107 s a Emax 2
- Mesure du module d’Young

- 250 cycles, deldt=107 s ; 100 cycles, deld=107* ¢! ; 25 cycles, deldt=107 s a Emax 3
- Mesure du module d’Young

4 25 cycles 2107 s™

€max3 | 250 cycles a 107 57!

1 1
-

€max 2

€max1 fprrss-s----r

100 cycles a 10 5™ Temps

Figure A-2 — Déformation totale imposée au cours d’un essai a R =0
A.2. Résultats des essais de fatigue oligocyclique

Les résultats complets de cette campagne d’essais sont présentés dans les Tableau A-1
et Tableau A-2. Sont résumés dans ces tableaux : les amplitudes des boucles stabilisées, le
nombre de cycles réalisés avant d’atteindre la stabilisation ainsi que le nombre de cycles a
rupture, le cas échéant.

Si I’on se concentre sur une seule vitesse de déformation, en 1’occurrence 107 s'l, nous
constatons tres peu d’écrouissage isotrope a 400°C. En effet, les boucles contrainte-
déformation se stabilisent tres rapidement (N < 30 cycles). Durant ce laps de temps, il est
constaté un durcissement cyclique du matériau (Figure A-3). Pour des chargements non
symétriques a R, = 0, nous avons observé une adaptation élastique pour des niveaux de
déformation inférieurs a 1,3%, comme le montre la Figure A-4. La modélisation de
I’écrouissage isotrope pour cette température ne semble donc pas pertinente.

A 700°C, et pour une vitesse de déformation de 107 s'l, nous pouvons observer la
présence d’un adoucissement cyclique relativement important a R, = -1. Les boucles

-237-



Annexe A : essais de fatigue oligocyclique

contrainte-déformation ne semblent pas réellement se stabiliser apres 200 cycles, comme
I’illustre la Figure A-5. De plus, la rupture de 1’éprouvette est tres rapide et pour des niveaux
de déformation peu importants (. = 0,6% et 0,8%). Pour des cas de chargement non
symétrique, nous observons une adaptation élastique jusqu’a des niveaux de déformation de
0,8%. Afin de simplifier 1’identification, nous avons fait le choix de ne modéliser que
I’écrouissage cinématique. Il serait intéressant en perspective de modéliser également
I’écrouissage isotrope, puisque celui-ci semble important, et d’évaluer les effets visqueux
pour cette température.

éproljlvette R;|de/dt (™) ?;2))( Nstan | N (ﬁﬁg) A(;I;/)z (IS/IHF;)
107 5 | - | 1082 |0,075] -3
10 loe6| 1 | - | 1081 |0,073| 4
107 1 | - | 1086 |0,073| 10
107 30 | - | 1181 0,226 2
LCF1 [-1] 10* |08 1 | - | 1186 |0224] 8
10° 1| - | 1194|022
107 30 [126] 1244 [0,383] 20
10" 1
10°
107 1| -]1603 | 0 | 517
10 |o6| 1 | -] 600 | 0 | 540
107 1 | -1]597 | 0 | 564
10° 1| -1]806 | 0 | 371
Lcr2 o] 10* |o8| 1 |- | 802 | 0o | 378
10° 1 | - | 801 0 | 393
107 1| -197 1| o 192
10" 1] 1| -1]9%8 1| 0 186
107 1| -]19% | 0 | 212
107 1| -1]982 | 0 163
10 1] 1] -198 | 0o | 176
10° 1 | -987 | o 199
107 1 | - | 1124 [0,109] 68
LCF7 0] 10* [1,3| 1 | - | 1133 ]0,108| 64
107 1 | - 1143 |0,11]| 66
10° 5 | - | 1195 |0,289| 43
10 (16| 1 | - | 1206 [0276] 42
10° 1 | - | 1217 |0,267| 40

Tableau A-1 — Résultats des boucles stabilisées dans le René 65 a 400°C
(contraintes et déformations conventionnelles)

-238-



N° 1+ | €max Ac/2 | Agy/2 | Omo
éprouvette | R¢[ /At (s ) (%) | Vo= | Nr | (vipa) («72/) (MPa)
107 230 | - | 907 | 0,122 -8
10 |0,6] 60 |-| 85 |0148| 6
10° 1 (21| 851 | 0,14 4
107
LCEF3 |-1| 10* |08
107
107
10 1
107
107 1 |- 367 0 5
10 02| 1 |- 358 0 -4
107 1 |- 356 0 10
107 1 |- 551 0 13
LCE5 |-1| 10* 03| 1 |-| 543 0 16
107 1 | -| 537 0 19
107 1 |- 731 0 17
10 04| 1 | -] 719 0 17
10° 1 |- 711 0 17
10° ]06[220]-| 877 | 0,15 | -20
LCF8 |-1| 107 Jog8| 1 [8] 1017|0253 2
107 1
10° 10 | - | 532 0 408
10 06| 1 | -] 530 0 394
10° 1 | -] 524 0 386
107 1 |- 713 0 291
LCF4 |of 10* |o8| 1 |-| 699 0 274
107 1 | -] 692 0 252
107 168 | - | 812 [ 0,053 | 162
10 1160 |-| 781 | 0,07 | 139
107 1 | 2] 780 | 0,078 | 141
107 1 |- 362 0 319
10 04| 1 |-]| 358 0 313
107 1 |- 353 0 307
107 1 |- 539 0 448
LCF6 |of| 10* Jo6| 1 |-| 533 0 422
107 1 |- 518 0 372
107 1 |- 709 0 366
10 1081 40 | - | 692 |0,0195| 322
107 10 | - | 670 |0,0329| 233

Tableau A-2 — Résultats des boucles stabilisées dans le René 65 a 700°C

(contraintes et déformations conventionnelles)
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Annexe A : essais de fatigue oligocyclique
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Figure A-3 — (a,c) Evolution des boucles contrainte-déformation et (b) de la contrainte maximale
en fonction du nombre de cycles a 400°C, &,,,. = 0,8% et R = -1
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Figure A-4 — Evolution des boucles contrainte-déformation a 400°C et R =0
pour &, = 0,6% (a) et &,, =1,3% (b)
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Figure A-5 — Evolution des boucles contrainte-déformation (a) et de la contrainte maximale
en fonction du nombre de cycles (b) a 700°C, &,,.,. = 0,6% et R = -1

A.3. Identification de la loi de comportement

Sur les boucles de fatigue oligocyclique, 1’écrouissage cinématique permet de traduire
la forme de ces dernieres. Il se manifeste par une translation du centre de domaine élastique
dont I’ordonnée est la variable X. Au cours de l’essai, ’amplitude de ce domaine reste
constante et seule la contrainte moyenne évolue. L’expression de la variable X est
classiquement définie de fagon non linéaire et sans aucun seuil, celle-ci est donnée ci -apres
(Lemaitre et al., 2009).
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Annexe A : essais de fatigue oligocyclique

oc=0,+X

N
X = zl:x avec X, =§c,.g'p -D. pX,

Dans le cas d’un chargement uniaxial, la contrainte augmente non linéairement et
sature a la valeur C/D. D étant la pente a I'origine de I’évolution de X en fonction de la
déformation plastique. Afin de décrire plus précis€ément la courbure de la boucle contrainte-
déformation, notamment pour de faibles déformations plastiques, il est possible de faire
intervenir plusieurs variables d’écrouissages cinématiques. Les parametres du modele a
identifier sont donc C; et D;. Dans le cadre de cette étude, un double écrouissage cinématique
non linéaire a été identifié. Nous avons donc 5 parametres a identifier :

- 0y, la limite d’élasticité du matériau ;
- Cy, Dy, Cy, Ds, les parametres de la loi d’écrouissage cinématique.

L’identification des parametres a été effectuée dans le code de calcul ZéBulLoN. Les
parametres ont été optimisés afin que la loi d’écrouissage cinématique non linéaire puisse
décrire, le plus précisément possible, toute la gamme de déformation plastique étudiée. Les
Figure A-6 et Figure A-7 présentent une comparaison entre les boucles stabilisées observées
expérimentalement et les prédictions du modele, pour différentes conditions de chargement.

400°C /¢, = 0,6% /R = -1 400°C /¢, =0,8% /R =-1
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Figure A-6 — Loi de comportement de I’alliage René 65 identifiée a 400°C :
essais a déformation imposée symétrique (R = -1)
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Figure A-7 — Loi de comportement de I’alliage René 65 identifiée a 700°C :
essais a déformation imposée symétrique (R = -1)
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Annexe B : formulaire du facteur d’intensité des contraintes

Dans cette annexe, nous présentons les expressions nécessaires afin de calculer le
facteur d’intensité des contraintes, établies par Newman et Raju, 1981. Ce formulaire a pour

hypothese la propagation d’une fissure de surface semi-elliptique, sous chargement uniforme,
dans une éprouvette finie.

At t ) 1

= ‘

| a / [,*.
 — 1 " s

/4 - C
/ c -—»
2 W o X
Mf F
K, (a,c.t,W,0,) =0, m uFy8
a ? a ! 1
Avec M(a,z)=M1+MZ(—j +M3(—j et £ (a,c,t,W)=
t t
Jic a
COS —
(ZW\/j]
Si <1 Sif>1:
C C

1,65
a 1,65
Ela,c)=,|1+1,464| — cl
(a C) \/ (Cj E(a,C):\/1+1,464(Cj
5 0,25 a
a 2 i 2 2 .
F,la,c,0)=||— 0+ 0 +
¢(ac ) {(cj o8 - ] F¢(a,c,0)=([£J sin” @ + cos’ 9]

a
M (a,c)=113-0,09<
C

s Ml(a,c)=\/2(1+0,04£j
M, (a,c)=—0,54+—> a a

a c 4
0,2+ ; M2 (a,c) = 0,2[—j
a
M,(a,c)=05-—2 14(1 “jM c)'
s\a,¢) =00 ————+ 14 1—— M. (a. :—0,11(—j
0,65+ ¢ s(ae) a

c

gla,1,0)=1 +{o,1+ 0,35[%)2J'(1—sin o) ¢ (@.1.6)= ”[O’”O”GJGTJ (1-sin @)’
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Annexe C : simulation numérique du choc

Dans cette annexe, nous présentons les résultats de la validation du modele numérique.
Cette validation a été faite sur plusieurs parametres : 1’étude de la convergence au sens du
maillage, la validité de la solution affichée aux nceuds et 1’étude de I’influence du coefficient
de frottement.

C.1. Etude de la convergence au sens du maillage
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Figure C-1 — (a) Evolution de la contrainte ¢;; suivant la direction y et (b) erreur commise par
rapport au maillage de référence de 25 pm
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Annexe C : simulation numérique du choc
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Figure C-2 - (a) Evolution de la contrainte o,, suivant la direction y et (b) erreur commise par
rapport au maillage de référence de 25 pm
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C.2. Validité de la solution affichée aux nceuds
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Figure C-3 — (a) Evolution de la contrainte o;; suivant la direction y et (b) erreur commise par
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Figure C-4 — (a) Evolution de la contrainte o, suivant la direction y et (b) erreur commise par

rapport aux points d’intégration pour le maillage de référence de 25 um
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Annexe C : simulation numérique du choc

C.3. Etude de I’influence du coefficient de frottement
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Figure C-5 — (a) Evolution de la contrainte o;; en fonction de la direction y pour différentes
valeurs de u et (b) erreur commise par rapport a une valeur de référence u = 0,1
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Résumé

Les motoristes aéronautiques doivent désormais montrer que la présence de petites
anomalies de surface, pouvant étre introduites lors d’opérations de maintenance, ne menent
pas a la rupture des pieces, et ce sur toute la durée de vie du moteur. Cette étude concerne la
caractérisation de la nocivité d’anomalies de surface de type rayure et choc sur la tenue en
fatigue du superalliage a base nickel René 65.

Afin de découpler les effets de géométrie des effets de contraintes résiduelles, les
rayures et les chocs possedent un profil géométrique identique en V. Une technique de suivi
de potentiel 3 points a été mise en place dans le but d’améliorer la détection de I’amorcage et
d’avoir une information sur la morphologie du front de fissure. Les résultats expérimentaux
montrent un amorcage rapide et un fort ralentissement de la vitesse de propagation dans les
premiers stades. Nous avons également observé, par le biais de marquages thermiques, une
évolution particulicre de la forme du front de fissure s’amorcant au fond des rayures.
L’utilisation de traitement thermique de relaxation a alors montré que c’est le champ
mécanique hétérogene créé lors de la fabrication de ces anomalies qui controle la durée de vie
et que c’est le parametre physique d’ordre un a modéliser.

Une stratégie de modélisation de la propagation de fissures a partir d’anomalies de
type choc a été proposée. Celle-ci est basée sur la connaissance du champ de contraintes
résiduelles par des simulations numériques, et sur I’application de ce champ dans un modele
numérique de propagation. Les résultats ont permis de confirmer que les contraintes
résiduelles étaient bien la source du ralentissement de la propagation et également
responsables de 1’évolution de la forme du front de fissure. Ils ont également permis
d’identifier les parametres qui doivent €tre mesurés lors des contrdles non destructifs.

Mots clés : Anomalies de surface, contraintes résiduelles, rayure, choc, superalliage a base
nickel René 65

Abstract

Aircraft engine manufacturers have to demonstrate that small handling surface
anomalies, introduced during maintenance operations, are not critical for in-service life of a
component. This study was undertaken to characterise the harmfulness of scratch and dent
anomalies on the fatigue behaviour of the nickel based superalloy René 65.

In order to separate the effects of the geometry and the residual stresses, scratches and
dents have the same V-type profile. A 3 points DCPD method has been used to improve the
detection of the initiation and also to have information about the crack front morphology.
Experimental results showed that the initiation fatigue life is short and a slowdown of the
fatigue crack growth in the first stages. We also observed, thanks to heat tints marking, a
particular crack front morphology for cracks initiating from scratches. Heat treatment has
been used and showed that the heterogeneous mechanical field induced by the fabrication of
the anomalies controls the fatigue life and that it constitutes one of the parameters to be taken
into account in a future modelling.

A modelling strategy of the crack propagation from dent anomalies has been
developed. This model is based on the knowledge of the residual stress field by finite
elements simulations, and the application of the calculated stress field in a numerical crack
growth model. The results confirmed that the residual stresses were the physical source of the
fatigue crack growth slow-down and also responsible for the evolution of the crack front
morphology. They also allowed us to identify the parameters which have to be measured
during non-destructive testing.

Keywords: Surface anomalies, residual stresses, scratch, dent, nickel based superalloy
René 65



