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Notations

Sauf avis contraire, nous utilisons la sommation implicite d’Einstein sur les indices répétés.

Formats
u  Scalaire
i Vecteur de composantes u;
u  Tenseur d’ordre 2 de composantes u;;
U Tenseur d’ordre 4 de composantes Ujjx
Opérateurs
Tr() Trace d’un tenseur d’ordre 2 Tr (u) = ui
T Transposée d’'un tenseur d’ordre 2 ou 4 ug = Ujj, ngl = Ulkji
Produit simplement contracté A-B)ij = AiaBq
Produit doublement contracté A:B=Tr (é . E) = A;;jBj;
° Produit scalaire pour 'ordre du tenseur
considéré
X Produit tensoriel (6@ b)ij = aibj, (é X é)ijkl = Az’jBkl
®s  Produit tensoriel symétrisé (@ ®s I;)U = %(aibj + a;b;),
(A®s B)iji = 3(AuBij + AuBy;)
a% Dérivée partielle % = ai{ - € @ €
) Dérivée temporelle f= %
\Y% Gradient (lf)z = aan]w (VV)ij = gTV;
div  Divergence divV = gl/z
0 Symbole de Kronecker
1 Tenseur identité d’ordre 2 1=10;6®¢€;
I Tenseur identité d’ordre 4 Iu=u
J  Projecteur sur la partie sphérique J= %; ®1
K  Projecteur sur la partie déviatorique K=I-7J
(x)  Partie positive (x) vaut 0 si < 0 et = sinon
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Introduction

L’industrie automobile est de plus en plus confrontée & des enjeux majeurs liés a ’accroisse-
ment des normes destinées & luter contre la pollution due a ’émission de gaz a effet de serre et
au besoin d’allégement des structures qui en découle. La "chasse aux kilos" (voire aux grammes)
superflus est une préoccupation omniprésente dans la conception des organes automobiles. Cette
quéte du dimensionnement au juste nécessaire implique de devoir disposer d’outils performants
permettant de prévoir avec justesse la tenue d’une piéce sous une sollicitation quelconque et
notamment de fatigue.

Le dimensionnement & la fatigue thermomécanique est devenu primordial pour nombre de
piéces sujettes & des chargements thermiques transitoires. Il est ainsi devenu important de mettre
en place des outils numériques fiables et aptes a prévoir le risque de fissuration des culasses
(Verger, 2002), pistons et collecteurs d’échappement (Charkaluk, 1999; Szmytka, 2007) mais
aussi de piéces de sécurité comme les disques de frein (Nguyen, 2001). Cette démarche implique
une bonne connaissance du comportement des matériaux constitutifs de ces structures ainsi que
la mise au point de méthodes de calcul prédictives et robustes.

La stratégie mise en place lors des travaux chez PSA Peugeot Citroén repose sur I'hypothése
fondamentale qu’il est possible de découpler la réponse mécanique cyclique du maté-
riau de celle de I’endommagement en fatigue. Cette approche nécessite impérativement
de vérifier un certain nombre d’hypotheéses, la principale étant liée a la stabilisation de I’évo-
lution de certaines variables mécaniques locales sous un chargement cyclique. La durée de vie
de la structure est alors reliée & une grandeur physique déterminée sur cet état stabilisé, dont
la nature dépend des mécanismes de déformation et d’endommagement mis en jeu. C’est cette
approche qui est retenue ici. La vérification a posteriori de 'hypothése de stabilisation permet
de valider cette démarche.

L’objet de ce travail est le dimensionnement 4 la fatigue thermomécanique de disques
de frein automobile. L’un des points critiques de ce processus de dimensionnement, dans le
cadre de la démarche précédemment décrite, réside dans la bonne description du comportement
thermomécanique anisotherme du matériau considéré. Les modéles susceptibles de reproduire
le comportement mécanique non linéaire observé sur éprouvettes doivent étre décrits a 1’échelle
macroscopique afin de pouvoir étre utilisés de maniére efficace dans une chaine de dimension-
nement de structures (Charkaluk, 1999). Cependant, ces modéles doivent prendre en compte
les mécanismes responsables de la dégradation locale du matériau aux échelles (microscopiques)
pertinentes. Dans la majorité des cas, le matériau constitutif des disques de frein est une fonte
a graphite lamellaire (GL). Des essais de traction/compression déja disponibles - isothermes,
monotones ou cycliques avec des phases de relaxation & différents niveaux de déformation -
permettent de caractériser le comportement élasto-viscoplastique de ce matériau sur une large
gamme de vitesse de déformation inélastique et de température - entre 20°C et 800°C (Gangloff,
2010). Ils permettent de mettre en évidence - outre les mécanismes classiques de thermoélas-
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INTRODUCTION

dissymétrie en phases de chargement ou de déchargement du comportement élasto-viscoplastique
de ce matériau. Le premier objectif de cette étude sera donc de proposer et d’identifier une loi
de comportement de la fonte GL considérée pertinente pour les chargements thermomécaniques
visés - avec, entre autres, une description robuste lors de chargements cycliques.

L’autre point clé du processus de dimensionnement est la détermination d’un critére de fatigue
adapté au type de sollicitation et & la réponse mécanique du matériau. Une attention particuliére
devra étre portée sur les mécanismes d’endommagement observés sur un disque, de nature
différente sur les zones critiques identifiées. Un traitement spécifique & chacun d’entre eux sera
alors nécessaire pour répondre aux besoins des bureaux d’étude en termes de critéres de tenue a
la fatigue exigés sur banc d’essai.

Organisation du manuscrit

Le premier chapitre est consacré a la description de la problématique industrielle et scienti-
fique. On présente dans un premier temps le disque de frein et son environnement, les mécanismes
d’endommagement ainsi que certains choix de modélisation des conditions aux limites et du char-
gement. On décrit ensuite la fonte & graphite lamellaire constitutive des disques et ses propriétés
remarquables (dissymétrie entre traction et compression notamment) a l'origine des présents
travaux. Dans le deuxiéme chapitre, aprés un rappel des principes de la formulation d’une loi de
comportement, on présente un état de ’art des modélisations du comportement de ce type de
fonte.

Le chapitre 3 est consacré a la mise au point et & I’étude de modéles multi-échelles du maté-
riau ayant pour but de comprendre les mécanismes de déformation de la fonte GL et de poser les
bases d’'un modéle de comportement. Ce modéle est détaillé dans les chapitres 4 et 5, consacrés
a la modélisation du comportement sous un chargement respectivement monotone et cyclique
d’un élément de volume. L’application sur structure réelle est présentée dans la deuxiéme partie
du chapitre 5.

Dans le chapitre 6, on s’attache a analyser les mécanismes d’endommagement de la fonte GL
et a proposer un critére de fatigue permettant de prédire la durée de vie & I’amorcage a partir de
grandeurs calculées sur I’état cyclique stabilisé. La détermination de ’amorgage n’est toutefois
pas toujours suffisant ; c’est le cas des pistes du disque ot I'on peut voir apparaitre rapidement
un réseau de fissures de fatigue thermique - ou faiengage - qui ne ménera pas forcément a la ruine
de la structure. L’étude de ce phénoméne est I'objet du septiéme chapitre de ce manuscrit.




Chapitre 1

Problématique industrielle et
scientifique

Une présentation de la problématique ainsi que du contexte industriel va
étre faite dans ce premier chapitre. On décrira les phénomeénes physiques
intervenant durant un freinage ainsi que les modes de défaillance d’un
disque de frein. Un certain nombre d’hypothéses portant sur les choiz de
modélisation seront également avancées. On introduira les difficultés liées
au comportement particulier de la fonte & graphite lamellaire constitutive
des disques pour finalement définir les enjeux et difficultés de ’étude.

Sommaire
1.1 Positionnement du probléme . ... ... ... ... ... ..., 4
1.1.1 Différents systémes de freinage par friction . . . .. ... ... .. ... 4
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PROBLEMATIQUE INDUSTRIELLE ET SCIENTIFIQUE

1.1 Positionnement du probléme

La fonction d’un systéme de freinage est d’arréter ou de ralentir une structure en mouvement.
Celle-ci est caractérisée par son énergie cinétique E, = %va (proportionnelle & sa masse m et
au carré de sa vitesse v) ainsi que par son énergie potentielle £, = mgz (proportionnelle & sa
masse et a son altitude z). Le systéme de freinage va donc devoir transformer tout ou partie de
ces énergies mécaniques en énergie dissipée sous forme de chaleur durant le freinage. Il existe
plusieurs systémes permettant de remplir cette fonction, le plus répandu étant le freinage par
friction.

1.1.1 Différents systémes de freinage par friction
1.1.1.1 Les freins a sabot

Les freins & sabot, aussi appelés freins & patin ont été les premiers systémes de freinage par
friction. Leur fonctionnement relativement simple consiste & presser un patin sur la roue pour
en ralentir le mouvement (figure 1.1a). Ce type de dispositif a été trés rapidement abandonné
dans 'automobile mais continue a étre utilisé dans le domaine ferroviaire (figure 1.1b).

(a) premiers freins a sabot (Brisou, 2013) (b) frein & sabot sur un wagon (web,
2013¢)

FIGURE 1.1 — Frein a sabot

1.1.1.2 Les freins a tambour

Le frein & tambour est apparu dans ’automobile dans les années 1920. Il est encore utilisé
aujourd’hui principalement sur les roues arriéres des véhicules relativement légers (de masse infé-
rieure & une tonne). Le frein a tambour est constitué d’une cloche (le tambour), a l'intérieur de
laquelle se trouvent au moins deux machoires en forme de demi-cercle munies de garnitures
- ou segments - en matériau composite. Leur fonction est de s’écarter grace a des cames ou des
pistons qui provoquent le frottement de la garniture dans le tambour. Les deux dispositions les
plus utilisées en matiére de frein & tambour sont représentées sur la figure 1.2. A gauche, on ne
rencontre qu’'un seul cylindre récepteur qui actionne les deux segments, alors qu’a droite, chaque
segment est commandé par un piston.

Il existe deux inconvénients majeurs a ce systéme :

e de par le confinement des piéces et les échanges limités avec 'air, la chaleur due au frot-
tement est difficile & évacuer, 1’échauffement déforme alors le tambour et les segments,




POSITIONNEMENT DU PROBLEME

FIGURE 1.2 — Principe du frein a tambour (web, 2013b)

rendant le freinage moins efficace;
e le freinage est trés puissant pour un effort modéré sur la pédale de frein, augmentant ainsi
le risque de blocage des roues.

1.1.1.3 Les freins a disque

Le systéme de freinage utilisant un disque est apparu dans les années 1950 pour palier les
inconvénients des freins & tambour. Il est aujourd’hui largement répandu dans ’automobile ainsi
que dans les domaines ferroviaire et aéronautique. Le systéme, couramment utilisé dans ’auto-
mobile, est présenté sur la figure 1.3 et est composé des éléments suivants :

e Un disque plein ou ventilé, généralement en fonte, relié & la jante par l'intermédiaire
du moyeu. Partie tournante, son réle est d’absorber et de dissiper 1’énergie mécanique
transformée en chaleur au cours du freinage.

e Deux plaquettes, constituées d’'un matériau de friction a base de résine phénolique (la
garniture) et fixées sur un support métallique. Les plaquettes sont mises en contact avec
le disque durant le freinage.

e Un étrier, partie fixe, généralement relié au pivot, sur lequel sont fixées les plaquettes.
En forme de chape, il recouvre un secteur angulaire du disque. Son role est de mettre en
pression les plaquettes contre le disque afin de ralentir celui-ci. L’étrier est muni de pistons
hydrauliques permettant de ’actionner.

On distingue deux types de disques : les disques pleins et les disques ventilés. Les premiers
sont généralement placés sur ’essieu arriére de la voiture car leur capacité de refroidissement est
relativement faible. Ils se composent d’un anneau plein relié au bol qui est fixé sur le moyeu de
la voiture. Les surfaces frottantes de 'anneau sont appelées pistes (figure 1.4a).

Les disques ventilés se situent généralement sur le train avant. Toutefois, on les retrouve de
plus en plus a ’arriére. Composés de deux couronnes - appelées flasques - séparées par des ailettes,
ils évacuent mieux la chaleur que les disques pleins grace & la ventilation entre les ailettes qui
favorisent également le transfert thermique par convection en augmentant les surfaces d’échange.
Le nombre, la disposition et la forme (ailettes radiales, incurvées, pions circulaires...) des ailettes
sont variables (figure 1.5).

L’utilisation de disques ventilés permet d’améliorer les transferts thermiques qui dépendent
également des diamétres intérieur et extérieur du disque et des épaisseurs des pistes. Il existe
deux types de disques ventilés, résultant de compromis différents entre rigidité et ventilation :
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Plaquette

Etrier

FIGURE 1.3 — Systéme de freinage a disque (web, 2013a)

Piste
intérieure
Bol =

Piste

extérieure Flasques

Anneau
(a) disque plein (b) disque ventilé

FIGURE 1.4 — Disques pleins et ventilés (Boudevin, 2008)

FIGURE 1.5 — Différents types d’ailettes (Boudevin, 2008)
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e raccordement du bol a la piste intérieure, dit RPI (figure 1.6a), coté pivot : meilleure
rigidité mais moins bonne ventilation ;
e raccordement du bol a la piste extérieure, dit RPE (figure 1.6b), coté jante : moins bonne

rigidité mais meilleure ventilation.

S

(a) raccordement piste intérieure

(b) raccordement piste extérieure

FIGURE 1.6 — Différents types de raccordement (Carré, 1989)

On distingue deux types d’étrier : les étriers fixes et les étriers mobiles, dits aussi "flottants".
Dans les premiers, solidaires de ’essieu, on trouve de part et d’autre du disque, des cylindres
hydrauliques dans lesquels se meuvent les pistons (figure 1.7a). Les garnitures sont placées entre
le disque et les pistons ; la pression hydraulique les applique sur le disque. Cette disposition a été
utilisée dans les premiéres applications automobiles.

L’étrier mobile chevauche le disque en pouvant se déplacer parallélement & 1’axe de rotation
du disque (figure 1.7b). Ce déplacement s’effectue généralement sur des colonnettes (figure 1.8a).
L’étrier comporte, d’un seul c6té du disque, un ou plusieurs cylindres hydrauliques munis de
pistons. Les garnitures sont interposées, de part et d’autre du disque, entre la piste du disque et
le bord de 'étrier. La pression hydraulique agit a la fois :

e sur le ou les pistons qui repoussent la plaquette correspondante et 'appliquent sur le disque ;

e sur le fond du cylindre, ce qui provoque un déplacement de I’étrier dans le sens opposé et

I’application du deuxiéme patin sur 'autre face du disque.

Etrier fixe Etrier mobile  Joint carré

Liquide
de frein

| g Liquide

‘ de frein
[
‘ +— Piston
: / i { l \Joinl carré

¥ ‘ d'étanchéité R el Action du piston _ |

A bl J

in { | | 3 @t réaction de

Patins T ’ 4 disque Vtrier

i
Disque

(a) Etrier fixe

R, rayon d'action du frein
L'étrier coulissant se déplace suivant I'axe XX'.

(b) Etrier mobile

FIGURE 1.7 — Schémas de principe des étiers fixes et mobiles en position de freinage (Carré,

1989)
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La figure 1.8 présente un systéme de freinage complet avec étrier mobile & un piston ainsi
)
qu’une vue en coupe.

Boitier Colonnette

Moyeu

Chape
Plaquette

Disque Pivot

Piston

(a) systéme complet (b) vue en coupe

FIGURE 1.8 — Frein & disque et piéces environnantes

1.1.2 Les sollicitations vues par le disque
1.1.2.1 Les sollicitations d’origine thermique

En premiére approximation, I'intensité du flux thermique subi par le disque dépend directe-
ment du champ de pression P appliqué par les garnitures, du coefficient de frottement p entre
le disque et les garnitures, de la vitesse angulaire de la roue w et du rayon r ot est appliquée la
pression :

¢ = prwP (1.1)

Si I’on considére une succession de freinages identiques & décélération constante, la répar-
tition spatiale du flux thermique va varier non seulement au cours d’un freinage, mais également
d’un freinage a ’autre.

Sur un méme freinage, I’évolution du flux thermique s’explique par les phénomeénes suivants :

e Le coefficient de frottement est variable en fonction de la température. Il est globalement
constant jusqu’a environ 400°C' puis chute au deld (phénomeéne de fading (Limpert, 1999)).

e Durant le freinage, le disque s’échauffe et se déforme sous l'effet de la dilatation ther-
mique. Ce mouvement est contrarié par 1’étrier. En conséquence, la répartition du champ
de pression disque/garniture évolue, modifiant ainsi le flux thermique.

e Localement, la surface de contact effective est réduite aux aspérités majeures. Les éléva-
tions de température sont donc supérieures dans ces zones de contact. Elles engendrent
des dilatations qui amplifient la non-uniformité du contact. Cependant, dans un méme
temps, le frottement favorise 'usure dans cette zone. Le contact évolue donc selon un mé-
canisme de couplage instable usure/dilatation. On peut citer sur ce sujet les travaux de
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Barber (1969), Dufrenoy (1995) ou plus récemment Cristol et al. (2010). Cette compé-
tition usure/dilatation est a 'origine du phénoméne de bandes chaudes qui se déplacent
radialement durant un freinage (figure 1.9).

e Pour Barber (1969), ce méme phénomeéne est a l'origine des "points chauds" (ou "hot
spots"), qui se caractérisent par des zones rondes de taille variable, ou la température est
plus élevée (figure 1.10). Ces zones chaudes sont réguliérement espacées sur les pistes mais
leur position et leur intensité varient au cours du temps. On rencontre ce phénoméne ma-
joritairement dans l'aéronautique et dans le ferroviaire ol les freinages peuvent étre trés
longs. Cependant, Dufrenoy (1995) relie la formation de ces points chauds a des phéno-
ménes de flambement local. Il observe également que les points chauds se forment le plus
souvent a partir de 'apparition de gradients dans les bandes chaudes (figure 1.10), générant
ainsi des déformations résiduelles dans ces zones, rendant alors le phénoméne répétable et
"stationnaire" d’un freinage a l'autre (Panier et al., 2004).

Optical fiber

FIGURE 1.9 — Observation de bandes chaudes par thermographie IR (a) formation sur le rayon
extérieur, (b) et (c) migration vers le rayon intérieur (Thevenet et al., 2010)

FIGURE 1.10 — Observation du developpement de points chauds par thermographie IR (Panier
et al., 2004)

D’un freinage & I'autre, on observe également une évolution du flux thermique et donc de la
répartition du champ de température. On peut expliquer ce phénoméne par I'usure progressive
des garnitures qui ont tendance & avoir un profil d’usure biaise, ce qui entraine un déplacement
de la zone de frottement au cours des différents freinages.
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L’évolution thermique d’un disque de frein est donc un phénomeéne fortement instationnaire,
extrémement difficile & prédire de maniére déterministe. Ce caractére instationnaire est di au
phénomeéne de fading, a la dilatation du disque, aux phénoménes de bandes chaudes (gradients
radiaux) et dans une moindre mesure aux points chauds (gradients orthoradiaux) ainsi qu’a
I'usure des garnitures.

1.1.2.2 Les sollicitations d’origine mécanique

Comparativement aux sollicitations d’origine thermique, celles d’origine mécanique sont tres
faibles sur les pistes, dans la gorge ou le bol. La pression des plaquettes sur le disque provient
de la pression hydraulique qui dépasse rarement les 80 bars. Elle génére des contraintes sur la
piéce de l'ordre de quelques MPa. Cependant, lorsque le disque est ventilé, les contraintes en
pied d’ailettes peuvent devenir non négligeables.

1.1.3 Dimensionnement des disques de frein
1.1.3.1 Meécanismes d’endommagement

Lors d’un freinage 1’énergie mécanique est dissipée en chaleur en quelques secondes, condui-
sant & des élévations de température trés importantes, de 'ordre de 500°C, et dans certains
freinages sévéres elles peut atteindre 700°C', voire 800°C' sur des essais sur banc (Haag, 2012).
Meéme si ces températures élevées sont a l'origine de phénoménes pouvant diminuer la capacité de
freinage, comme le vapor-lock (une température trop élevée sur les pistes entraine une vaporisa-
tion de la fraction d’eau contenue dans le liquide de frein), le fading (une chute du coefficient de
frottement & haute température), ou encore de possibles transformations de phase dans la fonte,
Iendommagement & ’origine de fissures de fatigue sur un disque de frein est majoritairement di
a la présence de forts gradients thermiques apparaissant lors d’un freinage. En effet, le disque
tend a se dilater dans les zones chaudes, mais est finalement retenu par les zones froides. On
peut distinguer deux principaux types de gradients thermiques :

e le gradient entre les flasques directement soumis au flux thermique et le bol;
e le gradient dans ’épaisseur des flasques.

Le gradient entre les flasques et le bol (voir figure 1.11a) est la cause de la mise en parapluie,
ou mise en cone ("coning"), qui est la déformation de premier ordre résultant de I’échauffement
des pistes du disque sous 'action de I’étrier lors du freinage. Elle est la conséquence directe de la
géométrie du disque, et plus particulierement du décalage entre le plan de fixation du disque sur
le moyeu et le plan moyen des flasques, entrainant une inclinaison de ces derniéres. Ce phénoméne
est plus ou moins marqué en fonction du type de disque (plein, RPE ou RPI). On peut schématiser
ce phénomeéne (Vallet, 1999) par I’enchainement logique suivant, mais simultané (cf. figure 1.12) :

e 'apport de chaleur provoque ’échauffement des flasques, ceux-ci se dilatent et tendent &
augmenter de diamétre ;

e les flasques se dilatant et la base du bol restant fixe, le bol s’ouvre;

e les flasques suivent l'inclinaison du bol, les pistes ne se trouvent alors plus dans un plan
mais forment un cone.

La gorge du disque, qui est usinée de maniére & limiter la transmission de chaleur au bol,
est ainsi soumise & des contraintes de traction importantes lors du freinage, entrainant une
plastification en fond de gorge. Lors du refroidissement, sans revenir & sa position initiale, le
flasque se redresse, ce qui s’accompagne d’une une plastification en compression dans cette méme

10
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—T* Piste

—T* Fond de gorge |

e
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Temps (s)

(a) Champ de température correspondant a la (b) Evolution de la température sur la piste et la gorge
température maximale atteinte

FIGURE 1.11 — Répartition et évolution de la température lors d’un freinage

zone. Celle-ci est donc soumise a un cyclage traction/compression avec plastification cyclique, a
I’origine de I'apparition de fissures circonférencielles, visibles par ressuage sur la figure 1.13a, et
qui, une fois amorcées, se propagent rapidement & travers la gorge et entrainent la rupture du
disque. En fonction de la conception de tel ou tel disque, ce phénoméne interviendra de maniére
préférentielle en fond de gorge ou en fond de bol.

e R

b= = -y
[a—y

FIGURE 1.12 — Mise en parapluie, ouverture du bol (Vallet, 1999)

Le gradient dans I'épaisseur des pistes (voir figure 1.11a) s’explique aisément : le disque est
chauffé en surface trés rapidement (la plupart des freinages ne durent que quelques secondes).
Les températures de surface peuvent atteindre une température de 'ordre de 600°C' en 4 ou
5 secondes, tandis que le coeur du disque n’atteint au méme moment qu’une valeur de 100 ou
200°C'. Cette différence de température selon la profondeur entraine de fortes contraintes de com-
pression radiales mais surtout orthoradiales. Lors du refroidissement, des contraintes résiduelles
de traction consécutives a la plastification & chaud apparaissent. C’est ce phénoméne qui est &
l'origine du réseau de faiengage sur les pistes (D’Cruz, 1989; Bagnoli et al., 2009), qui conduit
a la formation de fissures radiales (voir figure 1.13b). Celles-ci évoluent néanmoins de maniére
semi-elliptiques (Vallet, 1999; Bagnoli et al., 2009), le gradient thermique devenant trop faible en
profondeur pour que la fissure se propage (Seyedi, 2004). Elles peuvent cependant dans certaines
conditions de freinage trés sévéres se propager jusqu’au diamétre extérieur ou plus rarement
intérieur et conduire a la ruine compléte de la structure.

11
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(a) fissures circonférentielles (gorge) (b) fissures radiales (piste)

FI1GURE 1.13 — Zones de fissuration du disque

1.1.3.2 Leviers de conception

L’endommagement d’un disque de frein dépend au premier ordre du flux thermique injecté
durant le freinage. Sur les pistes, la répartition de ce flux a une influence directe sur les tempé-
ratures maximales atteintes et les gradients dans 1’épaisseur conduisant & un réseau de fissures
radiales. Plus le flux est concentré sur une surface restreinte, plus la température est élevée. Si
cette surface est proche du rayon extérieur, ol la vitesse est maximale, le risque qu’une fissure
radiale débouche et entraine la ruine du disque devient important.

Il est alors nécessaire, dans le processus de conception, de maitriser au mieux la répartition
du flux, qui dépend directement :

e de la déformée axiale du disque & chaud, qu’il faut minimiser et rendre la plus cohérente
possible avec la déformée relative a I'ouverture de pince du boitier étrier (figure 1.14);

e de la raideur d’ouverture de pince du boitier étrier sous la pression de freinage qui doit
étre la plus élevée et la moins asymétrique possible, afin de conditionner un flux thermique
le plus homogéne possible radialement sur les deux demi-pistes de frein. Celles-ci doivent
permettre d’obtenir une surface de frottement maximale qui épouse au mieux les différen-
tiels de déformation et d’usure du disque de frein.

Selon le type de disque frein, on retiendra les régles de conception suivantes :

e Dans la conception d’'un disque RPE, la piste externe raccordée est par définition la piste
présentant le plus de gradient thermique (pompage par le bol) et une raideur radiale élevée
(ancrage par le bol). De plus, ouverture de la pince de I’étrier sous pression de freinage
est "antagoniste" a la mise en parapluie (figure 1.14), ce qui a pour conséquence négative
de concentrer le flux thermique sur le diamétre extérieur. A contrario, du fait d’étre non
raccordée, la piste interne présente une souplesse radiale élevée et un champ thermique
plus homogéne, d’autant plus que le "coning" de cette piste est cohérent avec 'ouverture
de la pince de l'étrier. Par conséquent, en ce qui concerne les fissures radiales et de la
problématique faiencage, la piste la plus sensible a 'endommagement pour la conception
de disques RPE est la piste externe.

e Dans la conception d’un disque RPI, c’est la piste interne raccordée qui est celle présentant
le plus de gradient thermique et une raideur radiale élevée. Dans ce cas, 'ouverture de la
pince de 'étrier sous pression de freinage a pour conséquence négative de concentrer le
flux thermique sur le diamétre extérieur. A contrario, étant non raccordée, la piste externe

12
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présente une souplesse radiale élevée et un champ thermique plus homogéne, d’autant plus
que le "coning" de cette piste est cohérent avec l'ouverture de la pince de I’étrier. Par
conséquent, dans le cadre des fissurations radiales et du falencage, la piste la plus sensible
a 'endommagement pour la conception de disques RPI est la piste interne.

Piste externe

’ ‘ Piste interne
RPE RPI
FIGURE 1.14 — Mise en parapluie et ouverture de I’étrier sur des configurations RPE et RPI

La réduction des épaisseurs des flasques, minimisant les gradients thermiques et les zones
froides, constitue un autre levier de conception vis-a-vis de la problématique du faiencage et
des fissures radiales. En effet, la zone d’application du flux thermique (zone chaude) en surface
est contrainte par les zones hors flux thermique (zone froide), qui I'empéchent de se dilater. Il
faut toutefois garder a 'esprit qu’il existe une taille de flasque minimale critique en-dessous de
laquelle le risque de fissuration radiale débouchante est fort. De plus, réduire I'épaisseur des
flasques diminue la capacité d’absorption calorifique du disque et entraine des températures
critiques sur les pistes.

Les leviers de conception vis-a-vis de la gorge ou du bol sont plus nombreux : forme de la
gorge, épaisseur du bol, rayons de raccordement, etc. De plus, si la répartition spatiale précise du
flux est d’ordre 1 sur 'endommagement de la piste, elle a une influence beaucoup plus faible sur
I’endommagement de la gorge ou du bol, celui-ci étant principalement affecté par la température
moyenne des flasques.

1.1.3.3 Critéres de validation

La gamme de validation des disques de frein pour PSA Peugeot Citroén, en termes de tenue
mécanique, consiste en une succession de plusieurs freinages sévéres (correspondant a une décé-
lération allant de 0.5g a 1g) a lissue desquels aucune fissure radiale débouchante (figure 1.15)
sur le rayon intérieur ou extérieur (traversante ou non) ni d’amorcage de fissure circonférentielle
ne doit apparaitre.

1.1.4 Choix de modélisation

Les choix de modélisation pour la simulation numérique du freinage ont une importance
capitale. De nombreux auteurs se sont penchés sur le sujet, et de nombreux modeéles ont été
proposés. On peut citer dans le domaine ferroviaire les travaux de Dufrenoy (1995) ou de Abdi
et Samrout (1999), et ceux de Floquet et Dubourg (1994) ou de Vallet (1999) dans le domaine
automobile. Il en ressort que si ’on s’intéresse aux phénomeénes thermiques non axisymétriques

13
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(a) fissure radiale débouchante non tra- (b) fissure radiale débouchante traver-
versante sante

FIGURE 1.15 — Exemples de fissures radiales

(les gradients orthoradiaux), il est nécessaire d’adopter des modélisations particuliéres pour si-
muler le fait que sur un disque en rotation, le flux de chaleur est localisé sous les plaquettes, sur
un secteur angulaire du disque uniquement.

Ces constatations ont amené PSA Peugeot Citroén a lancer une étude poussée sur ce sujet
(Nguyen, 2001), en s’intéressant a la modélisation numérique des disques par une approche
eulérienne. L’idée est de travailler dans le repére du chargement (c’est-a-dire celui des plaquettes)
et non dans celui de la structure (c’est-a-dire celui du disque), et d’utiliser les coordonnées
eulériennes pour prendre en compte un flux de matiére qui simule la rotation du disque. Cette
méthode permet de représenter de maniére trés précise les gradients orthoradiaux apparaissant
sur un tour de roue durant un freinage (figure 1.16).

VALUE DFT 10N BCTL.

LR

DT

FIGURE 1.16 — Gradient thermique lors d’un tour de roue pour la température maximale du
freinage - (Nguyen, 2001)

La méthode a été implémentée depuis dans le code de calcul ABAQUS® (Simulia, 2010c).
Bien que prédictive et séduisante d’un point de vue scientifique, elle pose néanmoins un certain
nombre de difficultés, qui ont conduit les bureaux d’étude Dimensionnement Freins au sein de
PSA Peugeot Clitroén a ne pas en tirer pleinement parti :

e Sous ABAQUS®, la génération du maillage doit étre réalisée a partir d’une section axisy-

métrique ou d’un secteur angulaire élémentaire. Dans le cas d’un disque plein, cela ne pose
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aucun probléme. En revanche, pour un disque ventilé, en fonction de la forme des ailettes,
le secteur élémentaire peut atteindre 20°, générant des effets de bord trés importants lors
de la résolution en coordonnées eulériennes.

e La mise en données du calcul (génération du fichier de données) est longue, chaque tour
de roue devant étre décrit par un step (étape de calcul) sous ABAQUS®.

e Si ’on souhaite simuler plusieurs freinages, ce qui est le plus souvent le cas, les temps de
calcul peuvent rapidement devenir prohibitifs.

e La loi de comportement du matériau doit également étre écrite en coordonnées eulériennes,
rendant ’écriture d’une procédure User Material (UMAT) trés complexe.

Devant ces constatations, il convient d’évaluer les avantages et les inconvénients de cette
méthode. Le bénéfice majeur est de bien décrire les gradients thermiques orthoradiaux durant
un tour de roue, gradients qui peuvent atteindre quelques dizaines de degrés a l'instant le plus
chaud du freinage, soit aux alentours de 5% - voire 10% dans des conditions de freinage extrémes
- de la température maximale. Une telle différence de température n’a qu’une influence trés
limitée sur les contraintes de compression sur les pistes (de 'ordre de 10 a 20 MPa) et donc sur
I’endommagement. Certes, en fin de freinage, les gradients sont plus importants, la vitesse de
rotation étant beaucoup plus faible, mais, & cet instant, la température dans I’épaisseur du disque
étant beaucoup plus homogéne ; le comportement local du matériau correspond & une décharge
élastique sans influence sur ’endommagement.

A cela s’ajoute l'incertitude trés importante sur le champ de température résultant. En effet,
comme il a été précédemment souligné, le flux thermique est trés fortement instationnaire, géné-
rant des phénomeénes tels que les bandes chaudes, ou les points chauds. La détermination précise
du champ de température nécessiterait de prendre en compte ces phénomeénes complexes via des
modéles couplant usure, contact et thermique. De tels modéles ont été proposés sans toutefois
aboutir a des résultats prédictifs pour de multiples situations de freinage. Chercher & identifier un
champ de température de maniére déterministe, pour n’importe quelle condition de freinage peut
sembler impossible. En conséquence, chercher un degré de précision aussi fin que celui proposé
par les méthodes eulériennes peut ne pas sembler pertinent en regard des incertitudes dues aux
caractére hautement instationnaire du flux.

Enfin, comme il I'a été mentionné au §1.1.3.2, seule la température moyenne des flasques a
une importance vis-a-vis de I’endommagement de la gorge de détente ou du bol.

C’est pour ces raisons que le choix a été fait pour cette étude de considérer un flux axisymé-
trique permettant d’obtenir une température moyenne sur la périphérie du disque.

1.1.4.1 Modélisation du flux thermique

On considére un banc d’inertie J, tournant a une vitesse initiale wg. Les freinages appliqués
sont effectués a décélération - et donc a pression hydraulique - constante (ce qui signifie que la
vitesse décroit linéairement au cours du freinage). Ainsi, si At est la durée du freinage, la vitesse

angulaire w & 'instant ¢ vaut :
t

wl)=wo|1l—-— 1.2
*) 0 < At) (12)
On en déduit alors ’énergie cinétique du disque a 'instant ¢ :

2
Eu(t) = %Jw(t)Q _ %Jwg (1 _ A’“Lt> (1.3)

On considére que toute I’énergie cinétique est transformée en chaleur, et que 95 % de celle-ci
est transmise au disque, tandis que les 5 % restants sont transmis aux garnitures. Le flux de
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chaleur transmis au disque est alors égal & la dérivée de I’énergie cinétique par rapport au temps,
pondéré d’un facteur p = 0.95. Sur la zone de contact avec chaque plaquette, I’expression du flux
de chaleur appliqué par unité de surface en fonction du temps ¢ est alors :

1 dE.  Jwow(t)

)= —p— =
o0 =g =P 5,Al

(1.4)

ou S, est la surface de contact entre la plaquette et le disque.

Dans le cas d’'une modélisation axisymétrique du flux, S, est égale a la surface totale de la
piste, soit :

Sp = W(RQ - Rzznt) (1.5)

ext
ol Rint et Ry désignent les rayons intérieur et extérieur de la piste.
L’expression (1.4) donne le flux de chaleur global & I'instant ¢ qui ne dépend que de variables

globales. En reprenant 'expression (1.1), on choisit d’exprimer le flux de chaleur appliqué comme
une fonction linéaire de 7 :

o(r,t) = Aw(t)r (1.6)

avec A une constante.

La détermination de la constante A se fait en écrivant 1’égalité entre l'intégrale du flux
appliqué sur la surface de la piste et le flux total appliqué :

Rext 27
/ Aw(t)ridrdd = pM (1.7)
Rint 0 At
soit :
3Jw0
A= 1.8
p47TAt (Rgact - R?nt) ( )

Le disque ayant deux pistes subissant le méme chargment, le flux de chaleur appliqué sur
chacune d’entre elles a alors pour expression :

B 3Jworw(t)
M A (R - R .

L’utilisation d’un flux "axisymétrique" permet de modéliser uniquement un secteur angulaire
du disque. Dans ABAQUS®, 'introduction du flux non uniforme dans le calcul thermique est réa-
lisé a I'aide d’une routine DFLUX. Outre le flux entrant, on simule la convection forcée avec ’air
ambiant ainsi que la conduction avec le moyeu par le biais de coefficients d’échange thermique.
Afin de prendre en compte le fait de ne travailler que sur un secteur de disque, on impose une
condition d’adiabaticité sur les faces latérales du modéle.

Si des mesures & partir de thermocouples (ou par thermographie infrarouge) sont disponibles,
il est possible de pondérer le flux thermique en modifiant la valeur de A tout en conservant le
flux total appliqué aux pistes.
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1.1.4.2 Modélisation des conditions aux limites mécaniques

Seul le disque est modélisé. Des modéles numériques représentant le systéme de freinage
complets existent au sein de PSA Peugeot Citroén afin d’évaluer la distribution de la pression
de contact mais l'utilisation de tels modéles n’est pertinente que faite conjointement avec des
approches eulériennes.

On applique au secteur de disque des conditions aux limites de symétrie sur les faces latérales,
ce qui revient & bloquer les déplacements dans la direction perpendiculaire a ces faces. On impose
également, pour représenter la fixation du disque sur le moyeu, des blocages suivant la direction
verticale (axe de rotation de la roue) sur les deux faces horizontales du bol.

1.2 La fonte a graphite lamellaire constitutive des disques de frein

1.2.1 Généralités sur les fontes

La fonte désigne la famille d’alliages fer-carbone dont la teneur massique en carbone est
comprise entre 2% et 6.7%. Leur principal atout réside dans leur excellente coulabilité associée
a un cott de revient faible. C’est ainsi qu’elles sont fréquemment utilisées dans 'industrie et ce,
pour des applications diverses : composants moteurs (collecteur d’échappement, carter cyclindre),
piéces de liaisons au sol (bras de suspension) et moules de fonderie dans 'industrie automobile,
éléments de tuyauterie et de stockage pour 'industrie nucléaire, etc.

Contrairement aux aciers, les fontes dites grises solidifient selon le diagramme stable fer-
carbone en faisant intervenir une transformation eutectique telle que se forment :

e du graphite libre (lamelles ou nodules sphériques) ;
e une phase dite austénite contenant du carbone en solution solide dans du fer cubique a
faces centrées.

Lors du refroidissement, selon la vitesse de refroidissement et la composition de 'alliage, le
graphite évolue peu, mais l'austénite subit une transformation (figure 1.17) qui peut conduire a
la formation de différentes phases :

e La ferrite (aussi appelée "fer a") est une solution solide des éléments d’alliage comme
le silicium, le manganése ou le carbone dans le réseau cubique centré du fer. Elle est
relativement ductile donc facilement usinable et présente une dureté de I'ordre de 60 & 80
HV.

e La cémentite est un carbure de fer de formule Fe3C de structure cristallographique
orthorombique. Elle contient 6.67% massique de carbone et se caractérise par une dureté
trés importante, de 'ordre de 700 a 800 HV.

e La perlite est un agrégat formé a 89% de ferrite et de 11% de cémentite sous forme de
lamelles alternées (figure 1.18). La formation de la perlite se fait par germination aux joints
de grain austénitiques, puis croissance paralléle des lamelles. C’est de la finesse de celles-
ci qu’elle tire ses caractéristiques mécaniques. Elle est généralement caractérisée par une
dureté relativement importante (de 200 a 300 HV) et par une ductilité moyenne.

e La martensite (aussi appelée "fer /") est une phase métastable qui apparaitpar trans-
formation displacive, particuliérement lors de refroidissements rapides (trempes). La for-
mation de cette phase peut étre favorisée par différents mécanismes induits par ’ajout de
différents éléments tels que le nickel et le chrome. C’est un composé trés dur (de 800 a
1000 HV) dont la structure se présente sous la forme d’aiguilles. C’est une solution solide
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d’insertion sursaturée en carbone dans le fer o, de méme composition que ’austénite dont
elle est issue.

e La bainite se présente sous la forme d’un agrégat de "plaquettes" de ferrite et de trés
fins carbures. Cette phase se forme lorsque le refroidissement de ’austénite est trop rapide
pour obtenir de la perlite et trop lent pour former de la martensite. La formation de cette
phase est favorisée par I’ajout de molybdéne et de nickel. Sa structure est particuliérement

fine et lui confére de bonnes propriétés mécaniques.
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FIGURE 1.17 — Diagrammes d’équilibre fer-carbone stable et fer-cémentite (ou fer-carbone mé-
tastable)

e FL AL )]
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FIGURE 1.18 — Micrographie d'une fonte GL & matrice perlitique (Collini et al., 2008)

En résumé, les fontes grises - objet de cette étude - solidifient selon le diagramme fer-carbone
mais, lors du refroidissement, il y a transition sur le diagramme fer-cementite & une température
comprise entre 900°C et environ 700°C.

Les fontes grises sont classées suivant la forme sous laquelle se présente la majeure partie
du carbone et suivant leur microstructure. Il existe des fontes a graphite lamellaire ((Margerie,
1989)) des fontes a graphite sphéroidal et des fontes a graphite compact (Barralis et Maeder,
1995), a matrice ferritique, ferrito-perlitique, perlitiques, bainitiques, ...

Le graphite se présente sous la forme de sphéroides (figure 1.19a) dans les fontes a graphite
sphéroidal (GS), et sous forme de lamelles (figure 1.20) dans les fontes & graphite lamellaire (GL).
Les caractéristiques mécaniques sont directement influencées par la forme prise par le graphite
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ainsi que par sa répartition. Ainsi, les fontes a graphite sphéroidal sont plus ductiles que les
fontes & graphite lamellaire, réputées fragiles.

Enfin, dans les fontes a graphite compact (fonte dite a graphite vermiculaire GV), le carbone
apparait sous forme de lamelles émoussées qui peuvent étre reliées entre elles (figure 1.19b). Les
caractéristiques de la fonte GV se situent entre celles de la fonte GL et celle de la fonte GS.

Les fontes blanches (qui doivent leur nom a la teinte blanche de leur surface de rupture)
solidifient selon le diagramme fer-cementite. Il ne se forme pas de graphite et la quasi totalité
du carbone se combine avec le fer pour former de la cémentite, rendant le matériau trés dur et
trés fragile. Ce type de fonte est caractérisé par une bonne résistance a 'usure et a ’abrasion, et
une usinabilité presque impossible. Les fontes malléables sont des fontes blanches subissant un
traitement thermique de malléabilisation (maintien de la température au dessus de 900°C). Les
propriétés sont intermédiares entre celles des fontes blanches et des fontes grises.

FI1GURE 1.19 — Micrographies de fontes GS et GV

1.2.2 Composition et microstructure des fontes GL

Dans les fontes a graphite lamellaire, la plus grande partie du carbone se trouve sous forme de
lamelles de graphite (figure 1.20). Il existe des normes (AFNOR, 1997a,b) permettant de classer
les fontes en fonction de paramétres microstructuraux :

e la forme du graphite;
e sa répartition ;
e dans le cas de la fonte GL, la taille des lamelles.

Dans notre étude, la fonte GL est de type I A 4-5, selon la norme précitée :
I : lamelles ;

e A : distribution homogéne ;

e 4-5 : taille des lamelles variant de 0.06 & 0.25 mm ;

e 3-5 : taille des lamelles variant de 0.06 & 0.5 mm.

Sa composition détaillée est présentée dans le tableau 1.1 et montre que celle-ci est proche de
la composition eutectique. Les vitesses de refroidissement des disques conduisent & une matrice
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FIGURE 1.20 — Micrographie d’une fonte GL (Keller, 2006)

de type perlitique avec une quantité de ferrite inférieure a 5%, la quantité de carbures - autres
que la cémentite (Fe3C) contenue dans la perlite - étant inférieure a 2%.

C Si Mn S P Ni Cr Mo Cu Ti Sn

34-36|<245|2>040 | <015 <015 | <025 <020 <010 <060 | <£0.03| <0.10

TABLEAU 1.1 — Composition chimique (massique) de la fonte GL étudiée

1.2.3 Propriétés remarquables

Les caractéristiques du matériau dépendent essentiellement de la qualité et de la répartition
des lamelles ainsi que de la composition de la matrice métallique. Si les lamelles de graphite,
d’une longueur variant de 0,03 & 1 mm, n’ont que trés peu d’influence sur la résistance a la
compression, elles diminuent considérablement la résistance a la traction de la matrice. Les la-
melles se comportent en effet comme des fissures, la résistance du graphite étant tres faible. Ce
phénomeéne conduit & un effet d’entaille, ce qui rend la fonte GL trés fragile (Meyersberg, 1933).
Dés 'apparition de fissures consécutives a I'effet d’entaille, celles-ci se propagent presque instan-
tanément en provoquant la rupture de ’éprouvette (ou de la piéce) sans déformation apparente.
Dans la fonte GL, les lamelles de graphite sont autant d’entailles qui accumulent leurs effets dans
des conditions trés complexes, conduisant a la rupture en traction (sans grand allongement ni
striction) suivant les lamelles de graphite; c’est ce qui donne cet aspect gris (d’on appellation
de fontes grises) caractéristique des fontes a graphite lamellaire (Margerie, 1989).

La décohésion des lamelles en traction est & l'origine d’une non-linéarité de la relation
contrainte-déformation pour des valeurs de contraintes relativement faibles (Gilbert, 1959), condui-
sant & une trés forte dissymétrie de comportement traction/compression (figure 1.21).

Malgré cette relative fragilité, les fontes GL sont utilisées pour les disques de frein automo-
biles car elles présentent certains avantages :

e Les disques de frein sont des piéces issues d'un procédé de fonderie par gravité suivi d’un
usinage sur une grande partie de leur surface (notamment les pistes). Les fontes GL pré-
sentent une excellente coulabilité. Le graphite est le constituant tendre et lubrifiant qui

20



LA FONTE A GRAPHITE LAMELLAIRE CONSTITUTIVE DES DISQUES DE FREIN

-0.013 -0.009  -0.007  -0.005 10001 0.003 0005 0007

-0.011 0,003 -0.00,
True strain
= e— o)
{ g‘ 300 C
'3
£ 350 C
-
-
=1

FIGURE 1.21 — Courbes de traction/compression monotones pour une fonte GL a différentes
températures (Brooks et al., 2002b)

confére aux fontes leur bonne usinabilité, méme sans huile de coupe, ce qui est particu-
lierement vrai pour le graphite lamellaire de type A (distribution homogéne des lamelles)
(Mathon, 1969).

e Elles présentent une diffusivité ou plus précisément une effusivité élevée, dictée par leur te-
neur en carbone, leur conférant un intérét pour la dissipation interne d’énergie. Néanmoins,
la diffusivité ne doit pas non plus étre trop importante, au risque de transmettre trop de
chaleur au bol et par conséquent & la roue. Pour les fontes & haute teneur en carbone, on
constate que la différence de conductivité thermique par rapport a une fonte standard se
fait aux basses températures. En effet, & chaud il y a convergence entre toutes les fontes
en termes de diffusivité thermique.

e Leur capacité d’amortissement des vibrations est trés supérieure a celui des autres fontes
(Plenard, 1964). Cette caractéristique est particuliérement importante pour les disques de
frein, notamment pour améliorer les problémes dynamiques liés au phénoméne de crisse-
ment.

e FElles présentent une bonne résistance a la corrosion.

e Enfin, 'aspect économique, déterminant dans 'industrie automobile, est trés intéressant,
le prix de la fonte GL étant relativement peu élevé comparé a d’autres métaux et alliages
ayant des caractéristiques mécaniques assez proches.

1.2.4 Propriétés de la fonte GL de I’étude

Propriétés mécaniques

On dispose pour ce matériau de plusieurs essais monotones de traction et de compression
(Gangloff, 2010). Les essais de traction ont été menés jusqu’a rupture de I’éprouvette, les essais
de compression ayant quant & eux été interrompus a 2% de déformation.

On peut voir sur la figure 1.22 correspondant & des essais réalisés a 20°C la forte différence
de comportement en traction et en compression. Le module d"Young est identique mais la limite
¢lastique apparente est trés nettement inférieure en traction. La résistance ultime (R,,) en trac-
tion est de 300 MPa et 'allongement a rupture (A%) de 0,9% alors qu’a 2% de déformation en
compression, la contrainte est de 540 MPa.

On dispose d’essais pour une plage de températures allant de 20°C & 800°C, chaque essai ayant
été doublé. On présente ’évolution des caractéristiques mécaniques en fonction de la température
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FIGURE 1.22 — Essais de traction et de compression - 20°C

en traction dans le tableau 6.1 et en compression dans le tableau 1.3.

Température (°C) 20 | 200 | 300 | 400 | 500 | 600 | 700 | 800
Module d’Young (GPa) | 118 | 118 | 106 | 96 | 97 | 64 | 58 | 31
R,, (MPa) 301 | 277 | 269 | 266 | 210 | 141 | 77 | 41
Ry0.2 (MPa) 243 | 219 | 209 | 172 | 165 | 121 | 71 | 41
A% 0.7 107 ]065|13] 1207 | 13|02

TABLEAU 1.2 — Caractéristiques mécaniques en traction de la fonte GLB

Température (°C) 20 | 200 | 300 | 400 | 500 | 600 | 700 | 800
Module d’Young (GPa) | 118 | 117 | 115 | 112 | 111 | 89 | 87 | 60
R. a 2% (MPa) 973 | 437 | 494 | 468 | 373 | 265 | 131 | 65
Rpc0.2 (MPa) 395 | 310 | 317 | 317 | 268 | 198 | 104 | 55

TABLEAU 1.3 — Caractéristiques mécaniques en compression de la fonte GLB

Ces résultats confirment la forte dissymétrie du comportement en traction et en compres-
sion. L’effet de la décohésion des lamelles de graphite en traction est illustré par la différence
importante de la limite d’écoulement pour une déformation permanente de 0.2% (Rpo.2). A faible
température, les valeurs de module d’Young en traction et en compression sont trés proches, tan-
dis qu’a plus haute température, la différence devient notable, ce qui montre que la décohésion
des lamelles survient pour de trés faibles valeurs de contraintes & haute température.

Propriétés physiques

On présente dans le tableau 1.4 I’évolution des caractéristiques thermiques en fonction de la
température. La masse volumique ne varie que trés peu avec la température et vaut 7.1 103 kg.m 3.
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Température ("C) 20 | 100 | 200 | 300 | 400 | 500 | 600 | 700
Conductivité (W.om~ 1. K1) 55 | 51 | 50 | 46 | 42 | 39 | 34 | 30.
Chaleur spécifique (kJ.kg=t. K1) 0.50 | 0.55 | 0.58 | 0.60 | 0.65 | 0.69 | 0.75 | 0.81
Coefficient de dilatation (1076. K1) | 11.7 | 11.7 | 11.8 | 12.2 | 12.9 | 13.2 | 13.6 | 13.8

TABLEAU 1.4 — Caractéristiques physiques de la fonte GLB

1.3 Enjeux et difficultés de I’étude

Dans une approche faisant I’hypothése d’un découplage entre le comportement et I’endomma-
gement, quatre éléments sont nécessaires pour mener a bien une démarche de dimensionnement
a la fatigue thermomécanique.

Il faut tout d’abord disposer d’un modéle numérique représentatif de la piéce réelle. La per-
formance des outils de maillage actuels, la relative "simplicité" d’un disque de frein et le fait de
ne pas modéliser I'environnement direct du disque, et donc de ne s’intéresser qu’a un secteur,
nous permettent de disposer de modéles éléments finis relativement légers en termes de degrés
de liberté et dont la réalisation du maillage est assez rapide.

Il est ensuite nécessaire d’appliquer les bonnes conditions aux limites et les bons chargements
a la structure étudiée. Nous avons ici fait le choix d’une modélisation du flux thermique axisymé-
trique ne dépendant que du rayon r. Bien que ne pouvant pas représenter ’ensemble des phéno-
ménes thermiques observés sur un disque de frein, cette modélisation est faite en connaissance de
cause et nous semble suffisante compte tenu des incertitudes relatives a la forte variabilité du flux.

Une loi de comportement du matériau constitutif de la structure étudiée est essentielle. C’est
un des enjeux majeurs de cette étude. Le comportement de la fonte GL est trés particulier (cf.
§ 1.2.3), aussi une attention particuliére devra étre portée a la représentativité du modeéle de
comportement en traction comme en compression pour des cas de chargements cycliques proches
de ceux rencontrés sur disque. De plus, compte tenu des températures élevées rencontrées sur
piéce, des phénomeénes visqueux apparaissent et doivent impérativement étre pris en compte. Il
faut néanmoins préciser dés maintenant que 1’objectif visé est de proposer un modéle de com-
portement permettant de décrire précisément le comportement de la fonte dans une simulation
de freinage sur disque, sans prétendre développer une loi de comportement "générique" ou uni-
verselle valable quelle que soit la structure et le type de sollicitations.

Enfin, le dimensionnement en fatigue nécessite un critére de fatigue robuste et prédictif. On
est ici dans le cas de la fatigue a faible nombre de cycles (LCF) pour laquelle de nombreuses
approches ont été proposées, notamment & PSA Peugeot Citroen pour le dimensionnement des
composants moteurs dits "chauds" (Charkaluk, 1999; Verger, 2002), mais également de parties
"froides" comme le répartiteur d’échappement (Launay, 2011). Dans le cas de la fissuration
du bol ou de la gorge, la problématique est assez proche de celle rencontrée sur ces composants
dimensionnés & ’amorcage. Il s’agira alors de proposer le critére le plus adapté et le plus prédictif
en se basant sur des corrélations calculs/essais.

Le cas du falengage et des fissures radiales, pour lequel on ne peut pas se contenter de pré-
dire 'amorgage qui intervient trés rapidement, est assez différent. La prévision déterministe de
la vitesse de propagation, compte tenu des incertitudes liées au chargement et de l’environne-
ment anisotherme, en élasto-viscoplasticité généralisée semble a priori difficilement atteignable.
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Il s’agira alors de définir une stratégie permettant aux bureaux d’étude de prédire 1’évolution du
réseau de faiengage, & savoir sa capacité a se transformer en une fissure débouchante - et donc
critique - ou non.
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Chapitre 2

Modélisation du comportement de la
fonte GL : un état de l’art

Apres la présentation de la base expérimentale existante et un rappel de
la formulation des lois de comportement, ce chapitre sera consacré a pré-
senter l’état de lart relatif a la modélisation du comportement de la fonte
G graphite lamellaire. On décrira dans un premier temps des approches
multi-échelles développées dans les années 1980 avant de s’intéresser a
des travauz plus récents basés sur la modification de la surface seuil de
plasticité, puis de proposer un bilan des modéles existants.
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MODELISATION DU COMPORTEMENT DE LA FONTE GL : UN ETAT DE L’ART

2.1 Introduction

Les températures atteintes lors d’un freinage impliquent que les effets induits par la vitesse
de chargement (i.e. les effets visqueux) ne peuvent pas étre négligés dans la formulation d’une
loi de comportement représentative de la fonte GL dans un disque de frein. Plusieurs auteurs ont
proposé des modéles de comportement sous sollicitations monotones ou cycliques de type élasto-
viscoplastiques pour la fonte GS, a travers une approche macroscopique par variables internes,
notamment pour des collecteurs d’échappement (Szmytka, 2007; Bastid, 1995). C’est ce type
d’approche que nous retiendrons. Le formalisme thermodynamique nécessaire & la formulation
de telles lois, ainsi que les différents éléments d’un modéle de comportement seront décrits ici.

Les particularités de la fonte GL sont d’une part une relation non linéaire entre contrainte et
déformation pour de faibles valeurs de contraintes et d’autre part une forte dissymétrie du com-
portement en traction/compression. Les premiers travaux portant sur le comportement cyclique
de ce matériau, proposés par Gilbert et al. (Gilbert et Richards, 1969; Gilbert et Kemp, 1978),
étaient principalement expérimentaux et ont abouti & un certain nombre d’observations relatives
a l'influence du graphite, notamment sa faible résistance en traction.

Plusieurs auteurs se sont ensuite intéressés aux mécanismes de déformation présents dans le
matériau sous sollicitation cyclique, induits par la décohésion des lamelles de graphite lors du
chargement. Ces modéles s’appuient sur des modélisations par éléments finis supposées représen-
ter la microstructure de la fonte GL et ayant pour objectif de quantifier I'influence de la taille
ainsi que de la répartition des lamelles de graphite sur le comportement. Ces approches seront
qualifiées d’approches multi-échelles.

Dans la littérature, il n’existe que peu d’études proposant des modéles de comportement
spécifiques & la fonte GL. Les modéles proposés pour représenter ce matériau portent quasi ex-
clusivement sur la modification de la surface seuil et/ou de I’écrouissage pour dissymétriser la
relation contrainte/déformation lors d’un chargement en traction/compression.

On se propose dans ce chapitre de dresser un état de ’art dans ce domaine de modélisation.
Cependant, afin d’illustrer les phénomeénes & modéliser, on présente d’abord la base expérimentale
utilisée lors de cette étude.

2.2 La base expérimentale

La base expérimentale disponible avant le début de cette étude est riche d’informations mais
n’a pas été congue en vue de l'identification d’un modéle particulier.

Les éprouvettes utilisées pour tous les essais (de comportement comme de fatigue) réalisés
dans le cadre des présents travaux ont, sauf mention explicite du contraire, la méme géométrie
et ont toutes été prélevées dans le flasque d’un disque de frein plein, ceci afin de travailler sur
des éprouvettes de microstructure identique & celle de la structure réelle. Le plan de I’éprouvette
ainsi que celui de prélévement sont présentés en Annexe A.

Les essais réalisés (Gangloff, 2010) sont dits d’écrouissage cyclique avec maintien en traction et
en compression. L’essai se compose d’une succession de cycles réalisés & un niveau de déformation
+e1 donné. Ce niveau varie au cours de 'essai. Sa valeur initiale est e = 0.1%. Aprés six cycles
a cette valeur, on passe & un niveau de déformation supérieur. Au cours de 'essai, on balaye
ainsi successivement les valeurs suivantes :

Niveau de déformation | 0.1% [ 0.2% [ 0.3% [ 0.4% | 0.5% |
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Le nombre de six cycles effectué a chaque niveau est supposé permettre d’atteindre I’accommo-
dation de la boucle contrainte/déformation. Un cycle se compose :

e d’une phase de compression de ¢ =0 & € = —e; d’une durée de 2,5 secondes;;

e d’une phase de maintien en déformation & ¢ = —&1 d’une durée fonction de la température ;

e d’une phase de traction de ¢ = —e; & € = ¢1 d’une durée de 5 secondes;

e d’une phase de maintien en déformation & ¢ = 1 d’une durée fonction de la température ;

e d’un retour a déformation nulle d’une durée de 2,5 secondes.

Ces essais sont réalisés non pas a vitesse de déformation constante mais & fréquence constante,
c’est-a-dire que, quels que soient les niveaux de déformation atteints, la durée des différentes
phases est toujours la méme. Les essais sont réalisés sur la gamme de températures et avec les
temps de maintien présentés dans le tableau 2.1.

Température (°C) 20 | 200 | 300 | 400 | 500 | 600 | 700 | 800
Temps de maintien (s) | 100 | 300 | 300 | 900 | 900 | 900 | 900 | 900

TABLEAU 2.1 — Plan d’essais d’écrouissage cyclique avec maintien en déformation

On présente sur la figure 2.1 essai & 20°C. Plusieurs constatations peuvent étre faites :

e comme pour les essais monotones, une forte dissymétrie existe en termes de niveau de
contrainte maximale en traction et en compression;

e les modules élastiques en charge sont identiques quel que soit le niveau de déformation
maximal atteint et sont égaux au module monotone ;

e les modules élastiques en phase de décharge décroissent avec le niveau de déformation
maximal atteint et sont inférieurs au module élastique monotone;

e lors des phases de décharge, il existe un point d’inflexion, correspondant a priori a la
fermeture progressive des fissures induites par la décohésion matrice/lamelle de graphite
durant les phases de traction, ce qui induit une augmentation de la raideur macroscopique
du matériau.

3000

-0.6 0.6

Contrainte (MPa)

=300

-400 -

Déformation (%)

FIGURE 2.1 — Essai d’écrouissage cyclique - 20°C (Gangloff, 2010)

On présente sur la figure 2.2 lessai a 400°C o 'on peut voir U'effet de la température (vis-
cosité) sur le niveau de contraintes relaxées durant les phases de maintien.
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-0.6% 0.6%

Contrainte (MPa)

-400
Déformation (%)

FIGURE 2.2 — Essai d’écrouissage cyclique - 400°C (Gangloff, 2010)

2.3 Formulation des lois de comportement & variables internes

On se place ici dans le cadre de la thermodynamique & variables internes, qui fixe des limites
aux échanges de chaleur et d’énergie mécanique au sein des milieux continus. Les modéles de
comportement tels que définis par Germain (1973) doivent vérifier plusieurs hypothéses et prin-
cipes :

e L’hypothése de [’état local. On suppose qu’a tout instant, les grandeurs caractéristiques
ont localement les mémes expressions que dans une configuration stationnaire, ce qui sous-
entend que les temps nécessaires aux changements d’état sont négligeables devant les durées
caractéristiques de I’évolution.

e On postule que I'état thermomécanique du matériau est complétement défini, en un point et
pour un instant donné, par la connaissance de la valeur de certaines variables indépendantes
définies en ce point. Ces variables sont appelées variables d’état. Leur variation au cours
du temps n’intervient pas dans la définition de I’état du matériau a l'instant considéré. Le
choix des variables d’état dépend du phénomeéne étudié. On utilise souvent la déformation
totale £, la température T', variables observables représentatives de 1’état mécanique et
thermique, ainsi que qu’une série de variables A, représentant 1’état interne du matériau,
notamment son écrouissage.

2.3.1 Formulation thermodynamique en HPP
2.3.1.1 Loi de conservation et second principe

On considére une partie quelconque 24 d’un solide € et on se place dans le cadre de 'Hypo-
thése des Petites Perturbations. Dans cette partie 24, le solide est soumis & des forces volumiques
ﬁ,, et recoit une densité volumique de chaleur r. La frontiére 024, de normale unitaire 77, est
soumise & un vecteur contrainte ¢ = ¢.7. Elle échange également un flux de chaleur ¢ (figure 2.3)
avec l'extérieur. B

En notant p la masse volumique du matériau, et ¥ la vitesse des points matériels qui le
constituent, on peut écrire les lois de conservation suivantes :
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FIGURE 2.3 — Sollicitation thermodynamique appliquée & un solide

e conservation de la quantité de mouvement :

4 pvdv = / tds + Fodv (2.1)
dt Ja, 004 Q4
e conservation de la masse : J
o7 o, pdv =0 (2.2)
e conservation de I’énergie :
%(E+K):P6+Q (2.3)

Les quantités mises en jeu dans I’équation (2.3) sont obtenues de la fagon suivante :

e la variation d’énergie interne F, en définissant ’énergie interne spécifique e :

dE  d
s d 2.4
at  dt /QAp6 v (24)

e la variation d’énergie cinétique K en utilisant la conservation de la masse et en définissant
I’accélération ¥ = % des points matériels :

dK d [ 1
— == Zppidv = 7).0d 2.
Fralte /sz 5 PU-Udv /QA(m)v v (2.5)

e la puissance des efforts mécaniques P,, en utilisant la conservation de la quantité de mou-
vement, la conservation de la masse, et le théoréme de la divergence :

P, = t.vds + foBdv = / (p¥).vdv +/ o edv (2.6)
004 Qa Qa Qa4

ou g est le tenseur des contraintes et 3 le tenseur des déformations.
e le taux de chaleur @ recu, en utilisant le théoréme de la divergence :

Q :/ —(j’.ﬁds—l—/ rdv = — div(cf)dv—{—/ rdv (2.7)
00 Q4 Qa Qa

Les équations (2.3) a (2.7) permettent alors d’écrire le premier principe de la thermodyna-
mique, qui garantit que le systéme est conservatif du point de vue énergétique :

pe =g :e+r—div(q) (2.8)
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Le second principe de la thermodynamique stipule que la vitesse de variation de I’entropie S
est toujours supérieure ou égale au taux de chaleur recu divisé par la température :

ds _ Q

i i 2.9
dt — T (29)
En introduisant ’entropie spécifique s telle que :
ds d
— = — dv 2.10
dt ~ dt /QA ps (2.10)

cette inégalité peut aussi s’écrire de la fagon suivante :

/QA <pé+div (g) - ;) dv >0 (2.11)

En exprimant r & partir de 'expression (2.8), on obtient :

g:é—p(Ts—¢é)— %.6@) >0 (2.12)

En introduisant finalement 1’énergie libre spécifique w = e — T's, on aboutit a l'inégalité de
Clausius-Duhem, & la base de la thermodynamique des milieux continus :

og:é—plw— sT) — %§(T) >0 (2.13)

On distingue dans cette expression la dissipation intrinséque D; et la dissipation thermique
Dth :

D; =0 :é— p(i— sT) (2.14)
Dy, = —%ﬁ(T) (2.15)
La loi de Fourier, ou loi de comportement thermique, ¢ = —kﬁ(T), assure la positivité de

Dy, Une loi de comportement sera alors thermodynamiquement admissible si la positivité de D;
est assurée :

1é—p(—sT) >0 (2.16)

IS

2.3.1.2 Variables d’état, potentiel thermodynamique, forces thermodynamiques

On introduit la partition des déformations en une partie élastique et une partie inélastique,
soit g = g, Tg, oug, est la déformation thermo-élastique et g, est la déformation inélastique (gvp
dans le cas de la viscoplasticité). L’état thermodynamique du matériau est représenté localement
par un potentiel dépendant des variables d’état. On choisit souvent comme potentiel I’énergie
libre spécifique w(e, T', Ay) avec Ay = (g, A}), ce qui permet d’écrire :

ow ow.. — Oow

o Ay, (2.17)

ou I'’ensemble Ay, peut regrouper des variables de différentes dimensions - scalaires ou tensorielles
- d’ou 'utilisation du symbole e.

L’inéquation (2.16) se résume alors & :

(a—p%j):é—i—a:éi—p(s—i—%)T 87“).,4;;20 (2.18)
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Cette inégalité devant étre vraie pour tout type de transformation. En suivant le raisonnement
de Gurtin, I'étude des transformations réversibles permet de définir les lois d’état :

ow
= p—— 2.1
2=, (2.19)
ow
s= -2 (2.20)

Le tenseur des contraintes apparait donc comme la force thermodynamique associée au ten-
seur des déformations. Par analogie, on définit les forces thermodynamiques associées aux va-
riables internes g, et A7 sous la forme :

ow
= —p— 2.21
2= "Pg (2.21)
ow
A =— 2.22
k '0(9,42 ( )

La donnée du potentiel thermodynamique permet donc d’écrire des relations entre les va-
riables d’état et leurs forces associées, & un instant donné. En revanche, elle ne permet pas de
décrire ’évolution de ces variables au cours d’une transformation. Cette évolution sera donnée
par les lois complémentaires.

2.3.1.3 Lois complémentaires, potentiel de dissipation

Compte tenu des relations précédentes, la dissipation intrinséque s’écrit sous la forme sui-
vante :

Di=g:é, +Ajed (2.23)

Pour décrire I’évolution des variables d’état au cours de la transformation, tout en respectant
le second principe, on postule I'existence d’un potentiel de dissipation ¢(§vp’ 'Z’ T). Ce potentiel
doit étre positif, convexe et nul & 'origine. Le terme de dissipation ® sera alors donné par ce
potentiel sous la forme :

0 0 :
o= ai’ g+ <Z> o A: (2.24)
g'up aAk
Les variables "duales" seront alors obtenues & partir des lois complémentaires suivantes :
9¢
= 2.25
2= 52 (2.25)
=vp
0
Aj = ¢ (2.26)
0A;

En pratique, on utilisera plutot le potentiel de dissipation dual de ¢, ¢* (o, Ak, T') s’exprimant
comme une fonction scalaire continue, positive, convexe et nulle & l’origineﬁes variables duales.
Pour passer de ¢ a ¢*, on utilise la transformée de Legendre-Fenchel, définie par ¢*(A) =
sup,[A ® a — ¢(a)]. On peut alors exprimer les lois complémentaires suivantes :

_ 99"
Ep = oo (2.27)
(* _ g~
Ap = oA (2.28)
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Toute la difficulté de la modélisation du comportement d’un matériau réside dans la déter-
mination de ’expression d’un potentiel thermodynamique pour 1'obtention des variables d’état,
& un instant donné, et d’un potentiel de dissipation, qui donne ’évolution des variables internes
au cours du temps.

Les relations de normalité, représentées par les lois complémentaires, sont suffisantes pour
respecter le second principe, mais elles ne sont pas nécessaires. Les matériaux vérifiant 1’équa-
tion (2.27) sont dits standards, et ceux vérifiant également I’équation (2.28) sont dits standards
généralisés (Halphen et Nguyen, 1975).

Une fois ce cadre posé, il est nécessaire de définir :
e un critére d’élasticité;

e une loi d’écrouissage ;

e une loi d’écoulement.

2.3.2 Les critéres d’élasticité

Historiquement, cette notion de critére lié & une contrainte seuil est développée dans le cadre
de la plasticité, puis étendue & la viscoplasticité. L’espace des contraintes est & six dimensions.
Le domaine élastique et le domaine plastique sont séparés par une hypersurface. Cela se traduit
par la définition d’une frontiére dans I’espace des contraintes ; on parle de surface seuil telle que :

f(@) =0 (2.29)

De trés nombreux auteurs se sont penchés sur la forme que prend f, et de nombreux modéles
existent dans la littérature. On différenciera les critéres isotropes et les critéres anisotropes. Ces
derniers reposent sur le fait que le matériau étudié présente une anisotropie matérielle, ce qui
n’est pas le cas de la fonte GL ot les lamelles de graphite sont réparties de maniére aléatoire. Ce
type de critére n’est donc pas a priori adapté au matériau de notre étude méme s’il existe une
anisotropie induite par le chargement, dont 'origine est la décohésion des lamelles.

Une grande partie des critéres isotropes est indépendant de la pression hydrostatique. Les
déformations plastiques, dans les matériaux métalliques, sont en effet gouvernées par des mé-
canismes de glissement du réseau cristallin, pilotés uniquement par le cisaillement. Parmi les
critéres les plus utilisés on retrouve le critére de von Mises (1913), qui postule que le passage
d’un état élastique a un état plastique se fait si une énergie de distorsion critique est atteinte. Il
s’écrit sous la forme :

f=+v3J2—ky=0 (2.30)

avec Jo le deuxiéme invariant du déviateur des contraintes s, Jy = %(g : s), ko apparaissant
comme la limite d’élasticité en traction pure.

Un autre critére largement répandu est le critére de Tresca, qui repose lui sur I’hypothese
que la limite d’élasticité est atteinte si la contrainte de cisaillement maximal dépasse une valeur
critique. Comme la contrainte tangentielle maximale est égale au rayon du plus grand cercle de
Mohr, il est formulé en fonction des contraintes principales de la maniére suivante :

F= T gy~ (231)

avec oyrr la contrainte principale maximale et o7 la contrainte principale minimale, kg apparais-
sant comme la limite d’élasticité en cisaillement pur. La surface seuil est assez proche de celle
du critére de von Mises, mais présente des points singuliers rendant son intégration numérique
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délicate.

Il existe des critéres faisant intervenir la pression hydrostatique, ceux-ci ont été initialement
développés pour les roches et les sols. La prise en compte de la pression hydrostatique permet en
effet de représenter une dissymétrie entre traction et compression. Ce sont ces approches qui ont
été principalement développées pour représenter le comportement de la fonte GL. Elles feront
donc l'objet d’une étude approfondie au §2.4.

2.3.3 Les lois d’écrouissage

L’écrouissage est caractérisé par les modifications subies par la surface seuil & la suite d’un
chargement, celle-ci pouvant étre classée en trois catégories :

e une modification de sa taille; on parle alors d’écrouissage isotrope;

e une translation du centre du domaine d’élasticité, a l'origine de I'effet Bauschinger, dont
la modélisation est particuliérement importante pour les chargements cycliques; on parle
alors d’écrouissage cinématique ;

e parfois une distorsion ou changement de forme dans la direction de chargement.

2.3.3.1 L’écrouissage isotrope

Dans ce type d’écrouissage, la surface seuil peut croitre ou décroitre de maniére isotrope sans
que son centre ne soit modifié. En revanche, sous un chargement cyclique,si il est seul pris en
compte, cet écrouissage est incapable de représenter des phénomeénes de rochet ou d’accommoda-
tion. Il sera donc généralement utilisé en paralléle d’un écrouissage cinématique pour ce type de
sollicitations. Il permet alors de représenter les phénomeénes de durcissement ou d’adoucissement
cyclique.

L’évolution de la variable scalaire d’écrouissage R est liée & la déformation plastique cumulée
p de maniére linéaire :

R=Ry+Qp (2.32)

ou non linéaire, par exemple sous la forme de la loi de Voce :
R=Ry+Q (1 - e*bp) (2.33)
avec Ry, la limite d’élasticité initiale, ) et b des paramétres d’écrouissage du matériau.

2.3.3.2 L’écrouissage cinématique

L’écrouissage cinématique correspond & une variable tensorielle X représentant la translation
du domaine d’élasticité dans Uespace des contraintes. Dans le cas du critére de Von Mises ne
dépendant que du deuxiéme invariant des contraintes, cet écrouissage est introduit sous la forme
d’un déviateur tel que :

X)-R=0 (2.34)

Jg(é -
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L’écrouissage cinématique linéaire

C’est la premiére version des lois d’écrouissage cinématique proposée par Prager (1956). La
surface de charge subit une translation dans la direction de I'incrément de déformation visco-
plastique. L’évolution de la variable d’écrouissage cinématique tensorielle X est donnée par :

iX =~ Cda (2.35)

ou C est le module d’écrouissage et « est la variable interne associée donnée par :

da = —de (2.36)

= =vp

Ce modéle a I’avantage d’avoir une formulation simple et de donner une bonne approximation
du comportement global. Si I’on cherche en revanche a décrire avec précision la non linéarité de
le courbe contrainte déformation sur une large plage de déformations, il est indispensable d’opter
pour un modéle non linéaire.

L’écrouissage cinématique non linéaire

Le modele le plus simple est celui d’Armstrong et Frederick (1966), popularisé par J.L. Cha-
boche, qui introduisent dans la relation linéaire de Prager un terme de rappel v permettant de
saturer I’écrouissage. La relation (2.36) devient alors :

da = —de . yadp (2.37)

= =v

La courbe de traction est ainsi bien mieux modélisée, y compris pour de faibles niveaux de
déformation. Le nombre de paramétres limité a deux, 'intégration explicite de la loi d’écrouissage
et la capacité du modéle & décrire la réponse cyclique d’un matériau en termes d’adaptation et
d’accommodation rendent ce modéle d’un usage trés courant.

Il présente néanmoins quelques inconvénients, notamment liés au fait que la variable d’écrouis-

sage « suit une évolution exponentielle et aboutit & une saturation de ’écrouissage vers une valeur

%, ne permettant pas de rendre compte de certains comportements ne présentant pas de satura-
tion.

Pour palier ce probléme, Chaboche (1989) propose de superposer des lois d’écrouissage de
type Armstrong-Frederick :

2

3Cid§vp — X dp (2.38)

X =) dX, dX =

avec ¢ variant de 2 & 5, avec éventuellement un des écrouissages considéré comme linéaire. La
description de la réponse du matériau sur une large plage de déformations en est ainsi grandement
améliorée.

On peut également citer, dans le méme esprit, le modéle de Ohno et Wang (1994), ou en-
core plus récemment les travaux de Desmorat (2010), qui propose une version non saturante de
I’écrouissage cinématique non linéaire. Il existe de nombreuses autres modélisations, de plus ou
moins grande complexité, liées & la prise en compte de mécanismes particuliers.
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2.3.4 Les lois d’écoulement

La différence fondamentale entre plasticité et viscoplasticité réside dans la dépendance & la
vitesse de déformation. Dans le cadre de la viscoplasticité unifiée (Lemaitre et Chaboche, 1996),
la loi d’écoulement viscoplastique s’écrit sous la forme générale :

e =\P (2.39)

ou P représente la direction de la vitesse de déformation viscoplastique et A son amplitude. En

I’absence de condition de cohérence comme en plasticité, le multiplicateur A nest pas défini et il
faut lui donner une évolution, qui peut étre choisie sous la forme :

A= a(f) (2.40)

Cet écoulement visqueux est le plus souvent mis sous la forme d’une loi puissance (Norton,

1929) :
A:<£>m (2.41)

ou K et m sont les paramétres du modéle et f la fonction critére. On parle alors de loi de type
Norton, directement inspirée de la modélisation du fluage secondaire.

2.4 Approches multi-échelles

Au début des années 1980, plusieurs auteurs ont proposé des outils permettant de simuler le
comportement macroscopique de la fonte GL sous un chargement cyclique, a partir d’approches
multi-phasées distinguant la matrice métallique et les lamelles de graphite. Ces approches per-
mettent de prédire I'influence de la microstrucure sur la réponse mécanique du matériau.

2.4.1 Modéle de Russel

Les premiers travaux ont été proposés par Russell (1979). Celui-ci définit un modéle par
éléments finis & deux dimensions représentant un réseau de lamelles horizontales et perpendi-
culaires & la direction de chargement (figure 2.4a). En considérant les symétries transverses et
longitudinales et en imposant des conditions aux limites appropriées (figure 2.4b), il aboutit a
un modéle ne contenant que trois lamelles. La distribution et la taille des lamelles dépend de la
microstrucure étudiée.

La loi de comportement de la matrice repose sur un modéle élasto-plastique avec écrouissage
isotrope de Ludwik. Le comportement asymétrique des lamelles est lui modélisé a 1’aide d’élé-
ments poutres élastiques qui s’ouvrent si le déplacement net a travers la lamelle est positif, et se
ferment si ce méme déplacement est négatif (figure 2.5). En compression, ces éléments apportent
donc d’une part une rigidité liée a la fermeture des lamelles et d’autre part une rigidité corres-
pondant au module élastique du graphite.

Grace a ce modeéle, Russel simule alors des essais cycliques & contrainte imposée. La contrainte
est calculée comme la somme des efforts de réaction sur la face inférieure du modéle divisée par
sa section. La déformation est obtenue en prenant la valeur moyenne des déplacements de la face
supérieure. 11 aboutit aux résultats présentés sur la figure 2.6. Le rapport égal a deux entre les
résultats expérimentaux et le modéle est 1ié aux conditions de symétrie.
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FIGURE 2.5 — Modélisation du comportement des lamelles (Russell, 1979)
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Méme si ce modéle ne représente qu’assez grossiérement le comportement réel de la fonte,
notamment a cause de la loi de comportement trés imparfaite, il permet de reproduire trés fide-
lement d’une part les contraintes maximales obtenues en traction et en compression, et d’autre
part le "point d’inflexion" caractéristique de la refermeture des lamelles durant la phase de com-
pression. Une fois les lamelles fermées, il simule également le fait que la raideur élastique en
charge (& partir de la contrainte minimale atteinte) est supérieure a la raideur en décharge. En
revanche, il ne rend pas compte de la différence de raideur entre la premiére charge et la décharge,
due & une décohésion progressive des lamelles.

Ce modéle permet donc de comprendre et de simuler un certain nombre de mécanismes
propres a la fonte GL sous chargement cyclique (ouverture et fermeture des lamelles, perte
de raideur, comportement asymétrique, etc.) et montre que 'idéalisation de la distribution de
lamelles de graphites en un réseau périodique horizontal & la direction de sollicitation est une
hypothése valable et justifiée.

STRESS STRESS
(ks 551 / (ksi) 0
10 20
, 4 / = .
-004 -0 ‘002 Do4 ‘005 nlo
STRAIN STRAN
-104, 3

| NODEL

/ 20T SPECIMEN

FIGURE 2.6 — Réponse du modéle de Russell (1979)

2.4.2 Modéle de Downing et Socie

Downing et Socie (1982) ont proposé quelques années plus tard un modéle trés proche de
celui de Russel du point de vue des hypothéses posées mais beaucoup plus simple du point de
vue de la modélisation.

La microstructure est ici représentée par un réseau de barres de différentes tailles, reposant
sur un support en forme d’escalier (figure 2.7a). Certaines barres sont reliées au support et
représentent le comportement du matériau lorsque la rigidité n’est plus transmise a travers les
lamelles, les autres sont uniquement en contact avec le support et ne transmettent de rigidité
qu’en compression, lorsque les lamelles de graphite sont fermées.

Ces choix de modélisation sont liés a la loi de comportement de type élasto-plastique parfait
des barres (figure 2.7b) ; une superposition de plusieurs barres est alors nécessaire afin d’aboutir
a une relation non linéaire entre les contraintes et les déformations. L’inconvénient majeur dans
ce modeéle est que 'ajustement du nombre de barres et leur longueur respective est un travail
assez fastidieux.
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Les résultats présentés pour des sollicitations cycliques d’amplitude variable sont néanmoins
trés proches des résultats expérimentaux (figure 2.8), les réserves étant les mémes que celles
énoncées pour le modeéle de Russell (1979).

Les enseignements de ce modéle (par rapport a celui de Russel) sont que la prise en compte
de la rigidité des lamelles est superflue et quune modélisation simple permet de reproduire
fidélement le comportement du matériau sous des sollicitations cycliques d’amplitude variable.

(a) principe de modé- (b)  comportement  des
lisation barres

FIGURE 2.7 — Principe de modélisation de Downing et Socie (1982)

Actual response I 2 Predicted response I

Stress (x 10%)
Siress (x10%)

) I R 1 T SR S T

-3 2 - o | 2 3 3 -2 I 0 2 3
Strain (x107%) Strain (x107%)
(a) Résultat expérimental (b) Réponse du modele

FIGURE 2.8 — Réponse du modéle de Downing et Socie (1982)

2.4.3 Modéle de Haenny et Zambelli

Haenny et Zambelli (1984) s’intéressent également a des chargements cycliques mais uni-
quement en traction, 'objectif étant de caractériser la rupture progressive du graphite sous un
chargement de traction.

Ils s’inspirent largement du modéle de Downing et Socie (1982), en utilisant plusieurs barres
en paralléle de tailles différentes, reliées entre elles par un élément rigide incliné (figure 2.9a).
Chaque barre est ici décomposée en un élément de type élasto-plastique parfait, et d’'un élément
composé lui méme de deux éléments en paralléle : I'un élastique et 'autre élastique parfaitement
fragile. Sous une certaine contrainte, la partie fragile rompt, impliquant ainsi une diminution de
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la raideur.

Le modéle permet ainsi de modéliser la rupture progressive des lamelles sous un chargement
de traction (ainsi que la perte de raideur associée), cause de la non linéarité pour les faibles
valeurs de contraintes, ainsi que les boucles d’hystéresis liées a la plasticité de la matrice lors des
phases de décharge-charge (figure 2.9b).

Mumerical pargmeters:
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E elements - / .
a0s 0% o8 620
elongation, At (mm)
(a) principe de modélisation (b) réponse du modéle

FIGURE 2.9 — Mod¢le de Haenny et Zambelli (1984)

Les essais simulés ne présentent pas des conditions dans lesquelles les éléments rompus se re-
ferment. Le modéle est néanmoins formulé de telle fagon que sous un chargement de traction suivi
d’une compression, les éléments fragiles se retrouvent en contact, permettant ainsi de retrouver
la rigidité initiale. C’est le plus abouti et le plus représentatif des modéles multi-échelles.

2.5 Approches liées au critére de plasticité

De nombreux travaux portent sur I’étude du comportement de matériaux présentant une
asymétrie traction/compression, comme la fonte GL, certains alliages métalliques poreux (obte-
nus par métallurgie des poudres, fonderie,...), des céramiques, des polyméres, des composites ou
encore des bétons et des sols. La liste exhaustive de toutes ces études serait bien évidemment
trop longue a exposer. On ne fait donc le choix ici que de présenter quelques modéles significatifs,
développés dans un cadre plus large que celui de la fonte GL, ainsi que les principales approches
spécifiques a la fonte GL.

2.5.1 Quelques modéles non spécifiques a la fonte

Le critére de Mohr-Coulomb

Mohr (1900) est le premier & introduire dans son critére une dépendance a la pression hydro-
statique. Sa formulation est sous-tendue par la notion de frottement et suppose que le cisaillement
maximal que peut subir le matériau est d’autant plus grand que la contrainte normale de com-
pression est élevée. La limite admissible constitue une courbe intrinséque dans le plan de Mohr.
Ce critére peut ainsi étre vu comme la généralisation de celui de Tresca, qui limite I’étendue des
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demi-cercles de Mohr & une zone comprise entre 'axe Oag,, et une droite de pente p = tan ¢
(figure 2.10). Celle-ci est appelée coefficient de frottement interne, et ¢ est l'angle de frotte-
ment interne. L’ordonnée & l’origine, ¢, représente la cohésion du matériau, qui correspond & la
contrainte de cisaillement qui peut étre supportée sous une contrainte moyenne nulle. Le critére
s’écrit alors en fonction de la contrainte normale o,, et du cisaillement 7 :

f=l1|—0on—c=0 (2.42)
et en fonction des contraintes principales :
f=o01(1—sin¢g) —orrr(l+sing) —2ccosp =0 (2.43)

Ce critére, de formulation quelque peu complexe, est particuliérement adapté aux problé-
matiques de génie civil via l'utilisation du frottement interne et de la cohésion du matériau et
présente les mémes défauts que le critére de Tresca pour son utilisation dans des modéles numé-
riques, & savoir les difficultés relatives aux points "anguleux", liés a la formulation en contraintes
principales.

| 7]
b -
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FIGURE 2.10 — Représentation graphique du critére de Mohr-Coulomb (Hassani, 2008)

Le critére de Drucker-Prager

Le critére de Drucker et Prager (1952) est une extension du critére de von Mises, combinaison
linéaire du deuxiéme invariant du déviateur et de la trace du tenseur des contraintes Iy. Il est
formulé de la maniére suivante :

f=VJ—-A+BL=0 (2.44)

ot A et B sont des paramétres matériels dépendant des limites d’élasticité en traction simple op
et en compression simple o¢ :

2 < ocoT > 1 <O’T — UC>
A=—| — ; B=—|——
V3 \oc+or V3 \oc +or
On trouve souvent ce critére formulé & partir d’'un paramétre o et de la limite d’élasticité

en traction simple o7, afin d’obtenir une formulation proche du critére de von Mises faisant
apparaitre une dépendance & I; :

f=0-a)y3ha+alh—or=0 (2.45)

ou le paramétre « est défini par :
_lor—oc

2 oc¢

40



APPROCHES LIEES AU CRITERE DE PLASTICITE

Ce critére a lui aussi été développé pour les sols et peut étre vu comme une version continue C!
du critére de Mohr-Coulomb, a I'image du critére de von Mises par rapport & Tresca. Néanmoins,
ce critére, par la suite largement utilisé pour d’autres matériaux, est a la base de la plupart des
formulations de critéres destinés a traiter de la plasticité des matériaux présentant une asymétrie
traction/compression.

Le critére de "von Mises modifié"

Raghava et al. (1973) proposent un modéle pour les polymeéres, basé sur le critére de Drucker-
Prager, puis largement repris pour d’autres types de matériaux, notamment pour la fonte grise
(Manilin et Batanova, 1979). Il fait intervenir le premier invariant du tenseur des contraintes et
s’écrit :

1 1
f=Jd+ gfl(ac —op) — gO’CO'T =0 (2.46)

On retrouve dans la littérature I'appellation "critére de von Mises modifié" pour se référer a ce
critére.

2.5.2 Les modéles spécifiques a la fonte

Le critére de Hjelm

Peu de résultats expérimentaux portant sur le comportement élasto-plastique de la fonte grise
sous chargement biaxial existent dans la littérature. Afin de proposer un critére de plasticité pour
la fonte GL, Hjelm (1994) a effectué une série d’essais biaxiaux sur des éprouvettes cruciformes
et aboutit a la conclusion que le passage en plasticité, sous un chargement de type compression-
compression, est uniquement contrélé par oc. Une formulation de type von Mises ne dépendant
pas de I pour cette gamme de chargement est donc appropriée. Il exprime finalement un critére
se basant sur le critére de "von Mises modifi¢" (Raghava et al., 1973) :

2.47
Jy — 302, L < —-oc (247)

= {Jg + %Il(ac —or) — %O’cO‘T, I > —o¢
La figure 2.11 présente dans un repére (o,,0y,) les points issus de sa campagne expérimentale
superposés a plusieurs surfaces seuil. Le critére de von Mises modifié représente effectivement
trés mal la surface seuil en compression-compression alors que le critére proposé s’accorde bien
avec les points expérimentaux dans cette région.
Dans la zone de traction-traction, 'auteur admet qu’un critére de Mohr-Coulomb permettrait
d’obtenir une meilleure corrélation mais justifie son choix par la facilité d’intégration dans un
code par éléments finis.

Afin de mieux représenter les courbes contrainte/déformation, Hjelm et al. proposent d’uti-
liser un écrouissage cinématique non-linéaire différent entre traction et compression (Josefson
et al., 1995), ce qui leur permet de simuler avec une assez bonne précision des essais de traction
ou de compression cycliques.

Le modéle de Hjelm est finalement implémenté dans le code de calcul ABAQUS® sous la
dénomination *CAST TRON (Simulia, 2010b) dans une forme légérement différente, le passage
en plasticité en traction étant modélisé a ’aide du critére de Rankine, qui énonce que pour rester
dans le domaine élastique, aucune contrainte principale ne doit dépasser la limite élastique en
traction simple (figure 2.12).
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FIGURE 2.11 — Surfaces de charge et points expérimentaux. Trait plein : von Mises modifié,
tirets : Hjelm (1994), pointillés : Mohr-Coulomb

Mises (campression)
y

FIGURE 2.12 — Surface seuil du critére de Hjelm implémenté dans ABAQUS dans l'espace des
contraintes principales (Simulia, 2010b)
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Le critére de Altenbach et al.

Altenbach et al. (2001) postulent la méme surface seuil initiale que Raghava et al. (1973)
mais en introduisant une dépendance de o7 et o¢ & un paramétre d’écrouissage x dépendant lui
méme de la pression hydrostatique :

IS}

X = / ! s de (2.48)

w(om)

ol £ est le tenseur des déformations plastiques et o,, = L. La fonction w(om,) représente 'in-
£ 3
fluence de la contrainte moyenne.

L’expression complexe de w(oy,), la nécessité de disposer de la limite d’élasticité oy i sous un
état de contrainte hydrostatique pour déterminer les paramétres du modéle rendent ’application
de ce critére trés complexe. De plus, I’écrouissage isotrope ne permet pas d’utiliser ce modéle
dans des conditions cycliques.

Des corrélations entre des courbes de traction ou de compression monotones biaxiales et le
modéle sont proposées pour différents rapports de charge. Les résultats sont assez convaincants

. . INo¥ o 2 . 9 N
mais ne présentent pas de rapport de charge ou El 1, avec o, et oy négatifs. D’aprés les
résultats de Hjelm (1994), 'utilisation d’un simple critére de "von Mises modifié" doit conduire
a une large surestimation de la contrainte seuil dans cette zone.

Le critére de Brooks et al.

Des travaux plus récents (Brooks et al., 2002a) portant sur le comportement de la fonte grise
pour des applications sur disque de frein, proposent un critére basé uniquement sur le critére de
von Mises.

Ils s’appuient sur une campagne expérimentale de traction et de compression monotone pour
différentes températures. Le critére proposé repose sur 'utilisation de deux surfaces seuil de type
von Mises reliées entre elles par une interpolation linéaire (figure 2.13).

o Mo transition zone
— = = 10 MPa transition zone
T = = = = 30 MPa transition zone

Von Mises stress (o)

« 100 MPa transition zone
s d
nav
T
'
L
- » Hydrostatic
: I pressure (P)
'
........... o\
RN
DA

FIGURE 2.13 — Surface seuil du critére de (Brooks et al., 2002a)

Les auteurs ont comparé 'utilisation de leur modéle, codé sous forme de procédure UMAT
a celui proposé dans ABAQUS® (le critére de Hjelm), et concluent & un meilleur accord entre
simulation et essais avec leur modéle.
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2.6 Bilan des différents modéles existants

Les approches multi-échelles, confrontées aux résultats expérimentaux, méme si elles ne per-
mettent pas de formuler un modéle de comportement, permettent de comprendre les mécanismes
de déformation de la fonte GL et de poser certaines hypothéses simplificatrices essentielles pour
I’écriture d’une loi de comportement illustrées sur la figure 2.14 :

e la non linéarité de la courbe contrainte/déformation pour de faibles valeurs de contraintes
en traction est due & la décohésion des lamelles de graphites;

e en compression, ces lamelles, méme si elles sont "cassées" ne modifient pas le comportement
du matériau, qui peut étre assimilé & celui de la matrice;

e la perte de raideur en décharge est due a la décohésion des lamelles de graphite;

e le point d’inflexion observé lors de la décharge est dii & la refermeture des lamelles;

e la décohésion des lamelles est induite par le chargement et on peut idéaliser leur distribu-
tion en les répartissant de maniére horizontale & la direction de chargement.

Ouverture des
lamelles 7

<

Raideur Perte de raideur en
aideur . )
— initiale décharge

£

Raideur
initiale

\

C

Fermeture des
lamelles

™~ Comportement

non endommagé

eIl commp ression

FIGURE 2.14 — Comportement schématisé d’une fonte GL sous un chargement cyclique

Dans le cadre de la formulation de lois de comportement écrites & 1’échelle macroscopique, les
différents modéles ont été proposés en jouant uniquement sur la surface seuil et éventuellement
I’écrouissage. Ces approches, méme si elles semblent étre adaptées & des cas de chargements
monotones, ne permettent pas de rendre compte des différents mécanismes cités précédemment
et notamment des effets de perte de raideur (qui peuvent étre trés importants) associés aux effets
d’ouverture et de fermeture des lamelles de graphite.
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Chapitre 3

Modéles physiques de la fonte GL

Dans ce chapitre, des modéles multi-échelles (ou cellules élémentaires)
nspirés de la littérature sont mis au point afin d’étudier les mécanismes
de déformation de la fonte GL. Ceux-ci nous permettront de décrire pré-
cisément la Téponse mécanique des essais cycliques et ainst de poser les
bases d’un modéle de comportement permettant de représenter la décohé-
ston puis la refermeture des lamelles de graphite.
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3.1 Introduction

La compréhension fine des mécanismes de déformation et d’endommagement dans la fonte
objet de cette étude est une étape clé dans la mise au point d’'un modéle de comportement.
Les approches multi-échelles issues de la littérature apportent un certain nombre de réponses
d’ordre général mais ne permettent pas de simuler avec précision le comportement de la fonte
faute d’avoir des parameétres liés & la distribution de lamelles modifiables de maniére rapide et
efficace.

On propose dans ce chapitre des modéles multi-échelles - ou cellules élémentaires représen-
tatives du matériau -, largement inspirés de la littérature, les plus simples possibles et paramé-
trables, afin de quantifier précisément les phénoménes de décohésion, d’ouverture et de fermeture
des lamelles de graphite.

Tous les calculs sont réalisés avec ABAQUS® Standard, solveur généraliste qui recourt a un
schéma traditionnel d’intégration implicite.

3.2 Cellules élémentaires représentatives du matériau

3.2.1 Comportement de la matrice

On 'a vu dans les modéles issus de la littérature, le choix du modéle de comportement de
la matrice (i.e. la matrice perlitique de la fonte GL) est déterminant pour la représentativité du
modéle. Ce comportement est supposé étre identique en premiére approximation au comporte-
ment de la fonte en compression, i.e. lorsque les fissures sont fermées.

A partir des essais disponibles, on peut choisir un modéle de comportement pour la matrice.
Les essais cycliques montrent qu’il n’y a ni adoucissement ni durcissement cyclique, ce qui laisse
a penser que ’écrouissage est purement cinématique (pas de composante isotrope). Les essais
de compression monotone présentent une partie fortement non linéaire de la relation contrainte-
déformation, suivie par une partie linéaire jusqu'a 2% de déformation (figure 1.22). On choisit
alors d’utiliser deux écrouissages cinématiques (Chaboche, 1989), 'un X non-linéaire et I'autre
X linéaire. On se contente dans un premier temps d’une loi de comportement élasto-plastique,
suffisante pour représenter correctement le comportement & 20°C. On ne s’intéressera en effet
dans ce chapitre qu’a représenter l'essai & température ambiante. Une loi élasto-viscoplastique
sera nécessaire a terme pour représenter les effets visqueux trés importants & haute température.

Une fois le modéle de comportement choisi, on peut aisément identifier les paramétres du
modeéle a partir des essais de compression, a 'aide du logiciel ZEBULON®, en utilisant un al-
gorithme de Levenberg-Marquardt (Marquardt, 1963). Cette méthode d’identification fait ainsi
appel a 'optimisation d’une fonction cott qui évalue, pour un jeu de paramétres donné, la cor-
rélation entre la simulation et la réalité expérimentale. L’erreur est alors exprimée en contrainte.
On présente sur la figure 3.1 la simulation de ’essai de compression & 20°C avec les paramétres
identifiés (tableau 3.1). Le coefficient de Poisson v est fixé & 0.28 a partir des données de la
littérature (Plenard et Richy, 1968). Les paramétres C; (i = 1,2) et «y correspondent respective-
ment aux modules d’écrouissage et au terme de rappel relatif & la non linéarité de 1’écrouissage.
La corrélation entre le modéle et ’expérience est trés bonne, 'erreur sur la contrainte n’est au
maximum que de 7 MPa.
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E(GPa) | v | o, | C1 (MPa)| ~ | C2(MPa)
119 0,28 | 181 230000 1634 17300

TABLEAU 3.1 — Paramétres de la matrice - 20°C

100
—Modéle EP A denx écrouissage cinématiques
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=200y
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FIGURE 3.1 — Simulation de I’essai de compression - 20°C

3.2.2 La cellule mono-fissure

Le premier modéle proposé est directement inspiré du modéle de Russell (1979) mais s’en
distingue assez nettement, notamment par la représentation du mécanisme de décohésion des
lamelles. On définit une cellule axisymétrique présentant une fissure centrale plane, permettant
ainsi de représenter fidélement les effets 3D de concentration de contraintes en pointe de fissure
sur le matériau. Cette fissure est une idéalisation des lamelles de graphite dans la direction
perpendiculaire & la direction de chargement, les lévres de la fissure sont simplement en contact,
permettant une fermeture lors des phases de décharge.

La fissure peut se propager en fonction de la contrainte ou de la déformation appliquée gréace
a loption *Debond d’ABAQUS®, qui permet de relacher des nceuds initialement liés. Ainsi, la
décohésion progressive des lamelles de graphite, fonction du chargement appliqué, est simplement
pilotée par la taille de la fissure. Le schéma de cette cellule est présenté sur la figure 3.2.

Les conditions aux limites appliquées a la cellule sont :

e la face supérieure horizontale reste horizontale au cours de la déformation : Tpyq = xp2;
e la face latérale verticale reste verticale au cours de la déformation : ypps = yp1.

On se place dans le cas unidimensionnel et on définit un certain nombre de grandeurs macrosco-
piques, en faisant I’hypothése de petites perturbations :

e 0 : la contrainte, définie comme la somme des efforts de réaction suivant 'axe y sur la face
inférieure, divisée par la surface initiale de cette derniére.

e ¢ : la déformation totale, définie comme le déplacement du point P1 divisé par la hauteur
initiale de la cellule.

e ¢ : la déformation élastique, définie comme le déplacement du point P1 divisé par la
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Effort ou déplacement imposé
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FIGURE 3.2 — Cellule axisymétrique a une fissure

FIGURE 3.3 — Maillage de la cellule axisymétrique & une fissure
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hauteur initiale de la cellule, en utilisant une loi de comportement élastique, avec un module
d’Young identique a celui utilisé dans le cas d’une loi élastoplastique.

e ¢’ : la déformation inélastique, définie comme étant la différence entre la déformation totale
et la déformation élastique (' = ¢ — £°).

Le maillage de la cellule est suffisamment fin pour simuler I'ouverture de la fissure trés
précisément : les éléments au niveau de la fissure ont une taille de 50 gm pour un rayon maximal
de la cellule de 7 mm (voir figure 3.3). On cherche alors a identifier la loi d’ouverture de la fissure
en fonction de la contrainte appliquée de maniére & obtenir une courbe contrainte-déformation
simulée avec la cellule endommagée superposée a la courbe contrainte-déformation enregistrée
lors de ’essai de traction monotone - ou a ’enveloppe en traction de la réponse de 'essai cyclique,
strictement équivalente. Dans cette phase exploratoire, cette identification est effectuée "pas a
pas". La loi ainsi définie est présentée sur la figure 3.4. La confrontation du modéle avec 1’essai
est présentée sur la figure 3.5.

Taille de la fissure a {mm)

0 50 100 150 200 250
Contrainte (MPa)

FIGURE 3.4 — Evolution de la taille de la fissure a avec la contrainte o appliquée - 20°C

Une fois cette loi définie, il est facile de simuler ’essai cyclique, en incrémentant de la valeur
correspondante la taille de la fissure lors du passage au niveau de déformation supérieur. La
réponse du modéle est présentée sur la figure 3.6.

On constate que la corrélation entre le modéle et ’essai est trés bonne lors des phases de
charge mais également lors des phases de décharge élastique, avec un module endommagé trés
proche du module réel. On ne simule pas les phases de relaxation, la loi de comportement étant
uniquement élasto-plastique. Le point d’inflexion correspondant a la refermeture des lamelles est
assez fideélement représenté. Cependant, le modeéle prédit que ce point, fixe expérimentalement,
se décale légérement dans le domaine des déformations négatives pour chaque incrément de I’am-
plitude de déformation. A ce stade de I’étude, ce décalage n’est pas entiérement expliqué. Une
premiére hypothése consiste a considérer que ce point est bien fixe expérimentalement du fait
d’une grande variété tant en taille qu’en distribution des lamelles, permettant une refermeture
progressive de celles-ci. Une autre hypothése consiste a considérer que la fissure unique du modeéle
induit des concentrations de contraintes importantes en pointe de fissure, trés probablement su-
périeures & celles présentes dans la matériau réel. Cette concentration de contraintes en traction
génére des contraintes résiduelles de compression et une zone étendue de déformations plastiques
positives , qui vient alors "retarder" la fermeture compléte de la fissure. Ce mécanisme est sché-
matisé sur la figure 3.7. On s’intéressera plus précisément & ce phénomeéne dans le chapitre 5.
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Contrainte (MPa)
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FIGURE 3.5 — Simulation d’un essal de traction - 20°C
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FIGURE 3.6 — Simulation de l'essai cyclique 20°C avec la cellule & une fissure
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Zone plastique

FIGURE 3.7 — Schématisation du "retard" lors de la refermeture

Ce modéle permet d’introduire la notion d’endommagement. La fissure peut en effet étre
assimilée & de 'endommagement (de mesure D) dans le sens ou elle diminue la section résistante
effective. On peut alors définir la contrainte effective & telle que définie par Lemaitre et Chaboche
(1996) :

o
0= —— 3.1
que l'on peut aussi écrire & partir des déformations élastiques €€ et du module d’Young initial
non endommagé ou module de la matrice E :

g

Fe® = ———— 3.2

soit -
D=1— 3.3
Eee (33)

Connaissant la taille de la fissure a en fonction de la contrainte o (que ’on peut approcher par
un polynome d’ordre 4) et en ayant au préalable déterminé €€, on peut directement relier a & D.
On obtient ainsi I’évolution de D en fonction de la contrainte (ou de la déformation) appliquée,
présentée sur la figure 3.8. Celle-ci nous indique que la décohésion des lamelles de graphite de la
matrice n’intervient qu’a partir d’une valeur seuil, puis suit une évolution logarithmique.

3.2.3 Modéle rhéologique

A I'image du modéle & barres élasto-plastiques de Downing et Socie (1982), et compte tenu de
la connaissance de 1’évolution du dommage en fonction de la charge appliquée, on propose ici un
modéle rhéologique constitué de cing barres de différentes sections, destiné a représenter I’essai
d’écrouissage cyclique, et celui-ci uniquement. Son fonctionnement, schématiquement représenté
sur la figure 3.9, est le suivant :

La barre numéro 1 avec la plus grande section représente le ligament non fissuré dont les
déplacements verticaux sont bloqués sur sa face inférieure. Sa section Sy est directement reliée
au dommage maximum correspondant au niveau de déformation de 0.5%, noté Dy 50, On définit
alors la section de la barre 1 :

S1=5r(1 — Do 5%)
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il all L] 151 200 250
Contrainte (MPa)

FIGURE 3.8 — Evolution du dommage avec la contrainte appliquée - 20°C

ou St est la section totale des k barres, Sp =Y Sk.

Les quatre autres barres correspondent & lfa zone fissurée. Elles sont en contact avec un
support rigide, chaque barre correspond & un niveau d’endommagement, lui-méme relié & un
niveau de déformation : le contact peut étre soit ouvert soit collé. Pour le niveau de déformation
de 0.5%, le contact est ouvert pour toutes les barres hormis la barre numéro 1. Pour le niveau
de déformation de 0.4%, le contact est ouvert pour les barres numeéro 5, 4 et 3 et fermé partout
ailleurs. La section So de la barre 2 est alors :

Sy = S7(1 = Dyay) — S1

Pour le niveau de déformation de 0.3%, le contact est ouvert pour les barres numéro 5 et 4
et fermé partout ailleurs. La section S3 de la barre 3 est alors :

Sg == ST(l — Do_g%) — Sl - SQ

Pour le niveau de déformation de 0.2%, le contact est ouvert pour la barre numéro 5 et fermé
partout ailleurs. La section Sy de la barre 4 est alors :

Sy =S7(1 = Dgoy) —S1 —S2— 53
La section de la barre numéro 5 est alors :
S5=ST—51—52—53_S4

Les déplacements des faces supérieures de toutes les barres sont reliés cinématiquement & un
nceud pouvant étre piloté en effort ou en déplacement.

Lors de la simulation de ’essai cyclique & 20°C, la condition de contact de chacune des quatre
barres de la zone fissurée passe de 1’état collé & ouvert, en fonction du niveau de déformation
simulé. Le déplacement du noeud pilote est, comme lors de I’essai, contrélé en déformation.

Le résultat est présenté sur la figure 3.10. On constate que la simulation issue de ce modéle est
trés proche a la fois des données expérimentales et des résultats obtenus avec le modéle de cellule
a une fissure. On observe toujours un léger décalage du point d’inflexion, mais d’une amplitude
bien moindre, vers les déformations négatives a chaque niveau de déformation. Ce phénoméne
s’explique par ’absence d’effets liés & la forte concentration de contrainte en pointe de fissure, ce
qui est plus représentatif de la microstructure réelle, caractérisée par une forte densité de lamelles
réparties de maniére isotrope.
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FIGURE 3.9 — Modéle rhéologique a & barres
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FI1GURE 3.10 — Simulation de essai cyclique 20°C avec le modéle a 5 barres
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3.3 Meécanismes de déformation

3.3.1 Etude de l'ouverture de la fissure

On s’intéresse a 1’évolution de 'ouverture de la fissure de la cellule dite mono-fissure présen-
tée au § 3.3.2. L’ouverture moyenne [U], sur une fissure axisymétrique se calcule a partir des
ouvertures nodales [u(r)] et du rayon de la fissure Ry de la maniére suivante :

2T

R
[[U]]Zerf‘Z /0 ! [u(r)]rdr (3.4)

Considérons que la cellule représente un domaine ) de volume V', et que la surface interne
de la fissure de normale 77 est notée I'. On peut décomposer la déformation macroscopique totale
selon (Vakulenko et Kachanov, 1971) :

1 1 . .
e=< /Q e(a)dV + - /F ii(x) @, 7dS (3.5)

ou € est le tenseur des déformations microscopiques infinitésimales défini en tout point et @(z) est
le champ de déplacement microscopique, x étant la position quelconque d’un point. Le deuxiéme
terme a droite de I’égalité dans I'équation (3.5) représente la déformation macroscopique due a la
présence d’une fissure € ,. Dans le cas d’une seule fissure horizontale circulaire, on peut simplifier
ce terme et ne s’intéresser qu’a la déformation dans la direction de sollicitation :

1
 TRAL

ol R, est le rayon de la cellule et L sa hauteur.

mR;* [U]

2 _ i

£f (3.6)

On définit un taux d’ouverture adimensionné en %, calculé en divisant I’ouverture moyenne
par la hauteur de la cellule élémentaire. C’est cette grandeur qui est représentée en ordonnée sur
la figure 3.11 en fonction de la contrainte appliquée durant la simulation de I’essai d’écrouissage
cyclique a 20°C.

Ouverture adimensionnée (%)

=400 =300 =200 -100 i} 100 200 300
Contrainte (MPa)

FIGURE 3.11 — Ouverture moyenne adimensionnée calculée pour la cellule mono-fissure

On peut également observer sur la figure 3.12 la trés bonne description de 'ouverture de la
fissure avec le modéle & 5 barres. L’ouverture moyenne calculée suit la méme cinétique que celle

o4



MECANISMES DE DEFORMATION

de la cellule a une fissure. De plus, il est bien plus aisé avec ce modéle 5 barres de quantifier di-
rectement les parties élastique et inélastique de la déformation dans la zone fissurée (directement
sur la barre "ouverte"). Les simulations suivantes seront donc effectuées avec ce modéle.

0.8%

0.7%

0.6%

0.5%

0.4%

Ouverture adimensionnée (%)

-400 -300 =200 -100 1] 100 200 300
Contraintes (MPa)

FIGURE 3.12 — Ouverture moyenne adimensionnée pour l’essai cyclique & 20°C avec le modéle
5 barres

On observe que la fermeture de la fissure s’effectue a une contrainte négative, et que celle-ci
diminue avec le niveau de déformation maximal atteint au cours de ’essai. On note également que
la fissure s’ouvre toujours au méme niveau de contrainte, aux alentours de -50 MPa. Il est difficile
d’analyser ces phénoménes lors d’un essai symétrique en traction et en compression, car on ne
peut pas faire la part de ce qui est causé par les effets compressifs de ceux liés aux effets dus a la
phase de traction. On simule donc des essais présentant une dissymeétrie traction/compression.

On s’intéresse dans un premier temps a leffet compressif, c’est-a-dire lié au niveau de
contrainte (ou de déformation) atteint en compression lors d’un essai cyclique. Le principe de
I’essai simulé est d’imposer un niveau de contrainte maximal constant, et un niveau de contrainte
minimal augmentant en valeur absolue a chaque cycle, suivi d’un dernier cycle présentant une
contrainte minimale & nouveau faible. Les valeurs extrémes de chaque cycle sont données dans
le tableau 3.2 et le chargement ainsi obtenu est schématisé sur la figure 3.18b.

CyCIe Omaz | Omin
1 230 | -128
2 230 | -216
3 230 | -278
4 230 | -316
5 230 | -333
6 230 | -150

TABLEAU 3.2 — Simulation d’essai & 0,4, constant

On représente sur les figures 3.13 a 3.18 I’évolution de 'ouverture moyenne en fonction de
la contrainte appliquée. A contrainte maximale constante, I’ouverture de la fissure intervient
a des niveaux de contrainte qui dépendent de la contrainte minimale appliquée. En effet, plus
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celle-ci augmente en valeur absolue (cycles 1 a 5), plus 'ouverture intervient "tard", c’est-a-dire
pour des niveaux de contrainte faibles en valeur absolue, jusqu’a s’ouvrir & contrainte nulle. On
constate également que lors du cycle 6 & faible contrainte minimale, la fissure s’ouvre immédiate-
ment aprés s’étre fermée, ce qui confirme que l'ouverture est dépendante de la contrainte (ou la
déformation) maximale (en valeur absolue) en compression. Néanmoins, la simulation de Iessai
symétrique (figure 3.11) présente une ouverture & un niveau de contrainte constant quelle que
soit la contrainte maximale en compression subie. Cela démontre que les conditions d’ouverture
sont dépendantes des contraintes (ou déformations) maximales (en valeur absolue) atteintes a la
fois en compression et en traction. Il existe donc un couplage entre ces deux effets.
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FIGURE 3.13 — Ouverture moyenne adimensionnée - 0,4, constant - cycle 1
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FIGURE 3.14 — Ouverture moyenne adimensionnée - o4, constant - cycle 2
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FIGURE 3.15 — Ouverture moyenne adimensionnée - 0,4, constant - cycle 3
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FIGURE 3.16 — Ouverture moyenne adimensionnée - 4, constant - cycle 4
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FIGURE 3.17 — Ouverture moyenne adimensionnée - 0,4, constant - cycle 5
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FIGURE 3.18 — Ouverture moyenne adimensionnée - o4, constant - cycle 6

3.3.2 Conditions d’ouverture-fermeture

On considére une simulation de la cellule élémentaire soumise au chargement suivant :
e compression jusqu’a une déformation -€ (t = t1);

e traction jusqu’a une déformation € (t = t);

e compression jusqu’a une déformation -¢ (t = t3).

Le couplage présenté précédemment peut étre expliqué de la maniére suivante :

e Lors de la premiére compression (figure 3.19), une déformation plastique négative - iden-
tique dans la zone fissurée (barre 5) et dans le ligament (barres 1 & 4) - apparait. Lors de
la phase de traction, la barre 5 est libre, tout le flux d’effort passe par les autres barres.
En conséquence, la barre 5 ne subit pas de déformation et reste dans I’état de déformation
irréversible dans lequel elle était a la fin de la compression, avec une déformation plastique
négative. Pour ouvrir la fissure lors de la phase de traction (figure 3.20), il est alors né-
cessaire que 'incrément de déformation totale soit égal & la déformation élastique globale
subie durant la premiére phase de compression. La condition d’ouverture en déformation

est alors Ae = e.(t = t1). Cette condition peut facilement étre retranscrite en contrainte
en connaissant le dommage et le module d’Young.

4

L U U U W W i i W i e W W W W W W W WA

FIGURE 3.19 — Déformation minimale lors de la premiére compression

e A la fin de la phase de traction (figure 3.21), 'ouverture moyenne (en %) de la fissure est
notée §. Pour que la fissure se referme lors de la phase de compression suivante, il faut que
la déformation globale de la cellule soit égale a4 'ouverture moyenne ¢. Or § n’est autre
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I €= f(t:t1)+|fe(t:r1)|

5 4 3 2 1

Epr

L% W W W W W i . e i i W W W o W W

F1GURE 3.20 — Déformation a ’ouverture lors de la premiére traction

que la déformation globale en fin de traction moins la déformation plastique de la barre 5
(notée e,,5). La condition de refermeture de la fissure est donc Ae = 6 = e(t = t2) — gpf.

8= E(tmrz) — Epf

2
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FIGURE 3.21 — Déformation maximale lors de la premiére traction

e Durant la deuxiéme compression, la barre 5 ne se déforme qu’a partir du moment ou la
fissure se referme; a la déformation résiduelle de compression déja présente vient alors
s’ajouter une déformation supplémentaire. C’est la part élastique de cette déformation
(en valeur absolue) qu'il faut imposer pour ouvrir de nouveau la fissure en traction. La
condition d’ouverture s’écrit alors Ae = |Aegp,f|, ot Aggpy est U'incrément de déformation
élastique dans la barre 5 entre la fermeture de la fissure et e(t = t3).

On considére ici que seule la barre 5 n’est plus "collée". Dans ce cas, d est exactement I’ouver-
ture de la barre 5. On ne peut donc pas a proprement parler ici d’ouverture moyenne (équation
(3.4)). En revanche, lorsque plusieurs barres sont ouvertes, ces derniéres étant indépendantes les
unes des autres, chaque ouverture est différente, du fait de la différence d’état entre les barres.
La condition de refermeture est propre a chaque barre et la fermeture est donc graduelle (en
réalité trés peu car la différence d’état entre les barres est trés faible).

Si I’on revient au modéle de cellule axisymétrique, on peut généraliser ces conditions d’ouver-
ture/fermeture en utilisant ’ouverture moyenne définie par I’équation (3.4). La compréhension
de ces conditions d’ouverture et de fermeture est fondamentale pour la formulation d’une loi de
comportement du matériau. Afin de s’appuyer sur le modéle & 5 barres pour la définition de cette
loi, on se propose dans la section suivante de vérifier la similitude des deux modéles multi-échelles
proposés d’un point de vue énergétique.
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3.4 Bilan énergétique

3.4.1 Cadre thermodynamique

On définit ici le cadre thermodynamique de la matrice non endommagée. Pour une loi de
comportement élastoplastique avec un écrouissage cinématique non linéaire (Armstrong et Fre-
derick, 1966) et un écrouissage cinématique linéaire (Prager, 1956), les variables observables et
internes sont g, g, et a auxquelles sont associées les forces thermodynamiques g, éap et X.

La fonction de charge, supposée de von Mises, est de la forme :
fle, X)=(c—X) —o0 (3.7)

ou X =X +X, etogest la limite d’élasticité en traction simple et I’énergie libre choisie comme
potentiel d’état s’écrit :

):Cile—g) +uwpleya) (3.8)

ot C est le tenseur des modules élastiques et wp(as) = 3> Cia, : o, (i = 1,2) Iénergie stockée
= — S =

par écrouissage. Les lois d’état sont alors :

Ow
g= PafE (3.9)
Ow
A =-py-=¢ (3.10)
=p
ow .

On choisit le potentiel de dissipation F', différent de la fonction de charge f (plasticité non
associée (Lemaitre et Chaboche, 1996)) suivant :

3y
o0+ X X (3.12)

=’ = = ]

ou C est le module d’écrouissage et «y est le terme de rappel relatif a la non linéarité de I’écrouis-
sage. On aboutit alors aux lois complémentaires :

OF . [3 (s—X)
= =\ = - 1
5" Yog = 2(e-X),, 1
OF ) 3y
. OF .
b, = Ao =2, (3.15)
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La dissipation intrinséque s’exprime alors (é représentant les variables d’état) :

D, =

IS]
™
|

27§1 : X,)p (3.16)

L’expression de la vitesse de déformation plastique cumulée p est déduite de 1’équivalence éner-
gétique :

: /2
p:)\: gép:ép

Le travail mécanique fourni peut alors étre décomposé en :

(c-X) p=(c—X): &

de telle sorte que :

e ¢nergie libre : pw = w, + wp, elle-méme composée de :
~ Dénergie élastique récupérable par décharge élastique : we = 3(g ) : C: (€,)
54 . P _ 1 . . _ 3 . 3 .
— et de I'énergie stockée : wy(a) = 3 (Clgl ray + Cha, ‘%2) =X, X 55X, X

3y
e ¢énergie dissipée D obtenue par intégration de : (0’0 + fX : X 1> P
) EL S

3.4.2 Modéle mono-fissure

On réalise un bilan énergétique lors de la phase de charge. Si I’on simule une traction avec le
modeéle par éléments finis, ABAQUS® fournit directement un certain nombre de données :

e Le travail plastique 1, par I'intermédiaire de la sortie ELPD qui donne acces au travail
plastique total, intégré sur toute la cellule (Simulia, 2010a).

e L[’énergie de déformation élastique totale wep par I'intermédiaire de la sortie ELSE, inté-
grée sur toute la cellule (Simulia, 2010a).

Il est alors nécessaire de déterminer :
e L’énergie stockée 15, comprenant l'énergie stockée dans les écrouissages w, et 1'énergie
stockée associée a la présence d’autocontraintes ws.

e L’énergie dissipée D;.

L’énergie w, est obtenue a partir d’une routine UVARM ABAQUS® permettant d’intégrer sur
toute la cellule ’énergie stockée dans les écrouissages :

7 7 i % 7
p—2ﬂ2[<401X1 X+ 15X X) S] (3.17)
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ou S; est la surface d'un élément (calcul axisymétrique), r; le rayon de son barycentre et n le
nombre total d’éléments dans la cellule.

L’énergie dissipée Dy est obtenue par soustraction de wj, du travail plastique 1, : D1 = ¥p—wp.

Pour déterminer ’énergie stockée associée a la présence d’autocontraintes wy, il faut a chaque
instant de chargement effectuer une décharge élastique; I'énergie stockée (wer résiduelle) est
celle associée aux autocontraintes. L’énergie élastique récupérable w, est alors égale & wer - ws.
L’énergie libre pw est elle égale & 15 + we.

On présente sur la figure 3.22 les différents termes durant la phase de traction en fonction de la
contrainte appliquée. On peut noter une part d’énergie stockée dans les écrouissages relativement
faible, comparée & I’énergie élastique, et une trés faible quantité d’énergie stockée liée a la présence
d’autocontraintes, vraisemblablement en pointe de fissure.

1000 4

gie dissipée
—=Energie libre
B0+

~-Encrgie élastique récupérable

=+=Energic stockée deronissages

oo

=aEnergie stockée autocontraintes

00 -

Energie {(mJ)

2000

a 50 100 150 200 250
Contrainte max (MPa)

FIGURE 3.22 — Evolution des termes énergétiques lors d’une phase de chargement en traction

On peut vérifier sur la figure 3.23 que le travail total fourni (¢, + wer) est bien égal a la
somme de I’énergie dissipée D; et de I’énergie libre pw.

1800

—+—~Travail total fourni
1600

~e—Energie dissipde

100 =~ Energie libre

1200 Q Energie libre+Energic dissipée

1000

8(M)

Energie (mJ)

6K
1~

200

o4 “"‘_'_0,/0/10

0 a0 100 L0 200 250
Contrainte maximale (MPa)

FIGURE 3.23 — Bilan énergétique sur la cellule mono-fissure lors d’une phase de chargement en
traction
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3.4.3 Modéle rhéologique

On peut, de la méme maniére, effectuer un bilan énergétique sur le modéle rhéologique a 5
barres. L’énergie stockée dans les écrouissages w), se calcule alors de la maniére suivante :

~[(3 xixin 3 xixi
“’pZEKMXI:Xm@Xg:XQ) S] (3.18)

ol e est I’épaisseur des barres. On présente sur la figure 3.24 le bilan énergétique sur le modéle
rhéologique. On note I'absence d’énergie stockée liée aux autocontraintes. Les barres étant indé-
pendantes les unes des autres, on ne verra apparaitre aucune autocontrainte dans le cas d’une
traction suivie d’une décharge élastique. Dans le cas du modeéle mono-fissure, les autocontraintes
sont liées & 'apparition d’'une zone plastique en pointe de fissure. A cette différence preés, on
constate donc une équivalence entre les deux modéles en termes énergétiques.

i

=&=Travail total fourni

==Encrgie dissipée

~=~Enc

Energie (mJ)

0 50 100 150 200 250

Contrainte maximale {MPa)

FIGURE 3.24 — Bilan énergétique sur le modéle rhéologique

3.5 Bilan des modéles proposés

Les deux modéles multi-échelles de la fonte proposés dans ce chapitre permettent de repré-
senter fidélement les essais uniaxiaux existants et donc le comportement du matériau pour les
conditions expérimentales considérées.

Le premier modéle dit mono-fissure permet de mettre en évidence la notion de dommage
D inhérent aux mécanismes de déformation du matériau. L’évolution de ce dommage a pu étre
définie, aboutissant & la définition du second modéle dit modéle & 5 barres.

Ce dernier permet de définir de maniére simple des conditions d’ouverture et de fermeture
des lamelles de graphite endommagées pour de multiples conditions de chargement. Le bilan
énergétique montre que ce modeéle est équivalent au premier (plus "physique") et que les résultats
obtenus sont donc valables.

Une fois ces précautions prises, on peut considérer le modéle rhéologique 5 barres comme une
bage fiable du modéle de comportement proposé par la suite.
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Chapitre 4

Modéle de comportement de la fonte
GL sous chargement monotone

Dans ce chapitre, on présente bricvement un modeéle rhéologique 1D ins-
piré des modéles multi-échelles précédemment décrits et capable de simu-
ler la réponse mécanique des essais cycliques présentant une décohésion
puis une refermeture des lamelles. On décrit ensuite la formulation tri-
dimensionnelle d’une loi de comportement présentant un dommage ani-
sotrope induit par le chargement, dont la finalité est de pouvoir simuler
le comportement de la fonte sans fermeture des lamelles. L’identification
des parametres du modéle & partir des essais existants est ensuite présen-
tée et une stratégie d’identification optimale & partir d’une base d’essais
plus appropriée est finalement proposée.
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4.1 Modéle rhéologique 1D

Nous nous placons ici dans le cadre plus général de 1’élasto-viscoplasticité, plus & méme de
représenter les effets visqueux, trés présents a haute température. Le schéma rhéologique du
modéle choisi est présenté sur la figure 4.1.

N
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|
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FIGURE 4.1 — Modéle rhéologique a une branche représentant le comportement de la matrice

Le modéle rhéologique & 5 barres développé dans la partie 3.3.3 a permis de comprendre les
mécanismes de déformation de la fonte ainsi que les conditions d’ouverture et de fermeture des
lamelles de graphite d’un point de vue macroscopique. On se propose de s’inspirer de ce modéle
pour définir une version purement rhéologique 1D & deux branches, représentée sur la figure 4.2.

Ce modéle est constitué d’une branche représentant la matrice, c’est-a-dire la partie non
encore endommagée du matériau (la branche de droite, dite branche matrice) et d’une autre
représentant les zones situées de part et d’autre des lamelles de graphite endommagées (celle
de gauche dite branche fissure), si bien que celle-ci, selon les conditions de chargement, peut
ou non transmettre un effort. Lorsque les lamelles sont ouvertes, la branche fissure doit rester
inactive, tout l'effort transite par la branche matrice. En revanche, lorsque les lamelles sont
fermées, l'effort transite par les deux branches. Il convient donc d’affecter aux paramétres des
matériaux des valeurs différentes, dépendant du dommage, dans chacune des deux branches.

Considérons un matériau non contraint, avec une fissure préexistante, dont la longueur corres-
pond & un certain niveau de dommage D. Lors d’un chargement de traction, il suffit de pondérer
certains coefficients du matériau par (1 — D) pour aboutir au comportement du matériau en-
dommagé. Lors d’un chargement de compression, le comportement doit étre celui du matériau
sain, la fissure étant fermée. Il faut alors pondérer les mémes coefficients dans la branche fissure
par D pour que la somme pondérée des contraintes dans les deux branches corresponde a celle
du matériau sain.

Sous chargement cyclique, il faut alors définir des conditions d’ouverture et de fermeture
des lamelles, représentées dans la figure 4.2 par I’élément & deux barres horizontales dans la
branche fissure. La condition de refermeture est la méme que celle définie au § 3.4.2 : la fissure
se referme au méme niveau de déformation que celui pour lequel elle s’est ouverte. Il reste alors
& définir la condition d’ouverture. Dans ce modéle rhéologique, la condition est assez simple,
aucune contrainte de traction ne p transiter par la branche fissure. La condition d’ouverture, et
donc de désactivation de cette branche, correspond & l'instant ol la contrainte devient positive.
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Durant cette période de désactivation, les variables internes sont figées et la déformation élastique
est nulle.

KD 57 CD K(1 — D) c(1-D)
- — —_
m ;l 90D /g‘ Y m 200(1 b 4

N

ED § E(1-D)

FIGURE 4.2 — Modéle rhéologique & deux branches : & gauche 1’élément "fissure" et & droite
I’élément "matrice"

Afin de démontrer quels coefficients il convient de multiplier par D et (1 — D), prenons le cas
d’un matériau vierge de contrainte avec une fissure préexistante sous un chargement de compres-
sion monotone. La contrainte globale est alors égale & la somme de la contrainte de la branche
fissure, notée oy et de celle de la branche matrice, notée o,,. Dans le cas élastique, on affecte le
module élastique et on obtient alors une contrainte globale 0 = 0y+0,, = EDe+FE(1-D)e = Fe.
Dans le cas viscoélastique, on affecte uniquement le parameétre K de la loi de Norton et on obtient
alors une contrainte visqueuse globale o, = 0yt + 0y = KDell,/m +K(1- D)ell/m = Kell,/m. En-
fin, dans le cas élastoplastique avec écrouissage cinématique non linéaire, on affecte uniquement
le module d’écrouissage C' et on obtient alors une contrainte globale pour la partie plastique

o=0f+0ym = CTD (1 —e %) 4 LIW_D) (1—e7r) = % (1 —e7er).

Dans ce chapitre, on s’intéresse & modéliser le comportement du matériau sous chargement
monotone, ce qui revient & ne considérer que la branche matrice du modéle rhéologique, sans
s’occuper de la fermeture des lamelles. Celles-ci étant assimilables, en premiére approche, &
des fissures, on introduit un modéle faisant apparaitre une ou plusieurs variables d’endomma-
gement (Kachanov, 1958; Rabotnov, 1968) ot le dommage est représentatif des décohésions la-
melles/matrice. Le modéle choisi doit pouvoir représenter aussi bien le comportement en traction
qu’en compression monotone. L’endommagement étant induit par le chargement, il est nécessai-
rement anisotrope.
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4.2 Formulation du modéle 3D

4.2.1 Représentation anisotrope du dommage

La distribution d’orientation de I’endommagement peut étre quelconque et donc anisotrope.
On observe néanmoins le plus souvent une orientation préférentielle de la micro-fissuration plus
ou moins perpendiculaire & la plus grande contrainte principale positive (Lemaitre et Chaboche,
1996). La fagon la plus simple de représenter ces endommagements sans faire référence a une base
particuliére (écriture intrinséque) est de les représenter par des tenseurs d’ordre pair (Leckie et
Onat, 1981).

La forme la plus générale permettant de respecter 'invariance par changement de repére des
effets d’'un endommagement quelconque passe par 'utilisation d’une tenseur d’ordre huit (Cha-
boche, 1978). De nombreux auteurs lui préférent des modélisations plus simples et privilégient
les tenseurs d’ordre quatre (Chaboche, 1979; Ortiz, 1985; Krajcinovic, 1996) permettant de re-
présenter des problémes d’anisotropie complexes, ou d’ordre deux (Murakami et Ohno, 1978;
Kachanov, 1980; Cordebois et Sidoroff, 1982; Chow et Wang, 1987; Halm et Dragon, 1996) qui
permettent de représenter les symétries simples de 'endommagement (orthotropie).

Dans cette étude, I’endommagement anisotrope est induit par le chargement et correspond
a la décohésion (ou la rupture) des lamelles de graphite essentiellement orientées perpen-
diculairement a la direction de sollicitation. La figure 4.3 illustre ce propos, en prenant
une distribution idéalisée, composée de lamelles planes. On choisit alors, connaissant a priori
le chargement sur un disque de frein, de représenter le dommage par un tenseur d’ordre 2 via
I'introduction de la détérioration du comportement élastique (Cordebois et Sidoroff, 1982).

Tttt Tot0n

|
t00 00
338338

440303 4040403800

FIGURE 4.3 — Schématisation du dommage induit

On souhaite définir la forme du tenseur de souplesse du matériau endommagé S. On reprend
pour cela les travaux de Denoual (1998), eux-mémes issus de ceux de Fabrikant (1990). Denoual
(1998) étudie le probléme d’une distribution de fissures uniforme unidirectionnelles perpendi-
culaires aux directions principales dans une matrice élastique isotrope. Dans le cas ol seule la
distribution perpendiculaire a ’axe de direction 1 est activée, il aboutit aux résultats suivants :

Eq

— =(1-—-D 4.1

2 —(-p) (a1)
E E
L2 _ 23 _ V3 (4.2)
Ey Eo w

vig iz By

- = 4.3
140 140 E() ( )
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G2 G o

Go ~ Go (1-D) (4.4)
ol les indices 0 correspondent a la matrice isotrope initiale, E, G et v représentent respectivement
le modules d’Young, le module de cisaillement et le coefficient de Poisson, et ott D correspond
directement a la variable d’endommagement macroscopique. L’équation (4.4) fait apparaitre un
paramétre . Celui-ci a initialement été identifié par Denoual & 0.3. Des travaux plus récents
(Petry, 2006) utilisant la méme formulation ont permis de montrer que pour satisfaire certaines
équivalences au niveau macroscopique, la valeur de ce paramétre doit étre égale a 0.5.

Le principe de superposition permet alors a définir un tenseur de souplesse pour le maté-
riau endommagé faisant intervenir trois variables scalaires d’endommagement associées aux trois
distributions de fissures correspondant aux directions principales :

Db, VY —v 0 0 0
=5 v 0 0 0
1

S—g1=1 s 121/ X 0
= =5 sym D00 Dy 0 0
14v O

(1-D2)(1-D3)
1+v

(1-D1)(1-D3)
B (4.5)
ot C est le tenseur des modules élastiques du matériau endommagg.

La relation est donc écrite dans le repére principal des contraintes qui correspond au repére
de I'endommagement. Nous verrons plus tard que dans le cas des disques de frein, cette modé-
lisation est suffisante, I’anisotropie de ’endommagement étant induite par le chargement, dont
les directions principales restent fixes dans le temps.

4.2.2 Contrainte effective, critére de plasticité

La contrainte effective, notée &, est définie par le principe d’équivalence en déformation (Cha-
boche, 1977; Lemaitre et Chaboche, 1978) et correspond a la contrainte qui doit étre appliquée a
un V.E.R. élastique sain pour retrouver la méme déformation que celle d'un V.E.R. élastique en-
dommagé. Cette définition permet d’expliciter la contrainte effective en fonction de la contrainte
o (Lemaitre et Chaboche, 1996) :

Q:C:gzg (4.6)

ou C est le tenseur des modules élastiques du matériau isotrope non endommagé.

La contrainte équivalente de Von Mises, pour le matériau non endommagé, est définie par la

rela‘ion :
eq 27 2 .

ol s est le déviateur des contraintes, qui peut s’écrire :

»

s=K:g (4.8)

K correspondant au projecteur sur l'espace des déviateurs :

K=I-21®1 (4.9)
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1 et I étant respectivement les tenseurs identité d’ordre 2 et 4.

La contrainte équivalente du matériau endommagé est définie en considérant que I’état de
premiére plastification du matériau endommagé sous une contrainte o est équivalent & celui du
matériau non endommagé sous une contrainte g :

aeqz\/gszéz\/;’<K:&>:<K:&> (4.10)

2:

On pose alors M=K : C: S et, compte tenu de la relation (4.6), on a finalement :

Geq = JZ(M:@ (M g) (4.11)

4.2.3 Cadre thermodynamique

dans cette section, on définit le cadre thermodynamique choisi pour le matériau non endom-
magé. On se place dans le cadre des matériaux standard généralisés (Germain, 1973) avec un
modeéle de viscoplasticité unifiée décrit par Chaboche (1978) :

Le potentiel d’état est donné par ’énergie libre qui s’écrit :

—¢ ):C:(e—¢g, —¢ )+wpla) (4.12)

avec wy(a) = 3Ca:

Jis)

On choisit comme potentiel dual de dissipation :

m+1
¢*:m{i1<1];> (4.13)

On ne considére ici, pour simplifier les écritures, qu’un seul écrouissage cinématique non li-
néaire (afin de ne pas alourdir les écritures) qui motive l'introduction d’un potentiel d’écoulement
différent de la surface de charge. Afin de conserver une forme simple pour le potentiel de dissi-
pation dual, on ajoute & la fonction f un terme quadratique en X ainsi qu’'un terme quadratique

en o (considéré comme paramétre (Lemaitre et Chaboche, 1996)) :

3y

4
F=f+"F(X:X-_C: 4.14
f—= f+40< 9Caa) (4.14)
avec :
f= (g—é)eq—ao (4.15)
De plus, sachant que 'on a :
2 4 5
£:—§Cg:>£:£:§0g:g (4.16)
on peut écrire :
09*  0¢*
= 4.17
oF of ( )
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Cet artifice mathématique permet de conserver le cadre thermodynamique souhaité, dans une
approche standard généralisée. En appliquant la loi de normalité généralisée, on détermine alors
les lois complémentaires :

_ ¢t _oF [ f\"3 (s—X)
- - — q
o= 20 398 __ (4.19)

9X ~ ox = Gw P12

L’expression de la vitesse de déformation plastique cumulée est déduite de I'équivalence en
énergie :

(s-X):¢,=(c-X), (1.20)

de telle sorte que :
AN
p=A= <K =\ 38 Eup (4.21)

4.2.4 Lois d’état et lois d’évolution

Dans cette section, on introduit les lois d’état et d’évolution du matériau endommagé en
faisant I’hypothése d’un découplage d’état entre plasticité et endommagement (Marquis, 1989).

Le potentiel thermodynamique est écrit de maniére analogue a celui proposé par la relation
(4.12), a la différence prés que l'on substitue au tenseur des modules élastiques C celui des
modules élastiques du matériau endommagé C :

1 _
=gy —g,) Cile—g,—g,) twla) (4.22)

ol les termes relatifs a la viscoplasticité sont inchangés par rapport a la modélisation sans en-
dommagement.

Cela permet de définir les lois d’état :

Ow
X, =—r5- (4.24)

Le premier écrouissage cinématique X , est supposé non-linéaire, le deuxiéme X _ étant linéaire.

ow

Y="r5p

(4.25)

On définit ici la force thermodynamique Y associée & D. Il est important de rappeler ici que
I'on introduit une variable de dommage afin de décrire le comportement stabilisé
et non pour prévoir 'endommagement jusqu’a rupture du matériau. L’évolution de D
doit donc étre bornée par une valeur maximale associée a la fraction volumique des lamelles de
graphite endommagées, et potentiellement atteinte dés la premiére traction. Dans ces conditions,
afin de se donner plus de latitude dans la définition de la loi d’évolution du dommage, on écrit
celle-ci sous une forme non standard qui sera explicitée par la suite.
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Dans le critére de plasticité endommageable, écrit a partir de 'expression (4.11), ’endom-
magement est supposé ne pas affecter les variables d’écrouissage cinématique. Lors
d’un chargement de compression, D = 0, et le comportement est celui d’'un matériau non endom-
magé. La loi de comportement identifiée doit étre aussi proche que possible de I'essai. A partir de
ces parameétres, si '’endommagement affecte les variables d’écrouissage, pour s’approcher le plus
possible de la courbe expérimentale, le dommage a appliquer lors de la simulation d’un essai de
traction est assez nettement supérieur a celui identifié avec la cellule élémentaire mono-fissure (§
3.3.2). On aboutit alors a des modules a la décharge sur les essais cycliques bien plus faibles que

ceux observés expérimentalement.

La fonction F' est finalement donnée par :

- 3y ) 4 o
F:<U_;Xi> _004_46«1()(1')(1_9010‘1'0‘1)

q

<&_;X">eq_ §<M:“_;Xi>:<M:U— i XZ.>—\7

et : X = —%Cg,.
=i =3

avec

On en déduit les lois complémentaires pour le matériau endommagé :

T. . _ T .
évp_(?g_ 82— K 2 (6—ZXZ,) T \K [
T eq

ou :

et :

(4.26)

(4.28)

(4.30)
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On introduit ici les notions de variables "accessoires" de déformation viscoplastique et vi-
scoplastique cumulée dites "effectives", qui présentent l'intérét d’alléger les notations et surtout,
dans le cas d'un endommagement anisotrope, de grandement simplifier I'implémentation numé-
rique du modéle.

On définit la déformation viscoplastique effective de la maniére suivante :

g, T 5
Sup 8g 8g K 2(&_ZX->
i /g

. 8¢*-3F<f>m3(§zi:)(i> (4.31)

L’expression de la vitesse de la déformation plastique cumulée effective est déduite de 1’équi-

valence en énergie :
(-xx)i,-(z-Tx) 5 a3
i i eq

(4.33)

de telle sorte que :

On voit ainsi apparaitre que la contrainte visqueuse est une fonction de la vitesse de dé-
formation viscoplastique cumulée effective et non de la vitesse de déformation viscoplastique
cumulée.

4.2.5 Schéma d’intégration numérique des équations du comportement

Nous avons implémenté la loi de comportement a ’aide d’un schéma d’intégration implicite
(Ortiz et Popov, 1985), dans le logiciel ZEBULON®dans un premier temps, permettant 1'identifi-
cation des paramétres du modéle, puis dans une routine utilisateur UMAT pour ABAQUS®.

Le principe d’un schéma d’intégration est de proposer une méthode permettant de passer de
I'état mécanique a l'instant courant ¢ - défini par 'ensemble des variables d’intégration {v;(t)}; -
a l'instant suivant ¢ + At a 'aide des équations d’évolution.

Le schéma implicite est une f-méthode avec point milieu généralisée (Lemaitre et Desmorat,
2005). II consiste a évaluer le taux de variation des variables v; & l'instant ¢ + At tel que :

(¥ (t + At) — Uy (t) o Av,-
At AL

Vi (t 4+ OAL) = (4.34)

Les quantités v; sont estimées a partir des lois d’évolution avec les grandeurs physiques
exprimées a linstant ¢ + 0At. Ce schéma est une généralisation du schéma explicite (cas ou
6 = 0) et de la méthode implicite d’Euler (cas ou 6 = 1). Dans notre cas, le choix § = 1 est
généralement satisfaisant. La résolution du probléme numérique en mécanique des structures
consiste a calculer I'incrément de contrainte Ag consécutif & un incrément de déformation totale
Ag imposé sur une durée At. B
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Convention

Par la suite, les variables v; sont toujours, sauf mention explicite, exprimées a l'instant ¢ + A€,
tous les paramétres du matériau étant évalués a la température T'(t + 0At) et Av; représente
I'incrément de la grandeur entre les instants t et ¢t + At. On utilise 'approximation au premier
ordre v; = v; (t + 0At) = v;(t) + 0Av;, ot v;(t) est supposé connu.

Vecteur résidu

La méthode de Newton permet de résoudre numériquement le probléme posé grace a ’annu-
lation d’un résidu {R} défini par :

{R} = {sz}z — At{’f)i(t + QAt)}Z (4.35)

Les variables d’intégration choisies ici sont {ge,gl,QQ,ﬁ}, le vecteur résidu est ainsi défini
par :

R =Ag, — (A Apn) (4.36)
Ry = Ap— At < J ;("O >m (4.37)
§a1 = Agl — Ap (QX - 'ygl) (4.38)
R, =Aa,—Afn, (4.39)

Matrice jacobienne

Le systéme non linéaire & résoudre est de dimension 19 x 19. La résolution a 'aide de la
méthode de Newton nécessite la connaissance de la matrice jacobienne [J] du systéme, déterminée
ici de maniére analytique, et définie par composantes selon :

OR;
J].. = 4.40
[ ]z] 8A’Uj ( )
Elle peut étre écrite par blocs de la maniére suivante :
OB OR_  OR_ OR_
0he. Oha, Oha, OBp
8§;1 85; ag;l OR
O0A 0A 0A 0Ap
[J] = agg“’ oR  oR " OR ’ (4.41)
BAgz BAQQI 8Ag22 8Ai§
OR; OR; OR, ORj;
BAEE BAgl 8Ag2 0Ap
Afin de détailler chacun de ces termes, on définit au préalable les grandeurs suivantes :
on 1 (3
N=—==_(M": M- 4.42
9o~ 7 <2 n® n) (4.42)
on 1 /3
S=—==——(:=M" 4.43
X~ 7 (2 e nx> (4.43)
on 1/3
Ny = =X — _— [IM — 4.44
X= 5, 7 (2 n, ® n) (4.44)
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on 1 /3
_ 9y _ S
Sx = oX 7 <2K Dy ®nx>

Les termes issus du résidu sur les composantes élastiques s’écrivent :

7@6 I+ 0ApHN : C

P Age =1+ pN :
OR
46 :n
oONp =

OR

—ee _ —%CleAﬁS

g1l 2
— - —5029Aﬁ8

Dans le cas ou I’écoulement viscoplastique est activé (J > o0g), on définit :

8Rﬁ . m . j — 0 m-1 L=
8A€e__K0Ap< e > n:C
OR;
BIN R
OR; m,. [T —oo\" 20,
0ha, KOAP < K > 3 X
OR; _m, . [T —oo\" " 2Cs
0ha, KOAP < K > 3 X

Pour les variables d’écrouissage :

Ok, OApNy : C
aAge - p X -

OR

a2}

AP

= oy g,

R 20
Zoa (201
aAal_H+0Ap< 3 Sx-i-’y]l)
O _2c,0np8
9o, = gcz PSx

et enfin :
Ok, oA C
=2 __ _ SNy :
Ae PN Xx

(4.45)

(4.46)

(4.47)

(4.48)

(4.49)

(4.50)

(4.51)

(4.52)

(4.53)

(4.54)

(4.55)

(4.56)

(4.57)

(4.58)
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aﬁaz =-n (4.59)
OApD =X
OR 92
—2 — Z(C10ApD 4.
ha, 301 PSx (4.60)
OR )
—ag “ ~
8Ag2 =1+ 3029APSX (4.61)

Incrément de contrainte

L’incrément de contrainte Ag est calculé a partir de I'incrément de déformation élastique
Age lorsque la méthode de Newton a convergé. Il faut tenir compte de la variation du tenseur

élastique endommagé (E, qui dépend a la fois d’une variation du dommage D et de la température
T. Le schéma d’intégration implicite permet d’écrire :

Ag =g (t+0At) At (4.62)
que ’on développe selon :
Ao = (@ : ge) At
= (C: £ + C: £ ) At
=e =e
— C:Az +AC:¢ (4.63)
=e =e
Matrice tangente cohérente
Il est utile de définir la matrice tangente cohérente liée au schéma d’intégration afin d’opti-

miser la convergence globale et d’éviter des incréments de temps trop faibles. Cette matrice est
définie par :

L| = 3Ag 4.64
1= 5ac (4.64)

On peut montrer que (Besson, 2005) :
[L]=C: [JX) (4.65)

ou la matrice [J%] est définie & partir de Dinverse de la matrice jacobienne [J]™' : ¢’est le bloc
correspondant aux indices liés & la déformation élastique g, (sur les lignes et les colonnes), qui
est de taille 6 x 6.

4.3 Démarche d’identification des paramétres du modéle

Les essais d’écrouissage cyclique sont riches en informations : ils permettent de bien faire la
distinction entre le comportement en traction et en compression, balaient des vitesses de défor-
mation différentes - la durée entre deux extrema en déformation étant constante - et présentent
des phases de maintien permettant d’identifier les paramétres visqueux avec précision. Il parait
donc a priori judicieux d’utiliser ces essais pour déterminer ’ensemble des paramétres de la loi
de comportement. On se heurte néanmoins & une difficulté; le comportement en traction étant
endommagé, il faut connaitre a priori ’évolution du dommage en fonction de la contrainte ou de
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la déformation appliquée. Si on ne connait pas cette évolution, il faut 'identifier en méme temps
que les paramétres du modéle, ce qui conduit & un probléme d’optimisation comportant un trop
grand nombre de variables et pour lequel il est trés difficile d’arriver & un résultat satisfaisant a
la fois en termes de dommage et de comportement.

L’idée est donc d’identifier I’évolution du dommage et les autres paramétres du matériau de
maniére indépendante & partir des essais monotones de traction et de compression. Comme on
peut le voir sur les figures 4.4 & 4.7, la superposition des essais cycliques et monotones montre que
I’enveloppe des essais cycliques est presque dans tous les cas confondue avec la courbe monotone.
Ceci permet de conclure que ’écrouissage est purement cinématique, et que l'identification a
partir des essais monotones est justifiée.

Sur la figure 4.7a on remarque que les niveaux de contraintes atteints lors de ’essai cyclique
a 700°C sont nettement inférieurs & ceux correspondant aux essais monotones. Cette différence
est vraisemblablement due au fait que cet essai cyclique a été réalisé a partir d’'une éprouvette
prélevée dans un disque issu d’une coulée différente (suite & un probléme sur l’essai initial). La

variabilité du comportement de la fonte GL est ici clairement mise en évidence. Cet essai ne sera
plus utilisé par la suite.
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.’4;:\&/"‘ 300 - : - -300
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FIGURE 4.4 — Superposition cyclique-monotone a 20°C et 200°C
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FIGURE 4.5 — Superposition cyclique-monotone & 300°C et 400°C
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FIGURE 4.7 — Superposition cyclique-monotone & 700°C et 800°C

Les essais de compression permettent d’identifier le comportement de la matrice non endomma-
gée et les essais de traction permettent d’identifier I’évolution du dommage. On peut ensuite
évaluer la qualité des parameétres identifiés en confrontant le modéle présenté au paragraphe 4.1

(utilisant lesdits paramétres), avec les essais cycliques, et au besoin itérer jusqu’a obtenir un
résultat satisfaisant.

La limitation importante de cette approche est la présence de forts effets visqueux & haute
température. Les essais monotones ne présentant pas de phases de maintien en déformation, il est
impossible a partir de ces essais & haute température d’obtenir un jeu de paramétres permettant
de bien représenter ces effets visqueux. Compte tenu des remarques précédentes sur la superpo-
sition des essais monotones et cycliques, ainsi que des vitesses de déformation trés proches entre
ces essais, on choisit alors de créer un essai "virtuel" constitué d’une phase de traction a 107351
jusqu’au niveau de déformation souhaité, suivi d’'une phase de maintien & ce méme niveau de
déformation, issue de ’essai cyclique. Ce niveau de déformation, pour les températures faibles et
intermédiaires (de 20°C a 400°C) est pris a 0.5%, qui présente la relaxation des contraintes la plus
importante. A ces températures, la réponse du matériau est encore relativement peu sensible &
de faibles variations de la vitesse de déformation. Si I'on considére la phase de 'essai cyclique
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entre -0.5% et +0.5%, cette vitesse est de 2.1073s71, soit deux fois plus rapide que celle de I'essai
de traction. Cette démarche est illustrée sur la figure 4.8. Aux températures plus élevées, ou la
réponse devient fortement dépendante de la vitesse, on choisit un niveau de déformation de 0.3%,
correspondant & une vitesse de 1.2 x 1073571, trés proche de celle de l'essai de traction.
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FIGURE 4.8 — Principe de construction de l'essai "virtuel" a 400°C

Cette démarche doit nécessairement étre faite sur les phases de traction des essais cycliques.
En effet, en compression, lors de ce type d’essais, le matériau ne peut pas étre considéré comme
homogéne, les deux branches du modéle rhéologique se comportant de maniére indépendante,
les variables internes correspondantes sont différentes et les contraintes relaxées ne sont alors
pas comparables a celles obtenues & partir d’'un essai monotone, ot le matériau peut encore étre
considéré comme homogeéne. On ne peut donc pas identifier les paramétres visqueux du matériau

non endommagé sur les essais de compression. La solution est de travailler de maniére séquen-
tielle :

e Identifier un jeu de paramétres sur le matériau non endommagé a partir des essais de
compression. Cette opération est réalisée a partir du logiciel ZEBULON®, soit a partir de
la loi présentée dans la partie 4.2 préalablement codée et en posant D = 0, soit & partir
de la loi sans dommage déja implémentée. Les phases de relaxation n’étant pas présentes,
on peut aboutir & de multiples jeux de coefficients représentant fidélement les résultats
expérimentaux, sans faire la distinction entre plasticité et viscosité.

e En choisissant 'un de ces jeux de paramétres, identifier I’évolution du dommage en fonction

du chargement appliqué, & partir des essais de traction et de compression. Cette démarche
sera présentée en détail au paragraphe 4.3.1.
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e Identifier un nouveau jeu de parameétres permettant de représenter fidélement les effets vis-
queux, & partir de I’évolution du dommage précédemment identifiée et de 1'essai "virtuel".

4.3.1 Evolution du dommage

On dispose désormais d’un jeu de parameétres permettant de simuler trés précisément un essai
de compression. On dispose également d’essais de traction monotone, ou de l'effet du dommage
apparait progressivement, & mesure que le chargement augmente. On peut alors définir I’évolution
du dommage lors d’un essai de traction.

Un dommage dépendant de la contrainte ou de la déformation ?

On peut faire dépendre le dommage de la contrainte appliquée, de la déformation totale,
élastique ou plastique voire de sa force thermodynamique. Cette évolution doit nécessairement
étre pilotée par une grandeur directionnelle; les grandeurs énergétiques sont donc proscrites.

Examinons dans le détail les avantages et inconvénients des différentes possibilités qui s’offrent
a nous. On peut rapidement éliminer un pilotage par la déformation plastique, le dommage appa-
raissant avant la limite élastique (cf. figure 1.22). On peut choisir assez naturellement de piloter le
dommage par la déformation, a I'instar de ce qui est fait pour les matériaux quasi fragiles (Mazars,
1984) ou pour les caoutchoucs (Raoult, 2005). En effet, sous un chargement de type compression
uniaxiale, ’effet Poisson génére une déformation transverse potentiellement importante, et un
réseau de fissures perpendiculaires & cette direction se forme. Un pilotage en contrainte, sous un
tel chargement, ne permet pas de générer ce type de réseau, la contrainte macroscopique trans-
verse étant nulle. La déformation présente également 'avantage d’étre explicite dans le schéma
d’intégration, & l'inverse de la contrainte qui est implicite et peut générer des erreurs si les pas
de temps deviennent trop importants. La déformation élastique présente sensiblement les mémes
caractéristiques, a ceci prés qu’elle n’est, comme la contrainte, pas explicite.

Un dommage piloté par la contrainte peut sembler cependant un peu plus physique. En effet,
a ’échelle des lamelles, c¢’est bien une contrainte qui entraine la décohésion ou la rupture de celle-
ci. Il y a cependant un changement d’échelle qui peut rendre cet argument discutable. De plus, si
I’on considére un chargement de compression avec une forte plastification, suivi d’une traction,
seul un pilotage en contrainte permet de générer un endommagement pour une contrainte déja
élevée mais & déformation négative. Enfin, un argument important est que selon la vitesse de
sollicitation, pour une déformation donnée, on peut aboutir & des valeurs de contraintes trés
différentes, et donc a des valeurs de dommage également différentes.

Il existe donc des arguments valables en faveur de 'une ou 'autre des options, et seuls des
essais a différentes vitesses de sollicitation, pour toute la gamme de températures permettraient
de les départager.

Notre choix se porte finalement sur un pilotage en contrainte notamment pour des raisons
de simplicité de 'approximation de son évolution par une fonction polynomiale facilitant 'im-
plémentation numérique, avec une limitation du pas de temps présentée par la suite. Le cas d’'un
chargement purement uniaxial sur un disque de frein ne se rencontrant jamais dans les zones
sensibles, on considére que I’approche en contrainte est suffisante. Néanmoins, aucune limitation
majeure n’empéche de revenir sur ce choix si des essais complémentaires permettent de privilégier
un pilotage en déformation.
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Identification des lois d’évolution

Si 'on revient sur le dommage identifié au paragraphe 3.3.2 sur la cellule élémentaire & une
fissure (figure 3.8), on constate sur la figure 4.9 que son évolution peut étre approchée de maniére
trés précise par un polynéme de degré 2 - au dela d’un seuil en dessous duquel il est nul.
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¥ = -L3BE-05x* 4 T.18E-03x - 5.68E-01

0.300 4

0.25

a 020 4

010 + Dommage mesurd
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0 Al 100 150 200 250
Contrainte (MPa)

FIGURE 4.9 — Approximation de I’évolution du dommage a 20°C par un polynéme de degré 2

Afin d’identifier ce dommage de maniére systématique, température par température, on
s’appuie de nouveau sur le logiciel ZEBULON®. Les parameétres de la loi de comportement sont
figés et sont ceux identifiés en compression. On ajoute dans la loi une dépendance du dommage
4 la contrainte & partir d’un seuil, défini visuellement en superposant les essais de traction et de
compression (cf. figure 1.22). Cette dépendance est représentée par un polynoéme de degré 2 dont
les trois coefficients deviennent les paramétres d’un probléme d’optimisation. Les paramétres
optimaux sont ceux pour lesquels la simulation de ’essai de traction coincide avec les résultats
expérimentaux.

Le choix des valeurs du jeu de paramétres initial et des bornes est essentiel ; I'optimisation
ne converge vers un résultat satisfaisant que si le jeu initial et les bornes sont bien définis. Le jeu
choisi & 20°C est naturellement celui identifié sur la cellule mono-fissure et présenté sur la figure
4.9, et les bornes sont de I'ordre de £10% de la valeur initiale.

Pour les autres températures, on prend comme jeu initial le résultat de 'optimisation pour
la température directement inférieure. Ne disposant pas de mesures fiables & 300°C, on ne traite
pas cette température. Néanmoins, si ’on superpose les courbes expérimentales de traction et de
compression & 200°C et 400°C (figure 4.10), on remarque que celles-ci sont pratiquement confon-
dues, méme si la composante visqueuse est trés différente. On considére donc une évolution du
dommage identique entre 200°C et 400°C.

Les résultats des différentes optimisations, température par température, sont présentés sur
les figures 4.11 & 4.13. Les différentes évolutions du dommage en fonction de la contrainte ap-
pliquée sont quant & elles présentées sur la figure 4.14a. Méme si le choix a été fait de piloter
le dommage par la contrainte, il est intéressant de tracer I’évolution du dommage en fonction
de la déformation totale (figure 4.14b). Ce graphique permet de visualiser de maniére évidente
le caractére asymptotique de cette évolution, ott un dommage de 0.4 est a relier a la fraction
volumique des lamelles de graphite dans la fonte. Cela confirme que le dommage, au sens auquel
nous ’entendons dans cette étude, est bien causé par une décohésion progressive des lamelles de
graphite jusqu’a une limite correspondant & la décohésion de toutes les lamelles.
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4.3.2 Identification des paramétres visqueux

Une fois le dommage identifié, on effectue une nouvelle identification des paramétres du
modeéle avec ZEBULON®, mais cette fois sur les essais "virtuels" présentés précédemment. Ces
parameétres sont synthétisés dans le tableau 4.1. Sur les figures 4.15 a 4.20 sont superposés les

essais

bonne corrélation entre le modéle proposé et les résultats expérimentaux.
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FIGURE 4.15 — Résultat de I'optimisation - 20°C
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FIGURE 4.16 — Résultat de 'optimisation - 200°C

@ Essai

—Simulation
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@ Essai

—Simulation

il

100

Température (°C) | E (GPa) | o9 (MPa) | K | m | Ci(MPa)| ~ | C2(MPa)
20°C 119 158 8.5 | 110 151300 1010 11000
200°C 119 145 9.5 | 110 127900 1140 11000
400°C 110 61 9 306 124400 1210 9000
500°C 110 10 6 652 86000 2940 8500
600°C 87 1 3.7 | 1295 10000 5000 7800
800°C 62 1 4.7 1 304 500 3940 100

TABLEAU 4.1 — Jeu de paramétres de la loi de comportement identifiée

'virtuels" et leur simulation a l'aide du jeu de paramétres retenu. On constate une trés

120

84



DEMARCHE D’IDENTIFICATION DES PARAMETRES DU MODELE
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FIGURE 4.20 — Résultat de I'optimisation - 800°C

4.3.3 Proposition d’une stratégie d’identification

Pour de futures applications a d’autres nuances de fonte GL, on propose ici une base expé-
rimentale minimale ainsi qu’une stratégie d’identification des paramétres de la loi de comporte-
ment. Le modéle proposé dans ce chapitre ne traitant pas des effets de fermeture des lamelles,
ce phénoméne ne doit pas apparaitre dans la base expérimentale.

Pour l'identification de ’évolution du dommage avec la contrainte (ou la déformation), on

conserve la démarche proposée précédemment, avec un essai de traction et un essai de compres-
sion monotones effectués a une vitesse de 1073571,

En ce qui concerne l'identification des paramétres de la loi, on peut imaginer réaliser un
essai comparable a I'essai "virtuel" décrit précédemment, soit une traction suivie d’une phase de
maintien & déformation, mais en balayant plusieurs niveaux de déformation afin d’avoir une base
d’identification des paramétres visqueux sur une gamme de déformation plus étendue. Un essai
de ce type est présenté sur la figure 4.21. Cette démarche présente I'inconvénient d’identifier les
paramétres de la loi (hors dommage) sur un essai ou le dommage évolue. Cette évolution aura
été définie au préalable, mais celle-ci reste un modéle, avec une certaine erreur, qui méme faible,
dégrade la qualité des paramétres identifiés avec ce type d’essai.
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FIGURE 4.21 — Essai de caractérisation en traction monotone avec maintien
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Une solution alternative consiste a utiliser exactement le méme type d’essai, mais en com-
pression. Dans ce cas, aucun dommage n’est induit durant I’essai ; I'identification des paramétres
est alors totalement décorrélée de celle du dommage. L’essai de caractérisation est présenté sur
la figure 4.22.
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-350
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FIGURE 4.22 — Essai de caractérisation en compression monotone avec maintien

Avec cette stratégie d’identification, le dommage n’est déterminé qu’a partir des courbes de
comportement en traction et en compression monotones. En conséquence, & aucun moment on
ne peut relier ce dommage au module élastique en décharge, qui est pourtant 'indicateur de
dommage le plus str. Il semble alors judicieux, une fois tous les autres parameétres identifiés,
d’effectuer un essai de validation plus riche en informations qu’un essai monotone.

Une possibilité est d’effectuer un essai d’écrouissage cyclique a rapport de charge R = 0 (en
déformation) & une vitesse de déformation constante égale a celle choisie pour les essais mo-
notones, afin de pouvoir piloter le dommage en contrainte ou en déformation (les niveaux de
contrainte atteints lors des essais cycliques étant les mémes que ceux correspondant aux essais
monotones). On balaie des niveaux de déformation allant de 0.1% & 0.5% avec des temps de main-
tien en traction. Le pilotage décrit est représenté sur la figure 4.23a. Sur ce type de chargement
a rapport de charge nul, on peut voir apparaitre expérimentalement un phénoméne de relaxation
de la contrainte moyenne. Celui-ci est plus ou moins bien représenté numériquement selon le type
d’écrouissage choisi. Un écrouissage cinématique non linéaire seul a systématiquement tendance
a relaxer la contrainte moyenne, et a I'inverse, un écrouissage cinématique linéaire seul ne relaxe
pas la contrainte moyenne. Ne disposant pas d’essais & R = 0 permettant de statuer, on choisit
pour le moment de n’appliquer qu’un seul cycle de chargement par niveau de déformation. Des
essais complémentaires permettraient de se prononcer sur la nécessité d’imposer plusieurs cycles
par niveau de déformation jusqu’a stabilisation.

La réponse du modeéle avec les paramétres précédemment identifiés est représentée sur la
figure 4.23b. On postule donc implicitement que les lamelles se referment & déformation nulle ou
négative. Si 'on reprend le principe de la cellule a 5 barres du chapitre 3, la premiére barre se
rompt dans le domaine élastique puis revient a sa longueur initiale par un phénomeéne de retour
élastique et conduit ainsi & une refermeture a déformation nulle. Pour les autres barres rompant
dans le domaine plastique, une déformation résiduelle existe, conduisant a une refermeture pour
une déformation supérieure a zéro. La plus grande partie du dommage se produisant en élasticité
et pour de faibles valeurs de déformation plastique, la refermeture intervient vraisemblablement
pour de trés faibles niveaux de déformation. Néanmoins, devant cette source d’incertitude et
donc d’erreur, on privilégie un autre type d’essai.
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FIGURE 4.23 — Essai de validation en traction cyclique avec maintien

L’essai de validation finalement retenu est caractérisé par des phases de traction suivies d’un
maintien en déformation, puis d’une décharge partielle de 0.05 % (figure 4.24). Les avantages
sont multiples : d’une part on s’affranchit totalement des problématiques de relaxation de la
contrainte moyenne - liée & une plastification en compression - et d’autre part, on peut comparer
les modules endommagés en décharge, en ayant la certitude que les lamelles ne se referment pas
durant 1’essal.
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FIGURE 4.24 — Essai de validation en traction monotone avec maintien et décharge partielle

4.3.4 Mesure du coefficient de Poisson

Pour les fontes GL, la valeur du coefficient de Poisson renseigné dans la littérature (Plenard,
1964) se situe généralement entre 0.24 et 0.31, en fonction notamment du moyen de mesure
utilisé. Afin de déterminer ce coeflicient pour le matériau de I’étude, deux essais ont été réalisés
dans les conditions suivantes :

e |’éprouvette utilisée est celle présentée en Annexe A ;

e la machine de traction est une MTS hydraulique de 50 kN ;

e les deux essais sont réalisés a déformation imposée g; (figure 4.25a), avec 'utilisation d’un
extensomeétre longitudinal de longueur Lo = 12.5 mm;

88



DEMARCHE D’IDENTIFICATION DES PARAMETRES DU MODELE

e un extensométre diamétral est employé pour mesurer la déformation transverse ;.

Dans le premier essai, la déformation maximale imposée est trés faible (0.05 %) afin d’obtenir
une mesure du coefficient de Poisson apparent v = —% non perturbée par I’endommagement et
la plasticité. En effet, si le matériau s’endommage sous un chargement de traction, le coefficient
de Poisson diminue et, & 'inverse, le caractére incompressible de la plasticité a pour conséquence
d’en augmenter la valeur.

On augmente la déformation maximale & 0.25 % dans le deuxiéme essai, o, comme on ’a
vu, du dommage ainsi que de la plasticité apparaissent (figure 4.25b). L’objectif est de retrouver
dans la mesure du coefficient de Poisson apparent les phénoménes de décohésion et de refermeture.
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0.3% 0.2% -0.1% 0,07 0.1% 0.2% 0.3%

Déformation (%)
Contrainte {MPa)
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0.3 250
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(a) Pilotage des essais (b) Réponse des essais

FIGURE 4.25 — Essais réalisés pour la mesure du coefficient de Poisson apparent v

Sur la figure 4.26, on observe, en dehors des points singuliers ot v tend vers 0 ou +oo (bruit
de mesure trop important lorsque ; est proche de 0), une valeur de v légérement différente en
traction (0.22) et en compression (0.25). En 'absence de plasticité pour ces niveaux de sollicita-
tion, 'explication avancée est qu’il existe, méme pour de trés faibles niveaux de contrainte, un
endommagement faible également, non visible a 1’échelle macroscopique. La valeur finalement
retenue pour caractériser le coefficient de Poisson est celle en compression, soit 0.25.

Pour une amplitude de déformation de 0.25 %, on constate que v atteint une valeur maximale
en traction a environ 0.1 % de déformation, ce qui correspond & lapparition d’'un dommage
détectable d’un point de vue macroscopique (figure 4.14). S’en suit alors une chute jusqu’a
la fin de la phase de traction. Durant celle-ci, le dommage ne cesse d’augmenter, diminuant
naturellement la valeur du coefficient de Poisson apparent, I’apparition de plasticité ne suffisant
pas & contrecarrer le phénomeéne.

Durant la phase de décharge jusqu’a déformation nulle, on observe une légére augmentation du
coefficient de Poisson apparent v qui, en I’absence de plasticité (on est ici en décharge purement
élastique), est vraisemblablement due a la fermeture de la faible fraction volumique de lamelles
rompues ayant subi de fortes déformations plastiques, se refermant peu aprés s’étre ouvertes.

La hausse assez brutale du coeflicient de Poisson apparent v & déformation nulle correspond
a la fermeture de la plus grosse part des lamelles rompues, suivie d’une phase caractérisée par
une augmentation graduelle, due cette fois & de la plasticité en compression.

Toutes ces observations sont compatibles avec des hypothéses avancées dans la formulation du
modéle de comportement (i.e. dommage induit avant méme I’apparition de déformation plastique,
plasticité généralisée dans la matrice métallique, refermeture des lamelles).
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FIGURE 4.26 — Mesure du coeflicient de Poisson apparent

4.4 Conclusions

On a proposé dans ce chapitre un modéle de comportement présentant un endommagement
anisotrope lié aux lamelles de graphite et activé par le chargement. L’anisotropie est de type
orthotrope dans le repére des directions principales qui est supposé étre identique au repére
de I'endommagement. La vérification de cette hypothése sera développée dans le chapitre 5.
Le dommage est ainsi représenté par trois variables scalaires dont 1’évolution est pilotée par la
contrainte dans la direction correspondante. Une base minimale d’essais permettant d’identifier
les paramétres du modéle a également été proposée.

Le modéle ainsi défini permet de représenter trés fidélement, y compris & haute température,
le comportement de la fonte GL sous un chargement ne faisant pas apparaitre de refermeture
des fissures associées aux lamelles de graphite.

On rappelle en synthése les paramétres ainsi que les équations constitutives définissant le
modéle de comportement proposé :

Température (°C) | E (GPa) | o9 (MPa) | K | m | Ci(MPa)| ~ | Ca(MPa)
20°C 119 158 8.5 | 110 151300 1010 11000
200°C 119 145 9.5 | 110 127900 1140 11000
400°C 110 61 9 | 306 124400 1210 9000
500°C 110 10 6 | 652 86000 2940 8500
600°C 87 1 3.7 | 1295 10000 5000 7800
800°C 62 1 4.7 1 304 500 3940 100

TABLEAU 4.2 — Jeu de paramétres du modéle
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Chapitre 5

Modéle de comportement de la fonte
GL sous chargement complexe

Dans la premiére partie de ce chapitre, a partir du modeéle 8D ainsi que
du modele rhéologique précédemment décrits, on présente un modeéle de
comportement tridimensionnel, permettant de représenter la réponse du
matériau pour un chargement de traction/compression sur un élément de
volume. De nouveaux essais de comportement sont décrits et permettent
d’enrichir le modeéle proposé, ce dernier aboutissant finalement & une trés
bonne description de l’ensemble de la base expérimentale. On s’intéresse
dans la deuzxiéme partie du chapitre a la généralisation du modele sur
structure pour des cas de chargement complexes. Certaines hypothéses et
simplifications sont alors proposées pour décrire au mieuz le comporte-
ment des zones critiques du disque.
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5.1 Elément de volume sous chargement cyclique

5.1.1 Cas de la traction/compression

On dispose désormais d’un modéle de comportement permettant de représenter fidélement la
réponse du matériau sous un chargement de traction comme de compression monotone. Si ’on
se place dans des conditions ou les lamelles cassées ne se referment pas (cycles en traction ou en
compression uniquement), on peut également simuler la réponse sous chargement cyclique avec
un modéele tridimensionnel sur toute la gamme de températures.

A partir du moment ot 'on souhaite simuler un chargement cyclique de type traction/
compression, on se heurte au probléme d’ouverture/fermeture des lamelles. On a vu dans la
partie 4.1 que 'on pouvait utiliser un modéle rhéologique 1D pour simuler ce comportement. Si
I’on souhaite retranscrire ce modéle dans le cas tridimensionnel, on doit gérer deux "branches"
de comportement paralléles, I'une représentant la matrice endommagée, utilisant le modéle pré-
senté précédemment, et I’autre représentant la partie fissurée, activée selon que les lamelles sont
ouvertes ou fermées, complémentaire du modéle de la matrice. Si ces deux modéles sont tridi-
mensionnels, chacun d’entre eux présente une déformation transverse différente, cette derniére
étant affectée par ’endommagement. Un probléme de compatibilité apparait alors car une des
branches impose sa déformation transverse a I'autre et génére ainsi des sur-contraintes dans la
direction de sollicitation.

Afin de simuler les essais cycliques sur un élément de volume, la solution adoptée consiste
a utiliser deux branches de résolution paralléles dans la procédure UMAT; cependant, celle
correspondant aux fissures, et donc affectée du facteur D1, doit étre unidimensionnelle, afin
de ne pas générer de déformations transverses sous un chargement de traction/compression.

Pour ce type de chargement, on doit donc écrire le modéle de comportement proposé sous une
forme scalaire, avec un endommagement actif uniquement dans la direction perpendiculaire & la
direction de sollicitation, et remplacer les facteurs (1 — D7) par D1. En ne considérant qu’un seul
écrouissage cinématique non linéaire pour simplifier les écritures, on aboutit alors aux formes
suivantes. Le tenseur des contraintes s’écrit :

00
c=( 0 00 (5.1)
00

Le tenseur d’écrouissage, qui d’aprés (4.19) est déviatorique, s’écrit :

Z 0 0
X=| 0 -3 OX (5.2)
0 0 —=
Le tenseur de souplesse endommagée devient :
D% v —v 0 0 0
1 v 0 0 0
S 1 1 0 0 0 (5.3)
= = 1+v .
E sym NI 0 0
1+4v 0
1+v
VD1
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Si on développe la relation (4.6), on obtient :

ID_—”—QVQ
7(1+12)(1_2y) 00 0 0 O
ooV
(1+V])1(1721/) Lo o0 0 0
0 00 D 0 0
0 00 0O 1 ©
1
0 00 0 0 i
Ceci permet d’expliciter 'expression de J pour un chargement de traction/compression :
J = (L1111 — Log1n)o — X| (5.5)
avec X = —Co.
La fonction F' de la relation (4.26) s’écrit désormais :
g 2 4
F=7J- — X" - =-C 5.6
T -t o (X7 - g (5:6)
Les relations (4.28), (4.29) et (4.33) s’écrivent alors :
f m
Evp = <K> (L1111 — La211)sign [(Li1nn — Loz )o — X (5.7)
f m
a=— <K> (1.sign [(]Lllll — LQQll)U — X] + "}/Oé) (5.8)

p= —<I";>m (5.9)

On peut alors écrire le vecteur résidu correspondant a la branche 1D :

R.. = Ae. — Aeqy — sign [(Li111 — Lo2i1)o — X1 — Xo| (L1111 — La211)Ap (5.10)
. J—oo\"

== Ap — At A1

Ry = ap - an (T2 (5.11)

Ral = Aoq + Aﬁ (18297}, [(Lllll — L2211)U - X1 — XQ} + ’)/041) (512)

Ra2 = Aay + sign [(Lllll — ]ngll)a - X1 — XQ] Aﬁ (5.13)

Il est également nécessaire de définir le module élastique du matériau endommagé pour le cas
de la traction/compression. pour cela, on inverse analytiquement S défini par la relation (5.4),
ce qui permet d’écrire :
(1—v2)—202(1 +v)Dy -

c=FE AS e = FEe (5.14)

avec AS = % —2(1? +1v3)

On peut alors résoudre de maniére paralléle les deux branches avec un unique incrément de
déformation totale Ag. Le principe de la procédure UMAT est alors le suivant :
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e Les conditions d’activation ou de désactivation de la branche fissurée sont celles présentées
dans la partie 5.1 : désactivation si la contrainte est supérieure ou égale a zéro dans la
branche et réactivation quand le niveau de déformation atteint le niveau ot la branche a
été désactivée.

e Lorsque la branche est désactivée, les contraintes internes sont figées et la déformation
¢élastique et I'incrément de contrainte, notés respectivement Aey et Aoy, sont nuls. L'in-
crément de contrainte totale Ag est alors égal & I'incrément de contrainte de la branche
3D, noté Agm B

e Lorsque la branche est activée, I'incrément de déformation Aey est égal a la composante 11
de I'incrément de déformation totale Ag, et la contrainte totale est la somme des contri-
butions des deux branches sur la composante 11 : Ag:Agm+Aaf.

Ce principe est présenté de maniére synthétique sur la figure 5.1, ou les indices f corres-
pondent & la branche dite fissure et les indices m & la branche dite matrice.

iAc Aa,

=em =imi

iﬂj}m ng ; E Aﬁf .'30'}‘ ; Aﬁm Ag

Aff;f:[) Af),'Jr =0
Apr=0 Aoy =0

FIGURE 5.1 — Logigramme du modéle

5.1.2 Analyse du modéle pour les essais & R = —1

Les essais cycliques a différentes températures sont simulés par un calcul sur un élément de
volume sous ABAQUS® via l'utilisation de la routine UMAT & deux branches présentée dans la
partie précédente. Les résultats sont présentés sur les figures 5.2 & 5.4.

Si on s’intéresse dans un premier temps aux résultats a 20°C (Figure 5.2a), les observations
sont les mémes que pour le modeéle mono-fissure ou le modéle & 5 barres. Le comportement, dans
les phases de charge comme de décharge, est trés bien décrit. Pour les températures comprise
entre 20°C et 400°C, on continue de représenter trés fidélement les résultats expérimentaux. A
partir de 500°C, ou les effets visqueux deviennent prépondérants, le jeu de paramétres identifié
dans la partie 4.3.2 & partir d’essais virtuels semble incapable de représenter & la fois le bon
niveau de relaxation des contraintes et le virage de la courbe, en charge comme en décharge, et
ce pour les niveaux de déformation importants, ol la vitesse de déformation est jusqu’a deux fois
plus élevée. C’est vraisemblablement cette vitesse, mal prise en compte dans l'identification, qui
est responsable de ce manque de précision. Il se peut aussi qu’a cette température il apparaisse
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nécessaire d’introduire dans la modélisation du comportement de la matrice un effet de restau-
ration de ’écrouissage. Une identification sur I’essai cyclique complet serait plus adaptée mais

nécessite de coder la loi sous ZEBULON®, ce qui n’est pas possible & partir du moment ot I'une
des branches est unidimensionnelle.

300 300

g’ -0.6 -0.4% 0.6% a I 0.4% 0.6%
:
E Essai E Essai
S 200 | —Simulation E —Simulation
=300 -300
=4 =400
Déformation (%) Déformation (%)
(a) 20°C (b) 200°C
FIGURE 5.2 — Comportement du modéle de 20°C & 200°C
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F1GURE 5.3 — Comportement du modéle de 400°C & 500°C

Quelle que soit la température, on observe, comme avec les modéles précédents (mono-fissure
et & barres) un décalage du niveau de déformation auquel se referment les lamelles. Comme on I'a
vu précédemment, ce niveau correspond dans le modéle a la déformation a laquelle les lamelles se
sont ouvertes. Ce décalage est d’autant plus marqué que la température augmente, la relaxation
des contraintes en compression entrainant une ouverture pour des niveaux de déformation négatifs
importants. Compte tenu de la trés bonne représentativité du modéle dans les phases de charge,
on peut légitimement penser que 1’on représente bien I'ouverture des lamelles qui, dans le cas
d’essais symétriques (R = —1) apparait systématiquement & o = 0. C’est donc la refermeture que
le modéle n’arrive pas & simuler ; un mécanisme physique micro-structural n’étant manifestement
pas pris en compte.

On peut avancer I’hypothése d’'un mécanisme déclenché lors des phases de compression qui
viendrait avancer la fermeture des lamelles : la nature trés différente des lamelles de graphite et
de la matrice perlitique entraine une incompatibilité des déformations transverses lors des phases
de compression qui vient créer un champ de déformation plastique résiduel négatif au voisinage
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FI1GURE 5.4 — Comportement du modéle de 600°C & 800°C

des extrémités des lamelles. Cette zone plastique serait responsable de la fermeture précoce des
lamelles et serait d’autant plus importante que le chargement compressif est élevé.

Un autre point moins évident visuellement mais non moins important mérite d’étre souligné :
lors des premiers niveaux de déformation (£0.1% & +0.3% selon les températures), le modéle
prédit une sur-contrainte lors de la premiére phase de charge. Le fait que la premiére charge pré-
sente un niveau de contrainte plus important que les suivantes semble a priori normal. Admettons
que le matériau ne s’endommage qu’en traction. Lorsque I'on passe au niveau de déformation
supérieur durant la phase de compression, lors de la premiére charge, le matériau présente
le méme niveau d’endommagement que lors du niveau précédent, et ne s’endommage qu’a la fin
de cette premiére charge (lorsque le niveau de contrainte dépasse celui atteint précédemment).
Ce phénomeéne est illustré sur la figure 5.5a pour les premiers niveaux de déformation de I’essai a
400°C. Or les résultats expérimentaux (figure 5.5b) montrent que la premiére charge est systéma-
tiquement confondue avec les suivantes, comme si le matériau s’était endommagé en compression
lors du passage au niveau de déformation supérieur.
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FIGURE 5.5 — [llustration de I'apparition d’'un dommage en compression

L’apparition d’'un dommage en compression, donc d’'une décohésion des lamelles de graphite
avec la matrice, peut s’expliquer par un effet de cisaillement important, lié & la méme cause que

celle avancée pour expliquer la refermeture précoce, soit une forte différence de rigidité entre les
lamelles et la matrice.
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La mise en évidence d’un phénoméne induisant une décohésion des lamelles en compression
est difficile & obtenir avec des essais cycliques incrémentaux et symétriques : on ne peut pas
clairement faire la part de 'endommagement induit en traction et en compression. Parallélement,
le fait que les essais soient effectués a un rapport de charge de —1 (en déformation) engendre, d’un
point de vue expérimental, une refermeture des lamelles & un niveau de déformation identique,
quelle que soit 'amplitude de déformation. Il est alors difficile de justifier I’hypothése avancée
d’une refermeture précoce due au chargement compressif.

Afin de vérifier ces hypothéses, de mettre en évidence et de quantifier le dommage induit en
compression, il a été décidé de lancer une nouvelle campagne d’essais a température ambiante.

5.1.3 Nouvelle campagne d’essais

Présentation des essais et montage expérimental

Les essais ont été réalisés exactement dans les mémes conditions que la premiére campagne.
La machine utilisée est hydraulique (MTS de 100 kN). On utilise des mors hydrauliques et les
éprouvettes sont les mémes que lors de la premiére campagne. Le pilotage s’effectue toujours en
déformation & ’aide d’un extensométre de longueur de jauge Lo = 12 mm. L’ensemble des essais
réalisés est présenté sur la figure 5.6.

Résultats des essais 1 et 2

Les deux premiers essais réalisés (notés Essai 1 et Essai 2 sur la figure 5.6) ont pour but
de mettre en évidence le dommage induit en compression : ils sont composés d’une succession
de trois cycles symétriques entre +0.4% et —0.4%. La seule différence entre est que 'essai 1
débute par une phase de compression, et I’'essai 2 par une phase de traction. Ainsi, dans ’essai
2, ’endommagement est produit durant la premiére phase de traction. Dans ’essai 1, si aucun
endommagement ne se produit durant la premiére phase de compression, on devrait aboutir &
une réponse trés proche de ce que donne la simulation de I'essai avec le modéle de comportement
adopté.

On présente sur la figure 5.7a le résultat de la simulation des essais 1 et 2 : on voit clairement
une différence de comportement lors de la premiére charge. Or les résultats expérimentaux (figure
5.7a) montrent deux courbes parfaitement superposées (mise & part la premiére fermeture pour
I’essai 2 qui apparait naturellement plus to6t que pour 'essai 1 et qui ne présente pas la méme
courbure du fait de 'absence d’autocontraintes lors de la premiére compression dans l'essai 2).
Cela permet de conclure que 'endommagement généré en compression est le méme qu’en traction,
ce qui ne veut pas dire que la dépendance du dommage vis-a-vis de la contrainte est symétrique,
I’essai étant piloté en déformation. Il est néanmoins aisé d’exprimer le dommage en compression
en fonction de la contrainte, en considérant une symétrie de ’endommagement en déformation
pour un essai a R = —1.

Résultats des essais 3 et 4

Les essais 3 et 4 présentent un rapport de charge respectivement de —1.5 et —0.5 et sont
constitués d’une succession de trois cycles & amplitude de déformation donnée. Le passage au
niveau supérieur se fait durant la phase de compression. L’objectif de ces essais est double :
mettre en évidence une fermeture des lamelles qui varie en fonction du niveau de déformation
imposé (niveaux en traction et en compression asymétriques) et analyser le dommage généré en
traction et en compression.
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On peut voir sur la figure 5.8a (essai 3 & R = —1.5) que la refermeture des fissures tend a
se décaler légérement vers les déformations négatives a mesure que la déformation imposée en
compression est importante. Cela valide le fait que la refermeture des fissures n’est pas un point
fixe et qu’il dépend de I’historique de chargement.

Sur essai 4 (figure 5.8b) & R = —0.5, le point de refermeture semble étre fixe et correspondre
a un niveau de déformation trés proche de 0, correspondant quasiment a la déformation (—0.05%)
a laquelle la contrainte devient positive (et donc que les lamelles s’ouvrent) lors des phases de
charge. Cette absence d’effet d’histoire s’explique par le fait que cette ouverture s’effectue pour un
niveau de déformation constant et que ’on ne voit pas apparaitre d’effet de refermeture précoce,
compte tenu des faibles niveaux de déformation atteints en compression.
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FIGURE 5.8 — Résultats des essais 3 et 4

Résultats des essais 5 et 6

Les essais 5 et 6 présentent les caractéristiques suivantes :
e [ls sont constitués d’une succession de trois cycles & niveau de déformation imposé.

e Le rapport de charge est variable : on fixe le niveau de déformation maximum (essai 5) ou
minimum (essai 6).

Avec ces essais, on cherche & mettre en évidence le dommage induit en traction uniquement
ou en compression uniquement, ainsi que ’effet de cet endommagement sur la refermeture.

L’essai 5 (figure 5.9a) débute par une phase de traction jusqu’'au niveau de déformation
maximal de I'essai. Cela permet de fixer dés le début le dommage induit par les contraintes de
traction. On vient ensuite augmenter le niveau de déformation minimal et observer la refermeture
ainsi que ’évolution du module élastique a la décharge (figure 5.10).

Etant donné le faible niveau de déformation atteint en traction, il n’y a que trés peu de
plastification durant la phase de décharge avant de refermer les fissures. Cela rend l'identification
du point de refermeture trés difficile en ’absence de point d’inflexion clairement observable.
Néanmoins, on observe toujours un effet de refermeture précoce dii au chargement compressif.

On voit sur la figure 5.10 que le module élastique a la décharge, pour un niveau de déforma-
tion maximal constant (et un niveau de contrainte maximal ne variant que de quelques MPa),
diminue quand le chargement compressif augmente, confirmant encore une fois ’hypothése d’un
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dommage induit en compression.

L’essai 6 débute par une phase de compression jusqu’au niveau maximal de I’essai, suivi par
une succession de cycles a des niveaux de déformation croissants. L’endommagement en com-
pression est donc fixé dés le début de I'essai. La refermeture des fissures, a I'image de ce qui est
observé dans l'essai 4, se produit toujours proche du niveau de déformation 0, avec un effet de
refermeture précoce figé dés le début de I’essai.

L’analyse des résultats de cette campagne d’essais permet de valider les hypothéses émises
dans la partie 5.1.2 & savoir :

e Apparition d’'un dommage induit en compression.

e Effet de refermeture précoce des fissures, proportionnel au niveau de déformation atteint
en compression.

L’estimation quantitative de ces effets sera discutée par la suite.
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FIGURE 5.9 — Résultats expérimentaux essais 5 et 6
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5.1.4 Modification du modéle

Comme on ’a déja mentionné, il est trés difficile expérimentalement de définir avec précision
le point de refermeture des lamelles. D’un point de vue physique, cette refermeture se déroule
de maniére graduelle ; toutes les lamelles, en fonction de leur orientation et de leur taille, ne se
referment pas en méme temps. On ne voit alors pas de cassure brutale dans la courbe d’hystérésis.
Il semble alors compliqué de définir empiriquement un facteur permettant d’avancer la fermeture
en fonction du niveau de déformation ou de contrainte atteint en compression.

De plus, comme on I’a vu précédemment et comme on le verra par la suite, le modéle permet
de reproduire trés fidélement les résultats expérimentaux sans tenir compte de ce phénoméne.
On décide donc de s’attacher uniquement & modifier le modéle proposé par 'introduction d’un
endommagement généré lors des phases de compression.

Endommagement induit en compression

De la méme maniére que pour l’essai 5, on se propose pour l'essai 6 de mesurer le module
élastique a la décharge (figure 5.11). On I’a vu, pour 'essai 4, 'endommagement est généré en
compression et pour I'essai 6 en traction. Or les modules en décharge mesurés, pour un niveau
de déformation donné - négatif pour I'essai 5 et positif pour I'essai 6 - sont trés proches. La
premiére approximation d’'une évolution du dommage symétrique en déformation par rapport a
une déformation nulle est donc justifiée.

La retranscription du dommage en fonction de la contrainte appliquée permet d’aboutir & une
expression du dommage sous la forme d’un polynéme de degré 2 & I'image de la représentation
qui en est faite en traction (§ 4.3.1).
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Application du modéle sur les essais asymétriques
On présente sur les figures 5.12 et 5.13 le résultat des simulations avec le modéle ainsi mo-

difié. Celui-ci permet de bien représenter le comportement du matériau, pour des conditions
de chargement non symétriques. L’évolution du dommage et 'ouverture des fissures sont trés
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bien décrites. La seule limitation provient du point de refermeture, qui peut avoir un impact,
notamment sur ’essai 5, sur le niveau de contrainte atteint en compression : le fait de retarder

la fermeture entraine une surestimation de la contrainte de 1'ordre de 30 MPa pour le niveau de
déformation maximal.
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FIGURE 5.12 — Corrélation du modéle avec les essais 3 et 4
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FIGURE 5.13 — Corrélation du modéle avec les essais 5 et 6

5.1.5 Discussion

On dispose & présent d’un modéle apte & représenter avec précision le comportement de
la fonte GL sous sollicitation cyclique, dans un contexte isotherme ou anisotherme, pour une
sollicitation unidimensionnelle de traction/compression. Les principaux phénoménes entrant en
jeu ont été compris et décrits dans le modéle.

L’application sur un calcul complet de disque de frein nécessite de généraliser ce modéle au cas
d’un chargement quelconque. Or cette généralisation s’avére trés complexe. Plusieurs possibilités
ont été envisagées, sans toutefois aboutir & des résultats satisfaisants :

e Superposition de branches 1D dans les trois directions principales : on ne peut formuler une

loi de comportement tridimensionnelle de maniére unidimensionnelle que pour un charge-

ment simple uniaxial. A partir du moment ot le tenseur des contraintes contient plusieurs
termes, cette simplification est impossible.
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e Superposition de branches tridimensionnelles : cette superposition n’est pas envisageable
avec une routine UMAT ou la donnée d’entrée est un incrément de déformation totale,
incompatible entre les deux branches.

e Utilisation d’une seule branche avec désactivation du dommage lors de la fermeture et ré-
activation lors de 'ouverture. Cette solution présente plusieurs inconvénients : on ne peut
pas savoir a quel moment les lamelles s’ouvrent et le matériau est considéré comme ho-
mogéne lors des phases de compression, ce qui est trés éloigné de la réalité et entraine un
comportement en compression nettement différent de celui observé expérimentalement.

Il convient donc de se demander si, pour une application spécifique sur disque, il est indis-
pensable de gérer cette ouverture/fermeture et dans quelle mesure il est possible de simuler avec
précision le comportement du disque sans représenter ce phénomeéne. Pour répondre a cette ques-
tion, il faut s’intéresser aux trajets de chargement dans les zones critiques du disque, et étudier
les conditions dans lesquelles les lamelles s’ouvrent et se ferment sur une piéce. Cette étude fait
I'objet de la derniére partie de ce chapitre.

5.2 De I’élément de volume a la structure

5.2.1 Stratégie numeérique

Etude du repére des contraintes principales

Les contraintes principales, sur la piste et dans la gorge, gardent la méme direction durant
tout le freinage. En revanche, durant le refroidissement, les contraintes changent de signe (de
positif & négatif dans la gorge), 'ordre des contraintes change et par conséquent 'orientation du
repere principal tourne suivant des angles de 47 .

On illustre ce phénoméne sur la figure 5.14 ot est représentée sur le méme graphique I’évolu-
tion des contraintes dans le repére global et des contraintes principales durant un freinage, dans
I’élément central de la gorge, dont le repére de I’élément correspond au repére global. On voit
que les contraintes globales sont superposées aux contraintes principales, mais au cours du refroi-
dissement, les contraintes superposées ne sont plus les mémes. Le comportement est strictement
identique au niveau des pistes.

On peut alors conclure que la direction des contraintes principales est fixe - méme si le
sens change - et correspond aux directions du repére de ’endommagement, celui-ci se produisant
dans les plans perpendiculaires aux directions principales. On confirme ici la validité du choix de
la représentation anisotrope du dommage présentée dans la section 4.2.1.

Controéle du pas de temps

La donnée d’entrée d’une routine UMAT est un incrément de déformation, I'incrément de
contrainte étant une donnée de sortie. Le fait que I’évolution du dommage soit définie en fonction
de la contrainte appliquée nécessite alors de limiter le pas de temps & une valeur relativement
faible, afin de générer une erreur sur le dommage en début d’incrément suffisamment faible pour
ne pas avoir d’influence sur la réponse du matériau.

Le controle du pas de temps est une problématique récurrente dans ABAQUS®. La solution
la plus simple consiste & limiter le pas de temps durant tout le calcul, ce qui a pour conséquence
de rendre celui-ci extrémement long, les phases ou le dommage n’évolue pas, ou celles ot le com-
portement est purement élastique étant soumises a un pas de temps trées faible.
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FIGURE 5.14 — Evolution des contraintes principales et globales durant un freinage dans la gorge

On choisit alors de ne limiter le pas de temps que dans les phases ou le dommage évolue.
Si l'incrément de dommage, durant un incrément de temps est supérieur & une valeur seuil
D, ’étape de calcul est relancée avec un incrément de temps divisé par deux. Le choix d’une
valeur trés faible de Dy (de l'ordre de 1072) permet de rendre Ierreur négligeable. On illustre
ce phénoméne sur la figure 5.15 ou sont superposées les réponses du modéle pour l'essai de
validation de traction cyclique du § 4.3.3, avec et sans controle du pas de temps durant les
phases de traction, ainsi qu’avec une limitation du pas de temps a 0.01 s.
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FIGURE 5.15 — Simulation avec et sans controle du pas de temps

Gestion des directions d’endommagement dans la routine UMAT

D’un point de vue purement numérique, une des difficultés provient du fait qu’en entrée d’une
routine UMAT, ¢ est défini dans le repére global du modéle, qui n’est a priori pas le méme que
le repére principal pour tous les éléments. Afin de travailler dans la routine UMAT uniquement
dans le repére de I’endommagement fixe, on procéde de la maniére suivante :
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Lors du premier incrément de calcul, on définit la base des contraintes principales, notée
€; ® €;. On définit également la matrice de changement de base P;; = e}.E}, ol E_; est la
base du repére global.

On résoud le premier incrément de calcul dans le repére global, ce qui n’a pas de consé-
quence sur la solution car le dommage est initialisé & 0 dans toutes les directions.

Lors du deuxiéme incrément - & partir de la matrice de changement de base calculée a
I'incrément 1 une fois pour toutes - on définit I'incrément du tenseur des déformations
AgD et le tenseur des contraintes gD dans la base ¢; ® €; tels que 65 = Pg;AsijPﬂ et
oklP = ngaiijl.

e La résolution dans la routine UMAT se fait alors dans le repére de ’endommagement.
e Aprés convergence du schéma de Newton et actualisation de la contrainte et des variables

internes, on effectue un changement de base inverse du tenseur des contraintes o vers o

afin de permettre a ABAQUS® d’effectuer le calcul pour atteindre I'équilibre global. Les
variables internes sont quant & elles stockées dans le repére de 'endommagement.
A partir du troisiéme incrément, tout se passe comme décrit pour le deuxiéme.

Ce principe est synthétisé dans le logigramme de la figure 5.16. On a vu dans la partie 4.2.5

que la matrice tangente [L] est définie par [L] = C : [J.], de telle sorte que celle-ci est calculée
dans le repére d’endommagement. Or pour assurer la convergence globale, cette matrice doit étre
définie dans le repére global de la structure. Il est donc nécessaire d’opérer un changement de
base, de la base de '’endommagement vers celle de la structure. Sur un tenseur d’ordre 4, cette
opération est cotiteuse d’un point de vue temps CPU, et on préfére faire appel aux matrices de
Bond (Auld, 1990) pour une écriture plus rapide :

La matrice P définie plus haut peut s’écrire :

ail a2 a2
[Pl=1 axn az asz (5.15)
aszr a32 a33

On définit alors les matrices :

2 2 2
all a12 CL13 2&12@13 2a13a11 2(1116‘612
2 2 2
051 agz a%g 2a22a23 2ag3a21 2a21a22
[M] _ a31 a32 a33 2&320,33 2a33a31 2a31a32

a21G31 Q22G32. (23G33 (22033 1+ 0230432 021433 + A23031 (22031 + A21G32
as1a11  a32G12. 33013 412033 + 13032 @130a31 + A11G33 411632 + 12031
a11G21 Q12G22. (13623 G12023 + 413022 Q13021 + G11023 G11022 + A12G21

(5.16)
et :
2 2 2
ay ajy ay3 a12a13 a13a11 a11a12
2 2 2
a%l agz @%3 22023 23021 a21a22
[N] = a3y a3 ass 32033 a33asi (31032

2a21a31 2a22a32. 2023033 (22033 + 4230432 (21033 + 423031 (22031 + A21A32

2a31a11  2a32a12. 2033013 012033 + @130G32 Q13031 + A11G33 G11a32 + A12031

2a11021 2a12022. 2013623 12023 + Q13022 Q13021 + @11023 G11G22 + 12021
(5.17)
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Les définitions (5.16) et (5.17) impliquent [N]~! = [M7], ce qui permet de définir la matrice
tangente [L]“ dans le repére global de la structure sous la forme :

G _ T
[L]™ = [M][L][N"] (5.18)
Ag
[tération 1
Résolution dans la base globale
Aag
| Matrice tangente
s Changement de base :
Equilibre global ' D
] UAE 2
JANG [P = --—----—-[L|
|: LI OA:P
[tération 2
Changement de base :
Ai — AQD
Résolution dans la base de I'endommagement : -
Ao?
Changement de base :

FIGURE 5.16 — Logigramme pour le changement de base dans la routine UMAT

5.2.2 Etude des trajets de chargement locaux

Afin d’étudier les trajets locaux de maniére rigoureuse, on choisit de travailler sur deux
disques de frein trés différents, permettant de disposer d’un large spectre de réponses. Les deux
structures sont d’une part une version spécifique (non monté en série) d’un disque petit avant
plein d’'un diamétre de 266 mm (noté D266) monté sur un véhicule léger et d’autre part un
disque avant ventilé RPI de diamétre 330 mm (noté D330) monté sur un véhicule beaucoup plus
lourd.

On simule un freinage sévere (décélération 80% Vipar — 40% Vinar & 0.5g) pour ces deux
configurations. La loi de comportement utilisée dans un premier temps ne présente qu’un
dommage induit en traction et aucune condition de fermeture ni de désactivation
du dommage.

Dans le cas du bol ou de la gorge, compte tenu des mécanismes d’endommagement décrits
précédemment, il semble judicieux d’utiliser un modéle de comportement sans prise en compte
explicite du dommage induit en compression. En effet, dans ces zones, le chargement se fait ma-
joritairement en traction, le dommage en compression n’apporte donc rien a priori.

Le cas de la piste est plus problématique. Le chargement se faisant essentiellement en compres-
sion, si I'on fait dépendre explicitement le dommage d’un chargement compressif, la contrainte
minimale en compression est largement sous-estimée. En effet, méme si un dommage existe en
compression, d’'un point de vue macroscopique, il n’est visible qu’a partir du moment ou les la-
melles s’ouvrent, c’est-a-dire au moment ot la contrainte devient positive. Inversement, si ’on ne
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prend pas en compte ce dommage compressif, on risque de surestimer (mais dans des proportions
beaucoup moins importantes) la contrainte résiduelle de traction, car & température ambiante,
aucun dommage n’apparait en-dessous de 80 MPa.

On peut visualiser sur la figure 5.17 les trajets obtenus dans la gorge et sur la piste pour le
disque D266. Un point trés intéressant apparait ici : dans la gorge, le trajet de chargement est
tel que, quelle que soit la direction, on ne se trouve pas dans des conditions ou les lamelles se
referment. En effet la déformation reste toujours positive, s’apparentant a un trajet de chargement
issu d’un essai de traction a rapport de charge positif (en déformation). Cela est di a la mise en
cone irréversible du disque lors du premier freinage. Quels que soient les choix qui seront faits
par la suite pour estimer la durée de vie de la piéce (pour ce qui est de la fissuration en fond de
gorge), la prise en compte de la refermeture dans le modéle de comportement est inutile.

300 . — 100

—Direction radiale

=== Direction radiale

=== Direction orthoradiale — Direction orthoradiale

200

-0.3%

0.1%

100

Contrainte (MPa)

0.1% 004 0.6%

-1040

Déformation méeanique (%)

(a) Gorge

=300

Déformation mécanique (%)

(b) Piste

FIGURE 5.17 — Trajets de contrainte/déformation sur disque D266 avec une loi sans fermeture
ni dommage en compression

La situation est assez différente sur la piste oul 'on a affaire & un chargement anisotherme
complexe. Comme on le prévoyait, lors du freinage, le matériau passe fortement en compression
jusqu’a atteindre —300 MPa dans la direction orthoradiale (perpendiculaire aux fissures obser-
vées). Puis, lors du refroidissement, il passe en traction jusqu’a environ 60 MPa. C’est cette valeur
qui est manifestement sur-estimée. Si le dommage en compression avait été pris en compte, cette
contrainte aurait été inférieure de l'ordre de quelques dizaines de MPa.

En dehors de ces zones critiques, aucune autre partie du disque ne présente de comportement
nécessitant la prise en compte de la refermeture, les lamelles sont soit ouvertes et elles le restent,
soit fermées. Pour ce disque, si I’on ne s’intéresse pas a la contrainte maximale en traction mais
plutdt & décrire la boucle d’hystérésis dans son ensemble, et par 14 méme de prédire 1’énergie
dissipée par cycle ou toute autre grandeur reliée & la plasticité cyclique vue par le matériau, la
loi utilisée ici semble suffisante.

Si l'on s’intéresse maintenant au cas d’un disque plus fortement sollicité, 'inertie du véhicule
étant alors beaucoup plus importante, les conclusions sont trés différentes. On présente sur la
figure 5.18 I’hystérésis contrainte /déformation sur la piste. On s’apergoit que la contrainte maxi-
male en traction est supérieure & 80 MPa et induit donc un endommagement. Le module en
décharge élastique est alors plus faible, conduisant & une sous-estimation de la contrainte mini-
male & chaud au cycle suivant ainsi qu'une surestimation en traction, et un endommagement plus
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important encore. On observe alors une dérive impossible au sens physique du comportement et
pouvant conduire a des durées de vie erronées.

200

Dirformation mécanique (%)

FIGURE 5.18 — Courbe contrainte/déformation sans dommage en compression sur la piste du
disque D330

5.2.3 Gestion de I'ouverture/fermeture

La prise en compte de l'ouverture et de la fermeture des lamelles dans la zone des pistes
s’avére indispensable pour deux raisons :

e Sans elle, le niveau de contrainte résiduelle de traction a froid est surestimé. On le verra
dans le chapitre 7, ces contraintes résiduelles jouent un réle majeur dans 1’évolution du
réseau de fissures radiales sur piste.

e Le comportement n’est pas stabilisé et entraine une dérive vers les contraintes positives et
une sous-estimation de 1’énergie dissipée.

Afin de simuler le bon niveau de contraintes résiduelles, il est nécessaire de prendre en compte
le dommage induit en compression. Celui-ci doit néanmoins étre traité de maniére différente du
dommage induit en traction pour plusieurs raisons. Tout d’abord, on ne peut pas "activer" le
dommage induit en compression tant que les lamelles sont fermées. Ensuite, ce dommage doit
dépendre cette fois de la déformation et non de la contrainte, d’une part a cause de la nature
différente de cet endommagement (incompatibilité des déformations au niveau des lamelles), et
d’autre part afin de ne pas générer de dommage en compression la ou il n’a pas lieu d’exister,
c’est & dire dans la gorge ou le bol lorsque les contraintes deviennent négatives mais avec des
déformations positives.

La premiére stratégie proposée est la suivante :

e Le dommage en compression est stocké dans une variable accessoire D, dépendant de la
déformation imposée.

e Lorsque la contrainte devient positive, on impose D = D, dans la direction considérée. Le
choix de prendre o = 0 comme valeur seuil est valable dans le cas ot 'on répéte toujours
le méme freinage. Si le cycle de chargement est composé de deux freinages, I'un "fort" et
le suivant plus "faible", l'ouverture des lamelles intervient vraisemblablement & contrainte
négative durant ce dernier. Prendre un seuil & contrainte nulle aura pour conséquence de
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surestimer la contrainte de traction issue du deuxiéme freinage. Néanmoins, la contrainte
maximale atteinte lors du premier freinage étant plus importante, c’est celle-ci qui pilotera
I’évolution du réseau de faiencage.

e On simule le fait que les lamelles se referment en désactivant le dommage (D = 0), et en
gardant la condition de fermeture déja explicitée auparavant (i.e. les lamelles se referment
au méme niveau de déformation que celui pour lequel elles se sont ouvertes).

La réponse du modéle utilisant cette stratégie est présentée sur la figure 5.19. On observe
bien une activation du dommage a contrainte positive et un module en décharge plus faible que
le module non endommagé. La désactivation du dommage n’a pas de base "physique" pour le
matériau de 1’étude : on passe brutalement d'un état homogéne endommagé a un état homogéne
non endommagé. On a vu que dans la réalité, on est en présence de deux phases avec chacune
un état de déformation plastique qui lui est propre. Il n’y a donc pas de raison a priori pour que
I’'on aboutisse & une réponse stabilisée de la structure. On constate en effet une dérive, liée a la
surestimation de la contrainte minimale, impliquant une ouverture précoce puis une refermeture
tardive et ainsi de suite. Tout cela aboutit & un décalage progressif de la boucle vers les valeurs
positives.

Contrainte (MPa)

-100

Déformation mécanique (%)

FIGURE 5.19 — Courbe contrainte /déformation avec dommage en compression et désactivation a
I'ouverture

La solution adoptée pour éviter ce phénoméne consiste alors & imposer une désactivation
du dommage toujours au méme niveau de déformation, évitant ainsi les phénomeénes de
dérive. Le choix le plus simple et le plus pragmatique est d’imposer une désactivation dés le début
de la décharge. Cette condition est évidemment un non-sens sur les essais d’écrouissage cycliques
et conduirait a une trés mauvaise description du comportement en décharge. Néanmoins, sur les
pistes du disque (seule zone ou cette condition est de fait activée) 'erreur commise est minime, la
refermeture intervenant trés rapidement aprés la décharge. La réponse du modéle est présentée
sur la figure 5.20. On constate une description stabilisée du comportement, avec une bonne
prévision de la contrainte maximale et une erreur relativement faible durant la décharge.
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100
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——Désactivation & la décharge
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FIGURE 5.20 — Courbe contrainte /déformation avec dommage en compression et désactivation a
la décharge

5.3 Conclusions sur le modéle de comportement

Nous avons tenté dans ce chapitre d’étendre le modéle de comportement proposé au chapitre 4
aux cas de chargements présentant une alternance ouverture/fermeture des lamelles de graphite.
Nous avons proposé une modélisation basée sur une superposition de deux branches en paralléle,
I'une représentant la matrice endommagée, ’autre sa partie complémentaire lorsque les lamelles
rompues sont refermées. Cette modélisation nous a permis de simuler avec un degré élevé de
précision les essais uniaxiaux d’écrouissage cyclique ainsi que de nouveaux essais présentant
des rapports de charges différents, démontrant ainsi la validité des choix effectués quant a la
modélisation des mécanismes de déformation de la fonte GL.

La transposition directe de ce modéle uniaxial vers une description multiaxiale est toutefois

impossible. Nous avons finalement proposé une loi de comportement pour la fonte GL basée sur
les points suivants :

e On utilise le modéle de comportement proposé au chapitre 4.

e Hormis les pistes de freinage, le disque ne présente pas de zones ol peut apparaitre une
alternance ouverture/fermeture, l'utilisation du modéle précédent est alors totalement jus-
tifiée.

e Un dommage en compression dépendant de la déformation est introduit dans le modéle.

e Ce dommage n’est de fait présent que sur les pistes, et n’est activé que lorsque la
condition d’ouverture des lamelles est atteinte.

e La condition d’ouverture est définie par le passage & contrainte positive ou nulle dans la
direction considérée.

e La fermeture intervient dés le début de la décharge, c’est-a-dire dés le début du freinage.

Ce modéle permet de simuler avec précision le comportement dans les zones du bol ou de la
gorge de détente du disque. Sur les pistes, le comportement global asymptotique est également
bien représenté, mais une erreur, faible mais bien réelle, existe au niveau de la décharge, entrainant
notamment une légére surestimation de ’énergie mécanique dissipée lors d’un freinage.
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Chapitre 6

Prévision de la durée de vie en fatigue

Ce chapitre est consacré a la prévision de la durée de vie en fatigue
de la gorge et du bol des disques de frein. Aprés une revue des princi-
pales approches et critéres de fatigue oligocyclique, on présente la base
expérimentale ainsi que les mécanismes d’endommagement observés. Un
critére énergétique a l'amorgage est alors proposé et identifié. Des corré-
lations entre la durée de vie estimée sur piéce au calcul et la durée de vie
expérimentale relevée sur banc d’essai permettent de valider la démarche.
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6.1 Introduction

On peut définir la fatigue comme un mécanisme d’endommagement local sous sollicitations
répétées pouvant conduire a 'amorgage d’une fissure puis a la rupture. Celui-ci peut se produire
sans dégradation macroscopique observable, sans méme dépasser la limite d’élasticité.

Le phénoméne de fatigue est rencontré dans de nombreux composants mécaniques sur un
véhicule automobile. En effet, les chargements extérieurs (chargement lié au moteur, sollicitations
lices aux efforts transmis par les roues, sollicitations thermiques, etc.) engendrent des contraintes
locales variables dans le temps qui peuvent conduire a la ruine de la structure.

Ce chapitre est dédié a I’étude de la durée de vie en fatigue dans le bol ou la gorge du disque,
la problématique du faiengage étant traitée dans le dernier chapitre. On rappelle ici le postulat de
départ de cette étude, a savoir que la démarche de dimensionnement & la fatigue est basée sur un
découplage entre le comportement et '’endommagement. Le critére de fatigue retenu devra donc
pouvoir étre utilisé en post-traitement d’un calcul par éléments finis sur la structure étudiée. Ce
choix exclut de fait toutes les approches liées & I’endommagement continu; celles-ci ne seront
donc pas traitées ici.

6.2 FEtude bibliographique

6.2.1 Différents domaines de fatigue

Dans la littérature, on retrouve souvent une distinction entre fatigue oligocyclique et fatigue
polycyclique basée sur un nombre de cycles (noté N,.) pour lequel on constate la rupture de la
structure considérée. En deca de quelques dizaines de milliers de cycles, on considére que 1'on
est dans le domaine de la fatigue oligocyclique, et au deld, dans celui de la fatigue polycyclique
(& grands nombre de cycles).

Dans ce dernier, on distingue encore le domaine de ’endurance limitée (N, inférieur & quelques
millions de cycles) et celui de 'endurance illimitée, pour lequel les chargements sont si faibles
que l’on n’observe "jamais" la rupture de la structure.

Comme cette classification peut sembler assez subjective, certains auteurs (Constantinescu
et al., 2003) en proposent une basée sur la réponse asymptotique de la structure (figure 6.1) :
les domaine oligocyclique et polycyclique s’y distinguent par la caractére dissipatif de la réponse
asymptotique. Le premier se caractérise par un état accommodé (figure 6.1b) tandis que le se-
cond est associé a un état adapté a I’échelle macroscopique (figure 6.1c). L’endurance illimitée
correspond a un état adapté également a 1’échelle mésoscopique (Dang Van, 1973). L'effet de
rochet (figure 6.1a) conduit & une augmentation rapide de la déformation plastique et a la ruine
prématurée de la structure. Ce type de comportement est donc proscrit.

Sur la durée de vie d’un disque de frein, qui se situe aux alentours de 60 000 km, le nombre
moyen de coups de frein est de I'ordre de 100 000. Une grande majorité de ces freinages est
effectuée & basse vitesse et faible décélération, n’engendrant pas de dissipation plastique dans le
disque. Une part plus faible (de l'ordre de quelques milliers) d’entre eux engendrent un compor-
tement dissipatif du disque et motivent le choix de se placer dans le cadre du dimen-
sionnement a la fatigue oligocyclique.

6.2.2 Différentes approches

Le dimensionnement & la fatigue d’une structure peut s’envisager de deux maniéres diffé-
rentes. La premiére consiste & considérer qu’a partir du moment ol une fissure macroscopique
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FIGURE 6.1 — Comportements asymptotiques sous chargement cyclique (Maitournam, 2008)

est détectable, la structure est considérée comme ruinée méme si celle-ci est encore fonctionnelle.
Cette approche est dite & Pamorgage. Dans la seconde, on considére que méme si une fissure
apparait, on souhaite tirer parti, dans le dimensionnement, du temps qui va s’écouler jusqu’a la
la rupture compléte de la structure, c’est-a-dire du temps que va mettre la fissure & se propager
totalement. Cette approche est dite en propagation. Le choix de telle ou telle approche est
souvent conditionné par le temps relatif entre les phases d’amorcage et de propagation dans la
structure.

La figure 6.2 représente, pour une éprouvette soumise & un chargement de traction uniaxiale
cyclique, I’évolution de la raideur apparente K = ﬁ—g en fonction du nombre de cycles N. Aprés
une phase généralement courte (phase I) correspondant a un éventuel adoucissement ou durcis-
sement cyclique, on observe un comportement dit "stabilisé" (phase II) ou la raideur apparente
n’évolue que trés faiblement. Durant cette phase, on considére que I'endommagement évolue,
mais de maniére suffisamment lente et confinée, de sorte qu’il n’a pas d’influence sur le compor-
tement macroscopique de I’éprouvette. Le nombre de cycles & 'amorcage N, correspond a la fin
de cette phase, il est défini généralement par une chute de 10% de la raideur apparente (ou de
la contrainte) par rapport a I’état stabilisé. Durant la derniére phase (phase III), la fissure se
propage plus ou moins rapidement jusqu’a la rupture totale de I’éprouvette, correspondant au
nombre de cycles & rupture N,.

Si le nombre de cycles en propagation est trés inférieur au nombre de cycles a rupture (N, —
N, < Nr), on aura tendance a privilégier une approche en amorgage. Si au contraire le nombre
de cycle en propagation est trés supérieur (N, — N, > Na) a celui & amorgage (ou simplement
supérieur, voire égal), I'utilisation d’une approche en propagation s’avérera plus pertinente.

Dimensionnement a la propagation

L’étude de la propagation de fissure a fait ’objet et continue de le faire, de trés nombreux
travaux, on trouve une littérature abondante sur le sujet. Les modeéles les plus utilisés sont
basés sur le concept de la mécanique élastique linéaire de la rupture (MELR), qui utilise les
facteurs d’intensité de contrainte Ky, Kj; et Ky associés aux modes d’ouverture I, I1 et 111,
le mode I étant le plus couramment utilisé (car le plus fréquemment rencontré). Le facteur K
décrit l'intensité des contraintes & l'avant de la pointe de la fissure. Il est proportionnel aux
discontinuités des déplacements des lévres de la fissure, et ne dépend que de la contrainte &
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FIGURE 6.2 — Evolution de la raideur apparente d’une éprouvette ou d’une structure sous char-
gement cyclique

I'infini o, de la longueur de la fissure a, et de la forme de la structure. Il s’écrit de maniére
générale :
Kr=Yoy/ra (6.1)

ol Y est une fonction qui caractérise la géométrie de ’éprouvette ou de la structure et du type
de chargement.

Le calcul du facteur d’intensité de contrainte consiste donc principalement & déterminer la
forme de la fonction Y. Plusieurs méthodes existent pour calculer K. De nombreux ouvrages sont
consacrés a la détermination analytique de ’expression du facteur d’intensité de contrainte pour
des géométries simples. Il existe également des méthodes de superposition de solutions, d’autres
utilisant des fonctions de poids, des méthodes expérimentales, énergétiques ou numériques.

Dans le cas ot 'on considére une plasticité confinée, 'intensité des contraintes au voisinage
de la pointe d’une fissure peut également étre caractérisée par certaines intégrales de contour
issues de la loi de conservation de ’énergie (Eshelby, 1968). Parmi les plus connues, on peut citer
I'intégrale J de Rice et Cherepanov (Rice, 1968; Cherepanov, 1969).

Dans le cas de chargements cycliques, on utilise AK, la différence entre les valeurs maximale
et minimale de K, comme grandeur gouvernant la propagation de la fissure. Si AK est inférieur
a un certain seuil AKg, on n’observe pas de propagation de fissure de fatigue. Au dela de cette
valeur, on peut relier, dans un régime stable, la vitesse de propagation de fissure (en m/cycle) a
AK par une loi puissance (loi de Paris-Erdogan ou une de ses dérivées) :

da

— = AAK™ 6.2

TN (6.2)
Lorsque la valeur de AK devient trop grande, la propagation est alors brutale et instable, condui-
sant & la ruine rapide de I’échantillon.

L’utilisation d’une telle approche nécessite de recourir & une adaptation du maillage de la
structure & chaque pas de chargement ou a l'utilisation de cinématiques enrichies (X-FEM).
Pour la premiére, la taille de la fissure doit étre réactualisée en permanence afin de caractériser
I'intensité des contraintes de maniére pertinente. Dans l'industrie automobile, ot les délais de
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conception sont trés courts, les calculs se doivent d’étre rapides, ce qui explique que ces approches
sont de ce fait trés peu utilisées.

Dimensionnement a I’amorgage

Cette approche présente l'avantage majeur d’étre simple dans sa mise en ceuvre et permet
d’aboutir & des résultats trés satisfaisants dans des temps relativement courts et compatibles
avec les contraintes de développement du milieu automobile. La démarche consiste a simuler le
comportement de la structure jusqu’a atteindre ’état stationnaire et c’est sur cet état qu’'un
critére a 'amorcage reliant certaines grandeurs physiques et le nombre de cycles & amorgage N,
est utilisé.

Pour ces raisons, cette démarche de dimensionnement est trés largement répandue dans 'in-
dustrie automobile et utilisée quasi exclusivement chez PSA Peugeot Citroén, dans le domaine
oligocyclique (Charkaluk, 1999; Launay, 2011) comme dans le domaine polycyclique (Fayard,
1996). Des travaux permettant de prendre en compte la phase de propagation de fissures dans
les pontets inter-soupapes des culasses Diesel ont toutefois récemment été menés au sein du
groupe (Merhy, 2011).

Néanmoins, la prise en compte dans le processus de dimensionnement de la phase de pro-
pagation n’a été rendue possible sur les culasses que parce que les conséquences d’une rupture
compléte du pontet inter-soupape ne se traduit que par une circulation d’eau dans la chambre
de combustion et au pire, une casse du moteur ne mettant pas en jeu la vie du conducteur.

Dans le cas des disques de freins, si une fissure s’amorce dans le bol ou dans la gorge, on ne
prendra pas le risque de tirer parti de la phase de propagation, le risque vital en cas de rupture
du disque étant clairement engagé. L’approche a4 ’amorcage sera donc celle retenue pour
la suite de cette étude.

6.2.3 Différents critéres a I’amorcgage en fatigue oligocyclique

On présente ici un certain nombre de critéres de fatigue significatifs dans le domaine oligo-
cyclique. Le classement proposé repose sur la nature de la grandeur physique utilisée dans la
formulation des critéres.

Critéres en déformation plastique

Le critére de Manson-Coffin a été proposé simultanément par Manson (1953) et Coffin (1954)
pour prédire la durée de vie en régime oligocyclique des matériaux métalliques lors d’essais de
fatigue uniaxiaux. Il s’appuie sur 'amplitude de déformation plastique Ae, dans la direction de
sollicitation :

Ag,
2

ol 5’f est le coefficient de ductilité en fatigue et ¢’ 'exposant de ductilité en fatigue.

= e} (2N,)¢ (6.3)

Le critére prend la forme d’une droite dans un diagramme log Ae,—log N,. Une autre écriture,
strictement équivalente, fait apparaitre les deux coefficients de cette droite, 5 et C :
Ae
TP.NE =C (6.4)

oupf=—-cetC= 2"”.5}.
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En s’appuyant sur la relation de Basquin (1910) :

A&e OJ ’
5o = 5 (2N’ (6.5)

et en décomposant la déformation totale en une partie élastique et une partie plastique (¢ = e, +
€p), on aboutit & la relation suivante, valable dans le domaine oligocyclique comme polycyclique :

Ae 0y

> =5 (2No)" + (2N, (6.6)

ol a} est le coefficient de tenue en fatigue et b’ est 'exposant de déformation de fatigue.

Ce critére présente un certain nombre de limitations. Tout d’abord, il est formulé de maniére
uniaxiale et sa généralisation aux cas de chargement multiaxial s’avére complexe. Maitournam
(2008) propose ainsi d’utiliser le rayon de la plus petite hypersphére circonscrite au trajet de
chargement dans 'espace des déformations plastiques pour calculer Ae,. Ensuite, le critére ne
permet pas de rendre compte de l'effet d’une contrainte moyenne. Enfin, la notion d’amplitude
de déformation est difficilement généralisable au cas anisotherme puisque la limite d’élasticité
dépend de la température. On ne peut pas alors faire la part entre une déformation produite &
basse et & haute température, celles-ci ne provoquant pas le méme endommagement.

Taira (1973) propose, afin de traiter le probléme anisotherme, de rajouter un terme A(7')
dépendant de la température pour rendre les parameétres 8 et C indépendants vis-a-vis de la
température :

T) (A;]’Nf> =C (6.7)

La question de la généralisation aux chargements multiaxiaux ainsi que 'effet de la contrainte
moyenne reste néanmoins posée.

Critére en contrainte et déformation

Le critére de Smith-Watson-Topper (Smith et al., 1970) se concentre sur la prise en compte
de l'effet de contrainte moyenne via ['utilisation de la contrainte maximale o0,,,; percue par
la structure durant le cycle de chargement. En s’appuyant sur la relation (6.6) et en faisant
Ihypothése que 0,4z & a}(2Na)b', les auteurs aboutissent a la relation suivante :

Ae (J/ )2 / Iy
Jmaz? = %(2]\](1)2!) + U}EIJC(QNa)b +e (68)

Critéres énergétiques

Morrow (1965) propose d’utiliser, dans la formulation d’un critére, un paramétre scalaire plus
intrinséque : ’énergie dissipée par cycle en régime stabilisé, incontestablement plus adapté a des
chargements multiaxiaux. L’idée consiste & considérer qu’a chaque cycle, le matériau composant
la structure étudiée emmagasine une certaine quantité d’énergie qui I’endommage. Le cumul de
cette énergie jusqu’a une énergie critique conduit alors & la ruine de la structure. Le critére est
formulé selon :

AWyiss N2 = C (6.9)
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b et C étant des constantes du matériau.

Skelton (1991), Charkaluk (1999) et Verger (2002) ont utilisé avec succeés ’énergie méca-
nique dissipée par mécanismes (visco)plastiques durant un cycle pour prédire la durée de vie
respectivement d’alliages métalliques a haute température, de fontes GS pour collecteur d’échap-
pement automobile, et d’alliages d’aluminium pour culasses Diesel. La déformation élastique
étant réversible et 1’énergie stockée durant la phase de charge étant libérée durant la décharge,
sur un cycle fermé, I'énergie dissipée s’écrit :

IN / ot) : ¢, (Dt (6.10)
cycle

Doudard (2004) utilise ’énergie dissipée critique microscopique, dans un modéle a deux
échelles, permettant de prédire la durée de vie en fatigue polycyclique & partir d’un essai d’échauf-
fement. Afin de rendre compte du caractére aléatoire de la limite d’élasticité microscopique o,
il propose de la représenter par un processus ponctuel de Poisson-Weibull dont l'intensité est
décrite par une loi puissance ayant comme paramétre d’échelle Sy et comme exposant le module
de Weibull m.

Il montre que P'énergie dissipée au cours d’un cycle pour un site de limite d’élasticité ol
est indépendante de la contrainte moyenne. Pour rendre compte de I'influence d’une contrainte
moyenne Y, il choisit alors de modifier 'intensité du processus de Poisson-Weibull afin qu’il
dépende de %,,. Il suppose alors que Sp(X,,) est une fonction linéaire de %, :

S()(Zm) =S50+ amXm (6.11)

oll oy, est un paramétre identifié a partir d'un essai d’échauffement supplémentaire & R = 0 par
exemple.

Amiable et al. (2006) ont proposé une extension du critére défini par la relation (6.9) per-
mettant de mieux prédire les effets de contrainte moyenne. Pour modéliser le fait que les micro-
fissures, ouvertes sous l'effet d’une pression hydrostatique positive, sont des sites d’amorcage
potentiel plus critiques que les fissures fermées, les auteurs ont ajouté une dépendance a la
pression hydrostatique maximale par cycle :

(AWgiss + @ Praz) N2 = C (6.12)

ol « est un paramétre a identifier & partir d’essais de fatigue.

6.3 Base expérimentale

Base existante

On dispose d’essais de fatigue uniaxiaux réalisés dans le cadre des travaux de Nguyen (2001).
Ils ont été réalisés sur des éprouvettes cylindriques & différentes températures et & déformation
imposée, la vitesse de déformation étant toujours de 1073571, La détection de 'amorcage est
effectuée telle que présentée au § 6.2.2 avec une chute de la contrainte maximale de 10%. Les
conditions expérimentales sont synthétisées dans le tableau 6.1.

Peu d’essais de cette base expérimentale présentent un nombre de cycles a rupture faible
(moins de 200 cycles). Or, on le verra par la suite, les essais de fatigue sur disque de frein
effectués sur banc, pour des raisons de temps d’immobilisation du banc, doivent présenter un
nombre de cycles a amorcgage relativement faible. Aussi, afin de compléter la base expérimentale
pour de faibles nombres de cycles, une nouvelle campagne a été décidée.
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Dénomination Température (“C) Ae N,
20-1 20 0.008 65
20-2 20 0.008 68
20-3 20 0.005 400
20-4 20 0.004 2750
20-5 20 0.005 309
20-6 20 0.004 630
20-7 20 0.004 600
20-8 20 0.003 1400

300-1 300 0.004 1900
300-2 300 0.005 66
300-3 300 0.005 293
400-1 400 0.004 1850
400-2 400 0.005 570
400-3 400 0.005 715
500-1 500 0.005 250
500-2 500 0.005 416
500-3 500 0.0035 2750
500-4 500 0.0035 2144
500-5 500 0.004 1250
500-6 500 0.004 1000
700-1 700 0.003 150
700-2 700 0.002 1600
700-3 700 0.0014 6200
700-4 700 0.0012 12000

TABLEAU 6.1 — Base expérimentale existante

Essais réalisés

Ces essais ont été réalisés au LMT dans des conditions expérimentales équivalentes a celles
de la premiére campagne (Tableau 6.1). La machine de traction hydraulique (MTS de 100 kN)
est identique a la précédente (§ 5.1.3) et on utilise un extensomeétre de longueur de jauge Lo =
12 mm. Les conditions expérimentales sont synthétisées dans le tableau 6.2.

6.4 Meécanismes d’endommagement

6.4.1 Observations MEB

Des observations au microscope électronique a balayage (MEB) ont été effectuées sur 3 éprou-
vettes issues des essais réalisés au LMT :

e un essai de traction simple (I'essai LM T-traction);
e un essai présentant un nombre de cycles a rupture faible ('essai LMT-1);
e un essai présentant un nombre de cycles plus important (I'essai LMT-9).
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Dénomination Température (“C) Ae N,

LMT-traction 20 0.02 -
LMT-1 20 0.008 61
LMT-2 20 0.008 83
LMT-3 20 0.008 47
LMT-4 20 0.007 115
LMT-5 20 0.007 128
LMT-6 20 0.007 90
LMT-7 20 0.006 190
LMT-8 20 0.006 240
LMT-9 20 0.005 1070

TABLEAU 6.2 — Essais réalisés au LMT a 20°C

Essai de traction

Sur la figure 6.3, on peut observer le faciés de rupture de I’éprouvette de traction avec un
grossissement de 35. On constate sans surprise que le faciés suit le relief formé par les lamelles de
graphite, caractéristique de la fonte GL. Si 'on effectue une observation a une échelle beaucoup
plus fine, on observe (figure 6.4a) une zone présentant des cupules typiques d’une rupture ductile
et la présence de déformations plastiques. Cette zone est entourée de zones au relief plus plat,
trés vraisemblablement ce qui reste des lamelles de graphite rompues. Sur la figure 6.4b, une
zone de clivage plus typique d’une rupture fragile est mise en évidence.

FIGURE 6.3 — Faciés de rupture de 'essai LM T-traction

Essai LMT-1

Sur cet essai présentant un niveau de chargement assez important (0.4%), on observe de
nombreux sites de cupules dans la matrice perlitique (figure 6.5), encore une fois entourés de
zones de lamelles rompues. Ces observations confirment I’hypothése que sous un chargement
cyclique, un phénoméne de plasticité est déclenché dans la matrice, accompagné d’une décohésion
progressive des lamelles de graphite. On n’observe pas ici de zones de clivage, ce phénoméne étant
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(a) Zone de rupture ductile (b) Zone de rupture par clivage

FIGURE 6.4 — Observations fines du faciés de rupture lors de 'essai LM T-traction

vraisemblablement activé pour des niveaux de déformation bien plus importants.

(a) Zone de rupture ductile (b) Grossissement sur la zone encadrée

FIGURE 6.5 — Observations fines du faciés de rupture lors de 'essai LMT-1

Essai LMT-9

Sur cette éprouvette ayant subi beaucoup plus de cycles (>1000), on observe plus difficilement
des zones de cupules (figure 6.6a). La raison avancée est qu’'une fois la fissure amorcée, celle-ci
s’est propagée relativement lentement (entre 100 et 200 cycles), conduisant & un matage de la
surface de rupture (figure 6.6b) et rendant I’analyse trés délicate.

Les conclusions quant aux mécanismes d’endommagement restent néanmoins les mémes que
pour l’essai précédent.
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(a) Zone de rupture ductile (b) Zone matée prés du bord

FIGURE 6.6 — Observations fines du faciés de rupture lors de 'essai LMT-9

6.4.2 Enveloppes Min-Max

On présente sur les figures 6.7 & 6.9 les contraintes maximales et minimales atteintes pour
chaque cycle de chargement, et ce pour trois essais réalisés au LMT présentant un nombre de
cycles & amorgage croissant. On observe rapidement un état stabilisé avant la rupture rapide de
I’éprouvette. Cela nous conforte dans le choix que nous avons fait de découpler comportement et
endommagement (au sens de 'amorgage d’une fissure macroscopique). La démarche consistant a
simuler le comportement de la structure jusqu’a un état stationnaire, puis d’appliquer un critére
de fatigue sur une grandeur physique prise sur ce méme état est ici justifiée.
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=200
-300

=400
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FIGURE 6.7 — Enveloppe des contraintes Min et Max de ’essai LMT-1

Sur ces trois graphiques, on peut observer un méme phénomeéne dont 'amplitude s’accroit
quand le niveau de déformation imposée diminue. Il s’agit d’un phénoméne d’adoucissement
cyclique, mais uniquement sur les contraintes maximales, ce qui va a ’encontre du phénoméne
classique d’adoucissement ou ’on devrait également observer ce phénoméne sur les contraintes
minimales. Sur l'essai LMT-1 (figure 6.7), ou la déformation imposée est de 0.4%, ce phénomeéne
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est quasiment inexistant, de 'ordre de quelques MPa, et I’état stationnaire est atteint au bout
de quelques cycles. Sur lessai LMT-7 (figure 6.8) ou la déformation imposée est de 0.3%, le
phénomeéne est un peu plus marqué et I'on arrive a stabilisation au bout d’environ 75 cycles.
Enfin, sur essai LMT-9 (figure 6.9) ou la déformation imposée est de 0.25%, le phénoméne est
encore plus visible et ’état stabilisé intervient aprés environ 200 cycles.
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FIGURE 6.8 — Enveloppe des contraintes Min et Max de 1’essai LMT-7
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FIGURE 6.9 — Enveloppe des contraintes Min et Max de 1’essai LMT-9

Le fait que 'on n’observe pas d’évolution des contraintes minimales nous améne a penser
que le phénoméne est dii & une décohésion des lamelles de graphite. Or, on a vu au chapitre 5
que cette décohésion était immédiate et reliée a la contrainte appliquée, ce qui semble étre en
contradiction avec les observations présentes.

L’explication que nous avancgons est que la décohésion est effectivement pilotée par la contrainte
de maniére "instantanée", mais que sous un chargement répété, méme pour un niveau de
contrainte plus faible, il y a décohésion de ’ensemble des lamelles perpendiculaires a
la direction de sollicitation.

Nous avons pu valider cette hypothése de la maniére suivante. Nous avons simulé, avec le
modéle de comportement proposé, ces trois essais. Le dommage étant induit par la contrainte,
celui-ci est différent dans les trois cas. A chaque fois, la contrainte maximale obtenue est bien celle
observée en début d’essai. Si I'on impose maintenant durant la simulation une valeur de dom-
mage fixée a 0.4, correspondant a 'endommagement maximal (cf. 4.3.1), la contrainte maximale
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obtenue est exactement celle correspondant & la valeur expérimentale dans I’état stationnaire.

Cette constatation ne va pas sans poser un probléme dans la démarche de dimensionnement.
En effet, rien ne prouve que pour des sollicitations encore plus faibles, on aboutisse & un dommage
de 0.4. Il serait donc totalement déraisonnable d’imposer par exemple D = 0.4 sur toute la
structure. La solution idéale serait de quantifier précisément les conditions pour lesquelles cet
état asymptotique est atteint, température par température, et de 'incorporer dans le modéle.
Cette solution n’est toutefois pas envisageable car, d’une part elle nécessiterait une importante
campagne expérimentale, et d’autre part, elle impliquerait de devoir simuler plusieurs dizaines,
voire centaines de cycles de chargement sur structure, ce qui est incompatible avec les délais de
conception de I'industrie automobile.

La solution la plus pragmatique est alors de conserver la loi de comportement et la loi d’évo-
lution du dommage telles que définies au chapitre 5, mais, afin de conserver une cohérence avec
la démarche, de mesurer les grandeurs physiques intervenant dans le critére de fatigue non pas
sur I’état stationnaire, mais sur les premiers cycles de chargement

6.5 Un critére énergétique a ’amorcage

Nous avons vu au chapitre précédent le caractére anisotherme du chargement, caractérisé
par une plastification cyclique. Les observations au MEB ont permis de mettre en évidence un
endommagement de type ductile associé & 'apparition de zones plastiques entre les lamelles de
graphite rompues. Le choix d’un critére énergétique semble alors étre naturel pour cette étude.
La force des approches énergétiques est également liée au faible nombre de parameétres du critére
(2 ou 3 selon que l'on tient compte ou non de la pression hydrostatique) et a la simplicité de la
démarche d’identification.

Choix d’un critére

On cherche généralement a définir le critére a 50% de défaillance. La relation entre les loga-
rithmes de la variable d’endommagement et le nombre de cycles & amorgage étant linéaire, il est
alors possible d’utiliser une régression linéaire qui a pour objectif d’étudier la dépendance sous
forme linéaire de deux grandeurs. Si I'on considére S la série statistique a deux variables quanti-
tatives discrétes log(AW) et log(N), que 'on peut simplifier par X et Y, de taille n définie par
S = {(24;Yi) }1<;<p, on cherche la droite d’équation y = ax + b qui soit la plus proche possible
de I'ensemble de ces points.

Il existe plusieurs méthodes ou principes qui permettent d’associer une droite 4 un ensemble de
points du plan. La plus répandue est la droite des moindres carrés. Cette approche déterministe
minimise la somme des carrés des distances des points a la droite, mesurées selon 'axe des
abscisses ou celui des ordonnées. On a donc le choix entre la droite des moindres carrés de Y par
rapport & X et a celle de X par rapport & Y. La premiére conduit a une équation de la forme :

B cov(X,Y) _ B
y—W(x—a:)—l—y (6.13)

et, en inversant le role des variables, la seconde a une équation de la forme :

y:m&—x)—l—y (6.14)

ol T et g sont les moyennes arithmétiques de X et de Y.
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On a naturellement tendance a considérer la régression de log(AW) en fonction de log(N). Or
cette représentation semble erronée car, a I'usage, on déduit N & partir de AW et non 'inverse.
D’un point de vue plus statistique, IV est une variable dépendante tandis que AW est une variable
indépendante et on postule une relation de causalité entre elles. En effet, c’est bien la densité
d’énergie inélastique qui est & l'origine de I'amorgage d’une fissure de fatigue. Représenter N
en ordonnée et AW en abscisse semble alors une représentation plus logique pour identifier les
parameétres du critére. Le coefficient de corrélation linéaire R, outil statistique permettant de
mesurer le niveau de corrélation de la droite de régression est identique pour les deux droites et

s’exprime de la maniére suivante :
R = CvXY) (6.15)
o(x)o(y)
avec o ’écart type.

C’est cet outil que l'on utilise afin de juger de la pertinence de la prise en compte de la
pression hydrostatique dans la formulation du critére de fatigue. L’ordre de grandeur de la
pression hydrostatique maximale est de 102 MPa, et celui de I’énergie dissipée varie de 1073 a
10° mJ.mm~3. Afin d’obtenir des paramétres du méme ordre de grandeur dans le critére (6.12),
le paramétre o d’Amiable doit étre inférieur 4 1073, On se propose donc de tracer ’évolution du
coefficient de corrélation R pour toute la base expérimentale disponible, en fonction de « jusqu’a
1073 (figure 6.10).

o

Coefficient de corrélation R

0.1

0
0.E+00 2.E-04 1.E-04 G.E-04 8.E-4 LE-0G3

FIGURE 6.10 — Evolution de R en fonction du paramétre o du critére d’Amiable

On observe que la valeur maximale de R est atteinte pour o = 0, suivie d’une décroissance
continue. On en conclut que, pour la base expérimentale considérée, la prise en compte de la
pression hydrostatique ne s’avére pas pertinente. Le critére finalement retenu est un cri-
tére en énergie & deux paramétres (Morrow, 1965), formulé selon les équations (6.9) et (6.10).

Identification du critére

Afin de pouvoir utiliser la nouvelle base expérimentale réalisée au LMT, on compare ces
résultats a ceux de la précédente campagne pour les essais a 20°C. Sur la figure 6.11, on présente
dans un diagramme log-log, 1’énergie dissipée en fonction du nombre de cycles & amorcage. La
concordance entre les deux campagnes est trés bonne et valide ainsi l'utilisation des derniers
essais dans l'identification du critére.

La méthode d’identification est celle présentée au paragraphe précédent et aboutit finalement
a la formulation suivante :

AWgiss.NO® = 19.6 mJ.mm ™3 (6.16)
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FIGURE 6.11 — Essais a 20°C

Méme si le faible nombre d’essais rend la validation de cette hypothése délicate, on considére
ici que le coefficient de variation g = %, ou i est la moyenne de I’énergie dissipée pour un
nombre de cycles considéré et o son écart type, est constant. Ceci nous permet de représenter
graphiquement le critére identifié, encadré par les droites a plus ou moins un écart type (figure
6.12a). Les résultats, compte tenu de la nature fortement dispersive a la fois de la fonte et du
phénomeéne de fatigue, sont tout a fait satisfaisants.
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FIGURE 6.12 — Critére a ’amorgage

Une autre représentation de la précision du critére identifié est présentée sur la figure 6.12b, ot
I’on trace le nombre estimé de cycles & I'amorgage en fonction du nombre de cycles & ’amorgage
obtenu expérimentalement. Plus un critére est prédictif, plus les points se situent proche de la
droite de pente 1. Dans notre cas, hormis deux points trés éloignés, tous se situent dans une bande
comprise entre une sous estimation de la durée de vie d’un facteur 1/2 et une surestimation d’un
facteur 2, ce qui est considéré comme un bon résultat vis-a-vis du phénomeéne de fatigue.

6.6 Application sur structure

6.6.1 Essais sur banc

PSA Peugeot Citroén dispose de bancs d’essais dynamométriques permettant de simuler tous
types de freinages. Son principe de fonctionnement est le suivant (figure 6.13) :
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Le disque de frein est entrainé par un moteur électrique pouvant délivrer une puissance de
123 kW et une vitesse de rotation maximale de 2500 tr/min.

Des masses représentant ’inertie du véhicule sont montées sur I’axe de rotation du moteur.
L’étrier est monté sur un bati fixe par 'intermédiaire de liaisons représentatives d’un vé-
hicule réel.

La décélération maximale est de 1.2g et la pression maximale de 'ordre de 300 bars.

Montage
d’essai

(a) Principe de fonctionnement (b) Zone de montage

FIGURE 6.13 — Banc d’essai dynamométrique

Une campagne expérimentale sur un petit disque plein D266 (déja présenté) et un montage
d’inertie J = 40 kg.m™2 a été menée afin de caractériser la durée de vie a 'amorcage dans
la gorge de détente du disque pour plusieurs conditions de freinage. Le protocole expérimental
consiste en une succession de dix blocs de freinage, tels que définis par la suite, au terme desquels
un ressuage est effectué afin de détecter la présence d’une fissure macroscopique.

Dans les définitions qui vont suivre, on entend par "freinages successifs" une succession de
freinages ol la durée entre deux freinages n’est dictée que par le temps que met le banc a at-
teindre la vitesse maximale désirée; sans laisser le disque se refroidir. En revanche, on entend
par température initiale 7T;, la température moyenne des pistes au début d’un bloc de freinages.
Un exemple est donné sur la figure 6.14. Les essais suivants ont ainsi été menés jusqu’a amorgage :

Essai A :
Essai B :
Essai C':
Essai D :
Essai E :
Essai F':

n blocs de 10 freinages successifs {100 km/h — 0}, décélération de-1g et T; = 50°C';
n blocs de 1 freinage {x% Vipar — 0}, décélération de -1¢g et T; = 200°C';

n blocs de 2 freinages successifs {2% Vinae — 0}, décélération de-1g et T; = 200°C';
n blocs de 3 freinages successifs {x% Vipae — 0}, décélération de -0.6g et T; = 100°C';
n blocs de 1 freinages {x% Viae — 0}, décélération de -0.5¢g et T; = 100°C';

n blocs de 2 freinages successifs {x% Ve — 0}, décélération de -0.5¢g et T; = 100°C.

Le nombre de cycles a amorcage des différents essais est donné dans le tableau 6.3.

L’objectif de cette campagne étant de pouvoir corréler les durées de vie estimées aux résultats
expérimentaux, pour chaque essai, un disque a été instrumenté en thermocouples (figure 6.15) afin
de disposer de relevés de température en plusieurs points du disque. Ces relevés nous permettent
de "caler" la forme du flux thermique permettant de corréler au mieux les champs de températures
issus du calcul thermique.
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Essai N,
50
420
220
90
245
95

o | O Q| e

TABLEAU 6.3 — Nombre de cycles & amorcage lors des essais sur banc

Sur un disque plein, il est difficile, voire impossible, d’implanter un thermocouple au centre
de 'anneau de freinage : les fils des thermocouples, reliés & un collecteur tournant placé dans le
bol, ne peuvent pas passer sur les pistes.

500 1** bloc de Bloes suivants

3 freinages successifs

100

300

&)
=
o
g .
Z 200
g
2
3
= 100 :
T{/:
0 |
0 200 100 600 800 1000 1200

Temps (s)

FIGURE 6.14 — Exemple d’évolution de la température moyenne des pistes lors d’un essai au banc

6.6.2 Simulation des essais sur banc

Données d’entrée

Le modéle utilisé est un secteur angulaire de 10° et les conditions aux limites ainsi que le
flux thermique sont introduits tels que définis au chapitre 1. Les corrélations entre les calculs
thermiques effectués pour chaque configuration de freinage et les mesures de température sont
présentées en Annexe B.

Le modéle de comportement utilisé est celui présenté au chapitre précédent. On simule ainsi
5 cycles de chargement afin d’aboutir & un comportement stabilisé dans la zone critique.

Post-traitement

Le critére a été identifié sur des essais de traction-compression ot la valeur de 1’énergie dissipée
est constante sur toute la section. Or la zone endommagée dans le disque étudié (la gorge de
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-
&
\ //’f
N
TR —
(a) Plan (b) Montage

FIGURE 6.15 — Implantation des thermocouples dans le disque D266

détente) est sollicitée dans une configuration plus proche de la flexion, avec une valeur maximale
en surface (figure 6.16) et une décroissance rapide en profondeur.

Afin de prendre en compte cet effet de gradient et de rester cohérent avec la démarche adoptée
pour l'identification du critére, on considére que le critére numérique de ruine correspond a la
rupture d’un élément de volume & définir en fonction de la structure du matériau et de la
géométrie de la piéce considérée (Verger, 2002). On choisit alors non pas de relever la valeur
maximale de AWy, en surface ou sur le point d’intégration le plus proche de la surface, mais
au centre de gravité (appellation "centroid" dans ABAQUS®) de ’élément le plus sollicité. La
taille de maille prend alors une importance considérable dans les résultats. On choisira une taille
représentative du V.E.R. (Volume Elémentaire Représentatif) de la fonte GL. Pour tenir compte
de la taille maximale des lamelles de graphite (de 0.25 mm a 0.5 mm), on adopte finalement la
valeur de 0.5 mm.

Field-1

(Awg: 75%)
+2.02e-01
+1.85e-01
+1.68e-01
+1.50e-01
+1.33e-01
+1.16e-01
+9.87e-02
+38.15e-02
+6.42e-02
+4.70e-02
+2.97e-02
+1.25e-02
-4.79e-03

FIGURE 6.16 — AWy;ss durant un bloc de freinages sur le disque D266

6.6.3 Corrélation calculs essais

En suivant cette démarche, on aboutit aux résultats présentés sur la figure 6.17. On constate
un excellent niveau de corrélation pour tous les essais. Tous les points correspondant aux essais
sur disque se situent dans la bande de dispersion comprise entre plus ou moins un écart type
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(figure 6.17a) et toutes les durées de vie estimées sont comprises entre une sous estimation d'un
facteur 1/2 et une surestimation d’un facteur 2 (figure 6.17b).
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FIGURE 6.17 — Critére a 'amorgage

6.7 Conclusions

Nous avons montré dans ce chapitre que les disques de frein travaillent pour 'essentiel dans
le domaine de la fatigue oligocyclique et que 'endommagement dans la matrice est piloté par la
plasticité. Le choix d’un critére de fatigue doit alors naturellement faire intervenir une grandeur
physique de nature dissipative.

Au vu des conditions de chargement anisothermes et multiaxiales vues par un disque de frein
en service, nous considérons que le choix d’un critére énergétique est le plus pertinent. En effet,
il ne nécessite que deux paramétres et il est fondé sur ’énergie mécanique dissipée par cycle de
chargement, grandeur accessible par des mesures expérimentales (’aire de la boucle d’hystéresis)
lors d’un essai mécanique cyclique.

Des essais d’endurance de disque sur banc d’essai nous ont permis de comparer les résultats
expérimentaux aux résultats issus de simulations numériques utilisant la loi de comportement
ainsi que le critére de fatigue proposés. On constate sur ces essais une erreur dans la prévision
de la durée de vie du méme ordre que la dispersion expérimentale sur éprouvettes, inhérente au
phénomeéne de fatigue et a la fonte a graphite lamellaire, nous confortant dans les choix faits
jusqu’a présent.
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Chapitre 7

Etude du réseau de fissures de fatigue
thermique

On s’intéresse dans ce chapitre a ’'étude du réseau de faiencage sur les
pistes de freinage. Une courte étude bibliographique du phénomeéne et
de sa modélisation est d’abord présentée, suivie de la description et de
Uanalyse d’un essai sur disque conduisant a l’apparition d’un réseau de
fissures de fatigue thermique. On propose alors de définir un critére ma-
croscopique permettant de juger de la criticité de ce réseau, c’est-a-dire
de son potentiel a aboutir a une fissure traversante. L’étude numérique
des conditions de propagation d’une fissure isolée sur la piste du disque
permet de démontrer la pertinence du critére proposé. Pour finir, une
étude de la zone d’obscurcissement des fissures, lie au pas du réseau, est
présentée, dont les résultats sont comparés aux constatations expérimen-

tales.
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INTRODUCTION

7.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons traité la problématique de la fatigue dans la gorge ou
le bol des disques de frein sous un chargement que I’on peut qualifier de thermomécanique, dans
le sens ou les entraves & la dilatation libre sont externes et liées a la géométrie de la structure
et & son bridage sur le moyeu. Dans le cas des pistes, le chargement est également d’origine
thermique, mais les entraves a la dilatation sont ici purement internes et liées au gradient de
température occasionné par la dilatation thermique et & la conductivité du matériau. On parlera
de fatigue sous contraintes d’origine thermique (Serpa, 1976).

Dans ce cas de figure, le mode d’endommagement est le plus souvent caractérisé par I’appa-
rition d’un réseau de fissures appelé faiengage. Celui-ci apparait plus ou moins rapidement, en
fonction du niveau de sollicitation, mais une fois les fissures amorcées, leur évolution peut étre
trés lente avant de provoquer la ruine de la structure, voire méme, dans certaines conditions liées
a la forme du champ de contrainte, s’arréter (Seyedi, 2004).

On constate, tant en condition d’utilisation réelle ("clientéle") qu’en condition expérimentale
sur banc d’essai, que dans certaines configurations de freinage, un réseau de type falencage
apparait sur les pistes relativement rapidement et suit une évolution trés lente, sans forcément
provoquer de fissures radiales débouchantes en rayon extérieur ou intérieur et ainsi provoquer la
ruine de la structure. En conséquence, vouloir dimensionner les pistes des disques a ’amorcage
semble étre largement surdimensionnant d’autant plus que, on I’a vu au chapitre 1, les leviers
de conception pour diminuer le risque d’apparition d’un réseau de faiengage sont trés limités.
C’est. pour ces raisons que le critére de défaillance au banc est défini par une fissure radiale
débouchante et non un amorcage de fissure comme c’est le cas pour la gorge ou le bol.

Dans ces conditions, le processus de dimensionnement proposé au chapitre précédent n’est pas
suffisant et il s’agira dans ce chapitre de proposer une démarche permettant de juger de la criticité
du réseau de fissures, c’est-a-dire de sa capacité & aboutir & une fissure radiale débouchante.

7.2 Le phénoméne de faiencage

7.2.1 Description

La fatigue thermique, et plus particuliérement la fatigue sous contraintes d’origine thermique
provocant du falencage, est assez courante dans dans les structures industrielles. Dans le do-
maine ferroviaire, on retrouve ce phénomeéne sur les disques de frein, et plusieurs études portent
sur la détermination des conditions d’amorcage des fissures et la détermination de 1’évolution de
celles-ci (Degallaix et Dufrenoy, 2007).

Dans I'industrie métallurgique, les outils utilisés pour le travail & chaud sont particuliérement
exposés a la fatigue thermique. Leurs conditions d’utilisation impliquent une alternance entre
des températures extrémement élevées lorsqu’ils sont en contact avec la matiére chaude et des
températures beaucoup plus froides. La figure 7.1 présente la courbe contrainte/déformation
mécanique uniaxiale typique rencontrée a la surface des outils soumis a des changements de
températures rapides.

On peut citer par exemple les travaux récents sur les outils pour les forges (Oudin, 2001;
Persson et al., 2005), pour les moules de fonderie et les outillages de coulée par gravité ou de
coulée sous pression (Srivastava et al., 2004) (figure 7.2).

Ici, les fissures sont le plus souvent traitées de maniére indépendante les unes des autres, en
estimant ’amorcage & partir de grandeurs dissipatives comme ’amplitude de déformation plas-
tique et en simulant la propagation, en mode I, & partir de lois issues de la Mécanique Linaire
ou Non Linéaire de la Rupture (Oudin, 2001). Les auteurs s’accordent néanmoins sur le fait que
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FIGURE 7.1 — Contrainte/déformation mécanique uniaxiale typique rencontrée a la surface des
outils soumis & des changements de températures rapides (Rousseau et al., 1975)
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FI1GURE 7.2 — Exemples de zones faiencées
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I’augmentation du niveau de sollicitation a pour conséquence celle de la densité du réseau de
faiencage et une diminution de la distance entre fissures.

Afin de comprendre les motivations des modéles présentés par la suite, il est important
d’évoquer l'incident de Civaux (Maillot, 2003). Le 12 mai 1998, une fuite a été détectée dans
le circuit RRA (Refroidissement du Réacteur a I’Arrét) du réacteur de la centrale nucléaire de
Civaux. Cette fuite a été localisée au niveau d’un coude en aval du té de mélange entre fluides
chaud et froid. Aprés expertise de la section incriminée, il s’est avéré que la fissure & lorigine de
la fuite s’était amorcée au niveau d’une soudure. L’inspection de la zone de rupture a montré
la présence d’un réseau de fissures dont la gravité devait étre évaluée. L’inspection d’autres tés
de mélange a également montré la présence de réseaux de fissures. L’origine de ces réseaux était
lite au mélange des fluides chaud (170 °C) et froid (25 °C), provocant des turbulences thermo-
hydrauliques & lorigine d’un champ de températures trés hétérogéne (jusqu’a plusieurs dizaines
de degrés entre deux zones assez proches) (Malésys, 2007).

Cet incident est a l'origine de nombreux travaux dans l'industrie nucléaire ayant pour but
d’améliorer la compréhension de la défaillance survenue afin de disposer d’outils permettant de
simuler I’évolution et la criticité d’un réseaux de fissures du type falengage (Maillot, 2003; Seyedi,
2004; Malésys, 2007; Malésys et al., 2009; Rupil, 2012), qui seront I’objet du prochain paragraphe.

7.2.2 Modéle probabiliste

En se basant sur les travaux de Seyedi (2004), Malésys (2007) propose un modéle probabiliste
permettant de décrire la formation, puis I’évolution cyclique de réseaux de fissures. Il repose sur
deux hypothéses principales :

e La germination continue qui décrit le processus d’amorcgage progressif des fissures
pour des chargements de fatigue. La figure 7.3 montre I’évolution du nombre et de la taille
des fissures pour un chargement de traction et pour un nombre N de cycles considérés.

e L’obscurcissement qui caractérise la présence de zones de relaxation de contraintes
de part et d’autre des lévres d’une fissure soumise & un chargement. La figure 7.4 présente
I’évolution d’un réseau de fissures mais cette fois en tenant compte de ’obscurcissement
d’un domaine créé par une fissure activée précédemment.

0 0 0 0 W 0 0 e T Y Y e 0 O O O A

> P N,
lllilllillilliililllilillil?lillilll
| : : _:Ni3 N=:Ni4 )

o Site d'activation de fissure > fissure active de part et d'autre du site d'activation

FIGURE 7.3 — Principe de germination continue de fissures d’un domaine soumis & un chargement
de traction cyclique (Malésys, 2007)

Les sites d’amorcage potentiel sont décrits par un processus de Poisson et les conditions
d’amorcage et de propagation sont contrdlées par la probabilité de trouver ces sites dans une
zone obscurcie par une fissure déja présente en surface. Le phénoméne d’obscurcissement est
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FIGURE 7.4 — Evolution d’un réseau de fissures sous 1’hypothése de germination continue et
d’obscurcissement soumis a un chargement de traction cyclique (Malésys, 2007)

ainsi le paramétre clé permettant de comprendre et de modéliser la partition entre les fissures
stoppées et celles se propageant. En utilisant les hypothéses de la Mécanique Elastique Linéaire
de la Rupture et une loi de propagation appropriée, le modéle donne accés a la densité de fissures
et a I’éventuelle saturation du réseau, en bon accord avec les constatations expérimentales.

Rupil et al. (2011) améliorent le modéle en proposant une modélisation probabiliste d’amor-
gage et de coalescence des micro-fissures, qui ne dépend que de la taille (de grain) de la micro-
structure et de la distribution des déformations plastiques macroscopiques.

7.2.3 Démarche adoptée

Le modéle probabiliste présenté précédemment pourrait, sous certaines hypothéses, étre ap-
pliqué au cas du faiengage des disques de frein. Il faudrait alors définir ou postuler un modéle
probabiliste d’amorgage des fissures, un modéle d’obscurcissement, et identifier une loi de pro-
pagation. Ce dernier point pourrait s’avérer quelque peu complexe de par la nature du com-
portement et des sollicitations en surface et en profondeur des pistes. Le comportement est en
effet caractérisé par une viscoplasticité généralisée et le champ de températures est fortement
hétérogéne tant dans la profondeur que suivant la direction du rayon du disque. Dans ces condi-
tions, les approches classiques de la Mécanique Elastique Linéaire ou méme Non Linéaire de la
Rupture s’avérent étre peu adaptées pour prédire de maniére précise I’avancée de la fissure sous
chargement cyclique.

Rappelons qu’en bureaux d’étude, la démarche de dimensionnement vis-a-vis de la fissuration
sur piste se fonde, non sur la densité de fissures ou la saturation du réseau, mais bien sur
la possibilité qu'une des fissures radiales se propage jusqu’au rayon extérieur ou intérieur et
entraine la rupture compléte du disque. Il n’existe pas a ce jour au sein de PSA Peugeot Citroén
d’outil de prédiction de la propagation d’une telle fissure. Dans ce cadre, on cherche alors a
proposer des indicateurs plus "macroscopiques", & partir des champs disponibles a 'issue d’'un
calcul thermomeécanique réalisé sur quelques freinages. L’objectif est d’estimer d’une part si un
réseau de faiengage risque d’apparaitre et quand, et d’autre part si celui-ci a une chance de se
propager & travers la piste, soit en profondeur, soit de maniére radiale. Pour y parvenir, nous
nous appuierons sur une campagne expérimentale menée sur les bancs d’essais de PSA (Haag,
2012).

138



OBSERVATIONS EXPERIMENTALES

7.3 Observations expérimentales

7.3.1 Essais menés sur banc

Le disque utilisé dans cette phase expérimentale est de type ventilé, de diamétre important
(supérieur & 300 mm), monté sur les véhicules haut de gamme de masse importante. Ce disque,
noté D330, a été choisi car il a été observé en "clientéle" (notamment en Allemagne ou la
vitesse sur autoroute n’est pas limitée sur certaines portions) un réseau de fissures visible a
I’ceil nu sur les pistes. Certains utilisateurs d’autoroute ont en effet un comportement qualifié de
"sévere", caractérisé par une alternance entre une vitesse proche de la vitesse maximale et de
fortes décélérations lorsqu’une voiture déboite sur la file de gauche, & I'origine du faiencage.

La campagne a ainsi consisté en une succession de freinages représentatifs du ce compor-
tement. Les caractéristiques du freinage considéré sont alors : {80% Vinae — 40% Vias }, avec
une décélération de -0.5g suivie d’un refroidissement permettant d’atteindre une température
moyenne sur piste 7; = 50°C, avec un montage d’inertie J = 96 kg.m 2. Tous les 100 cycles,
un ressuage a été effectué sans démonter le disque du montage et des photos ont été prises. Les
plaquettes de frein ont été changées tous les 600 freinages.

Afin de proposer une simulation thermique représentative, des thermocouples ont été im-
plantés (figure 7.5) sur un disque test sur lequel quelques freinages ont été effectués dans la
configuration cible de I’essai. Pour un disque ventilé, on peut facilement implanter des thermo-
couples sur les pistes en faisant passer les fils entre les flasques et en les reliant au collecteur
tournant situé sur I’appui de la jante. Les évolutions de température sur les thermocouples sont
présentées sur la figure 7.6.

Sur la piste extérieure (figure 7.6a), les mesures sont relativement stables d'un
freinage a ’autre, méme si 'on reléve des variations de quelques dizaines de degrés sur les ther-
mocouples plus proches du rayon extérieur. Sur la piste intérieure, en revanche, on note que
les températures ne sont pas stables d’un freinage & l'autre; on observe des variations pouvant
aller jusqu’a 100 °C et une inversion de 'ordre (en termes de température maximale atteinte) des
thermocouples. Ce phénomeéne est probablement dii & une concentration importante du flux ther-
mique et des phénoménes de bandes chaudes venant perturber la réponse stationnaire. L’incerti-
tude sur la répartition du flux de chaleur sur la piste intérieure nous conduit & nous intéresser
prioritairement a la piste extérieure, sur laquelle la modélisation du flux sera plus réaliste
et les corrélations entre les modeéles numériques et les résultats expérimentaux plus pertinentes.
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FIGURE 7.5 — Implantation des thermocouples sur le disque D330 (Haag, 2012)
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FIGURE 7.6 — Evolution de la température sur les thermocouples

7.3.2 Evolution du réseau de fissures

L’essai décrit précédemment a été réalisé sur deux disques différents, 1’'un ayant subi 1200
cycles et I'autre 3200 cycles. Pour un nombre de cycles considéré, les mémes phénoménes ont été
observés sur les deux disques, aussi on ne présente dans cette partie que celui ayant subi le plus
grand nombre de freinages.

La figure 7.7 présente les photos prises aprés ressuage sur la piste extérieure pour 100, 300,
400 et 500 freinages et la figure 7.8 pour 600, 1200, 1800 et 2400 freinages. Avant 200 freinages,
on n’observe pas de réseau de fissures, ou alors seulement quelques traces. Entre 200 et 400
cycles, on observe le développement d’un réseau de fissures comprises entre un rayon R, (vers
le rayon intérieur) et un rayon Ry, (vers le rayon extérieur). En dehors de cette bande, le
ressuage ne fait rien apparaitre. A partir de 500 cycles (figure 7.7d), on devine que R, tend &
se rapprocher du rayon intérieur et qu’une deuxiéme zone de falencage apparait, superposée a la
premiére. Cette tendance se confirme aprés 600 freinages (figure 7.8a) o 'on voit clairement se
dessiner ce deuxiéme réseau.

On explique ce phénoméne par I'usure biaise des plaquettes. Sur la figure 7.9 est présenté
le profil d’usure de la plaquette extérieure aprés 300 et 600 freinages. La quantité en ordonnée
correspond & la différence entre I’épaisseur mesurée en un point et I’épaisseur minimale sur toute
la plaquette. Plus la valeur est faible, plus I'usure est importante. Une valeur & 0 correspond &
I’endroit ot I'on constate une usure maximale. On remarque qu’aprés 300 freinages, I'usure est
beaucoup plus importante en rayon extérieur qu’en rayon intérieur, ce qui est cohérent avec la
répartition du flux (figure 7.6a) et la zone endommagée (figures 7.7b et c). Aprés 600 freinages,
I'usure est répartie de maniére beaucoup plus homogéne, laissant a penser que le flux est lui aussi
réparti radialement de maniére plus homogéne, se décalant vers le rayon intérieur et entrainant
ainsi I’apparition d’un deuxiéme réseau. Le changement de plaquettes intervenant tous les 600
freinages, on peut légitimement supposer que ce phénomeéne va se répéter : un flux concentré vers
le rayon extérieur agissant principalement sur le premier réseau, puis se décalant vers le rayon
intérieur, se répartissant de maniére plus uniforme sur la piste et perdant ainsi de son intensité.
Ce phénomeéne est illustré sur la figure 7.10.

Entre 1200 et 2400 freinages, la forme du réseau évolue peu dans la direction radiale, les
fissures sont toujours situées entre R, et R qui n’évoluent plus. La densité du réseau
semble elle aussi assez stable mais le réseau diffus des premiers freinages se transforme en un
réseau organisé ou les plus grandes fissures se développent au détriment des plus petites. On peut
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clairement observer ce phénomeéne sur la figure 7.11 aprés 3200 freinages.

(a) 200 cycles (b) 300 cycles (c) 400 cycles (d) 500 cycles

FIGURE 7.7 — Observation de la piste extérieure aprés 200, 300, 400 et 500 freinages (Haag, 2012)

| /S

(a) 600 cycles (b) 1200 cycles (c) 1800 cycles (d) 2400 cycles

FIGURE 7.8 — Observation de la piste extérieure aprés 600, 1200, 1800 et 2400 freinages (Haag,
2012)

L’essai a finalement été interrompu aprés ces 3200 freinages, les observations visuelles mon-
trant que les fissures n’évoluaient plus, ou trés lentement, au moins dans la direction radiale.
Des mesures non destructives de profondeur ont alors été effectuées sur plusieurs fissures, grace
a un appareil de mesure RMG 4015 (Deutsch, 2010) fonctionnant sur le principe de la mesure
de différence de potentiel de part et d’autre des lévres de la fissure. L’appareil a été étalonné
sur des cales en fonte GL pré-fissurées et les mesures ont ensuite été comparées & des mesures
visuelles destructives sur des disques test (Keller, 2010). Les résultats permettent de conclure
que la profondeur des fissures est mesurée par I'appareil RMG 4015 avec une erreur moyenne
inférieure & 10%. On présente sur la figure 7.12 les points de mesure correspondant a la fissure la
plus longue du réseau principal (vers le rayon extérieur) de la piste extérieure. Compte tenu du
profil semi-elliptique observé, comme sur toutes les autres mesures, on approxime la forme de la
fissure par une ellipse.

L’étude présentée dans ce paragraphe reste assez qualitative, méme si les mesures de pro-
fondeur nous renseignent de maniére précise. Cette campagne a été décidée trés tot, avant le
démarrage de cette étude ayant pour but de modéliser ces phénomeénes. Le suivi précis du réseau
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FIGURE 7.9 — Usure de la plaquette extérieure (Haag, 2012)
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(b) Zoom

(a) Disque entier

FIGURE 7.11 — Observation de la piste extérieure aprés 3200 freinages (Haag, 2012)
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FIGURE 7.12 — Mesure de la plus grande fissure sur la piste extérieure et approximation par une

ellipse

143



ETUDE DU RESEAU DE FISSURES DE FATIGUE THERMIQUE

de fissures reste approximatif et il aurait été souhaitable, afin de décrire trés précisément I’évo-
lution des fissures, de réaliser un mouchetis sur les bords de la piste (quelques millimétres qui
ne sont pas en contact avec la garniture de frein) et de réaliser des photos dans des conditions
identiques a chaque ressuage, permettant ainsi, grace a une technique de corrélation d’images
(Sutton, 2009), de quantifier & la fois la vitesse et I’évolution du réseau. Il n’a malheureuse-
ment pas été possible, pour des questions de temps importants d’immobilisation des bancs, de
renouveler ces essais en suivant le protocole décrit ci-dessus.

7.4 Simulation de I’essai de faiencage

7.4.1 Modéle numérique

Le maillage du secteur de disque utilisé, composé d’éléments tétraédriques quadratiques a
10 nceuds est présenté sur la figure 7.13. On applique des conditions aux limites sur les bords,
adiabatiques dans le cas du calcul thermique et de symétrie pour le calcul mécanique.

FIGURE 7.13 — Maillage d'un secteur de disque D330

Le flux thermique est modélisé de la méme maniére qu’au chapitre précédent, avec un recalage
du flux, d’une part sur la pente et sur les valeurs Ry €t Ryaz.

7.4.2 Chargement thermique

On s’intéresse principalement & simuler précisément le champ de températures sur la piste
extérieure, le calage du flux sur la piste intérieure ayant été effectué sur des valeurs moyennées
sur plusieurs cycles.

La corrélation entre le calcul thermique et les mesures sur la piste extérieure est présentée
sur la figure 7.14. Méme si 'on ne décrit pas avec précision les évolutions expérimentales, les
ordres de grandeur (& quelques dizaines de degrés prés) ainsi que l'ordre des points de mesure
sont respectés, ce qui, compte tenu des sources de variabilité du champ de températures sur les
pistes (cf. chapitre 1) est jugé satisfaisant.

Le champ de températures transitoire ainsi défini représente bien la thermique réelle du
disque uniquement lorsque l'on considére une plaquette neuve ou dont 'usure est assez faible.
On retrouve donc les températures maximales plutét vers le rayon extérieur, avec des valeurs
beaucoup plus faibles en rayon intérieur. La conséquence est que le réseau secondaire sur la piste
extérieure ne sera vraisemblablement pas prédit par le calcul. On s’intéressera donc par la suite
a l'analyse du réseau principal, situé plus prés du rayon extérieur.
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FIGURE 7.14 — Corrélation entre la simulation thermique (S) et les mesures sur thermocouples
sur la piste extérieure du disque D330

7.4.3 Prévision de ’amorcage

On utilise, pour prévoir 'amorcage d’un réseau de fissures macroscopiques, le critére identifié
au chapitre 6, en simulant 5 cycles de freinage & 'aide de la loi de comportement proposée au
chapitre 5. L’essai décrit dans la section précédente est positionné dans un diagramme Log — Log
ol est tracé le critére identifié précédemment ainsi que les résultats expérimentaux sur éprouvettes
sur la figure 7.15. Sont également introduits sur cette figure les essais sur le disque D266 présentés
dans le chapitre précédent. Méme si 'objectif de ces derniers était de déceler une fissure dans
la gorge de détente, un ressuage a également été effectué sur les pistes. Seuls deux d’entre eux
présentaient un réseau de fissures.
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FIGURE 7.15 — Prévision de I'apparition de faiengage avec le critére énergétique. Symboles non
remplis : pas de faiencage au terme de ’essai

On constate que le nombre de cycles estimé par le critére est relativement proche du nombre
de cycles expérimental sur les trois essais présentant un réseau de fissures. Les poins relatifs a
ces essais se situent sur la droite a -1 écart-type du critére, conduisant a une surestimation d’un
facteur 2 du nombre de cycles & 'amorgage. Ce résultat, méme s’il est moins précis que dans le
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cas de la gorge, est suffisant car du point de vue du dimensionnement du disque, il convient &
nouveau de le rappeler, ce n’est pas ’amorgage mais la capacité d’une fissure & se propager qui
est déterminante. On considére donc que le critére donne une indication suffisamment précise de
I’apparition d’un phénomeéne de faiencage, la question étant ensuite de savoir comment ce réseau
évolue.

7.4.4 Etude des champs mécaniques sur piste

Les fissures étant radiales et planes, on en déduit qu’elles se propagent en mode I sous une
sollicitation orientée perpendiculairement au plan de la fissure suivant la direction orthoradiale.
Les contraintes agissant directement sur la fissure, dans un repére cylindrique, seront donc notées
ogg. Ces contraintes sont négatives durant le freinage et positives en fin de freinage et aprés refroi-
dissement du disque. On choisit alors naturellement de post-traiter les contraintes ogy résiduelles
positives en fin de freinage (figure 7.16). On constate que le profil des contraintes résiduelles se
rapproche d'un profil semi-elliptique.
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FIGURE 7.16 — Champ de contraintes résiduelles orthoradiales de traction en fin de freinage (en
MPa)

On présente sur la figue 7.17 la superposition du champ résiduel et du profil semi-elliptique
de la plus grande fissure mesurée en fin d’essai. On constate une similitude importante entre
les deux profils, ce qui nous améne & considérer qu’en premiére approximation, le champ de
contraintes résiduelles ogg semble étre un bon indicateur des bornes physiques au deld desquelles
une fissure ne se propage plus.

g

FIGURE 7.17 — Profil semi-elliptique de la fissure mesurée superposé au champ de contraintes
résiduelles orthoradiales de traction en fin de freinage

Nous n’avons néanmoins pas de certitudes, d’un point de vue expérimental, sur le fait que la
fissure ne se propage plus du tout aprés 3200 freinages dans la direction radiale et encore moins
dans la profondeur des pistes. La derniére partie de ce chapitre est donc consacrée a 1’étude d’une
fissure isolée sur la piste du disque, afin de confirmer ou d’infirmer I’hypothése précédente.
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7.5 Etude numérique des conditions de propagation d’une fissure
isolée

7.5.1 Démarche proposée

La vitesse de propagation d’une fissure, ou le seuil en-dessous duquel elle ne se propage plus,
est défini & partir des facteurs d’intensité des contraintes K dans le cas d’'un comportement
élastique et par J si 'on considére de la plasticité confinée en pointe de fissure. Dans le cas
présent, le comportement du matériau en pointe de fissure présente une plasticité généralisée,
rendant 'utilisation de ces grandeurs peu fiables, au moins de facon quantitative. De plus, nous
ne disposons pas de données fiables sur la loi de propagation de la fonte GL.

Afin de juger de la criticité d’une fissure, on s’appuie alors d’une part sur I’observation, qui
montre qu’au terme de I'essai la fissure étudiée ne se propage plus, ou trés lentement, et d’autre
part sur ’évolution du profil de K ou de J au cours de 'avancement de la fissure, sur différents
fronts que 'on définira par la suite.

Plusieurs questions se posent alors :

e Quel modéle par éléments finis utiliser 7 Insérer une fissure dans un modéle de disque
complet n’est pas chose aisée et cette opération doit étre réalisée pour autant de profils de
front de fissure que I’on souhaite.

e Quels profils de front de fissure choisir 7 On ne dispose en effet que du profil final mesuré,
il faut donc postuler les différents profils qu’a pris la fissure durant sa propagation.

e Quelles grandeurs post-traiter ? K valable en élasticité ou J, calculable sous ABAQUS®
avec une loi de comportement utilisateur ? Travailler avec K et une loi linéaire implique de
repenser la maniére d’imposer le chargement & la fissure.

7.5.2 Modéle simplifié du disque

Afin de s’affranchir des temps conséquents de maillage liés a I'introduction d’une fissure dans
un disque, on utilise un modéle simplifié représentatif du point de vue de la réponse thermique
et mécanique. Dans le cas de la piste externe qui nous intéresse ici, la solution est assez simple
car on peut facilement découpler le flasque du reste du disque, qui ne sont reliés que par une
ailette. On travaille alors sur le maillage présenté sur la figure 7.18 qui ne représente que le flasque
extérieur.

L’objectif est de simuler sur ce modéle le méme freinage que précédemment mais en y intro-
duisant une fissure dont le profil va évoluer. On ne souhaite pas avoir recours a des techniques
de remaillage ot 'on simule la propagation de la fissure mais bien effectuer plusieurs calculs, un
pour chaque profil considéré. Le principe est de mailler la section centrale ot I'on introduit la
fissure puis, par extrusion, générer les éléments dans la direction orthoradiale. L’angle d’extru-
sion est choisi suffisamment grand pour éviter & la fissure de subir des effets de bord liés aux
conditions aux limites. Le secteur retenu présente un angle de 18°.

Pour mettre au point des modéles correspondant aux différents fronts de fissure souhaités,
deux options sont possibles. On peut décider de mailler une fois pour toutes la section centrale
de maniére a faire apparaitre les différents fronts et opérer des "relachements" de nceuds pour
passer d’'un front a l'autre (figure 7.19). La nécessité d’imposer une taille d’élément trés petite
en pointe de fissure, associée au fait que les différents fronts peuvent étre parfois trés proches
ne permet pas d’obtenir un maillage régulier sur 'intégralité des fronts modélisés. Il s’en suit
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FIGURE 7.18 — Modéle simplifié de la piste extérieure

une mauvaise estimation par ABAQUS® de K comme de J. Cette modélisation ne sera donc pas
utilisée.

FIGURE 7.19 — Maillage ou tous les fronts sont représentés

La deuxiéme option consiste & mettre au point un maillage pour chaque front. Le temps
consacré a la mise au point des modéles est certes plus long mais permet d’obtenir un maillage
régulier sur 'ensemble du front (figure 7.20). Dans un cas comme dans P'autre, on ne simule
pas explicitement I'avancement de la fissure, on ne tient donc pas compte de la relaxation des
auto-contraintes en pointe de fissure dans le cas d’un calcul inélastique.

FIGURE 7.20 — Maillage de la fissure dans son état final mesuré

D’un point de vue thermique, ne modéliser que le flasque et y appliquer les mémes charge-
ments et conditions aux limites que dans le modeéle complet a trés peu d’influence sur la réponse,
la seule différence résidant dans le fait que la chaleur n’est pas transmise dans l'ailette et en-
traine une légére augmentation de température sur la face inférieure du flasque. On présente sur
la figure 7.21 le champ de températures a 'instant le plus chaud du freinage pour le modéle de
disque et le modeéle simplifié, qui présentent une trés forte similitude.

Les conditions aux limites mécaniques sur les bords sont les mémes que pour un secteur de
disque. On y ajoute une condition bloquant les déplacements suivant la direction correspondant
a I'épaisseur du flasque sur sa face inférieure. Le champ de contraintes résiduelles de traction
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FIGURE 7.21 — Champ de températures en °C & l'instant le plus chaud du freinage

pour un calcul sans fissure est présenté sur la figure 7.22 et présente également le méme profil que
dans le cas d'un calcul sur un secteur de disque (figure 7.16). L’ensemble des calculs présentés
par la suite correspondent donc & ce modéle.
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FIGURE 7.22 — Champ de contraintes résiduelles orthoradiales de traction (en MPa) en fin de
freinage sur le modéle simplifié sans fissure

7.5.3 Profils des fronts de fissure

Sur un essai de flexion, on observe qu’'une fissure initialement semi-circulaire devient semi-
elliptique (Brown, 1989). Cette évolution vient du fait que, proches de la surface, les contraintes
sont uniformes, le front de fissuration avance donc en tout point & la méme vitesse et forme un
demi-cercle. L’existence d’un gradient de contraintes dans la profondeur implique une diminution
de la vitesse de propagation, la vitesse devient alors plus importante en surface, a 'origine de la
forme semi-elliptique.

Dans le cas d’une piste de disque de frein, il existe un gradient de contraintes a la fois en
profondeur mais également suivant la direction radiale r, sur une distance bien plus importante.
La conséquence est que 1’on s’attend & observer une décroissance de la vitesse également suivant
r. On propose une évolution de la fissure présentée sur la figure 7.23, caractérisée par un passage
semi-circulaire & semi-elliptique. Cette morphologie n’est a ce stade qu'une hypothése dont on
vérifiera la pertinence a posteriori. On ne s’intéresse pas aux premiers instants de propagation
de la fissure et on étudie directement une fissure déja existante (front 1). L’ellipticité augmente
alors jusqu’a aboutir au profil de la fissure mesurée (front 4). On fait ensuite ’hypothése, qui
devra étre confirmée ou infirmée par la suite, que la fissure peut se propager jusqu’a atteindre
I""enveloppe" des contraintes résiduelles de traction (front 5). Le front 6 permettra d’étudier la
possibilité d’une propagation suivant la profondeur au dela de cette zone.

Bagnoli et al. (2009), dans leurs travaux portant sur I’étude des fissures thermiques sur les
disques de frein de véhicule incendie, déduisent de I'observation du faciés de rupture (figure 7.24)
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FIGURE 7.23 — Profils circulaire-elliptiques superposés au champ de contraintes résiduelles or-
thoradiales de traction en fin de freinage

que la fissure a déja trés tot un profil semi-elliptique (profil A) et évolue en conservant la méme
ellipticité jusqu’a son profil final (profil B). Bien que peu probable compte tenu de la nature du
champ de contraintes, on se propose tout de méme de simuler une avancée de la fissure de cette
nature, dont les profils sont présentés sur la figure 7.25. On qualifiera cette évolution de purement
elliptique.

......
P

FIGURE 7.24 — Image de la surface de rupture d’un flasque (Bagnoli et al., 2009)

—Front 1  —Front 2 \ss/

—Front 3 —Front 4

FIGURE 7.25 — Profils elliptiques superposés au champ de contraintes résiduelles orthoradiales
de traction en fin de freinage

7.5.4 Calculs élasto-viscoplastique et élastique

Afin de caractériser au mieux ’état de contraintes en pointe de fissure, la modélisation la
plus pertinente correspond a celle décrite jusqu’a présent : on effectue un calcul thermique sur
le modéle simplifié puis on introduit le champ résultant de température comme condition de
chargement dans un calcul mécanique, avec les conditions aux limites appropriées. La fissure
est dans ce cas fermée (condition de contact entre les flancs) durant la plus grande partie du
freinage et s’ouvre durant la phase de refroidissement, ot ’on voit apparaitre des contraintes
de traction en pointe de fissure. Le calcul étant inélastique, la zone de la fissure, particuliére-
ment sur les premiers fronts, subit des déformations plastiques de compression. On ne peut alors
plus parler de plasticité confinée en pointe de fissure. On utilise dans ce cas I'intégrale de contour
de Rice (1968) pour donner une information qualitative sur la vitesse de propagation de la fissure.
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Les valeurs de l'intégrale J sont forcément perturbées par le champ plastique et les résultats
sont donc & prendre avec précaution. Afin de disposer d’une base de comparaison et de juger de
la pertinence de ’approche précédemment décrite, on souhaite connaitre I’évolution du facteur
d’intensité des contraintes K pour un chargement équivalent. Or, le calcul de K n’est valable et
renseigné en donnée de sortie dans ABAQUS® qu’a partir d’un calcul élastique qui, par nature,
ne génére aucun champ de contrainte résiduel sous une sollicitation thermique. On définit alors
un chargement équivalent de la maniére suivante :

e La loi de comportement est élastique, avec les caractéristiques du matériau a 20°C. On
applique les méme conditions aux limites sur les bords et la face inférieure que pour le
calcul élasto-viscoplastique (EVP).

e On applique un champ de pression sur les flancs de la fissure (figure 7.26) correspondant
aux contraintes résiduelles de traction dans la direction orthoradiale (figure 7.23) obtenues
avec un calcul EVP. Cette pression est appliquée par l'intermédiaire d’une routine utilisa-
teur DLOAD qui permet une interpolation des valeurs de contraintes aux noeuds.

Le solveur fournit alors la valeur de K sur le front de la fissure. Afin de pouvoir comparer les
résultats & ceux fournis par le calcul EVP, on passe de K a J en écrivant :

K2%(1 —1?)
E
ou v est le coefficient de Poisson et E le module d’Young.

J = (7.1)

FIGURE 7.26 — Principe d’application du champ de contraintes résiduelles par 'intermédiaire
d’une pression sur les flancs de la fissure sur un calcul élastique

7.5.5 Post-traitement de J

Dans les graphiques qui suivent, le post-traitement, pour les différents profils, est effectué en
fonction de la position angulaire des nceuds sur le front de fissure, 'angle 0° correspondant & la
surface de la piste coté rayon intérieur et I'angle 180° a celle cdté rayon extérieur.

Profil purement elliptique - Calcul EVP

On peut voir sur la figure 7.27 que dans le cas de profils purement elliptiques, quel que soit le
front considéré, J est maximal en profondeur (90°) et trés faible suivant le rayon (0° et 180°), ce qui
est un contre-sens. En effet, si sur les premiers fronts la vitesse est trés supérieure en profondeur
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(hypothése déja peu probable), les fronts suivants devraient évoluer principalement dans cette
direction et stopper radialement, ce qui ne correspond pas aux observations expérimentales. Ce
type de profil, pour le chargement considéré, n’est donc pas vraisemblable et ne sera plus abordé
par la suite.
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FIGURE 7.27 — Evolution de J sur les différents fronts de fissure - Fronts elliptiques - Calcul EVP

Profil circulaire-elliptique - Calcul EVP

On considére ici le profil qualifié de semi-circulaire a semi-elliptique et un calcul EVP. L’évo-
lution de la valeur de J pour les fronts 1 & 6 est présentée sur la figure 7.28.
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FIGURE 7.28 — Evolution de J sur les différents fronts de fissure - Fronts circulaires-elliptiques -
Calcul EVP

Intéressons nous dans un premier temps aux fronts 1 & 3. Sur le front 1, on constate des
valeurs trés stables entre 45° et 135°, puis des valeurs trés dispersées. Sur les fronts 2 et 3, J est
également assez constante entre 45° et 135°, puis augmente avant de chuter brutalement lorsque
I’on s’approche de la surface. Entre les fronts 1 et 3, on observe une diminution de J dans toutes
les directions. Hormis la chute de J proche de la surface, probablement due & des effets liés &
la plasticité et au phénoméne de vertex lié a la surface libre, ces observations sont cohérentes
avec la cinétique d’évolution du front de fissure attendue, & savoir une vitesse de propagation
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plus rapide dans la direction radiale que dans la profondeur, et une diminution de la vitesse, en
surface comme en profondeur, confortant 'hypothése d’un profil circulaire-elliptique.

Le front 4 correspond au profil observé expérimentalement, ot la vitesse de propagation
radiale est considérée comme trés faible ou nulle. On constate effectivement une baisse de J,
et on peut supposer que la valeur de J en surface peut étre assimilée & un niveau seuil ou la
fissure ne se propage plus, ou trés lentement. Si 'on fait I’hypothése que la fissure continue de
se propager jusqu’a ’enveloppe des contraintes résiduelles de traction (Front 5), on observe que
I’évolution de J, en I'absence de plasticité généralisée, n’est plus sujette a des oscillations aux
extrémités. Sa valeur en surface devient trés faible, confirmant que la fissure est stoppée dans la
direction radiale. En revanche, suivant la profondeur, on peut supposer que la fissure a encore
un peu de potentiel pour se propager. On peut déduire des valeurs de J sur le front 6 que cette
propagation en profondeur sera trés faible au dela de la zone de contraintes résiduelles, la valeur
maximale & 90° étant inférieure & la valeur minimale en surface du front 4.

Profil circulaire-elliptique - Calcul Elastique

Le méme profil semi-circulaire a semi-elliptique est utilisé dans un calcul élastique dont
les résultats sont présentés sur la figure 7.29. Les évolutions sont tout & fait cohérentes avec
les conclusions avancées au paragraphe précédent, présentant une vitesse de propagation plus
importante en surface sur les premiers fronts, avant de chuter & partir du front 4 pour aboutir &
un arrét de la fissure entre le front 5 et le front 6.
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FIGURE 7.29 — Evolution de J sur les différents fronts de fissure - Fronts circulaires-elliptiques -
Calcul Elastique

On considére donc que la zone présentant des contraintes résiduelles positives dans la
direction orthoradiale est un bon indicateur macroscopique de la zone de propagation
potentielle d’une fissure. Si des contraintes résiduelles de traction existent en bord de piste,
le risque de voir une fissure se propager sera trés élevé. Afin de vérifier cette hypotheése, on se
propose de traiter un cas ol une fissure radiale est effectivement apparue sur banc d’essai.

Cas d’un freinage plus sévére

Le freinage considéré est semblable a U'essai F' {V},q — 0}, avec une décélération de -0.5g a
comparer avec le freinage ayant abouti a la fissure observée précédemment {80% Vinaz — 40% Vinaz }s
avec une décélération de -0.5g. L’essai a été réalisé sur le méme type de disque et, au terme des
150 freinages, on a constaté une fissure radiale débouchante en rayon extérieur.
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On ne dispose pas de mesures de température par thermocouple. La forme du flux a donc
été prise identique au freinage {80% Vinaz — 40% Vinar b en recalant les valeurs maximales afin
d’obtenir un flux global cohérent avec les conditions d’essai.

Le champ de contraintes résiduelles calculé sur un modéle de disque (toujours avec la loi de
comportement Elasto-Viscoplastique proposée au chapitres 5 et 6) est présenté sur la figure 7.30.
Celui-ci s’étend largement jusqu’au rayon extérieur, allant dans le sens de ’hypothése avancée.

Un calcul sur le modeéle simplifié a également été réalisé, en choisissant arbitrairement comme
profil de fissure le front 5 du profil semi-circulaire a semi-elliptique. On observe sur la figure 7.31
I’évolution de J dont les valeurs sont trés largement supérieures, et particuliérement en rayon
extérieur, a celles relevées pour lessai {80% Vinaz — 40% Vinas }-
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FIGURE 7.30 — Champ de contraintes résiduelles orthoradiales de traction (en MPa) aprés un
freinage de type F'
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FIGURE 7.31 — Evolution de J sur les différents fronts de fissure - Fronts circulaires-elliptiques -
Calcul EVP + Chargement Essai F' sur le Front 5

7.5.6 Discussion

L’étude numérique d’une fissure observée expérimentalement nous a permis de proposer un
outil au bureau d’étude permettant de juger de la criticité du réseau de fissures. Le principe
est simplement de post-traiter les contraintes résiduelles orthoradiales en fin de freinage et de
considérer la zone ot celles-ci sont positives comme une approximation de la taille maximale des
fissures principales du réseau. Le calcul sur le modeéle simplifié avec une fissure explicitement
calculée n’a pas vocation a devenir un outil de prévision de la vitesse de propagation, du fait de
la complexité dans sa mise en oeuvre ainsi que des réserves qu’il faut prendre dans l'interpréta-
tion des résultats. Il nous a néanmoins permis de proposer un critére macroscopique et simple
d’utilisation, ne nécessitant pas de modélisation particuliére, permettant d’orienter trés tot la
conception des disques vis-a-vis de la résistance a la fatigue thermique.
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7.6 Etude de la zone d’obscurcissement des fissures

On propose dans la derniére partie de ce manuscrit une analyse de la morphologie et de la
densité du réseau, a travers I’étude de la zone d’obscurcissement des fissures principales en fin
d’essai.

On observe assez distinctement sur la figure 7.11 un réseau organisé et relativement régulier
ot les plus grandes fissures ont obscurci les plus petites selon le mécanisme décrit au paragraphe
1.2.2. On peut déterminer de maniére visuelle le nombre de fissures radiales principales et diviser
360" par le nombre obtenu, obtenant ainsi ’espace angulaire en degrés de la zone d’obscurcisse-
ment 0, des fissures et donc le pas du réseau. La détermination du nombre de fissures principales
dépend de I'observateur et de ce que 1’on considérera comme fissure "principale" ou non. On peut
néanmoins donner des bornes & ce nombre et ainsi définir un intervalle auquel appartient 6.
On aboutit finalement & 3° < 0y, < 4°.

On cherche a retrouver de maniére numérique cette zone d’obscurcissement, ce qui permettrait
de conforter les hypothéses et modélisations avancées dans ce chapitre. La démarche adoptée pour
y parvenir consiste dans un premier temps & définir une zone ou ’on considére que, du fait de la
présence d’'une fissure, les contraintes orthoradiales sont relaxées.

On choisit alors de tracer cette contrainte en fonction, par exemple, de 6 (I’angle du point
considéré) pour plusieurs rayons le long de la fissure. Sur le modéle simplifié du flasque extérieur,
on définit pour cela sous ABAQUS® des lignes de post-traitement, ou plus précisément des arcs,
appelés Path (figure 7.32). Le long de ces chemins, on peut calculer la contrainte orthoradiale
résiduelle ogg en fin de freinage.

FIGURE 7.32 — Lignes de post-traitement

La figure 7.33 présente ’évolution de ggg en fonction de 6 avec un calcul EVP pour le rayon
correspondant au centre de la fissure. On constate une chute graduelle de la contrainte lorsque
I’on s’approche de celle-ci, générant alors une zone dite de relaxation. La définition précise de
cette zone est difficile. On peut choisir une estimation maximale qui correspond au moment
ou la valeur de contrainte commence a différer de sa valeur asymptotique oggmqs, mais il faut
alors définir un offset de maniére arbitraire & partir duquel on considére que 'on s’éloigne de
cette valeur.

On préfére définir une zone que 'on qualifiera de minimale, associée & la détermination d’un
angle de relaxation 6., Cet angle est défini en idéalisant la répartition de gy en fonction de 6
par une représentation binaire : soit la contrainte a une valeur ogg,qz, soit elle est nulle (pointillés
sur la figure 7.33). C’est cette zone qui correspondant a la zone de relaxation minimale. 0,¢q;
est calculé en considérant une équivalence entre la contrainte intégrée le long du chemin et sa
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représentation idéalisée :

emafﬂ
/ U@Gde = (emam - erelax)aeema:c (7'2)
0

ce qui revient graphiquement a dire que, sur la figure 7.33, 'aire de la surface sous les traits
pleins est égale & celle sous les traits pointillés.
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FIGURE 7.33 — Exemple de tracé des contraintes résiduelles orthoradiales sur un chemin pour un
calcul EVP

On aurait également pu prendre une forme triangulaire, adoptée pour 1’étude de la fissuration
de composites & matrices fragiles (Curtin, 1991). L’estimation de 6.4, aurait alors été légere-
ment supérieure.

La méme démarche peut étre appliquée & un calcul élastique sur lequel on applique une pres-
sion sur les flancs de la fissure. Dans ce cas, la contrainte est négative au centre et nulle dans son
état asymptotique, on décale alors artificiellement la courbe en soustrayant la valeur minimale
Ogomin (figure 7.34a). On peut alors superposer les évolutions de contrainte le long d’un chemin
dans le cas EVP et élastique (figure 7.34b) et constater un comportement trés proche. On peut
néanmoins visuellement prédire que la zone relaxée sera légérement supérieure dans le cas d’un
calcul élastique. L’aire sous la courbe correspondant au calcul élastique est en effet inférieure a
celle correspondant au calcul EVP, entrainant automatiquement une valeur de 6,..;4, plus impor-
tante dans le cas élastique.

On présente sur les figures 7.35 et 7.36 la zone relaxée idéalisée, approximée sur le rayon par
un polynome de degré 2, et superposée au champ de contraintes résiduelles pour les calcul EVP
et élastique.

Avec cette représentation idéalisée, I'angle 0,4, ainsi défini correspond donc a la distance
minimale entre deux fissures, et implique qu’aucune fissure ne pourra se créer entre deux fis-
sures de taille identique séparées d’un angle inférieur & 26, car on suppose que les zones de
relaxation ne peuvent pas se superposer (figure 7.37). Cependant, distance minimale ne veut pas
dire distance la plus probable.
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FIGURE 7.34 — Tracé des contraintes orthoradiales sur un chemin pour un calcul élastique
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FIGURE 7.35 — Zone de relaxation des contraintes idéalisée (trait noir plein) pour un calcul EVP
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FIGURE 7.36 — Zone de relaxation des contraintes idéalisée (trait noir plein) pour un calcul
élastique
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FIGURE 7.37 — Illustration des distances entre fissures
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CONCLUSIONS

Pour des applications liées a ’adsorption de particules, Widom (1966) a étudié la distribution
de N barres rigides de longueur ¢ distribuées de maniére aléatoire sur une ligne de longueur L,
mais ne pouvant pas se chevaucher. Il propose une analyse statistique qui permet d’aboutir a la
distance la plus probable T entre le centre de chaque barre définie par T = 1.3370.

Curtin (1991) utilise une démarche identique avec succés pour prédire la longueur moyenne
d’un ligament entre deux fissures sur un composite mono-filament fragmenté. De maniére ana-
logue, on choisit de définir la zone moyenne d’obscurcissement d’une fissure par 6,55 = 1.3370;¢142,
le pas du réseau de fissure valant alors 6,,;. On notera que ce calcul suppose que la dispersion
lice a 'amorgage continu de fissures reste faible en moyenne (Seyedi, 2004). Dans le cas contraire
on observe un effet de la dispersion plus marqué (Curtin, 1991; Seyedi, 2004). Ce dernier cas est
peu probable pour le matériau étudié. On calcule alors les zones obscurcies pour chaque chemin
et on reporte les résultats sur la figure 7.38 ou est tracée 6,5 en fonction du rayon.
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FI1GURE 7.38 — Angle correspondant a la zone obscurcie

Pour le calcul EVP, la zone d’obscurcissement maximale est de l'ordre de 4°, et de 5° dans
le cas d’un calcul élastique, données & comparer avec 'estimation visuelle 3° < 0,5 < 4°. On
constate un bon accord entre les valeurs théoriques et les résultats expérimentaux, traduisant la
cohérence de la démarche adoptée pour traiter la problématique du faiencage des pistes.

7.7 Conclusions

Nous avons traité dans ce chapitre la problématique du faiengage des pistes de disque de
frein par une approche qualitative. L’objectif avancé, qui était d’estimer la criticité du réseau a
travers sa capacité & aboutir & une fissure radiale débouchante, a été atteint en se basant sur
une campagne expérimentale sur disque et une approche numérique basée sur ’analyse d’une
fissure radiale isolée. Cette analyse nous a permis de définir de maniére macroscopique une zone
(dans le plan rayon-épaisseur de la piste) correspondant aux bornes physiques au dela desquelles
une fissure radiale ne va plus se propager. L’application de ce critére & un freinage sévére faisant
apparaitre une fissure radiale débouchante a permis de valider cette démarche.

La limitation de cette approche vient du fait que ’on ne prédit pas une vitesse de propagation
ni un nombre de freinages & partir duquel une fissure va déboucher, mais uniquement la pos-
sibilité qu’une fissure s’arréte. Etant donné la sévérité des chargements sur banc de validation,
la probabilité qu'une fissure jugée critique au calcul ne se propage pas jusqu’au rayon extérieur
ou intérieur avant le nombre de freinages validant la piéce est trés faible. Cet outil représente
donc une aide déterminante dans les choix de conception, permettant de s’affranchir, dans les
premiéres phases de développement, d’essais souvent longs et cotiteux.
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Conclusions générales et perspectives

L’objectif des travaux rapportés dans ce mémoire était de proposer une méthode de dimen-
sionnement & la fatigue thermomeécanique de disques de freins automobiles en fonte perlitique
a graphite lamellaire, dite fonte GL. En faisant le choix d’une démarche postulant un décou-
plage entre le comportement et ’endommagement en fatigue, un modéle de comportement non
linéaire, spécifique a la fonte GL et & la problématique des disques, a été proposé et un critére
de fatigue permettant de prévoir I'amorgage d’une fissure a été choisi et identifié. Une analyse
de la problématique du falengage ainsi que de son évolution a également été introduite.

Sur le modéle de comportement

L’étude bibliographique a permis de comprendre les mécanismes microstructuraux a 1’origine
de la dissymétrie du comportement de la fonte GL. Deux modéles multi-échelles simples ont été
proposés, permettant d’en représenter de fagon réaliste le comportement macroscopique. Il a ainsi
été démontré que la microstructure lamellaire de la fonte pouvait étre modélisée de maniére trés
simple, & 'aide d’une cellule comportant une seule fissure, se propageant dans le plan normal &
la sollicitation. Cette modélisation peut elle-méme étre représentée par un modeéle rhéologique
constitué de barres de différentes sections. Cette représentation a permis de poser les bases d’un
modéle de comportement macroscopique apte a représenter la dissymétrie traction compression.

En se basant sur ces observations, un modéle rhéologique unidimensionnel, valable sous un
chargement cyclique de traction/compression a été proposé. L’écriture tridimensionelle d’'une
loi de comportement présentant un endommagement anisotrope activé par le chargement a été
effectuée dans le cadre d’une sollicitation ne faisant pas apparaitre de refermeture des lamelles
présentant une décohésion avec la matrice. Une procédure d’identification a été mise en place
avec certaines limites dues au fait que la démarche est effectuée sur des essais pré-existants a cette
étude au cours desquels des lamelles s’ouvrent ou se ferment. Pour traiter une autre nuance de
fonte, une nouvelle démarche d’identification a été proposée pour des conditions expérimentales
dans lesquelles les lamelles sont soit toujours ouvertes, soit toujours fermées.

L’extension de ce modéle aux cas de chargements unidirectionnels quelconques a ensuite
été décrite. L’application aux essais cycliques a permis de mettre en évidence certaines limites
du modéle qui ont été discutées. Une nouvelle campagne expérimentale a été réalisée, afin de
comprendre et d’analyser les phénomeénes mis en jeu. Un dommage induit en compression a ainsi
été mis en évidence et introduit dans le modéle, amenant plus de précision dans les phases de
charge, et permettant de quantifier le dommage sous chargement compressif.

La généralisation aux cas de chargements multiaxiaux n’a été possible que sous certaines
hypothéses, vérifiées dans le cas d’une application sur disque de frein. Le modéle finalement
adopté permet de représenter fidélement la différence de comportement entre la traction et la
compression ainsi que les pertes de raideur associées a ’endommagement induit, mais ne permet
pas de gérer la fermeture des lamelles rompues dans n’importe quelles conditions.
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Nous n’avons pas pu, dans le cadre de cette thése, répondre de maniére définitive & la ques-
tion de la dépendance de 'endommagement & la contrainte ou a la déformation appliquée. Une
solution a été adoptée essentiellement pour des raisons pratiques, mais une campagne expérimen-
tale permettrait de se prononcer de maniére plus précise. Des essais de compression monotone
a différentes vitesses de chargement permettraient de décrire la dépendance du comportement
du matériau a la vitesse de chargement, sans endommagement apparent. Des essais de traction
monotone aux mémes vitesses nous permettraient alors de quantifier pour chacune d’entre elles
I’évolution du dommage et de définir avec certitude la grandeur pilotant I’évolution de ’endom-
magement.

Nous avons postulé une modélisation de 'endommagement de type orthotrope, activé par
le chargement, en nous basant uniquement sur un comportement uniaxial et en faisant des
hypothéses sur les mécanismes d’endommagement. Méme si celles-ci ont pu étre partiellement
vérifiées par 1’évolution du coefficient de Poisson, des essais bi-axiaux sur une éprouvette en croix
(Tomicevic et al., 2013), en phase ou hors phase, permettraient de confirmer définitivement ou
d’infirmer ces hypothéses.

Dans le méme ordre d’idée, I'apport de la tomographie pourrait étre intéressant ; des essais de
traction ou de compression in situ sous tomographe pourraient en effet permettre de visualiser
les lamelles endommagées afin de répondre a cette question : celles-ci sont elles majoritaire-
ment réparties de maniére perpendiculaire a la direction de sollicitation ou bien de maniére plus
isotrope ?

Sur la durée de vie en fatigue

Nous avons traité de maniére différente la problématique de la durée de vie en fatigue dans la
gorge de détente ou en fond de bol, oti '’endommagement est dii & un couplage entre le chargement
thermique et la géométrie de la piéce, et sur les pistes de freinage, o seules les contraintes dues
au gradient thermique sont & l'origine de ’endommagement.

Dans le premier cas, une approche basée sur la prévision de la durée de vie a ’amorcage de
fissure, associée a un critére de fatigue énergétique a été proposée. L’existence d'un état stabilisé
du comportement sous un chargement cyclique ainsi qu’une corrélation entre la durée de vie
prédite et celle observée expérimentalement sur structure a permis de valider cette démarche.
Celle-ci est justifiée par le fait que pour la majorité des géométries de disques, on observe une
propagation rapide de la fissure amorcée. Néanmoins, on a pu observer récemment (Bellicam et
Toussaint, 2013) que pour certaines géométries, la fissure mettait un temps, que l'on ne peut
plus qualifier de négligeable, & se propager a travers le disque. On peut alors légitiment se poser
la question de la pertinence d’une approche en propagation de fissure en complément de celle en
amorcage. Il n’y a pas de limitation technique majeure & une telle approche mais, compte tenu
des conséquences d’une rupture de disque de frein en clientéle, une attention particuliére devra
étre portée aux incertitudes et a la précision d’un tel calcul.

Dans le cas des pistes, le critére précédemment décrit permet de prédire la durée de vie &
I’amorcage avec une précision acceptable. Le réseau de fissures peut alors évoluer trés lentement
voire s’arréter sans altérer les fonctionnalités du disque. Sans élément supplémentaire permet-
tant de juger de la dangerosité du réseau, il se révéle alors inadapté. Nous avons proposé dans
ces travaux un indicateur permettant de statuer sur la capacité du réseau a conduire a la ruine
compléte de la structure, permettant ainsi d’orienter les choix de conception du disque et de
I’étrier. Cet indicateur a I'avantage de pouvoir étre post-traité a ’issue d’un calcul simple, sans
introduction d’une fissure dans le modéle. Cette approche ne permet en revanche pas de définir
une durée de vie ni la morphologie du réseau.
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La mise en place d’un modéle probabiliste permettant de simuler 1’évolution du réseau de
fissures est aujourd’hui envisageable. Il est pour cela nécessaire de disposer d’un modéle d’obs-
curcissement des fissures. Nous avons dans la derniére partie de ce manuscrit posé les bases d’un
tel modéle que 'on a pu valider expérimentalement. Il ne s’agit néanmoins que d’une premiére
étude, faisant 'hypothése que le réseau & saturation ne fait apparaitre que des fissures de taille
identique, sans possibilité qu’'une fissure plus petite ne se développe entre elles. Or, on peut ob-
server sur les pistes du disque D330 une alternance entre des fissures primaires principales et un
réseau secondaire constitué des fissures beaucoup plus petites (figure 7.11b), vraisemblablement
obscurcies par les plus grandes.

Un modéle probabiliste d’amorcage de fissures doit également étre défini. Le critére & I’amor-
gage proposé au chapitre 6 peut étre mis sous une forme probabiliste et non plus déterministe
(Malésys et al., 2009; Rupil, 2012), via par exemple l'utilisation de 'estimateur du maximum
de vraisemblance (Fisher, 1912). On associe ainsi une probabilité d’amorcage de fissures a un
nombre de freinages donné, permettant de simuler le phénoméne de germination continue. Cette
solution n’est pas forcément la plus pertinence et des travaux sur le sujet mériteraient d’étre
lancés.

Enfin, la caractérisation de la vitesse de propagation et une loi appropriée sont nécessaires. Il
s’agira alors de proposer une campagne expérimentale en fissuration représentative du comporte-
ment rencontré sur piéce : un chargement thermomécanique anisotherme hors phase. L’utilisation
d’éprouvettes CT (Compact Tension), ne permettant pas d’appliquer des chargements de com-
pression, n’est donc pas pertinente. On privilégiera plutot des éprouvettes SEN (Single Edge
Notch) sur lesquels on peut reproduire les chargements observés sur piste. Enfin, une loi de
propagation des fissures dans un cadre non linéaire devra étre proposée.
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Annexe A

Eprouvettes de comportement et de
fatigue
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FI1GURE A.2 — Plan des éprouvettes
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Annexe B

Corrélations thermiques lors d’essais
sur banc du disque D266

On présente ici, pour chaque essai la comparaison entre les mesures sur thermocouple et le
calcul thermique par éléments finis. Les traits pleins représentent les données expérimentales et
les points la simulation numérique.
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CORRELATIONS THERMIQUES LORS D’ESSAIS SUR BANC DU DISQUE D266
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FIGURE B.2 — Corrélation thermique mesures/calcul Essai B
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Essai D
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CORRELATIONS THERMIQUES LORS D’ESSAIS SUR BANC DU DISQUE D266
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AUGUSTINS Louis - Thése de doctorat - 2014

Résumé :

Cette thése vise a développer une démarche de dimensionnement & la fatigue thermo-
mécanique de disques de freins automobiles en fonte a graphite lamellaire. La premiére
étape est la proposition d’une loi de comportement cyclique permettant de représenter les
phénomeénes non-linéaires ainsi que la forte dissymétrie de comportement entre traction et
compression observés sur la fonte GL. Le modéle s’appuie sur l'introduction d’un tenseur
d’endommagement d’ordre 2 induit par le chargement. A partir de ’analyse des mécanismes
d’endommagement, on propose ensuite un critére de fatigue fondé sur la densité d’énergie
dissipée par cycle, permettant de prédire ’amorcgage de fissures dans les zones critiques. On
s'intéresse enfin a ’étude de la formation d’un réseau de faiengage observé sur les pistes
des disques de frein.

Mots clés : Disque de frein, fonte, graphite lamellaire, comportement cyclique non-linéaire,
fatigue, faiengage.

Thermomechanical fatigue design of flake graphite cast iron automotive
brake discs

Abstract :

This thesis aims at developing an approach for thermomechanical fatigue design of automo-
tive brake discs made of flake graphite (grey) cast-iron. The first step of this work consists
of modeling the nonlinear cyclic behavior and tension/compression strong dissymmetry of
grey cast iron. The proposed model is based on the introduction of a second-order induced
damage tensor. From the analysis of the damage mechanisms, a fatigue criterion based on
the dissipated energy per cycle, allowing crack initiation in the critical areas to be defined,
is proposed. Finally, the formation of crack networks on braking discs is studied.

Keywords : Brake disc, cast iron, flake graphite, non-linear cyclic behavior, fatigue,
thermal striping.
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