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Introduction

Le fretting est un phénomeéne apparaissant fréquemment dans les assemblages mé-
caniques soumis & des sollicitations vibratoires qui occasionnent un glissement partiel,
généralement de tres faible amplitude, entre les piéces en contact. Une discontinuité peut
apparaitre dans la zone de contact avec une partie adhérente et une autre en glissement
créant ainsi une forte concentration de contrainte.

C’est un phénomene important pour I'industrie, car il peut mener a ’endommagement
et la rupture des pieces en contact. Dans ’aéronautique, il apparait notamment au niveau
des contacts entre les aubes et les disques. Sur ces pieces, qui tournent a haute vitesse,
la fissuration n’est pas autorisée, car une rupture de piéce peut menacer l'intégrité de
I’appareil. La sécurité et la fiabilité étant un enjeu de premiere importance pour les acteurs
de l'industrie aéronautique comme le Groupe Safran, cela implique de comprendre et
prédire les mécanismes d’amorcage de fissure entrant en jeu.

Une vue en coupe partielle du Leap, moteur nouvelle génération offrant des perfor-
mances techniques, économiques et environnementales supérieure a la génération précé-
dente (CFM56), produit par CFM International, est présentée FIGURE 1. Cette illustration
permet de mesurer I'importance pratique de cette question de fretting, étant donné que
chaque attache d’aube sur le disque compte plusieurs fronts de contact et qu’on voit que
le nombre d’attache est considérable sur cette figure. La version 1B, équipant les Boeing
737 Max, est composée de 14 étages de compresseur et de 7 étages de turbine. Chaque
étage étant composé d’un disque et de nombreuses aubes.

Ainsi, une meilleure prédiction de 'endommagement par fretting peut permettre une
optimisation de la forme et de la masse des aubes. Et, au vu du nombre important d’aubes
dans un moteur d’avion, cela contribuera a concevoir des moteurs toujours plus légers et
économes en carburant.



Nomenclature

Leap (CFM International) Boeing 737 Max (The Boeing Company)

FIGURE 1 — Avion et son turboréacteur.

Les objectifs de cette theése sont de :

1. Définir un cadre de caractérisation du fretting et des quantités d’intérét associées,
assurant I'indépendance vis a vis de la géométrie des piéces en contact et permettant
de transférer des résultats expérimentaux obtenus en laboratoire sur les pieces réelles.

2. Définir et valider un critere, basé sur ces quantités d’intérét, permettant de pré-
dire 'amorcage des fissures et la durée de vie pour des conditions de chargement
complexe.

3. Développer une approche peu cotiteuse en temps de calcul pouvant étre intégrée
facilement dans les démarches de dimensionnement présentes en bureau d’études.

Le premier chapitre sera consacré a la syntheése bibliographique. Apres une présen-
tation du phénomeéne de fretting et de la place importante qu’il a dans les applications
industrielles, les notions importantes pour comprendre le phénomeéne et prédire la durée
de vie seront présentées. Puis, nous verrons les pistes qui ont été choisies dans cette these
et les contraintes que cela implique.

Dans le deuxieme chapitre, la modélisation des problemes de fretting sera présentée.
L’identification d’une base réduite, adaptée aux problémes de fretting, permet de représen-
ter le mouvement autour du front de contact de maniere tres simplifiée. Cette description
sera dite « non locale » car elle permet de travailler avec des variables scalaires, qui carac-
térisent l'intensité des diverses composantes de la base réduite du champ cinématique et
ainsi de s’affranchir des effets de gradient et de géométrie des pieces en contact.

Puis, dans le troisieme chapitre, un modele, utilisant la représentation définie dans le
chapitre précédent et inspiré de ce qui peut étre fait en plasticité, permettant de prédire
le microglissement apparaissant au niveau du front de contact sera présenté. Ce modele
formulé de facon incrémentale pourra étre appliqué a la fois avec des chargements variables
et non proportionnels, mais aussi avec des géométries complexes.

Et dans le dernier chapitre, a partir de la modélisation et du modele incrémental définis
dans cette these, un critére de durée de vie a amorcage pour des chargements variables et
non proportionnels sera formulé. Ce critere sera testé a partir d’essais de fretting présents
dans la littérature et menés sur différentes géométries (cylindre, sphére, pion).



Chapitre

Contexte industriel et scientifique

Ce chapitre permet de présenter le contexte de l’étude et des
problémes de fretting-fatigue. Aprés un rappel des notions
essentielles, les principauzx défis actuels seront abordés. Puis,
les principales orientations retenues seront présentées ainsi
que les limitations qu’elles entrainent.
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1.1. Contexte de I’étude

1.1 Contexte de I’étude

Définition L’endommagement par fretting apparait dans des contacts entre deux solides
soumis a des forces vibratoires qui engendrent un glissement partiel. La prise en compte de
ce phénomene est importante, car il peut induire un abattement de 20 % sur les niveaux
de chargement acceptables pour les pieces en contact.

Dans l’industrie Le fretting étant un phénomeéne qui apparait entre deux pieces en
contact, il est donc extrémement fréquent de le retrouver au niveau des liaisons (cannelures,
liaisons par axe, pieds d’aube...), des arbres de transmission, des assemblages rivetés, des
cables et bien plus encore. De ce fait, il concerne toutes les industries.

On peut notamment citer :

1. Le biomédical ou du fretting a été observé dans des implants orthopédiques venant
réduire drastiquement leur durée de vie et pouvant avoir des conséquences drama-
tiques pour les porteurs de protheses.

2. Le secteur du batiment et des travaux publics ol des cables utilisés dans des ponts
suspendus ou a haubans s’endommagent au niveau de leurs points d’ancrage.

3. L’électronique, notamment avec les contacts électriques ou I'endommagement di
au fretting peut entrainer une variation de la résistance électrique du contact et
provoquer des microcoupures de courant.

4. Le secteur de la production d’énergie ou il apparait dans les machines tournantes.

5. Le secteur aéronautique et du transport en général

Dans ’aéronautique Le phénomene de fretting apparait notamment au niveau de I'in-
terface aube/disque dans les moteurs d’avion. Un schéma d’un turboréacteur est présenté
en FIGURE 1.1.

Des attaches aubes/disques sont présentes a trois niveaux :

1. Dans la soufflante (FAN) qui permet d’accélérer I'air admis a l'entrée du réacteur.
A ce niveau, la température est faible (< 100 °C).

2. Dans le compresseur dont le réle est d’augmenter la pression du flux d’air. La tem-
pérature peut y étre comprise entre 100 et 800 °C.

3. Dans la turbine qui permet de récupérer une partie de I’énergie fournie lors de la
détente pour entrainer le compresseur en rotation. La température y est tres haute
et peut atteindre plus de 1000 °C.

Une aube FAN est présentée en FIGURE 1.2. On peut y voir une géométrie complexe
dont le chargement de fretting est induit par la combinaison entre la force centrifuge et
les interactions dites aéroélastiques de I'aube avec le flux d’air. Cependant en fonction
de laube considérée (soufflante, compresseur ou turbine), la géométrie et le chargement
(mécanique et thermique) peuvent étre tres différents.
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FIGURE 1.1 — Schéma d’un turboréacteur d’aprés K. Aainsqatsi.
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FIGURE 1.2 — Représentation d’'une aube FAN et de son chargement (Gallego [2007]).

La prévention des ruptures de composants de moteurs d’avion est un enjeu de sécurité
important et toujours d’actualité. Les chargements sont complexes et restent encore diffi-
ciles & simuler, en particulier pour les aubes qui sont soumises a la fois & un chargement
aéroélastique, qui demande de simuler I'interaction entre le fluide et le solide déformable,
et a un chargement dit « statique » provenant de la rotation du moteur.



1.2. Historique du fretting

1.2 Historique du fretting

La premiére référence a ce phénomene semble apparaitre en 1911 (Eden et al. [1911])
ou il a été identifié en observant des débris d’oxyde a l'interface entre des mors en métal
et une éprouvette de fatigue.

Ce phénomene a été reproduit par Tomlinson [1927] qui a mis en place une machine
d’essai spéciale pour appliquer des mouvements de faible amplitude entre deux pieces en
contact. A partir de ce moment, le phénoméne de fretting a été associé & des déplacements
tangentiels de tres faible amplitude entre deux surfaces en contact.

Ce n’est que peu de temps apres que les premiers cas de fretting ont été observés
dans les applications industrielles par General Motors (Almen [1937]). Du faux brinelling
(apparition de taches creuses en surface) a été apergu sur des roulements a billes présents
sur des voitures qui avaient été soumises a des vibrations durant le transport en bateau
et en train.

C’est en 1939 que Tomlinson et al. [1939] ont montré que ce phénomene de dégradation
des surfaces, jusqu’ici attribué a une forme de corrosion, avait principalement une origine
mécanique. De plus, 'endommagement des surfaces par fretting nécessitait obligatoirement
du glissement entre les surfaces en contact.

L’impact négatif du fretting sur la durée de vie en fatigue a été illustré par Warlow-
Davies [1941] puis par McDowell [1952] montrant que la durée de vie en fatigue pouvait
facilement étre réduite, du fait du fretting, par un facteur 2 et méme plus encore. Fenner
et Field [1958] montrérent quant a eux que cette réduction de la durée de vie était liée a
la taille de la zone en glissement partiel.

Afin de mieux comprendre les causes du phénomene de fretting, les parametres pouvant
influer (pression, usure, taille du contact, amplitude du glissement, environnement) ont
été analysés indépendamment par Nishioka et Hirakawa [1969a,b,c,d]. Cela a permis de
déterminer notamment la faible influence de la fréquence de sollicitation, I'impact négatif
de la contrainte moyenne sur la durée de vie ainsi que I’amorgage de fissure au voisinage
des fronts de contact, puis la phase de propagation localisée sous le contact.

Une découverte intéressante a été 'amorcage, mais la non-propagation de certaines
fissures. Dli au fort gradient de contrainte présent au niveau du contact entre la zone
adhérente et celle en glissement, les fissures vont s’amorcer puis se propager. Or, comme
on peut le voir sur la FIGURE 1.3, la contrainte diminue rapidement. Ainsi, lorsque la fissure
sera en dehors de linfluence du contact, elle s’arrétera. De plus, cette condition de non-
propagation dépend de la géométrie des piéces en contact dont dépend aussi le gradient
de contrainte. Par conséquent, le fretting a principalement une influence sur I’amorcgage
des fissures, mais d’autres parametres rentrent en jeu pour la partie propagation.
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FIGURE 1.3 — Evolution de la contrainte normale sous le contact (Bellecave [2015]).

Par ailleurs, il a été observé que 'amplitude de glissement jouait un roéle sur I’endom-
magement produit. Cela permit & Vingsbo et Soderberg [1988] de définir trois régimes : le
régime adhérent, le régime de glissement partiel et le régime de glissement total.

Dans les années 70, la compréhension des causes et des parametres influents sur I'amor-
cage de microfissures par fretting s’est affinée. Ainsi, des travaux sur la recherche de so-
lution palliative ou d’optimisation géométrique des pieces ont commencé & apparaitre.
Waterhouse [1976], Gordelier et Chivers [1979] et Hoeppner et Gates [1981] ont proposé
des solutions telles que la réduction du coefficient de frottement entre les deux piéces grace
a Deffet de la lubrification ou a des revétements adaptés, la diminution des vibrations dans
le contact afin d’avoir des niveaux de glissement faibles, I'introduction de contraintes rési-
duelles via grenaillage et méme des regles de conception afin de minimiser la concentration
de contrainte au niveau du front de contact.

L’influence de la concentration de contrainte a été aussi étudiée par Wright et O’Connor
[1972] puis par Bramhall [1973] ou la réalisation d’essais avec la méme pression de contact,
mais avec différentes taille de contact a mis en lumiere 'effet de gradient. En effet, pour
un méme niveau de contrainte en surface, plus le contact sera large, plus le gradient de
contrainte décroitra lentement (cf. FIGURE 1.3) et influencera la propagation des fissures.
Phénomeéne qui sera confirmé plus tard par Nowell [1988] puis par Aratjo [1999].

En se basant sur les travaux précédents de Hertz [1882], Cattaneo [1938], Muskhelishvili
[1953], des solutions analytiques pour les champs de contraintes et de déformations ont été
obtenues par Johnson [1985] pour des géométries de contact usuelles en fretting-fatigue.

C’est a ce moment-la qu’on a vu se développer les principales approches de prédiction
de la durée de vie en fretting-fatigue qui seront présentées plus tard dans le chapitre.
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D’autres parameétres peuvent aussi affecter la durée de vie en fatigue, Dobromirski [1992]
en recensait plus de 50. Aujourd’hui la question reste toujours ouverte et des approches
issues de la science des données commencent & étre utilisées par Nowell et Nowell [2020]
pour déterminer si de nouvelles informations sur les parametres influents peuvent étre
trouvées a partir des nombreux essais existants.

1.3 Concepts généraux

Dans la partie précédente, on a vu que le fretting-fatigue était un phénomene complexe,
facilitant I’amorcage des fissures, qui sous certaines conditions, ne se propageaient pas.
Dans la suite nous verrons les concepts généraux, provenant de la fatigue et du fretting,
pouvant expliquer ce comportement.

1.3.1 Fatigue

La fatigue est une des principales causes de ruine des structures industrielles. Elle
provient d’une répétition de contrainte (ou déformation) & des niveaux de chargement
bien inférieurs a la limite d’élasticité du matériau.

Elle peut étre décomposée en deux domaines : la fatigue oligocyclique (faible nombre
de cycles ou LCF pour « Low cycle fatigue ») et la polycyclique (grand nombre de cycles
ou HCF pour « High Cycle Fatigue »). Ces différents régimes sont représentés sur la ri-
GURE 1.4 dans un diagramme de Wolher représentant la contrainte de fatigue en fonction
du nombre de cycles a rupture.

o

A \
Fatigue oligocyclique : Fatigue polycyclique
LCF § HCF

Endurance limitée ; Endurance illimitée

limite de fatigue

1103 10°cycles 11004 107 cycles

FIGURE 1.4 — Courbe de Wohler définissant les différents régimes de fatigue.
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Ces domaines peuvent étre caractérisés par I’échelle a laquelle apparaissent les déforma-
tions inélastiques. La fatigue polycyclique est caractérisée par une contrainte relativement
faible et des déformations plastiques apparaissant a 1’échelle mesoscopique du grain. Dans
la fatigue oligocyclique, les contraintes sont importantes et les déformations plastiques
peuvent apparaitre a 1’échelle du grain ou a ’échelle macroscopique. La fatigue polycy-
clique peut encore étre subdivisée en deux sous-domaines : d’une part ’endurance dite
« illimitée », ou la rupture ne peut pas étre observée dans les durées conventionnelles des
essais (108 & 107 cycles), et d’autre part, 'endurance limitée correspondant & la transition
entre la fatigue oligocyclique et polycyclique. Une forte dispersion des résultats en durée
de vie est généralement observée en fatigue polycyclique, dii notamment aux effets de
microstructure ou a la présence de défauts.

C’est dans ce dernier domaine que se situent les probléemes de fretting. Des fissures
peuvent s’amorcer par microplasticité a cause de la concentration de contrainte importante
en bord de contact. Puis elles pourront se propager hors de la portée du contact, si les
niveaux de chargement de fatigue appliqués le permettent.

1.3.2 Fretting

Une des particularités des problémes de fretting est le glissement qui apparait au niveau
du contact. Cependant, en fonction de 'amplitude de ce glissement, différents régimes,
ayant leur propre mécanisme d’endommagement, peuvent étre rencontrés.

gl

Q6

Eil [
O

F

Yo

FIGURE 1.5 — Représentation schématique d’'un probléme de fretting-fatigue

1.3.2.1 Régime de dégradation

Dans un contact entre deux pieces comme illustré sur la FIGURE 1.5, on définie la
largeur de contact 2a., ’effort normal N, 'effort tangentiel @), le débattement associé a
cet effort § et op la contrainte de fatigue. En considérant ’excentricité e comme le ratio
de 'amplitude du déplacement ¢ sur 'aire de contact 2a., on peut définir le régime de
glissement réciproque lorsqu’elle est supérieure a 1. Dans le cas contraire, on sera dans le
régime du fretting avec une zone centrale qui ne sera jamais exposée a l’environnement.
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En fretting, trois sous-régimes peuvent étre définis (cf. FIGURE 1.6) :

1. Le régime d’adhérence ou ’ensemble du contact est adhérent.

2. Le régime de glissement partiel ou le centre du contact reste adhérent, mais du
glissement apparait aux extrémités. Durant ce régime, 'amplitude du déplacement
est proportionnelle & 'effort tangentiel appliqué.

3. Le régime de glissement total ot tout le contact est en glissement, la force tangentielle
atteint sa valeur limite et n’est plus proportionnelle au déplacement.

Fretting regime =——=—————> Reciprocal sliding

; Transition ;
A A stick-slip | grosssliding |
™ = Q8 (Q'=pP) |
9_'/ e>1 g Q - )E Qa “ uP) E Q4
3 g 3 {1 L,
8 26 Hg 6 i 9 E ;_/ [
g e<1 26 2 stick zone ' __U:'_ ' ___Ct__
S 3 s NI D
=z (o2 TR ! L_di_d
P e |
|/ R e
slip zone ' i >
Displacement amplitude (5) Displacement amplitude (5)

FIGURE 1.6 — Régime de glissement d’apres Fouvry et al. [1996].

L’influence de 'amplitude du glissement sur la durée de vie a été observée par Nishioka
et al. [1968] puis, plus tard, Vingsbo et Soderberg [1988] ont quantifié cette dépendance.
En fonction de 'amplitude, on peut distinguer deux modes d’endommagement :

1. La fissuration qui apparait en régime de glissement partiel avec I’amorcgage de fissure
en bord de contact.

2. L’usure qui, en glissement total, est caractérisée par une dégradation de la surface
de contact et la formation de débris.

Le taux d’usure et la durée de vie sont tracés en fonction de 'amplitude du glissement
partiel sur la FIGURE 1.7 (Vingsbo et Soderberg [1988]). En régime de glissement partiel, la
durée de vie diminue d’abord avec I’augmentation du glissement. Puis, quand le glissement
augmente, le régime évolue vers du glissement total et la durée de vie augmente. Cette
augmentation de la durée de vie est liée a 'usure, qui augmente en régime de glissement
total, et va venir éliminer les microfissures, par abrasion, au fur et a mesure qu’elles
s’initient.

Cependant, comme on peut le voir sur la FIGURE 1.7, I'usure n’est pas nulle dans
la phase de glissement partiel, cela a été montré expérimentalement par Madge et al.
[2007a,b]. L’endommagement présent, en fonction de Ieffort normal et de 'amplitude de
glissement, est présenté en FIGURE 1.7 (Fouvry et al. [1996]). On peut voir qu’il existe une
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zone, proche de la limite entre glissement partiel et total, ou 'amorcage des fissures et
I'usure seront en compétition.

Adhérenc Glissement
~ partiel total réciproque
T T T T A . . . . . - .
R . Amorcage . Usute °
- / o . ‘defissares” /.
—10"F {10 Z Y AR A
€ 2 = . Amorcage
< o £
m rD =
£ < °
(] (0]
310"} Usure 1102 § Usure
> ol b=
— 7 o L
I Durée de <
| vie
10-16 il 1 1 1 105
A
1 3 10 30 100 300 1000 7
Amplitude de glissement (um) Amplitude de glissement (um)

FIGURE 1.7 — Influence de 'amplitude de glissement sur 1'usure et la durée de vie (Vingsbo
et Soderberg [1988]) et endommagement associé (Fouvry et al. [1996]).

L’amplitude de transition entre les domaines de glissement partiel et total peut étre
déterminée analytiquement & l'aide de la théorie formulée par Hertz [1882] et Mindlin
[1989]. Cependant, cela ne prend pas en compte la raideur du montage et suppose la
connaissance de la loi de frottement, ce qui ne permet pas toujours de déterminer la
transition de facon analytique. Pour cela, des criteres énergétiques ont été mis en place
par Fouvry et al. [1996] afin de caractériser cette transition expérimentalement.

1.3.2.2 Usure

L’usure est un phénomeéne d’endommagement généralement défini par une perte de
volume ou de masse engendrée par le mouvement relatif tangentiel entre deux solides. 11
est prépondérant durant le régime de glissement total, car le mouvement relatif entre les
deux solides est important.

Différents types d’usure existent, pour les matériaux métalliques on peut notamment
citer I'usure abrasive, I'usure par oxydation, par adhésion et par fatigue. Par conséquent,
de trés nombreux modeles sont disponibles pour la prendre en compte (Meng et Ludema
[1995]). Cependant, deux approches sont tres souvent utilisées :

Approche d’Archard Ce modeéle proposé par Archard [1953] permet de décrire 1'usure

abrasive et relie la perte de volume V' a l'effort normal N et a la longueur de glissement
L.
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V =kNL (1.1)

Avec k, un coefficient matériau relatif a la vitesse d’usure. Ce modele ne prend pas
en compte de maniére explicite les effets du coeflicient de frottement, qui sont considérés
comme de second ordre par rapport aux effets de la longueur de glissement ou de ’effort
normal.

Approche énergétique La prise en compte de ’énergie dissipée par frottement pour
quantifier I'usure a été mise en place par Mohrbacher et al. [1995]. Par la suite, Fouvry
et al. [2003] ont proposé de relier linéairement 1’énergie dissipée au volume de matiere usé :

V=a) E4 (1.2)

Avec a, un coefficient d’usure énergétique. Par rapport a 'approche d’Archard, cette
approche permet de tenir compte du coefficient de frottement, et, le cas échéant, de son
évolution.

1.3.2.3 Fissuration

En glissement partiel, la fissuration est le mécanisme d’endommagement prépondérant.
La FIGURE 1.8 montre les différentes étapes de ’amorcage et de la propagation d’une fissure
de fretting.

Stade I:
- Amorcage

Patin Stade ll:

- Propagation stable
- Influence des forces

/ de contact
Substrat

Stade ll:
X Propagation stable
- Influence de la fatigue

Stade IV:

- Propagation instable :
- Rupture

FIGURE 1.8 — Etapes de la fissuration en fretting fatigue.
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La concentration de contrainte, a la transition entre la zone collée et la zone en
glissement, constitue un facteur favorable a 'amorcgage des fissures.

La fissure se propage vers le centre du contact dans la direction qui maximise le
cisaillement (45°). Durant cette phase, la propagation est principalement influencée
par les contraintes dues au contact.

Dii au fort gradient, la fissure sort de l'influence du contact, mais continue a se
propager grace a la force volumique de fatigue.

La fissure devient de plus en plus importante, la propagation devient instable, on
arrive a la rupture totale de la piece.

L’amorcage et la propagation des fissures en fretting-fatigue sont donc liés, a la fois, a

la force de fretting et a la force de fatigue.

En fonction de l'intensité des différentes sollicitations de fatigue et de fretting, on peut
donc définir différentes frontieres (cf. FIGURE 1.9). Il faut qu’il ait un effort de fretting
suffisamment important pour amorcer une fissure et une force de fatigue suffisamment

importante pour la propager.

Fretting pur

A

Domaine de propagation
des fissures Fretting-fatigue

Domaine d'arrét
des fissures

Domaine sans
amorgage

>

ﬁ Fatigue

o

FiGURE 1.9 — Différents domaines possibles pour un essai de fretting fatigue en fonction
des forces appliquées d’apres Fouvry et Kubiak [2009].

Pour prédire correctement la durée de vie sans étre trop conservatif, il faudra, par
conséquent, prendre en compte cette possibilité d’arrét de fissure di au fort gradient des

contraintes sous le contact.
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1.3.3 Géométrie

Bien que les géométries industrielles soient complexes, le fretting est souvent étudié
sur des géométries simplifiées (cf. FIGURE 1.10).

\J

Sphere /Plan Cylindre / Plan Pion / Plan

FIGURE 1.10 — Géométries simplifiées étudiées.

Sphére/Plan  On est en présence d’un contact ponctuel formalisé par Hertz [1882] pour
I'indentation normale. La distribution de chargement, en considérant le probléme comme
élastique, a été décrite par Hamilton et Goodman [1964], Hamilton [1983] et Sackfield
et Hills [1983]. Il est souvent utilisé expérimentalement, car cette configuration limite les
problémes d’alignement. Cependant, ce contact étant un probleme 3D, il demande a étre
associé a une modélisation en 3D, cofiteuse en temps de calcul.

Cylindre/Plan Le contact est linéique, et peut étre, pourvu que la longueur du cylindre
permette de s’affranchir des effets de bords, assimilé & un probléeme 2D plan. La solution
de ce probléme en présence d'un chargement tangentiel a été donnée par Cattaneo [1938]
et Mindlin [1989]. C’est une configuration souvent utilisée pour étudier la fissuration, car il
est possible de réaliser des simulations par éléments finis rapidement. Expérimentalement,
cela nécessite de faire attention a l'alignement du cylindre, I’axe du vérin appliquant
I’effort tangentiel doit étre perpendiculaire a I'axe du cylindre afin d’avoir des contraintes
homogenes dans 1’épaisseur du contact.

Pion/Plan Ce contact entre deux surfaces planes est caractérisé par une surface de
contact importante (par rapport aux contacts précédents) avec un rayon de courbure
faible (voir nul) aux extrémités. Son importante surface de contact nécessite de mailler
finement une grande zone et entraine donc des temps de calcul importants. Des problémes
d’alignement sont aussi présents. Des solutions analytiques ont été proposées par Ciavarella
et al. [1998].

Aube/Disque Ce contact représente le cas d’étude de la theése. Il est localement as-
similable & un contact pion/plan (cf. FIGURE 1.11) : il présente une surface de contact
importante avec des bords arrondis. Il est soumis a une force volumique d’inertie liée a la
rotation du moteur et a des forces vibratoires créées par l'interaction entre le flux d’air
et la pale. Il est par conséquent compliqué de connaitre les efforts appliqués au niveau du
contact. Il est peu testé expérimentalement, car il demande un dispositif spécial.
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o
z

Aube

FIGURE 1.11 — Analogie entre le contact aube/disque et pion/plan d’aprés Rajasekaran et
Nowell [2006].

1.3.4 Matériaux

Les alliages de titane (Ti-6Al-4V) et I'Inconel 718 sont souvent utilisés dans les mo-
teurs d’avion, respectivement pour les parties froides et chaudes. De ce fait, ces alliages
sont souvent étudiés afin de prédire et caractériser expérimentalement les conditions d’en-
dommagement par fretting.

Ces matériaux subissent des traitements thermiques particuliers (détensionnement,
recuit, trempe). La microstructure (et par conséquent, les parameétres mécaniques) est
tres influencée par les différentes étapes de fabrication des pieces. Ainsi, pour le Ti-6Al-
4V, selon les nuances de matériaux, la limite en fatigue peut varier de 20 % d’une étude
a une autre (Bellecave [2015]).

De plus, des traitements de surface peuvent étre appliqués et modifier aussi bien les
conditions d’amorcage en fatigue que le comportement en fretting. Le grenaillage peut
générer en surface des contraintes résiduelles de compression permettant de limiter I’amor-
cage et la propagation des fissures (Fridrici [2002]). Des revétements de surface peuvent
aussi étre déposés et modifier la tenue en fretting (Chang et al. [1991], Wang et Kato
[2002]). Par exemple, sur les aubes en Ti-6Al-4V du CFM-56, la présence d’un revétement
(cuivre-nickel-indium) et de lubrifiant solide (Molydag) influent considérablement sur les
conditions d’amorcages de fissures.

Enfin, les contacts peuvent étre hétérogenes, avec des matériaux différents utilisés
pour les éléments en contact ou parce que ces éléments sont constitués de matériaux
hétérogenes. On peut citer, par exemple, le moteur Leap ou les aubes de soufflante en
Ti-6A1-4V du CFM-56 ont cédé la place a des aubes en composite tissé 3D. Bien qu’a
I’échelle macroscopique, ces pieces puissent étre considérées comme homogenes, localement
au niveau du contact, ’hétérogénéité du matériau (matrice + fibre) peut entrainer des
contraintes tres localisées qui varient en fonction du tissage (Beyer [2019]).
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On peut aussi ajouter qu’en fonction du matériau (métallique ou céramique), les phé-
nomenes d’oxydation ou corrosion liés a l'usure peuvent étre tres différents (Kapsa et
Cartier [2001]).

Ainsi, en fonction des matériaux étudiés on pourra avoir des propriétés mécaniques,
des mécanismes d’amorgage et un coefficient de frottement (ou une loi) tres différents.

1.3.5 Moyens expérimentaux

Le fretting-fatigue combine une sollicitation de fretting (un effort normal et des sollici-
tations tangentielles sur un indenteur) et une sollicitation de fatigue (alternée ou constante)
sur une éprouvette. Au vu de cette sollicitation particuliere, les essais de fretting et de
fretting-fatigue ont conduit au développement de machines d’essais spécifiques ainsi que
de moyens d’observation adaptés.

1.3.5.1 Machines d’essais

Les premieres machines de fretting-fatigue ont été développées a partir de machines de
fatigue classiques disposant d’un seul vérin. La charge appliquée par le vérin se décomposait
en une charge, dite de fatigue, transmise directement a 1’éprouvette d’une part et d’autre
part, une charge de fretting, transmise a travers une liaison élastique entre la machine et le
cylindre venant en contact sur ’éprouvette. Le contrdle de 'intensité de la force de fretting
se fait, dans ces cas-la, par la modification de la raideur de la liaison entre la machine et
le cylindre (changement de ressort).

Cependant, cette modification ne peut se faire qu’entre deux essais et ne permet pas
de déphaser les forces de fatigue et de fretting. C’est ainsi que sont apparues des machines
dites « doubles vérins » afin de pouvoir appliquer séparément les forces de fretting et de
fatigue. Cela permet d’avoir un meilleur contréle des efforts et d’appliquer des déphasages.
Un schéma de principe des machines simples et doubles vérins est présenté FIGURE 1.12.

La FICURE 1.13 montre une machine de fatigue double vérins présente a I’Université de
Brasilla. Un dispositif de serrage (9) permet d’appliquer un effort normal. Ce dispositif est
relié a un vérin (1) afin d’exercer un effort tangentiel de fretting. Tandis que I’éprouvette
est reliée a un deuxiéme vérin (3) qui applique 'effort de fatigue. L’avantage de ce type
de dispositif et de pouvoir appliquer des efforts de fretting et de fatigue déphasés avec des
amplitudes variables.

Actuellement, on peut aussi trouver des machines avec trois vérins pour pouvoir aussi
piloter I'effort normal pendant I’essai. Des configurations un peu plus originales permettent
aussi de désaxer les vérins de fretting et de fatigue (Gandiolle et al. [2017]). Des dispo-
sitifs encore plus spécifiques existent aussi pour tester des géométries industrielles (cf.
FIGURE 1.14).
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FIGURE 1.12 — Schéma de principe des machines simples et doubles vérins (Lee et Mall
[2004]).
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FIGURE 1.13 — Machine de fretting-fatigue présente a I'UnB (Cardoso [2019])

Pour mesurer 'amplitude du glissement partiel, en cours d’essai, il est nécessaire d’avoir
une précision importante sur les déplacements imposés, les tailles de zones contact étant
en général inférieures & 1 mm et celle des zones en glissement de l'ordre de 10 um. Afin
d’avoir une mesure au plus prés du front de contact, sans influence de la rigidité du
montage, des mesures de champs de déplacement peuvent étre réalisées par corrélation
d’images numériques (Kartal et al. [2011], De Pauw et al. [2014]).
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FIGURE 1.14 — Dispositif expérimental pour des géométries aube/disque (Rajasekaran et
Nowell [2006]).

1.3.5.2 Détection de la fissuration

La détection de la fissuration est un probleme complexe, en effet contrairement a la
fatigue classique, 'amorgage de fissure se fait sous le contact au niveau du front de contact.
Par conséquent, on ne peut pas détecter visuellement la fissuration en cours d’essais.
Lorsqu’elle apparait sur les bords de I’éprouvette, la durée de vie restante est souvent tres
faible.

Observation post-mortem La détection de 'amorcage de fissure peut se faire aprés
I’essai. Sur une éprouvette non rompue, la détection peut se faire par observation optique
via une opération destructive nécessitant un découpage des éprouvettes, un polissage et
une observation microscopique des différentes parties de I’éprouvette (cf. Proudhon [2005]).
Cette opération doit étre réalisée avec minutie afin de ne pas passer a c6té d’une fissure
s’étant amorcée. Cette méthode contraignante permet cependant de détecter des fissures
de 'ordre 5 pm.

Si Dessai a été mené jusqu’a rupture, on peut estimer le nombre de cycles a amorgage en
déduisant de la durée de vie totale, le nombre de cycles requis pour la propagation dans le
domaine de Paris. Cette solution est beaucoup utilisée, car elle ne nécessite pas de moyen
de mesure spécifique.

Observation en temps réel L’endommagement en fretting apparaissant sous le contact,
il est difficile de I'observer en temps réel. Une méthode indirecte pour détecter la fissura-
tion est d’utiliser le suivi de potentiel. On considére que 'amorgage et la propagation de
fissure vont changer la résistivité du matériau. Par conséquent, il va y avoir une chute de
tension au fur et a mesure que I’éprouvette se fissure. Une calibration réalisée en amont
permet d’associer la longueur de fissure a la chute de potentiel mesurée. Pour du Ta-6Al-
4V, Meriaux et al. [2010] ont montré que cette méthode était robuste pour identifier des
fissures de l'ordre de 70 pm.
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Pour observer la fissuration directement, des essais ont été réalisés sur des polymeres trans-
parents par Dubourg et al. [2003]. De méme, la tomographie a été utilisée par Proudhon
et al. [2007] et aussi des essais in situ a 'ESRF (The European Synchrotron Radiation
Facility) par de Pannemaecker et al. [2017] afin d’observer en détail le phénomene d’amor-
cage et de propagation sur des matériaux métalliques. Ces essais sont intéressants afin
d’observer les mécanismes d’amorcage et de propagation de fissure. Cependant, ils ne sont
pas utilisés pour déterminer des frontieres d’amorcage au vu de la difficulté a les mettre
en ceuvre.

1.4 Enjeux scientifiques

Bien que les problemes de fretting et 'endommagement associé soient des probléma-
tiques étudiées depuis de nombreuse années, la modélisation du frottement et la prédiction
de la durée de vie restent des questions toujours ouvertes.

1.4.1 Frottement entre les surfaces

Le coefficient de frottement joue un réle majeur dans les problemes de fretting, car
c’est lui qui va régir les régimes de glissement partiel et total.

Classiquement, on peut définir plusieurs coefficients de frottement :

— Le coefficient de frottement statique qu’on peut identifier avant ou apres un essai de
fretting lorsque tout le contact est adhérent.

— Le coefficient de frottement dynamique qui est identifié durant la phase de glissement
total.

Endo et al. [1974] ont montré un effet de la fréquence sur le coefficient de frottement.
Cependant, cet effet est surtout présent en glissement total et peut donc étre négligé
lorsque le contact est en glissement partiel.

Les problemes de fretting sont caractérisés par deux zones assez différentes : une zone
adhérente et une en glissement, on s’attend a ce qu’il y ait un coefficient de frottement
différent en fonction de la zone de contact considérée. Cependant, la plupart des études
considerent un coefficient constant sur ’ensemble du contact. Cela est aussi motivé par le
fait qu’il est facile d’obtenir une valeur moyenne du coefficient de frottement en se basant
sur le ratio Q/N.

Or, les lois de frottement étant des lois locales, la détermination d’un coefficient de
frottement devrait se faire avec les efforts et déplacements locaux autour d’un élément
de surface. Cependant, comme le frottement a un impact sur la réponse de la structure,
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il est donc souvent déterminé de fagon globale et moyenné sur I’ensemble de la surface
de contact. On peut cependant s’interroger sur la détermination du coeflicient de frotte-
ment en glissement partiel, étant donné que les conditions de contact / glissement sont
hétérogenes spatialement et variables dans le temps.

Différentes méthodes existent pour le déterminer, la plus simple consiste a appliquer un
effort normal constant et & augmenter la charge tangentielle jusqu’a passer en glissement
total. Cependant, cette méthode est assez éloignée des conditions d’un essai de fretting.
Une deuxieme méthode consiste a appliquer une sollicitation tangentielle sinusoidale en
augmentant petit a petit le débattement jusqu’a atteindre la limite entre glissement partiel
et total (Voisin et al. [1995]). Le coefficient de frottement n’est pas déterminé durant la
phase en glissement partiel afin de ne pas prendre en compte 'adaptation élastique du
contact présente dans la partie adhérente du contact. Une troisiéme méthode a été mise
en place par Hills et al. [1987] en considérant le coefficient dans la zone en glissement
comme variable au cours des cycles, pour cela la zone adhérente et la zone en glissement
sont considérées comme distinctes (cf. FIGURE 1.15). A partir du coefficient de frottement
moyen mesuré grace au rapport QQ/N et aux solutions analytiques, il est alors possible de
revenir au coefficient de frottement de la zone en glissement.
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FIGURE 1.15 — Modélisation de la variation du coefficient de frottement

La premiere méthode qui ne représente pas bien la sollicitation d’un essai de fretting
donne des résultats tres éloignés des deux suivantes. Hojjati-Talemi et al. [2014] observe
un écart de 35 % entre la premieére et la troisieme méthode. Cependant, on peut obtenir
des écarts de 'ordre de 15 % avec les deux derniéres méthodes (Bellecave [2015]).

De plus, bien qu’il soit admis que les coefficients de frottement de la partie adhérente
et en glissement sont différents, numériquement on utilise une valeur de coefficient de
frottement constante (temporellement et spatialement) sur I’ensemble de la surface de
contact déterminé au bout de plusieurs cycles de fretting. Hills et Nowell [1994] observent
qu’a partir de 103 cycles, le coefficient de frottement se stabilise. Ce coefficient est associé
a une loi de Coulomb qui reste celle utilisée dans la majorité des cas au vu de sa simplicité
et de l'existence de solutions analytiques.
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1.4.2 Prédiction de la durée de vie

La prédiction de la durée de vie en fatigue sous chargement multiaxial a été largement
étudiée et de nombreux criteres ont été formulés. Cependant, ils ne sont pas utilisables
directement pour des problémes présentant de forts gradients de contraintes.

1.4.2.1 Effet de gradient

L’effet de gradient, aussi appelé effet d’entaille, désigne la dépendance de la résistance a
la fatigue au gradient de contrainte (et donc a 'entaille). Ainsi, pour un état de contrainte
donné, la piece ayant le gradient le plus fort aura aussi la durée de vie la plus élevée
(Neuber [1958], Papadopoulos et Panoskaltsis [1996]). Dans le cadre du fretting, ce cas a
été illustré en premier par Bramhall [1973] qui a étudié 'influence du rayon du cylindre
pour un contact cylindre/plan sur la durée de vie en fretting-fatigue. Pour une méme
pression de contact, il y a une influence de la taille du cylindre, plus elle est grande, plus
la durée de vie est faible. Des résultats similaires ont été observés par la suite par Nowell
[1988]. C’est ainsi que des méthodes utilisées pour calculer la durée de vie d’éprouvette
entaillée ont commencé a étre utilisées sur des problemes de fretting.

On peut aussi noter que 'effet de gradient est aussi souvent associé a l’effet de taille. En
effet, en changeant le rayon de contact, le gradient, mais aussi la surface change. D’apres
Ferry [2017] qui a étudié les deux phénomenes en les dissociant, on peut dans un premier
temps négliger 'effet d’échelle devant celui de gradient. Cela peut s’expliquer par le fait
que les fissures qui se propagent sont celles amorcées au niveau du contact et ne viennent
pas de défauts présents dans le matériau contrairement a la fatigue classique.

Théorie des distances critiques Pour prendre en compte cet effet de gradient, la
théorie des distances critiques (Taylor [2008], Susmel [2008]) peut étre utilisée. Cette théo-
rie s’inspire des travaux précédemment réalisés par Neuber [1958] et Peterson [1959] qui
avaient suggéré que l'utilisation de contraintes ponctuelles (en fond d’entaille) n’était pas
adapté pour les problémes a fort gradient. Cette théorie illustrée en FIGURE 1.16 consistait
initialement a considérer la contrainte ¢* & une certaine distance du point chaud.

o (r=1,,0=0)<b (1.3)

Avec b un parametre matériau lié a la limite en fatigue.

Des variantes ont aussi été proposées ou la contrainte n’était plus considérée en un
point, mais moyennée sur une surface ou une ligne.
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FIGURE 1.16 — Application de la théorie des distances critiques en 2D (Cardoso [2019]).
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Fonction de poids Une deuxieme fagon de prendre en compte l'effet de gradient est
d’utiliser un critére le prenant explicitement en compte. Papadopoulos et Panoskaltsis
[1996] ont montré que la résistance a la fatigue pour des éprouvettes cylindriques sollicitées
en flexion est dépendante de leur diameétre qui influe aussi sur le gradient de contrainte.
C’est ainsi qu’ils proposerent d’intégrer une fonction de poids dépendant du gradient de la
pression hydrostatique dans le critére de Crossland afin de décrire correctement 1’évolution
de la résistance a la fatigue en flexion pour différents aciers. Puis Nadot et Billaudeau
[2006] et Morel et al. [2009] utiliserent un gradient moyen au lieu de ponctuel (couplant
ainsi ’approche fonction de poids et théorie des distances critiques). Ils obtinrent une tres
bonne corrélation essais/calculs pour des éprouvettes présentant des microdéfauts sollicités
en traction et torsion.

Bien que ces méthodes de prise en compte du gradient soient différentes, en choisissant
correctement la distance, surface ou volume utilisé avec la théorie des distances critiques
ou les fonctions de poids, les résultats obtenus sont similaires.

Cependant, il n’existe pas de formule pour déterminer ces différents parametres. L’iden-
tification se fait de fagcon empirique en utilisant des résultats expérimentaux. De plus, le
nombre de cycles (Susmel et Taylor [2007]), le critere de fatigue utilisé (Castro et al.
[2009]), la forme de 'entaille (Meggiolaro et al. [2007]), ou la longueur de la fissure consi-
dérée (Gandiolle et Fouvry [2016]) influent sur la distance critique. Par conséquent bien
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qu’initialement définie comme un parametre matériau (de 'ordre de la taille de grain) et
souvent liée a la distance caractéristique du matériau définie par El Haddad et al. [1980],
elle a plutot un roéle de parametre d’ajustement qui variera en fonction du cas qu’on cher-
chera a modéliser.

Ainsi, on peut alors se poser la question : « Comment variera cette distance critique
lorsque l'on s’intéressera a différentes géométries 7 ».

1.4.2.2 Critéres multiaxiaux pour le fretting

Pour estimer la durée de vie en fretting fatigue, de nombreux criteres issus de la fatigue
multiaxiale ou créés spécialement pour le fretting sont utilisés. Un certain nombre sont
recensés par Bhatti et Abdel Wahab [2018], les classant en quatre principales catégories.

Invariant Les approches basées sur les invariants (premier et deuxiéme) du tenseur des
contraintes. Le critere de Crossland [1956] est le principal utilisé. Il peut étre couplé a des
fonctions de poids pour une meilleure prise en compte du gradient (Amargier et al. [2010]
et Heredia et al. [2014]). On arrive ainsi a une équation de la forme :

J2,a + aUH,maxf (VUH) <pB (16)

Avec « et § des parametres matériaux, Jo le deuxiéme invariant du déviateur des
contraintes, oy la pression hydrostatique et f (Vop) une fonction dépendant du gradient
moyen de cette pression.

Les approches utilisant les invariants sont rapides et simples a mettre en ceuvre. Cepen-
dant, elles ne donnent d’information que sur le risque d’amorcgage et non sur ’orientation
de la fissure.

Plan critique Les approches de type plan critique considerent que le plan dont I’orienta-
tion tend & maximiser le critere est celui qui favorisera I’amorcage d’une fissure. Plusieurs
criteres peuvent étre utilisés. On peut citer notamment le critere SWT développé par Smith
et al. [1970] qui recherchera le plan maximisant 1’énergie de déformation, utilisé dans le
cadre du fretting par Szolwinski et Farris [1998]. Le critére de Fatemi et Socie [1988] basé
sur le parametre de Brown et Miller [1973] et prenant mieux en compte les chargements
non proportionnels qui se base sur les déformations. Ou la Méthode de la Courbe de Woh-
ler Modifié (MWCM) (Aratjo et al. [2007]) qui elle, dépend de la contrainte normale o)/'**
et du cisaillement maximum 7, pouvant étre formulé comme :

max

Inwen = To + 5—— < A (1.7)

Ta
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Avec k et X des constantes matériaux. Cette méthode peut aussi étre utilisée pour des
chargements non proportionnels, pour cela on peut approximer le cisaillement équivalent
comme le rayon du plus petit cercle (Minimum Radius Circle par Dang Van et al. [1989])
dans lequel s’inscrit le chargement. D’autres méthodes ont été développées en utilisant
différentes formes (ellipse, rectangle) pour mieux prendre en compte 'effet de la non-
proportionnalité ou de facilité 'identification du cisaillement maximum (Zouain et al.
[2006], Mamiya et al. [2009])

Navarro et al. [2008] ont montré que les résultats obtenus avec les approches de type
plan critique étaient comparables avec ceux utilisant le critere de Crossland. Cependant,
comme les approches basées sur les invariants, elles permettent de déterminer uniquement
le risque d’amorcage lorsqu’on travaille avec des chargements d’amplitude constante.

Endommagement Certaines approches sont basées sur la mécanique de ’endomma-
gement. Le concept d’endommagement, initialement proposé par Kachanov [1957] a été
entendu par Lemaitre [1987] & la fatigue LCF ou par Chaboche [1974] pour la fatigue
HCF'. Des modeles furent proposés dans le cadre du fretting par Zhang et al. [2012] et par
Hojjati-Talemi et al. [2014]. Ce dernier définit 'endommagement comme étant égal a

D = [14 [A(B+ 3)(00) Rus = Torin) RSN MO (1.8)

eq,max eq,min

Ou R, est le taux de triaxialité, o¢, la contrainte équivalente de von Mises (en utilisant
la théorie des distances critiques), Ny le nombre de cycles & amorcage, A et 3 des constantes
d’endommagement. L’introduction d’une variable d’endommagement permet de travailler
incrémentalement (cycle par cycle) et de pouvoir prédire la durée de vie & amorgage méme
pour des cycles d’amplitude variable.

Fretting La derniére catégorie est composée des criteres spécifiques au fretting. En effet
contrairement & la fatigue classique, le fretting est un probléme de contact présentant du
microglissement. En étudiant les problemes d’assemblage en queue d’aronde, Ruiz et al.
[1984] s’apercurent que le glissement jouait un role dans I'amorcage. C'est ainsi qu’ils
formulérent deux parametres combinant amplitude de glissement § et force de cisaillement
T pour caractériser I’amorcage.

Fi =10 (1.9)
Fy = 7004, (1.10)
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Avec 0,4, la contrainte axiale. L’ajout de la contrainte axiale dans le parametre F5 a été
effectuée car le parametre F; ne permettait pas de prédire correctement la localisation
de 'amorcage. Cependant, le parametre F» montre des écarts importants concernant la
prédiction du nombre de cycles & amorgage. Plus récemment Ding et al. [2007], proposa
une extension du critere SWT afin de prendre en compte l'effet du glissement tel que
proposé dans le premier parametre de Ruiz.

1.4.2.3 Contexte industriel et contraintes associées

Chacun des criteres présentés ci-dessus, qu’ils soient locaux ou non locaux, demandent
d’accéder, pour pouvoir étre utilisés dans un contexte industriel, aux champs locaux, de
contraintes, de déformations ou encore de déplacements. Les échelles caractéristiques de
modélisation sont tres fines, les zones en glissements partiel sont généralement de dimen-
sion faible (< 100 pm) et sont le lieu de forts gradients. Cela peut constituer un obstacle a
I'utilisation de ces critéres en contexte industriel, ou les composants sont tridimensionnels
et les contacts multiples.

Temps de calcul La méthode des éléments finis reste une méthode largement utilisée
dans l'industrie due a sa polyvalence et aux nombreux logiciels commerciaux 1'utilisant.
Elle reste une référence notamment pour simuler les géométries complexes. Couplée a des
éléments X-Fem (Pierres et al. [2010], Baietto et al. [2013]), elle donne de bons résultats
pour prédire la propagation et le trajet des fissures.

Cependant, pour pouvoir décrire correctement les contraintes dans des pieces 3D sou-
mises & des chargements complexes, un maillage trés fin est nécessaire. Sinclair et al. [2002]
recommandent un maillage de 'ordre de 1 % de la taille du rayon de courbure en bord
de contact afin d’avoir une précision de l'ordre de 5 % sur la contrainte pour un contact
aube/disque en queue d’aronde. En comparaison, un maillage de type « bureau d’étude »
est plutot de 'ordre de 0.5 mm pour un rayon de courbure de 2mm. Par conséquent, la
condition précédente n’est pas vérifiée.

En revenant sur des contacts simples, la FIGURE 1.17 montre 'influence du nombre
d’éléments dans le demi-contact (sphére/plan) sur ’énergie dissipée (grandeur couplant
contrainte et déplacement) et le temps de calcul. La simulation comportant 25 éléments
dans le demi-contact a été considérée comme la référence pour le calcul de I’écart en énergie
dissipée.

On observe que des écarts importants apparaissent trés vite en diminuant le nombre
d’éléments. Cependant au vu des écarts obtenus sur ’énergie dissipée, on peut supposer
que la valeur n’est pas convergée et qu’il faudrait un maillage encore plus fin alors que
le temps de calcul est déja conséquent. Dans ce cas de contact 3D simple, il devient déja
difficile de réaliser des simulations avec un maillage plus fin. On voit donc toute la difficulté
de réaliser des simulations de fretting lorsque les pieces ont des géométries 3D et complexes.
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FIGURE 1.17 — Influence du nombre d’éléments dans le demi-contact sur 1’énergie dissipée
et le temps de calcul.

Meéme si le maillage n’est pas suffisamment fin, I'utilisation d’un critére en énergie 79
(cisaillement x glissement) peut permettre de repérer ou se situent les zones critiques.
Pour pallier ce probleme de temps de calcul, différentes méthodes existent. La premiere,
toujours basée sur les éléments finis, consiste & réaliser des zooms structuraux sur les zones
critiques. Cela autorise un maillage grossier de la structure tout en permettant de mailler
correctement les contacts afin de pouvoir appliquer des critéres d’amorcage avec des valeurs
de contrainte et de déformations précises (Denaux et al. [2017]) Cependant, Rajasekaran et
Nowell [2005] ont montré que ces méthodes sont tres utiles pour les problémes présentant
des concentrations de contrainte, mais, il faut garder a ’esprit qu’en fonction de la méthode
de résolution du contact et des conditions aux limites du sous-modele, des écarts peuvent
apparaitre.

Une deuxiéme approche pour limiter les temps de calcul consiste a utiliser des ap-
proches analytiques, elles permettent de fournir des solutions rapides et précises. Cepen-
dant elles restent limitées a des géométries de contact simple. Pour aller plus loin, des
approches semi-analytiques ont été développées lorsque les solutions analytiques ne pou-
vaient pas étre utilisées. Le probleme est ainsi discrétisé en une somme de problemes
élémentaires et la solution du probleme global est obtenue en sommant ’ensemble des
solutions élémentaires. Ces méthodes sont adaptées a 1’échelle du contact et peuvent per-
mettre de représenter facilement la rugosité, le revétement et la microstructure. Elles ont
été appliquées sur des problémes de fretting notamment par Gallego [2007] et Leroux [2013]
aussi bien pour des matériaux homogenes qu’hétérogenes (composites). Elles peuvent étre
utilisées pour caractériser l'usure et endommagement qui apparait (Jerbi [2016], Beyer
et al. [2019]) au niveau du contact, mais aussi pour des études dynamiques de structures
soumises a du fretting (Lemoine et al. [2020]).
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Géométrie et chargement Les contacts industriels (aube/disque dans notre cas) sou-
mis & du fretting sont complexes aussi bien au niveau de la géométrie que du chargement

appliqué.

En simplifiant, on peut résumer le chargement mécanique subi par les aubes a :

— Des sollicitations oligocycliques caractérisées par de fortes intensités et des faibles
fréquences qui résultent des changements de régime du moteur. Elles sont souvent
simplifiées afin de considérer seulement les phases de décollage et d’atterrissage.
L’effort centrifuge résultant de la rotation du moteur va venir plaquer les aubes
contre le disque, il en résulte des efforts normaux et tangentiels, ainsi que des micros-
déplacements au niveau de la portée de contact.

— Des sollicitations polycycliques de faibles intensités et de forte fréquence (quelques
centaines de Hertz) créées notamment par les interactions aéroélastiques entre les
aubes et le flux d’air venant créer du microglissement au niveau des portées de
contact.

A cela il faut rajouter des contraintes thermiques importantes dépendantes de la partie
du moteur considérée. Bien que les matériaux soient choisis pour avoir des propriétés élas-
tiques stables sur leur plage de fonctionnement, cela peut engendrer des modifications au
niveau du frottement entre les surfaces et par conséquent une modification du cisaillement.

Par ailleurs, différentes géométries d’attache aube/disque existent (cf. FIGURE 1.18).
Par conséquent, en fonction du type d’attache choisie, les contraintes tangentielles de
contact peuvent étre différentes aussi bien en intensité qu’en direction vis-a-vis du front
de contact.

FIGURE 1.18 — Géométries de contact aube/disque (marteau, sapin et queue d’aronde)
d’apres Rolls-Royce [2005].
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Or, par simplicité, la majorité des expériences sont sur des géométries simples (spheéres,
cylindres, pions) et avec des chargements simples (efforts normaux au front de contact et
alignés avec l'effort de fatigue), car les essais sont plus faciles en mettre en ccuvre. Ainsi,
pour prédire la durée de vie, la méthode utilisée doit pouvoir étre calibrée sur des contacts
simples pour ensuite étre appliquée sur des contacts réels. Cela implique que la méthode ne
doit pas dépendre de la géométrie des pieces en contact ou des gradients qui en découlent.

Amortissement Lors de la conception d’un moteur, il n’est pas possible d’éviter toutes
les fréquences de résonance. Pour cela, des dispositifs d’amortissement ont été mis en
place pour pouvoir mieux contrdler ces fréquences de résonance. Une des solutions les
plus utilisées dans les moteurs d’avion est ’amortissement par frottement sec qui peut
étre utilisé intentionnellement par l'ajout de frotteur (Griffin [1980]) afin d’éliminer une
fréquence de résonance pouvant étre critique lors du régime de croisiere.

Cependant, le contact aube/disque est aussi un contact frottant. Vu le nombre im-
portant de contacts de type aube/disque présents, ils peuvent avoir une influence non
négligeable sur les fréquences de résonance du moteur. Il est donc nécessaire d’avoir une
estimation précise de ’énergie dissipée dans chaque contact aube/disque. Or 'endomma-
gement dii au fretting peut venir, petit a petit, modifier la dissipation et par conséquent,
modifier le comportement vibratoire (fréquences et modes de vibration). Une étude quan-
titative de 'impact de I'usure sur les fréquences de résonance d’une structure a été menée
par Fantetti et al. [2019], ils ont montré que 'endommagement pouvait déplacer des fré-
quences de résonance ou en faire apparaitre de nouvelles.

Ainsi, bien que 'amortissement par frottement soit étudié aussi bien expérimentale-
ment et numériquement depuis plusieurs années et que 'aspect positif du frottement pour
controler ces fréquences ait été montré, 'influence de ’endommagement di au fretting sur
I’amortissement est difficile a prendre en compte.

1.5 Objectif scientifique

Différentes méthodes existent pour prédire la durée de vie en fretting-fatigue. Les choix
retenus et les pistes étudiées dans cette thése seront présentés dans cette partie.

1.5.1 Projet COGNAC

Le projet COGNAC (COmpetion between the Gradient effect and the scale effect
in Notch fatigue And Contact fatigue) a été lancé par le Groupe Safran en partenariat
avec trois établissements universitaires 'UnB (Université de Brasilia), 'ISAE-ENSMA et
I’ENS Paris-Saclay (anciennement ENS Cachan) afin de mieux comprendre le phénomene
de fretting-fatigue et les analogies qui pouvaient étre faites avec la fatigue classique.
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Bellecave [2015] et Ferry [2017] ont étudié les effets de gradient et d’échelle sur la durée
de vie en fretting fatigue a travers des campagnes expérimentales tandis qu’en parallele,
Simon [2017] réalisait notamment des essais de fatigue sur éprouvette entaillée présentant
les mémes gradients que les éprouvettes de fretting afin d’essayer de mettre en lumiere
certaine analogie.

Montebello [2016], en se basant sur une analogie avec la mécanique de la rupture, a mis
en place une description simplifiée des champs de déplacements d’un contact 2D soumis a
du fretting-fatigue a travers un jeu de variables prenant directement en compte 'effet de
gradient.

Cardoso [2019] a, dans un premier temps, mis en place des éléments de contact enrichis,
basés sur la modélisation précédente et sur une approche X-FEM utilisant des « level sets »
pour représenter le front de contact, afin d’avoir une meilleure précision de calcul avec des
éléments grossiers. Puis, il a étudié le couplage entre I'usure et la fissuration.

1.5.2 Analogie avec la mécanique de la rupture

Une facon de prendre en compte 'effet de gradient est de se baser sur ce qui existe
en mécanique de la rupture ou on utilise des facteurs d’intensité afin de caractériser les
champs mécaniques et prendre en compte cet effet.

Cela se base sur les travaux de Giannakopoulos et al. [1998] qui a montré une équi-
valence entre les champs mécaniques présents en pointe de fissure et autour du front de
contact. Une description des champs de contraintes en pointe de fissure a été proposée
par Mugadu et al. [2002] en utilisant une approche asymptotique afin de généraliser les
facteurs d’intensité définis par Williams et Pasadena [1956] pour les problémes de fretting.
Puis, des variables multiplicatives ont été définies par Hills et al. [2016] afin de décrire
les distributions d’effort normal et de cisaillement. En se basant sur la description précé-
dente, Panico et al. [2018] a défini un critére empirique d’amorgage de fissure a l'aide de
seulement trois facteurs d’intensité.

Les travaux présentés dans cette these se baseront sur ceux de Montebello [2016] qui
a développé une approche analogue a celle de Hills, mais basée sur les champs de dépla-
cements. Cette méthode propose une modélisation simplifiée des champs de déplacements
autour du front de contact d’un probleme 2D avec uniquement trois degrés de liberté
représentant les champs de déplacements relatifs a un effort normal et de cisaillement
ainsi qu’'un champ représentant le glissement caractéristique des problémes de fretting.
Travailler directement sur le champ de déplacements permet de facilement avoir acces au
glissement apparaissant dans le contact. De plus cette modélisation a été réalisée dans un
repéere centré sur le front de contact permettant ainsi de traiter les problemes ot le front
se déplace. Cette méthode sera présentée dans le chapitre suivant.
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1.5.3 Méthode incrémentale

Les chargements réels subis par les pieces soumises a du fretting sont complexes et de
différents types (mécanique et thermique). Les chargements mécaniques variables rendent
tres difficiles de définir un cycle, il faut pour cela réaliser des approximations afin de définir
un cycle équivalent et obtenir les contraintes maximale et moyenne qui seront utilisées dans
un critere. Ces méthodes largement utilisées rendent difficile la prise en compte de la non-
proportionnalité des chargements, car différents trajets de chargement peuvent conduire
a un méme cycle équivalent.

L’utilisation d’'une approche incrémentale permet de représenter au mieux le charge-
ment sans avoir a réaliser d’approximation de type « comptage de cycles » et de pouvoir
ainsi traiter et représenter correctement l'influence des variations d’amplitude et de la
non-proportionnalité du chargement.

De plus, le deuxieme avantage d’une approche incrémentale est la prise en compte des
variations des parametres matériaux comme les propriétés élastiques et le coefficient de
frottement. Ces variations pouvant étre liées a un chargement thermique ou un endomma-
gement de la surface de contact.

1.5.4 Temps de calcul

Le fretting étant caractérisé par du microglissement au niveau du front de contact, un
maillage fin est nécessaire et les temps de calcul sont conséquents.

La solution choisie ici est d’utiliser la réduction de modele afin d’obtenir une approxi-
mation des champs de déplacements. L’identification d’une base de champs de déplace-
ments, dépendante de la géométrie locale des pieces en contact et non pas du chargement
permet de réduire le probleme & quelques degrés de liberté (analogues aux facteurs d’in-
tensité définie dans la mécanique de la rupture). Pour cela, une décomposition en valeur
propre (POD) en utilisant la transformation Karhunen-Loeve (Karhunen [1947]) permet
de décorréler la contribution des efforts de fretting sur les champs de déplacements. On
peut alors obtenir une approximation du champ de déplacements avec un nombre réduit
de modes. Cette méthode, déja utilisée par Decreuse [2010], Frémy [2012] et par Tezegh-
danti [2019] pour la fissuration et par Montebello [2016] pour le fretting, est détaillée en
annexe A et sera rappelée dans le chapitre suivant lorsqu’elle sera utilisée.

1.6 Hypotheses simplificatrices

Afin de pouvoir prédire la durée de vie a amorcage en fretting fatigue, le choix a été
fait d’utiliser une analogie avec la mécanique de la rupture afin de prendre en compte le
gradient de contrainte. Tandis que la réduction de modele permettra d’avoir des temps
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de calcul raisonnables. Cependant, ces choix entrainent des contraintes, les hypothéses
simplificatrices faites dans cette thése sont résumées ci-apres.

1.6.1 Glissement partiel

Cette approche se limite uniquement & I’étude de 'amorcage de fissure en fretting-
fatigue dans des conditions de glissement partiel. Le régime de glissement total et par
conséquent I’endommagement des surfaces par usure ne sera pas considéré.

Cependant, des études (Madge et al. [2007b], Garcin et al. [2015], Cardoso [2019])
ont montré que I'usure avait une influence sur ’amorcage de fissure en fretting. Dans des
conditions de glissement total, I'usure a un effet bénéfique et enléve les zones séverement
endommagées ou les fissures commencent a apparaitre. Alors que, en glissement partiel,
I'usure augmente la détérioration des surfaces et déplace la zone d’amorcage dans la zone
de transition glissement/adhérence.

1.6.2 Matériau homogene élastique isotrope

Cette approche se basant sur la mécanique linéaire élastique de la rupture comporte
les mémes limites que celle-ci concernant le matériau. On considerera uniquement un
comportement du matériau élastique homogene et isotrope. Bien que dans les problemes
de contact de la plasticité apparaisse notamment en bord de contact, on fera ’hypothese
que la zone plastique est tres petite et confinée autour du front de contact. Cela empéchera
de prendre en compte l'influence des contraintes résiduelles qui peuvent étre appliquées
sur la surface de contact via un procédé de grenaillage.

Le matériau sera considéré comme homogene, la prise en compte des revétements (pré-
sent sur les contacts industriel) ou des contacts entre différents matériaux ne seront pas
étudiés. Cela retire aussi les contacts en matériaux composites ot I’échelle de travail néces-
saire pour modéliser 'amorcage ne peut étre considérée comme homogene. On supposera
enfin le matériau isotrope négligeant ainsi l’effet de 1'orientation de la microstructure ou
les matériaux composites.

1.6.3 Hypothése d’autosimilarité de la géométrie

La derniere hypothese est celle d’autosimilarité de la géométrie, c’est-a-dire que la
géométrie est invariante, quelle que soit 1’échelle & laquelle on regarde. Cette hypothese
est importante dans la mécanique de la rupture, car elle permet d’étudier une fissure en
considérant uniquement les champs mécaniques locaux.

Dans notre cas, a partir du moment ou le front de contact peut étre idéalisée comme
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localement plan a front droit, ’existence de plans de symétries permet de décomposer le
mouvement en modes cinématiques et 'invariance de la géométrie par changement d’échelle
permet d’introduire des facteurs d’intensité qui seront utilisés comme quantité d’intérét.

C’est ce qui nous permettra de dire que la méthodologie et les résultats obtenus sur
un contact cylindre/plan pourront étre appliqués sur n’importe quelle autre géométrie (tel
qu'un contact aube/disque) sous réserve que localement elle soit autosimilaire.

Cela restreint par conséquent, tous les contacts présentant des arétes vives tels que les
contacts pion/plan avec un rayon de courbure quasi nul.

1.7 Conclusion partielle

L’objectif de cette theése est la modélisation de la durée de vie en fretting-fatigue
sous chargements complexes. Les verrous techniques associés a cette problématique sont
nombreux. Les géométries réelles sont complexes et les chargements sont variables et non
proportionnels.

La prise en compte de l'effet de gradient est importante. La méthode doit étre indé-
pendante de la géométrie afin de pouvoir transférer les résultats obtenus en laboratoire
sur les pieces industrielles.

Le temps de calcul sera aussi un enjeu important. Afin que la méthode puisse étre
applicable dans un environnement industriel.

Enfin, la prédiction de la durée de vie, en prenant en compte de la non-proportionnalité
et de la variabilité du chargement, sera nécessaire pour traiter les chargements réels.






Chapitre

Description non locale des
problemes de fretting-fatigue

Dans ce chapitre, une nouvelle modélisation va étre proposée
pour prendre en compte l’effet du gradient en Fretting-Fatigue
dans des conditions de chargement variable en direction
comme en intensité.
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2.1. Contexte

2.1 Contexte

Une des caractéristiques principales des problemes de fretting est le tres fort gradient
de contrainte au voisinage du front de contact, a la transition entre la zone collée et la zone
glissante. En ’absence de zone en glissement partiel, le front de contact constitue alors
une singularité. Il a été montré par Giannakopoulos et al. [1998, 2000] que les champs mé-
caniques autour du front de contact d’un probléme de fretting pour un contact pion/plan
sont similaires & ceux qu’on peut observer en fond d’entaille. Sur la configuration présentée
FIGURE 2.1 représentant l’analogie entre un contact conforme et une entaille, le lien entre
les champs mécaniques générés par les efforts normal N et tangentiel () et ceux générés
par les facteurs d’intensité des contraintes K; et K peut étre observé.

Fretting-Fatigue Fissure
N K,
Q Patin l K
—T 5 Il
(x)
q() i
M
<« ® 'X* s d
= 2% =
g Yy %
(o8 O,

FIGURE 2.1 — Analogie entre un contact conforme sans glissement partiel et un milieu
fissuré d’apres Giannakopoulos et al. [1998].

Dans cette partie, un rappel des notions de base de la mécanique de la rupture d’une
part et de la mécanique du contact d’autre part va étre proposé afin de mettre en place
et de valider la description des probléemes de fretting-fatigue par des quantités non locales
analogues a celles utilisées en mécanique de la rupture.

2.1.1 Meécanique de la rupture

Dans le cadre de la mécanique de la rupture, pour une fissure supposée localement
plane, a front droit et avec une extrémité parfaitement aigué, le mouvement peut étre
décomposé en 3 composantes cinématiques élémentaires correspondantes aux 3 modes de
ruptures (cf. FIGURE 2.2).

1. Mode I : mode « d’ouverture » correspondant a la partie symétrique du champ de
déplacements par rapport au plan de fissure.
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Mode I Mode II Mode III

K

FIGURE 2.2 — Modes de rupture.

2. Mode II : mode « de cisaillement plan » correspondant a la partie antisymétrique du
champ de déplacements par rapport au plan de fissure.

3. Mode III : mode « de cisaillement hors plan » correspondant a la partie antiplan du
champ de déplacements par rapport au plan de fissure et au front de fissure.

En supposant le probleme comme étant linéaire, homogene et élastique, Westergaard
[1939] a formulé la solution exacte des champs de contraintes et de déplacements pour un
milieu élastique linéaire fissuré. Cette solution a la particularité, de pouvoir étre exprimée
sous la forme d’un facteur multiplicatif (facteur d’intensité) et d’une fonction de forme
représentant la distribution spatiale qui est indépendante du chargement et des dimensions
de la fissure.

Cette fonction de forme est elle méme le produit d’une fonction d’échelle f(r) et d'une
fonction angulaire g(6) (cf. FIGURE 2.3). Le fait de pouvoir exprimer la fonction de forme
comme une fonction a variables séparées découle de la géométrie de la fissure et de I’hy-
pothese d’autosimilarité locale vis-a-vis d’un changement d’échelle qui peut étre faite.

Puis, Irwin [1957] a donné un caractere général et applicatif a ce résultat en montrant
que les développements asymptotiques au premier ordre des solutions précédentes suffisent
a décrire les champs en pointe de fissure. La distribution spatiale étant fixée pour chaque
mode, les seuls degrés de liberté restants sont les facteurs d’intensité Ky, Ky et Kipp
représentant l’intensité du chargement qui est associée a chaque mode de fissuration. Les
champs de déplacements en pointe de fissure (cf. FIGURE 2.3) pour les trois modes sont
donnés par les EQUATIONS 2.1 & 2.3.

Mode I :
—u2 r . —4v
ux = Kige = Ki 4(1E : o7 St (g> [4u1 7c08 (0) + iViJ (2.1)
—2 T —4v ’
uy = Koy = kK 050 27 COS (g) [mcos (0) + i”i]
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X

R

FIGURE 2.3 — Repere local attaché au front et au plan local de fissure.

Mode 1T :
2 _
uny = Kinom = Knp o U229 /1 cos (g) {4111 scos (0) + Zi’j_i] (2.2)
_2 , B -
uy = Kuény = Kn o 2 /L sin (%) {41,1_4005 (0) + i’;_};]
Mode III :
un, = Kmon = K @\/ﬁ sin (%) (2.3)

La mécanique linéaire de la rupture permet ainsi d’exprimer le champ de vitesses
(v = du/dt) en pointe de fissure, dans un référentiel attaché au plan et au front de
fissure, de maniere approchée comme une somme de produits entre un facteur d’intensité
dépendant du temps et un champ de référence dépendant de ’espace dans un repere
attaché au front local et au plan local de la fissure :

Q(Bv t)/R’ = KI (t)QI(B) + KH (t)QH(B) + KHI(t)?HH (B) (24)

Les champs de référence ¢, ¢;; et ¢, étant définis une fois pour toute, les facteurs
d’intensité peuvent étre déterminés facilement & partir des champs de déplacements, par
exemple, en utilisant la méthode d’extrapolation du déplacement.

2.1.2 Meécanique du contact : contact de Hertz

Pour mettre en place cette modélisation, on s’intéressera au contact cylindre/plan
dont la solution en élasticité linéaire (sans frottement) a été établie par Hertz [1882]. La
FIGURE 2.4 montre les profils de pression et de cisaillement obtenus lorsqu’un contact est
soumis & du fretting. Il est important de connaitre avec précision les zones ou le glissement
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apparait, car c’est & ce niveau que les fissures vont avoir tendance a s’amorcer.

Po | — P
I
| I
‘ q
I
l
qmax 4
X
zone adhérente )
(20)
zone de contact

@3 oum-100um

FIGURE 2.4 — Profils de pression et de cisaillement pour un contact cylindre plan en fretting
pur.

Hertz [1882] a formulé des solutions analytiques pour décrire la zone de contact et le
profil de pression :

avec

ou a est la largeur du demi-contact :

A4NR
= 2.
o=y 2 (2.7)

R le rayon de courbure du cylindre et £* le module de Young équivalent :

1—12 1—v2 !
E* = 1 2 2.8
(El n Eg) 2.8

avec F; le module de Young et v; le coefficient de poisson de chaque solide. Lorsqu’il y a
du frottement (dont le coefficient est noté u), la solution analytique pour la distribution de
cisaillement a été formulée par Cattaneo [1938] et Mindlin [1989]. Lorsque tout le contact
est adhérent, un chargement tangentiel monotone crée une distribution de cisaillement :

ala) = ——— (2.9)

Or quand z — +a, on est en présence, au niveau du front de contact, d’une singularité
en 1/y/z et g(x) — oo. Par conséquent, localement, la condition d’adhérence q(z) < up(z)
n’est pas respectée et du glissement partiel apparait, de fagon symétrique, aux deux extré-
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mités du contact. Le cisaillement est décrit comme la superposition de deux termes afin
de prendre en compte 'adhérence et le glissement partiel.

@ = (1= (2) -5 /1- (2) 210

Avec ¢ qui représente la taille de la zone de contact adhérente :

c=ay/l— /f]?\f’ (2.11)

Lorsqu’on ajoute une sollicitation de fatigue o, la partie adhérente va étre excentrée
d’une distance e créant ainsi une dissymétrie des zones adhérente et en glissement partiel.
La distribution de pression ne change pas.

On aura alors :

2 2
X & r —e
q(x) = ppoy /1 — <) — ppo—1[1 — ( ) (2.12)
a a &
avec

ora

e= 2.13
41po ( )

La FIGURE 2.5 montre les distributions de cisaillement obtenues pour du fretting pur
et du fretting-fatigue.

En connaissant les distributions de pression et de cisaillement, il est possible d’avoir
acces a l'intégralité des champs de déformations, de contraintes et de déplacements grace a
la méthode des potentiels complexes de Muskhelishvili [1953] dans le cadre d’un probléme
d’élasticité linéaire en 2D.

2.1.3 Philosophie de I’approche

En reprenant ’analogie présentée en FIGURE 2.1 entre la mécanique de la rupture et
le contact adhérent, on peut comparer les champs de contraintes obtenus analytiquement
pour un probléme de contact soumis & un effort normal (cf. EQUATION 2.14) et une fissure
sollicitée en mode I (cf. EQUATION 2.15), on obtient alors :
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Distribution Fretting pur Fretting Fatigue

de cisaillement charge (+Q) décharge(-Q) charge (+Q) décharge(-Q)
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F1GURE 2.5 — Distributions de cisaillement en surface pour un contact cylindre/plan,
d’apres Fouvry et al. [2014].

N

T/ 2ar

oyy(z = a,y =0) = (2.14)

K
v 2mr

yy(r,0 = 0) = (2.15)

On peut alors obtenir une relation liant le chargement subit par le contact et celui de
la fissure pour le mode I (cf. EQUATION 2.16). Un résultat similaire peut étre obtenu avec
la méme méthode pour le mode II (cf. EQUATION 2.17).

Ki—— \/];a (2.16)
Ky = \/% (2.17)

On peut ainsi voir 'intérét de décrire un probleme de contact avec les facteurs d’inten-
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sité Ky et Kjp car ceux-ci sont proportionnels aux chargements appliqués (N et @), mais
dépendent aussi de 'aire de contact a. De fait, ils prennent directement en compte 'effet
de gradient qui pose probleme pour la prédiction de ’amorcage. De plus, ils peuvent étre
calculés simplement en utilisant les techniques existantes en mécanique de la rupture.

Cette analogie, basée sur la mécanique linéaire élastique de la rupture, suppose un
contact adhérent sans glissement partiel.

Par ailleurs, pour prendre en compte le comportement non linéaire apparaissant en
pointe de fissure Pommier et Hamam [2007], Pommier et al. [2009] ont mis en place une
description originale du comportement élastoplastique pour des chargements en mode
mixte basée sur le comportement de la pointe de fissure a ’échelle globale. Cette méthode
permet de représenter le comportement de la zone plastique de la fissure et les effets
d’histoire du chargement qui en découlent, en utilisant une représentation simplifiée des
champs plastiques (facteurs d’intensité et fonctions de forme) et une loi de comportement
incrémentale portant sur les quantités d’intérét que constituent ces facteurs d’intensité.

C’est ainsi que, en se basant sur I’analogie mise en place par Giannakopoulos et al.
[2000] et en déclinant 'approche mise en place par Pommier et al. [2009] pour les problémes
de fretting, Montebello et al. [2015] ont formulé une nouvelle description du champ de
vitesses autour du front de contact en se basant sur des facteurs d’intensité non locaux
afin de prendre en compte l'effet de gradient et représenter le glissement partiel.

Dans le cadre d’un contact cylindre/plan 2D soumis & un effort tangentiel, le champ de
vitesses, dans un référentiel centré sur le front de contact, peut s’exprimer de la maniére
suivante :

o(P, ) = I1(),(P) + In(t), (P) + Iy (t)¢5 (P) (2.18)

Avec Iy et Iy, les facteurs d’intensité linéaires analogues a Ky et Kig, et Ifj le facteur
d’intensité complémentaire représentant le glissement partiel.

Cette description est réalisée sur le champ de vitesses plutét que sur le champ de
contraintes, car le champ de vitesses est une grandeur extensive permettant de caractériser
de manieére indépendante la contribution non linéaire venant du frottement.

2.2 Partition du champ de vitesses

Montebello [2016] avait proposé un partitionnement du champ de vitesses applicable
aux problémes bidimensionnels de contact avec un front de contact fixe (effort normal
constant). Dans cette these, approche est généralisée pour étre étendue aux problemes
3D et aux fronts de contact mobiles.
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2.2.1 Modeéles éléments finis

Pour pouvoir mettre en place le partitionnement, un modele 3D a été développé (cf.
FIGURE 2.6) afin d’obtenir le champ de déplacements et de vitesses autour du front de
contact. Les simulations ont été réalisées avec le logiciel Abaqus 2017. La méthode peut
également étre mise en ceuvre avec d’autres codes de calcul.

Pour valider le modele, la taille de la zone de contact (EQUATION 2.7) et celle de la
zone adhérente (EQUATION 2.11) ainsi que la pression (EQUATION 2.6) et le cisaillement
maximum (EQUATION 2.10) ont été comparés avec les résultats issus des simulations. De
plus, pour des simulations sans effort tangentiel hors plan (Qrr = 0), les facteurs d’intensité
ont aussi été comparés a ceux obtenus avec le modele 2D mis en place par Montebello
[2016].

Surfaces de ‘\2"

contact

Plan médian

FIGURE 2.6 — Schéma du modéle éléments finis utilisé.

2.2.1.1 Chargement et conditions aux limites

Dans le cadre d’un probléme de fretting pur, les conditions aux limites sont les sui-
vantes :

— Des conditions périodiques en déplacements sont appliquées sur les faces avant et
arriere des deux pieces en contact afin de simuler des massifs semi-infinis : u(x,y, z =
l) - u(xv?ﬁ = _l)

— Une loi de Coulomb est utilisée avec un coefficient constant entre les deux surfaces
de contact. Pour la résolution du probléme, une méthode utilisant les multiplicateurs
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de Lagrange est choisie. Bien qu’elle soit plus couteuse en temps de calcul en com-
paraison avec celle de pénalisation, elle nous permet d’avoir une meilleure précision
sur le déplacement au niveau du contact.

— Les déplacements suivant x, y et z sont bloqués sur la face inférieure de I’éprouvette.

— Les efforts normal et tangentiels sont appliqués sur un point de référence lié a la face
supérieure du patin par des poutres infiniment rigides.

Rq. 2.2.1. Pour les neuds appartenant a la fois aux surfaces de contact et auz faces
avant ou arriere, les conditions de périodicité ne sont pas appliquées afin de ne pas sur-
contraindre le probléme.

2.2.1.2 Maillage

Afin d’avoir une estimation précise du microglissement, un maillage fin est nécessaire.
Le choix du nombre d’éléments dans le demi-contact a été fixé grace a une étude de
sensibilité qui portait sur les contraintes en surface et les facteurs d’intensité. Dans la
suite, les simulations ont été réalisées avec un nombre d’éléments dans le demi-contact
supérieur & 50.

Afin de limiter le nombre d’éléments dans le probleme global, les maillages proche
et éloigné du contact sont non conformes. Le maillage est fin uniquement dans une zone
carrée de 3 fois la taille du contact.

On fixe le nombre d’éléments dans la largeur de I’éprouvette a 20 afin de ne pas étre
influencé par les effets de bord.

2.2.1.3 Moyens de calcul

Les calculs ont été parallélisés afin de pouvoir utiliser des maillages aussi fins et avoir
des temps de calculs raisonnables,

Concernant les calculs 2D, ils ont été réalisés sur des stations de travail équipées
de 20 coeurs (Intel® Xeon® E5-2630) @ 2.20 GHz et 192 GB de mémoire vive. Pour les
simulations 3D afin d’avoir des temps de calcul raisonnables malgré le nombre important
de degrés de liberté, les moyens de calcul du Mésocentre de CentraleSupélec et de 'Ecole
Normale Supérieure Paris-Saclay avec le soutien du CNRS et de la région Ile-de-France
(http ://mesocentre.centralesupelec.fr/) ont été utilisés. Cela a permis de pouvoir utiliser
jusqu’a 80 coeurs (Intel® Xeon® Gold 6148) @ 2.40 GHz et 1.5TB de mémoire vive en
OpenMP et jusqu’a 30 x 24 coeurs (Intel® Xeon® E5-2670) @ 2.30 GHz et 30 x 128GB de
mémoire vive en MPIL.
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2.2.2 Meéthodologie

Le champ de vitesse est partitionné dans une section plane normale au front de contact.
Le champ de vitesses est extrait pour chaque nceud du maillage et pour chaque pas de
temps, mais uniquement dans une région circulaire €2, de rayou a, centrée sur le front de
contact comme le montre la FICURE 2.7.

Rq. 2.2.2. La taille de la région circulaire ou se fait l’extraction des déplacements est
égale a la demi-largeur de contact a comme conseillé par Montebello [2016]

N
Qn( l ) [
Qm /Z,

II

1 1
R\A\II—>

y V.=V, (O+V, . 1
FIGURE 2.7 — Probleme 3D de fretting pur.

Ce partitionnement est réalisé dans un référentiel mobile attaché au front de contact,
par conséquent, un changement de repére est appliqué avant toute opération de partition-
nement sur le champ de vitesses extrait de la simulation par éléments finis :

(Pt =v(P,t)r —v(C,t)R (2.19)

Rq. 2.2.3. Par la suite, si le repére n’est pas précisé, on considérera toujours qu’on se
place dans un repéere centré sur le front de contact. La rotation de ce repére est négligée.

Par analogie avec la mécanique linéaire élastique de la rupture, le champ de vitesses
sera partitionné en fonction des symétries par rapport au front et au plan de contact en
trois modes. Les champs linéaires symétrique, anti-symétrique et anti-plan sont générés
respectivement par une variation de l’effort normal N (entre les temps t4 et t5), de l'effort
tangentiel dans le plan Q;; (entre les temps tc et tp) et hors plan Q7 (entre les temps
tp et tp). Le chargement est présenté FIGURE 2.8. Ils sont identifiés séparément lors d’une
petite variation des efforts auxquels ils sont associés afin de pouvoir négliger le glissement
partiel et par conséquent supposer que le comportement est uniquement élastique (contact
totalement adhérent).
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FI1GURE 2.8 — Chargement effectué afin d’identifier les champs de référence.
¢ =u(P,tp) —u(P,ta) (2.20)
QH = Q(£7 tD) - Q(£7 tC) (221)
by = ulP,tg) — u(P,tr) (2.22)

Comme les champs ont été définis en fonction des symétries du champ de vitesses,
IPEQUATION 2.23 est vérifiée, les champs de référence ¢, constituent une base. On peut
donc identifier les facteurs d’intensité Iy, Iy et Iy associés a ces champs directement par
projection du champ de vitesses issue de la simulation éléments finis sur les champs de
référence (cf. EQUATION 2.24). Cette méthode est analogue & la méthode d’extrapolation
des champs de déplacements utilisée en mécanique de la rupture.

gy Jor o
o =155 (2.24)

On peut donc définir une premiere approximation linéaire du champ de vitesses décri-
vant le contact adhérant lorsqu’il n’y a pas de glissement partiel :
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ve(P, ) = 11(t)9,(P) + In(t) ¢, (P) + Trn(t) oy (P) (2.25)

Pour prendre en compte la partie non linéaire venant du frottement, une décomposition
orthogonale en modes propres (POD, cf. annexe A) est utilisée sur le champ de vitesses
résiduel (cf. EQUATION 2.26) afin d’obtenir une expression simplifiée (cf. EQUATION 2.27).
Les deux premiers modes principaux permettent de capturer les non-linéarités liées au
glissement dans les deux directions tangentielles, le glissement 1ié & une variation d’effort
normal N sera négligé.

V(P t)pr = v(2, )R — ve( P, ) Ry (2.26)

ve(P, ) = Ifi (8) 67 (P) + I (1) 65, (P) (2.27)

Par construction, ces deux champs de référence supplémentaires 9?1 et an sont ortho-
gonaux aux précédents. On peut donc de nouveau obtenir les facteurs d’intensité liés a ces

champs par projection.

L’approximation finale du champ de vitesses pour un contact 3D est définie (EQUA-
TION 2.28) comme une somme de produits de 5 termes. Trois termes linéaires permettent
de modéliser le comportement linéaire (adhérent) du contact et deux autres termes per-
mettent de prendre en compte les non-linéarités (glissement partiel).

o(P, ) r = [1(1)¢,(P) + In(t) ¢y (P) + I (t)dyy (P) + I ()67, (P) + iy (8) 67, (P)

v

e Ve

(2.28)

On arrive donc a approximer le champ de vitesses, dans un référentiel attaché au front
de contact, avec uniquement 5 degrés de liberté auxquels il faut ajouter la position
du front de contact.

Rq. 2.2.4. Avec la normalisation choisie, les facteurs d’intensité sont sans unité tandis
que les champs de référence sont en mm.

La FIGURE 2.9 et TALGORITHME 1 montrent les différentes étapes de la méthode de
partitionnement et d’identification des facteurs d’intensité lorsque les champs complémen-
taires sont identifiés a partir de la POD.

Rq. 2.2.5. On peut noter que lidentification des champs complémentaires se fait en une
fois, sur ’ensemble des pas de temps, afin d’avoir un champ de référence constant au cours
du temps.
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FIGURE 2.9 — Méthode de partitionnement et d’identification des champs de référence.
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Algorithme 1 : Identification des champs de référence en utilisant la POD

Input : Front de contact : X¢o /g, Ucy/r

Neeuds : Xi/R? Qi,t/R

1 Pour chaque pas de temps ¢ > Changement de référentiel
2 Pour chaque noeud 7
3 Uiy =Uisyr —Ucuyr
Uipy1 —Usy
R
’ At
5 Pour chaque noeud i > Champs de référence linéaires

6 X;=Xyr—Xco/r
7 ¢Z U; B Ui,tA
8 =U,, —-U

~ia,tp i,to
9 B fHI = Qi,tp - Qi,tE
10 Pour chaque pas de temps ¢ b Facteurs d’intensité linéaires
)
o Z ‘V’L t ¢
11 Ii=——7—
g, - 9,
12 Pour chaque noeud i > Champ de vitesses résiduel

13 L Ve =V — (If Qi + Iy ?ﬁ +Ify fin)

15 Pour chaque pas de temps ¢
w6 | =170
| It=1et [

Output : Facteurs d’intensité : I, I°¢
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2.2.3 Base d’approximation

Maintenant que la méthode d’identification de la base a été définie, on va s’intéresser
plus en détail aux champs de référence obtenus afin de vérifier quels sont les phénomenes
qu’ils décrivent.

Afin de connaitre ’évolution radiale et angulaire des champs précédemment définis, la
POD sera utilisée une nouvelle fois sur les champs de référence (cf. EQUATION 2.29) afin
de séparer I’évolution angulaire de 1’évolution radiale.

POD
¢,(B) = ¢,(r,0) =" fu(r)g,(6) (2.29)

Rq. 2.2.6. La séparation des champs de référence en un facteur d’échelle f(r) et une
distribution spatiale g(0) est possible car la géométrie locale est autosimilaire.

2.2.3.1 Champs de référence linéaires

Pour les champs de référence linéaires, le premier mode de cette décomposition permet
d’avoir une erreur de reconstruction de l'ordre de 1 %, la décomposition est quasiment
exacte. La comparaison entre les évolutions radiale et angulaire des champs linéaires de
fretting et issue de la mécanique de la rupture est présentée sur les FIGURES 2.10 & 2.12. Les
deux champs étant tres proches, cela permet de valider ’analogie faite avec la mécanique
de la rupture.

Par conséquent, les facteurs d’intensité Iy, I1r et Iyp sont analogues aux facteurs d’in-
tensité des contraintes K, Ky et Kipr et représentent 'intensité du chargement subi par
le contact.

Rq. 2.2.7. L’ensemble des champs de référence obtenus est indépendant de la géométrie
et notamment du rayon de courbure (cf. Montebello [2016]).

2.2.3.2 Champs de référence complémentaires

Le premier mode de la décomposition POD permet de décrire le champ de vitesses
avec 10 & 15 % d’erreur.

Pour les champs complémentaires, ’évolution radiale de ces champs est présentée FI-
GURE 2.14. On peut noter une décroissance exponentielle ayant les propriétés suivantes :

1. La fonction est finie en 0, au niveau de front de contact, a ’endroit ot le glissement
entre les deux faces du contact est maximum.

2. La fonction tend asymptotiquement vers zéro, ce qui traduit le fait que le glissement
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1074
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Evolution angulaire
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FI1GURE 2.10 — Champ de référence ¢, pour le mode I.
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FIGURE 2.11 — Champs de référence ¢;; pour le mode II.
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FIGURE 2.12 — Champ de référence ¢

(; Pour le mode IIL.
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partiel ne se produit qu’au voisinage du front de contact et que le reste du contact
est adhérent.

3. La fonction est localement autosimilaire au voisinage du front de contact dans un
repere attaché a ce front de contact. C’est dire, quand » — 0 : f(ar) — f(0) =
B(f(r) — f(0)). Ceci traduit le fait que la géométrie est supposée invariante par
changement d’échelle au voisinage du front de contact. Cela permet de rechercher
une expression a variables séparées (échelle : f(r) et distribution angulaire ¢(9)).
Ceci permet de donner de la généralité a la représentation (principe de similitude
par analogie avec la mécanique de la rutpture). Mais cela exclue les contacts pour
lesquels cette propriété ne serait pas vérifiée (arétes vives).

Rq. 2.2.8. La décorrélation entre [’évolution spatiale et angulaire pour les champs com-
plémentaires 11 et 111 a été faite en méme temps afin d’avoir la méme décroissance radiale.

Concernant les évolutions angulaires, on observe sur la FIGURE 2.13 un saut de dépla-
cement (dans la direction z en mode II et dans la direction z pour le mode III) quand
0 vaut 0 et 27 caractérisant le glissement. Avec la normalisation choisie (g(0) = 1 et
g(2m) = —1 ), I¢ représentera le double de la valeur du glissement observé au niveau du
front de contact.

27

o
vl [
ﬁA
C:?')

FIGURE 2.13 — Evolution angulaire des différentes composantes des champs complémen-
taires ¢ et o

Rq. 2.2.9. La transformation de Karhunen-Loeve (POD) est une méthode générale d’ana-
lyse de données, sans lien particulier avec la mécanique. Cependant, il est intéressant de
constater que les champs obtenus par cette méthode peuvent étre reliés a des phénomeénes
mécaniques : le glissement partiel dans ce cas précis.
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1 I T T T
. Mode II et ITI
Y - - - Décroissance exponentielle
0.8 :
e
o
o
. 0.6 [- . |
%
04 [ .. -
...
..
0.2 ", |

|
0 01 02 03 04 05 06

FIGURE 2.14 — Evolution radiale des champs complémentaires 9 et o

2.2.3.3 Lien entre les facteurs d’intensité et la mécanique du contact

On a vu que les champs de référence linéaires définis sont proches de la mécanique
de la rupture, par conséquent, en utilisant les formules des EQUATIONS 2.1 & 2.3, on peut
avoir une approximation du champ de vitesses.

Or, la méthode des potentiels complexes de Muskhelishvili [1953] donne acces a I'in-
tégralité des champs de déformations (cf. EQUATION 2.30), contraintes et déplacements
(cf. EQUATION 2.31) dans le cadre d’un probléme plan d’élasticité linéaire tel que celui
schématisé sur la FIGURE 2.15 (Kourkoulis et al. [2013], Hariprasad et Ramesh [2017]).

e BZ 4 igﬂ — (- 2T () + () + kD) (2.30)
2G [u 4 iv] = ko(2) + ¢(2) + (2 — 2)¢'(Z) + T (2.31)

Avec u et v les composantes du déplacement suivant x et y, G le module de cisaillement
et k la constante de Kolosov.

La distribution de pression étant connue (cf. EQUATION 2.5) on peut définir le potentiel

complexe associé :
D(2) = bo (\/ a? — 22 + iz) (2.32)
a

On va s’intéresser plus précisément & 'EQUATION 2.30 et au champ de déplacements, car
c’est sur celui-la qu’est basée cette modélisation, en isolant les parties réelle et imaginaire,
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on peut dissocier les déplacements dans les directions x et y :

2Gu(r,0) = Po { (k+1) [r cos (20) — r/r173 cos (9 + 9@92)

2
_ 01462
4 71n 1247170427 /T172 COS (6 X ie ) (233)
4 " r24rirg—2ry/rirs cos (0— 72 )
+4rsinf [rsin§ — /rrgsin (2592)] }
= — i 01+02
2Gv(r,0) 22 (k+1) [r?sin (26) — r\/rirgsin (6 + 23
+ e arctan Tsmﬂmsm( 11?)
roos 0+/ri7g cos (1522 (2.34)
rsin@— \/Wsm( 1+02) .
— arctan 2
7 cos 0— MCOS( 1 2)
+ 4rsind [r cosf — \/Wcos (91302)}}
Avec :
r1 = Vr2+a?—2racosf
ro = Vr2+a?+2racosf (2.35)
_ ing .
0 = arctan L2570
Oy = arctan =56
y R

P=re™

FIGURE 2.15 — Représentation schématique de la zone de contact.

Dans notre cas, on s’intéresse uniquement au champ de déplacements & proximité
immédiate du front de contact (x = a), on peut alors faire les simplifications suivantes :

r

12

a

2.36
ry ~ 2a ( )
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En se plagant dans un référentiel centré sur le front de contact et en réalisant un
développement limité a I’ordre 1 , on peut alors avoir une expression approchée du champ
de déplacements de la forme :

u(r,0) = Ko povay/3=  ful0)
o(r,0) = Ko povay/3z fu(6)

Avec K, et K, des constantes et f, et f, des fonctions qui dépendent seulement de 6.
En comparant la solution obtenue précédemment (cf. EQUATION 2.37) et celle donnée
par les développements asymptotiques de Westergaard (cf. EQUATION 2.1), on peut alors
définir une relation de proportionnalité entre le facteur d’intensité I et les grandeurs de

(2.37)

la mécanique du contact :

I[ [0 ¢ po\/a (2.38)
Et ainsi exprimer la relation entre I7 et les parameétres du modele :

4 N3E*
R

I (2.39)

De la méme facon, si I'on s’intéresse au champ de déplacements créé par un effort
tangentiel, on peut définir le potentiel complexe associé a la distribution de cisaillement :

D(z) = W% (\/ a? — 22+ zz) (2.40)

Ainsi, on arrive a la relation suivante :

I o< gv/a (2.41)

2.2.4 Energie dissipée dans le contact

L’énergie dissipée par frottement dans le contact est une quantité importante permet-
tant de caractériser le comportement. Dans un cas général, on peut la définir comme :

SEq(t) = / (2, )8 (x, £)dar (2.42)

Avec 7(x) la contrainte de cisaillement et §(z) le glissement local en un point de la
surface de contact.

A partir de 'EQUATION 2.41 donnant la relation entre la contrainte de cisaillement



2.2. Partition du champ de vitesses 57

maximale et I, et des EQUATIONS 2.7 et 2.38 permettant d’exprimer 'aire de contact en
fonction de I1 (et des parametres matériaux et géométriques), on arrive a la relation de
proportionnalité entre 1’énergie dissipée et les facteurs d’intensité suivante (pour du mode
1) :

win

Tm(w(t) X Iﬂ(t)/[[(t)’ (2.43)
De plus, avec les variables non locales précédemment définies, 'incrément de glissement
est représenté par df°.

On peut donc exprimer I’énergie dissipée (pour un probléme 3D) dans un pas de temps
0FE4 sur 'ensemble de la surface de contact & I'aide des facteurs d’intensité et des champs

de référence précédemment définis :

a
SEq o | Soudlfiof

—a 13
. II (2.44)
111
+ — ¢m Al
—a IIS
0.2
';‘
=l
Z o01s) |
g ¢
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9 oll L .
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g 510771 ("’ 1
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FIGURE 2.16 — Evolution de Dénergie dissipée en fonction de celle estimée par les facteurs
d’intensité

En tracant sur la FIGURE 2.16, I’évolution de I’énergie dissipée en fonction de celle
estimée par les facteurs d’intensité, on observe une tendance linéaire montrant qu’il y a
bien une proportionnalité entre ’énergie dissipée issue d’Abaqus et la quantité calculée a
laide des facteurs d’intensité (cf. EQUATION 2.44).
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2.3 Chargement de fretting d’amplitude variable

Dans cette partie, on s’intéressera a vérifier la validité de cette modélisation dans le
cas de chargements tangentiels variables, I'effort normal restant constant.

2.3.1 Erreur de reconstruction

Pour quantifier la précision de cette approximation, deux erreurs de reconstruction
du champ de vitesses sont définies, erreur dite élastique (cf. EQUATION 2.45) qui prend
en compte uniquement la partie linéaire de la modélisation et 'erreur dite totale (cf.
EQUATION 2.46) dans laquelle la partie non linéaire a été rajoutée.

el = M (2.45)

Jo(v)?

V=V — U 2
Etot = \/fﬂ(f z E ) (2.46)
olb

Pour une simulation de fretting pur avec une force normale constante et un effort tan-
gentiel uniquement dans la direction II, la FIGURE 2.17 montre 1’évolution de ces erreurs.
On peut noter que les deux erreurs sont égales lorsque tout le contact est adhérent, cela
implique que la partie complémentaire du champ v, est nulle et qu’elle est directement liée
au glissement partiel. Lorsque celui-ci apparait, 'erreur élastique devient importante alors
que Derreur totale reste inférieure a 5 %, niveau que 1’on considére comme raisonnable.

Rq. 2.3.1. I est important de remarquer que ’erreur élastique est directement propor-
tionnelle au pourcentage de la surface de contact en glissement partiel.

2.3.2 Estimation du glissement partiel

A partir des facteurs d’intensité complémentaires dI°, qui représentent le saut de dé-
placement au niveau du contact, et en considérant que la taille de la zone en glissement
partiel est directement proportionnelle a ce saut, on peut avoir acces a 1’évolution de la
zone en glissement partiel.

On peut noter que cette approximation n’est pas capable d’estimer le glissement partiel
lorsque celui-ci est faible. L’extraction des facteurs d’intensité se faisant de maniere globale
sur toute la zone d’extraction, le terme linéaire peut écraser le terme non linéaire lorsque
celui-ci est tres faible.
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FIGURE 2.17 — Evolution de P’erreur et du glissement partiel lors d’un cycle de fretting
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FIGURE 2.18 — Estimation du glissement partiel au cours du temps.
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2.3.3 Chargement non proportionnel

La validité de cette base d’approximation a été aussi testée pour des chargements
non proportionnels. On considére toujours un effort normal constant, mais cette fois-ci
différents efforts tangentiels (dans le plan et hors plan) seront exercés.

Les FIGURES 2.19 & 2.24 montrent les différents trajets de chargement réalisés et le
glissement obtenu. Pour tous les trajets, les efforts tangentiels maximums (Qq et Q)
restent les mémes, seul le trajet du chargement varie.

La FIGURE 2.25 représente 1’évolution des deux erreurs précédemment définies lors d’un
cycle de chargement « S ». Comme pour un chargement proportionnel (cf. CHAPITRE 2.3.1),
Ierreur de reconstruction totale du champ de vitesses reste faible tout le long du cycle,
cela permet de valider cette approximation dans le cas de chargements non proportionnels.

En comparant le glissement associé aux différents trajets de chargement, en termes
de facteurs d’intensité complémentaires 1€, on peut remarquer en FIGURE 2.26 qu’il est
assez différent aussi bien en termes de direction que d’intensité. Malgré le fait que les
chargements tangentiels soient de méme amplitude, il y a une différence non négligeable
en termes d’intensité de glissement.

Pour quantifier cette différence, la FIGURE 2.27 montre la valeur de I’énergie dissipée
dans le contact calculée grace a 'EQUATION 2.44 pour les différents trajets de chargement.
Sur un cycle, cette énergie peut étre multipliée par quatre en fonction du trajet de charge-
ment. Par conséquent, comme le trajet influe sur le glissement et 1’énergie dissipée, on ne
peut pas caractériser un chargement correctement uniquement avec les valeurs maximales
de ses composantes tangentielles. De plus, on s’attend a ce que le trajet de chargement ait
un impact non négligeable sur la durée de vie a amorcage.

La base de champs de référence, identifiée a partir de chargements proportionnels
simples, permet de représenter correctement les champs de déplacements obtenus lors
de trajets de chargements non proportionnels.

Cette analyse permet également de mettre en lumiere la forte influence du trajet de
chargement sur le glissement et 1’énergie dissipée.
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FIGURE 2.22 — Trajet de chargement « C » et glissement obtenu.
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FicURE 2.23 — Trajet de chargement « D » et glissement obtenu.
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FIGURE 2.24 — Trajet de chargement « G » et glissement obtenu.
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FIGURE 2.25 — Evolution de Perreur pour un chargement non proportionnel « S ».
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FIGURE 2.26 — Amplitude et trajet du glissement obtenu exprimé en fonction de I.

2.4 Extension en Fretting-Fatigue

Cette partie est consacrée a ’étude de l'influence d’un chargement de fatigue sur la
description 2D précédemment définie.

On considére un probleme de fretting-fatigue 2D sans effort tangentiel hors plan
(Qur = 0). Un effort normal N et un effort tangentiel dans le plan Q permettent
d’appliquer des conditions de fretting, auxquels s’ajoute une force de fatigue homogene
o dans la partie inférieure (cf. FIGURE 2.28).
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B S D P C G
Trajet

FIGURE 2.27 — Energie dissipée dans le contact par frottement normalisée par rapport a
I’énergie dissipée du chargement « B ».

FIGURE 2.28 — Probléeme de fretting-fatigue.

2.4.1 Influence de la fatigue

Dans un premier temps, la modélisation de 'effet d’une force de fatigue se fait par
I’ajout d’un champ de référence ¢, dans 'expression de la partie élastique du champ de
vitesse (cf. EQUATION 2.48). Ce champ est identifié par une POD sur le champ résiduel v,
(cf. EQUATION 2.47).

Pour des chargements de fatigue en phase ou déphasés (cf. FIGURE 2.29), on s’aper-
¢oit que I’évolution du facteur d’intensité I, associé a la fatigue, est proportionnelle a
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la force appliquée (cf. FIGURE 2.30). Cela montre par la méme occasion que le champ
précédemment défini ¢ est bien caractéristique du chargement de fatigue.

Up =0 — (ve + vc) (2.47)
Ue(P,t) ~ I1(t)¢,(P) + Iu(t)d, (P) + I5(t)$_(P) (2.48)

Rq. 2.4.1. On peut noter que le champ de fatigue a été normalisé de facon d avoir
directement I’EQUATION 2.49.

La FIGURE 2.30a représente I’évolution des facteurs d’intensité pour un chargement
de fretting-fatigue en phase. En comparant I, le facteur d’intensité en mode II associé a
cette simulation de fretting-fatigue avec Iff e facteur d’intensité en mode IT associé & une
simulation de fretting pur (sans la force de fatigue), on peut noter que la force de fatigue
va aussi apporter sa contribution & I7;. Cela se voit trés nettement sur la FIGURE 2.30b ou
les forces de fretting et de fatigue sont déphasées.

On peut donc définir :

IH _ Illi_‘atigue + II};retting (249)

En fonction du déphasage entre les forces de fretting et de fatigue, la contribution
venant de la force de fatigue pourra s’ajouter (cf. FIGURE 2.30a) ou s’opposer (cf FI-
GURE 2.30b) a la force de fretting. Par conséquent, on retrouve ce qui a été montré ana-
lytiquement dans I'EQUATION 2.12 : la force de fatigue a une influence sur le cisaillement
au niveau du contact. Cette influence est directement prise en compte par le facteur d’in-
tensité Ijj.

— N — N
—_— O —_— 0
, —a , —a
| | | | | |
0 2 4 6 8 0 2 4 6 8
Temps [s] Temps [s]
(a) Chargement en phase. (b) Chargement déphasé.

FIGURE 2.29 — Chargement appliqué.
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(a) Chargement en phase.
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(b) Chargement déphasé.

FIGURE 2.30 — Evolution temporelle des facteurs d’intensité linéaires.

2.4.2 Erreur de reconstruction

D’apres 'EQUATION 2.49, Pinfluence du chargement de fatigue est directement prise

en compte avec le facteur d’intensité en mode II. Cependant, en approximant le champ de

vitesses sur la base de fretting précédemment défini, une erreur assez élevée est obtenue

(cf. FIGURE 2.31 : Fretting pur). Cette erreur est supérieure a 15 % alors qu’auparavant,
pour du fretting pur, elle était autour de 5 %. Mais, en utilisant la base de fretting-
fatigue nouvellement définie (cf. EQUATION 2.48), les erreurs de reconstruction obtenues
(cf. FIGURE 2.31 : Fretting-fatigue) sont similaires a celles présentées dans la section CHA-
PITRE 2.3.1 et restent a un niveau correct. La prise en compte du champ de fatigue ¢, est

donc nécessaire afin de reconstruire correctement le champ de vitesses proche du contact.
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B I Erreur totale
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FIGURE 2.31 — Evolution de Perreur pour un cycle de fretting-fatigue.
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Toutefois, en regardant plus précisément la contribution du champ de fatigue comparé
au champ de fretting (cf. FIGURE 2.32), on s’apergoit que sa contribution est faible et
qu’elle n’est pas dans le voisinage immédiat du contact. Par conséquent, on supposera
qu’en s’intéressant uniquement a ’amorcgage de fissure en bord de contact, le champ de
référence lié a la fatigue et son facteur d’intensité associé ne vont pas avoir d’influence,
car la force de fatigue influence déja Iyg.

%10
45
4
35
3
25
2

max
Lyl

max
1 |,

FI1GURE 2.32 — Normes des champs de référence linéaires caractéristiques du mode II et
de la fatigue a l'instant ou les facteurs d’intensité associés sont maximums.

Par la suite, comme on ne s’intéresse pas a la phase de propagation qui est pilotée par
la force de fatigue, mais uniquement & I’amorcage, on négligera le champ de fatigue.

2.5 Prise en compte de la variabilité de I’effort normal

Précédemment, les champs de référence étaient directement identifiés sur un calcul par
éléments finis. Par conséquent, ils étaient donc associés a une position donnée du front de
contact et dépendants de la position des nceuds du maillage éléments finis. Cela n’a pas
posé de probleme, car on travaillait avec un effort normal constant et par conséquent un
front de contact fixe. Cependant, si I'effort normal commence a étre variable, le repeére
de notre modélisation étant un repere mobile, la méthode précédente ne peut pas étre
appliquée, car elle demanderait de ré-identifier les champs de référence pour chaque nou-
velle positon du front de contact. Pour pallier ce probléme, une expression analytique des
champs de référence a été formulée afin de pouvoir les calculer rapidement pour n’importe
quelle position du front.

2.5.1 Expression analytique des champs de référence

Dans le CHAPITRE 2.2.3, il a été montré que les champs de référence linéaires obtenus
étaient tres proches des champs définis dans le cadre de la mécanique linéaire élastique
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de la rupture. Par conséquent pour les champs de référence ¢, ¢ et ¢, les formules
(cf. EQUATIONS 2.1 & 2.3) issues du développement asymptotique de Westergaard [1939]
seront utilisées pour calculer ces champs.

Concernant les champs complémentaires, ceux-ci servent a décrire la non-linéarité liée
au frottement dans le contact, il n’y a donc pas de formulations analytiques pour les décrire
présentes dans la mécanique linéaire élastique de la rupture. Par conséquent, ces champs
seront spécifiquement définis pour les problemes de fretting.

Ces champs complémentaires doivent étre orthogonaux entre eux ainsi qu’avec les
champs linéaires afin de continuer a former une base. Or, de par les symétries du champ
de vitesse, comme les champs correspondant au mode III ont uniquement une composante
suivant z, et les champs correspondant aux modes I et II ont une composante suivant x
et y, certaines conditions d’orthogonalité sont naturellement vérifiées. Il reste uniquement
les relations suivantes a vérifier :

fQ 7% . QI dQ =0
fo ¢, d2=0 (2.50)
Jo jn ¢y dQ=0

Avec, en plus, les conditions aux limites de ces champs sur les deux faces du contact
en glissement partiel :

91(0) = gf.(0) = 1 (
2.51)
I (2m) = gﬁlz(27T) = -1

Afin de simplifier la résolution, des champs solutions, admissibles pour les parties
angulaires, sont formulés en respectant les conditions de parité par rapport a m tel que
I’on peut le voir sur la FIGURE 2.13 :

gﬁy(&) = a*cos (g|9—7r| +%”) +b

9i,0) = [@—7m—c)HO—-—m—c)—(@—m+c)H(O—7+c)]/c+ dx*sin(6)

gi.(0) = (07— YHO -7 —f) = (O -7+ [)H(O -7+ f)] /e +g*sin(0)
+h *sin (0/2)

(2.52)

Avec H(x) qui représente la fonction de Heaviside et a, b, ¢, d, e, f, g et h des constantes
a identifier.

Le systéme comportant plus d’inconnues que d’équation, les variables ¢ et f, qui cor-
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respondent & la pente des courbes pour § = 7 (cf. FIGURES 2.33a et 2.33c¢), sont imposées.
On obtient alors les relations suivantes :

1.754-0.33v—0.5%b—1.50v—0.58av+1.5bv

d 12—1v

c = 0.15

f = 015 (2.53)
g = —1.18+0.0481/e

h = 1+4+0.15/e

Pour identifier les parametres restants (a, b et e), on cherchera a minimiser ’écart
entre les champs issus de la POD et ceux formulés analytiquement.

Apreés minimisation, le jeu de parametres suivant est trouvé :

a = —125
b = 025 (2.54)
1.2

Pour I’évolution radiale, on remarque qu’en normalisant la distance par la demi-aire
de contact a, la distance caractéristique de I'exponentielle est de 0.5, on obtient alors la

formule suivante :
r r
Cl—) = - 2.55
7o (5) =exp (552 (2.55)

Cela est cohérent avec le fait que les gradients au niveau du contact sont inversement
proportionnels a l'aire de contact.

En utilisant Pexpression de l'aire de contact (EQUATION 2.7) et 'analogie faite avec la
mécanique de la rupture (EQUATION 2.38), on peut obtenir une expression en fonction des
parametres du modele et du facteur d’intensité Iy.

fi(r) = exp (—I;L,p (ﬁ;)2/3 r) (2.56)

Rq. 2.5.1. On peut noter la présence de Iy dans ’expression de I’évolution radiale. Par
conséquent, les champs de référence complémentaires ¢S dépendront du chargement et pas
uniquement de la géométrie des piéces en contact. On peut expliquer cela par le fait que
les champs complémentaires représentent la non-linéarité liée au glissement partiel et que
celui-ci dépend de Uaire de contact (c¢f. EQUATION 2.11) et par conséquent de l’effort nor-
mal. Plus l’aire de contact sera importante, plus le gradient de contrainte et la décroissance

exponentielle seront faibles.
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2.5.2 Comparaison avec les champs éléments finis

En comparant les expressions analytiques des champs obtenus précédemment (cf.
EQUATION 2.52) avec les champs obtenus par éléments finis, on observe sur les FIGURES 2.33a
a 2.33c des écarts importants. En effet, les évolutions angulaires des champs analytiques
coincident seulement pour des orientations de 0, m et 2w qui correspondent au plan de
contact. Cependant, on voit sur la FIGURE 2.34 que I’évolution radiale est bien décrite.

2.5.2.1 Nouvelles erreurs de reconstructions

En regardant I’évolution des erreurs précédemment définies dans les EQUATIONS 2.45 et
2.46 pour le méme chargement non proportionnel que dans le CHAPITRE 2.3.3, on observe
sur la FIGURE 2.35 que celles-ci sont plus élevées qu’en utilisant les champs identifiés
par éléments finis. Cela s’explique par le fait que les champs complémentaires identifiés
précédemment ne permettent pas de représenter correctement le champ de vitesses pour
des orientations autres que 0° et 180°. De plus, il y a aussi des petits écarts entre les
champs issus de la mécanique de la rupture et les évolutions angulaire et radiale des
champs obtenues grace a la décomposition POD.

Cependant, comme précédemment, en rajoutant la partie complémentaire dans ’ap-
proximation du champ de vitesses, on obtient une erreur de reconstruction plus faible.
Cela montre que 'influence du glissement partiel est prise en compte et cela entraine une
meilleure approximation. Néanmoins ’erreur totale maximale reste tout de méme assez
élevée.

En s’intéressant aux différences entre les facteurs d’intensités, identifiés a partir des
champs éléments finis et ceux identifiés avec les champs analytiques, on peut remarquer
dans la FIGURE 2.36 que l'utilisation des champs analytiques entraine une surestimation
des facteurs d’intensité linéaires.

Concernant les facteurs d’intensité complémentaires représentés sur la FIGURE 2.36, ils
sont plutét bien décrits avec 'utilisation des champs analytiques.

La FIGURE 2.37 montre les écarts obtenus en terme de glissement cumulé ou d’énergie
dissipée calculée d’aprés 'EQUATION 2.44. On obtient au maximum 15 % d’écart. Bien
que cela puisse paraitre important, on considere cette erreur comme acceptable au vu des
possibilités offertes par I'utilisation de champs de référence issus de formulations analy-
tiques. Cela permet de gagner en temps de calcul, car il n’est plus nécessaire de réaliser des
étapes de calcul ou de post-traitement supplémentaires (cf. section CHAPITRE 2.2.3). Mais,
le principal intérét apparailt lorsqu’on a affaire a des cas de chargement variable entrainant
un déplacement du front de contact. On se retrouve alors a travailler dans un référentiel
mobile nécessitant de recalculer I’ensemble des champs de référence a chaque pas de temps,
ce qui serait difficile en identifiant les champs a partir de simulations éléments finis.



2.5. Prise en compte de la variabilité de I’effort normal

71

1 -
0.5
= ol
=
—0.5|
-1
0

vl |-

™

0

5 1.5
[ . 1 &
B o=
[
- = -1 0.5
— Analytique — Analytique ,
— Elements finis | — Elements finis 0
I L I I I |
3m 2 0 s ™ 3m 2
2 2 2
0
— Analytique
— Elements finis ||
| | |
0

F1GURE 2.33 — Comparaison entre I’évolution angulaire des champs
mentaires et celles issus de la POD.

FIGURE 2.34 — f¢ - Comparaison

issue de la POD.

0.8

0.6

0.4

0.2

T T T

Taille du contact [mm] ||
—0.25

0.50

—0.75
—1.00
—1.25
---- Analytique

entre 1’évolution

0.5

1 1.5
r/a

analytiques complé-

radiale du champ analytique et celui



72 Chapitre 2. Description non locale

30 1 1
—— Erreur élastique
—— Erreur totale
25 H
S :
—
=
e
5 151 8
10 |- -
5 | | |
0 2 4 6 8

Temps [s]

FIGURE 2.35 — Evolution de I'erreur durant un cycle pour un chargement « S ».
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F1GURE 2.36 — Comparaison des facteurs d’intensité obtenus avec les champs de référence
analytiques et éléments finis pour les trajets « S » et « G ».

2.5.2.2 Application avec un effort normal variable

Maintenant que 'approche utilisant les champs de référence analytiques a été validée,
on va regarder ce qu’il se passe quand le front de contact est mobile. Pour cela, on applique
un chargement avec un effort normal variable (cf. FIGURE 2.38a), déphasé par rapport a
la force de fretting, entrainant un déplacement du front de contact (et donc du référentiel
d’étude) au cours du temps.
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FIGURE 2.37 — Erreur entre 1’énergie dissipée (et le glissement cumulé) calculée en utilisant
les champs de référence analytiques ou issus du calcul par éléments finis.

En projetant le champ de vitesses issu de la simulation éléments finis sur les champs
analytiques, on obtient les facteurs d’intensité présentés sur la FIGURE 2.38b. Ceux linéaires
sont directement proportionnels au chargement appliqué a I’exception pres que Iy est plus
important lorsque l'effort normal est faible, car il dépend aussi de la pression de contact

(cf. EQUATION 2.41).

I I I
— Effort tangentiel | | 110
00 \ —_ Eff(?rt normal ||
—— Fatigue
Z 200 .
8
5
= 0
—200 |- .
l l l l l 1 _10
0 5 10 15 0 5 10 15
Temps [s] Temps [s]
(a) Chargement appliqué. (b) Facteurs d’intensité.

FI1GURE 2.38 — Cycle de fretting avec effort normal variable.

Concernant les erreurs de reconstruction du champ de vitesses, on peut remarquer
FIGURE 2.39 que 'erreur est maximale & ¢ = 7.5s qui correspond au moment ot le ratio ;%
(et donc la taille de la zone en glissement partiel) est maximal. Mais comme précédemment,

la prise en compte de la partie complémentaire permet de mieux approximer le champ de
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vitesses en prenant en compte la partie en glissement partiel.
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FIGURE 2.39 — Evolution des erreurs de reconstruction durant un cycle de fretting avec
effort normal variable.

2.5.2.3 Nouvelle méthodologie

La FIGURE 2.40 et PALGORITHME 2 résument les étapes de la méthode permettant
de calculer les champs de référence et les facteurs d’intensité dans le cadre d’un front de
contact mobile.

On peut noter que cette méthode nécessite d’itérer sur chaque pas de temps pour
mettre a jour la position du front de contact et les champs de référence. Cependant, le
colit en temps de calcul est moindre, car les champs de référence sont tous spécifiés de
fagon analytique et qu’il n’y a pas besoin de les identifier en utilisant la POD.

Grace a cette nouvelle méthodologie et aux champs de référence définis analytique-
ment, on peut avoir acces facilement aux facteurs d’intensité afin de caractériser les
problemes de fretting-fatigue, et ce méme dans des cas de chargements non propor-

tionnels et variables.
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Algorithme 2 : Identification des facteurs d’intensité a partir des champs ana-
lytiques

Input : Parameétres matériaux et géométrique : E, v, R
Front de contact : Xy g, Uc /g
Neeuds : Xi/R? Qi,t/R

1 Pour chaque pas de temps ¢
2 Pour chaque noeud i
U, - U,
3 K@t _ —z,t—}—l/RAt 2it/R
4 Ki,t = Kz‘,t/R - KC/R
5 1@ = Xz‘/R - Xc,t/R
6 o, = [« (Xi) g« (Xi)
7 7QiZ:f* (XzallaEaR)gi(Xl)
T Nig, -4
D e mvig

* Ed)CZ .¢ci
Pl Ik

10 lt :lt_l —|—It

1 | 1et=gett 4 O

Output : Facteur d’intensité : I, I¢
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Simulation
éléments finis

v v

Zone d’intérét Front de contact
Uii/r» Xi/r Uci/r» Xoy/r
l l

v

Définition du champ de vitesses et changement de référentiel
Zi,bxi,t

A\ 4

Calcul des champs de référence a partir des formules analytiques
it it it
bt (et 1§ t=t+ At
ci,t ¢ci,t
Y o Ym

v
Identification des facteurs d’intensité ’

ittt
II] ItH’.I?I ’
C c
III ’IIII

v ,
Facteurs d’intensités
1,I°

FIGURE 2.40 — Méthode de partitionnement et d’identification des champs de référence.
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2.6 Applications

Maintenant que la méthode de partitionnement et d’identification des facteurs d’in-
tensité a été présentée, nous allons voir quels sont les avantages a décrire les problémes de
fretting-fatigue en utilisant ces quantités non locales.

2.6.1 Frontiere d’amorcage

Un des principaux avantages de cette description est la caractérisation des frontieres
d’amorcages des fissures. Plusieurs études (Bellecave [2015], Amargier et al. [2010]) ont
montré que l'effet de gradient, qui est lié au rayon du cylindre en contact, empéche de
pouvoir tracer des frontieres d’amorgage uniques lorsqu’on utilise les quantités locales de
la mécanique du contact : la pression de contact pg et le cisaillement maximum ¢,qz-
En effet, sur la FIGURE 2.41a on observe trois frontieres d’amorcgage différentes, une pour
chaque rayon du cylindre en contact.

Cependant, en utilisant les facteurs d’intensité linéaires qui prennent directement en
compte Deffet du gradient (cf. EQUATIONS 2.38 et 2.41), il est possible d’avoir une frontiére
d’amorcage unique, indépendante de la géométrie des pieces en contact (cf. FIGURE 2.41D).

2.25 — — 20 — :
‘\ \\\ ~l \ R
eoering A ‘o 1 H .‘\ @20 mm ||
N\ L \\\ AN A 40 mm
175} ‘| A *. 15} — m80 mm |/
£ i R b 1 = f "\ ]
o e .. -
[o - \\\\ .A
125 R B 10 .
W30 mm L
F A40 mm "B 3 B
@20 mm
075 I I | | | 5 | | |
0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1 0.2 0.6 0.8 1

(a) Diagramme local utilisant les quantités de

Qmax/ HPo

la mécanique du contact (Amargier et al.

In/ph

(b) Diagramme non local utilisant les
facteurs d’intensité (Montebello [2016]).

[2010]).

FIGURE 2.41 — Frontieres d’amorcage en fretting pur pour trois rayons de contact différents.

Ce phénomene apparait aussi pour des essais de fretting-fatigue, en tracant, la frontiere
d’amorgage dans un diagramme local (%) pour des essais avec différentes forces de fatigue,
on observe différentes frontiéres, une pour chaque force de fatigue (cf. FIGURE 2.42a). Plus
la force de fatigue est importante, plus la force de fretting nécessaire a I’amorcage doit
étre faible pour un nombre de cycles donné. Alors que, en tracant cette méme frontiére en
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fonction du facteur d’intensité It qui prend en compte a la fois la fatigue et le fretting,
les trois courbes se superposent et définissent une seule frontiere (cf. FIGURE 2.42Db).

1 : 1 :
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(a) Diagramme local utilisant les quantités de  (b) Diagramme non local utilisant les facteurs
la mécanique du contact (Meriaux [2010]). d’intensités.

FIGURE 2.42 — Frontiére d’amorgage en fretting-fatigue avec trois forces de fatigue diffé-
rentes.

Ainsi, formulées a partir des facteurs d’intensité, les frontiéres d’amorcage obte-
nues pour divers rayons de cylindres coincident sur une méme courbe maitresse.
Cela peut permettre d’identifier 'amorcage sur des géométries simples (cylindre/plan
par exemple) pour transférer les résultats obtenus vers des géométries complexes
(aube/disque).

2.6.2 Influence du maillage

Le deuxiéme avantage est la faible influence du maillage sur les facteurs d’intensité
linéaires. La FIGURE 2.43 montre I'influence du nombre d’éléments dans le demi-contact
pour une géométrie cylindre/plan sur les facteurs d’intensité pour un chargement non
proportionnel de type « S ». On observe que les facteurs d’intensité linéaires sont tres peu
sensibles a la taille du maillage tandis que pour les complémentaires, lorsque le nombre
d’éléments est inférieur a 40, I’écart augmente tres rapidement. Par conséquent, il faut un
maillage suffisamment fin si on veut avoir une estimation correcte du glissement partiel.
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FIGURE 2.43 — Evolution des écarts en fonction du nombre d’éléments dans le demi-contact.

2.7 Conclusion partielle

Ce chapitre a permis de présenter une modélisation non locale des problemes de fretting
3D soumis a des chargements complexes, permettant de représenter le champ de vitesses
autour du front de contact avec uniquement 5 degrés de liberté plus la position du front de
contact et des champs de référence. Des formules analytiques, issues en partie de la méca-
nique de la rupture, ont été données pour I’ensemble des champs de référence permettant
de les calculer rapidement et d’obtenir les facteurs d’intensité caractérisant le chargement
subi par le contact et le glissement partiel.

Cette modélisation a été formulée dans le but de prendre en compte leffet de gradient.
Elle montre tout son intérét lorsqu’on trace des frontieres d’amorgage de fissure dans un
diagramme (I1,/1) au lieu de (gmaz,pPo), car on obtient une frontiere d’amorgage unique,
indépendante du rayon du cylindre en contact dans le cas d’un essai cylindre/plan.

On a aussi montré que le trajet de chargement avait un impact important sur le
glissement partiel, mais aussi sur 1’énergie dissipée par frottement dans le contact. Par
conséquent, I'impact sur la durée de vie a amorgage risque d’étre important.

De plus, comme les facteurs d’intensité linéaire sont basés sur la mécanique de la
rupture et, par conséquent, sur le comportement linéaire autour du front de contact, ils
sont peu sensibles a la taille de maille. Cependant, pour caractériser le glissement partiel
avec les facteurs d’intensité complémentaires, un maillage fin est tout de méme requis.
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Afin de pouvoir utiliser cette modélisation avec des maillages grossiers, une approche
incrémentale & variable interne représentant le glissement partiel sera formulée afin d’avoir
un niveau de précision satisfaisant sur les facteurs d’intensité complémentaires et, par
conséquent, sur le glissement partiel et I’énergie dissipée.



Chapitre

Modele incrémental : Prise en
compte des chargements et
géométries complexes

Ce chapitre présente le principe et les hypothéses du modéle
permettant de décrire de facon incrémentale le glissement
partiel apparaissant dans un contact soumis d du
fretting-fatigue. Ce modéle est formulé a partir des facteurs
d’intensité obtenus grace a la méthodologie présentée dans le
chapitre précédent.
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3.1. Contexte

3.1 Contexte

Le chapitre précédent a permis de mettre en lumiére certaines particularités des charge-
ments variables en fretting-fatigue. En fonction de la non-proportionnalité du chargement
tangentiel, le glissement obtenu peut étre tres différent. De plus, soumis a un effort nor-
mal variable, le front de contact et, par conséquent, la zone en glissement partiel, vont se
déplacer spatialement. Pour des géométries complexes, ou il n’y a pas de solutions analy-
tiques, il va donc falloir des maillages tres fins pour pouvoir quantifier le glissement et le
déplacement obtenus.

Cette partie a pour but de mettre en place un modele permettant de prédire le glis-
sement partiel et le déplacement du front de contact pour des chargements variables. Ce
modele sera formulé de facon incrémentale afin de prendre en compte précisément les
chargements variables et non proportionnels, sans avoir a les approximer en définissant un
cycle équivalent. Cette approche présente aussi I’avantage de pouvoir prendre en compte
les effets dépendants du temps comme I’évolution des parametres matériaux au cours d’un
essai de fretting.

3.2 Modele incrémental pour la prédiction du glissement

La prédiction du glissement apparaissant en bord de contact dans les problemes de
fretting-fatigue est un phénomene complexe, nécessitant un maillage fin afin de le déter-
miner avec précision. Elle est importante car le glissement joue un réle important dans
I’amortissement et la durée de vie des contacts. Pouvoir le prédire précisément avec des
temps de calcul rapides est donc un enjeu important. De plus, les chargements présents
dans un contact aube/disque sont variables au cours du temps aussi bien en amplitude
qu’en direction. Par conséquent, il faut nécessairement un modele 3D qui, couplé a une
approche incrémentale, permet de décrire le chargement au cours du temps sans avoir
besoin de le simplifier.

3.2.1 Meéthodologie

A partir des courbes observées précédemment 'idée est de mettre en place un modéle
de comportement avec variables internes permettant de prédire la non-linéarité due au
frottement.

La FIGURE 3.1 montre un cycle I - If; obtenu pour une simulation de fretting avec un
chargement tangentiel dans le plan. La forme de la courbe peut faire penser a une courbe
o-¢ pour des comportements élastoplastiques, avec notamment la présence d’un seuil,
ou Iy évolue et If; reste quasiment nul, caractérisant un état adhérent ou le glissement
est négligeable. Par analogie avec les modeles de plasticité, on cherchera & caractériser
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le domaine linéaire et la direction locale du glissement partiel (analogue a la direction
d’écoulement) afin de pouvoir effectuer la prédiction du glissement de la méme fagon que
la prédiction de la déformation plastique.

[
5 - |
5 of |
_5] ' i
— Glissement dI,. # 0
Adhérence dI, ~ 0
| | |

-5 0 5
I 104

FIGURE 3.1 — Cycle Iyj - If; analogue a une courbe o-¢.

3.2.1.1 Domaine linaire

Afin de voir comment modéliser le glissement partiel, des simulations, avec un effort
tangentiel dans le plan et hors plan, ont été réalisées en se focalisant sur la direction du
glissement partiel et la taille du domaine d’adhérence.

Taille du domaine d’adhérence Il a été montré dans le CHAPITRE 2.3.1 que lorsque
du glissement apparait, les deux erreurs (£ et &orq1) précédemment définies divergent.
Cela nous permet d’établir un critére pour 'apparition du glissement :

gel - gtotal > 5% (31)

Pour identifier la taille et la forme de la surface d’adhérence, trois étapes ont été
effectuées :

— un chargement initial afin d’avoir du glissement partiel.

— une petite décharge afin de retourner dans un état considéré comme totalement
adhérent.

— un chargement final afin de déterminer la valeur seuil de I, a partir de laquelle
le glissement partiel apparait, et la direction du glissement d/¢ a I'instant ou le
glissement apparait.
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FIGURE 3.2 — Direction du chargement et seuil obtenu.

A partir d’un état donné (Iy = 8, It = 2.6 et Ir;; = 4.3 dans ce cas-1a) ou le contact est
supposé adhérent, 30 simulations ont été réalisées avec une direction de chargement tan-
gentiel différente afin de déterminer le moment ou du glissement commence & apparaitre.
Les résultats sont présentés dans la FIGURE 3.2. On remarque que la surface obtenue peut
étre approximée par un cercle.

Evolution du domaine d’adhérence Les étapes précédentes ont été réalisées pour
différents chargements initiaux afin de voir comme évolue cette surface. La FIGURE 3.3a
montre les surfaces seuils obtenues, pour 3 instants donnés, lors d’un chargement propor-
tionnel. On peut noter que la taille et la forme de la surface ne changent pas, mais qu’il y
a un déplacement de son centre.

L’identification du centre de la surface seuil a aussi été faite durant un chargement non
proportionel. Cette fois ci, on considére que la taille de la surface est fixe, et on s’intéresse
uniquement a I’évolution du centre de celle-ci. La FIGURE 3.3b montre le chargement simulé
ainsi que les positions du centre de la surface seuil identifiées le long de ce chargement.

Il important de noter que le centre ne suit pas tout le temps la direction de chargement,
on le voit notamment lorsque la direction du trajet de chargement change.

Direction du glissement Maintenant, on s’intéresse a la direction de glissement pour
voir comment se déplace la surface seuil. A partir de la FIGURE 3.2, on peut, pour chaque
point, tracer le vecteur dI¢ qui représente la direction du glissement lorsque celui-ci appa-
rait. Les résultats obtenus sont présentés sur la FIGURE 3.4.
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(a) Chargement proportionel. (b) Chargement non proportionel.

FIGURE 3.3 — Evolution de la surface seuil.

I
X

FIGURE 3.4 — Surface seuil et direction du glissement.

En comparant la direction de glissement avec la normale a la surface seuil définie
précédemment et a la direction de chargement, on s’apercoit dans la FIGURE 3.5 que la
direction de glissement n’est pas liée a la direction de chargement. On peut aussi noter
qu’elle est tres proche de la direction normale a la surface seuil.
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FIGURE 3.5 — Direction du glissement.

3.2.2 Analogie avec les modéles de plasticité

La démarche, présentée ici, est comparable & ce qui est fait en plasticité. A travers
les différentes simulations réalisées précédemment, on a pu caractériser le phénomene de
glissement :

— Existence d’une surface seuil circulaire associée & un phénomene dissipatif (glisse-
ment).

— Déplacement sans changement de taille de la surface.

— Direction du glissement lié & la normale de la surface seuil définie.

Si on fait une analogie avec la plasticité, ce comportement est caractéristique d’un
écrouissage cinématique.

3.2.2.1 Modeéles d’écrouissage cinématique existants

Afin de modéliser le comportement observé, deux lois d’écrouissage cinématique clas-
siques ont été regardées : le modele linéaire de Prager [1949] et le non linéaire de Frederick
et Armstrong [2007]. Les résultats sont présentés sur la FIGURE 3.6. Pour chaque modeéle,
deux jeux de parameétres ont été testés.

Pour le modele linéaire, le premier jeu de parametres représente bien la simulation
uniquement pour I'amplitude maximale tandis que le deuxieme permet d’avoir une repré-
sentation correcte du glissement pour des amplitudes moyennes a hautes. Le probléme
vient de la non-linéarité qui n’est pas bien représentée, par conséquent, avec des charge-
ments d’amplitudes variables, les erreurs peuvent étre importantes. Concernant le modele
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non linéaire, on peut avoir une trés bonne représentation de la premiére charge (évolution
monotone) ou de 'amplitude (créte a créte) de glissement durant un cycle. Cependant, il
n’est pas capable de représenter le comportement cyclique du chargement.

Linéaire Non-linéaire
T T T T T T T T
10 |- s = el
s o) o 1
/, -
P/ 2 - - - Simulation - - - Simulation
—10| — Pl | B — AF1
P2 — AF 2
| | T T | | T T
-2 -1 0 1 2 -2 -1 0 1 2
N 1074 i 1074

FIGURE 3.6 — Prédiction de I{j en utilisant les modeles de Prager et Armstrong-Frederick

3.2.2.2 Modéle retenu

Les deux modeles précédents n’ont pas montré satisfaction. Cependant comme le mo-
dele linéaire permettait de modéliser correctement le comportement cyclique, mais n’était
pas adapté pour représenter la non-linéarité obtenue, un modeéle multilinéaire (Mréz [1967])
a été choisi afin de mieux la représenter (cf. FIGURE 3.7).

T T T T T
10 e
S0 |
—10 |- - Simulation e
—— Modeéle bilinéaire
i | I | | 1 I
-2 -1 0 1 2

Iy 1074
FIGURE 3.7 — Prédiction de I{fj en utilisant un modele bilinéaire.

Ce modeéle est constitué d’une surface seuil déterminant quand la non-linéarité apparait
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et de une ou plusieurs surfaces de glissement venant modifier I'intensité et la direction de
la non-linéarité.

3.2.3 Modélisation

Pour modéliser ce comportement semblable a un écrouissage cinématique, un modele
multilinéaire est choisi. La variable d’entrée du modele sera I = 2 (I11, Itir) afin d’avoir
I

une grandeur normalisée, comprise entre 0 et 1, pour tout type de chargement et de
matériaux.

On considére N, surfaces seuils caractérisées par leur centre I x, et leur rayon fyi s la
premiere est la surface d’adhérence qui déterminera si du glissement partiel apparait ou
non et les Ny — 1 suivantes sont les surfaces de glissements qui s’activeront & mesure que
le glissement partiel sera de plus en plus important afin de représenter correctement la
non-linéarité observée.

La surface d’adhérence permettant de déterminer la frontiére entre un comportement
totalement adhérent et en glissement partiel est définie par :

fr=||I-ILx,|| - <0 (3.2)

Puis les surfaces de glissement (fyk < fyk .. ) sont définies pour modéliser le compor-
tement lorsque le glissement partiel devient de plus en plus important :

fi =|[I-Iy||~Ty <0 (3.3)

ke€([2,Ng]

Avec, en plus, une condition afin d’éviter I'interpénétration entre les surfaces :

<0 (3.4)

Rq. 3.2.1. La condition de non interpénétration fk est plus stricte que celle empéchant
de sortir de la surface d’écrouissage fi. Par conséquent, en la respectant on validera né-
cessairement la condition fi.

Pour un incrément de chargement dI deux cas sont alors possibles :

— f1 <0, tout le contact est supposé adhérent. On a alors dI¢ = 0.

— f1 > 0, la surface d’adhérence et potentiellement celles de glissements sont activées
entrainant un déplacement de leur centre et du glissement.
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Le déplacement de la surface d’adhérence se fait alors en respectant la regle de norma-
lité :

dlx, = Ain (3.5)

Ou n représente la normale a la surface d’adhérence :

of1
oI

ﬂ:

Et A1, le multiplicateur de glissement, permettant de résoudre Péquation f; = 0 (cf.
EQUATION 3.2)

Pour les surfaces de glissement, plusieurs conventions existent pour modéliser leur
déplacement (cf. Meggiolaro et al. [2015]). Dans notre cas, le déplacement se fera suivant
la normale au contact entre les deux surfaces afin de minimiser leur déplacement.

Ou my, représente la normale de contact entre les surfaces k—1 et k. Et e, le multiplicateur
de glissement, permettant de résoudre I’équation fr = 0 (cf. EQUATION 3.4).

Un incrément de glissement est créé pour chaque déplacement d’une surface et est
proportionnel a celui-ci :

N,
dI°=Hg- Y dly, (3.8)
=1

Avec Hg, le module de glissement qui est commun & chaque surface.

Ce modele permet donc, a partir de I et des parametre Hg et Iy;, d’avoir acces a une
approximation des facteurs d’intensité complémentaires €.

3.2.4 Implémentation

On considere un cas général avec Ny surfaces seuil. La FIGURE 3.8 montre a la fois une
visualisation de la modélisation analogue & la théorie de Mro6z et une théorie héréditaire
permettant ainsi de faciliter 'implémentation (cf. Zhang et al. [2018]).
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FIGURE 3.8 — Modélisation des surfaces seuils

Dans le premier cas, on a une représentation classique ou les surfaces sont les unes
dans les autres. Dans le second cas, la surface d’adhérence et le centre des surfaces de
glissements ne changent pas. Seul le rayon des surfaces de glissements est modifié. Ainsi,
on peut voir cette représentation comme une succession d’écrouissage linéaire ot la surface
k sera pilotée par le centre de la surface k—1. Dans les deux cas on retrouve bien les mémes
directions de glissement m;.

Pour cela, on définit des pseudo-surfaces pour les Ny — 1 surfaces de glissement définies
par le méme centre que précédemment, I Ix, mais de rayon Iy, = ka ka L avec k € [2..N]
On arrive ainsi a ces nouvelles équations :

Ao iR -R <o

FE S £ o St
k€[2,Nq]

(3.9)

Dans un premier temps, pour un incrément de chargement on suppose le comportement
totalement adhérent.

Il n’y a donc pas de déplacement de la surface d’adhérence :

~tr =t
Ix, = Iy, (3.10)

Puis on vérifie cette hypothese, en regardant si la surface d’adhérence est activée ou
non.
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S (|7l str ] 3
f1 :Hl —Ix || —In (3.11)

. . e
Si f1t+1 < 0, 'hypothese est correcte, Iy, = Iy, .

. i+l , ., , .
Si ft1+ > 0, la surface d’adhérence est activée, son centre se déplace et du glissement
partiel apparait.

Le déplacement de la surface se fait dans une direction normale a celle-ci :

~t4+1
I —1Iy
T (3.12)
s
Avec un incrément de déplacement permettant de résoudre 71t T _0.
~t ~t41  ~t ~
HAlxl = (l - lx’;) n— Iy, (3.13)
Et, on met a jour la nouvelle position du centre de la surface d’adhérence :
~4+1 ~t
Iy, = Iy, +||AL, (3.14)

Puis, de la méme fagon, on vérifie pour chaque pseudo-surface de glissement k € [2..Ng]
si elles sont activées en supposant initialement qu’elles ne le sont pas.

~tr ~t
Iy, =1Ix, (3.15)

On vérifie cette hypothese :

t+1

—t+1 ~t -
Fi ' = ||, — L || = Tv <0 (3.16)

~t+1 =t
Si I'hypothese est vérifiée : I Xt =1 er

Sinon, il y a un déplacement du centre dans la direction normale a la surface au niveau
du point de contact :

~t+1 =tr
Iy -1
S (3.17)

IXk 1 IXk

|
B

= ‘ ~i+1 ~tr
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~t ~t+1 ~tr -
HAleH = (le.,l - lxk) my — Ty, (3.18)
Et on met a jour la nouvelle position du centre :
S+l ot ~t
On définit I'incrément de glissement en sommant la contribution de chaque surface :
~ ¢ Ne
Al = Hg) Aly, (3.20)

=1

Rq. 3.2.2. Si la surface seuil i n’est pas activée, la surface i + 1 ne [’est pas non plus.

Les différentes étapes du modele incrémental de prédiction du glissement sont présen-
tées dans 'ALGORITHME 3.

Rq. 3.2.3. L’implémentation a été réalisée de facon explicite permettant une implémenta-
tion plus simple du modéle. Cependant, sous cette forme, la discrétisation du chargement
a une influence sur la réponse du modéle. Dans la suite, on considérera des incréments de
chargements suffisamment petits pour pouvoir négliger cette influence.

3.2.5 Validation

Un modele incrémental de prédiction du glissement a ainsi été construit. Maintenant,
les résultats obtenus avec le modeéle seront comparés aux résultats issus des simulations
éléments finis afin de le valider. Tout d’abord, on s’intéressera uniquement aux chargements
avec un effort normal N constant.

3.2.5.1 Chargement uniaxial

Dans un premier temps, on regardera comment se comporte le modele pour un char-
gement de fretting uniaxial (Qrr = 0) avec une amplitude tangentielle variable et un
effort normal constant. La FIGURE 3.9 montre ’évolution de Ity en fonction I issue de la

simulation et de If; prédit par le modele.

Cela permet de voir que 'utilisation d’un modele bilinéaire permet de prédire glo-
balement le glissement aussi bien pour de faibles amplitudes que pour de grandes. Pour
quantifier plus précisément les écarts, on définit 'approximation du champ de vitesses
dans un repere attaché au front mobile du contact en utilisant cette fois-ci les facteurs
d’intensité complémentaires prédits par le modeéle Ic:
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Algorithme 3 : Prédiction du glissement
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Input : Facteur d’intensité : I

Parameétres du modele :

Pour chaque pas de temps ¢ :
~1
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~tr
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= Hlt+1 ~ Iy - T
Si f, oo
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g
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e
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Pour chaque surface de glissement £ :
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> Direction
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F1GURE 3.9 — Prédiction du glissement pour un chargement uniaxial d’amplitude variable

U(P,t) ~ I1(t)¢,(P) + Inu(t)¢y, (P) + fur(t) ¢y, (P) + fCH(t)jI (P) + I’y (t) o (P)
(3.21)

Puis, de la méme facon que dans le CHAPITRE 2.3.1, on définit ’erreur dite « de modele »
associé a cette approximation :

v—10)2
Emod = fQ}( )2) (3.22)
olb

La FIGURE 3.10 montre I’évolution des différentes erreurs durant les cycles de charge-
ments. On peut noter que 'erreur de modele &,,,,q est évidemment plus élevée que l'erreur
totale, mais reste bien plus faible que ’erreur élastique. De plus, lors de ce cycle, elle reste
en dessous de 10 % ce qui est convenable.

3.2.5.2 Non proportionnel

Concernant les chargements non proportionnels, ’ensemble des trajets (cf. FIGURE 3.11),
illustrés dans le CHAPITRE 2.3.3, ont été testés par le modele afin de pouvoir estimer la
validité du modele pour des cas de chargements complexes et non proportionnels.
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FIGURE 3.10 — Evolution des erreurs de reconstruction lors d’un chargement uniaxial

d’amplitude variable
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F1GURE 3.11 — Amplitude et trajet des différents chargements testés exprimés en fonction

de I.

En comparant les évolutions des facteurs d’intensité complémentaires issus de la simu-
lation éléments finis et ceux prédites par le modele (cf. FIGURE 3.12), on peut noter que
les directions sont correctement reproduites. Cependant, si 'on s’intéresse aux intensités,

le modele semble plutot les surestimer.
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F1GURE 3.12 — Comparaison entre les facteurs d’intensité complémentaires issus de la
simulation et ceux prédits par le modele
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Pour quantifier plus précisément ’erreur faite par le modele, on peut regarder 1’écart
entre les prédictions du modele incrémental et la simulation numérique complete par élé-
ments finis, sur des quantités d’intéréts pour les bureaux d’études, telles que 1’énergie
dissipée et le glissement cumulé (cf. FIGURE 3.13). Cette fois, on s’apercoit que malgré
les différences visibles, il y a relativement peu d’écarts (moins de 7 %) sauf pour le trajet
« G », ou I’écart sur le glissement cumulé atteint les 20 %.

20 T T T T |

B0 Energie dissipée
BE Glissement cumulé

B S D P C G
Trajet de chargement

FIGURE 3.13 — Ecart obtenu avec les facteurs d’intensité issus de la simulation et ceux
prédits par le modele

Pour comprendre d’out vient cet écart important, on peut regarder plus précisément le
trajet « G ». On peut noter que c’est un des trajets présentant le moins de glissement. Or,
c’est avec des amplitudes faibles que le modele produit beaucoup d’écart si le nombre de
surfaces seuils n’est pas suffisant pour décrire précisément la non-linéarité. La FIGURE 3.14
compare "amplitude du glissement cumulé en fonction de sa direction au cours d’un cycle
pour les trajets « C » et « G » qui sont les trajets présentant le moins de glissement. Cela
permet de représenter les directions de glissement sollicitées au cours d’un cycles et les
amplitudes associées

On peut s’apercevoir que le trajet « C », qui sollicite moins de directions mais avec des
amplitudes plus importantes, est celui pour lequel le modele prédit le mieux le glissement.
Par conséquent, la non-proportionnalité importante, couplée a 'amplitude de glissement
assez faible peuvent expliquer les écarts importants obtenus pour le trajet « G ».
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F1GURE 3.14 — Amplitude du glissement en fonction de 'orientation au cours d’un cycle
pour les trajets de chargement ‘G’ et 'C’

3.3 Modele de déplacement du front de contact

Le déplacement du front de contact lié & une variation d’effort normal N entraine
un déplacement de la zone en glissement partiel. Or la localisation de cette zone est tres
importante, car c’est a cet endroit-la que les fissures vont avoir tendance a s’amorcer.
Cependant, avec des maillages grossiers, la position de cette zone sera liée a la taille du
maillage au niveau du contact. Par conséquent, on ne pourra pas avoir une position précise
avec un maillage grossier. Dans cette partie, nous verrons comment relier la position du
front de contact aux facteurs d’intensité linéaires qui dépendent peu du maillage.

3.3.1 Meéthodologie

Le déplacement du front de contact est lié a une variation d’effort normal. D’apres
IEQUATION 2.7 caractérisant ’aire de contact selon Hertz, la position du front de contact
est proportionnelle & :

X, x \/NR/E* (3.23)

Or, d’apres 'EQUATION 2.38, on a :

4 _
N« IFRSE*S (3.24)
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D’ou : s .
X.x IFRIE*S (3.25)

En différenciant I’équation précédente on obtient alors la relation liant le déplacement
du front de contact a la variation de Ij.

R\3

_1
dX, <E> I} 3dI (3.26)

On a alors une équation permettant d’exprimer le déplacement du front de contact
d X, en fonction du facteur d’intensité en mode I. Cette équation integre aussi I'influence
de la géométrie avec R (rayon de courbure local équivalent) et du matériau E* (module
de Young équivalent).

3.3.2 Validation

Pour valider I’équation obtenue, une simulation avec un effort normal N variable est
réalisée. Aucun effort tangentiel (Q n’est appliqué afin de caractériser uniquement le dé-
placement du front lié a une variation d’effort normal.

La FIGURE 3.15 compare 1’évolution du front de contact estimée par Abaqus avec un
maillage fin (50 pm) et un maillage grossier (250 pm), la solution analytique issue de la
théorie de Hertz (cf. EQUATION 2.7) et le déplacement du front prédit par l'approche
incrémentale en utilisant le facteur d’intensité I; calculé avec le maillage grossier.

On peut voir qu’avec un maillage fin, on retrouve la solution théorique de Hertz tandis
que lorsque le maillage est trop grossier, le déplacement du front est assez mal représenté.
Cependant, avec ’'approche incrémentale basée sur le maillage grossier, on arrive quasiment
a étre superposé avec la solution théorique méme avec un maillage grossier.

3.4 Parametres du modele

Dans les deux parties précédentes, un modele de prédiction de glissement dans un
contact soumis a du fretting avec un effort normal constant et un modele de déplacement
du front de contact di & un effort normal variable ont été présentés. Cependant, les deux
modeles ne sont pas couplés. Ainsi, lorsque ’effort normal sera variable, le front de contact
se déplacera, mais il y aura aussi un impact sur le glissement.

Cette partie aura pour but de regarder comment évolue le module de glissement Hg,
lorsque le chargement normal, mais aussi les paramétres matériaux varient. Elle expliquera
aussi pourquoi un modele uniquement bilinéaire a été choisi pour prédire le glissement.
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F1GURE 3.15 — Comparaison entre des calculs par éléments finis avec des tailles de mailles
de 50 pm et 250 pm, la théorie de Hertz et le modeéle incrémental du déplacement du front
de contact lors d’un chargement normal variable.

Par cohérence avec la modélisation proposée (basée sur le champ de déplacements),
les coefficients du modele ont été identifiés en minimisant 1’écart entre les facteurs d’in-
tensité issue de la simulation et ceux prédits par le modele de fagon a avoir une erreur de
reconstruction du champ de vitesses la plus faible possible.

Rq. 3.4.1. En fonction de 'application considérée et des grandeurs utiles (énergie dissipée
dans le contact, glissement cumulé, durée de vie & amorcage, etc...), il peut étre intéressant
d’identifier les coefficients du modéle de facon a minimiser [’écart avec ces grandeurs.

3.4.1 Nombre de surfaces seuils

Concernant le choix des surfaces seuils, elles sont choisies arbitrairement afin de repré-
senter correctement la non-linéarité obtenue. Elles peuvent étre réparties uniformément ou
uniquement autour de certaines valeurs en fonction de la plage de chargement considérée.
Dans le modele présenté, uniquement deux surfaces seuils ont été considérées. Cependant
avec la modélisation choisie, comme le module de glissement Hg est commun a toutes les
surfaces seuils, on peut en rajouter sans rend le modele et I'identification des coefficients
plus complexes.

L’influence du nombre de surfaces seuils sur la réponse du modele est présentée sur la
FIGURE 3.16. On remarque que 'augmentation du nombre de surfaces permet d’améliorer
la réponse autour des seuils. La FIGURE 3.17 montre ’évolution de ’erreur maximale de
modele en fonction du nombre de surfaces seuils. On peut remarquer qu’a partir de 10
surfaces seuils, ’erreur commence & diminuer assez lentement. Cela s’explique par le fait
qu’une fois que le nombre de surfaces seuils est suffisant pour décrire la non-linéarité,
I’ajout d’une surface seuil supplémentaire n’apporte pas d’amélioration, car ’erreur res-
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tante est intrinseque a la modélisation choisie. Uniquement 2 surfaces seront considérées
car cela suffit & avoir une erreur inférieure a 15 %.
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FI1GURE 3.16 — Influence du nombre de surfaces seuils sur la réponse du modele.
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FI1GURE 3.17 — Influence du nombre de surfaces seuils sur I’erreur commise.
Rq. 3.4.2. Dans cet exemple-la, les surfaces ont été placées arbitrairement. En les placant

astucieusement, on peut encore diminuer ’écart lorsque le nombre de surfaces est faible.

3.4.2 Coefficient de glissement

Afin d’identifier plus précisément le module de glissement H, plusieurs simulations
ont été effectuées en faisant varier :

1. le coefficient de frottement pu.
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2. le module de Young équivalent E*.
3. leffort normal N.

La FIGURE 3.18 montre ’ensemble des simulations effectuées et la valeur de Hg obte-
nue.

1074

0.8
0.6
0.4

0.2

FIGURE 3.18 — Valeur du module de glissement Hg en fonction de I1, E* et u.

On arrive & trouver (avec un coefficient de détermination r2 > 0.97) I'expression ana-

10 _ /[ I; \*/3
Ho=—f(—= 2
. 3M<Ee) (3.27)

lytique suivante :

3.4.3 Application avec des parameétres variables

Maintenant que l'expression du module de glissement Hg est connue, on peut utiliser
le modele lorsque ces parametres varient au cours du temps. Pour cela, a chaque pas de
temps, on viendra mettre a jour la valeur de Hg (cf. ALGCORITHME 3 ligne 21) :

4/3
10 _ It
= (1) o9

3.4.3.1 Effort normal variable

On considere un cycle de fretting ou I1 varie au cours du temps a cause d’un effort
normal variable. Le chargement appliqué est le méme que dans le CHAPITRE 2.5.2.2. La
FIGURE 3.19 montre les évolutions des différentes erreurs précédemment définies au cours
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du cycle. On s’apercoit que cette fois-ci ’erreur de modele est du méme ordre que 'erreur
totale.

25 ‘ :
------ Erreur totale
—— Erreur élastique
--- Erreur de modele
20+
X
[
=)
(]
=
SEETY !
R
U ,AI
10— ‘ ‘ ‘
5 10 15 20

Temps

F1GURE 3.19 — Comparaison des erreurs de reconstruction du champ de vitesses lors d’un
cycle de fretting avec un effort normal variable.

La comparaison entre If issu de la simulation et ~ICI issu du modele avec et sans mise a
jour de Hg est présentée sur la FIGURE 3.20. Bien que sur un cycle, les écarts soint assez
faibles, on peut quand méme voir que le modeéle avec mise a jour permet de prédire le
glissement correctement tout le long du cycle.

| - == Simulation - 0.5
—— Modele avec MaJ

/ — Modeéle

| | T T T O
0 50 100 150 0 50 100 150
Temps Temps

Glissement cumulé

FIGURE 3.20 — Evolution du glissement lors d’un cycle de chargement avec effort normal
variable.
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3.4.3.2 Parameétres matériaux variables

Cette fois-ci, on considere que le coefficient de Coulomb varie au cours du temps. Il
varie de fagon linéaire lors du cycle de fretting, passant de 0.8 a 1.2.

Les erreurs de reconstruction du champ de vitesses sont présentées sur la FIGURE 3.21.
On retrouve de nouveau une erreur de modele du méme ordre que l'erreur totale.

14 : ;
------ Erreur totale

—— Erreur élastique
--- Erreur modele

time [s]

F1GURE 3.21 — Comparaison des erreurs de reconstruction du champ de vitesses lors d’un
cycle de fretting avec un coeflicient de frottement variable.

Si on s’intéresse au glissement au cours d’un cycle (cf. FIGURE 3.22), on voit que la
mise & jour du module de glissement (cf EQUATION 3.27) permet une prédiction précise du
glissement lorsque le coefficient de frottement varie au cours du temps.

Rq. 3.4.3. On peut aussi faire varier le module de Young au cours du temps, cela fera
varier la pression et l'aire de contact et on se retrouvera avec un comportement similaire
a une simulation avec effort normal variable.

En mettant a jour, a chaque pas de temps, le module de glissement, le modele peut
prendre en compte les variations d’effort normal et les évolutions des parameétres
matériaux au cours du temps.

3.5 Application sur un contact complexe

Maintenant que le modele a été validé pour les chargements variables et non propor-
tionnels, I'objectif est de regarder comment il se comporte dans le cas de géométries dif-
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FIGURE 3.22 — Evolution du glissement lors d’un cycle de chargement avec coefficient de
frottement variable.

férentes soumises a des conditions de chargements complexes. Pour illustrer ca, le contact
ellipsoide/plan a été choisi.

L’ellipsoide présente une plage de rayons de courbure, du rayon maximum Rs au niveau
du grand axe au rayon minimum R; selon le petit axe, l'aire de contact sera elliptique (cf.
FIGURE 3.23). Par conséquent, la courbure évoluera en fonction de la portion du front de
contact étudiée. De plus, l'aire de contact n’étant pas uniforme, le cisaillement, la pression
de contact et par conséquent les facteurs d’intensité évolueront le long du front de contact.

On est donc sur un contact que l'on peut considérer comme complexe, car a la fois
la géométrie et le chargement évoluent en fonction de l’endroit considéré. Cet exemple
permet donc d’illustrer comment appliquer la méthode sur un contact complexe que 'on
peut trouver dans l'industrie par exemple.

3.5.1 Meéthodologie

L’hypothese importante dans la suite est que la courbure du front de contact est consi-
dérée comme faible, ce qui permet de discrétiser le front de contact en segment assimilés
a un contact localement a front droit. On suppose donc que le front est rectiligne et qu’il
peut étre approximé localement & un contact cylindre/plan. Cette hypothése peut étre
remise en question lorsque le glissement partiel est trés important.

Le front de contact est considéré comme rectiligne par morceau (cf. FIGURE 3.23).
Ainsi, sur chaque segment du front de contact considéré comme rectiligne :

— On recherche le plan perpendiculaire & celui-ci dans lequel on extrait le champ de
déplacements.

— On calcule les facteurs d’intensité linéaires I1, Ir1 et Ity en appliquant la méthode
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FI1GURE 3.23 — Représentation schématique du quart de I'aire de contact entre un ellipsoide
et un plan

présentée dans le CHAPITRE 2.5.2.3.

— Avec le modele incrémental dont les coefficients ont été préalablement identifiés sur
une simulation cylindre/plan, on peut avoir une estimation du déplacement du front
de contact (cf. CHAPITRE 3.3) et de lintensité du glissement partiel présent (cf.
CHAPITRE 3.2).

En appliquant cette méthode sur I’ensemble des segments du front de contact, on peut
alors avoir le comportement global du contact complexe.

3.5.2 Application au cas ellipsoide/plan

De par les symétries du probleme, seul un quart de ’'aire de contact est étudié. Pour
un contact ponctuel quelconque, la théorie de Hertz [1882] donne les dimensions des deux
axes principaux de ’ellipse de contact :

, 3N

“= O‘\/2E* (1/R1 + 1/Ry) (3:29)
) 3N

b= 5\/2]3* (1/R1 + 1/Ry)

(3.30)
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Avec Ry et Ry les rayons de courbure principaux de ’ellipsoide et « et 5 des coefficients
dépendant de la géométrie de Dellipsoide, obtenue & partir d’abaque (cf. Inglebert et al.
[2011]). De plus, lorsqu’on se place en dehors des axes principaux, le rayon de courbure
est donné par la relation suivante :

2 29\ !
R <cos 0 L sin 9) (3.31)

Ry Ry

3.5.2.1 Déplacement du front de contact

Pour valider le déplacement du front de contact, uniquement un chargement normal
variable est appliqué sur I’ellipsoide et on regarde le déplacement du front dans les deux
axes principaux de l’ellipse de contact.

Rq. 3.5.1. Par simplicité, uniquement les axes principauxr ont été étudiés, car, suivant
ces directions, le plan d’étude (normal au front de contact) ne bouge pas.

La FIGURE 3.24 compare les déplacements obtenus par le modéle avec ceux issus de la
simulation et de la théorie. Suivant les deux axes, le modele est tres proche de la théorie.
On peut noter que le gain par rapport a la simulation est surtout présent suivant le petit
axe (f = 0°) ou le nombre d’éléments est faible. De plus, le modeéle permet d’avoir un
déplacement du front continu et de bien représenter les extrémums.

6 =0°

AXc [mm)]

—— Simulation
—— Modele
_03 N Hertz B
I I | | | |
0 20 40 60 80 0 20 40 60 80
Temps Temps

FIGURE 3.24 — Comparaison entre un calcul par éléments finis avec une taille de mailles
de 30 pm, la théorie de Hertz et le modeéle incrémental du déplacement du front de contact
suivant les axes principaux de ’ellipse de contact.
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3.5.2.2 Prédiction de la zone en glissement partiel

Cette fois-ci, I'effort normal est constant, mais un moment variable est appliqué sui-
vant la direction normale au contact (cf. FIGURE 3.23). Cela permet d’avoir un charge-
ment en mode III (mais avec une amplitude différente) dans les axes principaux et un
chargement mixte II+III en dehors. La méthode est appliquée pour 9 positions différentes
(0 = 0,10,20, 30,45, 60, 70, 80, 90°).

La FIGURE 3.24 compare la taille de la zone en glissement partiel issue d’une simulation
avec un maillage grossier et d’une avec un maillage relativement fin considérée comme la
référence, ainsi que celle obtenue par le modele appliqué sur le maillage grossier.

6 =0° o=

. 0.2 1 ‘ |

el — 30 pm

B 0.15H ... Modeéle | |

R

=

2 01} | |

=
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g 5.102| | |
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6 . - . :

0 . | * ‘ ‘
0 60 80 200 40080
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F1GURE 3.25 — Comparaison entre des calculs par éléments finis avec des tailles de mailles
de 15um et 30 pm et le modele incrémental de la taille de la zone en glissement partiel
suivant les axes principaux de 'ellipse de contact.

On remarque que suivant le grand axe, le modele est assez proche des deux simulations.
Par contre, suivant le petit axe, I’écart entre le modele et la simulation grossiere est assez
important, mais le modele reste toujours proche de la simulation fine.

En connaissant la taille du contact et celle de la zone en glissement pour 9 positions
différentes, on peut, par interpolation, obtenir la frontiere entre la zone adhérente et en
glissement. La FIGURE 3.26 montre cette frontiére superposée a la surface de contact issue
de la simulation fine pour deux instants de chargement différent. On peut noter que méme
hors des axes principaux, les résultats obtenus sont cohérents.
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F1GURE 3.26 — Frontiere entre la zone adhérente et la zone en glissement.

3.5.2.3 Estimation de 1’énergie dissipée

Une fois que tous les facteurs d’intensité ont été déterminés, on peut avoir une estima-
tion de I’énergie dissipée par frottement sur ’ensemble du contact.

A partir de PEQUATION 2.44, on peut calculer 'incrément d’énergie dissipée par unité
de longueur déy,(t) durant un pas temps sur chaque segment de front de longueur I.

d€qs o< Kinludly + KinlmdIy (3.32)

Avec K11 et K1 des constantes liées a 'intégration des champs de référence sur la surface
de contact.

ineré , ‘e dissinée su .
En sommant, les incréments d’énergie dissipée sur chaque portion de front de contact,
on arrive a I’énergie dissipée sur I’ensemble du contact.

N,
AE; = déls (3.33)

s=1

En tragant 1’énergie dissipée calculée a partir des facteurs d’intensité en fonction de
celle issue d’Abaqus (cf. FIGURE 3.27), une tendance linéaire se dégage montrant ainsi que
la grandeur /Evd, exprimée en fonction des facteurs d’intensité, est bien proportionnelle a
I’énergie dissipée dans ’ensemble du contact.

On peut aussi remarquer que le coefficient de proportionnalité obtenu n’est pas le méme
que celui du CHAPITRE 2.2.4. On peut expliquer cela par le fait que le maillage utilisé est
assez grossier, par conséquent la valeur de I’énergie obtenue n’est pas convergée. Mais,
lorsque le glissement est faible, on a toujours tendance a sous-estimer 1’énergie dissipée.
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FIGURE 3.27 — Evolution de I'énergie dissipée en fonction de celle estimée par les facteurs

d’intensité.

3.5.3 Cas particulier :

sphére/plan

Afin de pourvoir comparer la zone en glissement partiel avec des résultats analytiques,
on peut aussi s’intéresser au contact sphére/plan qui est un cas particulier du contact
précédent ou ’ellipsoide possede un seul rayon de courbure R = Ry = R

T

(

FIGURE 3.28 — Représentation schématique d’un contact sphere/plan.

Pour un contact sphére/plan soumis a du fretting (cf. FIGURE 3.28), l'aire de contact

est circulaire de rayon

a

3/ 3NR

a =

(3.34)

Concernant la zone adhérente, d’aprés Cattaneo [1938], Mindlin [1989], Mindlin et
Deresiewicz [1989], elle a aussi une forme circulaire de rayon c :
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C:a:‘l—MiN (335)

Si on s’intéresse uniquement a la zone de contact et la zone adhérente, le probleme
présente une symétrie de révolution. Par conséquemment, on étudiera uniquement le dé-
placement du front et le glissement apparaissant dans le plan (x-y)

Dans la premiere simulation, on applique uniquement un effort normal variable afin de
comparer le déplacement du front obtenu par éléments finis et celui prédit par le modele
incrémental. La FIGURE 3.29 compare le déplacement du front de contact obtenu par
éléments finis avec un maillage tres grossier (100 pm) et fin (20 pm), le déplacement obtenu
par la théorie de Hertz et celui issu du modele incrémental appliqué sur la simulation
grossiére (100 pm). On peut noter que la simulation grossiére ne permet pas de décrire
le déplacement du front de contact, tandis que la simulation fine donne des résultats
beaucoup plus précis méme si le maillage nécessiterait d’étre encore plus fin. Le modele
incrémental, basé sur la simulation grossiere, permet quant a lui de plut6ét bien décrire le
déplacement, dans ce cas la, il est méme plus précis que la simulation fine alors qu’on a
utilisé un maillage 4 fois plus grossier.

T T T T T

0.1 2

AX,. [mm)]

=== Hertz
= Modele

1 1 _ | | |

10 20 30 40 50
Temps

—0.1

F1GURE 3.29 — Comparaison entre des calculs par éléments finis avec des tailles de mailles
de 20 pm et 100 pm, la théorie de Hertz et le modele incrémental du déplacement du front
de contact lors d’un chargement normal variable.

Dans la deuxieme simulation, on applique un effort normal constant avec un effort
tangentiel @y sinusoidal. Comme précédemment, on remarque sur la FIGURE 3.30 que
la simulation grossiere ne permet pas de représenter avec précision le glissement partiel
contrairement a la simulation fine. Tandis que le modéle incrémental basé sur la simulation
grossiere permet de représenter bien plus précisément le glissement.

Rq. 3.5.2. On peut toutefois noter que lorsque le glissement est faible, le modéle n’est pas



3.6. Influence du maillage 113

T
— 100 pum
— 20 um
----- Théorie
0.12 | | == Modele

Glissement partiel [mm]

Temps

F1GURE 3.30 — Comparaison entre des calculs par éléments finis avec des tailles de mailles
de 20 pm et 100 pm, le calcul analytique et le modele incrémental de la taille de la zone
en glissement partiel au cours d’un cycle de fretting.

capable de le représenter correctement. Cela vient du fait que lorsque la zone d’étude est
trop grande par rapport d la zone en glissement partiel, les facteurs d’intensité complémen-
taires ne permettent pas de la représenter avec précision (cf. CHAPITRE 2.3.2) et que le
modeéle a €té identifié afin de représenter correctement l’évolution des facteurs d’intensités
complémentaires.

A travers le contact ellipsoide/plan, on a pu voir que le modele de prédiction du
glissement et de déplacement du front pouvait s’appliquer sur des géométries plus
complexes et pas uniquement sur un contact cylindre/plan. De plus, les résultats
montrent qu’avec des maillages assez grossiers, on peut arriver a des résultats aussi
précis que ceux obtenus avec des maillages deux fois plus fins.

3.6 Influence du maillage

Dans le CHAPITRE 2.6.2, on avait vu que les facteurs d’intensité complémentaires,
extraits des calculs par éléments finis, étaient tres influencés par le nombre d’éléments dans
le contact. Par conséquent, on ne pouvait avoir des valeurs précises qu’avec un nombre
d’éléments importants et des temps de calcul trés longs.

La FIGURE 3.31 montre l'influence du nombre d’éléments dans le contact (cylindre/plan
soumis a un chargement de type « S ») sur les facteurs d’intensité complémentaires prédits
maintenant a 'aide du modele incrémental. On consideére la solution de référence comme
étant la simulation avec 50 éléments dans le demi-contact.
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FEn regardant I’écart entre les facteurs complémentaires prédit par le modele I° avec les
facteurs complémentaires issus de la simulation de référence, on observe un écart constant
pour un nombre d’éléments compris entre 15 et 50. Cela vient du fait que le modele se
base sur les facteurs linéaires qui sont tres peu dépendants du nombre d’éléments dans le

contact.
50 7
1
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FIGURE 3.31 — Influence du nombre d’éléments dans le demi-contact sur les facteurs d’in-
tensité et le temps de calcul.

En s’intéressant au temps de calcul, pour avoir une erreur de 6% sur les facteurs
d’intensité complémentaires, il faut environ 35 éléments dans le demi-contact et 30 h de
calcul si on cherche a les déterminer par éléments finis. En utilisant le modele, on peut
utiliser uniquement 15 éléments et avoir un temps de calcul de 4h, soit un gain de temps
d’un facteur supérieur a 7.

Avec le modele incrémental, on va étre capable d’estimer le glissement partiel et le
déplacement du front de contact sans étre dépendant de la taille du maillage. Cepen-
dant, ce modele sera toujours moins précis qu’une simulation avec un maillage fin,
mais il permet d’avoir des temps de calcul bien plus courts.

3.7 Conclusion partielle

Dans un premier temps, un modele, décliné des modeles d’écrouissage existants en
plasticité, a été formulé afin de prédire les facteurs d’intensité complémentaires du contact
a partir des facteurs linéaires du contact et pouvoir estimer le glissement apparaissant
dans un contact soumis & du fretting-fatigue . Puis une loi dérivée de la théorie de Hertz
a été identifiée pour décrire I’évolution du front de contact en fonction de la variation
du facteur d’intensité linéaire associé au mode I. Ces modeles ont été identifiés pour une
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configuration cylindre/plan et ont été testés puis validés avec des chargements complexes
et non proportionnels, ainsi qu’avec des parametres matériaux variables.

Puis dans un deuxiéme temps, le modele a été utilisé sur un contact complexe (el-
lipsoide/plan) en supposant que localement le front de contact était rectiligne et pouvait
étre considéré comme un contact cylindre/plan. Au vu des écarts assez faibles entre les
résultats issus de la simulation et ceux prédits par le modele, cela a permis de définir la
méthodologie a appliquer dans le cadre d’un contact tridimensionnel complexe.

Enfin, l'intérét du modele lorsque les maillages ne sont pas assez fins a été montré.
En effet, grace a la faible influence du maillage sur les facteurs d’intensité linéaires du
contact, le modele est capable de prédire les facteurs d’intensité complémentaires (et donc
le glissement) ainsi que le déplacement du front de contact méme quand le maillage est
trop grossier pour donner des grandeurs précises.






Chapitre

Prédiction de ’amorcage de
fissure en fretting-fatigue

A partir de la modélisation présentée précédemment, ce
chapitre montrera comment utiliser les facteurs d’intensité
afin de prédire la durée de vie a amorcage en fretting-fatigue
pour des chargements complexes.
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4.1 Contexte

Dans les parties précédentes, une description non locale des probleémes de fretting-
fatigue, basée sur un jeu de facteurs d’intensité, permettant de prendre en compte les
effets de gradients, a été présentée. Couplée a une approche incrémentale, cela rend possible
I’acces, avec des maillages grossiers, a des quantités d’intéréts nécessitant habituellement
un maillage assez fin et des temps de calcul plutot conséquents.

Dans cette partie, on regardera comment, & partir de ces facteurs non locaux per-
mettant de décrire précisément le champ de vitesses, on peut mettre en place un critere
d’amorcage de fissure, qui soit utilisable dans des conditions de chargements complexes.

4.2 Dispositif expérimental

Une représentation simplifiée d’un essai réalisé sur une machine double vérins est pré-
sentée FICURE 4.1. Un effort normal est appliqué sur le patin. Cet effort est repris par
un roulement (positionné en vis & vis du patin) afin de ne pas introduire de flexion dans
I’éprouvette. De plus, 'utilisation d’un roulement permet de ne pas créer de cisaillement
au niveau du contact, ainsi les fissures s’amorceront uniquement au niveau du patin. Un
effort tangentiel est appliqué sur ’ensemble patin 4+ roulement afin de créer un effort de
fretting. Une force de fatigue peut potentiellement étre appliquée sur I’éprouvette.

< —

i

Bord de fuite

FIGURE 4.1 — Schéma d’un essai de fretting-fatigue.

Lors d’un essai de fretting pur, les deux bords du contact sont sollicités symétrique-
ment. Par conséquent, un seul coté sera étudié. Lorsqu’on rajoute une force de fatigue (en
phase avec la force de fretting), le probléme n’est plus symétrique et le cisaillement sera
maximum au niveau du bord de fuite, c’est ce coté qui sera étudié pour déterminer la
durée de vie a amorgage.
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4.3 Méthodologie

Pour pouvoir prédire la durée de vie, des critéres d’amorcage ont été définis et la
méthodologie suivante a été appliquée.

Pour chaque essai considéré, la simulation a été réalisée puis post-traitée afin d’extraire
les facteurs d’intensité. On a donc, d’un c6té, les facteurs d’intensité linéaires représentant
Peffort normal (I7) et les efforts tangentiels (I, I111) et, de lautre, les facteurs d’intensité
complémentaires représentant l'incrément de glissement (dIfj, dIfj;) prédit a partir du
modele incrémental, dont les coefficients ont été définis pour chaque matériau.

Pour chaque essai la valeur du critere d’amorgage est calculée sur un cycle, puis multi-
pliée par le nombre de cycles a amorgage, et enfin ces valeurs sont moyennées sur I’ensemble
de la matrice d’essais afin de ne pas privilégier un essai plutét qu'un autre. C’est cette
valeur critique du critere qui sera utilisée afin de prédire la frontiére d’amorgage.

Pour les essais de fretting pur, on considérera l’effort normal comme connu et on
cherchera la valeur de l'effort tangentiel (I11) nécessaire pour obtenir la valeur critique du
critére a amorcage. Tandis que pour les essais de fretting-fatigue ou le nombre de cycles a
amorcage varie, a partir du critere calculé sur un cycle, on cherchera le nombre de cycles
nécessaire pour obtenir la valeur critique du critere a amorcage.

4.4 Critere d’amorcgage

Deux types de facteurs d’intensité ont été définis. Les facteurs linéaires, associés aux
champs de référence issue de la mécanique de la rupture, analogue aux facteurs d’intensité
des contraintes qui permettent de décrire l'intensité du chargement et des contraintes
subits par le contact. Et les facteurs complémentaires qui représentent le glissement qui
apparait au niveau du front de contact.

A partir de ces deux types de variables, on peut définir des criteres de la forme :

Cla,t) = [ 1 (L) F (0.(@) dt (4.1)

Avec f une fonction dépendant des facteurs d’intensité et F' des champs de référence.
Les critéres sont définis en tous points de la surface de contact. Or comme les facteurs
d’intensité dépendent uniquement du temps et les champs de référence, lorsque I'effort
normal est fixe, ne dépendent que de I’espace, on peut écrire :

Clast) = F(6.) [ (L)t (4.2)
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Dans un premier temps, les chargements avec un effort normal constant et donc un
front de contact fixe seront considérés. Par conséquent, on se contentera de cumuler le
critére uniquement au niveau de la zone la plus sollicitée : le front de contact

Or en s’intéressant a ce qu’il se passe au niveau du front de contact (zr = 0 dans
le repeére centré sur le front de contact), F'(¢«(0)) peut étre vu comme une constante
multiplicative. On arrive donc a une expression simplifiée des criteres lorsque le front de
contact est fixe :

O(t) o /t F(L)dt (4.3)

Les critéres suivants ont été formulés a partir des facteurs d’intensité représentant le
chargement et le glissement. Cepandant, les essais expérimentaux étant uniquement des
essais avec des forces de fretting et de fatigue dans le plan, les critéres seront uniquement
exprimés en deux dimensions en fonction de I, Iy et If.

4.4.1 Critere tribologique

Le premier critere considéré est basé sur le glissement au niveau du contact. On consi-
dere que le frottement des deux surfaces I'une contre 'autre suffira a amorcer les fissures.
Pour cela on cumulera temporellement dIfj qui représente I'incrément de glissement au
niveau du front de contact.

Crp /t dIg] dt (4.4)

4.4.2 Critere énergétique

Ce critere est basé sur ’énergie dissipée dans le contact par frottement. L’énergie
dissipée étant définie comme le cisaillement multiplié par le glissement. Avec les variables
non locales définies précédemment, le cisaillement représenté par Ij; est multiplié par
I'incrément de glissement dIfj. Ce critére est une déclinaison du premier parametre de
Ruiz (cf. CHAPITRE 1.4.2.2).

CED X /t|IIIdIICI|dt (4.5)
4.4.3 Critére volumique

Le dernier critére formulé décline la loi d’Archard (présentée CHAPITRE 1.3.2.2) utilisée
pour décrire 'usure abrasive et définissant le volume usé comme proportionnel a ’effort
normal (I1) multiplié par la longueur de glissement (dIf;).

Oy / 1T | dt (4.6)
t
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4.4.4 Autres

Seulement trois critéres ont été définis, cependant on peut en imaginer d’autres, basés
sur les facteurs d’intensités définis dans cette these, en fonction des phénomenes physiques
qu’on souhaite privilégier pour définir 'amorgage. Certains critéres largement utilisés en
fretting-fatigue tel que le deuxieme parametre de Ruiz ainsi que les critéres de Crossland
ou Dang Van ne seront pas étudiés.

Le deuxiéme parametre de Ruiz prend en compte la contrainte de fatigue maximale
or, avec la modélisation choisie, il n’est pas possible de différentier la contribution de
la fatigue et du fretting dans le facteur d’intensité I;j. Pour le prendre en compte, on
pourrait envisager de réintroduire le facteur d’intensité I, caractéristique de la fatigue (cf.
CHAPITRE 2.4). Pour les critéres de Crossland ou Dang Van, il faudrait définir les valeur
I et Ifp*® pour chaque cycle et travailler de fagon incrémentale par cycle. Ici, on a
fait le choix de travailler de fagon incrémentale sur chaque pas de temps afin d’approximer

le chargement le moins possible.

4.5 Cylindre/Plan

Dans cette partie, la méthodologie définie précédemment sera appliquée dans des confi-
gurations de fretting-fatigue sur un contact cylindre/plan afin de voir comment se com-
portent les criteres définis pour prédire 'amorcage et la durée de vie. L’effort normal étant
constant, on considérera uniquement ce qui se passe au niveau du front de contact fixe au
cours du temps.

4.5.1 Fretting pur

Dans un premier temps, on se consacre a 'amorcgage en fretting pur. L’objectif étant
de vérifier si les criteres définis précédemment permettent de prendre en compte 'effet de
gradient et de prédire correctement les frontieres d’amorgage.

4.5.1.1 Effet de ’effort normal

On commencera par regarder I'influence de I'effort normal sur la prédiction de 'amor-
cage. A partir des essais réalisés par Proudhon et al. [2005] (cf. TABLEAU 4.1) sur de
I’A12024 ou la détection de la fissuration a été faite par observation optique a 50000
cycles, les trois criteres sont utilisés afin de prédire les frontieres d’amorcage. Uniquement
les essais de 2 a 9 ont été utilisés pour déterminer les valeurs des critéres, car I’essai 1 pré-

sente un rapport % > 1. Par conséquent, un régime de glissement total a pu apparaitre
1
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durant 'essai ce qui correspond aux limites de cette approche.

Matériau E [MPa] v 1
Al12024 72000 0.33 1.1
. R Po
Essais fmm] IMPal Q/uN

1 246 1.02
2 268 0.74
3 289 0.68
4" 49 318 0.55
5 344 0.47
6" 384 0.37
7 420 0.31

* , . ,
Données interpolées

TABLE 4.1 — Données expérimentales pour de 1’A12024 obtenues par Proudhon et al. [2005].

Les résultats obtenus sont présentés sur la FIGURE 4.2 dans le diagramme non local.
On peut remarquer que le critére tribologique (Crp) et celui d’énergie dissipée (Crp)
ne semblent pas modéliser correctement l'effet de I'effort normal sur la durée de vie a
amorgage, car pour des valeurs de I1 inférieure a 7, ils sous-estiment l'effort nécessaire
alors que quand I; est supérieur a 7, ils le surestiment. Tandis que le critéere volumique
(Cy) semble correctement modéliser la tendance aussi bien pour les fortes ou faibles valeurs
de II

15 v %% I I
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FIGURE 4.2 — Prédiction de la frontiere d’amorcage pour de I’A12024.

La frontiere d’amorcage obtenue avec le critére volumique dans le diagramme local est
présentée sur la FIGURE 4.3. Les incertitudes sur le cisaillement nécessaire a I’amorcage
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sont mise en comparaison avec les écarts obtenus par le critere. Les deux sont du méme
ordre de grandeur, on peut donc en conclure que le critere volumique est capable de bien
prédire l'effet de I'effort normal sur la frontiere d’amorcage.
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FIGURE 4.3 — Frontiére d’amorcgage et incertitude pour I’A12024.

4.5.1.2 Effet du gradient

Cette fois-ci, on regardera l’effet du rayon de cylindre en contact sur la prédiction de
la frontiere d’amorgage. Comme précédemment, I’amorcage ou non de I’éprouvette a été
détecté par microscopie optique apres essais.

35NiCrMol6 Le premier matériau testé est un acier faiblement allié (35NiCrMo16). Les
données expérimentales pour un amorgage (fissure de 10pm) a 10° cycles sont données
dans le TABLEAU 4.2. Trois rayons de courbure et trois pressions de contact ont été testés.

Les résultats obtenus avec les trois criteres dans le diagramme non local sont présentés
dans la FIGURE 4.4. Le critére volumique (Cy) semble mieux prédire la frontiére en restant
proche des points expérimentaux pour toutes valeurs de I;. Tandis que pour les critéres
tribologique (Crp) ou d’énergie dissipée (Cgp), il existe une valeur de I} a partir de
laquelle les critéeres vont passer d’une sous-estimation de 'effort tangentiel nécessaire, a
une surestimation.
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I

FIGURE 4.4 — Prédiction de la frontiere d’amorgage en fretting pur pour du 35NiCrMo16.
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Matériau

E[MPa] v p
35NiCrMol6 205000 0.3 0.8
. R Po
Essais frm] IMPa Q/uN

1 600 0.49
2 80 800 0.36
3 1000 0.29
4 600 0.80
) 40 800 0.46
6 1000 0.38
7 20 800 0.66
8 1000 0.46

TABLE 4.2 — Données expérimentales pour du 35NiCrMol6 réalisées par Fouvry et al.

[2014].

Ti6Al4V Le deuxieme matériau testé est un alliage de titane. Les données expérimen-
tales pour un amorcage (fissure de 10 um) & 10° cycles sont données dans le TABLEAU 4.3.

Trois rayons de courbure et trois pressions de contact ont été testés.

Les résultats obtenus avec les trois criteres dans le diagramme non local sont présentés
dans la FIGURE 4.5. On observe un peu plus de dispersion que précédemment, mais les
points expérimentaux restent toujours plus proches de la courbe obtenue en utilisant le

critére volumique (Cy ).
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FIGURE 4.5 — Prédiction de la frontiere d’amorgage en fretting pur pour du Ti-6Al-4V.

Matériau  E [MPa)] vooou
Ti-6Al-4V 119400 0.286 1
Bsais R pofprer  Q/uN
1 0.75 0.8
2 2R 1.00 0.54
3 1.17 0.42
4 1.00 0.71
) R 1.17 0.52
6 1.50 0.36
7 1.00 0.99
8 R/2 1.17 0.74
9 1.67 0.49

TABLE 4.3 — Données expérimentales pour du Ti-6A1-4V obtenue par Ferre et al. [2013].

Inconel 718 Le troisieme matériau testé est un superalliage base nickel. Trois rayons de
courbure et cinq niveaux de pression de contact ont été testés, les données sont présentées
dans le TABLEAU 4.4.

Les résultats obtenus avec les trois criteres dans le diagramme non local sont présentés
sur la FIGURE 4.6. Cette fois-ci, il y a tres peu de dispersion, les points expérimentaux
sont alignés sur la courbe obtenue avec le critere volumique (Cy/).
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FIGURE 4.6 — Prédiction de la frontiere d’amorgage pour de I'Inconel 718 a 50000 cycles.

Matériau E [MPa] v w
Inconel 718 74000 0.33 0.75
Essais [tam] P0/Dre 7 Q/uN
1 1.00 0.99
2 1.25 0.66
3 80 1.50 0.50
4 1.75 0.40
5 1.50 0.76
6 40 1.75 0.57
7 2.00 0.50
8 1.75 0.87
9 20 2.00 0.71

TABLE 4.4 — Donnés expérimentale pour I'Inconel 718 réalisées par Amargier et al. [2010].

Pour ces essais, une incertitude sur le cisaillement maximum & amorgage est définie.

La zone d’incertitude correspondant a la zone entre le premier essai montrant une fissure

atteignant une profondeur supérieure & 5pm et le premier essai sur lequel on observe

une fissure atteignant une profondeur de 10 pm. La FIGURE 4.7 présente les incertitudes
expérimentales et les écarts obtenus avec le critere volumique. On peut donc voir que le
critere prédit la frontiere d’amorgage avec des écarts, entre ’expérience et la prédiction,
qui sont inférieurs a l'incertitude expérimentale.
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FIGURE 4.7 — Comparaison des écarts obtenus avec le critére volumique et les incertitudes
expérimentales.

Amargier et al. [2010] a testé différents critéres pour prédire la frontiere d’amorgage :
un critere basé sur Crossland avec prise en compte du gradient de la pression hydrostatique
ainsi que le critere SWT moyenné sur un volume variable (Proudhon et al. [2005]).

La FICURE 4.8 présente les écarts obtenus avec ces deux criteres ainsi qu’avec le critere
volumique. On peut remarquer que la prise en compte du gradient avec le critere volumique
est correcte et donne des résultats aussi précis que les deux autres méthodes.

T T T T T T T T
5%
=,
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—10 | licy .
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Essais

FIGURE 4.8 — Comparaison des résultats obtenus avec le critére volumique et les criteres
basés sur SWT et Crossland (cf. Amargier et al. [2010]).

Rq. 4.5.1. Si on s’intéresse uniquement a prédire l’amorcage pour un nombre de cycles
donné en fretting pur avec un chargement d’amplitude constante, un critere de type

I —a— < 0 suffit a décrire les conditions d’amorcage en prenant en compte l’effet
I

de gradient.
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4.5.2 Effet de la fatigue

Pour regarder 'effet de la fatigue sur la prédiction de la durée de vie, les essais de
Hojjati-Talemi et al. [2014] sont utilisés. Ces données présentent 1’avantage de pouvoir
regarder uniquement 'influence d’une force de fatigue en phase avec le fretting, le rayon de
contact et ’effort normal restent constants sur toutes les éprouvettes testées. Les données
expérimentales sont présentées dans le TABLEAU 4.5.

Matériau E [MPa] v ,u
Al 2024-T3 72100  0.33 0.65

Essais I Po Q/uN oF Cycles
[mm] [MPa] [MPal]
1 0.44 155 1407257
2 0.53 186 1105245
3 0.63 224 358082
4 0.55 195 419919
5 50 187 0.55 194 245690
6 0.94 330 141 890
7 0.91 322 114 645
8 0.76 267 99607
9 0.90 318 86 647

TABLE 4.5 — Données expérimentales pour ’AL 2024-T3 réalisées par Hojjati-Talemi et al.
[2014].

Cette fois-ci, les données expérimentales caractérisent la rupture de 1’éprouvette. Pour
chaque point expérimental, on calcule I’ensemble des critéres sur un cycle puis on cherche
le nombre de cycles nécessaire pour obtenir la valeur critique du critere. Les résultats
sont présentés dans un diagramme logarithmique « Durée de vie calculée - Durée de vie
expérimentale ». Si l'estimation est correcte, tous les points doivent étre alignés sur la
bissectrice. Pour mieux caractériser la dispersion, les droites correspondantes a +1 et £2
durée de vie ont été rajoutées sur le diagramme.

Les résultats obtenus sont présentés sur la FIGURE 4.9. On peut remarquer que les trois
criteres donnent des résultats comparables. Cependant, les écarts sont plus faibles pour le
critere volumique.

La rIGURE 4.10 compare les écarts obtenus avec le critére volumique (Cy) et le cri-
tere de Hojjati-Talemi et al. [2014] basé sur la mécanique de ’endommagement (cf. CHA-
PITRE 1.4.2.2), on peut s’apercevoir qu’il y a beaucoup plus de dispersion qu’en fretting
pur. De plus, dans ce cas-la, le critére basé sur la mécanique de I’endommagement est plus
précis, mais contrairement au critére volumique, il prend aussi en compte la propagation.
Cependant, les résultats sont du méme ordre de grandeur.
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FIGURE 4.9 — Durée de vie prédite avec les trois criteres pour ’AL 2024-T3.
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FIGURE 4.10 — Ecarts sur la durée de vie prédite avec le critére volumique

Hojjati-Talemi et al. [2014].

4.5.2.1 Déphasage

et celui de

Pour regarder I'influence du déphasage entre la fatigue et le fretting, les essais réalisés

par Gailliegue et al. [2020] ont été utilisés. Seul le déphasage entre la force de fretting et de

fatigue varie, I’effort normal et I’amplitude des forces de fretting et de fatigue ne changent

pas. Ces essais ont été réalisés a rupture, cependant comme la force de fatigue ne varie
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pas, on supposera que la durée de propagation est la méme pour I’ensemble des points
expérimentaux. Les parametres expérimentaux sont présentés dans le TABLEAU 4.6.

Matériau E [MPa] v 1
Al/4%Cu 74000 0.33 0.75

max

. Do op 2
Essais [MPa] Q/uN [MPa] Déphasage  Cycles
1 0 1000001
2 88000"
1
3 A5 1690001
4 144000
290 0.64 114
5 90 208000!
6 2090002
7 790002
8 135 780002
Amorgage :

! Bord d’attaque
2 Bord de fuite

TABLE 4.6 — Données expérimentales pour 1’Al/4%Cu.

On peut noter que, en plus d’une variation de la durée de vie, le déphasage influe sur
la localisation de ’amorcage qui peut apparaitre sur le bord d’attaque ou sur le bord de
fuite.

Pour prendre en compte cette modification de la localisation de 'amorgage, tous les
essais ont été simulés puis les facteurs d’intensité et les criteres ont été calculés sur le
bord d’attaque et le bord de fuite. La FIGURE 4.11 montre le nombre de cycles a amorgage
obtenu pour les deux bords du contact, normalisé par rapport au nombre de cycles a
amorcage sur le bord de fuite pour un essai en phase, en fonction du déphasage entre la
force de fretting et de fatigue. Ces résultats ont été obtenus avec le critére volumique.
Cependant, comme ’effort normal ne varie pas et que le rapport de charge est de -1, les
trois criteres donnent des résultats assez semblables.

On remarque que le critéere prédit tres bien la durée de vie pour des déphasages de
0, 90 et 135°. Pour 45° de déphasage, I’écart est un peu plus important, mais il reste
relativement faible (20 %). Concernant la localisation de I’amorgage, on retrouve bien que
pour un déphasage de 90°, la durée de vie du bord d’attaque et du bord de fuite est la
méme, l'amorcage peut apparaitre des deux cotés.
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FIGURE 4.11 — Prédiction du nombre de cycles a amorcgage en fonction du déphasage.

4.5.2.2 Validation

Précédemment, on s’est intéressé a des campagnes expérimentales faisant varier peu
de parametres en méme temps : l'effort normal, le rayon de courbure, la force de fatigue
et le déphasage fatigue/fretting. Maintenant, pour valider le critére, on s’intéressera a des
campagnes expérimentales importantes faisant varier plusieurs parametres simultanément
(N, Q, R ,oF) réalisées par Nowell [1988] et Szolwinski et Farris [1998].

Les essais ont été menés jusqu’a rupture totale des éprouvettes sur deux alliages d’alu-
minium : de ’'Al/4%Cu pour le premier et de I’Al 2024-T351 pour le deuxiéme dont les
constantes d’élasticité sont présentées dans le TABLEAU 4.7. Bien que les alliages d’alu-
minium utilisés soient différents, les propriétés mécaniques des deux matériaux sont assez
proches pour qu’on puisse les considérer comme équivalents et calculer 'amorgage en une
seule fois sur ’ensemble des données expérimentales. Ces données sont présentées dans les
TABLEAUX 4.8 et 4.9.

Matériau E [MPa] v L

Al/4%Cu 74000  0.33 0.75
Al 2024-T351 74100  0.33 0.65

TABLE 4.7 — Constantes d’élasticité des alliages d’aluminium testés.

Comme, a travers les différents exemples précédents, il a été montré que le critere
volumique (Cy) était le plus précis des trois criteres définis, seul celui-ci est présenté sur
la FIGURE 4.12. A Pexception des expériences qui n’ont pas été menées jusqu’a rupture,
tous les points sont dans une plage d’un facteur 2 durées de vie et une majorité dans
une plage d’'un facteur 1. Les résultats avec le critére volumique sont une fois de plus
satisfaisants.
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FIGURE 4.12 — Prédiction du nombre de cycles & amorgage pour un alliage d’aluminium
en utilisant le critére volumique C), et le modéle incrémental.

Les données expérimentales présentées dans le TABLEAU 4.8 ont aussi été utilisées par
Hojjati-Talemi et al. [2014] et Kouanga et al. [2018]. Le premier a utilisé un critére en
énergie dissipée basé sur la mécanique de I’endommagement. Tandis que le deuxieme a
utilisé la Méthode de la Courbe de Wohler modifiée (MWCM). Les résultats qui ont été
obtenus sont présentés sur la FIGURE 4.13.
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FI1GURE 4.13 — Comparaison de trois criteres de prédiction du nombre de cycles a amorcage
(cf. Hojjati-Talemi et al. [2014] et Kouanga et al. [2018]).

Dans le premier cas, les essais sont compris dans une plage d’un facteur 2 durées de
vie avec une majorité dans une plage d’'un facteur 1, tandis que pour le second, les écarts
sont plus importants, mais le critere reste conservatif. En regardant le critéere volumique,
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on s’apercoit que cette approche donne des résultats d’une précision équivalente avec des
méthodes plus classiquement utilisées en fretting-fatigue mais les temps de calcul sont bien
plus courts.

A travers les différentes séries d’essais testées, on a pu voir que le critére volumique
C, donnait des résultats cohérents pour différentes valeurs de pression de contact,
force de fatigue et rayon de cylindre. On peut aussi noter qu’il est d’une précision
comparable avec les autres criteres utilisés plus classiquement en fretting-fatigue.
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DPo

max

Essais frm] IMPa) Q/uN [(li/fPa] Cycles
1 121 205 0.54 101 241016
2 233 0.48 110 217061
3 249 0.34 110 314000
4 200 0.43 85 422000
5! 211 0.48 110 241475
6 226 0.35 85 668 277
7 210 0.54 88 563 946
8 127 244 0.48 102 545 489
9 207 0.80 116 465 000
10 226 0.54 109 302 804
11 241 0.42 109 253 883
12 227 0.55 98 464 166
13 212 0.51 97 311516
14 242 0.42 85 381535
15 192 0.42 100 349 520
16 176 0.58 86 582922
17 202 0.52 113 455759
18 204 0.32 85 665073
19 178 206 0.48 99 9552250
20 190 0.42 85 621442
21 176 0.55 97 459 882
22 194 0.52 106 225535
23 177 0.58 111 330695
24 158 0.58 112 238000
25 157 0.57 113 249574
26 168 0.49 97 739 250
27 169 0.49 85 856 524
28 179 0.37 82 747135
29 229 179 0.38 82 729715
30 155 0.48 81 867 330
31 156 0.40 83 768 364
32 179 0.52 110 320 864
33 168 0.51 111 479 540
34 180 0.37 98 463 324

TABLE 4.8 — Données expérimentales pour I’Al 2024-T351 obtenues par Szolwinski et

Farris [1998].
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. R Po op*t 6
Essais fr] IMPa Q/uN IMPa Cycles .10
1 157 0.6 93 10.00"
2 195 143 0.32 93 10.00"
3 : 143 0.6 93 10.00"
4 143 0.6 77 10.00"
5 157 0.6 93 10.00"
6 143 0.32 93 10.00"
7 25.0 143 0.6 93 10.00"
8 143 0.6 77 10.00"
9 120 0.6 62 10.00"
10 157 0.6 93 10.00"
11 37.5 143 0.6 93 4.04
12 120 0.6 62 10.00"
13 157 0.6 93 1.29
14 143 0.32 93 10.00"
15 50.0 143 0.6 93 1.50
16 143 0.6 77 10.00"
17 120 0.6 62 10.00"
18 157 0.6 93 0.67
19 143 0.32 93 10.00"
20 75.0 143 0.6 93 0.80
21 143 0.6 77 1.20
22 120 0.6 62 10.00"
23 157 0.6 93 0.85
24 143 0.32 93 5.06
25 100.0 143 0.6 93 0.61
26 143 0.6 77 1.42
27 120 0.6 62 10.00"
28 157 0.6 93 0.73
29 143 0.32 93 1.22
30 125.0 143 0.6 93 1.24
31 143 0.6 77 1.02
32 120 0.6 62 1.57
33 157 0.6 93 0.67
34 143 0.32 93 1.28
35 150.0 143 0.6 93 0.69
36 120 0.6 62 1.23

* .
Pas de fissuration

TABLE 4.9 — Données expérimentales pour 1’A1/4%Cu obtenues par Nowell [1988].
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4.6 Effet de la géométrie des pieces en contact

La section précédente & permis de voir qu’avec cette modélisation et les critéres for-
mulés, on peut prendre en compte l'effet de gradient dans la prédiction de Iamorcage.
En effet, le critére volumique a donné de bons résultats pour différents parametres de
chargement et différents rayons de cylindre.

Une des hypothéses fortes de la modélisation mise en place dans cette theése est de
considérer que cette approche est valide indépendamment de la géométrie des pieces en
contact, tant qu’elle est localement autosimilaire et peut étre localement assimilée a un
contact cylindre/plan. Dans cette partie, on vérifiera si cette hypothese est correcte en
testant plusieurs géométries de piece en contact.

Bien que plusieurs études sur des contacts pion/plan aient été réalisées, notamment
par Sabsabi et al. [2011] et Abbasi et Majzoobi [2018], du fait de l’angle droit au bord
du contact, 'hypothese d’autosimilarité n’est pas respectée. Par conséquent, ces essais ne
seront pas étudiés.

4.6.1 Cylindre/Plan

La premiere géométrie testée est un contact cylindre/plan comme étudié précédem-
ment. Les essais réalisés par Meriaux [2010] ont été utilisés. Le rayon du cylindre ne
change pas, mais trois intensités de force de fatigue sont utilisées. Ces essais ont été réa-
lisés & amorcgage pour une longueur de fissure de 70 pm détectée par suivi de potentiel.
L’ensemble des données expérimentales est présenté dans le TABLEAU 4.10.

Les nombres de cycles prédits par le critere volumique sont présentés FIGURE 4.14. La
plupart des points sont dans une plage d’un facteur 1 durée de vie. De plus, on remarque
que la force de fatigue n’a pas sensiblement d’influence sur la dispersion.

4.6.2 Pion/Plan

La deuxiéme géométrie testée est un contact pion/plan. Il est caractérisé par une lon-
gueur de contact importante (7mm) et aux extrémités un rayon de courbure tres faible
(I1mm). Comme précédemment, ces essais ont été réalisés par Meriaux [2010] sur du Ti-
6Al-4V avec détection de I'amorcgage par suivie de potentiel. L’ensemble des données ex-
périmentales est présenté dans le TABLEAU 4.11. L’effort normal est le méme pour tous les
essais et deux forces de fatigue (relativement proches) sont considérées.

Les résultats sur la prédiction du nombre de cycles a amorcage avec le critére volumique
sont présentés sur la FIGURE 4.15. On s’apercoit qu’il y a relativement peu de dispersion
et que ’ensemble des points prédits se situe dans une plage d’un facteur 1 durée de vie.
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FI1GURE 4.14 — Prédiction du nombre de cycles a amorcage pour du Ti-6Al-4V en utilisant
le critére volumique pour un contact cylindre/plan.

Matériau  E [MPa] v W
Ti-6Al-4V 119400 0.286 0.8

. R o.mam
Essais from] Po/Pref Q/uN [I\/fPa] Cycles
1 0.79 7792
2 0.69 35143
3 0.53 200 53601
4 0.41 133100
) 0.49 12265
6 0.41 29309
7 0.40 29493
8 40 1 0.34 350 36776
9 0.27 75248
10 0.26 75331
11 0.23 75538
12 0.23 63 660
13 0.30 37598
14 0.28 29545
15 0.35 400 20710
16 0.40 23633
17 0.49 10775

TABLE 4.10 — Données expérimentales pour un contact cylindre/plan en Ti-6Al-4V obte-
nues par Meriaux [2010].
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FI1GURE 4.15 — Prédiction du nombre de cycles a amorgage pour du Ti-6Al-4V en utilisant

le critére volumique pour un contact pion/plan.

Matériau  E [MPa) v i
Ti-6A1-4V 119400 0.286 0.8
. O.?CLCE
Essais  po/pref Q/uN MPa] Cycles
1 0.42 8796
2 0.38 9497
3 0.38 12824
4 0.34 22311
) 0.29 350 29794
6 0.26 22990
7 0.25 31989
8 0.18 41 388
9 1 0.11 61668
10 0.42 5279
11 0.38 11787
12 0.34 13835
13 0.29 16 783
14 0.25 400 16637
15 0.20 17993
16 0.15 25957
17 0.12 44813

TABLE 4.11 — Données expérimentales pour un contact pion/plan en Ti-6Al-4V réalisées

par Meriaux [2010].
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4.6.3 Sphere/Plan

La derniére géométrie est un contact sphére/plan. Contrairement aux deux géométries
précédentes, ce contact ne peut pas étre approximé par un contact 2D, car le front de
contact est circulaire. Cependant, comme la force de fatigue appliquée est colinéaire avec
la force de fretting, 'amorcage se fait suivant cette direction. Par conséquent, bien que
les essais soient simulés avec un modele 3D, seule la portion du front de contact la plus
critique (suivant la force de fretting) sera étudiée. De plus, dans cette zone, uniquement
du mode II est présent, on peut donc toujours utiliser les critéres précédemment définis.

La premiere série d’essais a été réalisée par Venkatesh et al. [2001] afin d’étudier le role
de la microstructure et des conditions de contact. Ici, nous allons nous intéresser qu’au
deuxiéme point, les essais sélectionnés sont regroupés dans le TABLEAU 4.12. Comme cette
modélisation ne permet que de prédire ’amorcage et que les essais ont été réalisés jusqu’a
rupture totale de I’éprouvette, on considerera la phase de propagation comme négligeable
devant celle d’amorcage. Les résultats obtenus sont présentés sur la FIGURE 4.16.
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FI1GURE 4.16 — Prédiction du nombre de cycles a rupture pour du Ti-6Al-4V en utilisant
le critére volumique pour un contact spheére/plan.

On peut remarquer que I’ensemble des points prédits se situe dans une plage d’un
facteur 2 durées de vie et que la dispersion est un peu plus importante que précédemment.
Cela peut étre di au fait que l'intensité de la force de fatigue et par conséquent la durée
de propagation changent en fonction des essais. Or, la modélisation présentée néglige cette
phase.

Une deuxiéme série d’essais a été réalisée par Wittkowsky et al. [2000]. Les parameétres
d’essai sont présentés dans le TABLEAU 4.13. La FIGURE 4.17 montre les résultats obtenus.
On remarque que pour les essais qui ont fissuré, il y a peu de dispersion. Excepté un
point expérimental (qui a une durée de vie beaucoup plus importante), tous les résultats
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sont compris dans une plage d’un facteur 0.5 durée de vie. Pour les essais qui ne sont pas
allés jusqu’a rupture, on remarque que la durée de vie prédite est plus importante que
I’expérimentale. Cela est cohérent, car le critere donne la durée a rupture tandis que dans
I’expérience on sous-estime cette durée de vie.
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FIGURE 4.17 — Prédiction du nombre de cycles a rupture pour un alliage d’aluminium en
utilisant le critere volumique.

4.6.4 Validation

Précédemment on a vu qu’en traitant indépendamment différentes géométries, on arri-
vait a prédire correctement 'amorcage. Or, en considérant que la valeur critique du critere
est une caractéristique matériau, on devrait pouvoir prédire, a partir de la méme valeur
critique, 'amorgage pour toutes les géométries de contact possible sous réserve qu’elles
soient localement autosimilaire assimilable & un contact cylindre/plan.

Pour cela on va considérer les essais cylindre/plan et pion/plan en Ta-6Al-4V réalisés
par Meriaux [2010] et les essais sphére/plan réalisés par Venkatesh et al. [2001]. On gardera
a l'esprit que contrairement aux deux premiers qui ont était réalisés dans les mémes
conditions expérimentales, les essais sphére/plan ont été menés jusqu’a rupture totale
de I'éprouvette.

La valeur du critére volumique & amorgage est calculée a partir des essais cylindre/plan
et on cherche & prédire ’ensemble des points expérimentaux (cylindre, pion et sphére/plan).
Les résultats obtenus sont présentés sur la FIGURE 4.18.



142 Chapitre 4. Prédiction de I’amorcgage

Matériau E [MPa] v 1
Ti-6Al-4V 116000 0.34 0.95

Essais f Po Q/uN oF Cycles
[mm] [MPal] [MPa]
1 0.29 394 107899
2 0.29 300 474656
3 0.3 341 266 176
4 50 0.6 300 142746
) 12.7 0.66 225 691612
6 0.6 315 117183
7 0.46 300 307653
8 0.6 250 278238
9 40 0.4 300 401153
10 0.3 341 192000
11 0.3 325 872863
12 0.64 300 207 258
13 254 o 0.42 300 598 191
14 0.6 375 85957
15 0.6 320 212491

TABLE 4.12 — Données expérimentales pour un contact sphére/plan en Ti-6A1-4V obtenues
par Venkatesh et al. [2001].

Matériau E [MPa] v w
Al 7075-T6 72000 0.33 1.2

Essais R po Q/uN o Cycles
[mm] [MPa] [MPa]

1 183 0.538 83.0 10000000
2 151 0.904 83.0 3450000
3 211 0.800 62.5 2190000
4 211 0.750 56.0 1540000
5 211 0.750 63.0 2940000
6 211 0.750 59.0 1780000
7 211 0.750 84.2 549 000
8 25.4 171 0.728 83.6 2940000
9 241 0.500 85.0 480 000
10 214 0.721 83.0 449 000
11 194 0.962 85.0 395 000
12 206 0.735 77.0 551 000
13 196 0.731 83.0 530000
14 187 0.719 83.0 803 000
15 211 0.750 70.0 516 000

* .
Pas de fissuration

TABLE 4.13 — Données expérimentales pour un contact sphere/plan en Al 7075-T6 obtenues
par Wittkowsky et al. [2000].
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FIGURE 4.18 — Prédiction du nombre de cycles a amorgage pour des géométries cylindre,
pion et spheére/plan en utilisant le critére volumique.

On remarque que pour les essais cylindre/plan et pion/plan réalisés avec la méme
pression de contact, le méme dispositif expérimental et avec des éprouvettes réalisées de
fagon similaire, les résultats sont confondus et compris principalement entre £1 durée de
vie. Pour les essais sphére/plan, bien qu'ils aient été réalisés jusqu’a rupture totale de
I’éprouvette, les résultats sont assez proches de ceux obtenus précédemment et compris
entre +2 durées de vie.

Apres avoir montré dans le chapitre précédent que le modele identifié sur un contact
cylindre/plan pouvait étre utilisé sur des contacts plus complexes, nous venons de voir
que le critére d’amorcgage identifié sur un contact cylindre/plan permet aussi permettre
de déterminer I’amorcgage pour d’autres géométries.

4.7 Cumul spatial

Toute cette méthodologie a été formulée de fagon a pouvoir étre utilisée facilement dans
le cadre de chargements variables. Lorsqu’on a affaire & un chargement normal variable,
le front de contact et par conséquent le point ou 'amorcage apparait en priorité vont
se déplacer posant ainsi la question de comment cumuler spatialement I’endommagement
afin de prendre ce phénomene en compte.

Or, comme la majorité des criteres actuellement utilisés sont appliqués uniquement
au niveau d’un point critique qui reste fixe au cours du temps, il est par conséquent
compliqué de trouver des essais dans la littérature permettant de quantifier 'influence de
ce phénomene.
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Dans cette partie, une méthode pour prendre en compte cet effet et des essais permet-
tant de quantifier ce phénomeéne seront proposés.

4.7.1 Modélisation

Dans la partie précédente, les criteres avaient été uniquement cumulés temporairement,
au niveau du front de contact qui restait fixe.

En considérant que 'amorcage est piloté par le glissement, on s’attend a ce que I’en-
dommagement soit nul en dehors de la zone de contact, maximum au niveau du front de
contact et de plus en plus faible en se rapprochant du centre. On peut donc exprimer
I’endommagement de la surface par :

Oy () /t \IdIg| F(z) (4.7)

Ou F(x) est une fonction décrivant la répartition spatiale de 'endommagement. Elle
doit étre nulle en dehors de la surface de contact, maximale au niveau du front de contact
et décroitre quand on se rapproche du centre du contact.

Comme cette répartition est liée a 'amplitude du glissement, par cohérence avec la
modélisation proposée dans le chapitre 2, on choisira ¢f; (le champ de référence lié au
glissement) pour décrire la répartition spatiale.

0 sinon.

Fla) = { ¢ (z) siz<a (4.8)

4.7.2 Expérience

Pour pouvoir valider cette modélisation du cumul spatial, une stratégie expérimen-
tale a été proposée. Pour cela, 5 cycles élémentaires de fretting pur sont définis dans le
TABLEAU 4.14.

Cycle R po [MPa] Q/uN a [mm]

A 816 0.46 0.50
B 719 0.52 0.44
C 20 608 0.62 0.37
D 471 0.79 0.29
E 384 0.97 0.24

TABLE 4.14
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Ces cycles sont caractérisés par une pression de contact et par conséquent une aire de
contact de plus en plus faible, mais, la taille maximale de la zone en glissement partiel
reste de 0.23 mm pour tous les cycles.

Les profils d’endommagement de la surface de contact, normalisés par rapport au cycle
A, pour les différents cycles sont présentés dans la FIGURE 4.19. On voit donc que pour
chaque cycle, la localisation de 'amorgage et la durée de vie seront différentes.
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FIGURE 4.19 — Profils d’endommagement obtenus pour les cycles élémentaires.

L’idée est d’alterner entre le cycle A et un autre de ces cycles au cours d’'un méme
essai afin de solliciter différentes zones de la surface de contact. Pour le cycle A, la demi-
largeur de contact est de 0.5mm et la taille maximale de la zone en glissement est de
0.23 mm. Par conséquent, si on alterne le cycle A et le cycle E, qui a une demi-largeur de
contact de 0.24 mm, le front de contact, durant le cycle E, va se trouver dans une zone qui
n’aura pas été en glissement lors du cycle A. Il n’y aura, a priori, pas de couplage entre
I’endommagement produit au cours des deux cycles. Tandis que, si on alterne le cycle A
avec les cycles B, C ou D, le front de contact va se retrouver dans une zone qui aura été
préalablement endommagée.

Les profils d’endommagement obtenus avec ces nouveaux cycles sont présentés sur
la FIGURE 4.20. Comme prévu, l'intensité et la localisation du point critique vont étre
modifiées. On peut noter que pour le cycle AE, les zones sollicitées lors des deux cycles
élémentaires sont suffisamment écartées pour qu’il n’y ait pas d’impact sur la durée de vie.
En effet pour les cycles A et AE, on s’attend a avoir la méme durée de vie et localisation
a 'amorcage.

Le TABLEAU 4.15 résume la localisation de l'amorcage, par rapport au centre du
contact, attendue ainsi que les durées de vie estimées en considérant la méthode de cumul
spatial présentée et une autre ou on suppose 'endommagement de la surface de contact
comme étant homogene (Miner).
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FI1GURE 4.20 — Profils d’endommagement obtenus pour les cycles combinés

Cycle Durée de vie [%] Localisation de
Homogene Non homogene lamorgage [mm)]
AA 50 50 0.5
AB 55 59 0.44
AC 61 72 0.37
AD 70 94 0.29
AE 7 100 0.5

TABLE 4.15 — Durée de vie et localisation de 'amorgage pour les cycles combinés

Rq. 4.7.1. La géométrie et le chargement choisis ont été faits en cohérence avec les
caractéristiques de la future machine de fretting-fatigue de Safran Aircraft Engines.

4.8 Extension du critére en 3D

Précédemment, on a uniquement formulé les critéres dans un cadre 2D. En effet, les
essais cylindre/plan testés pouvaient se modéliser avec un probléme en 2D (sans mode I11)
tandis que pour les essais sphére/plan qui étaient des problemes 3D, une force de fatigue
colinéaire au fretting venait localiser 'amorgage dans un endroit sans mode III.

En réalisant des essais de fretting-fatigue ou les deux forces ne sont pas colinéaires,
Gandiolle et al. [2017] ont montré que 'amorgage semblait toujours apparaitre suivant la
direction de la force de fretting. Pour appliquer I’approche avec des chargement complexe,
on peut définir 'extension en 3D du critere volumique comme :



4.8. Extension du critére en 3D 147

t

Pour vérifier cette observation, plusieurs simulations ont été effectuées en faisant varier
I’angle entre la force de fretting et de fatigue de 0 a 90°. Pour chaque simulation, les facteurs
d’intensité ont été extraits dans le quart de contact le plus critique (cf. FIGURE 4.21).

Front
i ; ) de contact

/‘%s d'étude

<«

FIGURE 4.21 — Représentation schématique d’un probleme de fretting-fatigue non coli-
néaire.

En dehors des 9 plans étudiés, la valeur du critere a été interpolée afin de pouvoir
tracer 'endommagement de la surface présenté sur la FIGURE 4.22. Les croix blanches
indiquent la position de la valeur maximale. On voit donc que la prise en compte du mode
IIT a un fort impact sur la localisation de 'amorgage prédite par le modele. Pour le mode
II, la localisation semble plutot étre influencée par la direction de la force de fretting,
tandis qu’en considérant les modes II+III la force de fatigue semble avoir un impact non
négligeable sur la localisation de I’amorcage.

Pour quantifier plus précisément cette observation, les FIGURES 4.23a et 4.23b montrent
Pangle pour lequel le critére est supérieur a 95 % de sa valeur maximale pour une non-
colinéarité comprise entre 0 et 90°. Lorsque le critére prend en compte uniquement le mode
II, lamorcage est plutot suivant la direction du fretting. Cependant, il y a beaucoup de
dispersion (entre 20 et 40°) concernant la zone ou 'amorcage est probable (valeur du critere
supérieure a 95 % de sa valeur maximale). En considérant cette fois-ci que amorgage est
lié aux modes II+III, la localisation de I’amorgage est plus éloignée de la direction du
fretting tout en ayant une dispersion plus importante (entre 30 et 65°).

Il semble donc que le critére prenant en compte uniquement le mode II soit plus
indiqué pour caractériser la localisation de I’amorcgage, car on retrouve la méme tendance
qu’expérimentalement. C’est-a-dire que 'amorgage apparait suivant la direction de la force
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Mode Il Mode i+l
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FIGURE 4.22 — Surface d’endommagement pour une non-colinéarité de 60°.
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FIGURE 4.23 — Localisation de ’amorcage.

de fretting. Cela peut s’expliquer par le fait qu’une fissure s’amorcant au niveau d’un front
de contact sollicité en mode II sera sollicitée en mode 1. Tandis que si le front est sollicité
en mode III, la fissure sera aussi sollicitée en mode III. Or le mode I est celui qui va en
général faciliter la propagation de fissure. Cela peut expliquer pourquoi prendre en compte
uniquement le mode II dans le critere suffit & caractériser ’amorcage.

Rq. 4.8.1. I faut toutefois noter que les simulations ont été réalisées avec un maillage
relativement grossier (10 éléments dans le demi-contact). Pour des résultats un peu plus
quantitatifs, un maillage plus fin est nécessaire.

En plus de s’intéresser a la localisation de I’'amorcage, on peut aussi regarder I'influence
du critére sur la durée de vie. Pour cela, la valeur du critére volumique en prenant en
compte que le mode II ou les modes II4III a été calculée. Les résultats obtenus sont
présentés sur la FIGURE 4.24. On remarque que la prise en compte du mode III dans le
critére impacte trés peu la durée de vie (environ 10% pour un angle de non-colinéarité de
60°). De plus, lorsque les forces de fretting et de fatigue sont perpendiculaires la valeur du
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critére obtenue est proche de celle correspondante a du fretting pur montrant ainsi que
la fatigue n’a quasiment plus d’influence sur I’amorcage. On retrouve bien ce qui a été
montré expérimentalement.
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FIGURE 4.24 — Nombre de cycles & amorcage en fonction de I’angle de non-colinéarité.

4.9 Conclusion partielle

Dans ce chapitre, des critéres pour prédire 'amorcage des fissures pour des problémes
de fretting-fatigue ont été proposés. Ces critéres formulés de fagon incrémentale peuvent
traiter les chargements complexes (efforts normal et tangentiel variables) et non propor-
tionels. Cependant, ces criteres ont été seulement testés avec des effort normaux constants
di au manque d’essais dans la littérature comportant des chargements complexes. On a pu
voir que le critére volumique, décliné de la loi d’Archard, donnait des résultats cohérents
et d’une précision comparable a d’autres critéres plus largement utilisés. Ce critere a été
validé en fretting pur sur des essais avec différents gradients ainsi qu’en fretting-fatigue
avec des chargements en phase ou déphasés.

Différentes géométries ont été testées (cylindre, sphere et pion) et, & partir d’'un méme
critere, les frontieres d’amorcage ont pu étre prédites sans influence des différentes géo-
métries. Cela permet de valider I’hypothese faite et ainsi pouvoir appliquer I’approche sur
toute géométrie si localement, autour du front de contact, elle est autosimilaire. Cette
hypothese est importante car c’est elle qui permet de pouvoir prédire la durée de vie a
amorgage sur un contact industriel (aube/disque) a partir d’essais réalisés sur des éprou-
vettes simples (cylindre/plan).

Une proposition de modélisation a été formulée pour considérer ’endommagement de
I’ensemble de la surface de contact. Cela permet la prise en compte d’une variation d’effort
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normal et un déplacement du front de contact. Des essais ont aussi été proposés afin de
pourvoir quantifier cette influence.



Conclusions et perspectives

Le but de cette these était de proposer et de valider une méthode, applicable en contexte
industriel, pour prévoir le comportement et I’endommagement de contacts tridimensionnels
en conditions de fretting-fatigue multiaxiales et variables. Les défis principaux étaient :

1. la prise en compte des effets non-linéaires.

2. la prise en compte des effets de gradient.

3. les temps de calculs qui doivent étre minimisés.

4. Tapplicabilité a des contacts maillés assez grossierement.

Dans ce but, une nouvelle modélisation pour décrire le champ de déplacements autour
du front de contact, dans un repere centré sur celui-ci, a été formulée. Cette modélisation
s’appuie sur un ensemble réduit de variables scalaires (11, Ir1, I, Ifj et Ifj;) et de champs
de référence (¢1, ¢, ¢, ¢f; et ¢f) pour définir une base permettant de caractériser a
la fois les contraintes et le glissement. Ces variables non-locales, analogues aux facteurs
d’intensité définis dans la mécanique de la rupture, permettent de prendre en compte
l’effet de gradient et d’avoir, par conséquent, des frontiéres d’amorgage indépendantes de
la géométrie des pieces en contact.

Les facteurs d’intensité linéaires, caractérisant la réponse élastique du contact, peuvent
étre identifiés précisément sans influence du maillage. Cependant, les facteurs d’intensité
complémentaires, qui caractérisent le glissement, nécessitent un maillage trés fin. Pour
pallier ce probléme, une approche incrémentale a variable interne a été mise en place.
Cette approche, inspirée des modeles de plasticité, permet de prédire le glissement (If} et
If;;) en fonction des facteurs d’intensité linéaires. Elle a été formulée de facon incrémentale
pour pouvoir travailler avec des chargements non-proportionnels et d’amplitude variable.
Un modele de prédiction du déplacement du front de contact a aussi été formulé pour
pouvoir travailler avec des efforts normaux variables.

Une application a été faite sur un contact entre un ellipsoide et un plan, contact
considéré comme complexe, car le rayon de courbure et les efforts évoluent en fonction de
la position du front de contact considéré. En comparant les résultats obtenus par le modele
et ceux issue d’une simulation éléments finis avec un maillage fin, il apparait que cette
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approche permet d’obtenir des résultats d’'une précision similaire mais avec des temps de
calcul sensiblement plus faibles.

A partir de ces facteurs d’intensité précédemment définis, pouvant étre identifiés avec
des maillages grossiers, différents critéres permettant de caractériser I'amorgage ont été
spécifiés. Le critére volumique Cy,, déclinant ’approche d’Archard avec les facteurs d’in-
tensité précédemment définis, a donné satisfaction pour prédire les frontieres d’amorcage
avec différents gradients de contraintes. Les résultats ont aussi été concluants en présence
de force de fatigue en phase ou déphasée. On obtient une précision similaire aux autres
critéres classiquement utilisés tout en étant plus souple d’utilisation (maillage grossier,
chargement complexe, déplacement du front de contact).

La FIGURE 5.25 résume les différentes étapes de la démarche mise en place dans cette
these.

Simulation
éléments finis

v

v
| Partition du champ de vitesses

‘ Iy, Iy, I

Xc

Modéle incrémental

Iy, Iy, IIHV I

v
Glissement partiel Front de contact

C C
Iy, Iy Xc
|
C C
I Iy

Iy, I, It JCritére d’amorcage et de
L durée de vie

FIGURE 5.25 — Etapes de la démarche mise en place dans cette thése.

Ce travail a aussi ouvert des perspectives pour de futures recherches.

En effet, les critéres définis n’ont pas pu étre testés lors d’essais de fretting fatigue
avec des efforts normaux variables, permettant de déplacer le front de contact. Comme
la plupart des critéres actuels ne permettent pas de prendre en compte le phénomene
de cumul spatial de 'endommagement dii & un déplacement du front de contact, il est
difficile de trouver ce type d’essai dans la littérature. Ce qui n’a donc pas permis de
valider expérimentalement cette partie du modeles. Une méthodologie a été formulée dans
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le chapitre 4 afin de quantifier ce phénomeéne. Il reste donc a la mettre en ceuvre pour
valider ou non la formulation proposée.

D’autre part, cette méthode a, pour le moment, été utilisée seulement & posteriori. On
peut imaginer étendre les travaux de Cardoso et al. [2018], qui avait intégré le modele
cinématique simplifié dans des éléments enrichis afin d’avoir une estimation précise des
contraintes avec des maillages grossiers et des temps de calcul raisonnables. L’ajout des
champs complémentaires permettrait, en plus, d’avoir une estimation précise du glisse-
ment et permettrait I'introduction d’une variable d’endommagement, associée aux critéres
définis dans cette these. Le calcul de cette variable en temps réel permettrait de faire
évoluer le coefficient de frottement local en fonction de 'endommagement de la surface.

Il ne faut pas non plus oublier ’objectif industriel de cette theése. Cette méthode avait
pour but d’étre appliquée sur des contacts industriels (aube/disque) afin d’étre intégrée
dans les méthodes de dimensionnement de Safran Aircraft Engines. Avant cela, il faut
vérifier notamment que cette modélisation permet de caractériser les frontieres d’amorcgage
et la durée de vie sans influence de l'effet de gradient et de la géométrie. Des résultats
prometteurs ont été obtenus en prédisant, avec un méme critere, la durée de vie a amorcage
de différentes géométries (sphere, cylindre et pion). Il reste cependant a comparer la durée
de vie avec celle obtenue sur des éprouvettes technologiques (représentatives du contact
aube/disque). De plus, les chargements réels sont complexes. Par conséquent une étude
plus approfondie de I'extension des critéres en 3D doit étre effectuée.

L’influence de la température sur 'amorcage en fretting doit aussi étre étudiée afin de
mieux correspondre avec les conditions d’utilisation réelle. Une these est actuellement en
cours, dans le cadre du projet COGNAC, en partenariat avec Safran, 'ENS Paris-Saclay
et 'UnB.

De plus, 'hypothése d’un matériau homogene isotrope est trop restrictive pour étre
utilisée dans des applications industrielles. Une déclinaison de cette méthode aux contacts
entre différents matériaux ou avec des matériaux anisotropes est nécessaire. Cela nécessite
notamment de revoir la méthode d’identification de champs de référence.

Enfin, en fretting la fissuration n’est pas le seul phénomene présent. L’usure peut venir
affecter la géométrie locale et la répartition de pression. Il peut étre intéressant de voir
comment se comporte cette méthode sur des simulations de fretting-fatigue prenant en
compte l'effet de I'usure sur la géométrie des surfaces. Cela peut, & terme, permettre de
prendre en compte le couplage fretting/usure et de pouvoir appliquer la méthode dans le
régime de glissement total.






Annexe A

Transformation de
Karhunen-Loeve

La transformation de Karhunen-Loeve (KLT), basée sur les travaux de Karhunen
[1947], est aussi connue sous le nom de décomposition orthogonale aux valeurs propres
(POD) ou analyse en composantes principales (PCA) en fonction des domaines d’applica-
tion. C’est une technique de réduction de modele utilisée afin d’approximer un ensemble
de vecteurs (ou une image) par un sous-ensemble de dimension inférieure et permettre
ainsi de réaliser des calculs de tres grande taille.

En supposant que nous voulons approximer la fonction v(P,t) représentant le champ
de vitesses, sur un domaine spatial et un intervalle de temps donnés, comme une somme
finie de termes, le principe est d’extraire les éléments de ce signal dont I’évolution en
fonction du temps est spatialement corrélée.

A partir de la fonction v(P,t), on construit la matrice associée V; € RNXT .

Ui(&v 1) Ui(&v T)
Vi(P,t) = : : (A.1)
ﬂ(&a 1) U (P7N7 T)
Avec i = x, y ou z, les trois composantes du champ de vitesses.

On définit la matrice V en concaténant les trois matrices élémentaires V; :

<
Il
=~

(A.2)
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La matrice d’autocorrélation spatiale est calculée comme suit :

c=y.yv" (A.3)

Les vecteurs propres normalisés o, de la matrice C permettent de construire une base
orthogonale de vecteurs propres. Ces vecteurs propres sont triés par ordre décroissant de
valeurs propres.

En projetant V sur la base identifiée précédemment, on peut déterminer les coeffi-
cients temporels ag. Cela permet de construire la décomposition orthogonale de Karhu-
nen—Loeve :

3N
V(P,t) = ay(t) ¢, (P) (A.4)
k=1

Cette décomposition est exacte. Mais, dans notre cas, le but est d’obtenir une approxi-

mation V. de V. Pour cela, on garde seulement les n premiers modes de cette décomposi-
tion :

V=Y a9, (4.5)
k=1
Par construction :
[
Pk = | Phy (A.6)
[

On peut ainsi revenir a I'expression approximée de chaque composante :

2

i = ng * Pk (A7)
k=1

Avec i = z, y ou z, les trois composantes du champ de vitesses. L’évolution temporelle
étant la méme pour les trois composantes.

L’erreur introduite par cette approximation peut ainsi étre calculée :

ik (Vik — Vir)?

i k(Vik)? (4.8)
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Illustration

On peut imaginer appliquer cette méthode a une photographie (Ailurus fulgens par
Appel [2012]) codée en RGB, ou chaque pixel P(z,y) posséde trois composantes afin de
décrire l'intensité du rouge, du vert et du bleu.

La reconstruction de I'image, avec différents nombres de modes, est présentée en A.1.

(a) 5 modes (b) 10 modes

(¢) 40 modes (d) Original (400 modes)

FIGURE A.1 — Influence du nombre de modes sur la reconstruction d’une image.

Ainsi, bien que, 'image initiale posseéde 400 modes, 10 modes suffisent a avoir une idée
de cette image et, avec 40 modes on a une bonne représentation des détails de I'image.

Application

Cette méthode a été utilisée dans cette theése pour deux taches élémentaires différentes.
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Espace/Temps

Dans un premier temps, on applique cette méthode pour séparer la contribution spa-
tiale et temporelle du champs de vitesses complémentaire dans le CHAPITRE 2.2.2, EQUA-
TION 2.27.

En considérant un chargement uniquement en mode II et en appliquant la transforma-
tion de Karhunen-Loeve sur le champ résiduel, I’erreur obtenue en fonction du nombre de
modes considérés est présentée sur la FIGURE A.2.

10
— 8
=,
§ 6
g 4
<)
ae]
~
L%%’ 2
0 0000000000
0 5 10 15 20 25 30

Nombre de modes

FIGURE A.2 — Evolution de l'erreur de reconstruction en fonction du nombre de modes
considérés

On peut voir que l'erreur est trés faible en considérant un seul mode, cela permet
d’avoir une expression simplifiée du champ de vitesses complémentaire en mode II & ’aide
d’un seul degré de liberté.

E(Bv t) = IICI(t)@%(B) (AQ)

Radial/Angulaire

Dans un second temps, la méthode est utilisée pour séparer 1’évolution radiale et
angulaire des champs de référence en considérant uniquement le premier mode.

On peut garder un seul mode grace a ’hypothese d’autosimilarité de la géométrie. En
considérant que le front de contact est plongé dans un milieu infini, la géométrie locale du
front de contact peut étre considérée comme invariante par changement d’échelle. Dans ce
cas, la cinématique du champ de vitesses doit présenter également une forme invariante
par changement d’échelle. On peut donc l'exprimer sous la forme d’un produit d’une
distribution spatiale g(6) et d’'un facteur d’échelle f(r).
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Le fait de pouvoir approximer les champs de référence en considérant uniquement le
premier mode (cf. A.10) permet de valider ’hypotheése d’autosimilarité de la géométrie.

8,(r,0) = fu(r)g,(0) (A.10)
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