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Introduction

Les méthodes de dimensionnement des pièces industrielles se doivent d’être toujours plus pré-
cises et efficaces, et notamment en ce qui concerne la caractérisation en fatigue polycyclique (i.e.
en fatigue à grand nombre de cycles ou HCF). En effet, il s’agit d’un aspect du comportement
mécanique des matériaux métalliques particulièrement insidieux du fait de son caractère progressif
et masqué, car difficilement observable à l’échelle macroscopique.

Bien que des progrès non négligeables aient été réalisés depuis les premiers travaux sur la fatigue
au XIXe siècle, le dimensionnement en fatigue de ces pièces industrielles est toujours un problème
majeur. La détermination de la durée de vie d’une structure et donc la mise en place de modèles
prédictifs restent compliquées pour plusieurs raisons :

- les propriétés en fatigue du matériau dépendent de nombreux paramètres, tels que la nature
du chargement (rapport de charge, multiaxialité...), l’environnement (température, gaz issus
de la combustion...), sa microstructure, son mode d’obtention, etc. ;

- la nature probabiliste de la fatigue à grand nombre de cycles, avec parfois des dispersions
importantes sur les nombres de cycles à rupture ;

- les temps de caractérisation des propriétés en fatigue à grand nombre de cycle dans une
configuration donnée, à partir de méthodes classiques, sont prohibitifs.

Ainsi, dès les tout premiers travaux sur la fatigue des matériaux, la recherche de méthodes de
caractérisation rapide des propriétés en fatigue à grand nombre a été entreprise, afin de pouvoir
étudier rapidement l’influence de différents paramètres.

L’une de ces méthodes de caractérisation rapide repose sur des mesures d’auto-échauffement sous
sollicitations cycliques. Cette méthode a été appliquée dès le début du XXe siècle et est longtemps
restée empirique [Stromeyer, 1914]. Elle se base sur l’étude de l’évolution de la température moyenne
stabilisée d’une éprouvette, ou d’une structure, soumise à une séquence de chargements cycliques
par blocs, appliqués avec des amplitudes de contrainte croissante. Au cours des blocs de chargement,
et à partir d’une certaine amplitude de contrainte, il est généralement observé que la température
moyenne stabilisée de l’éprouvette augmente de façon significative. Cette augmentation brutale de
température, pour des chargements se situant toujours dans le domaine élastique macroscopique
du matériau, est alors reliée au fait que la limite de fatigue du matériau a été dépassée, donnant
ainsi naissance à des mécanismes dissipatifs. Une exploitation empirique de ces résultats d’essais
montre qu’ils permettent de déterminer de façon rapide (i.e. à partir d’un seul essai d’une durée
d’une heure et ne nécessitant qu’une seule éprouvette) la "limite d’endurance" 1 du matériau.

Plus récemment, un modèle probabiliste à deux échelles a été développé [Doudard, 2004]. Ces mé-
thodes d’analyse des courbes d’auto-échauffement permettent de prévoir la dispersion des résultats
des campagnes d’essais classiques de fatigue avec un nombre réduit d’éprouvettes. L’estimation
de la dispersion des essais de fatigue à partir de ce modèle a été validée sur une large gamme
d’acier [Munier, 2012]. De plus, d’autres résultats de la littérature ont montré que la réalisation et
l’analyse d’essais d’auto-échauffement permettent de quantifier rapidement l’influence de différents
paramètres sur les propriétés en fatigue à grand nombre de cycles des matériaux métalliques (e.g.
la présence d’une contrainte moyenne, la taille moyenne des grains ou encore la multiaxialité du
chargement mécanique).

1. Une limite d’endurance est conventionnelle et est définie pour un certain nombre de cycles (variant suivant le
domaine d’application).
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L’ensemble de ces résultats (majoritairement sur des aciers, et toujours à température am-
biante) montre qu’il existe alors une alternative rationnelle aux essais de fatigue classiques pour la
détermination rapide des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles. C’est dans ce contexte
qu’interviennent ces travaux de thèse se déroulant à l’Institut de Recherche Dupuy de Lôme et
en collaboration avec Safran Aircraft Engines. L’objectif est de développer une méthodologie pour
la détermination rapide des propriétés en fatigue à grand nombre de cycle pour différents alliages
métalliques pour turboréacteurs aéronautiques.

1 - Contexte industriel de l’étude

Les turboréacteurs aéronautiques (Figure 1), qui assurent la propulsion des avions modernes,
sont des ensembles mécaniques très complexes, pouvant représenter jusqu’à un tiers du prix total
d’un avion de ligne. L’une des préoccupations majeures des constructeurs est l’amélioration des
performances de ces moteurs, passant notamment par l’augmentation des températures de fonc-
tionnement et par un besoin permanent de réduction de masse. Ainsi, les pièces de turboréacteurs
subissent en service des sollicitations thermomécaniques qui se veulent toujours plus sévères, que
ça soit en contrainte ou en température.

L’augmentation de la température dans le turboréacteur est souvent limitée par la résistance
des matériaux constituant les pièces de la partie chaude (et notamment des aubes de turbines
haute pression). Ces aubes sont également soumises à des forces centrifuges importantes et à des
chargements vibratoires, dans un environnement très agressif. Suivant les zones critiques, ces solli-
citations produisent différents mécanismes d’endommagement pouvant être liés à du fluage, à de la
fatigue thermomécanique ou encore à de la corrosion/oxydation. L’amélioration des turboréacteurs
passe alors par le développement et l’étude de matériaux pouvant résister à ces différents types de
sollicitation à des températures toujours plus élevées.

Figure 1 – Représentation d’un turboréacteur civil - LEAP développé par CFM International

Les architectures modernes des turboréacteurs d’avion civil sont généralement à "double flux,
double corps". Ce système de propulsion utilise la combustion d’un mélange d’air comprimé et
de kérosène pour entraîner des turbines et donc produire de l’énergie mécanique, ce qui permet
notamment d’entraîner la soufflante et de produire de la poussée. En effet, la soufflante à l’avant
du moteur aspire l’air et l’accélère. Une grande partie du flux d’air est immédiatement éjectée à
l’arrière du réacteur. Ce flux d’air froid est appelé "flux secondaire" et produit la majorité de la
poussée. La partie restante du flux aspiré par la soufflante constitue le "flux primaire".
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L’air de ce flux traverse alors les différents étages du turboréacteur (Figure 1) et est comprimé
lors du passage dans les compresseurs. À ce stade, et du fait de la compression des gaz, les tem-
pératures peuvent déjà avoisiner les 700°C. L’air comprimé rentre ensuite dans la chambre de
combustion et est mélangé à du kérosène. Le gaz chaud issu de la combustion se détend alors à
travers les turbines, permettant alors de récupérer de l’énergie mécanique. À la sortie de la chambre
de combustion, et donc dans la turbine haute pression, la température de fonctionnement des maté-
riaux peut atteindre les 1150°C (le gaz est plus chaud, mais généralement des systèmes permettent
de refroidir et de protéger les pièces). L’énergie mécanique récupérée par les turbines permet alors
d’entraîner les compresseurs et la soufflante.

Ainsi, un turboréacteur est constitué de nombreuses pièces aux géométries complexes et de diffé-
rents matériaux en fonction des propriétés mécaniques voulues. Parmi ces pièces, il y a notamment
les aubes du turboréacteur (des compresseurs et des turbines). Ces pièces subissent des chargements
thermomécaniques sévères et il est nécessaire de caractériser les propriétés mécaniques du matériau
pour de nombreuses conditions de températures et de rapports de charge.

En effet, lors du cycle moteur, qui décrit toutes les étapes d’un vol classique pour un moteur
civil (décollage, phase de croisière, atterrissage, etc.) ces pièces passent par de nombreux états de
contrainte et de température. Lors de certaines phases de ce cycle, il se peut que les aubes entrent
en résonance lorsqu’un des modes propres est excité. La sollicitation peut atteindre des fréquences
de l’ordre de 2kHz à 40kHz (suivant le régime moteur, le mode excité et la configuration de l’étage
considéré, etc.). Cette sollicitation provient du sillage harmonique des aubes et est alors qualifiée
de "dynamique".

Pour éviter l’endommagement en fatigue à cause de la mise en résonance, les aubes sont dimen-
sionnées afin que leurs fréquences d’excitation soient éloignées des ordres de rotation du moteur en
phase de croisière, ou lors des phases plus critiques comme le décollage. Cependant, lors de régimes
transitoires, les aubes peuvent entrer en résonance (sur de très courtes durées). Le dimensionnement
des aubes pour ce chargement dit "dynamique", se fait alors en fatigue à grand nombre de cycle, à
l’aide de diagrammes de Haigh (ou Goodman) qui représentent les limites d’endurance convention-
nelles à une certaine durée de vie (généralement 107 cycles dans l’aéronautique), en fonction de la
contrainte moyenne appliquée.

Le positionnement dans le diagramme de Haigh des points représentant les chargements aux
endroits critiques se fait à partir de deux types de calculs :

- premièrement, des calculs thermomécaniques sont effectués en tout point du cycle moteur
afin d’évaluer les contraintes dites "statiques" qui définiront alors les contraintes moyennes du
chargement considéré lors de la validation du dimensionnement en fatigue à grand nombre de
cycles. Pour les aubes mobiles, l’effort centrifuge dû à la rotation du moteur implique donc la
présence d’une contrainte moyenne élevée. À l’inverse, les pièces "fixes" ont des chargements
avec peu de contrainte moyenne.

- Des calculs dynamiques sont effectués pour chercher les modes propres et évaluer les am-
plitudes d’oscillation des aubes. Ces valeurs permettent alors de définir, à partir de calculs
élastiques, un champ de contrainte normé qui est ensuite recalé par des essais moteurs. Cela
constitue alors la contrainte "dynamique", qui représente l’amplitude du chargement lors de
l’excitation du mode.

À l’issue de ces deux étapes, la sollicitation cyclique du chargement vibratoire est alors caractéri-
sée par une contrainte moyenne et une amplitude de contrainte. Ce cycle est alors comparé à des
diagrammes de Haigh pour vérifier la tenue en fatigue à grand nombre de cycles.

Classiquement, les diagrammes de Haigh sont construits à partir d’essais de fatigue suivant
des procédures de type Staircase. Ces essais sont généralement réalisés sur des machines de fatigue
classique, pour des fréquences de sollicitation de l’ordre de 10 à 100Hz (donc bien loin des fréquences
d’excitation des aubes en fatigue vibratoire).
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La procédure Staircase, idéalement constituée d’au moins 20 éprouvettes, permet alors de ca-
ractériser la limite d’endurance du matériau pour une condition donnée de rapport de charge et
de température. Il est alors nécessaire de réaliser un très grand nombre d’essais pour correcte-
ment caractériser les propriétés du matériau de chaque condition, ce qui s’avère long et coûteux
(d’autant plus pour des essais à haute température). En effet, pour atteindre 107 cycles, le nombre
conventionnel pour les limites d’endurance dans l’aéronautique, il faut environ 40h d’essai avec une
machine de fatigue classique sollicitant l’éprouvette autour de 70Hz. Le temps de caractérisation
pour toutes les conditions du diagramme de Haigh à différentes températures (et pour de nombreux
matériaux) est alors prohibitif.

Ce constat a alors mené à cette étude qui a notamment pour objectif d’évaluer l’apport des
mesures d’auto-échauffement pour accélérer le temps de caractérisation et obtenir rapidement des
diagrammes de Haigh à différentes températures.

De plus, pour prendre en compte l’aspect probabiliste de la fatigue à grand nombre de cycles, et
pour obtenir un coefficient de sécurité plus important, ces diagrammes de Haigh sont généralement
construits pour une probabilité de rupture dite "mini", représentant PF = 0, 135% avec une loi
normale (définie à µ ≠ 3‡). Ainsi, il est nécessaire de correctement évaluer la dispersion des essais
de fatigue, ce qui s’avère délicat à partir d’essais de fatigue classiques.

Cet aspect dispersif de la fatigue à grand nombre de cycles et surtout la détermination du pa-
ramètre de dispersion sera également étudié dans ces travaux de thèse. Le but est alors d’évaluer
l’apport de l’analyse des courbes par la méthode probabiliste à deux échelles pour la détermination
de la dispersion des essais de fatigue. Ces résultats seront comparés à des méthodes plus classiques,
comme les Staircase.

Ainsi, il s’agit d’un problème très complexe, possédant de nombreux conservatismes qu’il serait
intéressant de pouvoir quantifier. Ces conservatismes, en plus de la comparaison à la probabilité
"mini", sont par exemple :

- les calculs sont souvent réalisés en élastique (car il est parfois impossible de réaliser des
calculs en élasto-viscoplastique du fait des temps de calcul) et donc les caractéristiques du
cycle représentant l’excitation du mode sont souvent surévaluées (e.g. pas de prise en compte
de la relaxation des contraintes moyennes) ;

- les essais réalisés pour l’obtention des diagrammes de Haigh se font à partir d’éprouvettes
de fatigue classique, lisses, avec généralement un grand volume sollicité. Cependant, les
zones critiques sont généralement plus petites et avec des gradients de contrainte. Ainsi, par
des effets d’échelle (effet de volume et d’hétérogénéité de contrainte), il existe un certain
conservatisme lors de la caractérisation des propriétés en fatigue (caractérisation en fatigue
sur un volume plus grand) ;

- enfin il existe un autre conservatisme concernant la réalisation des essais de fatigue à des fré-
quences de sollicitation plus faibles que les chargements pouvant apparaitre sur pièce lors de
la fatigue vibratoire. En effet, les essais standards sont réalisés autour de 100Hz (fréquences
de sollicitation des machines d’essais conventionnelles), et donc sont assez éloignés de la sol-
licitation vibratoire subie par les pièces (les essais sur machines ultrasoniques tendent à être
de plus en plus répandues avec l’étude de la fatigue à très grand nombre de cycles).

En effet pour revenir sur ce troisième point, avec une fréquence de sollicitation plus basse en présence
d’une contrainte moyenne élevée, d’autres types d’endommagement peuvent apparaître comme les
effets de fluage ou d’oxydation à haute température. Les limites d’endurance (conventionnelles à 107

cycles pour l’aéronautique) peuvent alors être sous-évaluées, en comparaison à une caractérisation
réalisée à des fréquences plus élevées.

Il s’agit alors d’un des aspects ayant motivé ces travaux de thèse. L’un des apports éventuels
d’une méthode de caractérisation rapide serait alors de pouvoir caractériser les propriétés en fatigue
du matériau, sans l’influence du fluage. Cependant, la première étape reste de mettre en place un
protocole d’essai d’auto-échauffement à haute température.
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2 - Objectifs de l’étude

Le principal verrou scientifique et technique concerne la mise en place du protocole expérimental
pour l’obtention des courbes d’auto-échauffement à haute température. En effet, il s’agit d’être ca-
pable de mesurer une faible variation de température de l’éprouvette, à savoir son auto-échauffement
sous sollicitation cyclique, dans un environnement à haute température.

Le deuxième verrou concerne la proposition d’une méthode d’analyse et de dépouillement des
résultats d’essai d’auto-échauffement, afin de pouvoir étudier l’influence d’un certain nombre de pa-
ramètres sur les propriétés en fatigue à grand nombre de cycles à haute température (notamment la
température d’essai et le rapport de charge). Ces différents résultats sont comparés à des méthodes
de détermination classiques, avec notamment des études sur la robustesse de l’identification du
paramètre de dispersion des essais de fatigue par simulation numérique.

Ces travaux de thèse visent donc à la mise en place d’une méthodologie de caractérisation ra-
pide des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles à haute température pour différents alliages
métalliques pour turboréacteur aéronautique, avec deux objectifs majeurs.

• Le premier objectif est de mettre en place une procédure expérimentale pour la réalisation
d’essais d’auto-échauffement à haute température. Il est à noter qu’aucun essai de ce type
n’avait été réalisé, ni même tenté, avant les études présentées dans cette thèse. Ce premier
objectif constitue alors un challenge expérimental majeur. Pour cela, deux matériaux sont
étudiés : un alliage de titane, le TA6V, couramment utilisé dans l’industrie aéronautique
dans la partie froide des turboréacteurs (jusqu’à 400°C) et un superalliage monocristallin
à base nickel, l’AM1, notamment utilisé pour les aubes de turbine haute pression, dans la
partie chaude des turboréacteurs (jusqu’à 1000°C).

• Le second objectif concerne la quantification de la robustesse de l’identification des pro-
priétés en fatigue, et notamment du paramètre de dispersion. Pour cela les caractéristiques
de la fatigue à grand nombre de cycles sont présentées, et notamment son aspect dispersif.
Des procédures d’essais de fatigue classiques sont alors évaluées par simulations numériques
(comme celles de type Staircase) et comparées à la méthode d’analyse des courbes d’auto-
échauffement à partir du modèle probabiliste à deux échelles.

Pour répondre aux objectifs proposés, le manuscrit s’organise autour de quatre chapitres :

• Chapitre I :
Le premier chapitre présente tout d’abord un état de l’art de la caractérisation des propriétés en
fatigue à grand nombre de cycles à partir d’essais de fatigue classiques. La nature probabiliste de
la fatigue à grand nombre de cycles est présentée ainsi que des méthodologies de la littérature
pour la détermination de la limite d’endurance et de la dispersion associée à partir de campagnes
d’essais classiques. Dans un second temps, une étude par simulation numérique d’essais de fatigue
est présentée afin d’évaluer statistiquement la robustesse de l’identification des propriétés en fa-
tigue à partir de ce type de procédure d’essais. L’objectif est de quantifier les incertitudes sur la
détermination des propriétés en fatigue, et notamment du paramètre de dispersion, dans un cadre
idéal. Ce chapitre présente les résultats de référence sur la détermination des propriétés en fatigue
à grand nombre de cycles.
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• Chapitre II :
Le deuxième chapitre présente tout d’abord un état de l’art et un historique des méthodes basées
sur la détermination des propriétés en fatigue à partir de mesures d’auto-échauffement. Il présente
également le cadre thermodynamique, et des méthodes de résolution de l’équation de la chaleur pour
la compréhension des phénomènes observés expérimentalement. Dans un second temps, le modèle
probabiliste à deux échelles est présenté. Il permet de décrire les courbes d’auto-échauffement et
de proposer un lien avec les propriétés en fatigue. Dans une troisième partie, une étude sur la
simulation d’essais d’auto-échauffement est entreprise à partir de ce modèle probabiliste à deux
échelles. L’objectif est d’améliorer la compréhension du lien entre la dissipation de l’éprouvette et
les propriétés en fatigue, en quantifiant notamment la robustesse de l’identification du paramètre
de dispersion. Ces résultats sont comparés à ceux du Chapitre I.

• Chapitre III :
Le troisième chapitre a pour objectif de présenter l’ensemble des résultats d’auto-échauffement
obtenus sur l’alliage de titane étudié, le TA6V. Un état de l’art sur le matériau est d’abord réalisé.
Il s’agit d’une première étape importante dans la mise en place du protocole expérimentale, en
réalisant des essais d’auto-échauffement à des températures intermédiaires (jusqu’à 350°C). Ce
protocole est présenté et une méthode d’analyse des courbes d’auto-échauffement du TA6V, à partir
du modèle probabiliste à deux échelles, est mise en place. Cela permet de déterminer de manière
robuste le paramètre de dispersion, et d’évaluer rapidement l’influence de différents paramètres
(notamment la température et le rapport de charge) sur la limite d’endurance (conventionnelle
à 107 cycles dans l’industrie aéronautique). Ainsi, des diagrammes de Haigh, probabilisés, sont
rapidement obtenus pour différentes températures et avec un nombre réduit d’éprouvettes. Ces
résultats sont ensuite comparés à une base de données d’essais de Safran Aircraft Engines. Enfin,
une deuxième campagne d’essais s’intéresse à la réalisation d’essais d’auto-échauffement avec des
contraintes moyennes élevées (ou à fort rapport de charge).

• Chapitre IV :
Le dernier chapitre est consacré à l’étude du superalliage monocristallin, l’AM1. Une étude biblio-
graphique sur le matériau est d’abord présentée. Dans un deuxième temps, le protocole expéri-
mental pour l’obtention de courbes d’auto-échauffement à haute température est présenté avec les
toutes premières courbes d’auto-échauffement réalisées à 950°C. Du fait du comportement en auto-
échauffement de l’AM1, il ne rentre pas dans le cadre du modèle probabiliste à deux échelles. Ainsi,
les résultats sont analysés et quelques pistes sont évaluées par des études complémentaires ; l’objectif
étant d’apporter des éléments pour la compréhension des phénomènes observés expérimentalement.
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CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

Ce premier chapitre a pour objectif de présenter les problématiques liées à la caractérisation en
fatigue à grand nombre de cycles. En effet, le caractère probabiliste de la fatigue à grand nombre
de cycles rend la détermination des propriétés en fatigue délicate (i.e. limite d’endurance médiane
et dispersion associée). Les incertitudes sur les valeurs obtenues peuvent être très élevées, suivant
le nombre d’éprouvettes utilisé ou les hypothèses réalisées lors du dépouillement.

Une étude basée sur la simulation d’essais de fatigue est réalisée dans ce chapitre et possède
plusieurs objectifs, qui sont :

- de quantifier la robustesse des méthodes classiques pour la détermination des propriétés en
fatigue, et plus particulièrement la dispersion (en fonction du nombre d’éprouvettes utilisées
et des différents paramètres de la procédure d’essais et de dépouillement) ;

- de proposer des méthodes de dépouillement pour des éprouvettes rechargées jusqu’à rupture
(lors d’une procédure de type Staircase) ;

- d’évaluer statistiquement l’intérêt de la recharge des éprouvettes, et notamment l’impact du
cumul d’endommagement.

Dans ce chapitre, un travail de normalisation (par rapport à la distribution initiale, et avec des
paramètres linéaires) a été réalisé afin d’étudier et de prendre en compte le maximum de configu-
rations possibles. La simulation d’essais permet alors de traiter un grand nombre de cas possibles
et de quantifier les incertitudes. L’étude d’un cas idéal met en évidence la difficulté liée à la déter-
mination du paramètre de dispersion, qui est intrinsèque à l’analyse de données d’essais de fatigue.

Dans un premier temps, la fatigue à grand nombre de cycles est présentée, notamment son
aspect dispersif et des outils classiquement utilisés pour la détermination des propriétés en fatigue.
Dans la deuxième partie du chapitre, les simulations d’essais de fatigue sont réalisées afin d’évaluer
différentes procédures d’essais, dont le Staircase avec rechargement des éprouvettes non rompues.
Cette étude permet de mettre en évidence la difficulté de détermination de la dispersion des essais
de fatigue, en quantifiant les incertitudes de la détermination des paramètres en fonction de la taille
de l’échantillon d’éprouvettes, de la procédure d’essais et des hypothèses lors du dépouillement.
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CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

1 Étude bibliographique sur la caractérisation des propriétés en
fatigue à grand nombre de cycles

La fatigue des matériaux se décompose généralement en trois domaines en fonction du nombre
de cycles à rupture NR étudié (Figure I.1) :

- le domaine de la fatigue pour des nombres de cycles inférieurs à quelques 104 cycles cor-
respond à la fatigue oligocyclique ou LCF (i.e. Low Cycle Fatigue). Dans ce cas la valeur
maximale du chargement est proche, voire dépasse parfois, la limite d’élasticité macrosco-
pique du matériau ;

- la fatigue à grand nombre de cycles, fatigue conventionnelle ou encore HCF (i.e. High Cycle
Fatigue) couvre les nombres de cycles allant d’environ 104 ≠ 105 à 107 cycles suivant le ma-
tériau et le domaine d’application. Le chargement se situe alors dans le domaine d’élasticité
macroscopique du matériau (Re > Σmax). Ce domaine représente souvent la limite entre la
"Durée de vie limitée" et la "Durée de vie illimitée" ;

- au-delà, il s’agit du domaine de la fatigue gigacyclique, fatigue à très grand nombre de cycles,
ou VHCF (i.e. Very High Cycle Fatigue), pouvant atteindre parfois des nombres de cycles de
1010. Le développement des machines ultrasonores, avec des sollicitations jusqu’à quelques
dizaines de kHz, a permis l’exploration de ce domaine de la fatigue et posé de nombreuses
questions sur l’existence ou non d’une limite d’endurance [Bathias, 1999, Bathias et al.,
2001].
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Figure I.1 – Représentation schématique des domaines de la fatigue des matériaux

Dans ces travaux de thèse, des études sont réalisées pour déterminer les propriétés de différents
matériaux dans le domaine HCF, et surtout la détermination de la limite d’endurance du maté-
riau. Il s’agit d’une limite de fatigue conventionnelle définie à un certain nombre de cycles Nref .
Actuellement pour des applications aéronautiques, ce nombre est de 107 cycles.

Il est voulu de plus en plus grand afin d’augmenter la fiabilité des structures, et tend donc vers
le domaine de la VHCF. Les nombres de cycles deviennent conséquents et les temps de caracté-
risation sont prohibitifs ; par exemple pour atteindre 108 cycles à f = 30Hz, il faut environ 38
jours d’essais. L’étude de ce domaine passe par le développement de méthode de caractérisation
rapide ; par exemple par l’utilisation de moyens d’essais ultrasonores pour atteindre des niveaux de
sollicitations de l’ordre du kHz, ou alors d’autres stratégies d’essais.
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1 Caractérisation des propriétés HCF

Dans cette partie, les essais de fatigue dits classiques, donc uniaxiaux à amplitude constante, sont
présentés. L’aspect dispersif de ces essais, notamment dans le cas de la HCF (mais également pour
la VHCF) est mis en évidence et des outils d’analyses et de traitement statistiques de ces essais
sont introduits. Enfin, des procédures d’essais classiques sont présentées. Il s’agit de différentes
stratégies d’essai et de dépouillement afin de déterminer les propriétés en fatigue du matériau à
partir d’un nombre réduit d’éprouvettes.

1.1 Essai de fatigue uniaxial à amplitude constante
Dans cette section, les généralités sur les essais de fatigue, ainsi que les représentations empi-

riques classiques des courbes de fatigue et de l’influence d’une contrainte moyenne sont rappelées.

1.1.1 Généralités sur les essais de fatigue

La caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles consiste à solliciter une éprouvette jusqu’à
un critère d’arrêt ou jusqu’à rupture de l’éprouvette. La sollicitation cyclique se fait généralement
à contrainte imposée et est définie par une amplitude de chargement Σ0 et un rapport de charge
R, représentant la contrainte moyenne Σm. L’étendue de la sollicitation est alors de 2.Σ0. Les
différentes relations entre les paramètres caractérisant le cycle peuvent alors être définies à partir
de la contrainte maximale Σmax et la contrainte minimale Σmin et sont

Σ0 =
Σmax ≠ Σmin

2
, Σm =

Σmax + Σmin

2
et R =

Σmin

Σmax
(I.1)

La sollicitation cyclique est généralement sinusoïdale et est définie par une fréquence f (Figure I.2).
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Figure I.2 – Définition des paramètres de chargement cyclique

Pour la caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles, typiquement autour de la valeur
Nref = 107 cycles pour des applications aéronautiques, des essais sont alors réalisés à rapport
de charge fixe pour plusieurs amplitudes de contrainte Σ0. Les nombres de cycles à ruptures Nr

obtenues permettent de tracer des courbes de fatigue, courbe de Wöhler ou encore courbe S-N.

1.1.2 Modélisation des courbes S-N

Plusieurs modèles empiriques existent dans la littérature pour représenter les données d’essais
et ainsi obtenir une relation entre l’amplitude de chargement Σ0 et le nombre de cycles à rupture
Nr (Tableau I.1). Ces différentes modélisations sont :

- la première relation, proposée par Wöhler [Wöhler, 1870], représente simplement une droite
dans un diagramme (Σ0 ; log Nr) ;

10



CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

- Basquin [Basquin, 1910] représente également les résultats de fatigue par une droite dans un
diagramme (log Σ0 ; log Nr) ;

- une asymptote est introduite par Stromeyer [Stromeyer, 1914] pour rendre compte de la
limite d’endurance ‡D ;

- Palmgren [Palmgren, 1924] introduit un quatrième paramètre pour obtenir une courbe "en
S" afin de mieux représenter le début de la courbe et de faire le lien avec le domaine oligo-
cyclique ;

- Bastenaire [Bastenaire, 1971] propose plus récemment une autre relation avec également
quatre paramètres pour représenter différemment cette courbe "en S".

Table I.1 – Modèles classiques, empiriques, pour décrire les courbes de fatigue

Wöhler [1870] log (Nr) = a ≠ b Σ0

Basquin [1910] log (Nr) = a ≠ b log (Σ0)

Stromeyer [1914] log (Nr) = a ≠ b log (Σ0 ≠ σD)

Palmgren [1924] log (Nr + B) = a ≠ b log (Σ0 ≠ σD)

Bastenaire [1971] log (Nr + B) = a ≠ b(Σ0 ≠ σD) ≠ log(Σ0 ≠ σD)

Pour illustrer ces modèles, ils ont été identifiés sur des résultats d’essais de fatigue de TA6V
réalisés à T = 250°C et à un rapport de charge R = ≠1 (Figure I.3). L’identification des paramètres
est réalisée dans la zone centrale, entre 104 et 106 cycles. Les amplitudes de contrainte sont normées
par la valeur de la limite d’endurance ‡D évaluée à 107 cycles.

Cette identification illustre bien les difficultés liées à l’utilisation d’un modèle décrivant une
courbe moyenne en présence de la dispersion des essais de fatigue, notamment en présence d’une
potentielle limite d’endurance, avec des essais rompus et non-rompus. De plus, le modèle choisi
doit au mieux représenter les résultats dans la zone d’identification du modèle, e.g. un modèle
de Basquin évalué sur une plage plus grande avec les points autour de 107 cycles aurait alors été
représenté par une droite avec une pente plus faible. Le modèle doit bien évidemment être utilisé
dans sa zone d’identification, et il est délicat de les extrapoler en dehors de cette zone.
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1 Caractérisation des propriétés HCF

D’autres modèles existent pour représenter la courbe S-N moyenne. Par exemple, Weibull pro-
pose un modèle [Weibull, 1949] se rapprochant du modèle de Stromeyer, en faisant dépendre le
paramètre b d’un paramètre matériau (limite à rupture). Ces modèles définissent une courbe S-N
moyenne, mais peuvent être facilement probabilisés [Bastenaire, 1960].

Ils peuvent devenir compliqués à identifier du fait d’un nombre important de paramètres et/ou
d’un manque de données d’essais. Ainsi, d’autres méthodes existent en utilisant par exemple des
régressions par morceaux, avec des modèles bilinéaires par exemple [Pollak et Palazotto, 2009].
Ces méthodes permettent parfois de mieux représenter les résultats d’essais obtenus, sans "figer" la
forme de la courbe S-N.

Ces modèles ne servent qu’à décrire la courbe S-N moyenne, et il peut être délicat de les identifier
du fait de la dispersion parfois importante des essais de fatigue. De plus, il est important de
considérer les mécanismes de rupture et les différents aspects liés à la variabilité des essais de
fatigue, comme la compétition de mode de rupture (travaux de l’équipe de Bomas [Bomas et al.,
1999, Bomas et al., 2011] ou encore [Fouchereau, 2014]) et la description de la dualité des courbes
S-N [Chandran et Jha, 2005, Chandran et al., 2009], etc.).

1.1.3 Influence d’une contrainte moyenne

En présence d’une contrainte moyenne positive, et donc pour un rapport de charge supérieure à
R = ≠1, la limite d’endurance diminue généralement. Des données d’essais sont présentées pour le
TA6V à 250°C à titre d’illustration (Figure I.4). Dans ce cas, la limite d’endurance est clairement
impactée en présence d’une contrainte moyenne positive.
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Figure I.4 – Influence du rapport de charge sur la courbe S-N normée - TA6V à T = 250°C

Afin de visualiser l’influence d’une contrainte moyenne sur les courbes S-N, des diagrammes à
iso-durée de vie peuvent être utilisés. Par exemple, le diagramme de Haigh [Haigh, 1922] représente
l’amplitude de contrainte en fonction de la contrainte moyenne, pour une certaine durée de vie. Il
est généralement tracé à la limite d’endurance conventionnelle (i.e. la limite définie pour un nombre
de cycles donné Nref ) pour représenter la zone de durée de vie "illimitée".

De la même manière que pour les courbes S-N, des relations empiriques existent dans la littéra-
ture pour permettre de représenter l’influence de la contrainte moyenne sur la limite d’endurance.
Ces modèles relient alors la limite d’endurance Σ0 et la contrainte moyenne Σm en fonction de la
limite d’endurance moyenne ΣŒ au rapport de charge R = ≠1 (sans contrainte moyenne), de la
limite d’élasticité macroscopique Re et de la limite à rupture Rm du matériau (Tableau I.2).

Les relations de Goodman [Goodman, 1899] et de Soderberg [Soderberg, 1930] représentent
des droites dans le diagramme de Haigh. Les relations de Gerber [Gerber, 1874] et de Dietman
[Dietmann, 1973] représentent des paraboles.
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CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

D’autres types de modèles existent dans la littérature, comme la méthode VDI, qui est une
représentation bilinéaire (trilinéaire même en représentant la partie où la contrainte moyenne est
négative), en passant par le point de coordonnée (Rm ≠ΣŒ/2 ; ΣŒ/2) dans le diagramme de Haigh.
Les différents modèles et les limites d’endurance déterminées expérimentalement sont représentés
pour les essais de TA6V à 250°C (Figure I.4).

Table I.2 – Modèle classique pour décrire l’influence du rapport de charge sur la limite d’endurance
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minées par les essais sur TA6V à T = 250°C (Figure I.4)

Ces exemples de modèles servent à décrire des données d’essais, et restent très empiriques. Tout
comme la modélisation des courbes S-N, ces modèles sont pratiques pour obtenir des relations
analytiques, et donc décrire facilement le comportement de différents matériaux. Cependant des
questions se posent sur la représentativité de ces différents modèles et notamment sur la fiabilité
et les incertitudes liées à la détermination de la limite d’endurance pour les différents rapports de
charge. En effet, parfois les essais disponibles sont peu nombreux et il est préférable d’utiliser des
modèles plus conservateurs (typiquement la droite de Goodman).

De plus, ces diagrammes sont généralement représentés à une certaine probabilité de rupture.
Généralement pour le dimensionnement des pièces aéronautiques, des abattements aux limites
d’endurance diminuées de 3 écarts-types (représentant une probabilité de rupture de PF = 0, 135%
avec une loi normale) sont utilisés.
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1 Caractérisation des propriétés HCF

1.2 Aspect probabiliste de la fatigue à grand nombre de cycles
Lors de la réalisation d’un essai de fatigue, l’amplitude de contrainte Σ0 est fixée et le caractère

aléatoire de la réalisation de l’essai se situe alors sur le nombre de cycles à rupture de l’éprouvette
Nr. Ce phénomène aléatoire peut être représenté par une distribution de nombre de cycles à rupture
pour une amplitude de contrainte donnée. La distribution, et donc la dispersion sur le nombre de
cycles, dépend de l’amplitude de contrainte (Figure I.6a).

Cependant, l’objectif des essais de fatigue est bien de déterminer la limite d’endurance à un
certain nombre de cycles fixé Nref , et la dispersion associée. Ces propriétés en fatigue peuvent alors
être représentées par une distribution d’amplitudes de contrainte à Nref cycles (Figure I.6b).
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Figure I.6 – Représentation schématique de l’aspect probabiliste de la HCF

1.2.1 Représentation de la distribution des propriétés en fatigue

La loi de distribution la plus couramment utilisée pour décrire les propriétés en fatigue est la
loi normale. D’autres formes de distribution sont également utilisées pour l’analyse des données de
fatigue et ont en général des formes proches (distributions à valeurs positives, quasi-symétriques),
comme par exemple la distribution log-normal (elle est plus généralement utilisée pour décrire la
distribution de nombre de cycles à rupture).

La distribution de Weibull [Weibull, 1949] est également souvent utilisée pour représenter les
propriétés en fatigue. La loi de distribution de Weibull fait partie de la famille des lois d’extremum
généralisées, comme la loi de Fréchet ou de Gumbel. Ces deux dernières sont parfois utilisées pour
décrire des phénomènes physiques, mais rarement des données de fatigue.

Les caractéristiques de la loi normale et de la loi de Weibull à deux paramètres sont rappelées.

• Loi normale :
Pour la variable aléatoire x, la fonction densité de probabilité de f s’écrit

f(x) =
1

‡
Ô

2fi
e≠ 1

2
( x≠µ

σ
)2

, (I.2)

avec µ l’espérance et ‡ l’écart-type de la variable aléatoire. Cette distribution est symétrique, i.e.
la valeur moyenne x̄ (donc l’espérance) et la valeur médiane xmed sont identiques. Du fait de sa
symétrie, des relations simples existent pour interpréter facilement certains niveaux de probabilité.
Par exemple :

- 68,3% des valeurs sont comprises dans l’intervalle [µ ≠ ‡; µ + ‡] ;
- 95,5% des valeurs sont comprises dans l’intervalle [µ ≠ 2‡; µ + 2‡] ;
- 99,7% des valeurs sont comprises dans l’intervalle [µ ≠ 3‡; µ + 3‡].

La probabilité "mini", utilisée pour la fiabilité du dimensionnement correspondant à µ ≠ 3‡, repré-
sente alors une probabilité de rupture de PF = 0, 135%.
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• Loi de Weibull à deux paramètres :
Pour la variable aléatoire x, la fonction densité de probabilité de f s’écrit

f(x) =
—

–

3

x

–

4β≠1

exp

A

≠
3

x

–

4β
B

, (I.3)

où – est un paramètre d’échelle et — un paramètre de forme. Cette loi n’est pas symétrique, et
de ce fait les paramètres de dispersion ne sont pas aussi facilement interprétables que pour la loi
normale. Pour cette loi :

- la moyenne est x̄ = – Γ(1 + 1
β

) ;

- la médiane est xmed = – (ln 2)
1
β ;

- l’écart-type est ¯̄x = –
Ò

Γ(1 + 2
β

) ≠ Γ2(1 + 1
β

),

avec Γ(a) =
s +Œ

0 ta≠1 exp(≠t)dt la fonction gamma de Euler.
Cette loi n’est pas symétrique, mais tout comme la loi normale, est une approximation utile

pour décrire une distribution pour laquelle il est très difficile de justifier une forme particulière
(notamment du fait d’un manque de données expérimentales et des incertitudes liées à la détermi-
nation des propriétés de fatigue).
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Figure I.7 – Représentation de lois de distribution - Recalage à la même valeur médiane (xmed = 1) et au même
coefficient de variation, soit rapport de l’écart-type sur la moyenne (¯̄x/x̄ = 0, 05)
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1 Caractérisation des propriétés HCF

Le choix de la forme de la distribution est important pour déterminer correctement la dispersion
(en représentant de manière satisfaisante les queues de distribution). En effet, les lois sont différentes
et forcément, il n’existe pas d’équivalence parfaite. Par exemple, différentes lois sont représentées
pour la même valeur médiane (xmed = 1) et au même coefficient de variation, soit rapport de l’écart-
type sur la moyenne(¯̄x/x̄ = 0, 05) (Figure I.7). Il s’agit de lois à deux paramètres et il existe donc
de nombreux recalages possibles. Il aurait par exemple été possible d’effectuer des équivalences à
la même moyenne, à la même probabilité "mini" ou à la même densité de probabilité à la médiane.

Il existe d’autres lois de distribution, par exemple la loi de distribution de Weibull à trois para-
mètres avec l’introduction d’un seuil. La représentation des données de fatigue peut également se
faire à partir de plusieurs distributions (en général de la même forme, mais avec des paramètres dif-
férents) pour représenter des cas de compétition de modes de rupture [Bomas et al., 1999, Chandran
et al., 2009, Fouchereau, 2014].

Dans la suite, différentes méthodes sont présentées pour la détermination des propriétés en
fatigue. L’objectif est alors de déterminer la distribution associée à la limite d’endurance (Figure
I.6b) d’un matériau pour une condition d’essais particulière, représentée par la limite d’endurance
médiane (ou moyenne) et d’un paramètre associé à la dispersion.

1.2.2 Traitement statistique des essais de fatigue

Du fait de la dispersion des essais de fatigue, plusieurs éprouvettes sont généralement testées
et différents niveaux d’amplitudes de contraintes sont considérés lors d’une campagne d’essais.
Différentes stratégies d’essais existent pour optimiser la détermination des propriétés en fatigue en
limitant le nombre d’éprouvettes. Ces différents protocoles, par exemple les essais de type Staircase,
sont présentés en section 1.3. Dans cette section, le traitement statistique général des essais de
fatigue est présenté.

L’objectif du traitement statistique est d’extraire les informations des essais de fatigue d’am-
plitude de contraintes Σ0,i jusqu’à Nref cycles, si la rupture n’intervient pas avant. Le but est de
déterminer la distribution de propriétés en fatigue.

Une éprouvette est alors caractérisée par sa limite d’endurance ‡Di
à Nref (soit l’amplitude de

contrainte pour laquelle une sollicitation aurait mené à la rupture de l’éprouvette en exactement
Nref cycles). Un essai de fatigue à une amplitude de contrainte Σ0,i permet alors d’obtenir des
informations sur cette limite d’endurance.

Ces informations sont appelées indicateurs statistiques et des hypothèses sont parfois nécessaires
pour les considérer. Les estimateurs statistiques permettent alors de déterminer la distribution des
propriétés en fatigue, donc des limites d’endurance des éprouvettes, en rassemblant et en analysant
l’ensemble des données.

a) Indicateurs statistiques pour l’interprétation des données d’essais

Lors de la réalisation d’un essai à Σ0i
, les informations pouvant être extraites de l’éprouvette

sont différentes en fonction de la réalisation de l’éprouvette (i.e. rupture ou survie) et dépendent
de différentes hypothèses.

• Censure à droite :
Lorsqu’une éprouvette n’est pas rompue à Nref pour une amplitude de contrainte de Σ0i

, la seule
information disponible sur la limite d’endurance est que l’amplitude de contrainte appliquée est né-
cessairement inférieure à celle-ci. Il s’agit d’une censure à droite ; qui donne l’information Σ0i

< ‡Di

pour l’éprouvette i (Figure I.8). Aucune hypothèse supplémentaire n’est nécessaire pour appliquer
une censure à droite.

16



CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

Nombre de cycles

A
m

p
li

tu
d

e
d

e
c
o

n
tr

a
in

te

σDi

Nref

Σ0i

Figure I.8 – Représentation schématique de la censure à droite (non rupture) avec Σ0i
l’amplitude du dernier niveau

testé de l’éprouvette i et σDi
sa limite d’endurance à Nref cycles

• Censure à gauche :
Si une éprouvette est rompue avant Nref , soit à un nombre de cycles de Nri

pour une amplitude
Σ0i

, alors une censure à gauche peut-être réalisée. Cette censure indique que la limite d’endurance
de l’éprouvette est nécessairement inférieure à l’amplitude de contrainte appliquée, soit Σ0i

> ‡Di

(Figure I.9).
L’information sur le nombre de cycles à rupture n’est pas exploitée. Il peut être intéressant de

l’utiliser, mais des hypothèses sont nécessaires pour calculer la contrainte admissible.
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Figure I.9 – Représentation schématique de la censure à gauche (rupture) avec Σ0i
l’amplitude du dernier niveau

testé de l’éprouvette i et σDi
sa limite d’endurance à Nref cycles

• Contrainte admissible :
Pour exploiter le nombre de cycles à rupture et donc calculer la contrainte admissible de l’éprouvette
i, une hypothèse sur la forme de la courbe S-N est nécessaire (paragraphe 1.1.2). Ainsi, à partir du
nombre de cycles Nri

à Σ0i
, il est possible de déterminer une contrainte admissible ‡admi

à Nref

cycles. Si les hypothèses sur la forme de la courbe S-N sont correctes, alors cette contrainte ad-
missible est directement la limite d’endurance de l’éprouvette (schématiquement représenté Figure
I.9). Il s’agit du maximum d’information extrait de l’éprouvette, soit ‡admi

= ‡Di
.

• Censure par intervalle :
Dans le cas où il est décidé de recharger une même éprouvette à un niveau de chargement supérieur
après une survie, une autre censure est possible.

Ainsi, pour une éprouvette rechargée i, sa limite d’endurance est nécessairement supérieure à
l’amplitude de chargement de son dernier niveau non rompu (pour lequel au moins Nref cycles ont
été réalisés), soit Σ0i

≠ p < ‡Di
(Figure I.10).
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Figure I.10 – Représentation schématique de la censure par intervalle (éprouvette rechargée jusqu’à rupture) avec
Σ0i

l’amplitude du dernier niveau testé de l’éprouvette i et σDi
sa limite d’endurance à Nref cycles

Pour l’analyse du niveau de rupture Σ0i
, des questions se posent sur le cumul d’endommagement.

Si une hypothèse de non-cumul peut être réalisée, alors la limite d’endurance de l’éprouvette est
inférieure à cette amplitude de contrainte, soit Σ0i

> ‡Di
(en présence de fort cumul, il se peut

que la rupture intervienne pour un niveau de chargement inférieur à la limite d’endurance). Une
censure par intervalle peut être appliquée, et traduit donc l’information Σ0i

> ‡Di
> Σ0i

≠ p. Cette
hypothèse de non-cumul est peut-être forte et peut plutôt se généraliser à un faible cumul. Des
études seront réalisées en deuxième partie de ce chapitre pour évaluer l’impact du cumul sur cet
indicateur statistique (en fonction du cumul initiale, le pas p de rechargement et pour une procédure
d’essais définie).

De plus, comme l’éprouvette est rompue, il est également possible d’exploiter son nombre de
cycles à rupture Nri

et de déterminer une contrainte admissible. Pour cela, en plus d’une hypothèse
sur la forme de la courbe S-N, il est nécessaire de réaliser une hypothèse sur le cumul d’endom-
magement pour prendre en compte l’historique de l’éprouvette. Il peut s’agir d’une hypothèse de
non-cumul, ou bien une hypothèse sur la loi de cumul.

Les éprouvettes non rompues n’ont donc pas fourni tout le potentiel d’information sur leurs
limites d’endurance. Seule la censure à droite peut être appliquée (moins riche que la censure par
intervalle) et la contrainte admissible ne peut pas être déterminée. La recharge des éprouvettes, qui
sera statistiquement évaluée lors de la deuxième partie de ce chapitre, a alors été motivée par cet
aspect : mener toutes les éprouvettes à rupture pour extraire le maximum d’information possible.

b) Estimateurs pour la détermination des probabilités de rupture empiriques

Pour déterminer les propriétés en fatigue (limite d’endurance et dispersion associée) à la suite
d’une campagne de fatigue, il est possible de passer par une évaluation des probabilités de rupture
empiriques. Différentes méthodes existent dans la littérature et sont présentées dans cette partie.
Afin d’illustrer les méthodes de détermination des probabilités empiriques, une campagne d’essai
simulée de 30 éprouvettes est considérée (Table I.3). La campagne d’essais simulée est constituée
de 5 niveaux d’essais avec 6 éprouvettes à chaque fois. Pour déterminer si l’éprouvette est rompue
ou non à Nref cycles, le niveau d’essai est comparé à la limite d’endurance ‡Di

de l’éprouvette à
Nref cycles. Les limites d’endurance des éprouvettes sont alors tirées aléatoirement avec une loi
de Weibull caractérisée par une limite d’endurance médiane de xmed = 1, 00 et un coefficient de
variation de Cv = 0, 050.

L’intérêt de la simulation est alors de connaître la distribution de départ, et donc celle qu’il faut
retrouver à l’issue du dépouillement de la campagne d’essai (qui n’est évidemment pas connue dans
la réalité, avant la réalisation de la campagne). Les différentes méthodes de dépouillement sont
alors illustrées avec cette campagne d’essai. Il est à noter que les différentes méthodes n’utilisent
pas forcément les mêmes indicateurs statistiques (e.g. certaines n’ont pas de censure), et n’ont donc
pas les mêmes hypothèses de départ.
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Table I.3 – Campagne d’essai simulée pour illustrer les différentes méthodes de dépouillement - 30 éprouvettes sur
5 niveaux de contrainte

Niveau
d’essai

Numéro
d’éprouvette

Tirage Résultat d’essai

Limite d’endurance σDi
Rupture (X) ou Survie (O)

N
iv

e
a

u
1

Σ0 = 0, 94

Éprouvette 1 1,003 O

Éprouvette 2 0,885 X

Éprouvette 3 1,038 O

Éprouvette 4 0,980 O

Éprouvette 5 1,041 O

Éprouvette 6 0,965 O

N
iv

e
a

u
2

Σ0 = 0, 97

Éprouvette 7 1,009 O

Éprouvette 8 1,057 O

Éprouvette 9 0,899 X

Éprouvette 10 0,904 X

Éprouvette 11 0,869 X

Éprouvette 12 1,020 O

N
iv

e
a

u
3

Σ0 = 1, 00

Éprouvette 13 1,011 O

Éprouvette 14 0,932 X

Éprouvette 15 1,034 O

Éprouvette 16 1,013 O

Éprouvette 17 0,914 X

Éprouvette 18 0,913 X

N
iv

e
a

u
4

Σ0 = 1.03

Éprouvette 19 0,940 X

Éprouvette 20 1,033 O

Éprouvette 21 0,924 X

Éprouvette 22 0,963 X

Éprouvette 23 0,964 X

Éprouvette 24 0,929 X

N
iv

e
a

u
5

Σ0 = 1.06

Éprouvette 25 1,042 X

Éprouvette 26 1,022 X

Éprouvette 27 1,026 X

Éprouvette 28 1,017 X

Éprouvette 29 1,002 X

Éprouvette 30 0,978 X

• Fréquence cumulée :
Le calcul de la probabilité de rupture empirique peut s’obtenir facilement à partir de la fréquence
cumulée. Pour les n observations xi rangées, la probabilité de rupture est obtenue simplement par

Fi(xi) =
i

n
. (I.4)

Il s’agit de la formule des modes, et qui est d’autant plus précise que les tailles d’échantillons sont
grands (généralement n Ø 50). Pour des petits échantillons, il existe des corrections pour mieux
déterminer la fréquence cumulée. Pour 20 Æ n Æ 50, la formule des rangs moyens est généralement
utilisée

Fi(xi) =
i

n + 1
. (I.5)
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Dans le cas d’échantillons encore plus petits (n Æ 20), la formule des rangs médians est utilisée

Fi(xi) =
i ≠ 0, 3

n + 0, 4
. (I.6)

Il est nécessaire de connaître l’ensemble des observations xi (donc de calculer les ‡Di
), et aucune

censure ne peut être prise en compte.
Les probabilités de rupture de la campagne d’essai simulée sur les 30 éprouvettes (donc avec

la formule des rangs moyens) sont présentées (Table I.4). Il est à noter que pour l’exemple, les
contraintes admissibles (assimilées aux limites d’endurance) des éprouvettes non rompues sont
considérées, ce qui n’est pas possible dans la réalité (car justement l’éprouvette n’a pas rompu).

• Estimateur de Johnson :
L’estimateur de Johnson [Johnson, 1964] est une méthode de correction de rang pour prendre en
compte les censures à droite (survie des éprouvettes), et se base sur la formule des rangs médians
(équation I.6). Les éprouvettes rompues sont donc classées par contraintes admissibles (assimilé à
‡Di

ici), et pour chacune d’entre elles, une probabilité de rupture est déterminée. La probabilité
est déterminée par

PFi
(‡Di

) =
rgi ≠ 0, 3

n + 0, 4
, (I.7)

avec rgi le rang corrigé de l’éprouvette rompue i et n le nombre total d’éprouvettes de l’échantillon.
Le rang est calculé par une loi incrémentale rgi = rgi≠1 + Ai avec rg0 = 0 et Ai la correction du
rang définie par

Ai =
n + 1 ≠ rgi≠1

1 + ci
. (I.8)

Dans cette expression, ci correspond au nombre d’éprouvettes ayant une limite d’endurance à Nref

cycles supérieure à l’éprouvette i (celle-ci étant comptée), les éprouvettes censurées sont donc inclues
dans ci. S’il n’y a pas de censure à droite, et que donc l’ensemble des éprouvettes sont rompues
dans l’échantillon considéré, alors rgi = i, et il s’agit exactement de la formule des rangs médians
(équation I.6).

Pour illustrer cette méthode, la campagne d’essais simulée est analysée avec des censures à droite
pour les éprouvettes non rompues (Table I.4). Le rang est alors corrigé à partir des observations
de survies d’éprouvettes. Il est alors à noter que le calcul de ci intervient nécessairement pour
les observations empiriques (e.g. l’Éprouvette 1 est censurée à Σ0i

= 0, 94 alors que sa limite
d’endurance est ‡Di

= 1, 003, elle modifie cependant le ci au niveau d’amplitude, Σ0i
= 0, 94 car il

s’agit du niveau d’essai où la survie est intervenue).

• Correction de rang par niveaux :
La dernière méthode présentée est basée sur une correction du rang par niveaux de chargement
Σ0i

. Les principes de base de cette méthode sont qu’une éprouvette ayant rompu avant Nref cycles
à une amplitude de contrainte donnée, aurait également rompu lors d’un essai à une contrainte
plus élevée. De la même manière, une éprouvette non rompue à Nref cycles à une amplitude de
contrainte donnée n’aurait également pas rompu à une amplitude de contrainte plus faible. Pour
calculer la probabilité de rupture pour un niveau de chargement, deux domaines Xi et Yi sont
définis pour comptabiliser les éprouvettes (Figure I.11a).

La probabilité de rupture au niveau Σ0i
est alors calculée par

PFi
(Σ0i

) =
Xi

Xi + Yi
, (I.9)

avec les deux domaines Xi, représentant le nombre d’éprouvettes rompues pour Σ0 Æ Σ0i
, et Yi,

représentant le nombre d’éprouvettes non rompues pour Σ0 Ø Σ0i
.
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Table I.4 – Illustration de la détermination des probabilités de rupture empiriques PFi
à partir de la campagne

d’essais simulée - Fréquence cumulée et Estimateur de Johnson

Analyse des 30 éprouvettes issues d’un tirage aléatoire (Weibull avec xmed = 1, 00 et Cv = 0, 050)

Fréquence cumulée 1 Estimateur de Johnson

Indicateur i PFi
Indicateur ci Ai rgi PFi

Éprouvette 11 σDi
= 0, 869 1 0,032 Éprouvette 11 σDi

= 0, 869 30 1 1 0,023

Éprouvette 2 σDi
= 0, 885 2 0,065 Éprouvette 2 σDi

= 0, 885 29 1 2 0,056

Éprouvette 9 σDi
= 0, 899 3 0,097 Éprouvette 9 σDi

= 0, 899 28 1 3 0,089

Éprouvette 10 σDi
= 0, 904 4 0,129 Éprouvette 10 σDi

= 0, 904 27 1 4 0,122

Éprouvette 18 σDi
= 0, 913 5 0,161 Éprouvette 18 σDi

= 0, 913 26 1 5 0,155

Éprouvette 17 σDi
= 0, 914 6 0,194 Éprouvette 17 σDi

= 0, 914 25 1 6 0,188

Éprouvette 21 σDi
= 0, 924 7 0,226 Éprouvette 21 σDi

= 0, 924 24 1 7 0,220

Éprouvette 24 σDi
= 0, 929 8 0,258 Éprouvette 24 σDi

= 0, 929 23 1 8 0,253

Éprouvette 14 σDi
= 0, 932 9 0,290 Éprouvette 14 σDi

= 0, 932 22 1 9 0,286

Éprouvette 19 σDi
= 0, 940 10 0,323 Éprouvette 1 Cens. Σ0i

= 0, 94

Éprouvette 22 σDi
= 0, 963 11 0,355 Éprouvette 3 Cens. Σ0i

= 0, 94

Éprouvette 23 σDi
= 0, 964 12 0,387 Éprouvette 4 Cens. Σ0i

= 0, 94

Éprouvette 6 σDi
= 0, 965 13 0,419 Éprouvette 5 Cens. Σ0i

= 0, 94

Éprouvette 30 σDi
= 0, 978 14 0,452 Éprouvette 6 Cens. Σ0i

= 0, 94

Éprouvette 4 σDi
= 0, 980 15 0,484 Éprouvette 19 σDi

= 0, 940 16 1,29 10,29 0,329

Éprouvette 29 σDi
= 1, 002 16 0,516 Éprouvette 22 σDi

= 0, 963 15 1,29 11,59 0,371

Éprouvette 1 σDi
= 1, 003 17 0,548 Éprouvette 23 σDi

= 0, 964 14 1,29 12,88 0,414

Éprouvette 7 σDi
= 1, 009 18 0,581 Éprouvette 7 Cens. Σ0i

= 0, 97

Éprouvette 13 σDi
= 1, 011 19 0,613 Éprouvette 8 Cens. Σ0i

= 0, 97

Éprouvette 16 σDi
= 1, 013 20 0,645 Éprouvette 12 Cens. Σ0i

= 0, 97

Éprouvette 28 σDi
= 1, 017 21 0,677 Éprouvette 30 σDi

= 0, 978 10 1,65 14,53 0,468

Éprouvette 12 σDi
= 1, 020 22 0,710 Éprouvette 13 Cens. Σ0i

= 1, 00

Éprouvette 26 σDi
= 1, 022 23 0,742 Éprouvette 15 Cens. Σ0i

= 1, 00

Éprouvette 27 σDi
= 1, 026 23 0,774 Éprouvette 16 Cens. Σ0i

= 1, 00

Éprouvette 20 σDi
= 1, 033 25 0,806 Éprouvette 29 σDi

= 1, 002 6 2,35 16,88 0,545

Éprouvette 15 σDi
= 1, 034 26 0,839 Éprouvette 28 σDi

= 1, 017 5 2,35 19,24 0,623

Éprouvette 3 σDi
= 1, 038 27 0,871 Éprouvette 26 σDi

= 1, 022 4 2,35 21,59 0,700

Éprouvette 5 σDi
= 1, 041 28 0,903 Éprouvette 27 σDi

= 1, 026 3 2,35 23,94 0,778

Éprouvette 25 σDi
= 1, 042 29 0,935 Éprouvette 20 Cens. Σ0i

= 1, 03

Éprouvette 8 σDi
= 1, 057 30 0,968 Éprouvette 25 σDi

= 1, 042 1 3,53 27,47 0,894

1. Les éprouvettes non rompues ont comme indicateur une contrainte admissible (assimilée ici à leur limite d’endurance),

ce qui n’est pas possible en réalité. Il s’agit d’une illustration, qui n’est donc pas directement comparable à l’estimateur de

Johnson (ce n’est pas les mêmes indicateurs, donc pas les mêmes hypothèses).

Table I.5 – Illustration de la détermination des probabilités de rupture empiriques PFi
à partir de la campagne

d’essais simulée - Correction de rang par niveaux

Analyse des 30 éprouvettes issues d’un tirage aléatoire (Weibull avec xmed = 1, 00 et Cv = 0, 050)

Correction de rang par niveaux

Niveau d’essai Domaine Xi Domaine Yi Probabilité PFi

Σ0i
= 0, 94 1 12 0,071

Σ0i
= 0, 97 4 7 0,364

Σ0i
= 1, 00 7 4 0,636

Σ0i
= 1, 03 11 1 0,917

Σ0i
= 1, 06 18 0 1,00
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1 Caractérisation des propriétés HCF

La campagne d’essai de fatigue simulée est analysée avec cette méthode (Table I.5). L’interpré-
tation des censures avec cette méthode est délicate, cela correspondrait à de la censure à droite pour
les éprouvettes non rompues et de la censure à gauche pour les éprouvettes rompues. Dans l’illus-
tration, les contraintes admissibles ne sont pas prises en compte, seules les observations empiriques
(i.e. rupture ou survie) sont considérées pour l’ensemble des niveaux d’essais.
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(b) Cas particulier avec calcul des contraintes admissibles

Figure I.11 – Représentation schématique de la méthode de correction de rang par niveaux

Les différentes censures (au moins à droite et à gauche) sont donc comptabilisées avec la cor-
rection du rang. Si l’ensemble des éprouvettes sont rompues et que les contraintes admissibles sont
calculées, alors les différents niveaux considérés sont Σ0i

= ‡Di
, et la probabilité de rupture est

PFi
(‡Di

) =
i

n + 1
, (I.10)

donc le calcul de la fréquence cumulée à partir de la formule des rangs moyens (équation I.5) ;
l’éprouvette i étant comptabilisée dans les deux domaines Xi et Yi (Figure I.11b).

Les probabilités empiriques déterminées par ces trois méthodes sont illustrées et comparées à
la fonction de répartition de la loi utilisée pour réaliser le tirage aléatoire des limites d’endurance
des éprouvettes de la campagne d’essais simulée (Figure I.12). Pour rappel, il est délicat de com-
parer directement les différentes valeurs, les indicateurs statistiques (i.e. contraintes admissibles et
censures) ne sont pas les mêmes, et donc les hypothèses de départ ne sont pas identiques.

0.8 0.85 0.9 0.95 1 1.05 1.1 1.15 1.2
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

Amplitude de contrainte Σ0

P
r
o
b
a
b
il
it

é
d
e

r
u
p
t
u
r
e
P
F

Tirage (Weibull)

Fréquence cumulée

Estimateur de Johnson

Correction par niveaux

Figure I.12 – Probabilités de rupture empiriques obtenues à partir des trois méthodes d’analyse de la campagne
d’essais simulée (Table I.3)

À partir de ces probabilités de rupture empiriques, il est possible de déterminer les propriétés
en fatigue. La méthode d’ajustement graphique est présentée dans le point suivant.
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CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

c) Estimateurs statistiques pour la détermination des propriétés en fatigue

Un estimateur statistique permet d’identifier les paramètres d’une distribution à partir d’ob-
servations empiriques. L’objectif est alors de faire coïncider les valeurs théoriques de la loi de
distribution choisie (ou identifiée) aux valeurs empiriques.

• Méthode des moments :
Il s’agit de la méthode la plus intuitive, en calculant des moments empiriques pour identifier les
paramètres de la distribution. Par exemple pour un échantillon de n observations xi, la valeur
moyenne x̄ correspond au moment d’ordre 1, soit

x̄ =
1

n

n
ÿ

i=1

xi. (I.11)

L’écart-type ¯̄x correspond alors à la racine carrée du moment centré d’ordre 2, soit

¯̄x =

ˆ

ı

ı

Ù

1

n

n
ÿ

i=1

(xi ≠ x̄)2. (I.12)

Pour l’identification de plus de paramètres, ou pour des identifications sur différents critères,
d’autres moments peuvent être utilisés. Par exemple, le coefficient d’asymétrie “1 correspond au
moment centré réduit d’ordre 3 ou encore, le kurtosis non normalisé —2 (coefficient d’aplatissement)
correspond au moment centré réduit d’ordre 4. Cette méthode nécessite donc de connaître les réa-
lisations empiriques xi, et aucune censure de données n’est possible. Dans le cas du traitement
d’essais de fatigue, elle est la plus naturelle lorsque l’ensemble de l’échantillon est connu, soit les
contraintes admissibles ‡Di

calculées.

Pour la campagne d’essai simulée servant d’illustration, les valeurs des limites d’endurance ‡Di

sont directement analysées (même pour les éprouvettes non rompue) pour obtenir la valeur moyenne
empirique et l’écart-type empirique. Une loi de Weibull est ensuite identifiée à partir de ces deux
valeurs (Table I.6).

Table I.6 – Illustration du dépouillement avec la méthode des moments pour la campagne d’essais simulée

Analyse des 30 éprouvettes issues d’un tirage aléatoire (Weibull avec xmed = 1, 00 et Cv = 0, 050)

Moments empiriques Identification de la loi de Weibull associée

Moyenne Écart-type Paramètre d’échelle Paramètre de forme Médiane Coeff. de variation

x̄ ¯̄x α β xmed Cv

0,978 0,0545 1,002 22,3 0,985 0,0558

• Méthodes d’ajustement graphique :
Ces méthodes se basent sur l’identification des paramètres à partir de probabilités empiriques
calculées. Ainsi, il y a deux étapes avec tout d’abord une estimation des probabilités empiriques (à
partir de différentes méthodes présentées au point précédent), puis une identification des paramètres
de la distribution par une étape d’ajustement graphique (souvent une régression linéaire). De la
même manière que pour la méthode des moments, il s’agit ici d’identifier les paramètres d’une loi
de distribution en faisant coïncider les valeurs théoriques et empiriques.

La base de cette méthode repose alors sur la construction de diagrammes de type Quantile-
Quantile, et donc de réaliser une transformation des données empiriques (xi, PF i). Si ces données
représentent une droite dans le diagramme correspondant, alors elles suivent cette loi de probabilité,
et les paramètres de la distribution peuvent être déterminés à partir d’une régression linéaire.
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1 Caractérisation des propriétés HCF

Dans le cas de la loi normale, cette méthode correspond à la méthode de la droite de Henry
[Galtier et al., 2019]. Il s’agit d’un test courant de normalité et permet l’identification de la moyenne
et de l’écart-type (pour une distribution suivant une loi normale).

Pour une distribution de Weibull, la droite définie par

ln

3

ln

3

1

1 ≠ PF i

44

= —(ln xi ≠ ln –) (I.13)

permet d’identifier les paramètres – et —. Il s’agit simplement d’une linéarisation de la fonction de
répartition.

Les indicateurs statistiques sont donc ceux utilisés pour la détermination des probabilités de
rupture empiriques. Des censures à droite et à gauche sont donc possibles, suivant la méthode
utilisée. Ces deux méthodes sont mises en œuvre à partir des probabilités de rupture précédemment
déterminées sur les résultats de la campagne d’essais simulée (Figure I.13). La distribution utilisée
pour le tirage est également représentée.

La droite de Henry est également un test de normalité. Si les probabilités empiriques sont ali-
gnées dans le diagramme (Figure I.13a), alors les observations empiriques suivent une loi normale.
Le tirage a été effectué à partir d’une loi de Weibull, et forcément, ne représente pas une droite
dans ce diagramme. Du fait des méthodes utilisées et donc du peu d’information obtenue (peu
d’éprouvettes, censures...), il est délicat de dire si les probabilités empiriques suivent ou non une
loi normale 1. Les valeurs obtenues à partir des régressions linéaires sont présentées (Table I.7) et
restent proche des caractéristiques de la distribution ayant servie au tirage (la loi de Weibull est
quasi-symétrique et donc proche d’une loi normale par certains aspects). De la même manière, les
probabilités empiriques déterminées précédemment à partir de la campagne d’essais simulée sont
représentées pour identifier par régression linéaire les paramètres des distributions de Weibull (Fi-
gure I.13b). Les valeurs obtenues sont rassemblées et comparées à la distribution initiale ayant servi
au tirage (Table I.7).

Il est à noter que pour la méthode de correction de rang par niveaux, l’identification ne peut
se faire sur le dernier niveau d’essai (Σ0,i = 1, 06), car la probabilité de rupture observée est de
PF = 1. Les fonctions de répartition de Weibull obtenues à partir de la méthode de régression
linéaire sont alors comparées à la distribution ayant servi au tirage et aux probabilités de rupture
empiriques de l’identification (Figure I.14).

Table I.7 – Valeurs obtenues pour les propriétés en fatigue à partir des méthodes d’ajustement graphique

Analyse des 30 éprouvettes issues d’un tirage aléatoire (Weibull avec xmed = 1, 00 et Cv = 0, 050)

Probabilités Droites de Henry Régression linéaire (Weibull)

de rupture (Figure I.13a) (Figure I.13b)

empiriques Espérance Écart-type Moyenne Écart-type

µ(= xmed) σ Cv α β x̄ ¯̄x xmed Cv

Fréqu. cumulée 0,978 0,0611 0,0625 1,003 19,6 0,976 0,0616 0,985 0,0631

Est. de Johnson 0,981 0,0643 0,0656 1,003 20,5 0,977 0,591 0,985 0,0606

Cor. par niveaux 0,9854 0,0329 0,0334 1,001 36,5 0,986 0,0339 0,991 0,0344

1. Dans ce cas, non, car issues de la simulation à partir d’une loi de distribution de Weibull.
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(b) Régression linéaire pour l’identification des lois de Weibull (Équation I.13)

Figure I.13 – Méthodes d’ajustement graphique sur les probabilités de ruptures obtenues lors de l’analyse de la
campagne d’essais simulée - Droite de Henry et Régression linéaire pour l’identification de la loi de
Weibull

0.8 0.85 0.9 0.95 1 1.05 1.1 1.15 1.2
0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

Amplitude de contrainte Σ0

P
r
o
b
a
b
il
it

é
d
e

r
u
p
t
u
r
e
P
F

Tirage (Weibull)

Fréquence cumulée

Estimateur de Johnson

Correction par niveaux

Figure I.14 – Représentation des fonctions de répartitions obtenues à partir de l’analyse des probabilités de rupture
empiriques avec la méthode de régression linéaire pour l’identification d’une loi de Weibull
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• Méthode du maximum de vraisemblance :
Enfin, la méthode du maximum de vraisemblance [Le Cam, 1990, Sudret, 2009] permet d’inférer
les paramètres de la loi de probabilité à partir d’un échantillon, pris dans son ensemble. Ainsi les
différentes observations empiriques sont paramétrées avec les valeurs recherchées pour construire
une fonction de vraisemblance.

La probabilité associée à l’observation xi s’exprime en fonction de la densité de probabilité de la
distribution considérée. Dans le cas d’un échantillon de n observations de ‡Di

, avec une distribution
de Weibull paramétrée par (–; —), la fonction de vraisemblance est

L(–, —) =
n

Ÿ

i=1

f(‡Di
, –, —). (I.14)

Elle représente alors le produit de l’ensemble des probabilités observées. Il suffit alors de déterminer
les paramètres de la distribution pour lesquels cette fonction est maximisée pour obtenir la distri-
bution la plus vraisemblable, i.e. à partir de laquelle l’échantillon de départ est le plus probable
d’être extrait. En somme, ce qui s’est produit empiriquement était ce qui était le plus probable de
se passer théoriquement.

Cette méthode permet de prendre en compte facilement les différents types de censures, à partir
de la fonction de répartition paramétrée par les valeurs recherchées. En effet, si une éprouvette est
non-rompue à Nref cycles pour une amplitude de contrainte Σ0i

, la probabilité de cette observation
(‡Di

Ø Σ0i
) correspond alors à

Pi(‡Di
Ø Σ0i

) = 1 ≠ F (Σ0i
, –, —). (I.15)

Il s’agit d’une censure à droite (Figure I.8). De la même manière, pour une éprouvette rompue
où une censure à gauche est appliquée (Figure I.9), la probabilité de l’observation empirique est
paramétrée par

Pi(‡Di
Æ Σ0i

) = F (Σ0i
, –, —). (I.16)

La censure par intervalle est généralement utilisée dans le cas d’observations de défaillances
dans le temps (si pour deux temps différents la défaillance n’est pas constatée, puis observée par la
suite) [Flygare et al., 1985, Gómez et al., 2004, Guure et al., 2013]. Pour des essais de fatigue, cette
censure par intervalle est rarement utilisée, car elle n’est pas si facilement applicable (amplitudes
de chargement différentes) et nécessite donc certaines hypothèses sur le cumul de dommage entre
les niveaux de chargement (Figure I.10). Ainsi, la probabilité de l’observation empirique de cette
censure est

Pi(Σ0i
≠ p Æ ‡Di

Æ Σ0i
) = F (Σ0i

, –, —) ≠ F (Σ0i
≠ p, –, —), (I.17)

pour une éprouvette rechargée ayant rompu au niveau Σ0i
.

Cet estimateur statistique est donc le plus direct, avec des censures clairement prises en compte,
et pour lequel les observations empiriques sont paramétrées.

Pour illustrer, cette méthode est mise en œuvre pour le dépouillement de la campagne d’essais
simulée, avec trois considérations différentes sur les indicateurs statistiques. Les valeurs obtenues
avec les analyses sont présentées et comparées à la distribution initiale ayant servi au tirage (Table
I.8). Les fonctions de répartitions obtenues sont également représentées (Figure I.15). Elles repré-
sentent alors également les probabilités de rupture empiriques, déterminées à partir de l’ensemble
de l’échantillon et des hypothèses de départ (qui ont été paramétrées et identifiées en maximisant
la vraisemblance).

26



CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

Table I.8 – Valeurs obtenues pour les propriétés en fatigue à partir de la méthode du maximum de vraisemblance
avec différents indicateurs statistiques (donc différentes hypothèses)

Analyse des 30 éprouvettes issues d’un tirage aléatoire (Weibull avec xmed = 1, 00 et Cv = 0, 050)

Indicateurs Maximum de vraisemblance

Éprouvette rompue Éprouvette non-rompue α β x̄ ¯̄x xmed Cv

Contraintes admissibles σDi
1,002 22,7 0,978 0,0537 0,986 0,0549

Contraintes admissibles σDi
Censures à droite Σ0i

1,003 20,7 0,977 0,585 0,985 0,0599

Censures à gauche Σ0i
Censures à droite Σ0i

1,002 24,1 0,980 0,506 0,987 0,0517
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Figure I.15 – Représentation des fonctions de répartitions obtenues à partir de l’analyse des probabilités de rupture
empiriques avec la méthode du maximum de vraisemblance pour l’identification d’une loi de Weibull

Il est à noter que dans ce cas précis, la troisième méthode, avec uniquement des censures, semble
donner de meilleurs résultats ; dans le sens ou la limite d’endurance médiane et le coefficient de va-
riation sont légèrement plus proches des valeurs de la distribution initiale (normalement inconnue).
Cependant, il s’agit bien de la méthode avec le moins d’information au départ. La distribution la
plus vraisemblable à partir de l’échantillon considéré est bien celle obtenue avec la première méthode
(et donc le maximum d’information extrait de l’échantillon). Les résultats dépendent fortement de
l’échantillon de départ, qui n’est pas forcément très représentatif de la distribution initiale (e.g. lors
du tirage de peu d’éprouvettes, les queues de distribution sont peu représentées).

Ces méthodes donnent des résultats différents pour l’analyse d’une même campagne d’essais. Il
est délicat de les comparer directement, car elles n’utilisent pas toutes les mêmes indicateurs
statistiques et donc pas les mêmes hypothèses de départ. Pour déterminer quelle procédure d’essai
et de dépouillement est "la meilleure", il est nécessaire de réaliser de nombreuses simulations. Il
s’agit d’un des objectifs de la deuxième partie de ce chapitre : d’évaluer statistiquement plusieurs
procédures d’essais.

1.2.3 Établissement de courbes S-N probabilistes

D’autres méthodes se basent sur l’exploitation directe des points de fatigue (Σ0i
, Nri

), en inté-
grant directement la description des différentes distributions et de la courbe S-N dans la méthode
du maximum de vraisemblance.
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• Logiciel ESOPE :
Le logiciel ESOPE permet de représenter les courbes S-N-P intégralement, en décrivant la disper-
sion, que ça soit en contrainte ou en nombres de cycles à rupture. Les paramètres caractéristiques
des modèles (Tableau I.1) de Wöhler, de Basquin, de Stromeyer (avec b = 1) et de Bastenaire (avec
B = 0) peuvent être directement identifiés à partir d’un nuage de points représentant des essais
de fatigue. De plus, des censures peuvent être prises en compte, pour mieux décrire les résultats
expérimentaux. Les conditions d’utilisation de ce logiciel répondent à la norme ISO 12107, et son
développement vient des travaux de Bastenaire [Bastenaire, 1960, Bastenaire, 1971]. Dans cette
approche, une loi normale est considérée pour décrire la distribution des propriétés en fatigue (à N
fixé), et la dispersion déterminée de cette loi normale est considérée identique pour l’ensemble du
domaine d’identification. Les courbes S-N à différents quantiles sont alors des décalages verticaux
de la courbe S-N médiane.

• Approche GPPM :
Cette approche se veut plus globale existe et se base sur les travaux de Guédé [Guédé, 2005], Perrin
[Perrin, 2008], mais également de Pascual et Meeker [Pascual et Meeker, 1997, Pascual et Meeker,
1999]. GPPM est alors l’acronyme de ses quatre auteurs. Cette méthode propose de nombreuses
évolutions par rapport à la méthode ESOPE, avec entre autres :

- Les distributions sur les nombres de cycles à contrainte fixée sont exprimées (généralement
par une loi log-normale). En effet il s’agit bien de la variable aléatoire expérimentalement.

- Les moyennes des distributions aléatoires sur N suivent un modèle de Stromeyer. Les écarts-
types des distributions dépendent du niveau de contrainte.

- La limite d’endurance (du modèle de Stromeyer) est une variable aléatoire, différente et
bien sûr inconnue pour chaque éprouvette. Il s’agit alors d’un véritable paramètre matériau,
représenté par une distribution. L’identification de la limite d’endurance se fait alors à l’aide
de l’expression de probabilités conditionnelles, qui sont directement prises en compte dans
la méthode du maximum de vraisemblance.

Différentes hypothèses sont formulées et doivent être vérifiées. De plus, l’identification du mo-
dèle se fait étape par étape pour minimiser les erreurs d’interprétation et rester au plus proche de
la description de la nature probabiliste des essais de fatigue [Sudret, 2009].

L’utilisation de la méthode du maximum de vraisemblance permet de modéliser et de probabiliser
de nombreux aspects de la fatigue. Pour améliorer les prévisions, certains auteurs intègrent des
approches d’actualisation bayésiennes [Beaumont, 2013]. Ces inférences peuvent être directement
prises en compte dans la méthode du maximum de vraisemblance. En effet, une distribution a priori
peut par exemple être postulée (sur la base d’essais précédents ou par expérience), et des résultats
d’essais vont alors actualiser cette information pour calculer une distribution dite a posteriori. De
plus, les courbes S-N à plusieurs mécanismes de rupture (e.g. amorçages en interne ou en surface)
peuvent être modélisées en utilisant des lois de mélange (pouvant être intégrées aux fonctions de
vraisemblance) [Fouchereau, 2014].

Lors du traitement statistique des données de fatigue, il est souvent nécessaire de postuler la forme
de la distribution représentant les propriétés en fatigue. En effet, le nombre d’éprouvettes est
limité (avec en plus des censures) et donc il y a souvent trop peu d’information pour correctement
l’identifier. Les formes les plus couramment utilisées sont la loi de Weibull à deux paramètres
ou la loi normale, qui se ressemblent par de nombreux aspects (deux paramètres, symétrique ou
quasi-symétrique...). De plus, d’autres hypothèses sont souvent formulées, comme sur la forme de
la courbe S-N pour le calcul des contraintes admissibles.
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1.3 Procédures d’essais pour la détermination des propriétés en
fatigue (limite d’endurance et dispersion associée)

Afin d’optimiser le nombre d’éprouvettes pour la détermination de la limite d’endurance, des
procédures d’essais et de dépouillements associées ont été développées. Ces méthodes permettent
de traiter rapidement les données d’essais de fatigue et définissent, par exemple, des règles de
succession d’éprouvettes.

Dans cette section, différentes procédures d’essais de la littérature sont présentées et servent à
déterminer rapidement (i.e. avec un nombre limité d’éprouvettes) la limite d’endurance à Nref . Ces
procédures ont généralement des méthodes d’analyses associées, afin d’évaluer la limite d’endurance
et parfois la dispersion associée (elles ne cherchent pas à déterminer la courbe S-N complète). Ces
différentes méthodes sont alors analysées à partir des éléments présentés précédemment (estimateurs
statistiques et indicateurs statistiques, et donc hypothèses réalisées).

1.3.1 Méthode Staircase

La méthode Staircase (ou méthode de l’escalier) est largement utilisée du fait de sa simplicité
de mise en œuvre. Elle a été introduite et statistiquement analysée par Dixon et Mood [Dixon et
Mood, 1948].

L’objectif est de solliciter une éprouvette à une certaine amplitude de contrainte jusqu’à un
certain nombre de cycles Nref . Si l’éprouvette n’a pas rompu, alors l’éprouvette suivante est sollicitée
à une amplitude de contrainte augmentée d’un pas p de chargement. Inversement, si l’éprouvette a
rompu avant Nref cycles, le niveau de chargement de l’éprouvette suivante est diminué de ce pas p.
Ainsi le niveau de chargement d’une éprouvette dépend du résultat de l’éprouvette précédent. Le
but est alors d’utiliser plusieurs éprouvettes pour osciller autour de la limite d’endurance médiane
à Nref cycles.

Cette méthode se révèle efficace pour déterminer la limite d’endurance médiane avec de petits
échantillons, mais l’estimation de l’écart-type nécessite des échantillons beaucoup plus grands.

• Détermination de la limite d’endurance et de l’écart-type :
La détermination des propriétés en fatigue se fait ensuite à l’aide des formules de Dixon-Mood
[Dixon et Mood, 1948]. Ces formules sont basées sur la méthode du maximum de vraisemblance,
avec uniquement des censures à droite et à gauche (observations de rupture ou de survie), dans
le cadre d’une loi normale. Il s’agit alors d’approximations utiles permettant de déterminer avec
des formules très simples la limite d’endurance moyenne, µ, et l’écart-type associé, ‡. En pratique,
l’événement le moins fréquent au cours de la série d’essais est retenu (rupture ou survie). En
effet, l’événement le plus fréquent peut être dû à un mauvais choix de la contrainte initiale, trop
éloignée de la limite d’endurance moyenne. Pour chaque niveau, le nombre Ni de réalisations de cet
événement est déterminé et les niveaux sont numérotés en attribuant la valeur i = 0 au plus petit
niveau pour lequel au moins un de l’événement retenu est observé. Les formules d’estimations de
la médiane et de l’écart-type reposent sur le calcul des trois quantités suivantes

N =
ÿ

i

Ni ; A =
ÿ

i

i.Ni ; B =
ÿ

i

i2.Ni (I.18)

où i désigne le numéro du niveau d’essai.
L’estimation de la moyenne/médiane est alors donnée par

µ = Σ0,i=0 + p

3

A

N
±

1

2

4

(I.19)

avec ≠1/2 si l’évènement le plus fréquent est la rupture, et +1/2 s’il s’agit de la survie.
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L’écart-type est déterminé avec

‡ = 1, 62 p

A

NB ≠ A2

N2
+ 0, 29

B

, (I.20)

si la condition
NB ≠ A2

N2
Ø 0, 3 (I.21)

est respectée. Ce qui est généralement le cas lorsque le nombre d’éprouvettes est suffisamment
important et que le pas p du Staircase est du même ordre de grandeur que l’écart-type (évidemment
inconnu avant la réalisation de l’essai).

En effet, Dixon et Mood ont proposé l’encadrement suivant 1 pour le choix du pas du Staircase

2 Ø p

‡
Ø 1

2
. (I.22)

Si la condition (équation I.21) n’est pas vérifiée, l’écart-type peut être déterminé par

‡ = 0, 53 p. (I.23)

Cette dernière relation est rarement utilisée, car elle ne dépend que du pas fixé par l’utilisateur,
et pas de la réalisation du Staircase. Elle permet généralement de compenser le choix d’un pas
trop grand, et donc l’obtention d’un Staircase avec peu de niveaux de chargement différents (qui
mène alors au fait que la condition (I.21) ne soit pas vérifiée). Cependant lors de la réalisation d’un
Staircase avec peu d’éprouvettes, le nombre de niveaux différents peut également être limité, bien
que le pas choisi soit correct.

Pour l’exemple considéré (Tableau I.9), l’événement le moins fréquent est la rupture et les quan-
tités pour l’utilisation des formules de Dixon-Mood sont N = 7, A = 9 et B = 15. Ce qui donne
une limite d’endurance moyenne de µ = 574 MPa. Comme NB≠A2

N2 = 0, 49, l’écart-type peut être
évalué et ‡ = 25 MPa (qui est alors du même ordre de grandeur que le pas du Staircase).

Des questions se posent logiquement sur la fiabilité de l’estimation de cet écart-type avec seule-
ment 15 éprouvettes. En effet, pour des faibles nombres d’éprouvettes, de nombreuses études
montrent que l’estimation de l’écart-type présente une erreur systématique relativement impor-
tante (dépendant du nombre de l’échantillon et du rapport p/‡) [Brownlee et al., 1953, Little,
1974]. Par exemple, Bastenaire et Regnier [Bastenaire et Regnier, 1983] quantifient ces erreurs
par calculs (en utilisant directement le maximum de vraisemblance). Plus récemment, des études
de simulation de Staircase ont permis de proposer des facteurs et des méthodes de correction en
fonction du nombre d’éprouvettes pour minimiser ces erreurs [Svensson et de Maré, 1999, Rabb,
2003, Pollak et al., 2006].

Table I.9 – Exemple d’utilisation de la méthode Staircase pour un acier à hautes caractéristiques avec
Rm = 1120MP a et un pas p de 30 MPa ("x"=rompue, "o"=non rompue). [Galtier et al., 2019]

Σ0 [MPa]
Ordre des essais

i Ni iNi i2Ni1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15

610 x x x 2 3 6 12
580 x o o o x x 1 3 3 3
550 x o o o o 0 1 0 0
520 o

1. Une borne supérieure de 1,5 est parfois conseillée [CIMAC, 2009]. Dans tous les cas il est préférable d’avoir
p ≈ σ.
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• Détermination des intervalles de confiance sur µ et ‡ :
Selon Dixon et Mood [Dixon et Mood, 1948], les erreurs sur la moyenne µ et sur l’écart-type ‡ sont
données par

‘µ =
‡ GÔ

N
et ‘σ =

‡ HÔ
N

, (I.24)

où N représente le nombre d’événements retenus (N = 7 dans le Staircase d’illustration) et avec
G et H sont des facteurs dépendant du rapport p

σ
(Figure I.16). L’écart-type n’est évidemment pas

connu, et il est estimé par la formule I.20 (lorsque cela est possible). Les erreurs sont alors estimées
à partir de cette valeur.

Figure I.16 – Représentation des fonctions G et H pour le calcul des intervalles de confiance en fonction de d/σ

(avec d le pas du Staircase et σ l’écart-type) [Dixon et Mood, 1948]
Trait plein : µ est égal à un niveau du Staircase
Pointillé : µ se situe au milieu de deux niveaux du Staircase

Les intervalles de confiance bilatéraux pour un risque – fixé peuvent donc être estimés par

µ œ [µ ≠ hα/2 ‘µ ; µ + hα/2 ‘µ] et ‡ œ [‡ ≠ hα/2 ‘σ ; ‡ + hα/2 ‘σ], (I.25)

où hα suit la loi de Student à (N-1) degrés de liberté.

Pour le Staircase d’illustration (Tableau I.9), le rapport du pas sur l’écart-type (évalué) est de
p/‡ = 1, 2 soit G ¥ 1, 02 et H ¥ 1, 3. Les erreurs sont donc ‘µ = 9, 6MPa et ‘σ = 12, 3MPa.

Les intervalles de confiance bilatéraux à 95% (avec donc – = 0, 05 et hα/2 = 2, 447 d’après les
tables de la loi de Student associé à N ≠ 1 = 6 degrés de liberté) sont :

- pour la limite d’endurance moyenne : µ = 574 ± 23, 5 MPa ;
- pour l’écart-type : ‡ = 25 ± 30, 1 MPa.

Cet exemple montre bien que l’estimation de l’écart-type est peu fiable : le nombre d’éprouvettes
n’est pas suffisant pour donner un résultat probant (l’intervalle de confiance sur l’écart-type est
très large).
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Cela s’explique par le fait que la méthode de Dixon-Mood n’utilise que des données censurées.
De plus, la philosophie du Staircase est d’utiliser un nombre d’éprouvettes assez grand pour osciller
autour de la limite d’endurance médiane. Ainsi, les queues de distributions sont rarement évaluées ;
ce qui rend la détermination de l’écart-type délicate.

Dans la deuxième partie du chapitre, des essais Staircase sont simulés pour quantifier les incer-
titudes sur la détermination des propriétés en fatigue. La méthode de Dixon-Mood est également
simulée, car elle sert de référence.

1.3.2 Méthode Locati

La méthode Locati [Locati, 1955] se base sur le concept du cumul de dommage linéaire [Palmgren,
1924, Miner, 1945]. L’objectif est de mener toutes les éprouvettes à rupture, et donc de calculer une
contrainte admissible pour chaque éprouvette. À la différence du Staircase, aucune censure n’est
appliquée. Cela permet donc de diminuer le nombre d’éprouvettes nécessaire pour la détermination
des propriétés en fatigue. Cependant, des hypothèses sont nécessaires sur la forme de la courbe S-N
(généralement un modèle de Basquin est utilisé) et sur la loi de cumul de dommage.

L’éprouvette est menée à rupture en réalisant des blocs de L cycles (avec L < Nref ). Si l’éprou-
vette n’a pas rompu après les L cycles, l’amplitude de chargement est augmentée d’un pas de
contrainte ⁄. L’opération est répétée jusqu’à rupture de l’éprouvette (Figure I.17).

Ainsi, pour chaque éprouvette une contrainte admissible est calculée et est assimilée à la limite
d’endurance de l’éprouvette à Nref cycles.

Figure I.17 – Représentation graphique de la méthode de Locati - Paliers de Li = 300000 cycles pour la détermi-
nation à Nref = 2.10

6 cycles [Galtier et al., 2019]

Différentes procédures existent, mais généralement, le premier niveau de chargement de la i-ème
éprouvette est définie à partir de la tenue moyenne ‡m des (i≠1) éprouvettes précédentes (moyenne
de leurs contraintes admissibles) tel que

Σ0,i = ‡m ≠ 2 ⁄. (I.26)

La détermination est réalisée par la méthode des moments : la limite d’endurance moyenne
est simplement la moyenne des limites d’endurance des n éprouvettes testées (équation I.11) et
l’écart-type est déterminé avec la formule empirique (équation I.12).

Cette procédure a été simulée pour quantifier les incertitudes sur la détermination des propriétés
en fatigue pour différentes loi de distributions et pour différents types de procédure [Beaumont,
2013]. Comme aucune censure n’est appliquée, les incertitudes sont plus faibles que pour la méthode
Staircase, mais les résultats dépendent fortement des hypothèses réalisées pour le calcul de la
contrainte admissible.
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1.3.3 Autres méthodes moins classiques

De nombreuses méthodes et variantes ont été proposées dans la littérature pour optimiser l’iden-
tification des propriétés en fatigue. À part les méthodes de Staircase modifié (avec règles de suc-
cession différentes pour les éprouvettes ou avec un pas du Staircase variable et recalculé à chaque
éprouvette), ces méthodes reposent en général sur le rechargement des éprouvettes jusqu’à rupture
(à la manière d’un Locati).

• Méthode par paliers :
Cette méthode a été développée par Prot [Prot, 1937] et différentes études plus récentes ont montré
son intérêt pour la détermination de limites d’endurance pour des grands nombres de cycles [Max-
well et Nicholas, 1999, Bellows et al., 1999, Nicholas, 2002]. En règle générale, très peu d’éprouvettes
sont utilisées par condition, et aucune dispersion associée n’est donc déterminée.

L’objectif est de solliciter une éprouvette et d’obtenir au moins une non-rupture à Nref . L’éprou-
vette est ensuite rechargée à une amplitude plus élevée (généralement augmentée de 5%). L’éprou-
vette est rechargée jusqu’à rupture, et la limite d’endurance est déterminé avec les deux derniers
paliers (le n-ième étant celui de la rupture, pour lequel l’éprouvette a réalisé Nr cycles) par une
simple interpolation linéaire

‡D = Σ0,i=n≠1 +
Nr

Nref
(Σ0,i=n ≠ Σ0,i=n≠1). (I.27)

Bien que la méthode soit rapide, le calcul de la contrainte admissible ne repose pas sur des
phénomènes physiques de rupture (il n’y a pas besoin de modéliser la courbe S-N, ni le cumul de
dommage).

• Méthode Staircase-Locati :
Pour cette méthode, l’objectif est d’exploiter les éprouvettes non rompues d’un Staircase, en les
rechargeant suivant un protocole Locati. Le rechargement se fait avec le même pas que le Staircase.
Cependant pour optimiser le temps d’essais et limiter le nombre de cycles réalisés, les rechargements
se font par blocs de L cycles (de la même manière que pour un Locati) [Beaumont, 2013].

L’intérêt d’un tel protocole est que le Staircase n’est pas affecté par le Locati, et donc qu’il est
toujours possible d’appliquer les formules de Dixon-Mood.

En exploitant les éprouvettes rechargées, le dépouillement de ces essais se fait de la même manière
que pour le Locati. Une contrainte admissible est donc déterminée pour chaque éprouvette, et la
moyenne et l’écart-type empiriques peuvent être évalués. Il ne s’agit alors plus de la philosophie
d’un Staircase, avec un dépouillement ne nécessitant pas ou peu d’hypothèses et avec uniquement
des censures à droite et à gauche.

• Staircase avec rechargement :
Il existe peu d’exemples de Staircase avec recharge des éprouvettes, sans suivre de protocole Locati.
La différence est que le nombre de cycles pour la recharge est celui recherché (à la manière de la
méthode par paliers). Une procédure est présentée dans un rapport du Conseil International des
Machines à Combustion [CIMAC, 2009]. Elle se base donc sur la recharge de toutes les éprouvettes
jusqu’à rupture. Lorsqu’une rupture intervient, l’éprouvette suivante est testée à une amplitude de
chargement diminuée de deux pas du Staircase. Cette procédure est utilisée pour s’assurer qu’il y
ait un maximum d’éprouvettes rechargées et que l’événement le moins fréquent à l’issue du premier
niveau de chargement soit la rupture.

D’après le rapport [CIMAC, 2009], les formules de Dixon-Mood peuvent être appliquées telles
quelles. Cette méthode n’a pas été analysée statistiquement, et trop peu d’études (publiées) ont été
réalisées à ce sujet pour pouvoir considérer et appliquer cette méthode. Il s’agit d’un des objectifs
de la deuxième partie de ce chapitre.
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1.3.4 Intérêts de la simulation d’essais de fatigue

Dans la deuxième partie de ce chapitre, différents protocoles d’essai sont analysés statistiquement
à l’aide de la simulation d’essais de fatigue. Les deux objectifs principaux de cette étude sont :

- de quantifier les incertitudes sur la détermination du paramètre de dispersion en fonction
des paramètres d’essais, comme le nombre d’éprouvettes, et des hypothèses réalisées lors du
dépouillement (indicateurs statistiques) ;

- d’évaluer l’intérêt de la recharge d’éprouvettes et de la censure par intervalle (en fonction de
différents paramètres comme le cumul d’endommagement).

D’une part, la quantification des incertitudes sur la détermination des propriétés en fatigue
(et notamment du paramètre de dispersion) servira de référence pour la comparaison au travail
présenté au Chapitre II, sur la robustesse de l’identification de ce paramètre par analyse de courbe
d’auto-échauffement.

D’autre part, il est intéressant d’évaluer statistiquement la recharge des éprouvettes non-rompues
car pour des raisons de coût et de disponibilité matière, cette méthode est de plus en plus utilisée,
sans avoir été analysée statistiquement.

En effet, la recharge des éprouvettes permettrait potentiellement d’extraire plus d’information
d’une seule éprouvette. Un des objectifs est alors d’évaluer statistiquement une procédure de Stair-
case avec rechargement de toutes les éprouvettes non rompues. L’intérêt d’un tel protocole est
double :

- étant donné que le nombre de cycles par bloc est Nref , des méthodes avec application de
censures (et notamment la censure par intervalle) pourront être appliquées ;

- comme toutes les éprouvettes sont menées à rupture, il est également possible de déterminer
une contrainte admissible pour chaque éprouvette, à la manière d’un Locati.

Un choix a été fait d’évaluer un protocole Staircase où l’amplitude de contrainte de l’éprouvette
suivante n’est diminuée que d’un pas p (et pas deux comme proposé dans le rapport CIMAC
[CIMAC, 2009]), pour diminuer le nombre de paliers avec non-rupture et donc limiter l’impact
d’un éventuel cumul (tout en diminuant les temps d’essai en situation réelle).

Cependant, le travail de simulation mis en place permettrait d’évaluer n’importe quelle procé-
dure. L’objectif est avant tout de proposer une méthode de dépouillement basée sur la censure (pour
limiter les hypothèses nécessaires), mais également d’évaluer l’impact d’un cumul d’endommage-
ment lors du rechargement des éprouvettes. Les très nombreuses simulations réalisées permettent
alors de quantifier les incertitudes sur les propriétés en fatigue, et notamment sur le paramètre de
dispersion.
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2 Simulation d’essais de fatigue pour la quantification des incerti-
tudes sur la détermination des propriétés en fatigue

Le traitement statistique des données de fatigue a été présenté dans la partie précédente. L’ob-
jectif d’une procédure d’essais de fatigue et de dépouillement associé est alors de déterminer les
propriétés en fatigue à un certain nombre de cycles Nref . Ces propriétés en fatigue sont représentées
par une distribution. Il faut donc pouvoir caractériser cette distribution à partir d’un échantillon
d’éprouvettes relativement réduit.

Cependant dans le cas de l’analyse de vraies données d’essais (i.e pas issues de simulation),
il est délicat de déterminer quelle méthode d’essais et d’analyse donne les meilleurs résultats. En
effet, lors de la réalisation d’essais de fatigue, les propriétés en fatigue du matériau ne sont évidem-
ment pas connues à l’avance, et donc des questions se posent sur la validité des valeurs obtenues
à l’issue d’un dépouillement. D’autant plus que suivant la méthode de dépouillement retenue, les
valeurs peuvent être très différentes. Ainsi, l’objectif de cette deuxième partie de chapitre est d’éva-
luer statistiquement de nombreuses procédures d’essais et méthodes de dépouillement associées (en
fonction des indicateurs choisis) par simulation d’essais. Les résultats de cette étude ont mené à
une publication [Roué et al., 2020].

La simulation d’essais de fatigue est alors intéressante pour quantifier les erreurs et incertitudes,
car la distribution initiale est connue et cela permet de générer un très grand nombre d’éprouvettes.
Dans cette partie, des études statistiques sont donc réalisées afin de quantifier les incertitudes sur
les paramètres représentant la distribution de propriétés en fatigue en fonction de l’échantillon de
départ (nombre d’éprouvettes et dispersion initiale) et des différents paramètres des procédures
d’essais évaluées. La méthode Staircase, dite classique, sera d’abord évaluée pour avoir une réfé-
rence. Un deuxième objectif est alors d’évaluer le potentiel apport de la recharge des éprouvettes
et de proposer des méthodes de dépouillement (en les évaluant statistiquement). De plus, ces diffé-
rents résultats serviront de référence pour la quantification de la robustesse de l’identification des
propriétés en fatigue à partir de simulations d’essais d’auto-échauffement (cf. Chapitre II).

Il existe de nombreux exemples dans la littérature de simulations d’essais de fatigue pour évaluer
des procédures [Beaumont, 2013], mais aussi pour quantifier les biais présents avec de petits échan-
tillons et les corriger [Svensson et de Maré, 1999, Pollak et al., 2006]. Des études ont également été
réalisées sur l’influence de l’estimateur statistique dans la prise en compte des censures à droite et
à gauche lors du dépouillement de l’essai Staircase [Grove et Campean, 2008, Müller et al., 2017].
L’influence du pas de chargement et de la contrainte initiale a également été évaluée par simulation
[Wallin, 2011].

Ainsi dans un premier temps, le cadre de la simulation est présenté avec les nombreuses hypo-
thèses nécessaires à la génération des éprouvettes et à la simulation des essais de fatigue. Ensuite,
un cas idéal est étudié. Il s’agit d’un cas où le maximum d’information est extrait des éprouvettes,
i.e. les limites de fatigue des éprouvettes sont parfaitement connues. Les incertitudes ne dépendent
pas de la procédure (et donc des indicateurs choisis pour le dépouillement), mais uniquement de
l’estimateur statistique et de la taille de l’échantillon (nombre d’éprouvettes). Il s’agit bien d’un cas
idéal, pour lequel les incertitudes sont minimales (pas de censures). Le protocole d’essais Staircase
classique est ensuite évalué avec les hypothèses et outils d’analyses choisies et correspond alors
au cas de référence. Enfin, une procédure d’essais Staircase avec rechargement des éprouvettes est
évaluée. La simulation des procédures a permis de déterminer des méthodes d’analyses et de les
évaluer en fonction de différents paramètres. Enfin, une discussion est réalisée sur la détermination
du paramètre de dispersion avec de tels essais.
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2 Simulation d’essais de fatigue

2.1 Cadre de la simulation et du dépouillement

L’objectif de cette section est de présenter le cadre de la simulation, en exposant clairement les
hypothèses et les choix réalisés. Ce cadre permet alors de générer des éprouvettes et de simuler
des essais de fatigue en connaissant la distribution des propriétés en fatigue, qui doit alors être
retrouvée avec l’analyse des essais.

2.1.1 Hypothèses

La première hypothèse concerne la représentation des propriétés en fatigue au nombre de cycles
voulu. Un seul mécanisme de rupture est considéré pour une population d’éprouvettes identiques
(même matériau, même lot matière, géométrie identique...). Ainsi les propriétés en fatigue de la
population d’éprouvettes sont modélisées par une seule distribution. Afin de générer les éprouvettes,
la forme de cette distribution doit être postulée. Dans cette étude, un modèle de Weibull à 2
paramètres est choisi.

L’objectif de la procédure d’essais et de dépouillement est de retrouver la distribution initiale
ayant servi au tirage. Lors du dépouillement, la forme de la distribution doit également être postulée,
et le modèle de Weibull à deux paramètres est choisi. En pratique pour le dépouillement d’essais
réels, il est très difficile de déterminer la forme de la distribution. Il faudrait de très nombreux tests
pour la déterminer parfaitement, et bien souvent, la forme de cette distribution doit être postulée
(à partir de base de données et avec l’expérience sur les différents matériaux).

De plus, les essais de fatigue simulés sont considérés comme parfaits, i.e. la contrainte est par-
faitement appliqué, il n’y a pas de bruit ni de perturbation extérieure.

Les résultats de cette étude numérique seront nécessairement idéalisés, dans le sens où des hypo-
thèses assez fortes sont réalisées. Ainsi les incertitudes déterminées seront minimisées. Cependant,
elles seront tout de même quantifiées pour chaque procédure d’essais, et des comparaisons entre les
différentes stratégies pourront donc être menées.

2.1.2 Génération des éprouvettes

La génération des éprouvettes se fait par un tirage aléatoire à partir de la loi de distribution
représentant les propriétés en fatigue de la population d’éprouvettes.

a) Tirage aléatoire

Une éprouvette i est uniquement caractérisée par sa limite de fatigue ‡Di
à Nref cycles. Ainsi

dans le cas d’essais parfaits, si l’éprouvette est sollicitée à une amplitude de contrainte ‡Di
, alors

son nombre de cycles à rupture sera exactement de Nref cycles.
L’éprouvette est donc générée par un tirage aléatoire de sa limite de fatigue à Nref cycles à

partir de la distribution initiale, décrite par une loi de Weibull à deux paramètres [Weibull, 1951].
Soit x la variable aléatoire (donc la limite de fatigue des éprouvettes), la fonction de répartition F
et la densité de probabilité f de cette loi s’écrivent

F (x) = 1 ≠ exp

A

≠
3

x

–

4β
B

(I.28)

et

f(x) =
—

–

3

x

–

4β≠1

exp

A

≠
3

x

–

4β
B

, (I.29)

avec – le paramètre d’échelle et — le paramètre de forme.
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Les paramètres choisis pour représenter la distribution initiale des propriétés en fatigue sont la
limite de fatigue médiane Σ

50
Œ et le module de Weibull m, représentant la dispersion des propriétés

en fatigue. Ainsi, le paramètre d’échelle et le paramètre de forme sont donnés par :

– =
Σ

50
Œ

(ln 2)1/m
et — = m. (I.30)

La fonction de répartition représente aussi la probabilité de rupture associée à cette popula-
tion d’éprouvettes pour une certaine amplitude de contrainte Σ0. La Figure I.18a représente cette
fonction de répartition pour un cas de m = 25. La fonction densité de probabilité est également re-
présentée (Figure I.18b). Cette dernière représente la probabilité d’obtenir la valeur Σ0/Σ

50
Œ comme

limite de fatigue pour une éprouvette lors du tirage.

Ainsi, une des premières questions concerne le nombre minimal d’éprouvettes pour correctement
représenter cette distribution et donc correctement évaluer la dispersion. En effet, avec un petit
échantillon, les queues de distribution seront mal représentées.
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Figure I.18 – Modèle de Weibull avec m = 25 et normalisée par Σ
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Œ
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2 Simulation d’essais de fatigue

b) Représentation du paramètre de dispersion

Une des particularités de la distribution de Weibull est qu’elle n’est pas symétrique (Figure
I.18b). De ce fait, la médiane et la moyenne ne sont pas identiques.

De plus, l’interprétation du module de Weibull m pour la dispersion des données en fatigue est
délicate, il est uniquement défini comme un paramètre de forme. Pour faciliter son interprétation,
un coefficient de variation est calculé et représente le rapport de l’écart-type sur la moyenne.

La limite de fatigue moyenne s’exprime en fonction de la limite de fatigue médiane Σ
50
Œ et du

module de Weibull m telle que

ΣŒ =
Σ

50
Œ

(ln 2)1/m
Γ

3

1 +
1

m

4

, (I.31)

avec Γ(a) =
s +Œ

0 ta≠1 exp(≠t)dt la fonction gamma de Euler. De la même manière, l’écart-type se
détermine par la relation

ΣŒ =
Σ

50
Œ

(ln 2)1/m

Û

Γ

3

1 +
2

m

4

≠ Γ2

3

1 +
1

m

4

. (I.32)

Ainsi, le coefficient de variation dépend uniquement du module de Weibull m et est donné par

Cv =

Ú

Γ

1

1 + 2
m

2

≠ Γ2
1

1 + 1
m

2

Γ

1

1 + 1
m

2 . (I.33)

Le lien entre m et Cv n’est pas linéaire (Figure I.19), cependant l’interprétation de la dispersion
des données de fatigue est bien plus aisée avec le coefficient de variation 1. Différentes valeurs
équivalentes entre le module de Weibull et le coefficient de variation sont également présentées
(Figure I.19).
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Figure I.19 – Relation entre le module de Weibull m et le coefficient de variation Cv

Dans la suite de ces travaux de thèse, le module de Weibull et le coefficient de variation seront
utilisés sans distinctions. Ainsi, les deux paramètres servant à la définition des propriétés en fatigue
seront soit (Σ50

Œ; m), soit (Σ50
Œ; Cv), utilisés de manière équivalente.

1. ... bien que pour une distribution asymétrique, l’écart-type (et donc le coefficient de variation) n’a pas de sens
probabiliste. Cependant, le coefficient de variation reste un paramètre linéaire et normé, ce qui facilite l’interprétation
des résultats.
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CHAPITRE I - CARACTÉRISATION HCF ET ANALYSE DE LA DISPERSION EN FATIGUE

2.1.3 Traitement statistique des données et représentation des résultats

Une première étude est réalisée pour introduire la représentation des résultats. Différents tirages
d’éprouvettes sont réalisés et sont immédiatement analysés pour déterminer les paramètres de la
distribution initiale (sans simulations de procédure d’essais, les limites d’endurance tirées aléatoi-
rement sont directement utilisées lors du dépouillement).

L’analyse précise de ce cas, appelé par la suite "cas idéal", sera réalisée dans la prochaine partie.
Les objectifs de ce paragraphe sont de présenter l’analyse statistique des résultats et de définir
la méthode de représentation des résultats pour l’analyse des différentes procédures d’essais de
fatigue. Trois exemples de tirage de 10 éprouvettes sont représentés dans une distribution initiale
caractérisée par Σ

50
Œ = 1 et m = 25 soit Cv = 0, 05 (Figure I.20, Figure I.21 et Figure I.22).

Afin de pouvoir illustrer l’influence de la méthode de dépouillement et la nécessité de réaliser
un très grand nombre de tirages, ces trois tirages sont analysés par deux méthodes différentes :

- Maximum de vraisemblance (MV) : les propriétés en fatigue sont directement évaluées en
maximisant la fonction de vraisemblance (équation I.14) ;

- Fréquence cumulée (FC) : les probabilités de rupture PFi
sont évaluées en calculant les

fréquences cumulées (équation I.6) pour un échantillon de n = 10. Ensuite, les propriétés en
fatigue sont déterminées en réalisant une régression linéaire à partir des couples (PFi

; Σ0i
)

déterminés (équation I.13).
Pour chaque tirage, les valeurs de ‡Di

sont représentées sur la densité de probabilité de la distri-
bution servant au tirage (afin d’illustrer la représentation ou non des queues de distributions). Les
résultats des deux méthodes de dépouillement sont également illustrés, et notamment sur les pro-
babilités de rupture du lot d’éprouvettes (comparés à la fonction de répartition de la distribution
ayant servi au tirage).
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Figure I.20 – Exemple de tirage de 10 éprouvettes et dépouillements associés dans le cas idéal - Tirage 1
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Figure I.21 – Exemple de tirage de 10 éprouvettes et dépouillements associés dans le cas idéal - Tirage 2
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Figure I.22 – Exemple de tirage de 10 éprouvettes et dépouillements associés dans le cas idéal - Tirage 3
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Sur la base de ces trois tirages, il est très difficile de déterminer la meilleure méthode de dé-
pouillement. En effet pour le tirage 1, les résultats de la méthode du Maximum de vraisemblance
sont plus proches des paramètres de la distribution initiale. Inversement, pour le tirage 2, la mé-
thode Fréquence cumulée permet de déterminer des valeurs plus proches des paramètres initiaux.
Enfin, sur le tirage 3, les valeurs déterminées par les deux méthodes sont très éloignées des para-
mètres de la distribution initiale. Cela s’explique par le fait qu’avec un petit échantillon, il n’est
pas forcément représentatif de la distribution initiale, car les queues sont mal représentées. Il est
alors impossible d’évaluer la dispersion de la distribution initiale à partir de cet échantillon.

Pour évaluer la réponse liée à une méthode d’analyse, un très grand nombre de tirages doit donc
être effectué afin de réaliser une étude statistique. Pour chaque condition, 1000 tirages suffisent pour
évaluer la réponse médiane de la méthode d’analyse, ainsi qu’une bonne estimation des incertitudes
sur ses paramètres.

Les résultats des 1000 tirages par l’analyse de la méthode du maximum de vraisemblance et de la
fréquence cumulée sont présentés sous forme d’histogrammes (Figure I.23). Les réponses médianes
pour la détermination des paramètres des méthodes de dépouillement sont mises en évidence. Les
incertitudes sur ses paramètres sont représentées par des intervalles dont les bornes sont définies
par les 5e et les 95e centiles. Ce choix a été réalisé, car les histogrammes/distributions de para-
mètres obtenus ne sont pas nécessairement symétriques. Les bornes d’incertitudes permettent juste
d’affirmer qu’au moins 90% des valeurs se trouvent dans cet intervalle.

Les résultats sur la limite d’endurance sont très semblables pour les deux méthodes étudiées
(Figure I.23a), cependant elles diffèrent dans l’évaluation de la dispersion des données en fatigue.
Les histogrammes des modules de Weibull (Figure I.23b) et des coefficients de variations (Figure
I.23c) représentent exactement les mêmes résultats. En analysant le coefficient de variation pour
interpréter la dispersion des données en fatigue, la méthode du maximum de vraisemblance semble
être plus adaptée, dans le sens où l’ensemble des valeurs obtenues se rassemblent autour de la
valeur de la distribution initiale (Cv = 0, 05). Avec cette méthode, la dispersion des données de
fatigue a tendance à être sous-évaluée (la réponse médiane est inférieure à la valeur de la distri-
bution initiale). À l’inverse, la méthode Fréquence cumulée a tendance à surestimer de manière
plus importante la dispersion. De plus, l’incertitude sur ce paramètre est bien plus élevée (taille
de l’intervalle plus importante). L’analyse en module de Weibull (Figure I.23b) est plus délicate.
En effet, l’incertitude sur ce paramètre semble être plus faible avec la méthode Fréquence cumulée,
cependant du fait de la non-linéarité entre Cv et m et, car cette méthode a tendance à sous-estimer
le module de Weibull, l’incertitude sur la dispersion des données de fatigue est plus élevée (comme
constaté avec l’analyse des histogrammes du coefficient de variation).

Dans la suite, les histogrammes seront représentés par des intervalles avec les bornes représen-
tant les 5e et 95e centiles et dont la valeur médiane sera mise en évidence. Pour illustrer cette
représentation, les deux méthodes de dépouillement ont été utilisées pour analyser des échantillons
de différentes tailles. L’influence de la taille de l’échantillon initiale est alors quantifiée sur la dé-
termination des propriétés en fatigue pour une même distribution initiale (Figure I.24). Assez
logiquement, plus le nombre d’éprouvettes augmente, plus les incertitudes lors de la détermination
des propriétés en fatigue diminuent. Ces constatations ne sont évidemment pas nouvelles, cepen-
dant ces études ont permis de les quantifier.

De la même manière que pour le cas n = 10, les histogrammes sur les limites d’endurances sont
similaires avec les deux méthodes d’analyse. Concernant la détermination de la dispersion en fatigue
(Figure I.24b et Figure I.24c), l’analyse par le module de Weibull est délicate pour l’évaluation des
méthodes de dépouillement. En effet les incertitudes sont semblables sur m (tailles d’intervalles
similaires en fonction de la taille de l’échantillon pour les deux méthodes), cependant le lien entre
le module de Weibull et la dispersion des propriétés en fatigue n’est pas linéaire (Figure I.19).
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Figure I.23 – Histogrammes représentant les valeurs des paramètres de la distribution de Weibull obtenues avec les
1000 tirages de 10 éprouvettes
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Figure I.24 – Comparaison des deux dépouillements dans le cas idéal - Influence du nombre d’éprouvettes sur les
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Étant donné que la méthode Fréquence cumulée tend à sous-estimer le module de Weibull, alors
les incertitudes sur la dispersion en fatigue (avec l’analyse du Cv) sont plus grandes et la dispersion
tend à être surestimée.

À l’inverse, l’estimateur du Maximum de Vraisemblance tend à sous-estimer la dispersion (sur-
estimer le module de Weibull) en présence d’un petit échantillon. Dans un aspect de fiabilité, ces
constatations ne vont évidemment pas dans le sens de la sécurité, le risque étant de sous-estimer
une dispersion et donc de mal dimensionner une pièce. Cependant, pour de petits échantillons, les
incertitudes sont tellement importantes que de toute façon cela ne peut pas être pris en compte
dans le dimensionnement.

Ainsi, dans la suite, l’estimateur du Maximum de vraisemblance sera majoritairement utilisé.
En effet, l’utilisation de cette méthode est simple, les censures sont prises en compte clairement, et
l’estimation des paramètres de la distribution se fait de manière directe (sans étape de régression
linéaire par exemple) en minimisant donc les incertitudes.

• Dans la suite, la majorité des dépouillements se fera avec l’estimateur du maximum de vrai-
semblance.
• Sauf mention contraire, les histogrammes seront représentés par leurs valeurs médianes et par
des intervalles, dont les bornes sont les 5e et 95e centiles.
• L’interprétation sur le paramètre de dispersion se fait à partir des résultats obtenus pour le
coefficient de variation. Les résultats représentés par le module de Weibull sont identiques et sont
affichés à titre d’illustration dans certains cas (surtout pour la quantification des incertitudes sur
ce paramètre).

2.2 Étude d’un cas idéal
Ce cas idéal représente le cas où le maximum d’information est extrait de l’échantillon d’éprou-

vettes (aucune donnée censurée). Afin de quantifier les incertitudes et de généraliser les différentes
constations, des tirages ont été réalisés à partir de quatre distributions initiales représentant des
niveaux de dispersion en fatigue différents (Cv = 0.15, Cv = 0.10, Cv = 0.05 et Cv = 0.025) avec
Σ

50
Œ = 1. Les distributions obtenues sur les deux paramètres sont représentées pour les différentes

tailles d’échantillons (Figure I.25). Les résultats sont normés par les paramètres des distributions
initiales (et donc par des valeurs différentes de Cv pour les différentes simulations).

Pour la limite d’endurance médiane, nécessairement les niveaux d’incertitudes dépendent de la
dispersion de la distribution initiale. Concernant les résultats sur le coefficient de variation, pour
pouvoir représenter les résultats sur la même figure, les valeurs des distributions sont normées par
le coefficient de variation de la distribution initiale (différents pour chaque cas). Les distributions
sont alors rassemblées et les incertitudes sur le coefficient de variation normée ne dépendent alors
que de la taille de l’échantillon.

Lors de la maximisation de la fonction du maximum de vraisemblance et donc la détermination
des paramètres de la distribution de Weibull, il se peut que des valeurs des paramètres soient
jugées aberrantes (surtout dans les cas où il y a uniquement des censures) ou proches des bornes
de la résolution numérique. Un choix "arbitraire" a été réalisé de tronquer les distributions sur le
paramètre de dispersion afin d’exclure les bornes de la résolution.

Ainsi les valeurs supérieures à 3.Cv et inférieures à Cv/3 sont exclues (par rapport au Cv de
la distribution initiale), et un taux de calcul possible de la dispersion est définie (Table I.10). Les
distributions représentant les résultats sur le paramètre de dispersion (par exemple Figure I.25b)
doivent être analysées avec le taux de calcul possible (ces distributions ne présentent pas le même
nombre de tirages en fonction du taux de calcul possible).
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Figure I.25 – Distributions obtenues à partir du résultat de l’analyse de 1000 tirages par condition (donc par
distribution initiale caractérisée par Cv et par taille d’échantillon n)

Table I.10 – Taux de calcul possible pour la dispersion déterminée avec 1000 tirages par nombre d’éprouvettes et
par distribution initiale dans le cas idéal (Figure I.25b)

n Taux de calcul possible pour la dispersion
Cv=0.025 Cv=0.050 Cv=0.100 Cv=0.150

5 0.92 0.92 0.94 0.93
6 0.96 0.97 0.96 0.97
7 0.98 0.98 0.98 0.98
8 0.98 0.99 0.99 0.99
9 0.99 0.99 0.99 0.99

10 1 1 0.99 1
12 1 1 1 1
15 1 1 1 1
25 1 1 1 1
50 1 1 1 1

100 1 1 1 1
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Pour le cas idéal, le calcul de la dispersion est en fait toujours possible. Le taux de calculs (Table
I.10) représente alors plutôt le taux de valeurs "pertinentes". En effet, avec un petit échantillon, il
se peut que le tirage ne représente pas les queues de distribution ; les valeurs de limites d’endurance
sont alors extrêmement proches les unes des autres et la dispersion n’est alors pas du tout repré-
sentative de la distribution initiale (à la manière du tirage 3 Figure I.22a). Logiquement, plus la
taille de l’échantillon augmente, moins il y a de probabilité de réaliser un tirage représentant très
peu les queues de distribution. Nécessairement, ce taux dépend des bornes "arbitraires" choisies.
Mais comme les valeurs sont identiques pour les quatre distributions initiales (Table I.10) et que
les distributions sont similaires (Figure I.25b), ce taux peut être interprété.

Une autre représentation est possible pour les distributions des limites d’endurance médianes.
En normant les tailles des intervalles par le coefficient de variation de la distribution initiale, les
résultats peuvent être rassemblés (Figure I.26). Cependant cette représentation ne sera pas adoptée
par la suite. L’utilisation des quatre distributions initiales pour les tirages (Cv = 0.15, Cv = 0.10,
Cv = 0.05 et Cv = 0.025 avec toujours Σ

50
Œ = 1) permet donc de montrer la validité des constatations

sur une large gamme de dispersion initiale, tout en permettant de représenter l’impact de plusieurs
simulations sur les différentes bornes (les résultats pouvant au final être rassemblés).
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Figure I.26 – Autre représentation des résultats sur la limite d’endurance médiane (cas idéal) - Intervalles normés
par 6.Cv

Ainsi pour le cas idéal, les résultats sur les paramètres de la distribution ne dépendent que de
la taille de l’échantillon (indépendant des procédures d’essais) et représentent alors le minimum
possible des incertitudes sur les paramètres de la distribution (maximum d’information extrait de
l’échantillon). Nécessairement, lors de la réalisation d’essais Staircase, et avec les dépouillements
utilisant des censures, les incertitudes sur les paramètres seront bien plus élevées.

• Cette première étude a permis de présenter la normalisation et la représentation des résultats.
• Le niveau d’incertitude minimum a été quantifié. Il ne dépend que de la taille de l’échantillon,
et forcément, il ne pourra qu’être approché. Lors de la réalisation d’essais de fatigue de type
Staircase, l’analyse se fait par des censures (moins d’informations extraites par échantillon) ; les
incertitudes sur les paramètres seront donc plus élevées.
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2.3 Protocole d’essais Staircase classique

La simulation d’un protocole se fait directement en comparant la limite d’endurance de l’éprou-
vette, tirée aléatoirement, à l’amplitude de chargement. Nécessairement, si la contrainte appliquée
est supérieure à la limite d’endurance, une rupture de l’éprouvette interviendra avant Nref cycles.
Inversement, si la limite d’endurance est supérieure à la contrainte appliquée, l’éprouvette est non
rompue à l’issue des Nref cycles.

Il y a deux paramètres qui influent sur la génération, et donc l’analyse, du Staircase (en dehors
de l’échantillon de départ) :

- le pas entre les paliers du Staircase, p ;
- l’amplitude de chargement initiale Σinit de départ.

Concernant le premier, de nombreuses études ont été réalisées dans la littérature afin de déterminer
son influence [Wallin, 2011]. Afin de faciliter l’analyse, un coefficient Cp est défini par

Cp =
p

Σ50
Œ

, (I.34)

où Σ
50
Œ est la limite d’endurance médiane de la distribution initiale ayant servi au tirage. Ainsi, le

choix du pas du Staircase (équation I.22) doit se faire, d’après la littérature [Dixon et Mood, 1948]
[Pollak et al., 2006], en prenant Cp tel que

2 Ø Cp

Cv
Ø 1

2
, (I.35)

où Cv représente le coefficient de variation de la distribution initiale1. Une étude paramétrique sur
le choix de ce pas sera réalisée par la suite. Dans un premier temps, et sans précision contraire, le
choix est fait de considérer Cp/Cv = 1.

De même, des études et des techniques existent pour minimiser l’influence de Σinit dans la
procédure. De manière pratique, une éprouvette dite sacrificielle peut être utilisée. Lorsque la limite
d’endurance est totalement inconnu (en pratique et par expérience, la limite d’endurance peut-
être estimée avant et utilisée pour définir les paramètres du Staircase), l’éprouvette est rechargée
jusqu’à rupture pour approcher la limite d’endurance à Nref cycles. Elle n’est alors pas considérée
dans l’analyse du Staircase et celui-ci démarre au niveau de rupture de l’éprouvette sacrificielle.
Sinon dans la littérature, des moyens de correction existent pour considérer ou non les premières
éprouvettes d’un Staircase.

Afin de se rapprocher de la limite d’endurance et de voir l’influence de p, le niveau de contrainte
initiale est choisi pour être

Σinit = Σ
50
Œ ≠ 3

2
p. (I.36)

Lors de la génération des Staircase, une notion d’ordre apparaît avec le déroulement de la pro-
cédure. En effet, pour un même échantillon, des Staircases différents peuvent être obtenus (Figure
I.27). Cependant lors de l’analyse des Staircase, seuls les niveaux avec ruptures et avec survies
sont comptabilisés, ainsi l’analyse est "discrétisée". Avec deux échantillons différents, des Staircases
identiques, ou similaires (même nombre de survies/ruptures sur les mêmes paliers) peuvent être
obtenus. De la même manière que pour le cas idéal, 1000 simulations suffisent pour rendre compte
de la réponse moyenne de la méthode et des incertitudes sur les paramètres de la distribution.

1. L’encadrement sur le pas (équation I.22) est défini dans le cadre d’une loi normale. Dans le cas de la loi de
Weibull, Σ

50
Œ et ΣŒ ne sont pas identiques, ainsi l’encadrement (équation I.35) est une approximation.
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Figure I.27 – Exemples de deux Staircase classiques obtenues avec le même échantillon de 15 éprouvettes et avec
Cp/Cv = 1 et Cv = 0, 05

Dans cette partie, deux dépouillements vont être comparés. Premièrement, la méthode de ré-
férence proposée par Dixon-Mood en 1948 (paragraphe 1.3.1) sera analysée par simulation. Cette
méthode est une approximation utile de la méthode du maximum de vraisemblance avec unique-
ment des censures dans le cas d’une loi normale. Ainsi, la méthode du maximum de vraisemblance
appliqué au cadre de la loi de Weibull sera également évaluée. Finalement, les résultats seront com-
parés et l’influence du pas du Staircase sera également étudiée.

La méthode Dixon-Mood permet d’évaluer une limite d’endurance moyenne ΣŒ dans le cadre
d’une loi normale, ce qui est donc égal à la limite d’endurance médiane Σ

50
Œ. Elle permet égale-

ment de déterminer, dans certains cas, l’écart-type ΣŒ. Ainsi le Cv est directement calculé, et la
correspondance avec le module de Weibull m peut être réalisée à titre d’illustration1.

Dans le cadre du traitement d’un Staircase classique, la fonction de vraisemblance à maximiser
s’écrit

L(–, —) =
ni
Ÿ

i=1

F (Σ0i
, –, —)

nj
Ÿ

j=1

[1 ≠ F (Σ0j
, –, —)], (I.37)

où ni est le nombre d’éprouvettes rompues avec Σ0i
les niveaux correspondants, et de même pour

nj , le nombre de survies observées aux niveaux Σ0j
.

1. Ce qui correspond alors à une simulation des Staircases à l’aide d’une loi de Weibull, et un dépouillement
réalisée avec une hypothèse de loi normale.
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Les résultats des deux dépouillements pour les deux Staircase d’illustrations (issu d’un même
échantillon) sont comparés (Table I.11).

Table I.11 – Dépouillement des deux Staircase d’illustration (Figure I.27) issus d’un même tirage à l’aide des deux
méthodes retenues (Dixon-Mood et Maximum de Vraisemblance avec censure)

Tirage Cas idéal Staircase 1 Staircase 2
MV Dixon-Mood MV cens. Dixon-Mood MV cens.

Σ
50
Œ

1 0.989 0.979 0.989 0.993 1.001

Cv 0.050 0.054 0.119 0.104 0.083 0.070
m 25.0 23.2 10.1 11.6 14.7 17.6

2.3.1 Méthode Dixon-Mood

Les distributions des paramètres obtenues à l’issue des simulations sont présentées pour les
quatre distributions initiales définies précédemment, avec Cv = 0, 025, Cv = 0, 050, Cv = 0, 100
et Cv = 0, 150 (Figure I.28). Les Staircase ont été générés avec Cp/Cv = 1. Le taux de calcul
possible pour le paramètre de dispersion avec cette méthode (qui correspond globalement au cas
où l’inégalité I.21 est vérifiée) est présenté en fonction de la taille d’échantillon (Table I.12). Pour
les petits échantillons, le calcul est rarement possible, et lorsqu’il l’est, c’est pour des configurations
particulières de Staircase où les mêmes résultats sont retrouvés du fait de la "discrétisation" de
l’analyse (par exemple pour n = 5 à la Figure I.28b).

Tout comme pour le cas idéal, les incertitudes sur la limite d’endurance médiane diminuent
lorsque le nombre d’éprouvettes augmente et lorsque la dispersion initiale diminue. La sous-estimation
de la limite d’endurance pour les petits échantillons provient du choix de la contrainte initiale Σinit

(donc de p et donc également du Cv de la distribution initiale). Pour les petits échantillons, l’in-
terprétation des résultats pour le coefficient de variation est délicate. Pour de grands échantillons
(typiquement n = 100), les incertitudes sont toujours très élevées et la réponse médiane reste
inférieure à la valeur cible.

2.3.2 Maximum de vraisemblance avec censures

Les distributions des paramètres obtenues à l’issue des simulations sont présentées pour les
quatre distributions initiales définies précédemment (Figure I.29). Ces distributions sont à analyser
avec la connaissance du taux de calcul possible pour le paramètre de dispersion (Table I.13).

Les résultats sont logiquement très proches de la méthode Dixon-Mood. La dispersion peut
cependant être plus souvent évaluée. Les mêmes constatations que pour la méthode Dixon-Mood
peuvent être réalisées.
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Figure I.28 – Distributions obtenues à partir du résultat de l’analyse de 1000 Staircase classiques simulés avec
Cp/Cv = 1 par condition (distribution initiale caractérisée par Cv et taille d’échantillon n) avec la
méthode d’analyse de Dixon-Mood

Table I.12 – Taux de calcul possible pour la dispersion lors du dépouillement de Staircase classiques par la méthode
d’analyse de Dixon-Mood (Figure I.28b)

n Taux de calcul possible pour la dispersion
Cv=0.025 Cv=0.050 Cv=0.100 Cv=0.150

5 0.08 0.10 0.09 0.08
6 0.14 0.15 0.15 0.15
7 0.24 0.23 0.22 0.23
8 0.28 0.28 0.31 0.31
9 0.43 0.38 0.36 0.38

10 0.46 0.44 0.45 0.47
12 0.57 0.59 0.59 0.56
15 0.62 0.61 0.65 0.66
25 0.85 0.86 0.88 0.88
50 0.96 0.95 0.96 0.96

100 1 1 1 1
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Figure I.29 – Distributions obtenues à partir du résultat de l’analyse de 1000 Staircase classiques simulés avec
Cp/Cv = 1 par condition (distribution initiale caractérisée par Cv et taille d’échantillon n) avec la
méthode du maximum de vraisemblance

Table I.13 – Taux de calcul possible pour la dispersion lors du dépouillement de Staircase classiques par la méthode
du maximum de vraisemblance (Figure I.29b)

n Taux de calcul possible pour la dispersion
Cv=0.025 Cv=0.050 Cv=0.100 Cv=0.150

5 0.14 0.16 0.17 0.13
6 0.23 0.23 0.23 0.24
7 0.31 0.29 0.27 0.30
8 0.37 0.36 0.39 0.40
9 0.47 0.44 0.44 0.44

10 0.51 0.49 0.51 0.54
12 0.60 0.63 0.64 0.60
15 0.74 0.72 0.74 0.75
25 0.91 0.91 0.92 0.93
50 1 1 0.99 1

100 1 1 1 1

51



2 Simulation d’essais de fatigue

2.3.3 Conclusion sur le dépouillement du Staircase classique

La normalisation adoptée permet de valider les observations pour n’importe quelle dispersion
initiale. Ainsi dans la suite de ce paragraphe, seuls les résultats des simulations pour Cv = 0, 05
seront représentés. La comparaison des résultats pour les deux dépouillements est alors effectuée.
Une étude est ensuite présentée concernant l’influence du pas du Staircase p, en fonction de la taille
de l’échantillon.

a) Comparaison des méthodes de dépouillement du Staircase classique

Les distributions des paramètres obtenues par les deux méthodes de dépouillement des Staircase
sont présentées pour la distribution initiale de Cv = 0, 05 (Figure I.30).

Il y a un léger décalage dans la détermination des propriétés en fatigue entre les deux méthodes,
mais les tendances (réponses moyennes et tailles des intervalles) sont similaires (surtout pour les
plus grands échantillons)1. De même, les taux de calculs sont proches (Table I.12 et Table I.13).
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Figure I.30 – Comparaison de la méthode Dixon-Mood et de la méthode du maximum de vraisemblance pour le
dépouillement des Staircase classiques - Résultats obtenus avec 1000 Staircase simulés avec Cp/Cv = 1

par taille d’échantillon n et avec Cv = 0, 05

1. Les différences peuvent s’expliquer notamment par le passage entre la loi normale et la loi de Weibull.
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En effet, la méthode déterminée par Dixon et Mood est basée sur la méthode du maximum de
vraisemblance dans le cas de cette procédure d’essai, en analysant uniquement les censures à droite
et à gauche, et en faisant une hypothèse de loi normale. Ainsi, il ne s’agit que d’une approximation
utile, déterminée en 1948, afin de mettre en œuvre la méthode du maximum de vraisemblance pour
déterminer les propriétés en fatigue.

Cependant avec des méthodes de résolution numérique, la maximisation de la fonction de vrai-
semblance se fait facilement. De plus, l’estimateur du maximum de vraisemblance est plus souple,
car il permet de faire un choix sur la forme de la distribution. Il est également possible d’analyser
plus facilement des procédures d’essais différentes (succession des éprouvettes, pas variable lors du
Staircase, etc.).

Dans la suite, l’estimateur du maximum de vraisemblance avec uniquement des censures à droite et
à gauche est utilisé pour le dépouillement des Staircase classiques, et remplacera donc la méthode
de Dixon-Mood en tant que méthode de référence.

b) Influence du pas du Staircase

Ce choix du pas du Staircase se base sur un compromis entre deux aspects :
- le pas doit être suffisamment grand pour que la contrainte appliquée monte et descende

rapidement, afin de correctement osciller autour de la limite d’endurance médiane pour bien
l’estimer (avec des petits échantillons) ;

- le pas doit être suffisamment petit pour maximiser le nombre de niveaux de chargement pour
lequel des ruptures et des survies sont observées (et ainsi éviter le cas extrême où il n’y a
que des ruptures sur un niveau et uniquement des survies sur un autre).

Ainsi avec ces considérations, la borne inférieure (équation I.35) permet de minimiser le nombre
d’éprouvettes pour correctement déterminer les paramètres de la distribution initiale. La borne
supérieure permet d’obtenir suffisamment de niveaux de contraintes différents dans l’analyse, à la
base de la condition de la méthode de Dixon-Mood (équation I.21).

De plus, l’analyse des taux de calcul du paramètre de dispersion (Figure I.31) montre bien que
pour des pas trop petits ou des pas trop grands, le calcul est souvent impossible. Sur cette figure,
les bornes habituelles sur le pas (équation I.35) sont mises en évidences.

Les distributions des limites d’endurance médianes et des coefficients de variation normés sont
impactées (Figure I.32) lorsque les pas du Staircase ne vérifient pas cette relation. Les distributions
sur les coefficients de variation normés doivent être interprétées avec le taux de calcul possible
(Figure I.32b et Figure I.31).

• Le choix du pas p est important pour pouvoir correctement analyser les Staircase. Les bornes ha-
bituelles sont acceptables (équation I.35), et restent des valeurs indicatives assez larges (au cours
d’essais réels, le Cv de la distribution initiale n’est évidemment pas connue).
• La dispersion est très délicate à évaluer avec ce type de procédure. La philosophie de la méthode
étant d’utiliser un certain nombre d’éprouvettes pour osciller autour de la valeur médiane. Néces-
sairement, les queues de distribution sont rarement atteintes et la dispersion, très mal évaluée. Ce
n’est pas une nouvelle constatation, mais au moins les incertitudes sont quantifiées, et l’essai de
référence est évalué.
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Figure I.32 – Influence du pas du Staircase sur la détermination des propriétés en fatigue par l’analyse de Staircase
classiques - Résultats avec n = 15 et n = 100 pour une distribution initiale de Cv = 0, 05
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2.4 Protocole d’essais Staircase avec rechargement
Dans cette partie, une variante de la procédure d’essais Staircase est analysée. Toutes les éprou-

vettes sont rechargées jusqu’à rupture. La recharge est motivée par le désir d’extraire plus d’in-
formation par éprouvette, et donc de les mener toutes à rupture. Dans un premier temps, une
hypothèse de non-cumul de dommage est réalisée.

Ainsi, la simulation se fait de la même manière que pour un Staircase classique, en comparant
simplement la contrainte appliquée à la limite d’endurance de l’éprouvette. Tout comme pour un
Staircase classique, le niveau de contrainte de l’éprouvette suivante est le niveau de contrainte pour
lequel l’éprouvette a rompu, diminué d’un pas p1. Deux Staircases avec rechargement sont repré-
sentés (Figure I.33), avec le même échantillon que les Staircase classiques simulés précédemment
(Figure I.27).

Tout comme pour le Staircase classique, et comme une hypothèse de non-cumul est réalisée, il y
a deux paramètres qui contrôlent le déroulement du Staircase : le pas p et le niveau initial Σinit. Ce
dernier est choisi de la même manière que pour le Staircase classique (Équation I.36). L’influence
du pas sera également étudiée et est pour le moment fixé à Cp/Cv = 1.
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Figure I.33 – Exemples de deux Staircase avec rechargement obtenu avec le même échantillon de 15 éprouvettes et
avec Cp/Cv = 1 et Cv = 0, 05

1. D’autres procédures sont envisageables et facilement analysables par simulation. Par exemple une procédure
Staircase classique aurait pu être considérée, en menant simplement les éprouvettes non rompues à rupture en les
rechargeant (mais en n’affectant pas le déroulement classique).
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Dans le cadre du traitement d’un Staircase avec rechargement des éprouvettes, la fonction de
vraisemblance à maximiser s’écrit

L(–, —) =
ni
Ÿ

i=1

F (Σ0i
, –, —)

nj
Ÿ

j=1

[F (Σ0j
, –, —) ≠ F (Σ0j

≠ p, –, —)], (I.38)

où ni est le nombre d’éprouvettes rompues au premier niveau de chargement Σ0i
, et nj est le nombre

d’éprouvettes rechargées avec Σ0j
le niveau correspondant à la rupture de l’éprouvette. Le tableau

I.14 présente les résultats de ce dépouillement pour les Staircase d’illustrations (Figure I.33).

Table I.14 – Dépouillement des deux Staircase avec recharge (Figure I.33) à l’aide de la méthode du maximum de
vraisemblance avec censure par intervalle

Tirage Cas idéal Staircase 1 Staircase 2
MV MV cens. MV cens.

Σ
50
Œ

1 0.989 0.990 0.987

Cv 0.050 0.054 0.058 0.061
m 25.0 23.2 21.8 20.2

Dans cette partie, une discussion est réalisée sur le dépouillement des éprouvettes rechargées.
L’intérêt de la recharge des éprouvettes dans une procédure Staircase est mis en évidence, avec une
hypothèse de non-cumul de dommage. L’influence d’un cumul d’endommagement sera discuté dans
la partie suivante.

2.4.1 Méthode avec censure par intervalle

La première solution consiste donc à utiliser la censure par intervalle. En effet, la limite d’en-
durance d’une éprouvette rechargée est au moins supérieure à l’avant-dernier niveau, pour lequel
l’éprouvette a réalisé Nref cycles. De plus, avec une hypothèse de non-cumul, la limite d’endurance
est également inférieure au niveau pour lequel l’éprouvette a rompu. Ainsi, un encadrement de la
limite d’endurance peut être déterminé et une censure par intervalle appliquée.

Le pas p est important, car il détermine la taille de l’intervalle de la censure. L’influence de ce
paramètre sera étudiée dans cette partie (avec hypothèse de non-cumul).

a) Simulation du dépouillement avec la censure par intervalle

Les distributions des paramètres obtenues à l’issue des dépouillements des Staircase simulés
avec rechargement sont présentées (Figure I.34). Les Staircase ont été générés avec Cp/Cv = 1.
Le dépouillement se fait en maximisant la fonction de vraisemblance, dans le cas de censure à
gauche (éprouvettes rompues au premier niveau) et de censure par intervalle (éprouvettes rechar-
gées) (Équation I.38). Le tableau I.15 présente le taux de calcul possible pour le paramètre de la
dispersion.

Par rapport aux Staircase classiques dépouillés avec la méthode du maximum de vraisemblance
(Section 2.3.2), le taux de calcul est plus important. Pour de petits échantillons, le calcul est plus
souvent possible. De plus, les incertitudes sur les paramètres semblent beaucoup plus faibles, ce
qui semble normal étant donné que plus d’information est extraite de l’échantillon d’éprouvettes
(censure par intervalle plus riche qu’une simple censure à droite).

Le dépouillement proposé avec la censure par intervalle donne des résultats très bien condition-
nés : les réponses médianes, notamment sur le coefficient de variation, correspondent à la valeur
cible pour de grands échantillons (lorsqu’il y a beaucoup d’informations). Nécessairement, le pas p
définit la taille de l’intervalle et risque donc d’impacter les résultats.
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Figure I.34 – Distributions obtenues à partir dépouillement de 1000 Staircase avec rechargement par condition
(distribution initiale caractérisée par Cv et taille d’échantillon n) simulés avec Cp/Cv = 1 et avec la
méthode du maximum de vraisemblance (censure par intervalle)

Table I.15 – Taux de calcul possible pour la dispersion lors du dépouillement de Staircase avec rechargement par la
méthode du maximum de vraisemblance avec censure par intervalle (Figure I.34b)

n Taux de calcul possible pour la dispersion
Cv=0.025 Cv=0.050 Cv=0.100 Cv=0.150

5 0.61 0.62 0.65 0.65
6 0.71 0.69 0.74 0.76
7 0.76 0.78 0.78 0.82
8 0.83 0.82 0.85 0.87
9 0.88 0.87 0.88 0.89

10 0.91 0.92 0.91 0.92
12 0.94 0.93 0.95 0.94
15 0.97 0.98 0.98 0.98
25 1 1 1 1
50 1 1 1 1

100 1 1 1 1
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b) Influence du pas du Staircase

Le fait de recharger les éprouvettes permet de monter plus rapidement la valeur de la contrainte.
Ainsi, la philosophie du Staircase est modifiée. Le but n’est plus d’utiliser un maximum d’éprou-
vettes pour osciller autour de la limite d’endurance médiane, mais d’extraire le maximum d’infor-
mation de chaque éprouvette.

De ce fait, en l’absence de cumul de dommage, le calcul est souvent possible (Figure I.35) pour
les petits échantillons lorsque le pas est petit. La borne inférieure de la condition sur la taille du
pas p pourrait donc être diminuée.

Concernant la borne supérieure, tout comme pour le Staircase classique, si le pas est trop grand
alors il y a peu de niveaux de chargement différents et un cas extrême peut être atteint, avec un
niveau avec uniquement des ruptures et un niveau avec uniquement des non-ruptures. Cependant
l’utilisation de la censure par intervalle permet d’obtenir plus d’information et le taux de calcul est
plus élevé pour de grands pas avec les différentes tailles d’échantillons (Figure I.31 et Figure I.35).

• Le dépouillement proposé à base de censure par intervalle est très bien conditionné et semble
très efficace pour déterminer les propriétés en fatigue à partir de Staircase avec rechargement.
• La philosophie du Staircase est modifiée. Le but n’est plus d’utiliser un grand nombre d’éprou-
vettes pour osciller et donc déterminer la limite d’endurance médiane, mais bien d’extraire le
maximum d’information de chaque éprouvette en les menant à rupture. Ainsi, le taux de calcul
du paramètre de dispersion est plus élevé et les incertitudes semblent plus faibles.
• En l’absence de cumul de dommage, il semble préférable d’utiliser un petit pas pour favoriser
le nombre de niveaux différents pour lequel des ruptures et des survies peuvent être observées.
Cependant un trop petit pas, dans le cas de la procédure étudiée, ne permettrait pas de redescendre
rapidement le niveau de contrainte du Staircase.

2.4.2 Méthode avec calcul des contraintes admissibles

Étant donné que l’ensemble des éprouvettes sont rompues, il est possible, en réalisant des hy-
pothèses sur le cumul de dommage et sur la forme de la courbe S-N, d’estimer une contrainte
admissible pour chaque éprouvette à partir de leurs historiques et de leurs nombres de cycles à
rupture. C’est par exemple la base du dépouillement de la méthode Locati [Locati, 1955].

La contrainte admissible ainsi calculée peut être assimilée à la limite d’endurance de l’éprouvette.
L’estimateur n’utilise plus de données censurées, et si les hypothèses réalisées sont correctes, alors
il s’agit du cas idéal (Section 2.2). Les incertitudes se rapprochent alors de ce cas et proviennent
uniquement de la détermination de la contrainte admissible.

Dans le cas d’un Staircase classique avec des censures à droite et à gauche, il est également
possible d’estimer la contrainte admissible des éprouvettes rompues. Ces estimations permettent
d’apporter plus d’informations, donc de diminuer les incertitudes. Cependant pour les éprouvettes
non rompues, seule la censure à droite est possible, et tant qu’elles ne sont pas rompues, il n’est
évidemment pas possible d’estimer leurs contraintes admissibles. C’est ce qui a en grande partie
motivé la recharge des éprouvettes lors de la réalisation d’un Staircase.

• À partir d’hypothèses sur la forme de la courbe S-N et sur le cumul d’endommagement, il est
possible d’estimer une contrainte admissible pour les éprouvettes rompues.
• Dans le cas du Staircase avec rechargement, toutes les éprouvettes sont rompues. Ainsi si les
hypothèses réalisées sont correctes, les incertitudes se rapprochent du cas idéal.
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- Résultats obtenus avec 1000 simulations de Staircase avec rechargement par condition et avec une
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Figure I.36 – Influence du pas du Staircase sur la détermination des propriétés en fatigue par l’analyse de Staircase
avec rechargement - Résultats avec n = 15 et n = 100 pour une distribution initiale de Cv = 0, 05
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2.4.3 Conclusion sur l’intérêt de la recharge des éprouvettes

Pour conclure sur l’intérêt de la recharge des éprouvettes, les distributions obtenues avec la
distribution initiale de Cv = 0, 05 sont directement comparées (Figure I.37). Les distributions sont
obtenues avec Cp/Cv = 1 et avec 1000 Staircase par condition.
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Figure I.37 – Comparaison des distributions obtenues par le dépouillement de Staircase classiques et de Staircase
avec rechargement par deux méthodes : censure par intervalle et calcul de contrainte admissible -
Résultats obtenus avec 1000 Staircase simulés avec Cp/Cv = 1 par taille d’échantillon n et avec une
distribution initiale de Cv = 0, 05

Les résultats obtenus avec le Staircase classique (dépouillement avec la méthode du maximum
de vraisemblance) servent de référence. Dans le cas du Staircase avec rechargement, il y a deux
méthodes possibles : la méthode avec uniquement des censures (et donc peu d’hypothèses), et la
méthode avec le calcul des contraintes admissibles (qui nécessitent plus d’hypothèses) qui se rap-
proche de cas idéal.

Les taux de calculs (Table I.13 pour le Staircase classique, Table I.15 pour la censure par inter-
valle et Table I.10 pour le cas idéal) ne sont pas rappelés, mais doivent être pris en compte pour
l’analyse du paramètre de dispersion (Figure I.37b).
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Les résultats obtenus avec la censure par intervalle sont très proches du cas idéal. Cette méthode
nécessite très peu d’hypothèses et donc la recharge des éprouvettes dans le cadre d’une procédure
Staircase semble pertinente. Cependant, en rechargeant des éprouvettes, le cumul de dommage
doit nécessairement être pris en compte. Ainsi dans la partie suivante, des simulations vont être
menées pour évaluer l’impact d’un cumul de dommage sur le déroulement d’essais Staircase avec
rechargement, et surtout sur les deux méthodes d’analyse proposées.

2.5 Impact d’un cumul d’endommagement sur la procédure avec
rechargement

Dans cette partie, des Staircase sont simulés avec du cumul d’endommagement afin de quantifier
les incertitudes et l’influence des différents paramètres sur les méthodes d’analyse du Staircase avec
rechargement.

Premièrement, des Staircase avec cumul d’endommagement doivent être simulés. Ainsi, les dif-
férentes hypothèses réalisées sont présentées. Ensuite, la méthode avec la censure par intervalle est
évaluée en présence de cumul de dommage. Un domaine de validité de cette méthode est défini ; il
représente les paramètres pour lesquels le déroulement du Staircase se fait quasiment de la même
manière en présence ou non de cumul (pas pris en compte dans l’utilisation des censures). Enfin,
la méthode avec calcul des contraintes admissibles est évaluée. Une étude de sensibilité est réalisée
afin de quantifier les incertitudes relatives aux calculs des contraintes admissibles des éprouvettes,
et donc leurs impacts sur la détermination des propriétés en fatigue.

2.5.1 Simulation de Staircase avec cumul d’endommagement

Pour prendre en compte le cumul d’endommagement, deux hypothèses sont nécessaires :
- la forme de la courbe S-N doit être postulée afin de faire le lien entre la contrainte appliquée

et le nombre de cycles à rupture ;
- une loi de cumul d’endommagement doit évidemment être supposée pour prendre en compte

l’historique de l’éprouvette.
Le modèle de Basquin [Basquin, 1910] est utilisé pour décrire la courbe S-N. Ce choix a été

réalisé, car il s’agit d’un modèle simple (une droite en échelle logarithmique) ; n’importe quelle
courbe de fatigue peut localement être approximée par ce modèle. Ainsi, le lien entre le nombre de
cycles à rupture Nri

et l’amplitude de contrainte Σ0i
(au voisinage de Nref ) est donné par

Nri
Σ0i

bm = A, (I.39)

où A et bm sont des paramètres matériaux à identifier.
Lors du premier niveau de chargement de l’éprouvette, le nombre de cycles à rupture de l’éprou-

vette i peut donc être déterminé en utilisant

Nri
= Nref

3

‡Di

Σ0i

4bm

. (I.40)

Ainsi, seul le paramètre bm est nécessaire pour déterminer le nombre de cycles à rupture. Il repré-
sente simplement la pente de la courbe de fatigue. La simulation des Staircase avec rechargement
se fait donc en comparant le nombre de cycles à rupture Nri

au nombre de cycles de référence Nref .
Si Nri

> Nref , alors l’éprouvette est non rompue (arrêtée à Nref cycles) et est rechargée au ni-
veau suivant. Pour calculer l’influence de ce chargement sur la durée de vie, une loi de cumul linéaire
simple de Miner [Miner, 1945] est utilisée. Avec le modèle de Basquin présenté précédemment, le
dommage cumulé est calculé par

D =
ÿ

ni
Σ0i

bm

A
, (I.41)

où les ni représentent les nombres de cycles effectués aux amplitudes de contraintes Σ0i
.
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De manière pratique, le cumul de dommage est calculé uniquement sur les deux derniers niveaux
de chargement : le niveau Σ0i

où la rupture intervient, et le dernier niveau avec non-rupture Σ0i
≠p,

pour lequel Nref cycles ont été effectué. Du fait de la loi puissance en bm, le cumul de dommage
est largement majoritaire sur le dernier niveau non rompu.

Ainsi, le nombre de cycles à rupture au niveau de chargement Σ0i
est déterminé par

Nri
= Nref

‡Di
bm ≠ (Σ0i

≠ p)bm

Σ0i

bm
. (I.42)

Le cumul de dommage dépend donc de deux paramètres :
- le pas p, plus il sera faible, plus ce cumul sera important ;
- la pente de la courbe de fatigue bm, plus cette pente sera importante (bm faible), plus le

cumul interviendra.
Afin de faciliter l’interprétation des résultats, un paramètre linéaire Cbm est créé pour représenter

la pente de la courbe S-N. Ce paramètre représente alors la diminution de la limite d’endurance
médiane sur une décade de cycles, toujours au voisinage de Nref et est déterminé par

Cbm = 101/bm ≠ 1. (I.43)

Le paramètre Cbm représente également l’intensité du cumul de dommage (à p fixé). Plus ce
paramètre sera élevé, plus un cumul d’endommagement interviendra (Figure I.38).
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Figure I.38 – Exemples de deux Staircase avec rechargement en présence de cumul de dommage, caractérisé par Cbm

- Simulations réalisées avec Cp/Cv = 1 et Cv = 0, 05 (et avec le même échantillon que précédemment)
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Nécessairement pour certaines éprouvettes, la rupture intervient sur un niveau de chargement
inférieur à la limite d’endurance de l’éprouvette ; l’utilisation de la censure par intervalle apportera
donc une information erronée sur celle-ci.

Avec une augmentation du cumul de dommage, les éprouvettes auront tendance à se regrouper
sur des niveaux de chargement plus faibles : la limite d’endurance risque d’être sous-estimée et le
coefficient de variation également sous-estimé (moins de niveaux différents).

2.5.2 Domaine de validité de la censure par intervalle

L’intérêt principal de la méthode d’analyse avec uniquement des censures est que peu d’hypo-
thèses sont nécessaires pour pouvoir l’utiliser (notamment sur la forme de la courbe S-N ou sur la
loi de cumul).

En effet, aucun cumul d’endommagement ne peut être pris en compte, et donc seule une hypo-
thèse de non-cumul (ou du moins de cumul limité) doit être postulée. L’objectif de cette partie est
donc de définir un domaine de validité de la méthode, i.e. des relations entre les différents para-
mètres nécessaires à la simulation des Staircase en présence de cumul pour lesquels le déroulement
d’un Staircase avec cumul est identique au déroulement de ce Staircase sans cumul (sur les niveaux
de chargement sur lesquels des censures seront appliquées, les nombres de cycles à rupture seront
nécessairement différents, mais pas pris en compte dans l’analyse). Ce domaine de validité sera
d’abord défini avec un grand échantillon de n = 100, puis l’influence de la taille de l’échantillon
sera observé par la suite.

a) Influence du pas de rechargement

Dans cette partie, l’objectif est d’évaluer une possible relation entre Cv et Cp. Des simulations
ont été menées avec n = 100 en comparant plusieurs intensités de cumul, donc plusieurs Cbm, au cas
sans cumul de dommage, pour différentes valeurs de pas et avec différentes distributions initiales
(dont Cv = 0, 05 et Cv = 0, 10). Concernant l’évaluation de la limite d’endurance médiane (Figure
I.39), plus le cumul est important (Cbm élevé), plus elle aura tendance à être sous-estimée. De même,
lors de l’évaluation du coefficient de variation (Figure I.40), il aura tendance à être sous-estimé en
présence de cumul d’endommagement important, et avec de petits pas de chargement.

Pour le Staircase classique, la relation 2 Ø Cp/Cv Ø 1/2 est habituellement utilisée, et avait
globalement été retrouvée par simulation (paragraphe 2.3.3b). La borne supérieure est utilisée pour
assurer qu’il y ait suffisamment de niveaux de chargement différents (avec survies et ruptures) pour
correctement estimer les propriétés en fatigue. La borne inférieure est fixée pour que, dans le cadre
d’un Staircase classique, le niveau de chargement monte et descende suffisamment rapidement avec
de petits échantillons pour permettre tout de même la détermination des paramètres.

Dans le cas d’un Staircase avec rechargement et sans cumul (paragraphe 2.4.1b)), la borne su-
périeure est la même, pour les mêmes raisons (bien que la censure par intervalle apporte tout de
même plus d’information). Cependant, la borne inférieure aurait pu être plus faible, le niveau de
chargement pouvant monter plus rapidement lors de la réalisation d’essais avec rechargement.

Dans le cas du Staircase avec rechargement et en présence de cumul, la même borne inférieure
peut être appliquée, mais ici pour limiter l’impact du cumul d’endommagement. Ainsi, la même
relation peut être définie entre le pas Cp et la distribution initiale Cv, soit

2 Ø Cp

Cv
Ø 1

2
. (I.44)

En comparant l’impact du cumul entre les deux distributions initiales (Figure I.40), pour un
même ratio Cp/Cv, il semble différent et donc une autre relation doit exister entre le pas du Staircase
Cp et la pente de la courbe représentée par Cbm, indépendamment de la distribution initiale.
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Figure I.40 – Influence du pas du Staircase avec rechargement en présence de cumul pour la méthode avec censures
sur la détermination du coefficient de varaition - Résultats avec n = 100, plusieurs valeurs de Cbm et
pour des distributions initiales de Cv = 0, 05 et Cv = 0, 10
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Lors de la réalisation de Staircase avec rechargement, en présence de cumul de dommage, la
relation à vérifier entre le pas et la dispersion initiale est définie (équation I.44). Il s’agit de la
même relation que pour le Staircase classique, mais pour des raisons différentes (pour la borne
inférieure au moins).

b) Impact du cumul d’endommagement

Pour évaluer l’impact du cumul d’endommagement, des simulations sont réalisées pour les quatre
distributions initiales considérées (Cv = 0, 025, Cv = 0, 05, Cv = 0, 10 et Cv = 0, 15). Pour des pas
de Staircase compris dans les intervalles 2 Ø Cp/Cv Ø 1/2, les incertitudes sont très peu affectées.
Ainsi, seule la valeur médiane du coefficient de variation relative à la simulation de 1000 Staircase
de n = 100 éprouvettes par condition est étudiée. Des simulations sont réalisées avec plusieurs
valeurs de Cbm pour chaque distribution initiale (permettant ainsi de balayer une grande plage de
Cp) et les résultats sont affichés en fonction de Cp/Cbm (Figure I.41).
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Figure I.41 – Influence du pas du Staircase Cp et de la pente de la courbe S-N Cbm sur la valeur médiane du coef-
ficient de variation - Staircase avec rechargement en présence de cumul d’endommagement (méthode
avec censures)

Pour limiter l’impact du cumul d’endommagement, une simple relation entre Cp et Cbm peut
être proposée, soit

Cp

Cbm
Ø 1

2
. (I.45)

Avec cette dernière relation et la relation entre le pas Cp et la dispersion de la distribution
initiale Cv (équation I.44), il existe alors des conditions pour lesquelles il y aura nécessairement
un impact du cumul lors de la réalisation d’un Staircase avec rechargement. Il s’agit des cas où
Cbm Ø 4.Cv, ce qui correspond à une pente de la courbe S-N très élevée ou à une dispersion initiale
très faible, ce qui est rarement le cas dans le domaine HCF1.

1. Pour donner un ordre d’idée, dans le cas d’une loi normale, un intervalle de 4 écarts-types (donc 4 Cv) centré sur
la valeur moyenne représente 95,45% des valeurs. Cela correspond alors à une pente tellement forte qu’elle représente
la diminution de la limite d’endurance en une décade de cycles de quasiment la taille de la distribution à Nref cycles.
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2 Simulation d’essais de fatigue

• Lors de la réalisation de Staircase avec rechargement, en présence de cumul de dommage, la
relation à vérifier entre le pas et la pente de la courbe S-N (intensité du cumul) est Cp/Cbm Ø 1/2.
• Le domaine ainsi défini est très grand. Le cumul de dommage n’impacte pas tant que ça le dé-
roulement de Staircase avec rechargement et permet donc l’utilisation de la méthode avec censures
(d’autant plus lorsque la pente de la courbe S-N est très faible ; soit la présence d’une asymptote
proche de Nref ).

c) Conclusion : influence du nombre d’éprouvettes

Dans cette partie, l’influence du nombre d’éprouvettes est évaluée afin de confronter le domaine
de validité déterminé avec n = 100. Par exemple, le Staircase 1 (Figure I.38a) correspond à un
ratio Cp/Cbm = 1/2 et semble modérément affecté par le cumul. Le Staircase 2 (Figure I.38b)
correspond à Cp/Cbm = 1/4 ; l’application de la méthode de dépouillement avec censure ne semble
pas pertinente. Des Staircase avec rechargement en présence de cumul ont été simulés avec une
distribution initiale de Cv = 0, 05, un pas de Cp/Cv = 1 et pour plusieurs conditions d’intensité
de cumul d’endommagement : sans cumul pour servir de référence, Cp/Cbm = 1 et Cp/Cbm = 1/2
à l’intérieur du domaine de validité définit précédemment et enfin une condition en dehors du
domaine de validité (équation I.45) avec Cp/Cbm = 1/4 (Figure I.42). Les taux de calcul sont
également présentés (Table I.16).

Lorsque le domaine de validité est vérifié, nécessairement les résultats sont quasiment identiques
à ceux sans cumul d’endommagement avec cette méthode de dépouillement. Les distributions et les
taux de calculs sont très proches. Lorsque les paramètres de simulations sont en dehors du domaine
de validité, alors la limite d’endurance médiane a tendance à être sous-estimée. Pour le coefficient
de variation, il est moins souvent identifiable et a de plus tendance à être sous-estimé.

L’utilisation de la méthode de dépouillement avec censure est très intéressante, car peu d’hypo-
thèses sont nécessaires pour sa mise en œuvre. De plus, dans le cadre de la réalisation d’essais
pour déterminer la limite d’endurance proche d’une asymptote (donc Cbm faible), le cumul est
logiquement très limité, et cela n’impacte pas le déroulement du Staircase.

2.5.3 Impact du cumul sur le calcul des contraintes admissibles

Étant donné que toutes les éprouvettes sont rompues, il est possible d’estimer une contrainte
admissible pour chacune d’entres-elle et ainsi se rapprocher du cas idéal (Section 2.4.2). Pour cela
des hypothèses sont nécessaires sur la forme de la courbe S-N et sur la loi de cumul de dommage.

De la même manière que pour la simulation, le modèle de Basquin [Basquin, 1910] est choisi pour
représenter la courbe de fatigue et la loi de cumul linéaire de Miner [Miner, 1945] est considérée. Il
s’agit alors d’un cas très idéal, mais qui permet d’étudier l’influence d’une mauvaise détermination
de l’intensité du cumul (soit ici de la pente de la courbe S-N). Pour le calcul des contraintes
admissible, il suffit alors d’approximer la pente de la courbe S-N.

La "vraie" pente de la courbe S-N, notée bm n’est a priori pas connue et ne peut être qu’estimée.
Dans la suite, la pente approximée est notée bd (si l’approximation est exacte, bd = bm)). De la
même manière que précédemment, un coefficient Cbd est défini pour faciliter l’interprétation des
résultats, soit

Cbd = 101/bd ≠ 1. (I.46)

Ainsi des essais sont simulés avec une certaine intensité de cumul Cbm (m=matériau) et le para-
mètre Cbd (d=dépouillement) est utilisé pour déterminer les contraintes admissibles des éprouvettes.
Ces contraintes admissibles sont assimilées aux limites d’endurance des éprouvettes, et l’estimateur
du maximum de vraisemblance sans censures est utilisé pour déterminer les propriétés en fatigue.
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Figure I.42 – Influence du nombre d’éprouvettes sur le dépouillement par la méthode de censure par intervalle de
Staircase avec rechargement et en présence de cumul - Simulations pour une distribution initiale de
Cv = 0, 05, un pas de Cp/Cv = 1 et plusieurs valeurs d’intensité de cumul pour confronter le domaine

Table I.16 – Taux de calcul possible pour la dispersion lors du dépouillement de Staircase avec rechargement par la
méthode du maximum de vraisemblance avec censure par intervalle (Figure I.42b)

n Taux de calcul possible pour la dispersion
Sans cumul Cp/Cbm=1 Cp/Cbm=0.5 Cp/Cbm=0.25

5 0.62 0.61 0.54 0.33
6 0.69 0.70 0.66 0.43
7 0.78 0.78 0.74 0.47
8 0.82 0.81 0.78 0.51
9 0.87 0.89 0.86 0.58

10 0.92 0.90 0.86 0.62
12 0.93 0.96 0.92 0.68
15 0.98 0.98 0.96 0.79
25 1 1 1 0.90
50 1 1 1 1

100 1 1 1 1
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2 Simulation d’essais de fatigue

Pour une éprouvette rompue i au premier niveau de chargement, le calcul de la contrainte
admissible à Nref cycles est réalisé avec

‡admi
= Σ0i

3

Nri

Nref

41/bd

, (I.47)

où Nri est le nombre de cycles simulés (équation I.40) à l’amplitude de contrainte Σ0i
.

Pour une éprouvette rechargée i rompue à l’amplitude de contrainte Σ0i
(et donc avec au moins

une survie au niveau Σ0i
≠ p), le calcul de la contrainte admissible à Nref cycles est réalisé avec

‡admi
=

3

(Σ0i
≠ p)bd +

Nri

Nref
Σ0i

bd

41/bd

. (I.48)

Bien évidemment si la pente approximée est la bonne, soit bd = bm, alors le recalage à la limite
d’endurance se fait parfaitement, soit ‡admi

= ‡Di
, et cela revient au cas idéal (Section 2.2). Une

étude sur la sensibilité de ce paramètre est donc réalisée par la suite. Des simulations sont effectuées
avec une large plage de valeurs de Cbm, et sont dépouillées avec différentes valeurs de Cbd. Pour
chaque cas de (Cbm ;Cbd), 1000 simulations de n = 100 éprouvettes sont réalisées. Seule l’influence
sur la valeur médiane des distributions obtenues est étudiée (ce dépouillement est proche du cas
idéal et les incertitudes, donc la taille des distributions, sont modérément impactées). Des carto-
graphies sur les valeurs médianes des paramètres de la distribution sont alors obtenues en faisant
varier bd et bm lors des simulations. L’objectif est alors d’évaluer les erreurs réalisées lors d’une
mauvaise approximation de la pente de la courbe S-N.

Dans un premier temps, les résultats sur la sensibilité de la pente de la courbe S-N pour la
détermination de la limite d’endurance médiane avec n = 100 sont présentés pour différentes
distributions initiales avec des pas différents. Ensuite, les résultats obtenus pour le coefficient de
variation normé sont analysés de la même manière. Enfin pour valider ces observations, l’influence
du nombre d’éprouvettes est étudiée pour revenir sur des tailles d’échantillon plus faible.

a) Sur la détermination de la limite d’endurance médiane

Avec la loi de cumul choisie, lorsque le pas du Staircase diminue, alors l’impact du cumul di-
minue (équation I.48) et la sensibilité au paramètre d’intensité de cumul également (Figure I.43 et
Figure I.44). De plus, la sensibilité au cumul d’endommagement dépend toujours de la dispersion
de la distribution initiale.

Les domaines de validité restent grands (i.e une erreur sur l’estimation de bd par rapport à
la pente réelle n’impacte pas trop l’estimation de la médiane des contraintes admissibles), mais
dépendent fortement de la dispersion de la distribution initiale et du pas. Par exemple, pour une
faible dispersion initiale (Figure I.43), l’erreur sur l’évaluation de la médiane reste presque toujours
inférieure à 1%.

b) Sur la détermination de la dispersion

Concernant les résultats sur le coefficient de variation, les mêmes types de cartographies sont
obtenus. Elles représentent les valeurs médianes du coefficient de variation normé, obtenues à partir
de 1000 simulations en faisant varier bd et bm. Les cartographies semblent identiques pour les deux
distributions initiales, au Cp/Cv près (Figure I.45 et Figure I.46).

Pour les deux distributions initiales, la sensibilité à une mauvaise estimation de la pente diminue
(zone comprenant les valeurs entre 0, 9 et 1.1 qui augmente) lorsque le pas augmente.
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(a) Cp/Cv = 0, 5 - Cv = 0, 05

(b) Cp/Cv = 1 - Cv = 0, 05

(c) Cp/Cv = 1, 5 - Cv = 0, 05

Figure I.43 – Étude de sensibilité du paramètre d’in-
tensité de cumul - Cartographies de va-
leurs médianes de Σ

50
Œ (distribution ini-

tiale Cv = 0, 05)

(a) Cp/Cv = 0, 5 | Cv = 0, 10

(b) Cp/Cv = 1 | Cv = 0, 10

(c) Cp/Cv = 1, 5 | Cv = 0, 10

Figure I.44 – Étude de sensibilité du paramètre d’in-
tensité de cumul - Cartographies de va-
leurs médianes de Σ

50
Œ (distribution ini-

tiale Cv = 0, 10)
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(a) Cp/Cv = 0, 5 | Cv = 0, 05

(b) Cp/Cv = 1 | Cv = 0, 05

(c) Cp/Cv = 1, 5 | Cv = 0, 05

Figure I.45 – Étude de sensibilité du paramètre d’in-
tensité de cumul - Cartographies de va-
leurs médianes de Cv (distribution ini-
tiale Cv = 0, 05)

(a) Cp/Cv = 0, 5 | Cv = 0, 10

(b) Cp/Cv = 1 | Cv = 0, 10

(c) Cp/Cv = 1, 5 | Cv = 0, 10

Figure I.46 – Étude de sensibilité du paramètre d’in-
tensité de cumul - Cartographies de va-
leurs médianes de Cv (distribution ini-
tiale Cv = 0, 10)
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Logiquement, lorsque Cb = Cm les valeurs déterminées avec n = 100 sont celles du cas idéal (soit
un coefficient de variation normé de 1). La sensibilité au paramètre du cumul sur la détermination
du coefficient de variation (en valeur médiane) reste assez importante et est une erreur relative de
la pente initiale.

Par exemple, pour avoir une réponse médiane acceptable dans la détermination du coefficient
de variation, i.e. une erreur de moins de 10% de la valeur médiane (pour la condition Cp/Cv = 1),
l’erreur relative sur l’estimation de bm peut être caractérisée par

1, 35 Ø Cbm

Cbd
Ø 0, 77. (I.49)

Ces bornes correspondent alors aux coefficients directeurs des droites en pointillés, représentant le
domaine où il y a moins de 10% d’erreur sur l’estimation de la médiane du coefficient de variation
normé, avec une mauvaise estimation de la pente de la courbe S-N (Figure I.45b).

L’erreur sur la détermination de la pente reste relative à la "vraie" pente bm. Pour illustrer,
avec une simulation effectuée avec Cbm = 0, 15, le paramètre Cbm doit être compris entre 0,11 et
0,20. Quand la pente de la courbe de fatigue est plus faible, e.g. Cbm = 0, 03, alors la sensibilité
sur le paramètre est logiquement plus importante (entre 0,02 et 0,04 pour être à moins de 10%
d’erreur en réponse médiane). Cependant dans ce cas-là, le cumul de dommage est très limité et la
méthode avec censure par intervalle semble être plus appropriée, avec un ratio Cp/Cbm très élevé
(paragraphe 2.5.2).

c) Conclusion : influence du nombre d’éprouvettes

À la différence de la méthode avec censure par intervalle, aucun domaine de validité n’a été
déterminé pour cette méthode. Il s’agit simplement d’une étude pour quantifier les erreurs réalisées
lors d’un mauvais recalage aux contraintes admissibles. Encore une fois, les résultats sont idéalisés,
car les mêmes modèles et les mêmes lois sont utilisés lors de la simulation et du dépouillement,
mais avec des paramètres différents. De plus, il est toujours très délicat de découpler les effets des
différents paramètres (comme les effets de projection sur l’axe N = Nref lors du recalage...).

De plus, les nombres de cycles simulés ne sont pas toujours cohérents avec la modélisation, i.e.
ils sont parfois très éloignés de Nref . Par souci de simplicité, aucune borne ou limite n’a été fixée
à ce sujet et toutes les éprouvettes sont prises en compte.

Afin de valider les observations et de déterminer l’influence d’un mauvais recalage pour des
tailles d’échantillon plus faibles, des simulations ont été réalisées avec une distribution initiale de
Cv = 0, 05, un pas de Staircase de Cp/Cv = 1 et une pente de la courbe S-N de Cbm = 0, 05. Des
dépouillements ont été réalisés avec plusieurs valeurs de Cbd et les résultats sont présentés (Figure
I.47). Le cas Cbd/Cbm = 1 est le cas idéal (Section 2.2).

Du fait de la projection, lorsque Cbd > Cbm, la limite d’endurance médiane tend à être sous-
estimée, et le coefficient de variation normé, surestimé. L’inverse est observé lorsque Cbd < Cbm.
Les incertitudes semblent également impactées, mais globalement il s’agit d’un décalage des distri-
butions suivant les constatations décrites précédemment. Pour conclure sur l’influence du nombre
d’éprouvettes, des cartographies ont été réalisées, représentant les valeurs médianes des propriétés
en fatigue déterminées à partir d’échantillons de n = 15 éprouvettes (Figure I.48).
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Figure I.47 – Influence du nombre d’éprouvettes et de l’impact d’un mauvais recalage sur le dépouillement de
Staircase avec la méthode de calcul de contrainte admissible - Simulations pour une distribution
initiale de Cv = 0, 05, un pas de Cp/Cv = 1 et une intensité de Cvm = 0, 05

(a) Cartographie des valeurs médianes de Σ
50
Œ

(b) Cartographie des valeurs médianes de Cv normé

Figure I.48 – Étude de sensibilité du paramètre d’intensité de cumul pour n = 15 - Cartographies de valeurs
médianes des paramètres représentant les propriétés en fatigue pour une distribution initiale de Cv =

0, 05 et un pas de Cp/Cv = 1
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Concernant la détermination de la limite d’endurance médiane, la cartographie est quasiment
identique à celle obtenue pour n = 100 (Figure I.43b). Cependant la cartographie pour le coefficient
de variation est légèrement différente de celle obtenue avec n = 100 (Figure I.45b). La valeur de
Cbd optimale n’est plus Cbm, mais une valeur légèrement plus élevée. Cela s’explique par deux effets
qui se compensent :

- pour des petits échantillons, la dispersion a tendance à être sous-estimée (queues de la
distribution mal représentées) ;

- lorsque Cbd > Cbm, la dispersion est surestimée.

• Lors du calcul d’une contrainte admissible pour chaque éprouvette, les incertitudes relatives à
l’estimateur statistique sont réduites (absence de censures) par rapport à un cas où des censures
sont prises en compte. Les incertitudes sont proches du cas idéal, et dépendent alors également du
calcul de la contrainte admissible.
• Cependant, un mauvais recalage aux contraintes admissibles impacte de manière importante la
réponse médiane de la méthode de dépouillement. L’objectif de cette étude était alors de quantifier
ces erreurs sur les valeurs médianes.
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3 Conclusion et perspectives

Ces études ont mis en évidence les difficultés liées à la détermination du paramètre de dispersion.
En effet, du fait du caractère dispersif des essais de fatigue, et, car il y a souvent peu d’éprouvettes
disponibles (car les essais sont longs et coûteux), les incertitudes sur les propriétés en fatigue dé-
terminées peuvent être importantes. Un travail de normalisation (par rapport à la distribution
initiale, et avec des paramètres linéaires) a été réalisé afin d’étudier et prendre en compte toutes
les configurations possibles. Ce travail de simulation a surtout permis de quantifier ces incertitudes
de détermination des propriétés de fatigue pour de très nombreuses conditions. Cela a également
permis d’évaluer statistiquement la recharge des éprouvettes, soit par l’utilisation de la censure par
intervalle, soit par calcul d’une contrainte admissible.

Les conclusions et perspectives de ce chapitre sont regroupées en trois parties. Dans un premier
temps, la synthèse des travaux de simulation est présentée, avec notamment la comparaison des
incertitudes avec les méthodes de dépouillement pour les Staircase avec recharge en présence ou
non de cumul (en comparaison à la méthode de référence, les Staircase classiques). Dans un second
temps, une discussion est proposée, à partir du résultat de ces études, sur l’identification du para-
mètre de dispersion avec des essais de fatigue classiques. Enfin, des perspectives sont énoncées sur
des méthodes alternatives pour l’identification du module de Weibull.

• Comparaison des protocoles et dépouillements étudiés par simulation :
Les deux méthodes utilisées pour analyser des Staircase avec rechargement (censure par intervalle
et calcul d’une contrainte admissible) sont comparées au cas de référence, celui du Staircase clas-
sique (qui n’est pas affecté par le cumul de dommage), pour un cas réaliste de n = 15 éprouvettes
(Figure I.49), pour un cas très idéal de n = 100 éprouvettes (Figure I.50). Les taux de calculs
pour la condition n = 15 et les distributions des paramètres sont présentés (Tableau I.17), afin de
quantifier plus facilement les gains relatifs à l’utilisation d’un Staircase avec recharge.

Le Staircase classique (A) étant très fiable dans la détermination de la limite d’endurance mé-
diane, les gains sur les incertitudes sont surtout observés pour la détermination du coefficient de
variation (tant sur le taux de calcul que sur le gain de précision). La méthode avec censure par
intervalle (B) est bien conditionnée lorsque les paramètres de la simulation sont dans le domaine de
validité de la méthode (et donc lorsque elles ne sont pas impactées par le cumul d’endommagement).
Pour illustrer cela, les méthodes B1 et B2 ne respectent pas ce domaine de validité (équation I.45).
Concernant les méthodes de calcul de contraintes admissibles (C), les incertitudes (étendue de la
distribution obtenue) sont en général plus faibles, car le maximum d’information est extrait. Le cas
idéal est alors représenté par la méthode C3, avec Cbd = Cbm. Lorsqu’une mauvaise évaluation de
la pente est réalisée, ces méthodes sont en général mal conditionnées (la réponse médiane n’est pas
située sur la valeur cible).

Globalement l’utilisation d’un Staircase avec recharge permet d’obtenir plus facilement une
valeur de dispersion (taux de calcul) et avec plus de précision. Seulement, la réponse médiane
des différentes méthodes peut être impactée par le cumul d’endommagement. Il suffit d’en être
conscient, et de respecter les différents domaines de validité évalués dans cette étude.

Les incertitudes pour l’estimation du paramètre de dispersion restent tout de même élevées,
même dans ce cas de simulation avec des hypothèses fortes (forme de la distribution connue, essais
parfaits, éprouvettes provenant d’un même lot, forme de la courbe S-N parfaitement connue, loi de
cumul d’endommagement parfaitement déterminée...). Ainsi lors de la réalisation d’essais de fatigue
réels, ces incertitudes sont nécessairement beaucoup plus importantes.
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Figure I.49 – Comparaison des différentes méthodes d’analyses sur la détermination des propriétés en fatigue avec
n = 15, Cv = 0, 05, Cp/Cv = 1 et différentes intensités de cumul Cbm

Table I.17 – Comparaison des distributions obtenues et du taux de calcul du paramètre de dispersion, lors du
dépouillement de Staircase avec rechargement de n = 15 éprouvettes (Figure I.49)

Méthode Limite d’endurance Coefficient de variation normé

Cbm Médiane [5e; 95e] centiles Taux de calcul Médiane [5e; 95e] centiles

S
ta

ir
ca

se
cl

as
si

qu
e

A 0.995 (0.967 ;1.024) 0.73 0.95 (0.53 ;1.69)

C
en

su
re

p
ar

in
te

rv
al

le

B1 0.20 0.978 (0.960 ;1.002) 0.76 0.72 (0.49 ;1.16)

B2 0.15 0.988 (0.965 ;1.009) 0.90 0.77 (0.51 ;1.21)

B3 0.10 0.995 (0.970 ;1.017) 0.96 0.83 (0.52 ;1.27)

B4 0.066 0.997 (0.973 ;1.019) 0.98 0.87 (0.54 ;1.35)

B5 0.05 0.999 (0.974 ;1.021) 0.98 0.89 (0.56 ;1.37)

R
ec

al
ag

e
av

ec
C

b
d
=

0.
10

C1 0.20 0.995 (0.976 ;1.012) 1 0.77 (0.51 ;1.05)

C2 0.15 0.999 (0.979 ;1.017) 1 0.84 (0.57 ;1.14)

C3 0.10 1.000 (0.979 ;1.018) 1 0.94 (0.63 ;1.28)

C4 0.066 0.995 (0.971 ;1.015) 1 1.09 (0.70 ;1.50)

C5 0.05 0.989 (0.962 ;1.010) 1 1.23 (0.76 ;1.76)
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Figure I.50 – Comparaison des différentes méthodes d’analyses sur la détermination des propriétés en fatigue avec
n = 100, Cv = 0, 05, Cp/Cv = 1 et différentes intensités de cumul Cbm

• Conclusion sur la détermination de la dispersion à partir d’essais de fatigue :
L’estimation de la dispersion est très délicate à partir d’essais de fatigue classiques, même avec des
procédures optimisées. Cela est intrinsèque à la méthode utilisé. En effet, pour obtenir des résul-
tats fiables, il est nécessaire de tester un très grand nombre d’éprouvettes. Ce qui se révèle long
et coûteux. Bien que cela soit très délicat, il est tout de même important d’évaluer la dispersion
des essais par ces méthodes, pour obtenir des ordres de grandeur (la détermination précise est très
compliquée).

Ces constatations sont logiques et ne sont pas nouvelles. Cependant ce travail a permis de
quantifier ces incertitudes pour de nombreux cas. De plus, il a permis d’introduire une notion de
"quantité d’informations" disponible, qui se traduit par l’étude du cas idéal. Il existe de nombreuses
perspectives à cette étude de simulation. En effet, il serait possible d’évaluer d’autres procédures
d’essai et ainsi optimiser davantage les différents paramètres de la procédure.
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• Perspectives pour la détermination de la dispersion (module de Weibull) :
La difficulté de détermination de la dispersion dans le cas d’essais de fatigue classiques peut être
mise en relation avec le peu d’information extrait par éprouvette. Au mieux, une contrainte admis-
sible est déterminée, et donne uniquement comme information le seuil de rupture de l’éprouvette
considéré (dans le cas d’une vraie limite de fatigue). Cela peut donc se traduire par l’activation du
défaut critique de l’éprouvette. Chaque éprouvette ne donne alors qu’une seule information sur son
propre défaut critique (et de plus, une information souvent partielle, avec les censures).

Il existe au moins deux perspectives pour la détermination du paramètre de dispersion.
La première concerne les approches volumiques probabilistes de type weibullienne. Ces approches

permettent de rendre compte des effets de volume et d’hétérogénéités de contrainte [Weibull, 1951,
Hild, 1992, Bomas et al., 1999]. Ainsi les gains ou pertes de propriétés en fatigue (en moyenne)
d’une géométrie d’éprouvette à l’autre permettraient de caractériser le module de Weibull. Une
étude sur différentes géométries d’éprouvettes de TA6V est présentée en Annexe A. Cependant,
l’identification d’un module de Weibull à partir d’une telle approche est délicate, car elle dépend
de nombreux paramètres, avec en premier lieu la description de la contrainte équivalente utilisée.
De plus, elle dépend des incertitudes de la détermination des propriétés en fatigue (les limites
d’endurance médiane des différentes géométries).

La seconde perspective concerne les apports d’essais plus complexes, comme les essais d’auto-
échauffement et la modélisation probabiliste à deux échelles associée. Ces essais sont présentés au
chapitre suivant et consistent à réaliser un suivi de température de l’éprouvette lors d’une certaine
procédure d’essai. L’évolution de la température stabilisée pour les différents niveaux de chargement
permet d’évaluer l’activation de phénomènes dissipatifs. Dans le modèle probabiliste à deux échelles,
ces phénomènes dissipatifs sont représentés par des sites de micro-plasticité. À l’aide du modèle,
il est alors possible de déterminer l’intensité de l’activation des sites, et un module de Weibull m
peut directement être identifié sur une courbe d’auto-échauffement [Doudard, 2004]. Ce modèle est
présenté et évalué par simulation au Chapitre II.
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sollicitations cycliques et évaluation de la
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CHAPITRE II - PRÉSENTATION DE LA MÉTHODE D’AE ET ANALYSE DU MODÈLE

La robustesse de l’identification des propriétés en fatigue à partir d’essais de fatigue classiques
a été quantifiée dans le chapitre précédent à partir de simulations. Il s’avère que les incertitudes
sur le paramètre de dispersion restent élevées. Cela est intrinsèque à la méthode et a notamment
été évalué à l’aide d’un "cas idéal". Un des objectifs de la thèse est d’évaluer l’apport des mesures
d’auto-échauffement sous sollicitation cyclique pour l’étude de la fatigue des matériaux métalliques.

En effet, les méthodes d’auto-échauffement permettent de caractériser rapidement, i.e. avec une
seule éprouvette et en quelques heures d’essais, les propriétés en fatigue d’un matériau. Ainsi, dans
ce chapitre, ces méthodes sont présentées, avec le cadre thermodynamique nécessaire à leur com-
préhension.

Un essai d’auto-échauffement consiste à réaliser un suivi de la température lors de la sollicitation
de l’éprouvette suivant une succession de blocs de chargements avec des amplitudes de chargement
croissantes. Le but est d’évaluer les sources de dissipation en fonction du chargement afin de détecter
l’activation de mécanismes dissipatifs, pouvant être un signe d’endommagement en fatigue.

Les objectifs de ce chapitre sont donc
- de présenter la méthode d’auto-échauffement pour la caractérisation rapide des propriétés

en fatigue à grand nombre de cycles ;
- de présenter le modèle probabiliste à deux échelles permettant de décrire la dissipation

observée (modèle développé et validé sur les aciers à température ambiante) ;
- d’évaluer par simulation la robustesse de l’identification des propriétés en fatigue par l’analyse

de courbes d’auto-échauffement (à l’aide du modèle probabiliste à deux échelles).
La méthode d’auto-échauffement sera alors mise en œuvre au chapitre suivant sur des éprouvettes
de TA6V, pour lesquelles l’analyse est réalisée avec le modèle probabiliste à deux échelles. L’étude
numérique avec les simulations d’essais d’auto-échauffement permet alors d’améliorer la compré-
hension du modèle et de quantifier les incertitudes sur la détermination du paramètre de dispersion
(de la même manière que pour les essais de fatigue classiques au Chapitre I), représenté par le
module de Weibull.

Il est à noter qu’aucun essai d’auto-échauffement à des températures supérieures à la tempéra-
ture ambiante n’a été réalisé dans la littérature pour l’étude de la fatigue des matériaux métalliques.
Un des objectifs de la thèse est alors la mise en place d’un protocole expérimental permettant de
faire des essais d’auto-échauffement avec un four (qui sera présenté aux Chapitres III et IV).

Dans un premier temps, les méthodes basées sur les mesures d’auto-échauffement sont présentées,
avec un bref historique et la présentation de quelques résultats importants de la littérature. Le cadre
thermodynamique utilisé pour l’interprétation des essais est également présenté. Ensuite, le modèle
probabiliste à deux échelles, développé et validé sur les aciers à température ambiante, est présenté.
Enfin, dans une troisième partie, des essais d’auto-échauffement sont simulés à partir de ce modèle
afin de quantifier les incertitudes sur la détermination du module de Weibull.

80
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1 Présentation des mesures d’auto-échauffement

L’évolution de la température d’un matériau soumis à une sollicitation mécanique est un phé-
nomène observé depuis le XIXe, notamment avec les travaux de Gough [Gough, 1805], Thomson
(Lord Kelvin) [Thomson, 1853, Thomson, 1878] ou encore Joule [Joule, 1859]. Ces variations de
température trouvent leur origine dans des sources de chaleur internes de différentes natures, et
apportent de précieuses informations afin de caractériser la réponse d’un matériau ou d’une struc-
ture sous chargements mécaniques.

Historiquement, Stromeyer fut le premier à établir un lien entre l’élévation de la température et
la limite d’endurance [Stromeyer, 1914]. Il réalise des essais de flexion rotative et mesure l’élévation
de température par un système à eau (Figure II.1). Il définit ensuite la limite d’endurance comme
la contrainte alternée minimale qui a généré de la chaleur au niveau de l’éprouvette.

Figure II.1 – Dispositif pour mesurer la température d’une éprouvette sollicitée en flexion rotative par Stromeyer
- Système à débit d’eau contrôlé et mesure différentielle (t1, température de l’eau à l’entrée I et t2,
température de l’eau à la sortie O) [Stromeyer, 1914]

Le but de cette première partie est de présenter rapidement l’origine des mesures d’auto-
échauffement, avec les étapes clés du développement de cette méthode. Quelques résultats classiques
de la littérature seront présentés et le protocole d’essais pour la caractérisation rapide des proprié-
tés en fatigue sera présenté à température ambiante. L’objectif de ces essais est de comprendre
les mécanismes à l’origine de ces phénomènes d’auto-échauffement sous sollicitations cyclique. Ce-
pendant, pour obtenir des informations sur le champ de sources de dissipation, il faut résoudre
l’équation de la chaleur. Ainsi, le cadre thermodynamique est présenté. Il permet de faire le lien
entre la température mesurée et son terme source, qui est une quantité intrinsèque du matériau.

1.1 Mesures d’auto-échauffement sous sollicitations cycliques
Depuis les premiers travaux de Stromeyer, il y a plus d’un siècle, la méthode d’auto-échauffement

est passée par différentes périodes dans son développement.
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1 Mesures d’auto-échauffement

• Découverte de la méthode (début XXe siècle) :
En effet, dès le début des études sur la fatigue des matériaux, le temps prohibitif de caractérisation a
mené au développement de différentes méthodes pour réduire ce temps. Ainsi, des méthodes basées
sur le suivi de mesures de température sont apparues dès le début du XXe siècle et restent très em-
piriques. Moore et Kommers mettent en œuvre des essais précurseurs des essais d’auto-échauffement
modernes, en réalisant des paliers successifs de sollicitation, afin de relever l’élévation de tempéra-
ture associée à la sollicitation et ainsi de tracer les premières courbes d’auto-échauffement [Moore et
Kommers, 1921]. Ils identifient la limite d’endurance de manière empirique, comme étant un chan-
gement brusque dans le comportement, soit une élévation plus brutale de la température. Les essais
sont menés en flexion rotative et ils obtiennent de très bonnes concordances sur plusieurs nuances
d’acier entre les résultats obtenus par mesure de température, et ceux par essais de caractérisation
classique (Figure II.2).

(a)

(b

: figures issues de[Moore et Kommers 1921] : Figure II.2 – Travaux précurseurs sur différentes nuances d’aciers pour la mise en évidence du lien entre la limite
d’endurance obtenue par méthode d’auto-échauffement et la limite d’endurance obtenue par des mé-
thodes de caractérisation classiques [Moore et Kommers, 1921]

Durant cette première partie du XXe siècle, quelques auteurs s’intéressent également aux me-
sures d’auto-échauffement, comme Lehr qui montre le lien entre l’évolution de l’auto-échauffement
et les aires des boucles d’hystérésis [Lehr, 1926]. Les travaux de Welter montrent également ce lien
entre l’élévation de température et la limite d’endurance de certains matériaux [Welter, 1937]. En
suivant la température de plusieurs éprouvettes lors du déroulement d’essais de fatigue entiers et il
constate alors l’augmentation de la température stabilisée pour celles sollicitées autour de la limite
d’endurance.

Ces premiers résultats sont prometteurs. En effet, le lien évident entre élévation de température
et endommagement en fatigue est montré pour plusieurs matériaux et pour différents cas de sollici-
tations. Cependant, les définitions des limites d’endurance changent suivant les auteurs ; Stomeyer
considère un seuil de température ; changement dans l’allure de la courbe pour Moore et Kom-
mers ou encore une analyse par un comportement asymptotique de la courbe pour Lehr. Ainsi, les
méthodes restent très empiriques.

Dans la suite, une longue période s’installe au cours de laquelle très peu d’études sont menées.
Une seule mention de la méthode est réalisée dans l’ouvrage de Cazaud [Cazaud, 1948], où un
chapitre entier est dédié aux différentes méthodes de caractérisation rapide, avec notamment la
mention des travaux de Lehr et de Welter.
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• Développement et extension de la méthode empirique (fin XXe siècle) :
Ce n’est que vers les années 1980 que de nouvelles études basées sur le suivi de température
apparaissent. En effet, un regain d’intérêt pour la méthode d’auto-échauffement est observé avec
notamment le développement des techniques de mesure de température et l’apparition de l’imagerie
infrarouge [Dengel et Harig, 1980, Harry et al., 1981, Luong, 1992, Galtier, 1993]. De nombreuses
études sont alors menées avec toujours des approches empiriques. De nombreux matériaux sont tes-
tés ; avec d’abord plusieurs nuances d’aciers et d’autres matériaux métalliques comme des alliages
d’aluminium, ainsi que des fibres de verre.

La méthode est étendue à l’étude de différents effets, comme l’influence d’une contrainte moyenne
et la construction rapide de diagramme de Haigh [Krapez et al., 1999]. Des mesures d’auto-
échauffement sous sollicitation multiaxiales sont également réalisées, [Galtier, 1993] avec plusieurs
types de sollicitations de flexion et de torsion combinées.

De plus, la méthode commence à être appliquée sur structure, par exemple directement à des
biellettes [Luong, 1998] ou des bras de suspension [Bérard et al., 1998] et permet par une analyse
empirique de déterminer une limite d’endurance de la structure. De plus, des premiers critères de
ruine énergétique, basés sur les mesures d’auto-échauffement, apparaissent pour la prédiction et la
construction de courbe de fatigue moyenne [Fargione et al., 2002].

Pour illustrer ces différentes études, La Rosa et Risitano [Rosa et Risitano, 2000] rassemblent
dans une publication les différents résultats obtenus par leur équipe de recherche à partir de mesure
de température et les comparent à ceux issus de procédures Staircase (Figure II.3). Ce tableau
illustre alors le renouveau et l’engouement retrouvé pour cette méthode de caractérisation rapide ;
différentes nuances d’aciers, un alliage d’aluminium, des fibres de verre, mais aussi des joints soudés
ou des structures (biellettes) sont testés et de très bonnes corrélations sont retrouvées avec des essais
de fatigue classiques.

Component Material R SC TH. Err.% Ref.

Specimen C70 Steel 0 216 212 !1.8 [9]

Specimen C30 Steel 0 414 400 !3.5 [17]

Specimen 2024 Al alloy 0 239 215 !10.0 [17]

Specimen Fibreglass 0.1 13.2 14.3 +8.3 [33]

Specimen Fibreglass 0.1 15.8 15 !5.1 [33]

Specimen Fibreglass 0.1 15.2 15.3 +0.6 [33]

Specimen Fibreglass 0.1 14.1 14.1 – [33]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 227 229 +0.9 [31]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 242 230 +5.0 [31]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 182 185 +1.6 [31]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 240 234 +2.5 [31]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 235 197 !16.2 [31]

Butt welded joint FeP04 Steel 0.1 215 210 !2.3 [31]

Specimen with blind hole C30 Steel !1 164 162 !1.2 [21]

Connecting rod SGCI 0 20.0 18.5 !7.5 [10]

Connecting rod MCI 0 19.9 20.0 +0.5 [10]

Connecting rod MCI 0 25.2 24.2 !4.0 [10]

Connecting rod SGCI !1 27 28.8 +6.7 [10]

Connecting rod MCI !1 25.5 23.2 !9.0 [10]

Connecting rod MCI !1 27.2 28.0 +2.9 [10]

Connecting rod SGCI !1.84 30.0 30.5 +1.7 [10]

Connecting rod MCI !1.84 26.3 25.7 !2.3 [10]

Connecting rod MCI !1.84 34.0 30.5 +10.3 [10]

The values of the fatigue limit for connecting rods refer to the applied load (kN), all the other values are applied stresses (MPa). SGCI

Figure II.3 – Comparaison de limites d’endurance obtenues par Staircase (SC) et par mesure de température (TH)
pour plusieurs matériaux et géométries (MCI = fonte malléable ; SGCI = fonte à graphite sphéroïdal)
[Rosa et Risitano, 2000]
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• Compréhension des mécanismes et modélisation (depuis les années 2000) :
Pendant ces vingt dernières années, la recherche plus approfondie des mécanismes responsables
des élévations de température est entreprise ; la simple mesure de température et l’analyse par
la méthode dite empirique ne suffisent plus. En effet, la limite de fatigue déterminée par auto-
échauffement peut être influencée par les derniers points de mesure, pour des niveaux de sollicitation
assez élevés. De plus, l’interprétation de la courbe peut dépendre fortement de la méthode d’analyse
et de la personne l’effectuant (et aussi de la définition de "limite d’endurance" utilisée). C’est
certainement pour ces raisons que ces méthodes sont toujours peu utilisées en industrie et n’ont
pas encore remplacé les méthodes conventionnelles de détermination de la limite d’endurance (bien
que le lien entre dissipation et endommagement par fatigue soit clairement établi, et qu’il "suffit"
de mesurer une température).

Ainsi, il convient de comprendre clairement les mécanismes en jeu afin de pouvoir modéliser
la dissipation associée à un chargement de fatigue. De nombreuses études ont fait le lien entre
l’augmentation brutale d’auto-échauffement et l’apparition de Bandes de Glissement Persistantes
(BGP) à la surface des échantillons sollicités (Figure II.4) et montrent ainsi que ces mesures sont
un bon moyen de détecter un seuil de microplasticité cyclique [Galtier et al., 2002, Cugy et Galtier,
2002, Vaucheret et Galtier, 2002].

(a) Apparition des BGP sur une surface polie après sollicitation

(b) Apparition des BGP et auto-échauffement en fonction de l’amplitude

Figure II.4 – Évolution de la surface des bandes de glissement persistantes (BGP) en comparaison avec l’auto-
échauffement pour un acier USIDUR 355 [Galtier et al., 2002]

Pour les alliages d’aluminium, ces méthodes semblent difficilement utilisables (faible élévation
de température) et les analyses développées sur aciers ne semblent pas concluantes [Mabru et
Chrysochoos, 2001, Krapez et Pacou, 2002]. Des études supplémentaires sont donc nécessaires pour
la compréhension des mécanismes en jeu, le développement de modèles et donc pour sortir de
l’empirisme.

Durant cette période, des études ont également été menées pour poser le cadre thermodynamique
associé aux essais d’auto-échauffement et proposer des approches de résolutions de l’équation de la
chaleur [Chrysochoos et Louche, 2000, Mabru et Chrysochoos, 2001, Boulanger, 2004, Boulanger
et al., 2004, Berthel, 2007]. Ce cadre sera présenté dans la suite de ce chapitre.
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Sur la base de ces observations et du cadre thermodynamique, différents modèles mécaniques ont
alors été proposés dans la littérature pour rendre compte de l’auto-échauffement d’une éprouvette
sous sollicitation cyclique.

• Une approche probabiliste à deux échelles a été développée dans le but d’obtenir rapidement
les propriétés en fatigue HCF d’un matériau sous sollicitation cyclique. Un premier modèle a été
proposé en 2004 [Doudard, 2004, Doudard et al., 2005], se basant sur le phénomène d’apparition
de BGP (Figure II.4). Un mécanisme de microplasticité localisé est alors modélisé. Ce mécanisme
participe à la dissipation sous sollicitation et est responsable de l’apparition des BGP. Les auteurs
considèrent alors un VER constitué d’une population de sites pouvant s’activer (et donc dissiper)
avec l’amplitude de chargement. Les seuils d’activation des sites suivent alors un phénomène aléa-
toire de processus ponctuel de Poisson. Ce modèle permet alors de décrire correctement les courbes
d’auto-échauffement pour différents matériaux. Avec différentes hypothèses, ce modèle permet de
retrouver le modèle de Weibull, et ainsi d’avoir accès à la dispersion en fatigue. Un critère en
énergie critique peut également être postulé pour décrire entièrement la courbe S-N. Ce modèle
a été étendu pour des chargements multiaxiaux, et pour des chargements hétérogènes [Poncelet,
2007, Doudard et al., 2007].

En 2012, ce modèle a été complété en introduisant un second mécanisme de dissipation pour
mieux décrire les observations d’auto-échauffement (et notamment la présence d’un premier régime
d’auto-échauffement pour des amplitudes de contrainte très faibles) [Munier, 2012, Munier et al.,
2014]. Ainsi, en se basant sur des observations EBSD et sur l’influence des pré-déformations sur
la courbe d’auto-échauffement, les auteurs ont introduit un mécanisme de microplasticité diffus,
associé à de la désorientation cristalline moyenne au sein du matériau. Le VER considéré est
alors une matrice faiblement élasto-plastique au sein de laquelle une population d’inclusions élasto-
plastique (défini par un écrouissage cinématique linéaire) s’active avec l’amplitude de chargement.

Ce modèle a été développé et validé sur une large gamme d’acier et sera présenté et évalué dans
la suite de ce chapitre.

• Un modèle méso-macro a été développé par Charkaluk et Constantinescu [Charkaluk et
Constantinescu, 2006, Charkaluk et Constantinescu, 2009] de manière à décrire le comportement
en auto-échauffement. Un modèle à deux échelles est également considéré avec un VER constitué
d’une inclusion élasto-plastique noyée dans une matrice élastique infinie. Cette inclusion représente
un ensemble de grains, mal orientés, qui plastifient.

Pour décrire l’augmentation progressive de la température, les auteurs ont choisi de faire va-
rier la fraction volumique d’inclusions plastiques en fonction de l’amplitude de chargement. Ils se
basent alors sur les observations de BGP à la surface des éprouvettes (Figure II.4), qu’ils consi-
dèrent alors comme représentative de la fraction volumique d’inclusions plastiques. Ils étudient
également l’influence du schéma d’homogénéisation (Lin-Taylor, Kröner,...) et arrivent alors à dé-
crire quantitativement les auto-échauffements observés des éprouvettes soumises à des essais de
fatigue.

• Une autre approche avec changement d’échelle a été développée dans la littérature [Mareau,
2007, Mareau et al., 2009, Mareau et al., 2012]. Ce modèle prend en compte le caractère polycris-
tallin du matériau et se base également sur les observations des BGP, ayant mis en évidence un
seuil de microplasticité cyclique (Figure II.4). Ainsi, les auteurs ont proposé une modélisation pour
prédire les courbes d’auto-échauffement à partir de deux mécanismes dissipatifs (avec le seuil de
microplasticité interprété comme étant la frontière entre ces deux régimes).

Le premier mécanisme, pour les faibles contraintes, est considéré comme mécaniquement réver-
sible (et thermodynamiquement irréversible). Il est lié aux lignes de dislocations pouvant osciller
autour d’une position moyenne, créant du frottement avec le réseau cristallin et générant ainsi de
la dissipation. Ce mécanisme aurait alors un comportement visqueux (avec son évolution avec la
fréquence de sollicitation). Le second mécanisme dissipatif est alors lié à la création de dislocations,
et donc à des déformations permanentes (mécaniquement irréversible). Le passage d’un mécanisme
à l’autre est alors décrit par un critère en cission critique. Il prend en compte différents aspects de
la microstructure du polycristal (dispersion de la taille des grains, présence de précipités...).
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1.2 Protocole et méthode de dépouillement empirique
Le principe de la méthode d’auto-échauffement dans le but de déterminer les propriétés en fa-

tigue d’un matériau est de réaliser une succession de paliers avec des amplitudes de chargement
croissantes. Un suivi de température est réalisé sur chaque niveau afin d’évaluer la dissipation as-
sociée à l’amplitude de chargement. Quelques milliers de cycles suffisent en général pour atteindre
la stabilisation de la température pour chaque palier. La variation brutale de la température sta-
bilisée permet de détecter, de manière empirique, le seuil d’activation des mécanismes dissipatifs
qui sont également associés à l’endommagement en fatigue. Ainsi, ce dépouillement de la courbe
d’auto-échauffement permet de détecter une limite d’endurance, avec une seule éprouvette et dans
un temps très court.

• Dispositif expérimental :
Dans le cas d’une éprouvette sollicitée de manière homogène (par exemple un chargement de
traction-compression avec une éprouvette à section constante dans la zone utile) et du fait de
la conduction, l’élévation de température sous chargement cyclique de l’éprouvette est relativement
homogène. Ainsi, une approche 0D peut être utilisée, pour laquelle seule la moyenne de l’élévation
de température de la zone utile est considérée. Une simple mesure ponctuelle suffit alors à déter-
miner l’évolution de la température dans la zone utile. Dans le cas des essais de caractérisation sur
matériaux métalliques, un thermocouple est généralement utilisé (Figure II.5). Le temps de réponse
d’un thermocouple est proche de la seconde. Ainsi, la fréquence d’acquisition de température est
généralement de l’ordre de 1Hz. Pour la caractérisation de matériaux métalliques, la fréquence de
sollicitation est de l’ordre de quelques dizaines de Hz.

Figure II.5 – Montage expérimental pour un essai d’auto-échauffement à température ambiante sur une éprouvette
plate en acier - Machine d’essai de traction-compression et thermocouples de type T [Louge, 2019]
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Afin d’évaluer l’environnement proche de l’éprouvette, deux autres thermocouples sont généra-
lement utilisés et placés sur les mors de la machine d’essais. Ils servent à évaluer les variations de
la température environnante, tout en n’étant pas affecté par l’auto-échauffement de l’éprouvette.
En effet, lors de la réalisation d’un essai d’auto-échauffement, pouvant durer quelques heures, les
conditions thermiques peuvent évoluer et il est important de les prendre en compte (variation de la
température du mors en contact avec le vérin hydraulique lors de la sollicitation, modification de la
température dans le hall d’essai pendant la journée...). Des précautions expérimentales doivent être
prises pour diminuer au plus ces variations de température (avec pour des mesures plus précises,
le contrôle de la température des mors par un système de refroidissement à eau pour stabiliser les
échanges). De manière générale, l’utilisation de ces trois thermocouples suffit à évaluer l’évolution
de la température de l’éprouvette par rapport à son environnement immédiat, par la relation

◊ = TEP ≠ TMH + TMB

2
, (II.1)

avec TEP la température de l’éprouvette, TMH celle du mors haut et TMB celle du bas. En effet,
le temps nécessaire à la réalisation d’un palier d’auto-échauffement est de l’ordre de la dizaine de
minutes (temps de sollicitation et de retour à l’équilibre), et sur ce temps relativement court, il est
aisé de maintenir un environnement thermique extérieur stable.

• Protocole expérimental :
L’objectif de l’essai est la construction d’une courbe d’auto-échauffement. Cette courbe représente
la valeur stabilisée de l’élévation de la température de l’éprouvette sous sollicitations cycliques en
fonction de l’amplitude de chargement du bloc associé.

Pour cela, des paliers de quelques milliers de cycles sont appliqués sur l’éprouvette (Figure II.6a).
Ces blocs se succèdent avec une amplitude de chargement croissante (Figure II.6b). Les courbes
d’auto-échauffement sont généralement réalisées à rapport de charge R constant (mais peuvent
également être réalisées à contrainte moyenne constante).

Chaque palier de chargement est constitué de quelques milliers de cycles, soit un temps suffi-
samment long pour atteindre la stabilisation de la température sous chargement cyclique (Figure
II.6c). Ils démarrent et finissent toujours à la contrainte moyenne afin de compenser le couplage
thermoélastique et donc obtenir uniquement l’influence de la dissipation lors de la sollicitation (cf.
paragraphe 1.3.5).

Pour chaque bloc, un suivi de température est réalisé et la température stabilisée ◊̄ est rele-
vée. Elle est alors associée à l’amplitude du chargement du bloc Σ0 afin de construire une courbe
d’auto-échauffement (Figure II.6d).

À partir d’une certaine amplitude de contrainte, la température stabilisée augmente de manière
significative, alors que la sollicitation se situe toujours dans le domaine d’élasticité macroscopique
du matériau . Cette évolution montre alors la présence de phénomènes dissipatifs, lors de la sollici-
tation cyclique. Pour la caractérisation rapide des propriétés en fatigue des matériaux métallique,
la répétabilité de la courbe d’auto-échauffement est recherchée. En effet, afin d’établir la repré-
sentativité de l’éprouvette d’un point de vue des propriétés en fatigue, il est nécessaire qu’elle le
soit au moins d’un point de vue des phénomènes dissipatifs captés. S’il n’y a pas répétabilité de la
courbe d’auto-échauffement, cela peut provenir de l’utilisation d’éprouvettes légèrement différentes
(procédés de fabrication ou influence du lieu de prélèvement) ou d’un volume sollicité trop faible
et donc pas représentatif du matériau et donc a fortiori de la population d’éprouvettes.
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Figure II.6 – Protocole d’obtention d’une courbe d’auto-échauffement [Doudard, 2004]

• Analyse empirique de la courbe d’auto-échauffement :
Une méthode empirique pour la détermination de la limite d’endurance consiste donc à réaliser une
régression linéaire sur les derniers points de mesures. Un seuil d’apparition de la microplasticité est
alors déterminé et associé à la limite d’endurance moyenne ΣŒ du matériau (Figure II.7).
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Cette méthode d’analyse peut être justifiée à partir d’un modèle à deux échelles déterministe
[Doudard, 2004]. Cette analyse reste empirique et a été validée pour de nombreuses nuances d’acier
[Munier, 2012].

De plus un modèle probabiliste à deux échelles permet, à partir du coude de l’élévation de
température, de déterminer la dispersion des propriétés en fatigue. Ce modèle sera présenté dans
la deuxième partie de ce chapitre. Cependant avant cela, le cadre thermodynamique est présenté
pour mieux comprendre la relation entre les mécanismes dissipatifs et l’évolution de la température
moyenne du volume étudié.

1.3 Compréhension d’un essai d’auto-échauffement
Pour interpréter les mesures d’auto-échauffement, il est important d’évaluer les sources de cha-

leur qui sont responsables des variations de température. En effet, la température mesurée n’est
pas intrinsèque au matériau ; elle dépend de la géométrie de l’éprouvette, du volume testé, des
conditions aux limites thermiques et du chargement mécanique (e.g. la fréquence).

L’objectif de cette partie est donc de présenter le cadre thermodynamique considéré pour l’écri-
ture de l’équation de la chaleur et sa résolution pour obtenir des informations sur le champ de
sources. En effet, cette équation relie ce qui est mesurable, la température d’un matériau, à un
terme source, qui est une quantité intrinsèque.

1.3.1 Cadre thermodynamique

Dans ces travaux de thèse, l’interprétation des mesures d’auto-échauffement se base sur la ther-
modynamique des processus irréversibles [Lemaître et Chaboche, 1990].

Toute évolution thermodynamique d’un point M (ou d’un volume élémentaire) est considérée
comme étant une succession d’états d’équilibre, définis en chaque instant t par un nombre donné
de variables d’états. En mécanique du solide, les variables thermodynamiques retenues sont tout
d’abord les variables observables, que sont la température T et le tenseur des déformations totales
εεε. Généralement, le tenseur des déformations élastiques (ou réversibles) εεεe = εεε≠εεεp est utilisé, avec
εεεp le tenseur des déformations plastiques (irréversibles). Il est souvent ajouté un certain nombre de
variables internes Vk pour compléter la description de l’état thermodynamique et qui sont choisies
en fonction des mécanismes physiques impliqués lors de la modélisation, et donc des modélisateurs
(en fonction de la représentation qui est faite du comportement et des mécanismes physiques).

Les processus ainsi définis sont thermodynamiquement admissibles si, à chaque instant de l’évo-
lution, la conservation de l’énergie (le premier principe de la thermodynamique) et l’inégalité de
Clausius-Duhem (le second principe) sont respectées.

1.3.2 Équation de la chaleur

En utilisant l’énergie libre de Helmoltz Ψ = e≠Ts, avec e l’énergie interne spécifique du système
et s son entropie, la forme locale de l’équation de la chaleur est déduite à partir de la conservation
de l’énergie (avec l’hypothèse des petites perturbations) par

flcṪ + divq = flcSt = ∆ + r + flT
ˆ2

Ψ

ˆεεεeˆT
: ε̇εεe + flT

ˆ2
Ψ

ˆVkˆT
: V̇k, (II.2)

avec fl la masse volumique du matériau, c = ≠T ∂2
Ψ

∂T 2 la chaleur spécifique, q le flux de chaleur et
flcSt le terme source.

L’équation (II.2) relie donc le taux d’absorption ou de désorption de la chaleur (flcṪ ) et les pertes
par conduction (divq) au terme sources. Ce dernier peut être décomposé en plusieurs contributions
(de trois natures différentes) [Chrysochoos et Louche, 2000] :
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- ∆ = Σ : ε̇εεp≠Ak : V̇k, la dissipation intrinsèque avec Σ = fl ∂Ψ

∂εεεe la force thermodynamique as-
sociée au tenseur des déformations élastiques et celles associées aux autres variables internes
Vk sont définies par Ak = ≠fl ∂Ψ

∂Vk
. La dissipation intrinsèque est nécessairement positive ou

nulle pour respecter l’inégalité de Clausius-Duhem (second principe de la thermodynamique
des milieux continus).

- r, le rayonnement thermique, soit la densité volumique de production interne de chaleur à
distance (donc autre que mécanique).

- Les termes de couplages à la température des variables d’états, soit le couplage thermoélas-
tique Ce = flT ∂2

Ψ

∂εεεe∂T : ε̇εεe et les autres couplages Ck = flT ∂2
Ψ

∂Vk∂T : V̇k.

L’équation de la chaleur permet théoriquement de reconstruire les champs des termes sources à
partir de la mesure de la température. Toutefois, sa résolution est complexe puisque plusieurs pro-
blèmes se superposent : l’évolution spatio-temporelle liée aux échanges thermiques, l’hétérogénéité
et la dépendance aux temps des champs mécaniques et thermiques.

1.3.3 Techniques de résolution

Une première idée pour simplifier le problème thermomécanique repose sur le rapport des temps
caractéristiques thermique (conduction et convection) et mécanique.

Ainsi, lors de la réalisation d’essais suffisamment rapides, une hypothèse d’adiabaticité peut être
réalisée, i.e. les temps d’analyse sont suffisamment courts pour négliger la conduction thermique
à l’intérieur du matériau et la convection avec l’extérieur [Florin, 2015, Masquelier et al., 2015].
Lors d’une sollicitation cyclique sur un nombre de cycles suffisamment élevé pour atteindre une
stabilisation de la température, les valeurs instantanées et moyennes peuvent être respectivement
liées au terme de couplage thermoélastique et à la dissipation intrinsèque [Chrysochoos et Louche,
2000, Boulanger, 2004].

De plus, des hypothèses spatiales sont nécessaires et permettent également la simplification du
problème thermomécanique. En effet, la température ne peut être mesurée que sur la surface externe
du matériau, avec au mieux une information 2D (e.g. avec l’utilisation d’une camera infrarouge),
aucune information dans la troisième direction (i.e. dans le volume) n’est directement obtenue.
L’équation de la chaleur ne peut donc pas être résolue en 3D, et certaines hypothèses sont donc
nécessaires sur la distribution de la température. Il est alors possible d’adopter plusieurs approches
de modélisation (Figure II.8).

Approche 0D : Approche 1D : Approche 2D :

y

z

x

Conduction au sein
de la matièreÉchanges avec l’extérieurTempérature homogène

Figure II.8 – Différences entre les conditions aux limites du problème thermique en fonction de l’approche de réso-
lution considérée (0D, 1D ou 2D)
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• Approche 0D : L’évolution de la température est homogène dans le volume considéré et les
pertes sont uniquement les échanges avec l’extérieur. Si cette hypothèse est réalisée à l’échelle
de l’éprouvette, elles sont de deux natures : pertes par échanges avec les mors de la machine
d’essais (conduction thermique) et pertes sur la surface de l’éprouvette par échange avec le
milieu ambiant (convection thermique). La température ne dépend que du temps : T (t).

• Approche 1D : L’évolution de la température est homogène suivant deux directions, et dépend
de la troisième dimension. Dans le cas d’une éprouvette sollicitée suivant z, la température
peut par exemple être moyennée suivant la section. Les pertes par conduction existent alors
suivant z au sein de la matière considérée, et des pertes par convection avec le milieu ambiant
suivant x et y. La température dépend donc d’une dimension spatiale : T (t, z).

• Approche 2D : L’évolution de la température est homogène suivant une direction, et dépend
des deux autres. Dans le cas d’une éprouvette, la température peut être moyennée suivant
l’épaisseur (la direction pour laquelle il n’est pas possible de mesurer directement une tem-
pérature). Les pertes par conduction existent donc dans le volume considéré suivant les deux
directions y et z, et les échanges avec le milieu extérieur s’effectuent par convection suivant
x. La température dépend donc de deux dimensions spatiales : T (t, y, z).

1.3.4 Hypothèses simplificatrices

Dans le cadre de l’essai d’auto-échauffement, plusieurs hypothèses simplificatrices peuvent être
effectuées [Chrysochoos et Louche, 2000, Boulanger et al., 2004, Doudard et al., 2005]. Elles re-
posent, entre autre, sur le fait que les variations de température mesurée sont faibles sous sollicita-
tion cyclique :

- la chaleur spécifique c et la masse volumique fl sont indépendantes de la température (sur la
gamme de variation de la température au cours de l’essai) ;

- l’advection est négligeable devant l’évolution temporelle de la température, ainsi la dérivée
particulaire de la température est uniquement définie par sa composante temporelle, soit :
Ṫ = ∂T

∂t ;
- le terme source de rayonnement est constant dans le temps et en raisonnant par différence

de température par rapport à une référence notée T0, l’élévation de température ◊ = T ≠ T0

est alors indépendante du terme source r ;
- le seul terme de couplage non négligé est la contribution thermoélastique Ce.

Ces différentes hypothèses sont vérifiées avec quelques précautions expérimentales 1 et peuvent
en général être considérées pour l’étude des matériaux métalliques. Ainsi, l’équation de la chaleur
simplifiée s’écrit

flc◊̇ + divq = flcSt = ∆ + Ce. (II.3)

• Évaluation des pertes thermiques :
Les éprouvettes utilisées par la suite pour les essais d’auto-échauffement sont des éprouvettes cylin-
driques, avec donc un certain volume sollicité de manière homogène. Dans ces travaux de thèse, une
approche 0D est alors considérée. Pour des raisons de simplification, seul le volume de la zone utile
est considéré 2 et est donc défini par un cylindre de diamètre d et de longueur L. Lors de l’analyse
thermique, l’évolution de la température due au terme source est donc homogène dans le volume

V = Lfi
1

d
2

22
. Cela revient donc à intégrer l’équation de la chaleur sur l’ensemble du volume V ,

soit

1. L’hypothèse sur le terme source de rayonnement est vérifiée en Annexe B dans le cadre d’essais à haute
température, à partir des résultats en auto-échauffement des Chapitres III et IV.

2. Juste à titre d’illustration, l’approche serait la même avec un autre volume (sollicité de manière homogène).
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1

V

⁄⁄⁄

V
flc◊̇(x, y, z, t)dV +

1

V

⁄⁄⁄

V
div (q) (x, y, z, t)dV =

1

V

⁄⁄⁄

V
flcSt(x, y, z, t)dV. (II.4)

Les pertes thermiques se produisent par convection au contact de l’air ambiant et par conduction
dans le matériau aux extrémités de la zone utile (têtes de l’éprouvette et ensuite les mors de la
machine d’essai). En utilisant le théorème de la divergence, ces pertes peuvent s’écrire

1

V

⁄⁄⁄

V
div (q) dV =

1

V

⁄⁄

δV
q.ndS, (II.5)

avec ”V la frontière du domaine de volume V , et n la normale sortante à la surface.
Il est alors nécessaire d’évaluer les conditions aux limites du problème thermique. Des conditions

de troisième espèce, dites aussi conditions de Fourier, sont considérées. Pour l’éprouvette cylindrique
sollicitée suivant z, les pertes par échange de flux avec l’extérieur sont donc données sur chacune
des faces du volume en fonction de deux coefficients d’échange thermique, hd par conduction avec
les mors et hv par convection avec le milieu ambiant. Avec

◊ =
1

V

⁄⁄⁄

V
(T ≠ T0)dV (II.6)

l’évolution moyenne de la température dans le volume, les conditions aux limites thermiques
s’écrivent

1

V

⁄⁄⁄

V
div (q) dV =

1

V

C

2hdfi

3

d

2

42

+ hvLfid

D

◊ = 2

5

hd

L
+

2hv

d

6

◊, (II.7)

et ne dépendent que des coefficients d’échanges et des dimensions du volume. Finalement, l’équation
simplifiée de la chaleur 0D est

◊̇(t) +
◊(t)

·eq
= St(t) =

∆(t) + Ce(t)

flc
. (II.8)

avec ·eq le temps caractéristique de mise en place de l’équilibre thermique.

• Évaluation du couplage thermoélastique :
Le terme source moyen est décomposé en une dissipation intrinsèque ∆ et un terme de couplage
thermoélastique Ce. Dans le cadre thermodynamique choisi, le terme de couplage thermoélastique
peut s’écrire (pour une sollicitation 1D) [Lemaître et Chaboche, 1990]

Ce(t) = ≠–T0Σ̇(t), (II.9)

où – est le coefficient de dilatation thermique isotrope, et T0 la température de référence. Pour
une sollicitation cyclique, le signal peut être décomposé en une composante moyenne Σm et une
amplitude Σ0 par

Σ(t) = Σm + Σ0 sin(2fift), (II.10)

avec f la fréquence de sollicitation. Sur un cycle complet de chargement, l’amplitude de la variation
de température due au couplage thermoélastique ∆◊the peut être exprimé par

∆◊the =
–T0Σ0

flc

2fif
Ò

(·eq)≠2 + 4fi2f2
¥ –T0Σ0

flc
, (II.11)

en effet ·eq est en général de l’ordre de la dizaine de secondes et f de la dizaine de Hz. En moyenne
sur un cycle complet, le terme de couplage thermoélastique se compense et s’annule.
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Ainsi, l’amplitude du couplage thermoélastique est l’image de l’amplitude de contrainte appli-
quée (du premier invariant dans le cas général). Boulanger montre bien que cette amplitude du
couplage est indépendante de la fréquence de sollicitation [Boulanger, 2004] (pour une fréquence
suffisante pour être dans les mêmes conditions d’échanges thermiques) avec la mesure de la tempé-
rature par une caméra infrarouge (Figure II.9).

L’étude du couplage thermoélastique (généralement d’un champ) permet ainsi de déterminer
directement le champ de contrainte appliqué à une structure (premier invariant), il s’agit de la
méthode TSA (Thermoelastic Stress Analysis) largement utilisée [Boulanger et al., 2004, Florin,
2015, Allevi et al., 2018].

Figure II.9 – Signaux thermiques associés à la sollicitation d’un acier dual phase DP60 pour différentes fréquences
de sollicitation et une même amplitude - a) Évolution de la température pour un bloc de chargement
de 20000 cycles à 50Hz - b) contribution thermoélastique à 1Hz - c) contribution thermoélastique à
30Hz [Boulanger et al., 2004]

Dans le cas d’essais d’auto-échauffement pour la détermination rapide des propriétés en fatigue,
seule la contribution de la dissipation intrinsèque est étudiée. Ainsi pour s’affranchir de l’influence
du couplage thermoélastique, des précautions expérimentales sont nécessaires avec par exemple un
début des sollicitations à contrainte moyenne pour le compenser. L’évolution cyclique du terme
source, flcS̄t, est calculée à partir de la fréquence de sollicitation

flcS̄t(t) = f

⁄

cy.
flcSt(t)dt = f

⁄

cy.
∆(t)dt + f

⁄

cy.
Ce(t)dt = f∆̄(t), (II.12)

où ∆̄ est donc la dissipation intrinsèque associée à un cycle.

L’équation de la chaleur 0D, moyennée dans le volume de la zone utile, simplifiée et moyennée
sur un cycle de chargement s’écrit alors

◊̇(t) +
◊(t)

·eq
= St(t) = f

∆̄(t)

flc
. (II.13)

93



1 Mesures d’auto-échauffement

1.3.5 Évaluation du terme source moyen (sur un cycle)

Le terme source moyen (associé à un cycle de chargement) à déterminer est donc la dissipation
intrinsèque cyclique moyenne (dans le volume considéré) ∆̄. Le couplage thermoélastique ne par-
ticipe pas à l’évolution de la température moyenne sur un cycle. Des précautions expérimentales
doivent être prises pour qu’il ne perturbe pas la mesure de la dissipation intrinsèque.

Dans le cas où le terme de dissipation est constant par cycle (et donc ne dépend pas du temps
t), la solution de l’équation de la chaleur est

◊(t) = ·eq f
∆̄

flc

C

1 ≠ exp

A

≠ t

·eq

BD

. (II.14)

Ainsi pour évaluer la dissipation intrinsèque à partir de la mesure de température, il existe deux
méthodes d’analyse des paliers d’auto-échauffement. La première consiste à réaliser l’identification
en régime stabilisée et la seconde méthode, en régime transitoire. Ces deux méthodes sont présen-
tées dans la suite, et elles entraînent alors des considérations différentes lors de la réalisation des
essais, notamment sur le choix des moyens de mesures (e.g. thermocouples ou camera infrarouge)
et des caractéristiques de l’acquisition (e.g. fréquence d’acquisition). Le choix d’une ou de l’autre
méthode dépend également du matériau étudié, avec la considération des temps caractéristiques
d’équilibres ou de leur propension à s’auto-échauffer sous sollicitation cyclique.

Dans le cas où la dissipation intrinsèque par cycle ∆̄ n’est pas constante par cycle, et évolue
donc au cours du temps, il se peut qu’elle se stabilise tout de même au bout d’un certain nombre
de cycles. Dans ce cas, la température de l’éprouvette au cours d’un palier de sollicitation passe en
générale par un maximum, puis redescend vers un état stabilisé. Ainsi, la méthode de résolution
en régime stabilisé est toujours possible et il est nécessaire de correctement modéliser ces phéno-
mènes dissipatifs (avec notamment l’utilisation d’un écrouissage isotrope au niveau de l’inclusion)
[Doudard et Calloch, 2009, Ezanno, 2011].

Dans le cas où la dissipation intrinsèque par cycle ∆̄ ne se stabilise pas, alors l’équilibre thermique
n’est jamais atteint et la température continue à augmenter au cours de la sollicitation. Il existe alors
des modélisations prenant en compte ces phénomènes qui passent notamment par une résolution
numérique de l’équation de la chaleur [Louge, 2019].

• Méthode d’identification en régime stabilisé :
Cette première méthode d’identification (historique) de l’énergie dissipée intrinsèque se base sur un
essai en température stabilisée (Figure II.6). Pour une sollicitation cyclique réalisée sur une durée
"suffisamment longue", un équilibre thermique est généralement atteint entre le terme source et les
pertes thermiques (à condition que le terme source soit constant au cours des cycles) (Figure II.10).
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Figure II.10 – Essai d’identification de la dissipation en régime stabilisé
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Ainsi, la température stabilisée est directement l’image de la dissipation intrinsèque cyclique

◊̄ = ·eq f
∆̄

flc
. (II.15)

Lors de la réalisation d’un essai d’auto-échauffement, le choix de la fréquence de sollicitation im-
pacte donc les niveaux de température atteints lors de la sollicitation cyclique. En effet, l’évolution
de la température stabilisée est (en général pour les matériaux métalliques) linéaire par rapport à
la fréquence de sollicitation (Figure II.11) [Galtier, 1993, Doudard, 2004, Boulanger, 2004, Munier,
2012], dans une gamme de fréquences similaires mettant en jeu les mêmes mécanismes d’échanges
thermiques et de dissipation.
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Figure II.11 – Influence de la fréquence de sollicitation sur la courbe d’auto-échauffement pour un acier [Munier
et al., 2014]

Le choix du nombre de cycles à effectuer est surtout défini par le temps caractéristique de
mise en place de l’équilibre thermique. En effet, l’objectif est d’atteindre la stabilisation de la
température. Par conséquent, il faut solliciter l’éprouvette pendant au moins une durée de 4 ≠ 5·eq

(une sollicitation d’une durée de 1·eq correspond à 63% de la valeur de la température stabilisée et
pour 3·eq à 0, 95%). Ainsi, si la fréquence de sollicitation est augmentée, il faut également augmenter
le nombre de cycles à réaliser pour atteindre la stabilisation.

Le temps caractéristique est théoriquement le même à la montée et à la descente de la tem-
pérature. Cependant, il est généralement identifié lors du refroidissement, car le terme source est
nul, donc constant. Lors de la sollicitation, il se peut que la dissipation cyclique sur les premiers
cycles soit différente (soit par l’évolution des cycles mécaniques ou bien du fait du moyen de sollici-
tation utilisé, qui peut nécessiter un certain temps pour atteindre l’amplitude de contrainte voulue).

Cette méthode d’évaluation de la dissipation intrinsèque cyclique permet de s’affranchir des
problèmes de conduction (en atteignant un état thermique stabilisé), de transitoire mécanique (e.g.
évolution de la dissipation cyclique) et est moins sensible aux perturbations de l’environnement
ambiant. Le fait de solliciter sur un grand nombre de cycles permet d’être le plus représentatif
possible d’un essai de fatigue, en permettant à l’ensemble des termes sources présents dans le volume
de "s’exprimer". Cela permet alors d’obtenir une vision moyenne de la dissipation de l’éprouvette.

95



1 Mesures d’auto-échauffement

Cependant sur des éprouvettes possédant des hétérogénéités de termes sources (géométries plus
complexes avec donc sollicitation hétérogène ou des éprouvettes de structure composée de plusieurs
matériaux), les champs de température s’homogénéisent dans l’éprouvette par conduction. Ceci
mène alors à une analyse très homogénéisée ou à la nécessité de réaliser des analyses inverses pour
la détermination du champ de sources (et donc parfois l’utilisation d’approche 1D ou 2D) [Doudard
et al., 2009, Le Saux et al., 2013, Florin, 2015, Graux, 2017, Glanowski et al., 2017].

• Méthode d’identification en régime transitoire :
L’identification de la dissipation intrinsèque peut également se faire sur le régime transitoire de la
variation de température [Rosa et Risitano, 2000]. En effet dans le cadre d’une hypothèse d’adia-
badicité, donc en négligeant tous les échanges thermiques dans le matériau, il est possible d’évaluer
la vitesse initiale d’élévation de température, et qui est alors l’image de la dissipation intrinsèque
par la relation

◊̇(tæ0) = f
∆̄

flc
. (II.16)

L’énergie dissipée par cycle peut alors être évaluée par la pente de l’élévation de la température
lors du début de la sollicitation (Figure II.12) ou en considérant deux instants A et B au début
de l’essai, pour lesquels l’éprouvette est dans la même configuration mécanique (pour compenser le
couplage thermoélastique). Cette méthode est réalisée sur un temps d’analyse plus court, lors d’une
sollicitation mécanique constituée d’une dizaine de cycles. Il est à noter que les échelles d’élévation
de température et de temps sont plus petites que pour la version stabilisée. Ainsi, il est nécessaire
d’avoir un matériel d’acquisition de température très performant, pour pouvoir mesurer de très
faibles élévations de température, sur des durées très courtes.
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Figure II.12 – Essai d’identification de la dissipation en régime transitoire

L’avantage de cette méthode est que l’identification de la dissipation cyclique se fait très rapi-
dement et en très peu de cycles. De plus, comme il est supposé qu’aucun transfert thermique n’a
eu le temps de se mettre en place, il est possible de réaliser des cartographies de champs d’énergie
dissipée [Masquelier et al., 2015] (à l’aide d’une caméra infrarouge). L’hypothèse d’adiabaticité peut
être une bonne approximation pour des sollicitations à haute fréquence et/ou pour des matériaux
ayant des conductivités thermiques très faible.

Cependant, cette méthode suppose que la stabilisation mécanique soit obtenue très rapidement
dès le début de l’essai, pour que l’analyse effectuée dès les tout premiers cycles (pour respecter
les conditions adiabatiques) soit représentative du chargement cyclique de fatigue. La méthode
transitoire est généralement utilisée pour l’étude des matériaux élastomères et composites (surtout
pour limiter les températures d’auto-échauffement dans ces matériaux) et pour s’affranchir de ces
questions, des pré-cyclages sont parfois réalisés avant la réalisation de l’essais d’auto-échauffement
(pour ces matériaux les sollicitations se font en déformation imposée) [Glanowski, 2019]. De plus
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des questions se posent sur la mesure de température réalisée, et notamment sur l’aspect "volume"
mesuré. En effet, la mesure est au mieux 2D et une hypothèse d’adiabadicité est réalisée pour
l’évaluation du terme source moyen avec cette méthode.

Lors de ces travaux de thèse, la méthode d’identification en régime stabilisée sera utilisée :
- Les éprouvettes sont cylindriques et constituées d’un seul matériau, et sont donc sollicitées

de manière homogène (dans la zone utile). Une approche moyenne (0D et résolution stabi-
lisée de l’équation de la chaleur) avec mesure ponctuelle de la température par thermocouple
suffit.

- D’un point de vue expérimental, il est bien plus facile de déterminer une élévation de
température qu’une vitesse d’élévation de température (résolution de la mesure).

- La fréquence de sollicitation utilisée est suffisamment élevée pour avoir de bonnes résolutions
thermiques, tout en étant suffisamment faible pour limiter le nombre de cycles.

1.4 Résultats de la littérature et objectif de la thèse

L’évaluation des termes sources sous sollicitation cycliques donne de précieuses informations
sur le comportement et l’endommagement éventuel d’un matériau ou d’une structure. Cependant,
il s’agit d’une mesure indirecte, passant par un champ de température qui n’est pas toujours
représentatif du champ source associé. Il faut donc être conscient des effets de conduction thermiques
dans le matériau et donc des effets d’homogénéisation de la température dans le volume. De plus, il
s’agit au mieux d’une information surfacique (par caméra infrarouge), et en général ponctuel (par
thermocouple), d’un phénomène potentiellement volumique. Des précautions expérimentales et les
différentes approches de résolution de l’équation de la chaleur doivent être considérées pour pouvoir
remonter aux termes sources.

Dans un premier temps, des résultats classiques sur les courbes d’auto-échauffement sont pré-
sentés, correspondant à des approches 0D stabilisées où le terme source cyclique moyen sur la zone
d’étude est déterminé. Il s’agit alors de la caractérisation des propriétés en fatigue d’un matériau,
sollicité de manière homogène. Ensuite, quelques exemples de la littérature sont présentés sur la
détermination d’un champ de terme source hétérogène, soit sur structure (même avec des éprou-
vettes simple avec des entailles), soit du fait de la sollicitation (flexion, torsion...) ou soit à plus
petite échelle. Enfin, l’objectif principal de la thèse est détaillé, soit la mise en place d’un protocole
expérimental d’auto-échauffement à haute température.

1.4.1 Effets impactant les courbes d’auto-échauffement

Concernant les courbes d’auto-échauffement pour la caractérisation en fatigue des matériaux,
plusieurs effets ont été étudiés dans la littérature.

• Effet de la contrainte moyenne :
Il est connu que l’augmentation du rapport de charge, et donc la présence d’une contrainte moyenne,
impacte la tenue à la fatigue. Ainsi, dès les premiers travaux sur les mesures d’auto-échauffement,
de nombreux rapports de charge ont été testés dans la littérature travaux [Rosa et Risitano, 2000],
avec à chaque fois une bonne détermination de la limite d’endurance par des méthodes empiriques.

Concernant des études avec différents rapports de charge pour un même matériau, des résultats
de la littérature montrent bien la capacité de la méthode d’auto-échauffement à rendre compte de
l’influence d’une contrainte moyenne [Krapez et al., 1999, Munier, 2012] (Figure II.13).
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Figure II.13 – Courbes d’auto-échauffement pour différents rapports de charges pour un acier et diagramme de
Haigh associé [Munier, 2012]

• Chargement multiaxiaux :
Les chargements multiaxiaux sont souvent des cas de sollicitation non homogènes. Les premières
mesures d’auto-échauffement sous sollicitations multiaxiales sont réalisées pour plusieurs trajets de
chargement en flexion, torsion et en flexion-torsion [Galtier, 1993].

Pour interpréter ces essais non homogènes, il est alors nécessaire d’utiliser une modélisation.
Poncelet étend le modèle probabiliste à deux échelles (qui sera présenté dans la deuxième partie de
ce chapitre) à des cas de chargement multiaxiaux, proportionnels et non-proportionnels [Poncelet,
2007]. Dans le cas de chargements multiaxiaux plus "homogène", des études sous sollicitations
cycliques biaxiales ont permis d’introduire la notion de surfaces d’iso-auto-échauffement et ainsi
d’identifier un critère de fatigue HCF [Doudard, 2004, Doudard et al., 2007, Poncelet, 2007].
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Figure II.14 – Surface d’iso-auto-échauffement obtenue sous sollicitations cycliques biaxiales avec un offset de 1K
[Doudard et al., 2007]
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• Effet d’une pré-déformation plastique :
L’influence d’une pré-déformation plastique (et donc du changement de l’état initial du matériau)
a également été étudiée [Doudard, 2004, Munier, 2012, Puget, 2013, Louge, 2019] (Figure II.15).
La méthode d’auto-échauffement est alors capable de différencier les états initiaux et permet (au
travers du modèle probabiliste à deux échelles présenté dans la suite) de retrouver des résultats
cohérents pour les propriétés en fatigue.
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Figure II.15 – Influence d’une pré-déformation plastique sur les courbes d’auto-échauffement (rapport de charge
R = −1) [Louge, 2019]

• Autres effets :
D’autres effets ont été étudiés dans la littérature en utilisant les mesures d’auto-échauffement, par
exemple l’influence de la taille moyenne des grains pour certains aciers [Doudard, 2004], les effets
d’histoire [Louge, 2019], de traitement de surface (cémentation sur éprouvettes amincies) et donc
de gradients de propriété matériau [Graux, 2017] ou encore de changement d’états initiales du
matériau (pré-déformations induites par forgeage et influence de la microstructure) [Puget, 2013].

Pour l’ensemble de ces effets, l’analyse des courbes d’auto-échauffement fonctionne et donne des
résultats très pertinents.

Il y a cependant peu d’études publiées sur les effets de l’environnement, et surtout de la tempéra-
ture, sur les courbes d’auto-échauffement et les propriétés en fatigue associées.

1.4.2 Évaluation de champs de sources hétérogènes

Les exemples précédents étaient en majorité issus d’essais en approche moyenne (i.e. approche
0D) stabilisée dans le volume sollicité. Cependant, dans le cas de matériaux hétérogènes (e.g. com-
posites) ou de structures (même avec une géométrie d’éprouvette menant à une sollicitation hété-
rogène comme une entaille) alors nécessairement le champ source associé est fortement hétérogène
à l’échelle micro (qui était déjà le cas avant), mais également à l’échelle de la zone d’étude.

Différentes hypothèses sont nécessaires pour déterminer ce champ (une approche "0D" reste pos-
sible, mais elle ne renseigne pas sur la nature hétérogène du champ ; la température s’homogénéisant
dans le volume).
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• Étude sur structure :
Par exemple, des essais d’auto-échauffement ont été réalisés directement sur structures complexes,
avec donc des approches empiriques basées sur la température [Luong, 1998, Bérard et al., 1998,
Arnould et al., 2005]. Cependant dans ces cas là, le champ de température s’homogénéise et il est
très délicat de revenir au champ de dissipation associé.

Des approches 1D ont été utilisées dans la littérature pour déterminer des champs de sources
hétérogènes à partir de la température, notamment dans le cas d’une éprouvette avec une section
variable (donc chargement hétérogène) [Doudard et al., 2009] ou dans le cas d’une hétérogénéité de
propriétés mécaniques (pré-déformation plastique initiale différente et contrôlée dans l’éprouvette)
[Munier et al., 2011]. Ces approches reposent sur un état stabilisé de la température, et s’appliquent
donc assez facilement sur ces cas de "structures simples".

Pour évaluer directement le champ de termes sources, il est possible d’adopter la méthode d’iden-
tification en régime transitoire. Elle repose sur une hypothèse d’adiabaticité. Ainsi, à l’aide d’une
caméra infrarouge, il est possible d’évaluer directement le champ de sources à partir de la mesure
de température. Cette méthode est en général utilisée pour les matériaux composites [Jegou et al.,
2013] ou élastomères [Marco et al., 2017]. Dans le cas de matériaux métalliques, Florin a d’abord
réalisé des essais d’auto-échauffement des petites structures soudés pour des applications automo-
biles, puis sur une structure entière d’un triangle de suspension pour l’industrie automobile [Florin,
2015] (Figure II.16). Ces méthodes d’observation par caméra infrarouge peuvent être couplées avec
des méthodes TSA (Thermoelastic Stess Analysis) permettant d’évaluer le champ de contrainte.
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Figure II.16 – Exemple de protocole d’auto-échauffement sur structure - Analyse en phase transitoire (dans la phase
de descente) avec des cartographies de θ̇ [Florin, 2015]

• Caractérisation à petite échelle :
Des études ont été menées à plus petites échelles pour tenter d’évaluer les hétérogénéités de champs
de source à l’échelle de la microstructure. Ainsi, à partir d’une sollicitation homogène et du suivi
par caméra infrarouge d’une petite zone de la température, les auteurs ont réussi à reconstruire
un champ de sources associé, hétérogène [Berthel, 2007]. Il s’agit en effet d’un problème de taille
du fait de la conduction thermique au sein du matériau ; l’hétérogénéité du champ de source étant
vite effacée au profit d’une homogénéisation de la température. Le principe de la méthode de
reconstruction est basé sur la résolution par une approche 2D de l’équation de la chaleur et sur un
lissage local spatio-temporel du signal de température (pour s’affranchir des bruits de mesures),
permettant ainsi de calculer le laplacien de la température.

Il est alors possible de déterminer tout au long du chargement cyclique le champ de couplage et
celui de dissipation (la condition d’adiabaticité n’est plus nécessaire, les échanges thermiques étant
considérés dans l’analyse). Le terme de couplage permet alors de mettre en évidence l’apparition de
fissures et de localisation de la contrainte. Le calcul de la dissipation permet de mettre en évidence
l’influence sur les aciers du nombre de cycles et du niveau de chargement. En effet, au cours des
cycles pour un même niveau de sollicitation, la distribution spatiale des sources ne change pas
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(Figure II.17) alors qu’elle est modifiée avec l’amplitude de chargement (Figure II.18). Cependant,
la taille caractéristique de la microstructure de l’acier étudié est de l’ordre de la dizaine de microns
alors que la résolution spatiale pour cette étude est d’environ 30µm. Ainsi les hétérogénéités me-
surées ne sont que des manifestations plus globales des hétérogénéités de terme source à l’échelle
de la microstructure.

(a) (b)

Figure II.17 – Influence du nombre de cycles sur les hétérogénéités de termes sources au cours d’un bloc de char-
gement [Berthel, 2007]

(a) (b) (c)

Figure II.18 – Influence de l’amplitude sur les hétérogénéités de termes sources [Berthel, 2007]

D’autres mesures de température à des échelles plus petites lors de sollicitations cycliques ont
été réalisées dans la littérature, par exemple pour le suivi de la microstructure d’aciers (déforma-
tion) [Bodelot, 2008] ou lors de la réalisation d’essais d’auto-échauffement à l’échelle microscopique
dans un matériau élastomère autour d’une inclusion [Glanowski, 2019].

À ces échelles, les champs de sources sont potentiellement hétérogènes du fait des microstructures
et des phénomènes de localisation. Dans la suite, des volumes suffisamment grands seront sollicités
pour pouvoir se placer dans une approche plus mésoscopique et donc avec des champs sources
considérés comme homogènes et ainsi plus représentatifs du comportement global du matériau.
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1.4.3 Objectif : mise en place de la méthode à haute température

L’objectif majeur de la thèse est la mise en place de la méthode d’auto-échauffement à haute
température pour l’étude de la fatigue des matériaux métalliques à différentes températures. Il est
alors nécessaire de développer un protocole expérimental permettant la réalisation d’essais d’auto-
échauffement à haute température, avec un four. Pour cela, des éprouvettes d’un alliage de titane
(en TA6V) ont été fournies par Safran Aircraft Engines pour la réalisation d’essais jusqu’à 350°C
et sont présentés au Chapitre III. Pour atteindre des températures plus élevées, jusqu’à 950°C, des
éprouvettes d’un superalliage base nickel (l’AM1) sont utilisées et les résultats sont présentés au
Chapitre IV.

Il s’agit alors d’un grand challenge expérimental, d’être capable de mesurer de très faibles va-
riations de température, l’auto-échauffement de l’éprouvette sous sollicitations cycliques, dans un
environnement à haute température.

Pour les essais sur TA6V (Chapitre III), le modèle probabiliste à deux échelles, développé et
validé sur les aciers à température ambiante sera utilisé. L’analyse des courbes d’auto-échauffement
par ce modèle permet alors de déterminer la limite d’endurance et le module de Weibull, à partir
d’une seule éprouvette. Il est utilisé pour le TA6V, du fait d’un comportement en auto-échauffement
similaire aux aciers à température ambiante (présence de deux régimes d’auto-échauffement notam-
ment). Ainsi, dans la suite de ce chapitre, le modèle probabiliste à deux échelles est présenté en
détail, avec les hypothèses et les différentes étapes clés de la modélisation. Dans la troisième partie
du chapitre, des essais d’auto-échauffement sont simulés à partir de ce modèle pour améliorer la
compréhension entre l’apparition de la dissipation et les liens avec les propriétés en fatigue.
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2 Modèle probabiliste à deux échelles avec deux mécanismes de
dissipation

L’objectif de la réalisation des mesures d’auto-échauffement sous sollicitation cyclique dans le
but de caractériser les propriétés en fatigue est donc d’évaluer l’évolution de la dissipation intrin-
sèque en fonction de l’amplitude des contraintes macroscopiques appliquée sur une éprouvette.

Pour l’étude des aciers à température ambiante, un modèle probabiliste à deux échelles a été
développé et validé sur une large gamme d’aciers [Doudard, 2004, Munier, 2012].

Deux régimes d’auto-échauffement sont en général observés pour les aciers (Figure II.19). Ainsi,
deux mécanismes de microplasticité sont postulés pour rendre compte des différents phénomènes
observés. Un VER est alors défini pour permettre la modélisation et le calcul de la dissipation
cyclique en fonction de l’amplitude de chargement. Cela permet donc de décrire les courbes d’auto-
échauffement et d’établir un lien avec les propriétés en fatigue à partir de différentes hypothèses. Le
but de cette partie est donc de présenter ce modèle, développé et validé sur les aciers à température
ambiante, en insistant sur les hypothèses et les différents aspects de la modélisation.
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Figure II.19 – Mise en évidence de la présence de deux régimes d’auto-échauffement pour différents aciers [Munier
et al., 2014]
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2.1 Mise en évidence des deux régimes pour les aciers

Sur une large gamme d’aciers, les courbes d’auto-échauffement présentent deux régimes ; un
régime primaire pour les faibles amplitudes de contrainte et un régime secondaire à partir d’un
certain niveau d’amplitude de contrainte (Figure II.19). L’ensemble des aciers étudiés par Munier
présentent ces deux régimes d’auto-échauffement [Munier, 2012], pour des niveaux de contraintes
et d’élévations de température pouvant être très différents. Le régime primaire évolue toujours de
manière quadratique avec l’amplitude de chargement appliqué (pente de 2 en échelle logarithmique).

Le VER (Volume Élémentaire Représentatif) pour le calcul de la dissipation cyclique a été défini
à partir de différentes observations à l’échelle de la microstructure après sollicitations cycliques et
de quelques caractéristiques du comportement en auto-échauffement.

2.1.1 Caractérisation qualitative du régime primaire

Des observations EBSD après sollicitations cycliques ont été réalisées et ont mis en évidence une
évolution de la désorientation moyenne au sein des grains (Figure II.20) pour de faibles amplitudes
de chargement, et augmentant avec l’amplitude de chargement.
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Figure II.20 – Observation EBSD dans un acier HSLA 420 après sollicitation cyclique dans le régime primaire (2.10
7

cycles à une amplitude de 210 MPa) [Munier, 2012]

Concernant le comportement en auto-échauffement, l’évolution de la dissipation dans le régime
primaire évolue de manière linéaire avec la fréquence de sollicitation dans la gamme des fréquences
étudiées (Figure II.21). L’origine de cette dissipation semble alors, sur la base de ces deux éléments,
être de la microplasticité cyclique.

De plus, l’état initial du matériau impacte la dissipation associée au régime primaire (Figure
II.22). En effet, une pré-déformation de l’éprouvette avant sollicitation cyclique augmente l’inten-
sité du régime primaire (par rapport à un état considéré comme "vierge" à l’issue du procédé de
fabrication de l’éprouvette). Inversement, un recuit de l’éprouvette avant la sollicitation cyclique
diminue l’intensité du régime primaire. Il s’agit alors d’un phénomène diffus de microplasticité,
dont son intensité semble lié à la population de dislocations.
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Figure II.21 – Effet de la fréquence de sollicitation sur l’auto-échauffement pour un palier dans le régime primaire
(Σ0 = 180 MPa) [Munier, 2012]
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Figure II.22 – États initiaux impactant l’auto-échauffement du régime primaire [Munier, 2012]

2.1.2 Caractérisation qualitative du régime secondaire

Lors de sollicitations à des amplitudes plus élevées, au-dessus de la limite d’endurance du maté-
riau, mais toujours dans le domaine d’élasticité macroscopique, un deuxième mécanisme de micro-
plasticité se met en place et entraîne alors l’apparition de bandes de glissement persistantes (BGP)
à la surface des éprouvettes (Figure II.23).

L’émergence des BGP est une conséquence d’une activité microplastique au sein du volume et
a déjà été observée de nombreuses fois dans la littérature, et même associée à l’auto-échauffement
du matériau [Galtier et al., 2002] (Figure II.4).

Les BGP apparaissent progressivement au bout d’un certain nombre de cycles. Cependant, une
fois apparues, leur nombre ne semble plus évoluer avec le nombre de cycles. Leur nombre dépend
surtout de l’amplitude de chargement appliqué. Il s’agit d’une conséquence d’un phénomène localisé
de microplasticité. En effet, les BGP apparaisent de manière aléatoire (localisation ne dépendant a
priori pas que de l’orientation des grains) à la surface des éprouvettes, et servent alors d’indicateurs
pour l’évolution de ce mécanisme de microplasticité, dans le volume [Munier, 2012].
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Figure II.23 – Observations de l’apparition de BGP à la surface d’une éprouvette d’acier HSLA 420 pendant la
sollicitation cyclique dans le régime secondaire (Σ0 = 330 MPa) [Munier, 2012]

Un comptage de ces BGP a été effectué pour plusieurs niveaux de chargements (Figure II.24).
Le nombre des BGP semble alors dépendre de l’amplitude de chargement sous forme d’une loi
puissance. Pour des niveaux de chargement très faibles (uniquement dans le régime primaire),
aucune BGP n’a pu être observée ; montrant ainsi la présence d’un seuil de microplasticité, en
accord avec les observations précédentes dans la littérature [Galtier et al., 2002, Cugy et Galtier,
2002, Vaucheret et Galtier, 2002]
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Figure II.24 – Évolution du nombre de BGP à la surface d’une éprouvette d’acier HSLA 420 en fonction de l’am-
plitude de chargement - Moyennes et écarts-types sur 6 zones d’études (une éprouvette) par niveau
de contrainte et comparaison avec une loi puissance [Munier, 2012]
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2.2 Principe de la modélisation
L’observation et la caractérisation des deux régimes présents sur les courbes d’auto-échauffement

des aciers ont permis aux auteurs d’émettre des hypothèses concernant le développement du modèle
probabiliste à deux échelles avec deux mécanismes différents de microplasticité :

- la microplasticité associée au régime primaire est diffuse ;
- la microplasticité associée au régime secondaire est localisée et donc le phénomène d’appari-

tion des BGP est ponctuel ;
- l’activation des sites de microplasticité localisée se fait de manière aléatoire dans le volume,

et leur nombre semble dépendre de l’amplitude du chargement Σ0 sous forme d’une loi
puissance (Figure II.24).

Ainsi, dans le modèle probabiliste à deux échelles existant et développé sur les aciers à tempé-
rature ambiante, le VER est constitué d’une matrice au comportement faiblement élasto-plastique
pour rendre compte de la microplasticité diffuse [Munier, 2012]. Le régime secondaire est alors mo-
délisé par une population d’inclusions au comportement élasto-plastique, noyée dans cette matrice.
Ces inclusions sont des sites ponctuels qui s’activent avec l’amplitude de chargement (Figure II.25).

La modélisation de ces deux phénomènes est présentée dans la suite dans le but de calculer
la dissipation intrinsèque cyclique associée à ce VER. Les lois de comportement et le calcul de la
dissipation sont présentés, d’abord pour la matrice, puis pour une inclusion seule. Le scénario d’ac-
tivation des sites sous chargement cyclique est développé par la suite pour compléter la modélisation
de la dissipation et introduire le caractère probabiliste du modèle.

Σ0

Σ0

Σ0

Figure II.25 – VER du modèle probabiliste à deux échelles - Inclusions élasto-plastique noyées dans une matrice
élasto-plastique, et s’activant avec l’amplitude de chargement

2.3 Modélisation des phénomènes dissipatifs

Chacun des potentiels (Ψmat pour la matrice et Ψinc pour l’inclusion) est exprimé en fonction
de variables d’état et de variables internes liées aux écrouissages considérés. L’objectif est alors
de calculer une dissipation intrinsèque cyclique, résultant de l’écrouissage, pour pouvoir à terme
modéliser une courbe d’auto-échauffement. La dissipation est d’abord calculée pour la matrice seule,
puis pour une inclusion seule.

2.3.1 Comportement de la matrice

Le cadre de la modélisation de la matrice pour décrire un comportement élasto-plastique cy-
clique de la matrice est présenté. L’objectif est d’aboutir à une dissipation avec une pente de 2 en
échelle logarithmique [Munier, 2012]. Pour de faibles amplitudes de chargement Σ0, l’évolution de
la température se stabilise, ce qui traduit un phénomène de dissipation cyclique constant. Ainsi,
un écrouissage cinématique est introduit pour décrire le comportement de la matrice.
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• Loi de comportement de la matrice :
Les variables d’états pour la modélisation du comportement de la matrice sont :

- la température T , et donc la variation (modérée) autour de T0, soit ◊ = T ≠ T0 ;
- le tenseur des déformations totales E, et le tenseur des déformations plastiques, Ep =

E ≠ Ee ;
- la variable α1 pour représenter l’écrouissage cinématique de la matrice.

L’énergie libre de la matrice Ψmat caractérise un comportement thermo-élastique où le premier
terme est la contribution due aux déformations élastiques, le second au couplage thermo-élastique
et le troisième, celle due à la température. Une contribution de l’écrouissage du matériau est ajoutée
et est supposée indépendante de la température [Lemaître et Chaboche, 1990]. Ainsi, le potentiel
associé à la matrice s’écrit

flΨmat =
1

2
Ee : E : Ee ≠ –◊I : E : Ee ≠ c◊2

2T0
+

1

2
B1α1 : α1, (II.17)

avec E le tenseur d’élasticité d’ordre 4, – le coefficient de dilatation supposé isotrope, c la chaleur
spécifique et B1 une constante dépendante du matériau.

Les forces thermodynamiques associées aux variables d’état E, Ep et α1 sont déduites de la
forme du potentiel telles que

fl
ˆΨmat

ˆE
= E : (E ≠ Ep ≠ –◊I) = Σ, (II.18)

fl
ˆΨmat

ˆEp
= ≠Σ, (II.19)

et

fl
ˆΨmat

ˆα1
= B1α1 = X1. (II.20)

La surface de charge f choisie pour décrire la frontière du domaine élastique est décrite à partir
du critère de von Mises par

f(Σ, X1) = J2(S ≠ X1) ≠ Σ
µ
y (II.21)

avec

S = Σ ≠ 1

3
Tr(Σ)I (II.22)

le tenseur déviatorique des contraintes et avec Σ
µ
y la limite d’élasticité de la matrice, qui est bien

inférieure à la limite macroscopique conventionnelle du matériau, et

J2(S ≠ X1) =

Ú

3

2
(S ≠ X1) : (S ≠ X1). (II.23)

Un pseudo-potentiel F de dissipation est ensuite introduit pour rendre compte d’un écrouissage
cinématique non-linéaire. Il est donné par

F (Σ, X1) = J2(S ≠ X1) ≠ Σ
µ
y +

3

4

“1

C1
(X1 : X1)n, (II.24)

avec C1 et “1 deux coefficients définissant l’écrouissage cinématique et n un réel. Dans le cas où
n = 1, cela correspond au pseudo-potentiel d’Armstrong et Frederick [Armstrong et Frederick,
1966]. Le paramètre n est donc utilisé pour modifier la nature de la non-linéarité de l’écrouissage
cinématique.
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À partir de ce pseudo-potentiel, des hypothèses de normalité sont utilisées pour définir les lois
d’évolutions du modèle, soient

Ėp = ⁄̇
ˆF

ˆΣ
= ⁄̇

ˆf

ˆΣ
= ⁄̇

3

2

S ≠ X1

J2(S ≠ X1)
(II.25)

et

α̇1 = ≠⁄̇
ˆF

ˆX1
= Ėp ≠ ⁄̇n

3

2

“1

C1
(X1 : X1)n≠1X1. (II.26)

À partir de l’évolution du tenseur des déformations plastiques, il est alors possible de déterminer
la déformation plastique cumulée ṗ avec

ṗ =

Ú

2

3
Ėp : Ėp = ⁄̇. (II.27)

De ce fait en posant B1 = 2
3C1, la loi d’évolution de l’écrouissage cinématique non linéaire est

définie par

Ẋ1 = B1α̇1 =
2

3
C1Ėp ≠ “1nṗ(X1 : X1)n≠1X1, (II.28)

et est pilotée par le coefficient C1, le terme de rappel “1 et le paramètre de non-linéarité n.
Finalement, le multiplicateur plastique ⁄̇ est obtenu à partir de la condition de cohérence

ḟ =
ˆf

ˆΣ
: Σ̇ +

ˆf

ˆX1
: Ẋ1 =

ˆf

ˆΣ
:

Ë

Σ̇ ≠ Ẋ1

È

= 0. (II.29)

En utilisant la loi d’évolution (Équation II.28) et la loi de normalité (Équation II.25), il vient

⁄̇ =
H(f)

h1

ˆf

ˆΣ
: Σ̇, (II.30)

avec

h1 = C1 ≠ “1n(X1 : X1)n≠1 ˆf

ˆΣ
: X1, (II.31)

et H(f) la fonction Heavyside telle que H(f) = 0 si f < 0 et H(f) = 1 si f = 0.

• Dissipation de la matrice sous chargement cyclique :
La dissipation intrinsèque de la matrice ∆mat s’écrit en fonction des différentes variables d’état et
de leurs forces thermodynamiques associées par

∆mat = Σ : Ėp ≠ X1 : α̇1. (II.32)

Soit en utilisant les équations de la loi d’évolution de l’écrouissage (Équation II.28)

∆mat = (Σ ≠ X1) : Ėp +
3

2

“1

C1
nṗ(X1 : X1)n. (II.33)

Dans le cas d’une sollicitation cyclique en traction-compression, la dissipation intrinsèque est
alors donnée par

∆mat = Σ
µ
y

H(f)

h1
|Σ̇| +

“1

C1
n

3

2

3

4n

(Σ ≠ Σ
µ
y )2n H(f)

h1
|Σ̇|, (II.34)

soit en intégrant sur un cycle (pour un chargement dépassant Σ
µ
y )
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∆̄mat =

⁄

cy.
∆matdt ¥ KΣ0

p, (II.35)

avec K et p dépendant des autres paramètres de la modélisation.
Pour satisfaire les ordres de grandeur d’élévation de température observés dans le régime pri-

maire et pour obtenir une évolution quadratique de la dissipation en fonction de l’amplitude de
chargement (p ¥ 2), la valeur de n doit être proche de 0, 5 et “1 proche de C1 [Munier, 2012].

En aucun cas les paramètres du modèle n’ont été identifiés. Il a seulement été montré qu’il est
possible de reproduire les comportements observés en auto-échauffement. Ainsi, il est possible
d’obtenir une dissipation à la puissance p par rapport à l’amplitude de contrainte en proposant le
bon pseudo-potentiel de dissipation et en respectant le cadre thermodynamique.

2.3.2 Comportement d’un site

Le régime secondaire est modélisé par l’activation de sites de microplasticité dans la matrice
élasto-plastique définie précédemment. Tous les sites ont le même comportement, et sont caracté-
risés par leur seuil d’activation (limite d’élasticité du site). Le scénario d’activation des sites sera
explicité dans le paragraphe suivant.

L’objectif de cette partie est de calculer la dissipation associée à un site. Le VER considéré est
donc un de ces sites, noyé dans la matrice (Figure II.26). Afin de lier la contrainte microscopique
σ au chargement macroscopique Σ, une loi de localisation est définie.

Σ, E

σ, ε

Figure II.26 – VER du modèle à deux échelles avec une inclusion élasto-plastique, noyée dans la matrice élasto-
plastique précédemment définie.

• Cadre de la modélisation :
Initialement, l’inclusion se comporte comme la matrice, et la même modélisation que précédemment
est adoptée. Un mécanisme d’écrouissage supplémentaire est introduit pour représenter l’activation
du site. Les variables d’états considérées pour l’inclusion sont :

- la température T , et donc la variation (modérée) autour de T0, soit ◊ = T ≠ T0 ;
- le tenseur des déformations totales ε, et le tenseur des déformations plastiques, εp = ε ≠ εe ;
- la variable α

µ
1 pour représenter l’écrouissage cinématique de la matrice ;

- la variable α
µ
2 liée à l’écrouissage cinématique supplémentaire de l’inclusion.

Avec ces variables, l’énergie libre de l’inclusion est donnée par

flΨinc =
1

2
εe : E : εe ≠ –◊I : E : εe ≠ c◊2

2T0
+

1

2
B1α

µ
1 : α

µ
1 +

1

2
B2α

µ
2 : α

µ
2 . (II.36)
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Les forces thermodynamiques considérées par la suite sont alors déduites de ce potentiel et sont
telles que

fl
ˆΨinc

ˆε
= E : (ε ≠ εp ≠ –◊I) = σ, (II.37)

fl
ˆΨinc

ˆεp
= ≠σ, (II.38)

fl
ˆΨinc

ˆα
µ
1

= B1α
µ
1 = X

µ
1 , (II.39)

et

fl
ˆΨinc

ˆα
µ
2

= B2α
µ
2 = X

µ
2 . (II.40)

Une loi de localisation doit maintenant être définie pour relier le comportement de l’inclusion
au comportement macroscopique du VER.

• Loi de localisation :
La matrice est considérée comme infiniment grande par rapport à l’inclusion pour pouvoir se placer
dans un cadre défini par Eshelby [Eshelby, 1957]. La déformation au sein de l’inclusion est considérée
comme homogène et peut être reliée, grâce au tenseur d’Eshelby S

esh
, à la déformation du milieu

par
ε = E + S

esh
: (εp ≠ Ep). (II.41)

La contrainte dans l’inclusion est alors donnée par

σ = E : (εe ≠ –◊I) = Σ + E : (S
esh

≠ I) : (εp ≠ Ep), (II.42)

avec I le tenseur identité d’ordre 4 et Σ = E : (Ee ≠ –◊I) la contrainte macroscopique.
Le tenseur d’Eshelby S

esh
ne dépend que de la forme de l’inclusion et du tenseur élastique.

Dans le cas d’une inclusion sphérique noyée dans une matrice infinie, la loi de localisation s’écrit

σ = Σ + 2µ(1 ≠ —)(εp ≠ Ep) avec — =
2(4 ≠ 5‹)

15(1 ≠ ‹)
, (II.43)

µ étant le module de cisaillement et ‹ le coefficient de Poisson du matériau [Berveiller et Zaoui,
1978, Kröner, 1984]. Les déformations et contraintes dans la matrice sont considérées comme étant
égales à celles du chargement extérieur, conduisant donc à ce qu’elles soient homogènes dans la
matrice [Bornert et al., 2001].

• Loi de comportement :
Il est délicat de définir un pseudo-potentiel de dissipation qui permette de représenter le phéno-
mène modélisé, i.e deux seuils pour l’activation des dissipations, avec le deuxième écrouissage qui
remplace le premier lors de l’activation du site.

Ainsi, la surface de charge finc de l’inclusion est définie par

finc(σ, X
µ
1 , X

µ
2 ) = J2(s ≠ X

µ
1 ≠ X

µ
2 ) ≠ Σ

µ
y (II.44)

avec

s = σ ≠ 1

3
Tr(σ)I. (II.45)
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L’activation du second écrouissage dépend alors d’un seuil ‡µ
y (avec Σ

µ
y < ‡µ

y ), et une autre fonction
(ressemblant alors un domaine d’élasticité 1) est définie telle que

g(σ, X
µ
2 ) = J2(s ≠ X

µ
2 ) ≠ ‡µ

y . (II.46)

Cette fonction permet alors d’activer le second écrouissage cinématique avec l’utilisation de la
fonction Heaviside, soit H(g) = 0 si g < 0 et que donc il n’est pas activé, et H(g) = 1 si g = 0.
De plus, une fonction H Õ est définie telle que H Õ(g) = 1 si la valeur du seuil ‡µ

y a été franchie au
moins une fois, et H Õ(g) = 0 sinon. Avec ces considérations, les lois d’évolutions de l’inclusion sont
postulées (car le pseudo-potentiel de dissipation n’est pas clairement défini) telles que

ε̇p = ⁄̇µ 3

2

s ≠ X
µ
1 ≠ X

µ
2

J2(s ≠ X
µ
1 ≠ X

µ
2 )

, (II.47)

Ẋ
µ
1 = B1α̇

µ
1 = [1 ≠ H(g)]

5

2

3
C1ε̇p ≠ n“1ṗµ(Xµ

1 : X
µ
1 )n≠1X

µ
1

6

, (II.48)

avec B1 = 2
3C1 et correspondant à l’écrouissage cinématique non linéaire, similaire à celui de la

matrice. L’évolution du second écrouissage est définie par

Ẋ
µ
2 = B2α̇

µ
2 = H Õ(g)

2

3
C2ε̇p, (II.49)

avec également B2 = 2
3C2 et correspondant à l’écrouissage cinématique linéaire lorsque le site a été

activé.

• Dissipation du VER (avec une seule inclusion) sous chargement cyclique :
La dissipation totale engendrée par le VER est la somme des dissipations de la matrice et de
l’inclusion, affectée par leur poids respectif, telle que

∆ = (1 ≠ fv)∆mat + fv∆inc (II.50)

avec fv la fraction volumique de l’inclusion dans le VER. La matrice étant bien plus grande que
l’inclusion, et la dissipation associée au premier écrouissage de l’inclusion X

µ
1 étant négligeable par

rapport à celle du second écrouissage X
µ
2 [Munier, 2012], la dissipation totale correspond alors

∆ ¥ ∆mat + fvH(g)(σ ≠ X
µ
2 ) : ε̇p. (II.51)

Ainsi, dans le cas d’une sollicitation de traction-compression, l’énergie dissipée associée à cette
modélisation pour un cycle de chargement est

∆̄(Σ0) = KΣ0
2 + fv

4‡µ
y

hµ

e

Σ0 ≠ ‡µ
y

f

(II.52)

où hµ regroupe les différents paramètres liés à l’inclusion, à la loi de localisation et aux écrouissages,
et où È.Í désigne la part positive de ”.”.

Ainsi, la dissipation (volumique) associée au site pour un cycle de chargement est

∆̄site(Σ0) = fv

4‡µ
y

hµ

e

Σ0 ≠ ‡µ
y

f

, (II.53)

ce qui correspond à la dissipation d’une inclusion élasto-plastique définie par un écrouissage ciné-
matique linéaire, noyé dans une matrice élastique [Doudard, 2004]. La dissipation d’un site évolue

1. Il s’agit de la surface de charge du modèle initial, déterministe à deux échelles avec un site élasto-plastique
noyée dans une matrice élastique [Doudard, 2004].

112



CHAPITRE II - PRÉSENTATION DE LA MÉTHODE D’AE ET ANALYSE DU MODÈLE

donc de manière linéaire en fonction de l’amplitude de chargement, une fois le seuil ‡µ
y dépassé. De

plus il est constant au cours des cycles (et ne dépend donc pas du temps). Cela permet de justifier
le dépouillement déterministe, ou empirique, des courbes d’auto-échauffement (sans la dissipation
associée à la matrice) (Figure II.7).

L’obtention d’une élévation de température progressive (et pas linéaire) en fonction de l’ampli-
tude de chargement se fait donc avec le scénario d’activation des sites.

Dans la suite, la dissipation associée à un site est celle définie par un écrouissage cinématique
linéaire (Équation II.53) et est considérée constante au cours des cycles et donc du temps. Elle
est identique pour tous les sites (au ‡µ

y près).

2.4 Scénario d’activation
Le VER considéré par la suite est constitué d’une population d’inclusions noyée dans la matrice

élasto-plastique (Figure II.25). Le second régime est modélisé par la dissipation associée aux sites
apparaissant avec l’amplitude de chargement.

• Loi d’activation :
L’aspect probabiliste de la méthode est obtenu par l’activation des sites suivant un processus
aléatoire [Doudard, 2004], et est alors décrit par le fait que chacun des sites possède un seuil
d’activation (limite d’élasticité microscopique ‡µ

y ) aléatoire. Ainsi, ces sites suivent un Processus
Ponctuel de Poisson (PPP) [Gulino et Phoenix, 1991, Jeulin, 1991, Denoual, 1998]. L’intensité de
ce PPP, caractérisant alors la densité moyenne de sites actifs, est supposé suivre une loi puissance
en fonction de l’amplitude de chargement, soit

⁄(Σ0) =
1

V0

3

Σ0

S0

4m

, (II.54)

avec m et V0Sm
0 deux paramètres matériaux. Il s’agit d’une hypothèse forte, mais correspond aux

observations réalisées (Figure II.24). Ainsi, plus l’amplitude des contraintes est importante, plus il
y a de sites actifs dans le volume considéré. Ce nombre moyen de sites actifs N dans un domaine
Ω de volume V est défini par

N(Ω, Σ0) = ⁄(Σ0) V (Ω) =
V (Ω)

V0

3

Σ0

S0

4m

. (II.55)

• Dissipation associée à la population de sites :
L’activation d’un site est définie lorsqu’il commence à dissiper, soit lorsque Σ0 > ‡µ

y . À Σ0 donné,
la dissipation associée à une inclusion définie par son seuil d’activation ‡µ

y est alors

∆̄site(‡µ
y ) = fv

4‡µ
y

hµ

e

Σ0 ≠ ‡µ
y

f

. (II.56)

La dissipation associée à la population de site, en considérant que le volume occupé par les sites
est négligeable devant le volume total V , est donnée par

∆̄pop(Σ0) =

⁄

Σ0

0
∆̄site(Σ) dNa dΣ, (II.57)

avec dNa le nombre de sites qui vont s’activer entre une contrainte Σ et Σ + dΣ. Il suffit donc de
quantifier les sites dont les seuils d’activation sont dans cet intervalle, soit
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dNa = V [⁄(Σ + dΣ) ≠ ⁄(Σ)] = V
d⁄

dΣ
dΣ. (II.58)

En intégrant sur l’ensemble de la population, l’énergie dissipée associée à la population de site
s’exprime finalement par

∆̄pop(Σ0) =
4

hµ

m

(m + 1)(m + 2)

V0 Σ0
m+2

V0Sm
0

, (II.59)

avec V0 = fvV le volume des sites. Ainsi, la dissipation de la population évolue en puissance m + 2
en fonction de l’amplitude de chargement.

L’énergie cyclique dissipée est maintenant connue dans le VER considéré, il est alors possible
de résoudre d’équation de la chaleur 0D afin de pouvoir décrire complètement les courbes d’auto-
échauffement.

2.5 Description de la courbe d’auto-échauffement

L’évolution de la solution stabilisée de l’équation de la chaleur en fonction de l’amplitude des
contraintes s’écrit alors

◊̄(Σ0) =
f·eq

flc

1

∆̄mat(Σ0) + ∆̄pop(Σ0)
2

= –

A

Σ0

Σref

B2

+ —

A

Σ0

Σref

Bm+2

, (II.60)

avec

– =
f·eq

flc
KΣref

2 (II.61)

et

— =
f·eq

flc

4

hµ

fvV

V0Sm
0

m

(m + 1)(m + 2)
Σref

m+2. (II.62)

Ainsi, une courbe d’auto-échauffement à deux régimes est entièrement décrite par trois paramètres,
identifiables sur une seule courbe d’auto-échauffement :

- – décrivant l’intensité du régime primaire ;
- — décrivant l’intensité du régime secondaire ;
- m + 2 étant la pente du régime secondaire (en échelle logarithmique).

Ce modèle probabiliste à deux échelles rend bien compte du régime primaire et du régime
secondaire observés expérimentalement sur une large gamme d’aciers [Munier, 2012] (Figure II.27).
De plus, la robustesse de l’identification du modèle doit également être soulignée. En effet, cela
revient à réaliser la régression de deux droites dans un diagramme en échelle logarithmique.

Dans le modèle ainsi décrit, il est à noter que la dissipation associée au régime secondaire n’est
plus décrite par un comportement à seuil, comme c’était le cas pour le modèle déterministe avec
un seul site (Figure II.7), mais est forcément associé à un volume sollicité. Pour faire le lien entre
les propriétés en fatigue et cette courbe d’auto-échauffement, des hypothèses sont nécessaires pour
interpréter correctement l’apparition et le comportement de la population de sites (et notamment
du premier site "critique").
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Figure II.27 – Description d’une courbe d’auto-échauffement avec le modèle probabiliste à deux échelles [Munier
et al., 2014]

2.6 Lien avec les propriétés en fatigue

Le modèle permet de représenter entièrement la courbe d’auto-échauffement à partir des ingré-
dients introduits. L’objectif est maintenant de prévoir le comportement en fatigue à grand nombre
de cycles en utilisant la courbe d’auto-échauffement et les paramètres identifiés à partir de celle-ci.
Dans le modèle probabiliste à deux échelles développé sur les aciers à température ambiante, il est
possible d’obtenir des courbes S-N-P complète avec donc les trois informations majeures :

- le comportement pour une durée de vie infinie (asymptote) ;
- le comportement pour une durée de vie limitée (modélisation de la courbe de Wöhler) ;
- la dispersion des résultats (iso-probabilités de rupture par exemple).

2.6.1 Durée de vie illimitée : hypothèse du maillon faible

Dans cette modélisation, seul le régime secondaire est associé à l’endommagement par fatigue
et donc conduit à la rupture. Cela se traduit alors par une hypothèse du maillon le plus faible lors
de l’activation des sites, i.e. la rupture surviendra nécessairement à partir du moment où au moins
un site de microplasticité du régime secondaire est activé dans le volume.

Dans le cadre du Processus Ponctuel de Poisson utilisé pour décrire l’activation progressive des
sites, la probabilité de trouver k sites actifs dans le domaine Ω de volume V s’écrit

Pk(V ) =
(⁄V )k

k!
exp(≠⁄V ). (II.63)

L’hypothèse du maillon faible se traduit donc par le fait que la probabilité de rupture PF associée
à ce volume soit la probabilité de trouver au moins un site actif dans le volume, donc

PF = PkØ1 = 1 ≠ Pk=0. (II.64)
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Avec l’intensité du processus ⁄ gérant l’apparition progressive de la microplasticité en fonction de
l’amplitude de chargement, il est possible de calculer la probabilité de rupture associée au volume,
soit

PF = 1 ≠ exp

3

≠ V

V0

3

Σ0

S0

4m4

, (II.65)

ce qui correspond au modèle de Weibull [Weibull, 1951]. Le paramètre m introduit pour rendre
compte de l’intensité du processus est alors le paramètre de forme du modèle, soit le module de
Weibull (qui rend également compte de la dispersion du modèle).

À partir de cette expression de probabilité de rupture, il est alors possible de définir la limite
d’endurance moyenne par

ΣŒ =

⁄ Œ

0
Σ0

dPF

dΣ0
dΣ0 (II.66)

et son écart-type associé par

ΣŒ

2
=

⁄ Œ

0
(Σ2

0 ≠ ΣŒ
2
)
dPF

dΣ0
dΣ0, (II.67)

ce qui donne

ΣŒ = S0

3

V0

V

4
1
m

Γ

3

1 +
1

m

4

(II.68)

et

ΣŒ = S0

3

V0

V

4
1
m

Û

Γ

3

1 +
2

m

4

≠ Γ2

3

1 +
1

m

4

, (II.69)

où Γ(x) =
s Œ

0 tx≠1 exp (≠t)dt est la fonction gamma introduite par Euler.

L’analyse de la courbe d’auto-échauffement par ce modèle probabiliste permet alors de déter-
miner les propriétés en fatigue (limite d’endurance médiane et module de Weibull) à partir d’une
seule courbe.

En effet, la limite d’endurance médiane est déterminée graphiquement sur la courbe comme
étant le début du régime secondaire (et donc l’activation des premiers sites). Il ne s’agit pas d’un
comportement à seuil (Equation II.60) et donc des questions se posent quant à l’interprétation de
cette limite. Pour améliorer la compréhension entre l’activation des sites et les propriétés en fatigue,
des courbes d’auto-échauffement sont simulées dans la troisième partie de ce chapitre. Le but est
alors d’évaluer ce modèle et de quantifier les incertitudes (de la même manière que ce qui a été fait
pour les protocoles Staircase au Chapitre I).

Le module de Weibull est identifié à partir de la pente du régime secondaire d’auto-échauffement
(Equation II.60). Il représente alors la dispersion associée à la limite d’endurance médiane, et est
identifié à partir d’une seule courbe d’auto-échauffement, donc sur une seule éprouvette et en
quelques heures.

• Une hypothèse du maillon le plus faible et une hypothèse de P.P.P. avec une intensité en loi
puissance donne un modèle de Weibull.
• La limite d’endurance médiane (ou moyenne) est identifiée graphiquement sur la courbe d’auto-
échauffement, comme étant le début du régime secondaire.
• Le module de Weibull est identifié sur une courbe d’auto-échauffement (pente du régime secon-
daire).
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2.6.2 Durée de vie limitée : critère énergétique

Pour décrire le comportement en durée de vie limitée (dans le domaine HCF), un critère éner-
gétique peut-être utilisé. Ainsi, en supposant qu’il y ait ruine du matériau à partir d’une certaine
énergie dissipée critique Ec [Fargione et al., 2002, Charkaluk et al., 2002, Doudard, 2004], associée
exclusivement au régime secondaire, et donc plus spécifiquement au site critique.

Dans le cas général, l’énergie volumique dissipée est constante pour chaque cycle, donc un certain
nombre de cycles N est nécessaire pour atteindre l’énergie critique. Le critère énergétique est tel
que

Ec = N ∆̄site(PF ) VV ER, (II.70)

avec

∆̄site(PF ) =
4fv

hµ
Σ

PF
Œ

e

Σ0 ≠ Σ
PF
Œ

f

, (II.71)

et avec Σ
PF
Œ la limite d’endurance associée à une probabilité de rupture PF . Il est alors possible

d’exprimer le nombre de cycles à rupture en fonction de l’amplitude de chargement

N(PF ) =
A

Σ
PF
Œ

e

Σ0 ≠ Σ
PF
Œ

f , (II.72)

avec A un paramètre matériau, généralement identifié à partir d’essais de fatigue réalisés pour un
niveau de chargement à environ 105 cycles (soit approximativement la limite entre les domaines
LCF et HCF). La représentation empirique proposée par Stromeyer [Stromeyer, 1914] pour repré-
senter les courbes S-N est alors retrouvée.

Les courbes d’iso-probabilités de rupture sont obtenues avec différentes valeurs de ΣŒ(PF ), soit
en utilisant l’expression de PF (Equation II.65), telle que

ln(1 ≠ PF )

ln(1 ≠ 0, 5)
=

A

Σ
PF
Œ

Σ50
Œ

Bm

, (II.73)

avec Σ
50
Œ la limite d’endurance médiane. Cette dernière est soit la limite estimée graphiquement

sur la courbe d’auto-échauffement, soit calculée à partir de la limite d’endurance moyenne avec la
relation

Σ
50
Œ = ΣŒ

(ln 2)
1
m

Γ

1

1 + 1
m

2 . (II.74)

Ainsi, tout comme pour les durées de vie illimitées, seule la valeur de m possède une influence
sur la dispersion. Classiquement, les courbes d’iso-probabilités de rupture d’une courbe S-N sont
celles à 10% et à 90% de rupture (Figure II.29).

L’identification du critère énergétique requiert donc des essais de fatigue (typiquement pour une
durée de vie au alentour de 105 cycles, ce qui correspond à des essais rapides dans le domaine
HCF). En première approche, le résultat du dernier palier d’auto-échauffement mené à rupture
peut être utilisé. Cependant il est recommandé d’utiliser au moins 3 essais de fatigue supplémen-
taires pour une bonne identification du paramètre A [Munier, 2012].
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2.7 Philosophie et application du modèle

Pour résumer le principe de la modélisation probabiliste à deux échelles, permettant la descrip-
tion des courbes d’auto-échauffement et réalisant le lien avec les propriétés en fatigue, les étapes
clés de la modélisation sont présentées sous forme schématique (Figure II.28).
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Figure II.28 – Modélisation probabiliste à deux échelles : description de la courbe d’auto-échauffement et liens avec
les propriétés en fatigue

Seul le régime secondaire est associé à l’endommagement en fatigue. Il est décrit par une po-
pulation de sites de microplasticité, chacun défini par un écrouissage cinématique linéaire dont le
seuil de microplasticité est une variable aléatoire. La dissipation associée à cette population définie
par une densité moyenne de sites actifs en loi puissance (en fonction de l’amplitude de chargement)
permet alors de décrire la courbe d’auto-échauffement (le régime secondaire).

Une hypothèse de maillon le plus faible sur la population de sites permet alors, avec l’inten-
sité du processus en loi puissance, d’obtenir un modèle de Weibull. Ainsi, le module de Weibull,
décrivant la dispersion des propriétés en fatigue, est directement identifiable sur une courbe d’auto-
échauffement. La limite d’endurance se fait par lecture graphique sur la courbe d’auto-échauffement
(ou par un dépouillement déterministe), associant ainsi le début du régime secondaire à l’endom-
magement en fatigue.

En utilisant un critère énergétique (sur le maillon le plus faible de l’éprouvette) il est alors pos-
sible d’obtenir les courbes S-N-P associées au matériau. Cela n’aura nécessité qu’une éprouvette (si
le dernier palier à rupture est utilisé pour déterminer le paramètre A) pour caractériser entièrement
les propriétés HCF du matériau.
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a) Validation de la modélisation pour les aciers : dispersion en fatigue à partir
d’une seule courbe d’auto-échauffement

Cette modélisation a été validée sur de nombreuses nuances d’aciers (Figure II.29). Bien que les
comportements en auto-échauffement soient différents (en intensité et par rapport à l’amplitude de
chargement), les propriétés en fatigue déterminées à partir de l’analyse des régimes secondaires sont
en accord avec les essais de fatigue et correspondent globalement à celles déterminées à partir du
logiciel de traitement des données de fatigue ESOPE, utilisé par ArcelorMittal. Il est à noter que
la dispersion déterminée par auto-échauffement semble être plus importante que celle déterminée
par le logiciel de traitement statistique 1.

0

1

2

3

4

5

0 50 100 150 200 250 300 350

Points expérimentaux

Modèle

T
em

p
ér

a
tu

re
 m

o
y

en
n

e 
st

a
b

il
is

é
e,

 θ
 (

K
)

Amplitude de Contrainte, Σ
0
 (MPa)

Grade B

Σ
m

= 0, f
r
 = 30Hz, e

0
 = 2.5 mm

(a) Grade B - Courbe d’AE

200

250

300

350

400

450

10
4

10
5

10
6

10
7

non rompues

rompues

ESOPE

90%

10%

Modèle 50%

Modèle 90%

Modèle 10%

Grade B HSLA420  

R = -1

A
m

p
li

tu
d

e 
d

e 
C

o
n

tr
ai

n
te

s,
 Σ

0
(M

P
a
)

Nombre de cycles à rupture, N

(b) Grade B - Courbe S-N

0

2

4

6

8

10

12

14

0 50 100 150 200 250 300 350

Points expérimentaux

Modèle

T
em

p
ér

a
tu

re
 m

o
y

en
n

e 
st

a
b

il
is

é
e,

 θ
 0

D
 (K

)

Amplitude de Contrainte, Σ
0
 (MPa)

Σ
m
= 0, f

r
 = 30Hz

(c) Grade C - Courbe d’AE

200

250

300

350

400

10
4

10
5

10
6

10
7

non rompues

rompues

Modèle 50%

Modèle 90%

Modèle 10%

ESOPE

90%

10%

Matériau : DP600 grade C

R = -1

A
m

p
li

tu
d

e 
d
e 

C
o

n
tr

a
in

te
s,

 Σ
0
(M

P
a)

Nombre de cycles à rupture, N

(d) Grade C - Courbe S-N

T
em

p
ér

a
tu

re
 m

o
y

en
n

e 
st

a
b

il
is

é
e,

 θ
 0

D
 (K

)

0

0.5

1

1.5

2

2.5

3

0 50 100 150 200 250

Points expérimentaux

Modèle

Amplitude de Contrainte, Σ
0
 (MPa)

Σ
m

= 0, f
r
 = 30Hz, e

0
 = 3 mm

(e) Grade D - Courbe d’AE

160

180

200

220

240

10
4

10
5

10
6

10
7

non rompues

rompues

Modèle 50%

Modèle 90%

Modèle 10%

ESOPE

90%

10%

Matériau : FB450 Grade D

R = -1

A
m

p
li

tu
d

e 
d
e 

C
o

n
tr

a
in

te
s,

 Σ
0
(M

P
a)

Nombre de cycles à rupture, N

(f) Grade D - Courbe S-N

Figure II.29 – Comparaison des courbes S-N-P obtenues par la modélisation probabiliste à deux échelles et le logiciel
ESOPE pour quelques nuances d’acier [Munier, 2012]

1. Ou alors, que le logiciel d’analyse de fatigue semble sous-estimer la dispersion des données de fatigue en présence
de peu d’éprouvettes... (cf. Chapitre I)

119



2 Modèle probabiliste à deux échelles

Le fait qu’un seul essai d’auto-échauffement (et donc une seule éprouvette) permette de caracté-
riser entièrement la population d’éprouvettes (i.e. les propriétés en fatigue) s’explique par le fait que
ces essais de caractérisation soient très répétables. Ainsi, chaque éprouvette permet de caractériser
entièrement la population de sites de microplasticité (jugés potentiellement critiques). Cependant,
lors d’un essai de fatigue, seule une information (d’autant plus partielle...) sur le défaut critique est
obtenue. L’analyse de la dissipation, et donc de l’activité microplastique globale, est alors bien plus
riche et permet à partir de cette modélisation d’obtenir les propriétés HCF à partir d’une seule
éprouvette.

Afin d’évaluer ce lien entre la population de sites s’activant dans le volume, la répétabilité de
la courbe d’auto-échauffement et les propriétés en fatigue, des essais d’auto-échauffement vont être
simulés dans la troisième partie de ce chapitre.

De plus, dans le modèle probabiliste présenté, l’analyse du second régime ne permet pas de
déterminer une limite d’endurance (il n’y a pas de seuil dans la modélisation).

Dans les protocoles d’analyse des courbes d’auto-échauffement, la détermination de la limite
d’endurance, donc du seuil, se fait par la méthode d’analyse déterministe ou par lecture graphique
de la courbe d’auto-échauffement. Les simulations numériques permettront de mieux comprendre
ce lien entre le seuil (premier site activé dans le volume) et les propriétés en fatigue (à partir de
l’hypothèse du maillon le plus faible).

b) Modèle de Weibull : effets de volume et d’hétérogénéité de contrainte

Le modèle probabiliste à deux échelles fait donc intervenir le modèle de Weibull, par une hypo-
thèse du maillon faible et un P.P.P. avec une intensité en loi puissance.

Ainsi, les effets de volume et d’hétérogénéité de contrainte sont naturellement pris en compte
en introduisant une notion de volume effectif Veff = HmV [Hild, 1992, Hild et al., 1992], où Hm

est un facteur d’hétérogénéité de contrainte défini par

Hm =
1

V

⁄

V

3

Σ0

ΣF

4m

dV avec ΣF = max
V

Σ0. (II.75)

Ce volume effectif correspond alors à un volume équivalent sollicité de manière homogène au maxi-
mum du champ de contrainte hétérogène. Il rend donc compte de l’effet de volume (i.e. il y a
une plus grande probabilité de trouver un défaut critique dans un plus grand volume, d’où une
diminution de la limite d’endurance) et de l’effet d’hétérogénéité de contrainte (i.e. il y a une plus
faible probabilité de trouver un défaut critique dans la zone la plus fortement sollicitée, d’où une
augmentation de la limite d’endurance pour un chargement hétérogène). Des approches similaires
sont mises en œuvre dans l’Annexe A.

Ainsi, la limite d’endurance moyenne et l’écart-type associé dépendent de ce volume effectif avec

ΣŒ = S0
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et
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. (II.77)

Par exemple, à partir d’un module de Weibull déterminé par un essai d’auto-échauffement, un
modèle de ce type a été utilisé pour déterminer les propriétés HCF en flexion pure alternée à partir
de résultats d’essais de traction-compression sur la même géométrie d’éprouvette [Doudard, 2004].
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Ainsi, en connaissant la géométrie de l’éprouvette et le type de sollicitation appliqué il est possible
de calculer le facteur d’hétérogénéité de contrainte, qu’il évalue analytiquement, et donc d’estimer
les propriétés en fatigue (Figure II.30). Le calcul de volume effectif est réalisé à partir du module
de Weibull déterminé par auto-échauffement en traction-compression 1, et le rapport des volumes
effectifs pour les deux types de sollicitation est approximativement

V tc
eff

V fl
eff

¥ 30, (II.78)

avec un module de Weibull de m = 20 pour cet acier DP600 LC.
Les prévisions du modèle pour la flexion sont satisfaisantes tant sur la valeur de la limite d’en-

durance que sur la dispersion. Les résultats en durée de vie limitée (avec le critère énergétique)
semblent cependant moins satisfaisants.
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Figure II.30 – Prévision des propriétés en fatigue par calcul de volume effectif (avec le module de Weibull m
déterminé par un essai d’auto-échauffement) [Doudard, 2004]

En connaissant le volume effectif et le module de Weibull (déterminé par auto-échauffement), il
est théoriquement possible d’évaluer la limite d’endurance de n’importe quelle structure, tant que
les contraintes locales restent de même nature. Ces différents aspects, avec en plus l’extension de
ce modèle aux chargements multiaxiaux proportionnels et non-proportionnels, ont été davantage
étudiés dans la thèse de Poncelet [Poncelet, 2007].

Les essais d’auto-échauffement sont une signature thermique d’un certain volume sollicité, et
sont donc fondamentalement liés aux effets de volume et d’hétérogénéités de contrainte.

c) Étapes clés dans la modélisation et leviers possibles

Différents éléments du modèle probabiliste à deux échelles (Figure II.28) peuvent être modifiés
pour mieux décrire les courbes d’auto-échauffement ou les propriétés en fatigue.

1. Lors d’un essai d’auto-échauffement, il est possible d’utiliser des géométries ou des sollicitations différentes,
ce qui pourrait éventuellement être pris en compte par le calcul de Veff (sous certaines conditions sur le trajet de
chargement [Poncelet, 2007]) et par rapport au filtre de l’équation de la chaleur (échanges thermiques différents qui
rend la comparaison directe délicate).
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• Comportement d’un site :
Dans le modèle probabiliste à deux échelles, un site est défini par un écrouissage cinématique li-
néaire. La dissipation est donc constante par cycle. Des écrouissages isotropes ont également été
étudiés et introduits dans la littérature [Doudard et Calloch, 2009, Ezanno, 2011, Louge, 2019], et
ils permettent de décrire une évolution de la dissipation (lorsqu’ils sont associés à un écrouissage
cinématique linéaire) au cours des cycles en modifiant alors la limite d’élasticité micro (adoucisse-
ment/durcissement cyclique). Cela permet de mieux décrire les évolutions de température consta-
tées lors d’un palier d’auto-échauffement, où trois configurations sont généralement observées : soit
la température se stabilise, soit la température continue d’augmenter, ou alors la température passe
d’abord par un maximum avant de décroître.

Cependant, ce qui est intéressant dans un essai d’auto-échauffement, c’est d’étudier l’évolution
qualitative de la dissipation "stabilisée" en fonction de l’amplitude de contrainte.

• Critère de ruine :
Un critère en énergie critique (donc relatif au comportement du site critique) est utilisé dans le
modèle présenté (Équation II.70) et mène alors à la description de la courbe S-N par le modèle de
Stromeyer [Stromeyer, 1914] (Équation II.72).

Ce critère peut être facilement généralisable pour des chargements multiaxiaux [Poncelet et al.,
2010] ou pour rendre compte d’effets d’histoire (avec une énergie dissipée cyclique dépendant du
nombre de cycles et des chargements précédents) [Louge, 2019].

Il existe dans la littérature d’autres critères énergétiques faisant le lien entre l’énergie dissipée
cyclique (évaluée par auto-échauffement) et la durée de vie en fatigue. Par exemple, pour les ma-
tériaux composites à fibres courtes [Jegou et al., 2013, Leveuf, 2017] ou élastomères [Marco et al.,
2017, Glanowski, 2019] (pour lesquels aucune description des courbes d’auto-échauffement n’est
modélisée à ce jour), la durée de vie N est associée à l’énergie dissipée par cycle ∆ au travers d’une
loi puissance de type Basquin

∆̄N b = C, (II.79)

où C et b sont deux paramètres matériaux. Deux couples (∆, N) sont alors nécessaires à leur identifi-
cation. Les courbes S-N peuvent alors être obtenues en approximant la courbe d’auto-échauffement
pour obtenir la relation entre le chargement et l’énergie dissipée cyclique, soit ∆ = f(Σ0). Il
s’agit alors d’un critère énergétique "empirique", donnant de très bons résultats pour de nombreux
matériaux, mais s’éloignant de la modélisation adoptée dans cette partie. En effet aucun modèle
probabiliste n’a pu être proposé ; la dispersion associée n’est pas déterminée.

Un autre type de critère s’intégrant à la modélisation probabiliste à deux échelles des courbes
d’auto-échauffement a cependant été utilisé dans la littérature. Ezanno [Ezanno, 2011] utilise un
critère en déformation plastique cumulée critique [Desmorat et al., 2007], ce qui revient alors à une
modélisation des courbes S-N-P de la forme

N(PF ) =
AÕ

e

Σ0 ≠ Σ
PF
Œ

f2 , (II.80)

avec AÕ un autre paramètre matériau. Le critère de ruine est bien sûr un autre levier du modélisateur
pour pouvoir représenter aux mieux les résultats expérimentaux.
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• Scénario d’activation et hypothèse du maillon le plus faible :
Le scénario d’activation doit permettre de bien décrire la courbe d’auto-échauffement, et donc de
bien représenter la dissipation de la population de sites sur l’ensemble de l’amplitude de contrainte
étudiée. L’hypothèse du maillon le plus faible est couramment utilisée pour l’étude de la fatigue
des matériaux et n’est pas remise en cause pour le moment.

Ainsi, la forme de la fonction représentant la densité moyenne de sites actifs, ⁄ (Équation II.54),
impacte logiquement la description de la courbe d’auto-échauffement et donc, des propriétés en
fatigue avec l’apparition des tout premiers sites (hypothèse du maillon le plus faible). Deux formes
d’intensité de processus sont présentées dans la thèse de Doudard [Doudard, 2004], avec un premier
modèle ne permettant pas de rendre compte de l’auto-échauffement pour les aciers et le second est
celui présenté, en loi puissance, menant alors au modèle de Weibull.

Cette loi puissance a ensuite été utilisée dans de nombreuses études, et le paramètre S0 (Équa-
tion II.54), qui modifie alors le paramètre d’échelle S0V

1/m
0 , est souvent utilisé pour décrire les

différents effets impactant les courbes d’auto-échauffement et les propriétés en fatigue associées
(e.g. diamètres des grains, rapports de charge ou pré-deformation plastique [Doudard, 2004, Mu-
nier, 2012], multiaxialité et hétérogénéité du chargement [Poncelet, 2007] ou encore effets d’histoire
[Louge, 2019]).

Des questions se posent alors sur le nombre de sites nécessaires pour à la fois correctement repré-
senter les propriétés en fatigue (hypothèse du maillon faible) et en même temps obtenir des courbes
d’auto-échauffement répétable ; notamment sur l’introduction d’un seuil (et donc l’utilisation d’un
modèle de Weibull à trois paramètres). Des simulations d’essais d’auto-échauffement sont réalisées
pour évaluer le P.P.P. et l’hypothèse du maillon le plus faible pour la bonne description des courbes
d’auto-échauffement et des propriétés HCF.
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3 Simulation d’essais d’auto-échauffement

Afin de mieux comprendre le lien entre les propriétés en fatigues (limite d’endurance et disper-
sions associées) et la dissipation des éprouvettes, des essais d’auto-échauffement sont simulés dans
le cadre du modèle probabiliste à deux échelles. Cette étude possède plusieurs objectifs qui sont :

- de mieux comprendre le lien entre la population de sites activés et leur dissipation pour
la détermination des propriétés en fatigue (notamment d’évaluer le scénario d’activation et
l’hypothèse du maillon faible) ;

- d’évaluer la pertinence de l’analyse graphique de la courbe d’auto-échauffement pour l’éva-
luation de la limite d’endurance médiane ;

- d’étudier la répétabilité des courbes d’auto-échauffement numériquement ;
- d’évaluer l’identification du module de Weibull à partir de la pente du régime secondaire

d’auto-échauffement.
À l’image du Chapitre I, il s’agit avant tout d’évaluer la robustesse de l’identification de la dis-

persion des propriétés en fatigue, dans le cadre du modèle probabiliste à deux échelles décrivant le
régime secondaire d’auto-échauffement. Ce modèle a été validé pour de nombreuses configurations
d’essais, mais aucune étude n’a été réalisée à ce jour pour quantifier, dans un cadre numérique
idéalisé, la robustesse de l’identification des propriétés en fatigue et de la comparer à celle de la
caractérisation par des essais de fatigue classiques (présentée au Chapitre I). Ainsi, la simulation
numérique des courbes d’auto-échauffement est introduite et mise en place. Elle est validée dans
le cadre du modèle par les formules analytiques. Cette simulation numérique, reposant sur des
hypothèses fortes, permet donc de mieux comprendre les différentes briques du modèle faisant le
lien entre les courbes d’auto-échauffement et les propriétés en fatigue.

Il s’agit alors d’une étude ayant déjà de nombreuses perspectives intéressantes, notamment sur
la modification de l’intensité du processus (décrivant la densité moyenne de sites actifs) ou sur la
distribution spatiale des sites (et donc une modification du Processus Ponctuel de Poisson) pour
lesquelles des calculs analytiques ne sont pas toujours possibles.

Dans un premier temps, seul le régime secondaire, qui est lié à l’activation des sites de micro-
plasticité, et donc à l’endommagement en fatigue, est simulé.

3.1 Cadre de la simulation
Un des aspects importants de la simulation pour faire le lien avec les propriétés en fatigue

est qu’un recalage à la limite d’endurance médiane des éprouvettes est adopté. Ainsi, pour le lot
d’éprouvettes de volume Vi et de limite d’endurance Σ

50
Œ (dépendant aussi de Vi), le paramètre

d’échelle utilisé est

S0V0
1/m = Σ

50
Œ

3

Vi

ln 2

4
1
m

. (II.81)

Ainsi, les constatations réalisées par la suite sont donc valables pour tous les volumes d’éprou-
vettes Vi. L’objectif de la simulation est donc de générer Nep éprouvettes, soit un volume total de
V = Nep Vi. Ces éprouvettes seront alors définies par leurs distributions de sites de microplasticité,
s’activant avec l’amplitude de chargement et dissipant de l’énergie sous sollicitation cyclique.

• Apparition des sites de microplasticité :
Une éprouvette est donc définie par une population de sites avec des seuils ‡µ

y i
d’apparition. Avec

le recalage adopté, la densité moyenne de sites actifs est alors

⁄(Σ0) =
ln 2

Vi

3

Σ0

Σ50
Œ

4m

. (II.82)
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Le nombre moyen de sites par éprouvettes est Vi.⁄(Σ0) et ne dépend alors pas du volume. Il est
fixé par la limite d’endurance médiane des éprouvettes avec l’hypothèse du maillon le plus faible.

Cependant, il ne s’agit que d’un nombre moyen. Il ne faut donc pas générer les éprouvettes sépa-
rément, mais toutes en même temps en considérant un volume suffisamment grand V = Nep.Vi pour
que la vision moyenne puisse être considérée pertinente à cette échelle. En effet, une éprouvette est
définie par un nombre entier de sites s’activant dans son volume. Pour illustrer cela, une éprouvette
"moyenne" (i.e. suivant la densité moyenne) est considérée et cette loi puissance est présentée pour
m = 25 (Figure II.31).
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Figure II.31 – Nombre de sites activés dans un volume Vi - Illustration avec Σ
50
Œ = 1 et m = 25

Ainsi, pour générer Nep éprouvettes, il est nécessaire de simuler un nombre de sites

nsites = V ⁄(Σ0) = Nep Vi⁄(Σ0) = Nep ln 2

3

Σ0

Σ50
Œ

4m

. (II.83)

Ce nombre est donc fixé en fonction de l’amplitude de chargement (du fait du recalage à la limite
d’endurance médiane). L’aspect simulation pour obtenir des éprouvettes différentes repose donc sur
la répartition de ces sites dans les éprouvettes par un Processus Ponctuel de Poisson (P.P.P.), qui
implique les hypothèses :

- les sites s’activent dans le volume et sont ponctuels (pas de volume associé aux sites) ;
- plus le volume est grand, plus il y a de sites (simulation d’un volume V = Nep Vi) ;
- la répartition des sites dans le volume V se fait de manière aléatoire et uniforme ;
- l’intensité du processus est la densité moyenne de sites actifs ⁄(Σ0), et permet alors de

déterminer les seuils ‡µ
y i

des sites s’activant avec l’amplitude.
Les sites sont donc définis par leurs seuils d’activation ‡µ

y i
et sont considérés comme identiques

(à la valeur du seuil près) en termes de description (ponctuel) et de dissipation. Les éprouvettes sont
alors différentes, car définies par la population de sites distribuée de manière aléatoire et uniforme
dans le volume total.

• Propriétés en fatigue :
Une hypothèse du maillon le plus faible est réalisée pour décrire les propriétés en fatigue. Ainsi pour
une éprouvette simulée, la rupture en fatigue interviendra lorsque le défaut critique s’active, i.e. le
premier site apparaissant dans son volume Vi. Pour une éprouvette définie par une population de
sites ‡µ

y i
, alors

Y

]

[

Σ0 < mini

1

‡µ
y i

2

Non-rupture (PF = 0)

Σ0 > mini

1

‡µ
y i

2

Rupture (PF = 1).
(II.84)
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Pour une éprouvette seule, la probabilité de rupture associée ne dépend que du seuil d’activation du
défaut critique, et n’a pas forcément de sens. Pour calculer la probabilité de rupture sur l’ensemble
des éprouvettes simulées, un simple calcul de fréquence cumulée est adopté, soit

PFsim
(Σ0) =

nF (Σ0)

Nep
, (II.85)

où nF est le nombre d’éprouvettes avec au moins un site actif à l’amplitude de contrainte Σ0.

À partir de la densité moyenne de sites actifs, il est possible de calculer analytiquement la
probabilité de rupture associée (avec l’hypothèse du maillon le plus faible). Soit pour une éprouvette
de volume Vi, la probabilité de rupture est

PFana(Σ0) = 1 ≠ exp

3

≠ Vi

V0

3

Σ0

S0

4m4

= 1 ≠ exp

3

≠ ln 2

3

Σ0

Σ50
Œ

4m4

, (II.86)

ce qui correspond au modèle de Weibull [Weibull, 1951].

• Contribution à l’auto-échauffement :
La dissipation d’un site sur un cycle de chargement dans le cadre du modèle probabiliste à deux
échelles est

Di =
4V0

hµ
‡µ

y i

e

Σ0 ≠ ‡µ
y i

f

. (II.87)

Ainsi,la dissipation associée à une éprouvette est simplement la somme des dissipations des sites
de son volume, soit

Dsim =
4V0

hµ

ÿ

i

‡µ
y i

e

Σ0 ≠ ‡µ
y i

f

. (II.88)

Analytiquement, la dissipation associée à la densité moyenne de sites actifs peut être calculée
et est

Dana =
4V0

hµ

m ln 2 Σ
50
Œ

2

(m + 1)(m + 2)

3

Σ0

Σ50
Œ

4m+2

. (II.89)

Ces dissipations sont calculées sans la partie 4V0/hµ, qui regroupe les caractéristiques de l’in-
clusion. Dans la suite, les dissipations par éprouvettes (simulées ou analytiques), notées Dú, sont
homogènes à des MPa2.

La dissipation de l’éprouvette "moyenne" est représentée 1 (Figure II.32). Nécessairement, comme
le nombre de sites est un nombre entier, un comportement à seuil est observé ; il n’y a pas de
dissipation lorsqu’aucun site n’est activé (Figure II.31). Cela conforte également le fait de simuler
un grand volume V = Nep.Vi, sinon toutes les éprouvettes générées séparément auraient les mêmes
sites (distribués différemment dans leurs volumes du fait du P.P.P) et leurs dissipations seraient
égales à la dissipation de l’éprouvette "moyenne" (Figure II.32).

1. Il s’agit juste d’une illustration, qui correspondrait à la simulation d’un volume total de Vi. Il est très peu
probable que cette éprouvette existe de cette manière lors de la simulation d’un plus grand volume (caractérisée par
sa population de sites, distribués aléatoirement dans tout le volume).
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Figure II.32 – Dissipation associée à un volume Vi - Illustration avec Σ
50
Œ = 1 et m = 25

3.2 Génération d’un volume

Pour illustrer, un volume de 100 éprouvettes est généré. Dans un premier temps, ce volume est
représenté graphiquement et les propriétés en fatigue de la population d’éprouvettes sont retrou-
vées à l’aide de l’hypothèse du maillon le plus faible. Ces résultats sont comparés aux expressions
analytiques afin de valider le recalage à la limite d’endurance médiane. Dans une seconde par-
tie, la dissipation associée à chaque éprouvette est calculée. Les dissipations sont alors comparées
aux nombres de sites activés par éprouvettes et aux propriétés en fatigue de la population totale
d’éprouvettes.

3.2.1 Hypothèse du maillon faible

Un volume total de V = 100.Vi est considéré dans cette partie. Le nombre de sites "à distribuer"
aléatoirement dans ce volume est fixé par le recalage à la limite d’endurance médiane (Équation
II.83). Une représentation graphique en 2D des volumes est adoptée (Figure II.33). Le grand carré
représente les 100 éprouvettes en fonction de l’amplitude de chargement Σ0. Les petits carrés
représentent les éprouvettes et leurs états, soit vert lorsqu’aucun site n’est activé dans son volume
Vi et orange lorsqu’il y a au moins un site activé (et que donc il y aura rupture de l’éprouvette).

La distribution des sites (le nombre dépend de l’amplitude Σ0) se fait alors par un tirage aléatoire
des coordonnées à partir d’une distribution de probabilité uniforme 1.

Pour les paramètres de simulation considérés (Σ50
Œ = 1 et m = 25), le premier site dans le volume

V = 100 Vi apparaît autour de l’amplitude de chargement Σ0 = 0, 85 (Figure II.33b) et mènera à
la rupture de cette éprouvette. En effet pour chaque éprouvette, l’hypothèse du maillon faible est
réalisée ; une éprouvette aura une durée de vie limitée (en orange) si au moins un site est activé
dans son volume.

1. Cette représentation 2D est adoptée à titre d’illustration. En effet dans "la réalité", les sites sont répartis dans
un volume, donc en 3D. Cependant avec une loi de distribution uniforme dans le volume, cela est équivalent (et donc
une "simulation 1D" aurait suffi, mais aurait été moins visuel).
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(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

(g) (h) (i)

Figure II.33 – Génération de 100 éprouvettes de volume Vi - Représentation schématique du volume V = 100 Vi

dans lequel des sites s’activent aléatoirement (Σ50
Œ = 1 et m = 25)

Pour l’amplitude de contrainte Σ0 = 1, il est intéressant de constater qu’il y a en tout 69 sites
activés, mais uniquement 49 éprouvettes ayant au moins un site activé (le tirage aléatoire implique
alors que certaines éprouvettes possèdent déjà plusieurs sites à ce stade). Ainsi, le recalage à la
limite d’endurance médiane de la population d’éprouvettes est bien réalisé.

La fréquence cumulée de l’activation des défauts critiques des éprouvettes (Équation II.85) peut
alors être comparée à l’expression analytique de la probabilité de rupture (Équation II.86). Le
modèle de Weibull est bien retrouvé par simulation (Figure II.34). Ce "résultat" est sans surprise,
étant donné que la simulation a été générée pour être comparée aux expressions analytiques. Cela
permet simplement de valider la simulation adoptée.
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Figure II.34 – Probabilité de rupture associée à la population d’éprouvettes (Σ50
Œ = 1 m = 25)

La simulation de 100 éprouvettes est un bon compromis entre la représentativité des résultats
(des petites différences sont observées suivant les tirages, car relatives à la répartition aléatoire des
sites) et la génération des sites (dont le nombre devient rapidement très important, car décrit par
une loi puissance). La génération de 100 éprouvettes suffit donc pour bien représenter la fonction
de répartition 1.

Les nombres de sites dans les différentes éprouvettes sont représentés (Figure II.35) et les pro-
priétés en fatigue sont donc retrouvées avec l’activation des premiers sites (du premier site de chaque
éprouvette). Toutes les éprouvettes sont différentes, mais appartiennent à la même population, au
même lot, d’éprouvettes avec la densité moyenne de sites activés définie lors de la simulation.

3.2.2 Calcul de la dissipation

La dissipation de chaque éprouvette est déterminée par la somme des dissipations des sites pré-
sents dans son volume simulé (Équation II.88). Ces dissipations sont comparées à la dissipation
analytique (Équation II.89). Un comportement à seuil est observé pour chaque éprouvette, associé
à l’apparition du premier site dissipant dans le volume. Les propriétés en fatigue, représentées par
les probabilités de rupture PF = 5%, PF = 50% et PF = 95%, sont également mises en évidence
(Figure II.36) et sont retrouvées avec l’apparition de la dissipation (et ainsi l’activation du premier
site de chaque éprouvette).

Avec un zoom proche de la limite d’endurance médiane des éprouvettes (Figure II.36a), les
courbes de dissipation ne semblent pas répétables, car toutes les éprouvettes sont différentes et
peu de sites sont activés. Cependant, par une vision plus large de la courbe de dissipation (Figure
II.36b), les éprouvettes suivent la même tendance. C’est bien par cet aspect moyen qu’une seule
éprouvette suffit pour caractériser la population de sites à partir d’un seul essai d’auto-échauffement
(et ainsi accéder au module de Weibull m). Cette répétabilité et la robustesse de l’identification du
module de Weibull seront quantifiées dans la partie suivante.

En analysant le nombre de sites activés (Figure II.35c) et la dissipation associée par éprouvette
(Figure II.36c), la détermination de la pente 2 donne des valeurs semblables pour le module de
Weibull. Le passage par la dissipation ne semble alors pas impacter cette identification (de toute
façon il est très difficile de quantifier le nombre de sites, alors que la dissipation est facilement
accessible à l’aide de mesures de température). Une analyse plus quantitative des incertitudes est
réalisée dans la partie suivante.

1. Pour faire le lien avec le chapitre I, la limite d’endurance de l’éprouvette σDi
est alors le seuil d’activation du

défaut critique, alors considéré comme connu (pas de censure).
2. La pente est de m pour le nombre de sites et de m + 2 pour la courbe de dissipation.
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Figure II.35 – Nombre de sites activés par éprouvette en fonction de Σ0 (Σ50
Œ = 1 et m = 25)
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Figure II.36 – Dissipation par éprouvette en fonction de Σ0 (Σ50
Œ = 1 et m = 25)
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3.3 Analyse de la répétabilité de la courbe d’AE

Dans la suite, différentes études sont menées pour évaluer la répétabilité de la courbe d’auto-
échauffement (ou de dissipation) par simulation. Pour ne pas représenter 100 éprouvettes à chaque
fois et ainsi comparer différentes conditions de simulation, des courbes "enveloppes" sont considé-
rées. Pour chaque amplitude de contrainte, les percentiles de nombre de sites ou de dissipation à 5%,
50% et 95% sont extraits pour englober et décrire les variations en fonction des différentes éprou-
vettes. Ces courbes représentent donc le comportement de la population globale d’éprouvettes, et
la variabilité constatée au sein de cette population.

3.3.1 Influence du module de Weibull

De la même manière que pour les simulations d’essais de fatigue présentées dans le Chapitre
I, différents modules de Weibull sont considérés. Du fait de la loi puissance, plus le module de
Weibull est élevé et plus le nombre de sites augmente rapidement en fonction de l’amplitude de
chargement Σ0, au même recalage à la limite d’endurance médiane Σ

50
Œ = 1 (Figure II.37). La

plage d’apparition du premier site est alors plus restreinte et les propriétés en fatigue sont moins
dispersées. La dissipation augmente de façon comparable au nombre de sites (Figure II.38).
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Figure II.37 – Influence du module de Weibull sur les propriétés en fatigue et le nombre de sites actifs par éprou-
vettes
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Figure II.38 – Influence du module de Weibull sur les propriétés en fatigue et la dissipation associée

En évaluant qualitativement le "niveau de répétabilité" des courbes de dissipation, il semblerait
alors que plus le module de Weibull est élevé et plus la courbe d’auto-échauffement est rapidement
répétable (car il y a plus de sites activés à même amplitude de contrainte normée par la limite
d’endurance médiane). Cependant cette comparaison n’est pas si simple et n’est pas "équitable" du
fait du recalage à la limite d’endurance médiane et de ce que cela entraîne.

Par exemple, pour des propriétés en fatigue possédant un écart-type ΣŒ = 15MPa :
- si la limite d’endurance moyenne est ΣŒ = 300MPa, alors Cv = 0, 05 et m = 25 ;
- si la limite d’endurance moyenne est ΣŒ = 125MPa, alors Cv = 0, 12 et m = 10.

Dans le premier cas, la courbe d’auto-échauffement semble répétable (graphiquement) à partir d’une
amplitude de Σ0 = 1, 1, soit environ 330MPa et donc 30MPa au-dessus de limite d’endurance 1.
Dans le second cas, le "même niveau de répétabilité" est atteint pour une amplitude d’environ
Σ0 = 1, 2, soit environ 150MPa, et donc 25MPa au-dessus de la limite d’endurance.

1. Pour faciliter la comparaison, et comme ce ne sont que des tendances, la limite d’endurance moyenne est
assimilée à la limite d’endurance médiane.
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En normalisant par l’écart-type (donc par Cv dans le cas où les résultats sont déjà normé et
recalé à la limite d’endurance), il est possible de rassembler ces constatations pour l’ensemble des
modules de Weibull étudiés (Figure II.39). Ainsi, les variabilités entre éprouvettes sont comparables
et semblent plus ou moins constantes en fonction de l’amplitude de contrainte normalisée : cela se
voit surtout sur les représentations en échelle linéaire (Figure II.39a).
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Figure II.39 – Influence du module de Weibull sur les propriétés en fatigue et la dissipation associée - Amplitude
de contrainte normalisée

La robustesse de l’identification du paramètre de dispersion est étudiée pour les quatre modules
de Weibull, sur des plages d’identification comparables d’amplitude normalisée

!

Σ0 ≠ Σ
50
Œ

"

/Cv
entre 3 et 6 (Table II.1). Cette analyse montre d’abord que les incertitudes sur la détermination du
module de Weibull à partir du nombre de sites et de la dissipation sont du même ordre de grandeur
(Table II.1). Le passage par la dissipation représente bien la totalité de la population de sites (sans
trop de perte d’information).

De plus, l’analyse plus quantitative des incertitudes sur le coefficient de variation normé semble
montrer que plus la dispersion est élevée, donc que le module de Weibull est faible, plus les incer-
titudes sur l’identification sont importantes.
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Cependant, ces incertitudes restent très modérées, et bien différentes de celles observées à partir
d’essais de fatigue classiques (Table II.2). Pour rappel, ces dernières valeurs sont également obtenues
à partir de simulations (cf. Chapitre I). Ces incertitudes sont alors très importantes. Elles sont de
l’ordre de ±12% (correspondant alors à la plage de valeurs comprises entre le 5e et le 95e centiles,
autour de la valeur objective de 1) pour le dépouillement d’un échantillon de 100 éprouvettes avec
le cas idéal, où le maximum d’information est extrait (et en plus dans un cas idéalisé de simulation
numérique... ). Avec moins d’éprouvettes, ou avec des procédures d’essais de type Staircase classique
(et donc avec des censures), la quantité d’informations est moins importante et les incertitudes sont
encore plus grandes.

À l’inverse, les incertitudes sur le coefficient de variation normé sont de l’ordre d’environ ±7%
au maximum pour le dépouillement et l’analyse d’une seule courbe d’auto-échauffement (également
dans un cas idéalisé, et dans le cadre du modèle probabiliste).

Table II.1 – Analyse de la robustesse de l’identification de la dispersion à partir du nombre de sites (Figure II.37)
et de la dissipation par éprouvette (Figure II.38) par simulations de courbes d’auto-échauffement

Identification sur la plage d’amplitude normalisée
!

Σ0 ≠ Σ
50
Œ

"

/Cv de [3 ≠ 6]

Module de Weibull m = 40 m = 25 m = 15 m = 10

Coefficient de variation Cv = 0, 0315 Cv = 0, 0499 Cv = 0, 0818 Cv = 0, 1203

Plage identification [1, 09 ≠ 1, 19] [1, 15 ≠ 1, 30] [1, 24 ≠ 1, 49] [1, 36 ≠ 1, 72]

N
o

m
b

r
e

d
e

si
te

s
p

a
r

é
p

r
o

u
v

e
tt

e Module de
Weibull m

Médiane 40,1 25,2 15,0 10,2

[5e; 95e] centiles [38,7 ; 41,4] [23,9 ; 26,2] [14,1 ; 16,1] [9,2 ; 10,9]

Coefficient de
variation Cv

Médiane 0,0315 0,0495 0,0815 0,1180

[5e; 95e] centiles [0,0305 ; 0,0325] [0,0477 ; 0,0521] [0,0763 ; 0,0868] [0,1107 ; 0,1295]

Coefficient de
variation

normé

Médiane 0,998 0,992 0,997 0,981

[5e; 95e] centiles [0,967 ; 1,032] [0,955 ; 1,045] [0,933 ; 1,062] [0,920 ; 1,076]

C
o

u
r
b

e
d

e
d

is
si

p
a

ti
o

n

Module de
Weibull m

Médiane 40,1 25,4 14,9 9,9

[5e; 95e] centiles [38,3 ; 42,1] [23,7 ; 26,6] [14,1 ; 16,0] [9,3 ; 10,9]

Coefficient de
variation Cv

Médiane 0,0315 0,0491 0,0821 0,1211

[5e; 95e] centiles [0,0299 ; 0,328] [0,0469 ; 0,0526] [0,0770 ; 0,0870] [0,1113 ; 0,1289]

Coefficient de
variation

normé

Médiane 0,999 0,984 1,003 1,006

[5e; 95e] centiles [0,950 ; 1,042] [0,940 ; 1,054] [0,942 ; 1,064] [0,925 ; 1,072]

Table II.2 – Caractérisation de la détermination du paramètre de dispersion à partir de la simulation d’essais de
fatigue (cf. Chapitre I) - Procédure Staircase classique (Figure I.29b) et analyse du cas idéal (Figure
I.25b)

Identification par la méthode du maximum de vraisemblance à partir de 1 000 tirages pour chaque taille d’échantillon

Coefficient de
varaition

normé
n = 8 n = 10 n = 15 n = 25 n = 50 n = 100

S
ta

ir
c
a

se
c
la

ss
iq

u
e Taux de calcul ¥ 40% ¥ 50% ¥ 75% ¥ 90% ¥ 100% 100%

Médiane 1,072 1,004 0,930 0,891 0,921 0,962

[5e; 95e] cent. [0,919 ; 1,990] [0,734 ; 1.843] [0,531 ; 1,734] [0,524 ; 1,561] [0,582 ; 1,420] [0,692 ; 1,302]

C
a

s
id

é
a

l Taux de calcul 100% 100% 100% 100% 100% 100%

Médiane 0,889 0,912 0,941 0,964 0,985 0,989

[5e; 95e] cent. [0,520 ; 1,366] [0,560 ; 1,322] [0,644 ; 1,294] [0,733 ; 1,213] [0,823 ; 1,164] [0,870 ; 1,120]
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Ces différences s’expliquent par le fait que les essais de fatigue ne caractérisent que le défaut
critique de chaque éprouvette (et en plus partiellement du fait des censures). Il est alors nécessaire
d’utiliser un grand nombre d’éprouvettes pour correctement caractériser cette population de défauts
critiques, et donc les propriétés en fatigue. Intrinsèquement (i.e indépendamment du protocole
d’essais ou de dépouillement, donc même dans un cas idéal), il est alors très difficile de déterminer
la dispersion en fatigue à l’aide d’essais de fatigue classiques.

L’analyse de la courbe d’auto-échauffement à l’aide du modèle probabiliste à deux échelles
fournit beaucoup plus d’informations, du fait des hypothèses fortes de la modélisation. L’analyse
de la courbe d’auto-échauffement (et donc de dissipation) permet alors de caractériser la population
totale de sites de l’éprouvette.

Comme les essais d’auto-échauffement sont répétables, l’analyse de la courbe d’une seule éprou-
vette permet de caractériser la population moyenne de sites de l’ensemble des éprouvettes. Des
hypothèses sur la population moyenne de sites permettent alors de déterminer les propriétés en
fatigue. Cette analyse est alors beaucoup plus robuste, mais se base sur des hypothèses très fortes.
Les essais de fatigue restent bien évidemment les essais de références.

Une autre étude, également basée sur la simulation d’essais d’auto-échauffement, est présentée
dans l’Annexe C. Cette étude introduit notamment une dichotomie surface/cœur et explore les
différents aspects de la modélisation pour l’analyse de courbe de fatigue à plusieurs mécanismes de
rupture (avec plusieurs critères en énergie dissipée critique) et tendre également vers le domaine
de la VHCF.

La simulation d’essais d’auto-échauffement à partir du modèle probabiliste à deux échelles a permis
de mettre en évidence la très bonne répétabilité de la courbe d’auto-échauffement. Il existe tout
de même une certaine variabilité de la courbe, du fait de la variabilité entre éprouvettes pourtant
issues d’un même VER. Cependant, elle reste modérée et une bonne répétabilité de la courbe
d’auto-échauffement est observée à partir d’un certain niveau de contrainte, ce qui est nécessaire
pour appliquer ce modèle (et donc s’assurer que chaque éprouvette puisse être représentative de
l’ensemble de la population d’éprouvettes). La robustesse de l’identification du module de Weibull
est quantifiée.

3.3.2 Simulations avec le régime primaire

Pour les aciers, deux régimes d’auto-échauffement sont généralement observés et sont associés à
des mécanismes de dissipation différents (cf. Section 2). La dissipation du VER est alors la somme
de la dissipation du régime primaire et de celle du régime secondaire,

Dep = Dpr + Dsec = KΣ0
2 +

4V0

hµ

m ln 2 Σ
50
Œ

2

(m + 1)(m + 2)

3

Σ0

Σ50
Œ

4m+2

. (II.90)

Aucune variabilité du régime primaire n’est considérée, il est donc identique pour toutes les
éprouvettes. Il suffit donc de fixer le paramètre K, représentant son intensité.

Afin d’illustrer avec différents régimes primaires, ce paramètre K est fixé à partir d’une ampli-
tude de contrainte de transition Σt, pour lequel le régime primaire seul est égal au régime secondaire
seul, soit

K =
4V0

hµ

m ln 2

(m + 1)(m + 2)

3

Σt

Σ50
Œ

4m

. (II.91)

Cette amplitude de transition n’a absolument aucun sens physique (les deux régimes ne sont pas
liés), mais permet de balayer plusieurs cas et donc différentes intensités de régime primaire. Quatre
régimes primaires sont ainsi considérés (Figure II.40).
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Figure II.40 – Simulation d’essais d’AE avec différents régimes primaires (Σ50
Œ = 1 et m = 25)
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Figure II.41 – Simulation d’essais d’auto-échauffement avec différents régimes primaires (Σ50
Œ = 1 et m = 25) -

Représentation en échelle linéaire
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Nécessairement, la répétabilité des courbes d’auto-échauffement n’est pas impactée (il s’agit du
même régime secondaire, avec la même variabilité entre éprouvettes). Cela se voit davantage avec
une représentation en échelle linéaire (Figure II.41).

Il semble alors possible de déterminer la limite d’endurance comme étant le début du régime
secondaire, lorsque la courbe d’auto-échauffement s’éloigne du régime primaire identifié. Ce type
d’analyse est mis en œuvre pour le dépouillement des essais d’auto-échauffement réalisés sur des
éprouvettes de TA6V, et présenté au Chapitre III.
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4 Conclusion et perspectives

Les mesures d’auto-échauffement sous sollicitations cycliques sont utilisées depuis plus d’un siècle
pour évaluer la limite d’endurance des matériaux. De nombreux exemples de la littérature montrent
alors la pertinence de l’utilisation de ces méthodes pour accélérer le temps de caractérisation des
propriétés en fatigue à grand nombre de cycles.

L’objectif de la thèse est de mettre en place la méthode d’auto-échauffement pour l’étude de la
fatigue d’alliages métalliques à différentes température. Le développement et l’analyse des courbes
d’auto-échauffement passent par de nombreuses étapes clés qui sont :

1. le développement d’un protocole d’essai pour obtenir des courbes d’auto-échauffement ex-
ploitables ;

2. la compréhension des mécanismes dissipatifs (origine ? répétabilité ? effet de fréquence ?) ;
3. la modélisation des mécanismes dissipatifs ;
4. la compréhension et la modélisation des liens avec les propriétés en fatigue ;
5. la validation et la comparaison avec des essais de fatigue classiques.

Une étape importante est alors la mise en place du protocole d’essais à haute température (cf.
Chapitre III et Chapitre IV).

Dans le cadre des essais d’auto-échauffement sur TA6V (présentés au Chapitre III), le modèle
probabiliste à deux échelles est utilisé pour faire le lien avec les propriétés en fatigue. Ainsi, ce
modèle a été présenté avec les étapes clés de la modélisation. Il a ensuite été évalué à partir de
simulation d’essais d’auto-échauffement, afin de quantifier sa robustesse à identifier le paramètre de
dispersion (représenté par le module de Weibull m). Cette étude basée sur la simulation a permis
de mieux comprendre le lien entre le début d’apparition des sites et les propriétés en fatigue.

Il s’avère alors que les courbes d’auto-échauffement, par l’analyse de ce modèle probabiliste à
deux échelles, sont très répétables et qu’ainsi l’identification du module de Weibull est intrinsèque-
ment très robuste. À la différence des essais de fatigue classique, où seuls les seuils d’apparition
des tout premiers sites critiques sont détectés, un essai d’auto-échauffement permet de caractériser
l’ensemble de la population de sites. À partir d’hypothèses sur le site critique de cette population
(e.g. hypothèse du maillon le plus faible), il est possible de remonter aux propriétés en fatigue
de l’ensemble des éprouvettes (ayant une même densité moyenne de sites). La répétabilité de la
courbe d’auto-échauffement justifie le fait qu’il est possible de caractériser la population d’éprou-
vettes, donc a fortiori le matériau, à partir d’un seul essai, sur une seule éprouvette.

Cette première étude sur la simulation d’essais d’auto-échauffement possède quelques perspec-
tives intéressantes. En effet, il est possible de changer facilement quelques paramètres de la mo-
délisation, comme la forme de la densité moyenne de sites actifs. La simulation permet alors de
faciliter la compréhension entre l’apparition des sites de microplasticité et les propriétés en fatigue.
De plus, il serait très facile de simuler des processus non uniformes (pour la distribution des sites
dans le volume) pour lequel des formules analytiques deviennent très compliquées à obtenir.

Un exemple est présenté en Annexe C pour représenter la dichotomie cœur/surface, avec l’in-
troduction d’une notion de criticité des sites en fonction de leur position dans le volume, ce qui
permet ainsi de décrire des courbes de fatigue avec plusieurs mécanismes de rupture. Cette dernière
simulation est purement exploratoire.

Dans la suite, un protocole d’essais pour réaliser des essais d’auto-échauffement à haute tem-
pérature est mis en place et des courbes d’auto-échauffement sont obtenues pour deux alliages
métalliques utilisés dans l’industrie aéronautique. Des courbes d’auto-échauffement sont ainsi ob-
tenues jusqu’à 350°C sur un alliage de titane (Chapitre III). Les courbes sont analysées à partir du
modèle probabiliste à deux échelles, ce qui permet d’évaluer rapidement les propriétés en fatigue
pour différentes conditions d’essais (de températures et de rapports de charge).
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CHAPITRE III - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À HAUTE TEMPÉRATURE (TA6V)

La méthode d’auto-échauffement a été présentée au chapitre précédent. Pour illustrer cela, une
première étude est réalisée sur des éprouvettes d’un alliage de titane, le TA6V. Ainsi, les objectifs
majeurs de ce troisième chapitre sont :

- d’étendre le domaine d’application de la méthode d’auto-échauffement aux hautes-tempé-
ratures pour l’étude de la fatigue des alliages métalliques ;

- de réaliser une première étude sur un matériau dans une gamme de température modérée
(de 150°C à 350°C) pour le développement et l’applicabilité de la méthode à haute tempé-
rature (des essais à plus haute température seront présentés dans le chapitre suivant sur un
superalliage base nickel) ;

- d’étudier l’influence de différentes températures et différents rapports de charge sur la courbe
d’auto-échauffement ;

- d’évaluer l’apport des essais d’auto-échauffement pour l’étude de la fatigue d’un alliage de
titane, le TA6V, largement utilisé dans l’industrie aéronautique et la pertinence vis-à-vis
d’essais de fatigue classique (avec notamment une comparaison avec des bases de données
d’essais de Safran Aircraft Engines) ;

- de mettre en application, du fait des résultats en auto-échauffement, la modélisation proba-
biliste à deux échelles et ainsi d’évaluer la pertinence des résultats obtenus.

Dans ce chapitre, l’ensemble des résultats d’auto-échauffement obtenus sur le TA6V sont présen-
tés et analysés pour différentes températures et à plusieurs rapports de charge. Ainsi, un protocole
d’essais d’auto-échauffement a été développé afin d’obtenir des courbes d’auto-échauffement exploi-
tables à haute température. La difficulté réside dans le fait d’être capable de mesurer des très faibles
élévations de température, à savoir l’auto-échauffement de l’éprouvette sous sollicitation cyclique,
dans un environnement à haute température.

Dans un premier temps, le matériau étudié dans ce chapitre est présenté. La deuxième partie est
consacrée à la description du dispositif expérimental et du protocole d’essai d’auto-échauffement en
température. Le protocole est illustré par un essai sur une éprouvette de TA6V pour une condition
T = 250°C et R = ≠1. Dans une troisième partie, les courbes d’auto-échauffement réalisées pour
différentes conditions de températures et de rapports de charge sont présentées et analysées avec
la modélisation probabiliste à deux échelles de l’auto-échauffement. Les propriétés en fatigue ainsi
déterminées sont alors comparées à des essais de fatigue classiques pour confronter les prévisions
réalisées. Enfin dans une troisième partie, des essais d’auto-échauffement supplémentaires sont
réalisés afin d’étudier l’influence d’une pré-déformation plastique de l’éprouvette initiale sur la
courbe d’auto-échauffement et une discussion est présentée pour la réalisation d’essais d’auto-
échauffement à des rapports de charge plus élevés.
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1 Présentation de l’alliage de titane étudié

Les alliages de titanes sont largement employés dans le domaine aéronautique, et tendent même
à occuper une place de plus en plus importante. En effet, leurs faibles densités, leurs très bonnes
propriétés mécaniques jusqu’à 400°C ainsi que leurs résistances à l’oxydation permettent une large
utilisation dans les turboréacteurs. Ainsi, ils sont utilisés dans la partie froide, donc au niveau
des compresseurs, que ça soit pour la fabrication des aubes ou des disques. Parmi les alliages de
titane, le TA6V (ou Ti-6Al-4V) est le plus utilisé du fait de ses bonnes propriétés générales. Il
a donc largement été étudié dans la littérature. De plus, avec le développement des procédés de
fabrication additive, de très nombreuses études récentes concernent des alliages de TA6V obtenus
par ces procédés de fusion sur lit de poudre (majoritairement EBM, "Electron Beam Melting" et
SLM, "Selective Laser Melting").

Dans cette partie, quelques résultats sur le TA6V sont présentés. L’objectif de l’étude est avant
tout de mettre en place un protocole d’essais d’auto-échauffement à haute-température, avec comme
application ce matériau très largement utilisé dans l’industrie aéronautique.

Ainsi, dans un premier temps, des généralités sur les alliages de titane sont présentées. Ensuite,
une deuxième partie est consacrée à des résultats de la littérature sur la caractérisation micro-
structurale et mécanique du TA6V. L’objectif étant de présenter les mécanismes de déformation et
d’endommagement, quelques propriétés à différentes températures et enfin quelques résultats dans
le domaine de la fatigue à grand nombre de cycles (majoritairement à température ambiante).

1.1 Généralités sur les alliages de titane
Le titane pur possède deux formes cristallographiques différentes :

- la phase – est stable à basse température et est constituée d’une structure cristallographique
hexagonale compacte ;

- la phase — cubique centrée est stable à haute température, à partir d’une température de
transus — (Tβ = 882°C) et jusqu’à la température de fusion du titane à 1670°C.

Figure III.1 – Schéma de Burgers pour les deux phases du titane - passage d’une maille cubique centrée Ti-β (à
gauche) à une structure hexagonale compacte Ti-α (à droite) [Combres, 2013]

1.1.1 Éléments d’alliages

Pour des applications mécaniques, le titane est généralement utilisé sous forme d’alliages. Ainsi,
des éléments sont ajoutés en substitution pour les atomes les plus volumineux, ou par insertion
(dans un site interstitiel) pour les atomes de plus faible rayon.

143



1 Présentation du TA6V

Ces éléments se classent suivant leur pouvoir stabilisant pour l’une ou l’autre des deux phases.
Ainsi, ils sont qualifiés d’éléments –-gènes, —-gènes ou neutres. Ils modifient alors les propriétés et
les équilibres thermodynamiques des deux phases, en impactant la température de transus Tβ et en
favorisant l’apparition d’états métastables. De plus, l’ajout d’éléments –-gènes ou —-gènes entraîne
l’apparition d’un domaine de température pour lequel l’alliage est biphasé – + —.

• Éléments –-gènes :
Les éléments –-gènes élargissent le domaine – en augmentant la température de transus Tβ. L’alu-
minium (Al) est l’élément –-gène le plus couramment utilisé. L’augmentation de la teneur en
aluminium a tendance à augmenter la résistance mécanique et la tenue au fluage. Cependant, la
teneur en aluminium est souvent limitée à 6% pour ne pas précipiter un intermétallique Ti3Al,
phase nommée –2, ayant tendance à fragiliser l’alliage [Gray et al., 1990]. Il existe d’autres élé-
ments –-gène, se plaçant en insertion dans des sites interstitiels, comme l’oxygène (O), le carbone
(C) et l’azote (N).

Les effets –-gènes sont additifs et la teneur en ce type d’éléments est évaluée en comparant les
pouvoirs durcissant en solution des différents éléments (% massique) :

[Al]eq = [Al] +
[Zr]

6
+

[Sn]

3
+ 10([O] + 2[N ] + [C]).

L’étain (Sn) et le zirconium (Zr) sont qualifiés de neutres, car leur présence a très peu d’effets
sur la température Tβ, et ils ne forment pas de phase avec le titane. Cependant, ils sont solubles
dans les deux phases. De plus, le zirconium a des propriétés chimiques similaires au Ti-– et l’étain
agit comme un élément –-gène en présence d’aluminium.

• Éléments —-gènes :
Ces éléments abaissent la température de transition entre le domaine — et le domaine – + —. À des
concentrations suffisantes, ils stabilisent la phase — jusqu’à température ambiante. Les plus utilisés
sont le vanadium (V), le molybdène (Mo) et le niobium (Nb) ou encore le chrome (Cr), le fer (Fe)
ou le silicium (Si), en substitution d’atomes de titane.

Le vanadium en solution dans la phase – permet essentiellement de réduire la tendance à la
fragilisation des alliages riches en aluminium.

Il existe de nombreux autres éléments —-gène de substitution, comme le tantale (Ta), le rhénium
(Re) ou encore le cuivre (Cu) ou le tungstène (W), mais qui sont moins utilisés ou pas encore dans
les alliages industriels.

L’hydrogène (H) est un élément —-gène s’insérant dans les sites interstitiels.
De la même manière que pour les éléments –-gène, un équivalent en teneur d’un élément —-gène

est exprimé. Pour cette phase, un équivalent en molybdène est utilisé (% massique) :

[Mo]eq = [Mo] +
[V ]

1, 5
+

[Cr]

0, 6
+

[Fe]

0, 35
+

[Cu]

1, 3
+

[Nb]

3, 6
.

1.1.2 Classes d’alliages et propriétés générales

Les alliages de titane industriel sont classés en trois catégories en fonction de leur structure à
température ambiante : –, — ou – + —. Cette structure dépend du traitement thermomécanique
et de la composition chimique de l’alliage, et donc des proportions en éléments –-gènes et —-gènes
analysées à partir des concentrations équivalentes en molybdène [Mo]eq et en aluminium [Al]eq. Il
existe aussi d’autres classifications intermédiaires, comme des alliages quasi – ou des alliages quasi
—, mais de manière qualitative, les tendances de comportement des principaux alliages de titanes
sont [Combres, 2013] :
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• Alliages – :
Ils possèdent une bonne résistance au fluage (jusqu’à 650°C) et en général une meilleure résistance à
l’oxydation à chaud. Ils peuvent également être employés dans le domaine cryogénique. Cependant,
ils sont difficilement déformables à froid et les traitements thermiques ont généralement peu d’effet.

• Alliages — :
Ils se déforment plus facilement à température ambiante, avec une résistance accrue à la trac-
tion, mais possèdent une plage plus limitée de température d’utilisation. En dessous de -60°C, ils
présentent une transition ductile-fragile et au-delà de 350°C, leur structure — devient instable.

• Alliages – + — :
Ces alliages sont caractérisés par une bonne aptitude au forgeage à chaud et acquièrent d’excellentes
propriétés mécaniques par traitements thermiques. Il s’agit de la classe d’alliage la plus utilisée. Ils
peuvent atteindre des propriétés mécaniques élevées avec des traitements thermiques. De plus, ils
restent stables jusqu’à des températures de 450°C. Les propriétés évoluent logiquement en fonction
de la proportion de phase – et de phase —. Il s’agit alors d’un compromis entres les différentes
qualités des alliages – et —.

Les alliages de TA6V sont des alliages – + —. Il s’agit des alliages de titane les plus utilisés (de
manière générale, et plus spécifiquement dans l’industrie aéronautique).

1.2 Les alliages de TA6V

Les alliages de TA6V, également appelés Ti-6Al-4V ou Ti64 ont une composition nominale
massique de 6% d’aluminium ([Al]eq = 6%) et de 4% de vanadium ([Mo]eq = 2, 7%), avec donc une
base de titane de l’ordre de 90%. Une certaine dispersion est tolérée et il peut y avoir la présence
de quelques éléments d’impuretés (Tableau III.1).

Table III.1 – Composition massique nominale des alliages de TA6V

Éléments Ti Al V 0 N Fe C

Fraction massique (%) min base 5,5 3,5 - - - -
max base 6,75 4,5 0,2 0,05 0,3 0,008

Du fait de la présence d’aluminium, la température de transus — est augmentée et est d’environ
Tβ = 995°C. Le vanadium stabilise localement la phase — à température ambiante, mais elle reste
toujours très minoritaire au sein de la microstructure (¥ 10%). Suivant l’histoire thermomécanique
de la matière, les phases – et — existent sous différentes formes. Ainsi, les microstructures peuvent
être très diverses, même pour un alliage de composition identique.

1.2.1 Microstructures et mécanismes de déformation

Selon les traitements thermomécaniques réalisés lors de leur élaboration (vitesse de refroidisse-
ment, températures et durées de maintiens, quantité de déformation et température lors du cor-
royage...), les microstructures des alliages de TA6V peuvent être très différentes (en morphologie,
en taille de grain, etc.). Il y a globalement trois types de microstructures : entièrement lamellaire,
entièrement nodulaire ou bimodale (Figure III.2).

Les propriétés mécaniques d’un alliage découlent de la microstructure, et donc du traitement
thermomécanique initiale pour l’obtention du matériau. Par exemple, une augmentation de la taille
des grains équiaxes de phase – aura en général tendance à diminuer la résistance à la traction, la
ductilité, la ténacité ou encore à diminuer la tenue à la fatigue. En revanche, cette augmentation
de la taille des grains conférera une meilleure résistance au fluage.
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(a) Équiaxe : nodules α dans une
matrice β vieillie (lamellaire)

(b) 

 

(b) Lamellaire : lamelles α dans un
ancien grain β

’
β α

 

(c) Bimodale : Nodules et phases
lamellaires en proportion identique

Figure III.2 – Observations de différentes microstructures de TA6V [Attanasio et al., 2013]

En ce qui concerne les colonies lamellaires, les mêmes constatations ont été réalisées dans la
littérature concernant la largeur de ces phases. Cependant, un autre paramètre important entre en
jeu et concerne l’enchevêtrement des lamelles. En effet, si celui-ci est augmenté, cela aura tendance
à ralentir la propagation de fissure (chemin plus tortueux) et donc augmentera la ténacité de l’al-
liage. Cependant, cela n’a pas été relié à une amélioration de la tenue en fatigue LCF ou HCF en
raison du nombre plus important de sites de nucléation dans une structure lamellaire.

• Anisotropie du titane :
La phase majoritaire dans le TA6V est la phase –, de maille hexagonale (Figure III.3). Le Ti-–
monocristallin possède un comportement anisotrope [Fisher et Renken, 1981]. Ainsi, si plusieurs
grains possèdent une orientation préférentielle, cela peut rendre le matériau anisotrope à l’échelle
macroscopique.

• Systèmes de glissement dans la phase – :
Les trois directions les plus denses sont représentées par le vecteur a, correspondant à l’intersection
entre le plan basal, le plus dense, et un des trois plans prismatiques. Il y a alors trois plans de
glissements favorables pour activer des dislocations (Figure III.3a) : le glissement basal (3 systèmes),
prismatique (3) et pyramidal de 1ère espèce (6).

(a) Selon a
 

(b) Selon a+c

Figure III.3 – Systèmes de glissement dans la maille hexagonale (figure issue de [Castany, 2007]) - (B) Glissement
basale (P) Glissement prismatique (Π1) Glissement pyramidale de 1

er espèce (Π2) Glissement pyra-
midale de 2

e espèce.
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Ces trois types de systèmes ne permettent qu’une déformation perpendiculaire à l’axe c de la
maille hexagonale. Ainsi, pour accommoder une déformation selon cet axe, il existe deux autres
plans de glissement, alors selon a+c (Figure III.3b) : les glissements pyramidaux de 1ère espèce (12
systèmes) et de 2nde espèce (6). Les cinq types de plans de glissement permettent alors au cristal
de se déformer dans tout l’espace.

Dans la maille hexagonale, il y a également quatre systèmes de maclage [Lütjering et Williams,
2007], correspondant alors à un cisaillement du réseau cristallin.

Ces systèmes de déformation n’ont pas tous la même facilité à être activés ; le plan de glissement
principal dépend bien évidemment du matériau étudié, mais aussi des éléments d’addition qui
impactent les contraintes de cisaillement critique résolue CRSS (Critical Resolved Shear Stress).
Ces contraintes déterminent globalement l’ordre de l’activation des systèmes, celui s’activant en
premier étant celui ayant la CRSS la plus basse.

Dans le cas du TA6V bimodal, des valeurs de CRSS ont été évaluées dans plusieurs études ;
en compression [Jones et Hutchinson, 1981] et en traction [Bridier, 2006]. Ces différentes valeurs
permettent d’expliquer des observations réalisées au cours de la traction monotone d’un TA6V
bimodal. Une image d’une microstructure bimodale est présentée avec des phases simplifiées (Fi-
gure III.4), en effet il existe de nombreuses autres phases et différentes subtilités en fonction des
traitements thermomécaniques.

αs/β

αp

Figure III.4 – Image au MEB-FEG de la microstructure bimodale du TA6V [Surand, 2013] (issue de [Gey, 2012]) -
αp : phase α primaire sous forme de nodule α ou lamellaire - αs : phase α secondaire sous forme de
petites plaquettes dans la matrice β

Dans les phases –, les systèmes de glissement prédominants sont ceux de type prismatique et
basal (et pyramidal de 1ère espèce lorsque le facteur de Schmid est supérieur à 0,47). La plastifi-
cation des grains n’a lieu que dans ceux favorablement (ou défavorablement) orientés selon la loi
de Schmid. Ainsi, dans les nodules –, l’activation des systèmes selon a+c est rarement observée,
leur CRSS étant généralement deux fois plus élevés que ceux des systèmes selon a et le maclage est
généralement inexistant [Bridier, 2006, Castany, 2007, Lütjering et Williams, 2007]. Ainsi dans la
microstructure bimodale, pour n’importe quelle direction de sollicitation, il y a des grains plus favo-
rablement orientés au glissement prismatique, qui limiteront, voire annuleront, l’activation d’autres
systèmes dans le grain ou les grains adjacents alors plus coûteux en énergie.

De manière générale, les CRSS ont tendance à diminuer avec l’augmentation de la température ;
les glissements nécessitent moins d’énergie pour être activés [Lütjering et Williams, 2007].
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• Systèmes de glissement dans la phase — :
Il est généralement admis que la phase — (de maille cubique centrée) est moins déformable que la
phase – (limite d’élasticité plus de deux fois supérieure). Bien que des observations de la défor-
mation de la phase — aient été réalisées dans la littérature [Bourgeois, 1997, Savage et al., 2004],
celle-ci est généralement négligée étant donné qu’elle ne semble pas gouverner le comportement
plastique des alliages étudiés dans la littérature. De plus, cette phase est en plus faible quantité.
Ainsi, dans le cas des alliages – + —, la déformation est souvent résumée à celle de la phase –.

• Déformation aux niveaux des interfaces :
Les interfaces peuvent être des lieux privilégiés pour l’apparition de la déformation, pouvant alors
mener à l’amorçage de fissure [Le Biavant-Guerrier, 2000].

Du fait de la complexité de la microstructure du TA6V, il y a plusieurs types d’interfaces, impac-
tant la déformation générale du matériau. De nombreuses études et observations ont été réalisées
dans la littérature sur le rôle de ces interfaces dans l’émission et la propagation de dislocations,
notamment par rapport à la plasticité du TA6V [Castany, 2007]. Castany a pu évaluer le rôle de
ces différentes interfaces, qui peuvent être classées en quatre catégories :

- Interface entre un grain équiaxe –p et la phase — : il s’agit d’un site privilégié pour l’émission
de dislocation (Figure III.5).

- Interface entre deux grains équiaxes –p : il s’agit d’un frein dans la transmission du glisse-
ment. Si les grains sont faiblement désorientés, le glissement peut être transmis, cependant
il subsistera des dislocations résiduelles dans le premier grain, au niveau de l’interface.

- Interface entre une latte de phase –s et la matrice — dans une colonie lamellaire : ce ne
sont pas des freins majeurs à la transmission du glissement, étant donné que dans une
colonie lamellaire les lattes sont quasiment parallèles, très faiblement désorientées les unes
par rapport aux autres, et suivent les relations de Burgers avec la matrice — (Figure III.1).

- Interface entre deux colonies de phases lamellaires : il s’agit a priori de l’obstacle le plus
difficile à franchir pour le glissement. En effet, la désorientation entre deux colonies adja-
centes peut être forte, et comme elles sont constituées de phases — moins déformables, la
transmission dépend avant tout du glissement initialement activé dans la phase –.

Pour résumer rapidement les différents mécanismes de déformation dans un TA6V bimodal, Bridier
[Bridier, 2006] conclut que ce sont d’abord les grains – qui plastifient, et lorsque la déformation est
suffisante, elle est transmise aux lattes de phase –.

(a) (b) (c)

Figure III.5 – Observation in situ de l’émission de dislocations à partir d’une interface αp/β lors d’un essai de
traction MET [Castany, 2007]
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• Comportement viscoplastique du TA6V :
Le titane est réputé pour fluer à basse température (T < 200°C), dès la température ambiante. Ce
fluage a largement été étudié dans la littérature [Jousset, 2008, Surand, 2013]. Pour des valeurs de
contraintes entre 80% et 90% de la limite d’élasticité, seul un fluage primaire est observé, jusqu’à
une vitesse de déformation nulle. La déformation est alors très faible et ne conduit pas à la rupture
du matériau. Il s’agit alors d’un fluage d’épuisement ou fluage logarithmique. Pour des niveaux de
contrainte plus élevés, les courbes de fluages sont constituées d’un stade primaire puis directement
tertiaire conduisant à la rupture du matériau. Ces mécanismes ont pu être reliés aux mécanismes
de déformation imposée à vitesse constante (essais de traction), et traduisent alors la sensibilité à
la vitesse de déformation du TA6V.

Pour des plus hautes températures (T > 400°C, en général en dehors de la gamme d’utilisation
du TA6V), des courbes de fluages plus classiques sont obtenues ; constituées d’un stade primaire,
puis d’un stade secondaire à vitesse de déformation constante et enfin un stade tertiaire menant à
la rupture du matériau :

- Le stade primaire correspond à la diminution rapide de la vitesse de déformation. Pendant
ce stade il y a création et propagation des dislocations.

- Le stade secondaire représente en général la majeure partie du fluage, pour lequel la vitesse
de déformation est constante. La vitesse dépend alors de la contrainte et de la tempéra-
ture (phénomène activé thermiquement). Ce fluage est généralement associé à un modèle de
diffusion des atomes au sein de la matière.

- Le stade tertiaire se caractérise par une augmentation de la vitesse de déformation jusqu’à
rupture. Il peut s’expliquer en partie par la striction de l’éprouvette, menant à une diminution
locale de la section et donc une augmentation brutale de la contrainte jusqu’à la rupture.

Dans le domaine de températures intermédiaires (200°C < T < 400°C), un blocage de la visco-
plasticité est constaté [Jousset, 2008, Surand, 2013]. Un fluage similaire aux basses températures
est observé, mais avec des déformations plus faibles et une vitesse de déformation s’annulant plus
rapidement (stade primaire). Ainsi, en raison du faible impacte du fluage dans ce domaine de tem-
pérature, ce domaine est rarement étudié en fluage, mais plutôt en traction. Il est souvent qualifié
d’anomalie de viscoplasticité et a pu être expliqué par des phénomènes de vieillissement dynamiques
[Surand, 2013].

Le comportement viscoplastique du TA6V a été étudié dans ces trois domaines de température.
Surand a réalisé de nombreux essais de traction (avec parfois des sauts de vitesse de déformations
imposées) et des essais de fluage à plusieurs températures pour pouvoir caractériser les différents
mécanismes de viscoplasticité en jeu [Surand, 2013]. Les mécanismes de fluage et de traction (défor-
mation imposée) ont pu être rassemblés. Les trois domaines sont par exemple visibles sur l’évolution
de la courbe de traction en fonction de la température (FigureIII.6a), pour laquelle la diminution de
la résistance en traction n’est pas linéaire avec la température (FigureIII.6b) ; il existe un domaine
(200°C < T < 400°C) pour lequel un plateau est observé et où les propriétés en traction évoluent
moins avec la température.

Pour résumer, l’interprétation des essais de fluages et de traction se fait à partir de plusieurs
phénomènes thermiquement activés [Surand, 2013] :

- À basse température (200°C < T ), le déplacement des dislocations est freiné par les obstacles
et défauts du réseau cristallin. La déformation est alors qualifiée de mode de friction ; les
solutés sont très peu mobiles et ne peuvent pas "suivre" les dislocations. La déformation n’est
possible que lorsque l’énergie de la dislocation (fournie thermiquement et/ou mécaniquement
par la contrainte appliquée) peut compenser cette énergie de friction. Cela se traduit par un
fluage limité, mais existant, et une diminution de la contrainte d’écoulement avec l’augmen-
tation de la température (et une sensibilité à la vitesse de déformation).
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- Aux températures intermédiaires (200°C < T < 400°C), l’énergie thermique est suffisante
pour activer la diffusion de certains éléments en solution solide. Ainsi, ces solutés migrent
vers les dislocations, ce qui augmente l’énergie nécessaire au déplacement de la dislocation. Il
s’agit alors d’un mode d’ancrage des dislocations. Cela se traduit par un fluage très rapi-
dement bloqué (la contrainte d’écoulement ne diminue plus avec la vitesse de déformation),
une sensibilité nulle à la vitesse de déformation en traction et une résistance en traction ne
diminuant que très peu avec l’augmentation de la température. Le franchissement des obs-
tacles, activé thermiquement, est rapidement compensé par l’établissement d’obstacles sous
forme d’atmosphères de solutés (également activés thermiquement à ces températures). Les
énergies d’activation dans ce domaine correspondent globalement à l’énergie de diffusion de
l’oxygène. Ainsi, il s’agirait des atomes d’oxygène qui ancreraient les dislocations.

- À haute température (T > 400°C) l’énergie fournie thermiquement est suffisante pour per-
mettre aux solutés de diffuser aussi vite que se déplacent les dislocations. Ainsi, il n’y a plus
d’obstacles à franchir ; il s’agit du mode de traînage des solutés. Cela se traduit par un
fluage s’activant dès de faibles contraintes appliquées, et en traction, par une diminution
rapide de la contrainte d’écoulement avec l’augmentation de la température.

 
(a) Évolution de la contrainte d’écoulement en fonction de la déformation et de la
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Figure III.6 – Courbes de traction d’un alliage de TA6V en fonction de la température [Surand, 2013]
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• Influence de l’environnement (et nitruration) :
L’oxygène (élément –-gène) jouerait un rôle déterminant à haute température. De nombreuses
études se sont donc portées sur l’effet de cet élément sur les propriétés mécaniques de l’alliage
(élasticité, résistance, fissuration...) [Kahveci et Welsh, 1986, Liu et Welsh, 1988, Lee et Welsh,
1990]. En effet, l’oxygène a de plus tendance à diminuer la solubilité de l’aluminium dans la phase
– et donc favoriser la précipitation d’un intermétallique (Ti3Al) fragilisant l’alliage [Gray et al.,
1990]. D’autres études sont menées sur le vieillissement du TA6V à haute température et axées
sur l’effet de la pénétration en oxygène. Par exemple, Rosen et Rottem [Rosen et Rottem, 1976]
ont obtenu une couche enrichie en oxygène autour de leurs échantillons. Bien que cette phase soit
fragilisante et que la microstructure soit localement modifiée, ils ne constatent alors pas de grandes
différences sur les propriétés mécaniques et les mécanismes de déformation de l’alliage.

L’azote est également un élément –-gène se plaçant dans les sites interstitiels. Il jouerait le
même rôle que l’oxygène (au même titre que le carbone) et la teneur en interstitiels est exprimée en
équivalent oxygène (Oú = O +2N +C). Le traitement de nitruration entraîne alors la précipitation
de phases durcissantes. Des observations de la microstructure et des mécanismes de déformations
dans les couches d’un TA6V nitruré ont été réalisées dans la littérature [Castany, 2007].

Concernant l’hydrogène (élément —-gène), il faciliterait la plasticité de l’alliage, dès la tempé-
rature ambiante. En effet, la résistance au fluage primaire décroît avec la teneur en hydrogène
pour des alliages de titane — [Mignot, 2003, Jousset, 2008]. Dans le cas du TA6V, la phase — est
minoritaire, et l’effet de l’hydrogène est donc supposé négligeable.

Les alliages de TA6V ont largement été étudiés dans la littérature, notamment par le fait que ce
sont les alliages de titane les plus utilisés dans l’industrie, pour de nombreuses applications bien
différentes. Il existe de nombreuses microstructures possibles obtenues par traitement thermomé-
canique, leur conférant des propriétés mécaniques différentes, adaptées aux besoins.

1.2.2 Macrozones

Pour les pièces issues de forgeage, il peut exister des hétérogénéités à l’échelle macroscopique
issues du fibrage de la matière. Ces hétérogénéités ont été qualifiées de macrozones, et représentent
alors des zones avec des grains possédant des orientations privilégiées [Le Biavant-Guerrier, 2000]
(Figure III.7).

(a) Tranche de disque fan - Attaque macrographique
mettant en évidence le fibrage apparu lors du

forgeage

(b) Interface nette entre deux macrozones, possédant
chacune plusieurs dizaines de grains avec des

orientations privilégiées

Figure III.7 – Mise en évidence de macrozones, provenant de la texture de la matière à l’issue du forgeage et ayant
des grains α avec une orientation préférentielle [Le Biavant-Guerrier, 2000]
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Ces zones peuvent s’étendre sur plusieurs centimètres, ce qui rend la matière anisotrope à
l’échelle macroscopique. Cela impacte les propriétés mécaniques des éprouvettes en fonction du
lieu et sens de prélèvement [Surand, 2013] (Figure III.8). Ces variations de comportement restent
modérées, mais ajoutent tout de même de la dispersion. Ces macrozones impactent l’amorçage et
la propagation de fissures de fatigue dans le TA6V [Le Biavant-Guerrier, 2000] (Figure III.9). En
effet, Le Biavant-Guerrier a pu observer des amorçages de fissures de fatigue (pour des éprouvettes
sollicitées en flexion) dans des directions parallèles aux bandes de glissement dans les nodules –.
Ces fissures se propagent dans les grains adjacents, favorablement orientés, que ça soit des colonies
lamellaires ou des nodules – (Figure III.9a).

 
Photographie du fibrage d'une section de demi-galet après forgeage 

50mmDA

DR

DT
(a) Fibrage après forgeage d’une section de galet au sein

duquel des éprouvettes sont prélevées

 

(b) Courbes de traction à 20°C d’éprouvettes issues du
même galet (étages de prélèvement différents)

Figure III.8 – Variations de propriétés mécaniques du fait de l’hétérogénéité de la matière (gradient de microstruc-
ture) [Surand, 2013]

Étant donné que les macrozones sont caractérisées par un ensemble de grains avec une orien-
tation préférentielle, les fissures sont généralement parallèles et se propagent plus facilement au
sein d’une même macrozone. Les fissures peuvent alors être arrêtées à la frontière de deux macro-
zones défavorablement orientées. Ainsi, les macrozones possèdent des orientations et des densités
différentes de fissuration (Figure III.9b).

(a) Amorçage d’une fissure parallèlement aux bandes de
glissement (activation d’un système basal ou

prismatique)

(b) Orientation des fissures par
macrozone (C. O. ="Crack

Orientation")

Figure III.9 – Étude de l’amorçage et du glissement à la surface d’éprouvettes sollicitées en flexion cyclique [Le
Biavant-Guerrier, 2000]
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1.2.3 Propriétés en fatigue du TA6V

Les propriétés en fatigue d’un alliage de titane sont susceptibles de varier considérablement selon
sa microstructure, et donc selon sa mise en œuvre thermodynamique.

a) Fatigue oligocyclique (LCF)

Pour de fortes amplitudes de déformation imposées (donc plutôt dans le domaine LCF), Le-
gendre a mis en évidence un adoucissement cyclique du TA6V à 20°C et à 300°C, pour quatre
microstructures différentes (deux bimodales et deux équiaxes) [Legendre, 1993]. Les courbes de
contraintes-déformations (Figure III.10) en traction-compression montrent en effet cet adoucisse-
ment cyclique. De plus, une dissymétrie (de quelques dizaines de MPa) entre le comportement en
compression et en traction a été mise en évidence. Pour des niveaux de sollicitation plus faibles,
une stabilité des contraintes est constatée (en déformation imposée).
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Figure III.10 – Courbe contrainte-déformation vraie lors d’un essai de traction-compression cyclique à déformation
imposée de 1,3% et à température ambiante [Delahay, 2004]

Dans ce domaine de la fatigue, les phases d’amorçage et de propagation de fissures sont géné-
ralement prises en compte. Les mécanismes d’amorçage ont été observés dans la phase – pour le
TA6V au niveau de bandes de glissement persistantes au sein des nodules – (Figure III.9a) ou dans
la structure lamellaire. D’après Benson et al. [Benson et al., 1972], cette localisation du cisaille-
ment s’explique par la présence d’aluminium, qui conduit alors à l’amorçage de fissure de manière
très précoce ; jusqu’à 3% de la durée de vie. L’amorçage se produit généralement à 45° de l’axe
de sollicitation macroscopique, puis bifurque pour se propager perpendiculairement à la contrainte
principale.

b) Fatigue à grand et très grand nombre de cycles (HCF/VHCF)

Dans ces domaines pour les alliages de titane, les essais à grand nombre de cycles sont majori-
tairement pilotés par la phase d’amorçage ; la propagation ne représentant qu’une très faible partie
de la durée de vie de l’éprouvette. Il est très difficile de comparer des résultats de la littérature ;
les microstructures, l’état de surface ou encore la géométrie des éprouvettes (effets de volumes et
d’hétérogénéité de contrainte) peuvent être très différents. La grande majorité des études publiées
présentent des résultats à température ambiante. Dans la suite, quelques résultats en HCF/VHCF
sont présentés avec des éprouvettes de TA6V forgé.
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• Mécanismes d’amorçage des fissures :
De nombreux alliages de titane présentent une grande sensibilité à l’effet de surface. Ainsi, le mé-
canisme d’amorçage observé en HCF est généralement en surface pour des durées de vie inférieures
à 107 cycles. Un changement de mécanisme est parfois observé selon le niveau de contrainte ap-
pliquée pour passer à une rupture provenant d’un amorçage en interne. Cela a été constaté pour
plusieurs alliages de titanes, quelles que soient les conditions de température et d’environnement
[Mailly, 1999]. Pour les grands rapports de charge, la rupture du TA6V devient largement ductile,
avec potentiellement plusieurs mécanismes en compétition et sans site de propagation de fissure
apparent [Morrissey et al., 1999]. Cela est par exemple illustré par les travaux de Liu et al. [Liu
et al., 2015] qui présentent des essais de fatigue sur un TA6V à microstructure bimodale dans les
domaines HCF et VHCF, pour plusieurs rapports de charge, et réalisés à 20kHz sur une machine
de fatigue ultrasonore 1 (Figure III.11).

(a) Représentation en amplitude de contrainte

(b) Représentation en contrainte maximale

Figure III.11 – Influence du rapport de charge sur des essais de fatigue réalisés sur un TA6V bimodal à température
ambiante et à 20kHz [Liu et al., 2015]

1. L’auteur constate un auto-échauffement très important des éprouvettes au cours de ces essais ultrasonores ; les
éprouvettes sont donc refroidies pour compenser cet auto-échauffement, sans plus de précision.
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Les différents types d’amorçages présentés sur ces courbes de fatigue sont classés par les auteurs
dans trois catégories : Sur1 présentant un amorçage à la surface, Sur2 à la surface caractérisée par
des facettes de pseudo-clivage et enfin Int correspondant à un amorçage en interne avec facettes de
pseudo-clivage (Figure III.11). Le changement de mécanisme peut donc intervenir pour des durées
de vie très élevées, même après 107 cycles. L’extrapolation de la durée de vie est donc parfois
risquée.

(a) Initiation en surface (Sur1)
sans facette de pseudo-clivage

(b) Initiation en surface (Sur2)
avec facettes de
pseudo-clivage

(c) Initiation en interne (Int)
avec facettes de
pseudo-clivage

Figure III.12 – Classification (selon [Liu et al., 2015]) des différentes morphologies de fractographies obtenues (Fi-
gure III.11) et donc des mécanismes d’amorçage dans les domaines HCF et VHCF

Cependant, il est en général constaté une "vraie" limite d’endurance, dans le sens où une rupture
du comportement à 106≠107 cycles est observé avec un comportement quasi-asymptotique, pour des
rapports de charge faibles. Concernant des essais avec une contrainte moyenne plus élevée, plusieurs
mécanismes de ruptures apparaissent et des courbes de fatigue dites "duplex" sont obtenues. De
nombreuses études ont été réalisées sur ces sujets, spécifiquement pour des alliages de titane, avec
des approches probabilistes de compétition de défauts, avec parfois de la simulation numérique
(tirages aléatoires) [Chandran et Jha, 2005, Chandran et al., 2009, Liu et al., 2015].

Une étude complémentaire à la simulation d’essais d’auto-échauffement (cf. Chapitre II) est
présentée en Annexe C, qui permet d’obtenir et de modéliser simplement ce type de comportement
à plusieurs mécanismes de rupture.

• Influence du rapport de charge :
L’impact du chargement moyen a largement été étudié dans le cas du TA6V, dans les domaines
HCF et VHCF [Morrissey et al., 1999, Bellows et al., 1999, Boyce et Ritchie, 2001, Nicholas,
2002, Furuya et Takeuchi, 2014, Liu et al., 2015]. Comme annoncé précédemment dans le cas des
alliages de titane, le rapport de charge peut impacter le mécanisme de rupture. Un exemple de
diagramme de Haigh, obtenue par la méthode des paliers à 107 cycles (cf. Chapitre I), illustre alors
l’influence de la contrainte moyenne (Figure III.13).

Pour obtenir ce diagramme, les éprouvettes ont été rechargées jusqu’à rupture et aucune consi-
dération de cumul de dommage ou de compétition de mode de rupture n’a été considérée. Pour des
rapports de charge très élevés, supérieurs à R = 0, 8, des fractographies d’éprouvettes de TA6V
(sollicitées à température ambiante) montrent même une absence totale de clivage ou de strie : les
ruptures sont ductiles et ressemblent en tout point, même après 107 cycles, à des ruptures issues
d’essais de traction [Nicholas, 2002].
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Certains auteurs qualifient alors "d’anomalie" la sensibilité à la contrainte moyenne du TA6V, du
fait que le diagramme de Haigh ne peut pas être simplement décrit par de simples modèles comme
Goodman, Soderberg ou Gerber, mais surtout du fait de son évolution importante en fonction du
nombre de cycles considéré (différents mécanismes de rupture pour des rapports de charge élevés)
[Oberwinkler, 2016, Bandyopadhyay et al., 2019].

De plus en plus d’études tendent vers la détermination des propriétés en fatigue pour des rapports
de charge élevés ; avec donc des contraintes maximales très grandes, où la prise en compte de la
plasticité est nécessaire et l’interaction avec le fluage lors d’essais longs est parfois constatée.
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Figure III.13 – Diagramme de Haigh du TA6V obtenu par la méthode des paliers à 10
7 cycles à température

ambiante (paliers réalisés successivement à rapport de charge constant) [Nicholas, 2002]

• Effet de la fréquence de sollicitation :
Cet effet peut rassembler plusieurs phénomènes différents :

- liés à la vitesse de sollicitation et donc à des effets de viscosité ;
- liés aux échanges physico-chimiques (surtout dans la considération d’amorçage en surface ou

de propagation de fissure) avec le milieu ambiant ;
- liés au temps de maintiens à fortes contraintes, et donc à l’interaction avec le fluage.

Plusieurs études ont été menées sur le TA6V et présentent des résultats d’essais pour différentes
fréquences de sollicitation [Morrissey et al., 1999, Ritchie et al., 1999, Morrissey et Nicholas, 2006,
Takeuchi et al., 2008].

Les travaux de Takeuchi et al. [Takeuchi et al., 2008] montrent une très légère influence de la
fréquence de sollicitation dans le cas d’amorçage en interne, sur une plage de fréquence de 120Hz
à 20kHz (Figure III.14a). Lors d’amorçage en surface, un plus grand effet de fréquence est parfois
constaté (Figure III.14b).

(a) Microstructure A (en interne) (b) Microstructure C (à la surface)

Figure III.14 – Effet de la fréquence sur le mécanisme d’amorçage et la durée de vie de deux microstructures
différentes [Takeuchi et al., 2008]
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• Influence de l’environnement :
Les alliages de titane sont réputés pour avoir de bonnes propriétés mécaniques à haute-température
et une bonne résistance aux environnements corrosives [Mailly, 1999]. En ce qui concerne des
résultats de fatigue à différentes températures dans le domaine HCF, il existe très peu de résultats
(publiés) sur l’influence de la température sur les durées de vie d’éprouvettes en TA6V.

Il y a par exemple quelques résultats d’essais dans la publication de Tokaji et al. [Tokaji,
2006], cependant la majorité des essais ne se situent pas vraiment dans le domaine HCF, et les
températures considérées sont très élevées pour le TA6V (Figure III.15).

Il est généralement admis que pour le TA6V, l’évolution de la limite d’endurance du matériau
diminue avec l’augmentation de la température d’essais, tout comme la résistance maximale du
matériau et sa limite d’élasticité, bien qu’il n’y ait pas de liens direct (Figure III.6b).
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Figure III.15 – Effet de la température sur la courbe de fatigue du TA6V pour différentes températures [Tokaji,
2006] - 623K = 349°C et 723K = 449°C

• Influence de la surface :
L’état de la surface est un élément important à prendre en compte en fatigue, d’autant plus avec la
sensibilité à l’amorçage en surface des éprouvettes de titane. Il peut regrouper plusieurs phénomènes,
comme la rugosité de surface, les contraintes résiduelles ou encore les modifications locales de
microstructures. Il existe quelques études dans la littérature pour évaluer les influences de l’usinage,
de différents traitements comme le grenaillage, ou encore des effets de nitruration ou d’oxydation
(relié aux effets d’environnement).

• Effet d’entaille et effet de volume et d’hétérogénéité de contrainte :
De même, il y a de nombreux résultats d’essais sur des éprouvettes entaillées dans la littérature
[Haritos et al., 1999, Takeuchi et al., 2008]. Plusieurs phénomènes influencent ces essais :

- effet d’une concentration de contrainte (Kt) ;
- effets de volume et d’hétérogénéité de contrainte (liés à la probabilité de trouver un défaut

critique) ;
- effet de gradient de contrainte (qui tend à ralentir la propagation de fissure) ;
- effet de plasticité localisé à l’entaille (relaxation...) ;
- et bien sûr les effets de surface, déjà évoqués, qui sont plus fortement sollicités (et en général

plus marqués lors de l’usinage de petites entailles, que ça soit en rugosité de la surface, ou
en contraintes résiduelles).

Il est très difficile d’analyser ces essais de la littérature du fait du grand nombre de paramètres
et d’effets mis en jeu. Par exemple, Takeuchi et al. [Takeuchi et al., 2008] présentent des résultats
d’essais de fatigue sur des éprouvettes entaillées (Figure III.16), pour les deux mêmes microstruc-
tures précédentes (Figure III.14).
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(a) Microstructure A (b) Microstructure C

Figure III.16 – Résultats d’essais sur deux microstructures (Figure III.14) avec des éprouvettes entaillées (ruptures
en surface) [Takeuchi et al., 2008]

Les géométries d’éprouvettes entaillées ne sont pas précisées, ni même les valeurs de concentra-
tion de contrainte. Les amorçages sont systématiquement à la surface, mais un effet de fréquence
plus limité est constaté sur les durées de vie (notamment sur la Microstructure C). Les auteurs ex-
pliquent ces résultats par un amorçage rapide de la fissure du fait de la concentration de contrainte,
puis par une propagation plus longue et réduite à une zone plastique. Ainsi d’après les auteurs, seule
la phase d’amorçage dépendrait de la fréquence de sollicitation, mais pas la phase de propagation.

Certains de ces aspects sont discutés en Annexe A, concernant le dépouillement d’une campagne
d’essais de fatigue sur différentes géométries d’éprouvettes entaillées de TA6V. Les résultats de la
campagne sont évalués et comparés à des modèles volumiques probabilistes simples prenant en
compte les effets de volume et d’hétérogénéité de contrainte. Pour le TA6V, des études ont été réa-
lisées sur ces effets dans le cas du développement d’une approche probabiliste volumique en fatigue
multiaxiale pour l’analyse de différents types de sollicitations (traction, torsion, flexion rotative...)
[Delahay, 2004], ou encore pour l’analyse de l’influence de micro-entailles par des approches volu-
miques, surfaciques et sub-surfacique [Simon, 2016].

c) Conclusion et objectifs des essais d’AE sur TA6V

Les propriétés en fatigue dépendent de très nombreux paramètres et sont parfois difficiles à
évaluer (caractère aléatoire des essais de fatigue et dispersion, nombre d’éprouvettes, temps et
coût de caractérisation...). De plus, le TA6V possède une microstructure complexe et de grandes
différences peuvent donc être constatées en comparant les différentes valeurs de la littérature.
Cependant, il est possible de généraliser quelques constatations sur les propriétés en fatigue du
TA6V (à température ambiante) :

- Le TA6V est sensible à l’état de la surface. Certaines courbes (notamment pour les rap-
ports de charges plus élevés) peuvent représenter plusieurs mécanismes de rupture, avec une
compétition entre les amorçages en surface et en interne. La transition entre les mécanismes
pouvant se faire autour de 107 cycles.

- Il y a a priori peu d’effet de la fréquence de sollicitation (sauf pour quelques cas de micro-
structure avec des amorçages de fissure en surface sur éprouvettes lisse).

- Des questions se posent sur l’influence des grands rapports de charges, avec le changement
de mécanisme constaté et les effets des contraintes maximales élevées.
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En ce qui concerne les essais d’auto-échauffement, l’objectif principal du chapitre est la mise en
place d’un protocole pour la réalisation d’essais à haute-température. Pour cela, des éprouvettes
de fatigue de TA6V ont directement été fournies par Safran Aircraft Engines. Les éprouvettes ont
été obtenues par usinage dans des barres forgées de diamètres 45mm. Pour cette étude, deux lots
d’éprouvettes ont été utilisés. Aucune différence en auto-échauffement et en termes de durées de
vie en fatigue n’a été constatée entre ces deux lots. Les résultats seront présentés sans distinction.
Pour des raisons de confidentialité, les contraintes sont normées.

La première étape est donc le développement du protocole expérimental pour la réalisation
d’essais d’auto-échauffement à des températures supérieures à la température ambiante. Ainsi par
la suite, plusieurs températures et rapports de charges sont testés pour évaluer leurs influences
sur la courbe d’auto-échauffement. L’objectif du chapitre est alors d’évaluer l’apport de ces me-
sures d’auto-échauffement pour l’étude des mécanismes d’endommagement et sur la pertinence des
résultats obtenus vis-à-vis des essais de fatigue classiques.

159



2 Développement de l’essai à haute température

2 Application de la méthode d’auto-échauffement à des tempéra-
tures supérieures à la température ambiante

Les essais d’auto-échauffement consiste à appliquer une succession de paliers de chargement
cyclique à une éprouvette, et d’étudier l’évolution de sa température au cours de ces phases de
sollicitation. Afin de déterminer une faible élévation de température dans un environnement à haute
température, il est nécessaire de bien contrôler tous les aspects de l’environnement thermique au
cours de l’essai. Il s’agit alors d’optimiser l’acquisition de température, pour atteindre les meilleures
résolutions possible, ainsi que les conditions aux limites thermiques (régulation du four, stabilisation
de l’environnement, confinement du four...).

Dans cette partie, le protocole pour la réalisation d’essais d’auto-échauffement sous chargement
de traction-compression est présenté. Un essai réalisé sur du TA6V à 250°C avec un rapport de
charge de R = ≠1 permet d’illustrer le déroulement et l’analyse d’une courbe d’auto-échauffement.

L’ensemble des résultats de ce chapitre utilise des contraintes qui sont normées par une valeur
représentant environ la limite d’élasticité du TA6V à 250°C.

2.1 Présentation des moyens d’essais
L’ensemble des essais sur TA6V ont été réalisés sur une machine hydraulique INSTRON d’une

capacité maximale de 100kN et équipée de mors haute-température (Figure III.17). Un système
de refroidissement par eau permet de protéger le vérin hydraulique et la cellule d’effort.

Figure III.17 – Dispositif expérimental - Machine hydraulique de traction-compression équipée de mors haute-
température et d’un four à résistance (contrôle en trois zones)
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Le système de chauffage retenu pour la réalisation d’essais à haute-température s’est porté sur
un four à résistance CERHEC, en trois zones de contrôle. L’objectif est d’avoir une enceinte fermée
avec une grande inertie afin d’obtenir un environnement thermique le plus stable possible. Ainsi,
le four est confiné avec de la fibre de céramique pour éviter au maximum les pertes thermiques et
les perturbations extérieures.

2.2 Acquisition de température

Les éprouvettes testées au cours de cette étude sont toutes identiques. La géométrie des éprou-
vettes est cylindrique, avec donc une zone utile pour laquelle la section est constante. Une approche
0D, avec une vision moyenne dans le volume de l’éprouvette, est adoptée. Une mesure ponctuelle
par thermocouple suffit donc à rendre compte de l’auto-échauffement sous sollicitation cyclique de
l’éprouvette.

Des thermocouples de type K sont utilisés pour évaluer les variations de température au cours
de l’essai. Ainsi, un thermocouple est fixé dans la partie utile de l’éprouvette, et deux autres
thermocouples sont utilisés pour évaluer les variations de température de l’environnement immédiat
de l’éprouvette. Ils sont placés au niveau des mors, suffisamment proches de l’éprouvette tout en
n’étant pas affectés par l’auto-échauffement au cours de sa sollicitation cyclique (Figure III.18).

Les thermocouples sont ligaturés et un ciment céramique est ajouté pour bien maintenir la
soudure du thermocouple au contact de l’éprouvette. Cela permet également d’isoler la mesure de
l’air ambiant du four, ce qui réduit le bruit de mesure.

Figure III.18 – Fixation des thermocouples : sur la zone utile de l’éprouvette et dans l’environnement immédiat de
l’éprouvette

Du fait du bon confinement du four et du refroidissement des mors, les principales pertes ther-
miques sont dues à la conduction au sein des mors. Un gradient thermique est donc présent au
niveau de la ligne de la machine d’essai. Il est nécessaire d’attendre une bonne stabilisation du four
avant la réalisation de l’essai. L’état stabilisé correspond alors à un gradient de température, qui
est minimisé dans l’environnement proche de l’éprouvette par la taille importante des mors et du
four par rapport à la zone utile de l’éprouvette.
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2 Développement de l’essai à haute température

Lors de la sollicitation, l’auto-échauffement de l’éprouvette s’ajoute à ce gradient thermique. Il
est alors possible d’isoler l’élévation de température de l’éprouvette, par rapport à l’état stabilisé,
par la relation

◊ = TEP ≠ TMH + TMB

2
, (III.1)

avec TEP la température de l’éprouvette, TMH celle du mors haut et TMB celle du mors bas.

Les essais cycliques sont réalisés avec une fréquence de sollicitation de f = 30Hz. Le temps de
réponse associé à un thermocouple est de l’ordre de la seconde ; la fréquence d’acquisition thermique
est alors fixée à 1Hz. Ainsi, lors de la sollicitation, la variation du signal mesuré sur une seconde
correspond à l’élévation de la température de l’éprouvette moyennée sur 30 cycles de sollicitation,
moyennée dans le volume (approche 0D). La résolution des thermocouples (dépendant du type et
de leurs dimensions, ainsi que du moyen d’acquisition) est de l’ordre du centième de degrés K. Le
bruit de mesure dans un état stabilisé est d’environ 0, 05K (pour ◊), ce qui sera alors considéré
comme étant l’incertitude de la mesure.

2.3 Réalisation d’un essai d’auto-échauffement

La réalisation d’un essai d’auto-échauffement consiste en une succession de blocs de chargements
cycliques avec une amplitude de chargement croissante. Chaque bloc est effectué à la même fré-
quence de sollicitation de 30Hz. L’ensemble de la courbe est réalisée à un même rapport de charge
R et à la même température T .

Le nombre total de paliers et les valeurs des amplitudes pour une courbe d’auto-échauffement
se déterminent par expérience et sont un compromis entre la capacité de la machine (pas minimum
entre deux amplitudes), une bonne description de la courbe d’auto-échauffement (avec suffisam-
ment de points autour de la limite d’endurance) et le temps d’essai. Ainsi, pour un essai d’auto-
échauffement constitués d’une vingtaine de paliers, il faut environ quatre heures d’essais (Figure
III.19), soit une dizaine d’heures en tout avec un four pour cette gamme de température avec la
mise en place, la montée et la stabilisation de la température.

Le nombre de cycles par palier est choisi par rapport au temps nécessaire à la stabilisation de
température, et donc par rapport au temps de mise en place de l’équilibre thermique ·eq. Avec les
éprouvettes de TA6V et ce montage d’essai (Figure III.17), une sollicitation cyclique t0 = 300s suffit
pour atteindre l’équilibre thermique ; ce qui correspond à des paliers de 9000 cycles à la fréquence
de 30Hz. En effet, le temps caractéristique évalué lors du retour à l’équilibre après sollicitation est
d’environ ·eq = 60s. Il est difficile de l’évaluer précisément. Aucune variation de ce temps caracté-
ristique n’a été constatée lors des essais à différentes températures (même ordre de grandeur pour
tous les essais réalisés sur éprouvettes de TA6V).

Les paliers sont définis par un chargement cyclique en effort imposé de 9000 cycles à 30Hz. Pour
des paliers de quelques milliers de cycles réalisés à amplitude croissante, le pas d’amplitude entre
deux blocs n’a, a priori, pas d’impact sur la courbe d’auto-échauffement ; il ne s’agit que de quelques
milliers de cycles, pour des amplitudes de chargement dans le domaine de la fatigue à grand nombre
de cycles, ainsi, le cumul de dommage est en général négligeable [Munier, 2012, Louge, 2019].

Le dernier palier est mené jusqu’à rupture. Un nombre de cycles à la limite du domaine de la
fatigue à grand nombre de cycles est recherché (autour de 105 cycles), soit une sollicitation d’envi-
ron une heure à 30Hz. En général pour ces derniers paliers à amplitude de contrainte importante,
la température ne se stabilise plus ; le terme source n’est plus constant.
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(a) Suivi de température des trois thermocouples (Figure III.18)
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(b) Suivi de température lors de l’essai d’auto-échauffement (zoom)

Figure III.19 – Suivi de température au cours d’un essai d’auto-échauffement sur une éprouvette de TA6V avec
T = 250°C et R = −1 - Les temps initiaux des paliers sont mis en évidence

Au cours de l’essai d’auto-échauffement, la régulation du four n’est pas reliée directement à
la température de l’éprouvette, au cas contraire l’auto-échauffement impacterait l’environnement
thermique. De plus, les sollicitations sont très courtes (lors des paliers d’auto-échauffement) et avec
des variations de température de l’éprouvette relativement faibles. Comme l’inertie du four est très
importante, l’environnement thermique n’est pas impacté par l’auto-échauffement de l’éprouvette.

L’intérêt de la mesure différentielle en ◊, et donc avec trois thermocouples 1, est de pouvoir com-
penser les variations de l’environnement thermique (et indépendamment de la phase de sollicitation
ou non). En effet, ces variations sont liés à la régulation du four et sont très faibles, avec de plus une
inertie importante (et peuvent même correspondre à la fin de la stabilisation de l’environnement
thermique dans le four). Sur les 4-5h que dure un essai d’auto-échauffement, il se peut en effet que
la température de l’environnement thermique évolue de quelques dixièmes de degrés, indépendam-
ment du fait de l’auto-échauffement de l’éprouvette.

1. En théorie, deux thermocouples suffisent. Un troisième thermocouple est utilisé à température ambiante pour
quantifier l’évolution de la température du vérin hydraulique lors des phases de sollicitation [Doudard, 2004, Munier,
2012]. Avec le four, et les mors refroidis, l’évolution de la température du vérin n’impacte logiquement pas la mesure.
Cependant, trois thermocouples sont tout de même utilisés sur la ligne pour avoir une idée du gradient thermique.
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2 Développement de l’essai à haute température

• Traitement des paliers d’auto-échauffement :
Les paliers d’auto-échauffement sont analysés séparément (Figure III.20). L’objectif est d’évaluer
précisément l’augmentation de température uniquement due à cette phase de sollicitation et bien
observer un retour à l’équilibre thermique, soit ◊ = 0K (avec un offset légérement différents pour
chaque palier).
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Figure III.20 – Évolution de la température moyenne pour chacun des paliers de chargement lors d’un essai sur le
TA6V (T = 250°C et R = −1)

Le protocole mis en place permet bien de détecter de très faibles élévations de température
(inférieures à 0, 1K) autour d’une température de 250°C et pour des niveaux de contraintes très
faibles, bien au-dessous de la limite d’élasticité macroscopique du TA6V à 250°C (valeur ayant
servie à normer les contraintes).

Des élévations de température sont bien constatées pour des faibles contraintes (et à haute-
température). Cela traduit donc l’activation de phénomènes dissipatifs, pour des niveaux de
contraintes bien en dessous de la limite d’élasticité macroscopique.
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• Obtention de la courbe d’auto-échauffement :
Afin de valider le dépouillement, et comme les résolutions de température sont suffisantes pour le
TA6V, les deux méthodes d’analyse vont être comparées pour évaluer la dissipation de l’éprou-
vette à partir de la mesure thermique : l’analyse en régime stabilisé (◊̄) et l’analyse en régime
transitoire (◊̇tæ0) (cf. Chapitre II). Les termes sources ainsi calculés sont représentés en fonction
de l’amplitude du chargement appliquée (Figure III.21), avec ·eq = 60s, afin d’obtenir les courbes
d’auto-échauffement.

Les deux méthodes d’analyse de la dissipation donnent des résultats semblables. L’évaluation de
la vitesse d’élévation de température initiale (◊̇tæ0) est délicate lorsque l’élévation de température
est très faible. De plus, l’analyse se faisant sur les 10 premières secondes, les valeurs tendent à être
sous-estimées du fait des échanges thermiques. Au contraire, les valeurs de dissipation détermi-
nées avec la méthode stabilisée tendent à être surestimées, étant donné que les derniers paliers ne
semblent pas se stabiliser (terme source non constant).
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Figure III.21 – Obtention d’une courbe d’auto-échauffement - TA6V avec T = 250°C et R = −1
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2 Développement de l’essai à haute température

Cependant, comme les deux méthodes d’analyse donnent des résultats proches, les valeurs de ◊̄

pour des paliers ne se stabilisant pas sont tout de même conservées. L’important est de toujours
garder un même temps d’analyse, et de dépouiller tous les essais de la même manière. En effet,
l’intérêt de la méthode est d’évaluer l’évolution de la dissipation en fonction de l’amplitude de
contrainte, donc de manière qualitative. Les valeurs de dissipation ne sont pas utilisées de manière
quantitative pour le moment. La résolution est meilleure lors de l’analyse en régime stabilisée et
c’est donc cette méthode qui sera utilisée par la suite. Les prochaines courbes d’auto-échauffement
seront représentées en ◊̄, bien que ça ne soit pas une donnée intrinsèque du matériau.

• Présence de deux régimes d’auto-échauffement :
Deux régimes sont visibles sur la courbe d’auto-échauffement (Figure III.21b). La pente du régime
primaire identifiée est n = 1, 9. Ce qui est en accord avec les observations réalisées sur les aciers à
température ambiante. Elle est donc fixée à 2 pour la suite. La modélisation probabiliste à deux
échelles, développée et validée sur une large gamme d’aciers [Munier, 2012] (cf. Chapitre II), est
utilisée pour l’analyse des courbes d’auto-échauffement sur TA6V. Ce modèle est alors identifié sur
la courbe d’auto-échauffement obtenue avec la méthode d’analyse stabilisée (Figure III.22).
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Figure III.22 – Identification du modèle probabiliste à deux échelles sur une courbe d’auto-échauffement de TA6V
(T = 250°C et R = −1)
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L’évolution de la température stabilisée ◊̄ en fonction de l’amplitude de contrainte Σ0 est définie
par

◊̄ = –

A

Σ0

Σref

B2

+ —

A

Σ0

Σref

Bm+2

, (III.2)

où – représente l’intensité du régime primaire, — l’intensité du régime secondaire, et m + 2 est la
pente du régime secondaire (en échelle logarithmique).

Le modèle fait intervenir deux phénomènes dissipatifs : un mécanisme de microplasticité diffuse,
décrit par une matrice élastoplastique, et un mécanisme de microplasticité localisée, décrit par une
population de sites élastoplastiques s’activant avec l’amplitude de contrainte. Les propriétés en
fatigue sont évaluées à partir d’une hypothèse de maillon faible (cf. Chapitre II).

Pour rappel, les valeurs d’amplitudes sont normées par la limite d’élasticité du TA6V à 250°C. La
dissipation intervient alors largement dans le domaine d’élasticité macroscopique de l’éprouvette.
Dans ce modèle, l’analyse du régime secondaire permet de déterminer les propriétés en fatigue
à grand nombre de cycles. La limite d’endurance médiane Σ

50
Œ est associée au début du régime

secondaire, soit en analysant la courbe d’auto-échauffement pour le palier Σ0 = 0, 633 (Figure
III.22). La dispersion en fatigue est déterminée avec la pente du régime secondaire, qui fait intervenir
le module de Weibull. L’identification donne m = 24, 9, soit un coefficient de variation de Cv = 0, 05.

Cette courbe d’auto-échauffement, obtenue en une dizaine d’heures, permet d’évaluer la limite
d’endurance médiane et la dispersion associée avec une seule éprouvette. Cette analyse est réalisée
avec le modèle probabiliste à deux échelles permettant de décrire l’auto-échauffement. Ce modèle
est utilisé pour le TA6V uniquement du fait de la présence de deux régimes d’auto-échauffement.

2.4 Répétabilité et lien avec les propriétés en fatigue

Plusieurs essais ont été réalisés dans les mêmes conditions de température de 250°C et de rapport
de charge R = ≠1. Les courbes d’auto-échauffement sont superposées pour être comparées (Figure
III.23).

Pour illustrer la variabilité expérimentale, les modules de Weibull sont identifiés à partir des
régimes secondaires. L’identification se fait dans la gamme d’amplitude [0, 73 ≠ 0, 80] et donne des
valeurs de dispersion pour les trois éprouvettes :

- m = 24, 9 soit Cv = 0, 050 pour l’éprouvette 1 ;
- m = 26, 2 soit Cv = 0, 048 pour l’éprouvette 2 ;
- m = 24, 3 soit Cv = 0, 051 pour l’éprouvette 3.

Dans la suite, le module de Weibull considéré sera m = 25, soit Cv = 0, 05. La variabilité expéri-
mentale est donc très faible, et il semble pertinent d’estimer que ces trois éprouvettes proviennent
d’une même population, et donc qu’elles soient chacune représentatives de cette population. Cela
justifie donc le fait d’évaluer la dispersion des propriétés en fatigue avec une seule éprouvette.

Pour tenter d’évaluer le niveau de répétabilité et conforter ce dernier résultat, ces valeurs sont
comparées aux simulations d’essais d’auto-échauffement réalisées à partir du modèle probabiliste à
deux échelles et présentées au chapitre précédent (cf. Chapitre II). La simulation d’essais d’auto-
échauffement avait permis de mieux comprendre le lien entre la dissipation des sites du modèle
et les propriétés en fatigue (activation du premier site, alors critique). Des simulations d’essais
d’auto-échauffement ont été réalisées pour une population d’éprouvettes. Une courbe enveloppe
a été déterminée pour différentes conditions de simulation pour représenter la variabilité d’auto-
échauffement dans la population d’éprouvettes considérée, avec le lien avec les propriétés en fatigue.
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Figure III.23 – Répétabilité de la courbe d’auto-échauffement du TA6V (T = 250°C et R = −1)

Les essais sont alors comparés à la courbe enveloppe représentant la variabilité du modèle et
issue de la simulation. Cette courbe est obtenue pour une simulation avec un module de Weibull
m = 25 et est recalée à la limite d’endurance Σ

50
Œ = 0, 633. Elle est représentée avec un régime pri-

maire identifié expérimentalement et considéré identique pour les trois éprouvettes (Figure III.24).
La représentation avec uniquement le régime secondaire est également présentée (Figure III.25).

Concernant l’identification du module de Weibull, la variabilité numérique a été évaluée par la
simulation des 100 éprouvettes. Les modules de Weibull ont été identifiés sur une gamme d’ampli-
tude normée par la limite d’endurance médiane de [1, 15≠1, 3], soit dans ce cas-ci qui correspondrait
à une gamme d’amplitude de [0, 73 ≠ 0, 83]. Avec la simulation réalisée avec m = 25, la variabilité
de l’identification du module de Weibull est caractérisée par (cf. Chapitre II) :

- une médiane de m = 25, 2, soit Cv = 0, 050 ;
- une incertitude, évaluée avec les 5e et 95e centiles de la population, de [22, 3 ≠ 28, 7] pour le

module de Weibull, et donc de [0, 044 ≠ 0, 056] pour le coefficient de variation.
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Figure III.24 – Comparaison de la répétabilité obtenue expérimentalement à la variabilité déterminée par simulation
des essais d’auto-échauffement avec Σ

50
Œ = 0, 633 et m = 25 - Représentation des deux régimes

d’auto-échauffement

Bien que la variabilité d’auto-échauffement d’une population d’éprouvettes soit idéalisée, car
issue de simulations sans aucun bruit, les résultats d’essais expérimentaux sont bien dans cette
courbe enveloppe de la simulation. De plus, les résultats des trois éprouvettes sont alors largement
dans la gamme de variabilité du modèle pour l’identification du module de Weibull. Cela confirme
alors une très bonne répétabilité des essais d’auto-échauffement et le fait que les éprouvettes puissent
être considérées comme VER au sens du modèle, au moins en termes de dissipation.

Cette répétabilité des essais d’auto-échauffement permet de valider le protocole d’essais. En
effet, il y existe beaucoup de facteurs qui peuvent affecter la répétabilité d’un essai, comme des
variabilités sur les éprouvettes d’un "même lot" (usinage, section, distribution de défaut, micro-
structure complexe du TA6V, hétérogénéité du lot matière...) ou lors de la réalisation des essais
(bruit sur la cellule d’effort, bruit du fait des thermocouples et de l’environnement thermique...).

Les éprouvettes sont représentatives de la population totale, au moins en termes de dissipation.
Ainsi, l’analyse d’une seule courbe d’auto-échauffement permet de déterminer les propriétés en
fatigue à partir de la modélisation probabiliste à deux échelles.
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Figure III.25 – Comparaison de la répétabilité obtenue expérimentalement à la variabilité déterminée par simulation
des essais d’auto-échauffement avec Σ

50
Œ = 0, 633 et m = 25 - Représentation du régime secondaire
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3 Détermination rapide des propriétés en fatigue du TA6V par la
méthode d’auto-échauffement

Plusieurs résultats significatifs ont déjà été évoqués sur le comportement en auto-échauffement
du TA6V. Premièrement, deux régimes ont été constatés sur la courbe d’auto-échauffement du
TA6V. Ainsi, la modélisation probabiliste à deux échelles est utilisée en première approche. Les
propriétés en fatigue à grand nombre de cycles sont déterminées à partir du second régime d’auto-
échauffement :

- la transition entre les deux régimes indique un seuil d’activation des sites de microplasticité,
alors associée à une limite d’endurance médiane Σ

50
Œ ;

- la pente du régime représente la population de sites pouvant s’activer et permet de déterminer
la dispersion avec le module de Weibull m.

De plus, il y a une très bonne répétabilité de l’essai d’auto-échauffement, ce qui justifie le
fait que l’analyse d’une seule courbe d’auto-échauffement suffise pour déterminer les propriétés
en fatigue du matériau. Cela constitue alors un gain considérable en termes de coût et de temps
de caractérisation par rapport à des méthodes classiques de détermination des propriétés en fatigue.

L’objectif de cette partie est d’évaluer l’impact du rapport de charge et de la température sur
les courbes d’auto-échauffement. Ainsi, le même protocole d’essai et de dépouillement est appliqué
pour différentes conditions d’essais. Ensuite, ces courbes d’auto-échauffement sont analysées à l’aide
du modèle probabiliste à deux échelles pour déterminer les propriétés en fatigue. Ces résultats sont
alors comparés à une base de données d’essais de Safran Aircraft Engines.

3.1 Résultats d’essais d’auto-échauffement

Plusieurs conditions d’essais sont évaluées dans cette partie. Des courbes d’auto-échauffement
sont réalisées pour trois températures d’essais différentes (T = 150°C, T = 250°C et T = 350°C),
et pour trois rapports de charge différents (R = ≠1, R = 0 et R = 0, 5). L’ensemble des amplitudes
de contrainte sont toujours normées par la même valeur, la limite d’élasticité du TA6V à 250°C.

3.1.1 Influence du rapport de charge

L’influence du rapport de charge sur la courbe d’auto-échauffement est présenté pour la condi-
tion de température de T = 250°C. Les paliers d’auto-échauffements obtenus lors d’essais avec une
contrainte moyenne non nulle (donc pour R = 0 et R = 0, 5) sont présentés pour la condition
T = 250°C (Figure III.26 et Figure III.27). À l’inverse de ce qui a été observé pour la condition
R = ≠1 (Figure III.20), la température semble bien se stabiliser en fin de palier. Il est à noter que
pour la condition R = 0, le couplage thermoélastique et bien visible et correspond à la mise en
contrainte moyenne (préparation du palier suivant). Il y a bien un retour à l’équilibre thermique
sans sollicitation cyclique à la fin des paliers.

Les derniers paliers ont un comportement particulier, en passant par un maximum de tempé-
rature, puis en redescendant. Il semblerait que ce pic de température soit lié à de la plasticité
généralisée dès le premier quart de cycle du fait de la contrainte maximale appliquée très proche de
la limite d’élasticité macroscopique. La température diminue ensuite pour atteindre l’état stabilisé
correspondant uniquement à la dissipation de la sollicitation cyclique. L’impact des chargements à
contrainte maximale élevée sera discuté dans la suite du chapitre, notamment concernant l’appli-
cation de la méthode pour des rapports de charges élevés.
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Figure III.26 – Représentation des paliers d’auto-échauffement lors d’un essai sur le TA6V (T = 250°C et R = 0)
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Figure III.27 – Représentation des paliers d’auto-échauffement lors d’un essai sur le TA6V (T = 250°C et R = 0, 5)

Les paliers sont tous analysés de la même manière et les élévations de température sont alors
tracées en fonction de l’amplitude de contrainte du chargement appliqué pour obtenir les courbes
d’auto-échauffement du TA6V à 250°C (Figure III.28). Seul le régime secondaire semble être affecté
par la présence d’une contrainte moyenne. Le régime primaire est identique pour tous les rapports
de charge. La transition entre les deux régimes, soit le seuil d’activation des premiers sites et donc la
limite d’endurance médiane, est alors affectée par le rapport de charge. Lorsque celui-ci augmente,
la valeur de contrainte correspondant à la transition entre les deux régimes diminue.

Ainsi, les courbes d’auto-échauffement rendent bien compte de la présence d’une contrainte
moyenne, ce qui est en accord avec les études précédentes sur les aciers (cf. Chapitre II). Il convient
tout de même de noter que les rapports de charge élevés sont rarement étudiés. De plus, les dif-
férences d’élévations de température entre les différents rapports de charge sont plus importantes
que ce qui est en général constaté (Figure III.28a).

Les essais d’auto-échauffement rendent bien compte de la présence d’une contrainte moyenne. Seul
le régime secondaire, lié aux propriétés en fatigue, est affecté par le rapport de charge. Lorsque le
rapport de charge augmente, la transition entre les deux régimes diminue.
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Figure III.28 – Influence du rapport de charge sur la courbe d’auto-échauffement du TA6V à T = 250°C

3.1.2 Influence de la température

Des courbes d’auto-échauffement avec les trois rapports de charge ont été réalisées pour trois
températures jusqu’à T = 350°C. Pour les différentes températures d’essais, les échanges thermiques
sont modifiés au sein du four. Cependant au niveau de l’éprouvette, et du positionnement des trois
thermocouples, les gradients restent similaires et l’environnement est très stable pour toutes les
conditions. Le temps caractéristique de mise en place de l’équilibre thermique ·eq ne semble pas
trop impacté sur cette gamme de température d’essais. De même, le bruit de mesure de température
est similaire. Ainsi, les courbes sont analysées de la même manière que précédemment, avec une
analyse en température stabilisée et avec le même protocole d’essais et de dépouillement. Neuf
conditions d’essai sont alors étudiées (Figure III.29).

Lorsque la température augmente, seul le régime secondaire semble être impacté ; la valeur de
contrainte de transition entre les deux régimes diminue pour un même rapport de charge. Ainsi, la
limite d’endurance médiane diminue avec l’augmentation de la température, ce qui est en accord
avec ce qui est en général observé.
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Figure III.29 – Courbes d’auto-échauffement du TA6V pour différentes conditions de températures et de rapports
de charge

Pour les conditions à R = 0, 5, il faut noter que des courbes ont été réalisées avec un auto-
échauffement maximal de 0, 5K dans un environnement thermique allant jusqu’à 350°C.

Les essais d’auto-échauffement rendent également compte de la température d’essai. Lorsque la
température augmente, la transition entre les deux régimes est impactée.

3.1.3 Conclusion

Les différentes conditions testées ont montré l’influence du rapport de charge et de la tempéra-
ture sur la courbe d’auto-échauffement. Pour toutes les conditions d’essais, deux régimes d’auto-
échauffement sont observés. Seuls les régimes secondaires sont impactés.

Dans le modèle probabiliste à deux échelles, ce régime secondaire représente l’activation de
sites de microplasticité. L’analyse de ce régime permet de déterminer les propriétés en fatigue
du matériau, et notamment la limite d’endurance médiane qui est associée au début du régime
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secondaire. Lorsque la température ou le rapport de charge augmente, alors le début du régime
secondaire est impacté et diminue. Cela traduit alors une diminution de la limite d’endurance
médiane avec l’augmentation de la température et/ou du rapport de charge.

Dans la suite, le modèle probabiliste à deux échelles est utilisé pour analyser plus finement les
courbes d’auto-échauffement et ainsi déterminer les amplitudes de transition entre les régimes.

En effet, il est délicat de déterminer avec précision le début du régime secondaire pour les essais
avec des grands rapports de charges (Figure III.30) pour lesquels l’auto-échauffement est très faible
et où il y a peu de paliers 1.
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Figure III.30 – Transitions entre les deux régimes d’auto-échauffement du TA6V pour les différentes conditions
d’essai

3.2 Proposition de dépouillement à partir de la modélisation pro-
babiliste à deux échelles

Le modèle probabiliste à deux échelles permet de décrire une courbe d’auto-échauffement avec
uniquement trois paramètres (Équation IV.1), tous identifiables sur une seule courbe d’auto-
échauffement :

- –, l’intensité du régime primaire ;
- —, l’intensité du régime secondaire ;
- m + 2, la pente du régime secondaire.

3.2.1 Identification du module de Weibull

L’identification du module de Weibull se fait pour les conditions R = ≠1. En effet, il s’agit des
courbes avec les élévations de température les plus importantes, donc moins impactées par le bruit.
De plus, elles sont réalisées sans contrainte moyenne, qui pourrait modifier le régime primaire,
et plus globalement le signal thermique (en atteignant des contraintes maximales élevées). Les
paramètres du modèle sont alors identifiés sur les trois températures, indépendamment (Figure
III.31).

1. Pour augmenter l’auto-échauffement, il faudrait augmenter la fréquence de sollicitation. De même, il aurait fallu
diminuer le pas pour augmenter le nombre de paliers. Cependant cela n’était pas possible avec la machine utilisée
pour cette campagne.
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Figure III.31 – Identification du modèle pour les conditions R = −1 pour les trois températures

Bien que le régime primaire ne semble pas impacté par l’augmentation de la température, le
paramètre – est considéré comme dépendant de la température. Cela n’affecte que très faible-
ment le dépouillement proposé et il n’y a pas de raison physique pour que le régime primaire soit
indépendant de la température.

Concernant le régime secondaire, les valeurs de module de Weibull identifiées sont :
- m = 26, 2 soit Cv = 0, 048 pour T = 150°C ;
- m = 24, 9 soit Cv = 0, 050 pour T = 250°C ;
- m = 22, 9 soit Cv = 0, 054 pour T = 350°C.

Dans la suite, un module de Weibull de m = 25 sera considéré pour l’analyse des courbes d’auto-
échauffement. En effet, toutes les éprouvettes sont identiques et possèdent donc toutes des sites issus
d’une même population. La température affecte alors la contrainte d’activation des sites (moins
d’énergie mécanique à fournir lorsqu’une énergie thermique est déjà fournie par l’environnement),
mais pas la distribution de ces sites potentiellement activables au sein des éprouvettes.

Ainsi, pour une température donnée, il ne reste que les intensités des régimes secondaires, les
paramètres —, à identifier en fonction du rapport de charge. Ce paramètre peut être relié au seuil
d’activation, et donc à la limite d’endurance.
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3.2.2 Identification des limites d’endurance médianes

D’après le modèle probabiliste à deux échelles, l’intensité du régime secondaire est

— =
f·eq

flc

4 fv

hµ

V

V0Sm
0

m

(m + 1)(m + 2)
Σref

m+2, (III.3)

où les différents paramètres sont explicités au Chapitre II. Il est juste intéressant de constater qu’il
dépend du paramètre d’échelle V0Sm

0 . Or ce paramètre intervient également dans la description
des propriétés en fatigue par le modèle de Weibull. Pour deux éprouvettes "identiques" sollicitées
dans les mêmes conditions d’essais, alors le rapport des intensités fait intervenir le rapport des
paramètres d’échelles, soit

—

—ref
=

3

S0ref

S0

4m

. (III.4)

Dans le modèle de Weibull, la limite d’endurance médiane est donnée par

Σ
50
Œ = S0

3

V0

V

4
1
m

(ln 2)
1
m . (III.5)

Il est possible de déterminer la limite d’endurance dans une condition d’essai, à partir de l’intensité
du régime secondaire 1 de la courbe d’auto-échauffement avec

Σ
50
Œ = Σ

50
Œref

3

—ref

—

4
1
m

(III.6)

où (Σ50
Œref ; —ref ) correspond alors à un couple de valeurs de référence. L’identification de ce couple

se fait toujours sur la condition R = ≠1, pour les mêmes raisons qu’évoquées précédemment (Figure
III.32 et Tableau III.2).

Table III.2 – Limites d’endurance médiane déterminées par l’intensité du régime secondaire - couples de références
pour les conditions R = −1 et module de Weibull fixé à m = 25

Température Limites d’endurance médianes
R = −1 R = 0 R = 0, 5

150°C 0,750 0,471 0,267
250°C 0,633 0,432 0,250
350°C 0,550 0,384 0,233

Le modèle probabiliste à deux échelles permet alors d’interpréter les courbes d’auto-échauffement
et de déterminer de manière plus précise les limites d’endurance associées aux rapports de charge
plus élevés, bien que la description de ces courbes ne soit pas toujours parfaite.

3.3 Obtention rapide de diagramme de Haigh

Les valeurs de limites d’endurance obtenues par le dépouillement des courbes d’auto-échauffement
peuvent être rassemblées dans un diagramme de Haigh (Figure III.33). Les limites d’endurance pré-
sentées ici sont celles issues du dépouillement par le modèle probabiliste à deux échelles pour la
description des courbes d’auto-échauffement (Figure III.34).

1. Cela revient à faire dépendre le paramètre d’échelle S0 au rapport de charge R. La relation est alors identifiée
avec les intensités des régimes secondaires.
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Figure III.32 – Identification du modèle pour toutes les conditions présentées - régimes primaires identifiés par
température (α) et module de Weibull fixé à m = 25
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Ainsi, elles ne sont pas liées à un nombre de cycles particulier, mais représentent le seuil de
transition entre les deux régimes d’auto-échauffement ; soit l’activation des premiers sites menant
à terme à la rupture en fatigue de l’éprouvette. Ces valeurs pourraient donc correspondre à une
"vraie" limite d’endurance, pour une durée de vie "illimitée" 1.

De plus, l’aspect probabiliste du modèle permet de représenter les diagrammes de Haigh pour
n’importe quelle probabilité de rupture. Ces valeurs sont déterminées par le modèle de Weibull avec

ln(1 ≠ PF )

ln(1 ≠ 0, 5)
=

A

Σ
PF
Œ

Σ50
Œ

Bm

, (III.7)

où Σ
PF
Œ est la limite d’endurance associée à une probabilité de rupture de PF et m le module de

Weibull déterminé par auto-échauffement. Dans le diagramme de Haigh (Figure III.33), les limites
d’endurance médianes et les limites d’endurance à PF = 1% sont représentées.
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Figure III.33 – Diagramme de Haigh représentant les limites d’endurance (transition entre les régimes d’auto-
échauffement) pour une probabilité de 50% et une probabilité de 1%
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Figure III.34 – Modélisation des courbes d’auto-échauffement pour les neuf conditions d’essais considérées - Iden-
tification réalisée par température

1. Du point de vue du mécanisme détecté par auto-échauffement...
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Pour chaque condition de température et de rapport de charge, une seule éprouvette suffit
donc pour déterminer la limite d’endurance. Ainsi, le diagramme présenté peut être obtenu avec
seulement neuf éprouvettes, en neuf jours d’essais. Ce qui représente un gain d’éprouvettes et donc
de coût et de temps de caractérisation considérable.

La dispersion des données de fatigue, représentée par le module de Weibull m, peut être dé-
terminée à partir d’un seul essai d’auto-échauffement, de préférence pour une condition R = ≠1.
Cette détermination est très robuste malgré le fait qu’elle ne nécessite qu’une seule éprouvette.

Dans la suite, ces limites d’endurance médianes ne seront donc pas associées à un nombre
de cycles à rupture et seront alors représentées par des droites horizontales dans les diagrammes
S-N. La dispersion déterminée par auto-échauffement sera représentée par deux autres droites,
correspondantes aux probabilités de rupture PF = 10% et PF = 90%.

3.4 Confrontation/validation avec des essais de fatigue classiques

Les prévisions réalisées à partir des essais d’auto-échauffement sont comparées à des essais
issus d’une base de données de Safran Aircraft Engines. Les essais retenus sont des essais réalisés à
T = 150°C et T = 250°C sur des éprouvettes de même géométrie. Cependant, plusieurs lots matière
de TA6V sont représentés. De plus, les éprouvettes sont issues d’usineurs différents et testés par
des laboratoires d’essais différents.

Dans un premier temps, les résultats d’essais d’auto-échauffement sont comparés à la base
de données d’essais retenus (six conditions en tout). Les essais ont été réalisés entre 70Hz et
100Hz selon les campagnes d’essais et les laboratoires. Cependant, dans cette base, aucun des lots
d’éprouvettes ne provient du même procédé d’obtention que ceux testés par auto-échauffement
(barre forgée initiale de diamètre 45mm avant usinage des éprouvettes). Ainsi, deux campagnes
d’essais de fatigue supplémentaires sont réalisées avec des éprouvettes issues des mêmes lots que
celles testées par auto-échauffement. Afin d’optimiser les essais et le nombre d’éprouvettes, les
paramètres des campagnes sont basés sur les constatations réalisées par la campagne d’essais d’auto-
échauffement et avec des considérations issues de l’analyse des essais de fatigue (cf. Chapitre I).

3.4.1 Comparaison avec la base de données

La base d’essais retenue est comparée avec les prévisions faites par auto-échauffement (Figure
III.35). Les résultats d’auto-échauffement ne sont pas associés à un nombre de cycles particulier
et sont donc représentés par des droites horizontales dans les diagrammes de fatigue. La disper-
sion évaluée par auto-échauffement est représentée par les probabilités de rupture PF = 10% et
PF = 90%.

Pour la température T = 150°C, les essais disponibles sont plus nombreux, mais surtout issus de
plus de lots matière différents. D’un point de vue quantitatif, les conditions R = 0 et R = 0, 5 sont en
accord avec les valeurs obtenues par l’analyse des courbes d’auto-échauffement, avec des éprouvettes
non rompues en dessous des asymptotes représentant les limites d’endurance obtenues par auto-
échauffement et des éprouvettes rompues aux alentour de 107 cycles au-dessus des asymptotes.

La condition R = ≠1 est moins satisfaisante, avec des éprouvettes rompues en dessous du seuil
déterminé par auto-échauffement. Les résultats semblent assez dispersés, car il y a de nombreux
lots d’éprouvettes différents. Quelques éprouvettes de la campagne d’essais supplémentaires seront
donc dédiées pour évaluer cette limite à 150°C (avec des éprouvettes issues du même lot que celles
testées par auto-échauffement).
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Figure III.35 – Base de données de fatigue retenue pour la comparaison avec les résultats d’auto-échauffement

La condition T = 250°C rassemble moins de lots différents et moins d’éprouvettes. D’une ma-
nière générale, les prévisions réalisées par auto-échauffement semblent plus éloignées des essais de
fatigue de la base de données. Ces conditions seront donc complétées par des essais supplémen-
taires. De plus, il n’y a pas d’éprouvettes non rompues à R = 0 et à R = 0, 5. Un des objectifs de la
campagne d’essais de fatigue supplémentaire est alors d’obtenir des niveaux de chargement avec des
survies, pour les confronter aux seuils déterminés par auto-échauffement. Pour cela, une stratégie
d’essais avec rechargement sera mis en place pour "favoriser" la non-rupture d’une éprouvette, et
ainsi obtenir un encadrement de sa limite d’endurance (cf. Chapitre I).

Il est à noter que pour les conditions R = ≠1 et R = 0, 5, les résultats d’essais issus de la base
de données semblent évaluer une résistance à la fatigue plus élevée à T = 250°C qu’à T = 150°C.
Ce résultat semble étrange et peut s’expliquer par des laboratoires d’essais, des campagnes d’essais
et/ou des lots matière différents. En auto-échauffement, les limites d’endurance ont été déterminées
dans les mêmes conditions d’essais (à l’exception évidemment des températures) et avec un même
lot d’éprouvettes.

Les dispersions issues des essais de fatigue semblent bien plus grandes que celles estimées par
auto-échauffement. Cela s’explique par le fait que les mesures d’auto-échauffement permettent dé-
valuer, par le modèle, la dispersion associée à un seul lot, alors que la base de données représente
également la variabilité entre les lots. Dans la suite, seuls les deux lots comportant le plus d’éprou-
vettes, apparaissant dans ces six conditions d’essais et ayant approximativement les mêmes résultats
en fatigue, seront comparés aux essais supplémentaires sur le lot ayant servi pour les essais d’auto-
échauffement. Les résultats sur la dispersion des essais de fatigue pourront alors être discutés et
comparés à la dispersion obtenue par l’analyse des courbes d’auto-échauffement.

Les résultats d’auto-échauffement représentent de très bonnes tendances, bien que les valeurs
semblent légèrement sous-estimées par rapport aux essais de fatigue (pour la température d’es-
sai T = 250°C).
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3 Auto-échauffement sur TA6V

3.4.2 Essais complémentaires

Les essais supplémentaires ont pour objectif d’évaluer la pertinence des prévisions réalisées par
auto-échauffement, vis-à-vis des essais de fatigue classique. Pour faciliter la comparaison avec les ni-
veaux de dispersion, la base de données est triée pour rassembler uniquement deux lots apparaissant
dans les six conditions.

Les deux lots retenus de la base de données semblent globalement posséder une bonne résistance
à la fatigue par rapport aux autres lots de la base (Figure III.35a et Figure III.36a). Un des objectifs
de la campagne d’essais de fatigue est alors de positionner le lot d’éprouvettes ayant servi aux essais
d’auto-échauffement par rapport à ces deux lots "forts".
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Figure III.36 – Base de données triée et essais de fatigue supplémentaires sur les mêmes lots matière testés par
auto-échauffement

Ainsi, une première campagne d’essais de fatigue, dits complémentaires, d’une vingtaine d’éprou-
vettes a pour objectif de compléter la base de données à T = 250°C, pour les trois conditions de
rapports de charge avec le lot matière testé par auto-échauffement. Le critère d’arrêt étant 2.107

cycles. Il s’agit d’une campagne classique d’essais de fatigue.
La deuxième campagne d’essais, de confrontation et comportant dix éprouvettes, tend à favo-

riser par des essais rechargés la présence de non-rupture pour les conditions R = 0 et R = 0, 5 à
250°C. De plus, un autre objectif est d’évaluer les essais de la base en testant la condition R = ≠1 à
T = 150°C, qui semble particulière. Les paramètres de cette campagne d’essais avec rechargement
sont fixés par les résultats d’auto-échauffement, où le premier niveau correspond à la limite d’en-
durance évaluée par auto-échauffement, et le pas de recharge, à l’écart-type évalué par le modèle
probabiliste à deux échelles. Les éprouvettes sont rechargées si une survie est constatée au bout de
107 cycles. Elles sont alors testées jusqu’à rupture.

Il y a alors trois constatations importantes qui confortent les résultats d’essais d’auto-échauffement :
- les essais à T = 150°C et R = ≠1 permettent de mettre en doute les résultats de la base

de données pour cette condition, pourtant issus de deux lots "forts". Ils permettent alors de
recaler les résultats et de valider l’ensemble du dépouillement pour cette température ;

- les essais supplémentaires à T = 250°C montrent alors que le lot testé en auto-échauffement
semble avoir une résistance à la fatigue plus faible que ceux de la base de données, et qui
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donc se rapprochent des estimations réalisées par auto-échauffement. Cependant, les valeurs
déterminées par auto-échauffement semblent toujours sous-estimer la limite d’endurance à
107 cycles (ce qui va dans le sens de la sécurité) ;

- les niveaux de dispersions déterminés par auto-échauffement sont du même ordre de grandeur
que ceux observés pour les essais de fatigue (de manière qualitative par lot). En effet, il est
très difficile de déterminer la dispersion des essais avec un tel nombre d’essais de fatigue.

Les deux campagnes d’essais supplémentaires permettent de conforter les résultats obtenus par
auto-échauffement avec des essais de fatigue sur le même lot matière ; même si la comparaison n’est
toujours pas "parfaite" (les estimations par auto-échauffement semblent sous-estimer légèrement
les limites d’endurance à 107 cycles).

3.4.3 Analyse et discussion des résultats

Les résultats de cette première campagne d’essais concernant l’influence du rapport de charge
et la température sur les courbes d’auto-échauffement sont résumés dans cette partie. Des perspec-
tives sont rapidement évoquées et seront approfondies à la fin du chapitre. Enfin, les objectifs de
la seconde campagne d’essais d’auto-échauffement sont présentés.

• Estimation de la limite d’endurance :
Le dépouillement proposé permet d’obtenir de très bonnes tendances, et avec très peu d’éprouvettes.
Cependant les résultats obtenus semblent toujours sous-estimer la limite d’endurance à 107 cycles.
Il semblerait que ça ne soit qu’un problème de recalage, et donc liés aux choix des couples de
références.

En effet, les "écarts" de limites d’endurance entre les rapports de charge sont pertinents. Pour
rappel, la limite d’endurance médiane est identifiée au tout début du régime secondaire. Cette
identification a été évaluée par la simulation d’essais d’auto-échauffement (cf. Chapitre II).

Ainsi, ce dépouillement est peut-être trop restrictif. Bien qu’il ne soit pas justifié par le modèle,
un dépouillement empirique, déterministe, pourrait être mis en place pour "augmenter" les valeurs
de la limite d’endurance (Figures III.32). Concernant la sous-évaluation des limites d’endurance
par le dépouillement proposé, il y a deux pistes intéressantes à évaluer :

- premièrement concernant l’apport des essais en fatigue ultrasonore. En effet, le seuil détecté
par auto-échauffement pourrait correspondre à une "vraie" limite d’endurance, et ainsi serait
logiquement inférieure à la limite d’endurance conventionnelle à 107 cycles. Il serait donc
intéressant de comparer les estimations réalisées par auto-échauffement à des essais de fatigue
pour des durées de vie plus élevées.

- De plus, des questions se posent sur la criticité des sites vis-à-vis de la fatigue, et donc le la
pertinence d’un seul site, maillon le plus faible. Ces questions avaient motivé la simulation
d’essais d’auto-échauffement (cf. Chapitre II) et sont approfondies dans l’Annexe C, avec
notamment la mise en place de critères énergétiques.

• Estimation de la dispersion (module de Weibull) :
Le module de Weibull est estimé avec la pente du régime secondaire, ce qui est justifié par le
modèle probabiliste à deux échelles. La très bonne répétabilité des courbes d’auto-échauffement
pour le TA6V dans ces conditions permet donc d’estimer le module de Weibull avec une grande
robustesse. Ce module de Weibull semble alors pertinent du point de vue de la dispersion des
données en fatigue. En effet les coefficients de variation semblent correctement estimés. Un seul
essai d’auto-échauffement suffit donc à évaluer le module de Weibull.
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• Pertinence de l’utilisation des mesures d’auto-échauffement :
Ainsi, les propriétés en fatigue déterminées par auto-échauffement sont en accord avec ce qui a été
observé à partir de campagne d’essais de fatigue classique.

Un diagramme de Haigh (Figure III.33) a pu être obtenu rapidement avec trois rapports de
charge et trois températures (neuf conditions en tout), avec une seule éprouvette et donc un seul
jour d’essai par condition. Cela constitue alors un gain en termes de temps et de coût de caracté-
risation considérable.

En effet, les diagrammes de Haigh sont classiquement obtenus par des protocoles d’essais Stair-
case. Ainsi, même en comptant 10 éprouvettes par Staircase, et donc par conditions, il aurait donc
fallu tester 90 éprouvettes en tout. La détermination de la limite d’endurance médiane est robuste
à partir de méthode Staircase, cependant ces essais ne permettent pas d’obtenir les niveaux de
dispersions associés (cf. Chapitre I). Une campagne d’essais constituée de 90 éprouvettes est alors
très longue et coûteuse (d’autant plus pour des essais à haute température). Par exemple, pour
atteindre 107 cycles à une fréquence de sollicitation de 70Hz, il faut 40h de sollicitation. Ainsi,
un Staircase de 10 éprouvettes est obtenu, dans le meilleur des cas, en 3-4 semaines pour chaque
condition d’essais.

De plus, il est rare d’avoir un lot matière de 90 éprouvettes "identiques" et testées par le même
laboratoire d’essais. Il existe alors une certaine variabilité entre les campagnes d’essais. L’intérêt
des essais d’auto-échauffement dans ce cas est d’évaluer l’influence de la température et du rapport
de charge, dans les mêmes conditions d’essais, sur un même lot d’éprouvettes, et rapidement.

Le modèle probabiliste à deux échelles semble donc pertinent pour l’analyse des courbes d’auto-
échauffement de TA6V. Une perspective majeure de cette étude est alors d’évaluer les mécanismes
de dissipation pour cet alliage. Pour cela, il serait intéressant de tester par auto-échauffement
plusieurs microstructures et configurations différentes (effet de fréquence, paliers longs...). Des essais
sur d’autres alliages de titane peuvent également être envisagés.

Le dépouillement proposé est perfectible, notamment en s’appuyant sur les mécanismes de rup-
ture en fatigue (internes ou surfaciques) ou sur des essais VHCF. En effet, il faudrait éventuellement
déterminer un nombre de cycles pertinents, ou même mettre en place un critère énergétique.

• Objectif de la deuxième campagne d’essais :
Le protocole mis en place permet d’obtenir des courbes d’auto-échauffement avec un four. Dans
le chapitre suivant, des essais à plus haute température sont présentés (autour de 1000°C) sur
un superalliage base nickel. Ainsi, l’application de la méthode d’auto-échauffement est étendue au
domaine des hautes températures.

L’objectif du chapitre était d’obtenir rapidement des diagrammes de Haigh pour plusieurs tem-
pératures. Il est alors intéressant d’évaluer des rapports de charge plus élevés pour les compléter.
Ainsi, la deuxième campagne d’essais d’auto-échauffement a pour objectif d’évaluer les difficultés
liées à la réalisation d’essais d’auto-échauffement à forte contrainte moyenne.
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4 Vers les plus grands rapports de charge

Lorsque le rapport de charge augmente, la gamme d’amplitude de contrainte pour la réalisation
d’essais d’auto-échauffement diminue fortement pour le TA6V. Les amplitudes de contrainte étant
plus faibles, les dissipations cycliques le sont également et les niveaux de dissipation sont alors très
faibles pour les rapports de charge élevés (Figure III.29). Ainsi, il est très probable que la réalisation
d’essais à rapports de charge encore plus élevés diminue davantage la dissipation cyclique. Les
limites du montage actuel sont alors atteintes. Il faudrait en effet pouvoir augmenter la fréquence
de sollicitation ou diminuer le pas de chargement, ce qui n’était pas possible avec la machine d’essais
utilisée. Adapter le protocole sur une autre machine n’était pas envisageable dans le temps imparti
pour les travaux de thèse.

L’objectif principal de cette partie est donc d’évaluer l’impact d’une pré-déformation plas-
tique sur la courbe d’auto-échauffement. En effet, pour les derniers paliers de la courbe d’auto-
échauffement, les contraintes maximales sont parfois très élevées et probablement très proches de la
limite d’élasticité macroscopique du matériau. Dans un premier temps, des essais de traction seront
réalisés pour évaluer ces différents paramètres. Ensuite, l’impact d’une pré-déformation plastique
sur le comportement en auto-échauffement est présenté pour le TA6V à 250°C. Enfin, ces résultats
sont analysés dans l’optique d’évaluer les limites d’endurance à plus forte contrainte moyenne par
la méthode d’auto-échauffement.

4.1 Difficultés avec les essais d’auto-échauffement
Afin d’évaluer l’impact des contraintes maximales élevées, un essai de traction est réalisé pour

estimer la limite d’élasticité et la résistance des éprouvettes de TA6V à T = 250°C. Ces valeurs
sont alors comparées aux résultats d’auto-échauffement et à la base de données d’essais de fatigue.

4.1.1 Courbe de traction à 250°C

Pour réaliser les essais de traction, un extensomètre haute température est utilisé (Figure III.37).

(a) (b)

Figure III.37 – Dispositif expérimental pour la réalisation d’essais de traction à haute température - Mise en place
de l’extensomètre avec le four
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La courbe de traction est obtenue en déplacement imposé pour une vitesse de la traverse d’envi-
ron 0, 001mm/s jusqu’à une déformation nominale de 0, 5%, puis pour une vitesse de 0, 005mm/s
jusqu’à rupture de l’éprouvette (environ 25% en déformation logarithmique). Quelques décharges
sont effectuées pour évaluer l’évolution du module de Young en fonction de la déformation pour
pouvoir réaliser les pré-déformations plastiques de manière plus précise (Figure III.38). La valeur
de la limite d’élasticité est évaluée pour une déformation, plastique de 0, 2%.
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Figure III.38 – Courbe de traction du TA6V à T = 250°C

Les valeurs de Re et de Rm sont alors évaluées à titre d’illustration (dépendance à la vitesse
de sollicitation [Surand, 2013]). L’objectif de cette courbe de traction est avant tout d’évaluer la
rigidité de la ligne afin de réaliser les pré-déformations plastiques sans extensomètre, juste avant la
réalisation d’un essai d’auto-échauffement (Section 4.2).

Le suivi de température au cours de l’essai montre une importante élévation de la température
de l’éprouvette, même pour les vitesses d’essais relativement faibles.

Il est donc fortement envisagé que ça soit bien de la dissipation liée à la déformation plastique de
l’éprouvette au cours des tous premiers cycles qui était à l’origine des pics de température constatés
au cours des paliers d’auto-échauffement à amplitude de contrainte élevée pour R = 0 et R = 0, 5
(Figure III.26 et Figure III.27), mais pas pour R = ≠1 (Figure III.20).

4.1.2 Analyse des résultats d’auto-échauffement et de fatigue

Les amplitudes de contrainte considérées lors de la réalisation des essais d’auto-échauffement
et dans la base de données de fatigue sont exprimées en contrainte nominale (les déformations
n’excèdent en général pas 1% et donc sont très proches des valeurs logarithmiques). Lorsque les
courbes d’auto-échauffement sont tracées en contrainte maximale, il est possible de constater que les
valeurs maximales de contrainte des derniers paliers se situent au-dessus de la limite d’élasticité du
matériau pour les courbes à R = 0 et R = 0, 5 (le "Rm" en contrainte nominale correspond environ
à 1, 21). Des questions se posent donc sur l’impact de ces chargements à contrainte maximale élevée
sur la courbe d’auto-échauffement (Figure III.39).
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Figure III.39 – Représentation des courbes d’auto-échauffement en fonction de la contrainte (nominale) maximale
appliquée du TA6V à T = 250°C

De la même manière, les résultats de fatigue sont représentés en contrainte maximale (Figure
III.40). Il y a donc des éprouvettes, sollicitées à contrainte imposée, pour des valeurs au-dessus
de la limite d’élasticité avec des durées de vie autour de 107 cycles (et même pour des contraintes
maximales très proches de Rm

1). Ces éprouvettes ont certainement subi des déformations plastiques
au cours des premiers cycles.
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Figure III.40 – Représentation des résultats d’essais de fatigue en contrainte (nominale) maximale du TA6V à
T = 250°C (R = 0 et R = 0, 5)

Il semble donc pertinent d’évaluer l’influence d’une pré-déformation plastique sur les courbes
d’auto-échauffement et donc également sur les propriétés en fatigue. D’autant plus que pour les
aciers à température ambiante, une pré-déformation plastique impacte l’intensité du régime primaire
[Munier, 2012, Louge, 2019].

1. Les essais de la base de données viennent de lots différents qui possèdent probablement une meilleure résistance.
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4.2 Influence d’une pré-déformation plastique sur la courbe d’AE
Afin d’optimiser le temps d’essai, les pré-déformations sont réalisées en déplacement traverse. En

effet, la rigidité de la ligne a été évaluée par des essais de tractions, et une très bonne répétabilité
(en effort maximal atteint notamment) a été constatée lors de leurs réalisations. L’avantage est
qu’il n’est pas nécessaire d’ouvrir le four après la réalisation de la pré-déformation pour enlever
l’extensomètre, puis attendre une deuxième stabilisation de la température. La pré-déformation est
ainsi réalisée juste avant l’application du premier palier, dans la configuration d’un essai d’auto-
échauffement.

Dans la suite, les contraintes et déformations logarithmiques sont utilisées (et uniquement cal-
culées à partir des valeurs de pré-déformations plastiques appliquées). Quatre valeurs de pré-
déformation ont été étudiées ; 0, 1%, 0, 2%, 1, 0% et 6, 0%. Les contraintes maximales atteintes
lors de quelques pré-déformations sont illustrées (Figure III.41), avec notamment Σ0,2% = Re et
Σ0% estimée dès la perte de linéarité (déformation plastique inférieure à 0, 01%).
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Figure III.41 – Réalisation des pré-déformations sur TA6V à T = 250°C

4.2.1 Résultats d’essais pour R = ≠1

Des courbes d’auto-échauffement sans contrainte moyenne ont été réalisées pour différentes va-
leurs de pré-déformations plastiques (Figure III.42). Les résultats sont présentés en contrainte et
déformation logarithmiques. L’objectif est alors d’évaluer l’influence d’une pré-déformation seule
sur la courbe d’auto-échauffement. Le modèle identifié sur la condition vierge de référence est éga-
lement représenté.

Tout comme pour les aciers à température ambiante, une pré-déformation plastique initiale mo-
difie de manière significative le régime primaire d’auto-échauffement. Cette évolution serait expli-
quée par une population de dislocation apparaissant lors de la déformation plastique, et impactant
alors le niveau de dissipation [Munier, 2012]. A priori, le régime secondaire ne semble pas trop
impacté par la pré-déformation plastique. Le modèle probabiliste à deux échelles est alors utilisé
pour faciliter l’analyse du régime secondaire. Pour certains paliers à forte amplitude, des élévations
de température de plus de 40°C sont parfois constatés (et ne stabilisant pas). Ainsi, des questions
se posent sur la représentativité de ces derniers paliers pour l’analyse.

Le régime primaire est donc très impacté, dès 0, 1% de déformation plastique et semble saturer
rapidement à environ 1%. La pente du régime est également modifiée et ne semble plus être de 2
pour certaines valeurs de pré-déformation plastique. Ainsi, deux analyses sont mises en place ; la
première dans le cadre d’un régime primaire avec une pente fixe de 2 et la seconde, avec une pente
variable.
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Figure III.42 – Influence d’une pré-déformation plastique initiale sur la courbe d’auto-échauffement du TA6V à
T = 250°C et R = −1

a) Pente du régime primaire à 2

Avec une pente du régime primaire fixée à 2, l’intensité du régime dépend fortement des paliers
considérés pour l’identification. Ainsi, les régimes primaires sont identifiés pour des amplitudes de
contrainte vraie entre Σ0 = 0, 450 et Σ0 = 0, 550 (Figure III.43). La description des régimes pri-
maires n’est alors pas satisfaisante (surtout pour des faibles valeurs d’amplitude). Un dépouillement
similaire à celui mis en place pour l’influence du rapport de charge est tout de même utilisé.

Les régimes secondaires sont alors identifiés et représentés (Figure III.44). Pour évaluer l’impact
de la limite d’endurance, il est nécessaire de considérer un module de Weibull identique. Ainsi, le
dépouillement est réalisé avec un m = 25, mais des m sont tout de même identifiés pour évaluer
l’impact de la pré-déformation plastique (dans le sens de la pente du second régime). Les valeurs
issues de l’analyse sont rassemblées (Table III.3).
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Figure III.43 – Influence d’une pré-déformation plastique initiale sur l’intensité du régime primaire du TA6V à
T = 250°C et R = −1 (pentes fixées à 2)

Table III.3 – Analyse des courbes d’auto-échauffement avec la pente du régime primaire fixée à 2

Pré-déformation m variable m = 25

Áp Σ
50
Œ [%]

0% 24,9 0,633 -
0, 1% 19,4 0,608 -3,9%
0, 2% 18,4 0,604 -4,7%
1% 16,1 0,600 -5,3%
6% 15,6 0,608 -4,0%
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Figure III.44 – Identification du régime secondaire et représentation des modèles identifiés avec la pente du régime
primaire fixée à 2

Avec cette analyse par une pente fixée à 2, le m, dans le sens de la pente du régime secondaire,
est fortement impacté. Pour évaluer la limite d’endurance, le dépouillement est réalisé avec un
m = 25, et l’intensité du régime secondaire est alors identifié sur les derniers paliers de chaque
condition. De cette manière, la pré-déformation plastique semble impacter la limite d’endurance,
en la diminuant d’à peu près 5% par rapport à l’état vierge. Cependant, des questions se posent
sur cette analyse étant donné que les courbes d’auto-échauffement ne sont pas très bien décrites.

b) Pente du régime primaire variable

Une deuxième solution consiste à considérer une pente variable pour le régime primaire, et donc
de décrire la courbe d’auto-échauffement avec

◊̄ = –

A

Σ0

Σref

Bn

+ —

A

Σ0

Σref

Bm+2

, (III.8)

où n représente alors cette pente, dépendante de la pré-déformation appliquée. Le régime primaire
ainsi décrit est alors identifié pour tous les états initiaux, de la même manière que précédemment,
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pour une gamme d’amplitude de contrainte allant de Σ0 = 0, 450 à Σ0 = 0, 550 (Figure III.45). Les
régimes primaires identifiés avec une pente fixe de 2 sont également illustrés à titre de comparaison.
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Figure III.45 – Influence d’une pré-déformation plastique initiale sur le régime primaire du TA6V à T = 250°C et
R = −1 (pentes variables)

Les régimes primaires sont donc mieux décrits, mais la pente varie jusqu’à environ 4 (Table
III.4). Au vu des résolutions thermiques, il n’y a pas de doute sur l’identification de cette pente.
L’analyse est alors réalisée de la même manière que précédemment, les régimes secondaires sont
identifiés, avec un m variable, et avec m = 25 pour déterminer l’impact sur la limite d’endurance
médiane (Figure III.46 et Table III.4).

Avec cette analyse, les courbes d’auto-échauffement sont mieux décrites et le m du régime secon-
daire, au sens de la pente, est moins impacté par l’identification du régime primaire. Concernant
l’évolution de la limite d’endurance, les résultats sont similaires pour les deux analyses. En effet,
l’identification se fait sur les derniers paliers, pour lesquels l’auto-échauffement est très important
et la part du régime primaire, minimisée.
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Table III.4 – Analyse des courbes d’auto-échauffement avec une pente du régime primaire variable

Pré-déformation n m variable m = 25

Áp Σ
50
Œ [%]

0% 1,9 25,7 0,633 -
0, 1% 2,9 20,6 0,617 -2,6%
0, 2% 3,0 20,1 0,611 -3,5%
1% 3,8 21,7 0,601 -5,1%
6% 3,9 18,5 0,606 -4,4%
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Figure III.46 – Identification du régime secondaire et représentation des modèles identifiés avec la pente du régime
primaire variable
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4.2.2 Influence du rapport de charge

Quelques essais à R = 0 ont été réalisés sur des états pré-déformés, notamment pour Áp = 0, 1%
et Áp = 6, 0%, qui sont comparés aux résultats d’essais sur éprouvette vierge (Figure III.47).

Pour faciliter l’interprétation, ces courbes d’auto-échauffement sont également représentées en
contrainte maximale (Figure III.48), avec la mise en évidence des contraintes maximales approxi-
matives atteintes lors des pré-déformations (Figure III.41).

Les valeurs atteintes lors des pré-déformations ainsi que les valeurs de Re et Rm sont estimées de
manière approximative, mais permettent tout de même d’analyser plus facilement les résultats de
cette campagne. Il y a alors trois constatations intéressantes sur l’analyse de ces dernières courbes :

- pour une même pré-déformation plastique initiale les essais à R = 0 ont un régime primaire
identique aux essais correspondants à R = ≠1 ;

- lorsque la valeur approximative de contrainte appliquée lors de la pré-déformation est dépas-
sée, alors les courbes d’auto-échauffement semblent se rassembler (comportement similaire
des essais à R = 0 pour l’état vierge et l’état Áp = 0, 1% après la valeur Σ0,1%) ;

- le régime secondaire de l’essai à R = 0 pour Áp = 6, 0% n’est pas visible.
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Figure III.47 – Influence du rapport de charge sur états pré-déformés - TA6V à T = 250°C

Ainsi, il n’est pas pertinent de mettre en place une analyse similaire à celle réalisée pour la
condition R = ≠1. Les derniers paliers, utilisés pour l’identification du régime secondaire, sont à
des niveaux de contraintes supérieures à la valeur appliquée lors de la pré-déformation. Le dernier
point pour la condition Áp = 6, 0% à R = 0 illustre une autre difficulté lié aux essais d’auto-
échauffement, celle des matériaux à haute limite d’élasticité (pour lesquels il arrive que le régime
secondaire soit difficilement atteignable, car probablement masqué par le régime primaire ; et il
n’y a pas de possibilité d’augmenter l’amplitude de contrainte pour observer plus de dissipation
cyclique, car la contrainte maximale est déjà proche du Rm).

Ces essais n’ont pas été doublés. Il serait donc intéressant de les valider ou non. Dans tous les
cas, des questions se posent sur les auto-échauffement détectés pour les essais sur TA6V à R = 0, 5,
même à l’état vierge (Figure III.39). S’agit-il seulement de la modification du régime primaire
en fonction de la valeur de déformation plastique (et donc de la détection du début de plasticité
macroscopique) ? Ou s’agit-il d’un "véritable" régime secondaire ?
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Figure III.48 – Représentation en contrainte maximale (vraie) de l’influence du rapport de charge sur état pré-
déformés - TA6V à T = 250°C

4.2.3 Discussion

Pour illustrer la capacité des essais d’auto-échauffement à rendre compte de l’influence du rap-
port de charge, et donc la présence d’une contrainte moyenne, un essai d’auto-échauffement est
réalisé sur une éprouvette vierge à T = 250°C pour un rapport de charge de R = ≠0, 6 (Figure
III.49). Le rapport de charge R = ≠0, 6 a été choisi pour que l’ensemble des paliers analysés soit
dans le domaine d’élasticité macroscopique et que l’essai puisse être directement comparé à la condi-
tion R = ≠1. L’analyse se fait de la même manière que précédemment, avec le modèle probabiliste
à deux échelles (et une pente du régime primaire fixée à 2, soit le cadre classique). Les valeurs de
limite d’endurance médiane sont alors rassemblées dans un diagramme de Haigh (Figure III.50).
L’influence de la contrainte moyenne est alors détectable par auto-échauffement.

Les essais à R = 0 et R = 0, 5 sont plus délicats à interpréter, car ils se rapprochent, en contrainte
maximale, de la limite d’élasticité macroscopique. Cela est également le cas pour les essais de fatigue
classique. Cependant, lors de mesures d’auto-échauffement il est nécessaire d’atteindre des niveaux
de contraintes encore plus élevées (pour détecter de la dissipation cyclique au-dessus des seuils
d’activation des sites), ce qui est alors délicat à rapports de charge élevés.
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4 Vers les plus grands rapports de charge
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Figure III.49 – Essais d’auto-échauffement du TA6V à T = 250°C sur état vierge - m = 25
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Figure III.50 – Diagramme de Haigh du TA6V à T = 250°C obtenu avec le dépouillement proposé
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CHAPITRE III - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À HAUTE TEMPÉRATURE (TA6V)

L’évolution du régime primaire avec la déformation plastique peut alors fausser la détection du
début du régime secondaire et entraîner une sous-estimation des limites d’endurance (ce qui semble
être le cas pour les conditions R = 0 et R = 0, 5). L’analyse de l’auto-échauffement dans ce cas doit
être plus poussée, en modélisant par exemple l’impact de la déformation plastique sur le régime
primaire [Louge, 2019] (effets d’histoire liés à la succession de paliers). Il s’agit de perspectives in-
téressantes, cependant les tendances observées avec la comparaison à des essais de fatigue classique
sont déjà très satisfaisantes (Figure III.36).

La perspective majeure sur le TA6V concerne d’abord la compréhension des mécanismes de
dissipation pour les deux régimes d’auto-échauffement et de ruine en fatigue, afin d’éventuellement
adapter la modélisation actuelle. Pour cela, il y a plusieurs perspectives intéressantes :

- réalisation d’essais d’auto-échauffement avec des éprouvettes de TA6V ayant des microstruc-
tures différentes ;

- influence de la fréquence de sollicitation sur la courbe d’auto-échauffement ;
- réalisation de paliers d’auto-échauffement longs afin d’évaluer l’évolution de la dissipation

cyclique (ou essais interrompus) ;
- réalisation d’essais d’auto-échauffement dans d’autres configurations (notamment à contrainte

maximale constante ou à contrainte moyenne constante).

Comme évoqué précédemment, l’étude des plus grands rapports de charge (et plus généralement des
essais à forte contrainte moyenne) doit être effectuée à des fréquences plus élevées pour augmenter
le signal thermique, et avec un nombre de paliers plus important (et donc un pas plus faible entre
les niveaux d’amplitude). L’interprétation de ses essais doit alors se faire avec la connaissance
de l’impact des pré-déformations plastiques sur la courbe d’auto-échauffement, et notamment du
régime primaire.
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5 Conclusion et perspectives

Dans ce chapitre, deux campagnes d’essais sur un alliage de titane sont présentées. L’objectif
principal de l’étude était de mettre en place un protocole d’essai d’auto-échauffement à haute
température. La première campagne a permis de développer le protocole et d’évaluer l’impact de la
température et du rapport de charge sur la courbe d’auto-échauffement, afin d’obtenir rapidement
des diagrammes de Haigh.

Du fait des très bonnes résolutions thermiques obtenues par l’optimisation du protocole d’essais
et par les caractéristiques très intéressantes du TA6V, une seconde campagne d’essais a permis
d’évaluer l’influence d’une pré-déformation plastique initiale sur la courbe d’auto-échauffement.
L’objectif était d’améliorer la compréhension des mécanismes dissipatifs afin de faciliter l’analyse
des courbes d’auto-échauffement à contrainte maximale élevée, proche, voire au-dessus, de la limite
d’élasticité macroscopique.

Les résultats importants de ce chapitre sont regroupés en deux parties ; la première concernant
les essais d’auto-échauffement à haute température, et la seconde sur les résultats obtenus sur
l’alliage de titane, et notamment à partir du modèle probabiliste à deux échelles.

• Protocole d’essais à haute température :
Le protocole mis en place pour ces deux premières campagnes d’essais a permis de détecter de très
faibles élévations de température, à savoir l’auto-échauffement de l’éprouvette sous sollicitations
cycliques, dans un environnement à haute température 1. L’environnement étant très stable et
optimisé, les résolutions de mesure sont très bonnes. Ainsi, des essais ont pu être réalisés dans
de nombreuses conditions de température et de rapports de charge. Le protocole ainsi défini est
opérationnel pour l’étude de différents alliages métalliques.

Il est important de noter que ces résultats d’essais constituent une première mondiale, avec
la réalisation de courbes d’auto-échauffement à des températures supérieures à la température
ambiante.

Dans le chapitre suivant, le protocole sera encore adapté pour l’étude d’un superalliage base ni-
ckel à des températures encore plus élevées. L’objectif est de réaliser des courbes d’auto-échauffement
pour un environnement thermique avoisinant les 1000°C. Cette première étude sur le TA6V à des
températures intermédiaires était alors une étape nécessaire pour développer le protocole d’essai
d’auto-échauffement à haute température.

Le domaine d’application de la méthode d’auto-échauffement est ainsi étendu aux hautes tem-
pératures et permet alors d’évaluer la dissipation cyclique, et donc l’activité microplastique liée à
la sollicitation cyclique. Il s’agit d’une information précieuse et relativement simple d’accès (simple
mesure par thermocouples). L’interprétation est alors plus délicate et il est nécessaire de mettre en
place un modèle décrivant les phénomènes observés pour pouvoir faire le lien avec les propriétés en
fatigue.

L’obtention rapide des propriétés en fatigue (en quelques heures) à haute température ouvre
également des perspectives intéressantes sur l’étude de l’influence du fluage lors de la réalisation
d’essais de fatigue. En effet, les mesures d’auto-échauffement sous sollicitations cycliques permettent
d’évaluer "uniquement" l’endommagement cyclique, donc théoriquement sans l’influence du fluage.
Pour cela, il faut être en mesure d’effectuer des essais d’auto-échauffement pour des rapports de
charges élevés, ce qui reste délicat et qui passera probablement par une augmentation de la fréquence
de sollicitation (pour augmenter le signal thermique).

1. Ce protocole n’a pas été obtenu du premier coup. De nombreuses itérations ont été réalisées afin de le déterminer,
et notamment le système d’acquisition de température. Les courbes présentées dans ce chapitre ont été obtenues avec
le protocole final, qui a brièvement était présenté dans ce chapitre.
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CHAPITRE III - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À HAUTE TEMPÉRATURE (TA6V)

• Essais d’auto-échauffement sur le TA6V :
Les principaux résultats des deux campagnes d’essais sont :

- présence de deux régimes d’auto-échauffement pour cet alliage ;
- répétabilité de la courbe d’auto-échauffement ;
- influence de la température sur le régime secondaire ;
- influence du rapport de charge sur le régime secondaire ;
- influence d’une pré-déformation plastique sur le régime primaire.

Ainsi, un protocole de dépouillement basé sur la modélisation probabiliste à deux échelles a été
proposé. L’utilisation de ce modèle repose uniquement sur la présence constatée des deux régimes
d’auto-échauffement, dont le second est associé à l’apparition de sites de microplasticité, décrivant
l’endommagement en fatigue.

Concernant l’estimation des limites d’endurance médianes pour différentes températures et rap-
ports de charge, de très bonnes tendances sont observées lorsque les résultats sont comparés à des
bases de données de fatigue. La répétabilité de la courbe d’auto-échauffement permet de valider le
fait que l’éprouvette soit représentative de la population totale, et justifie donc que la dispersion
des propriétés en fatigue puisse être identifiée à partir d’un seul essai. De la même manière que pour
l’estimation des limites d’endurance, les résultats sont pertinents vis-à-vis des résultats d’essais de
fatigue classique.

L’interprétation des essais d’auto-échauffement se fait donc à l’aide d’un modèle. Les résultats
sont très prometteurs et permettent d’évaluer rapidement l’influence du rapport de charge et de
la température sur les propriétés en fatigue. De plus, l’identification du module de Weibull est
robuste, car les essais d’auto-échauffement sont très répétables.

Les perspectives majeures de l’étude sur le TA6V concernent la compréhension des mécanismes
dissipatifs. Des études supplémentaires doivent être menées pour les décrire et identifier ceux à
l’origine des deux régimes. Cela peut passer par plusieurs études, avec par exemple l’influence de
la microstructure du TA6V ou du procédé d’obtention sur la courbe d’auto-échauffement. Il serait
également intéressant d’étendre à d’autres alliages de titane pour évaluer la présence systématique
ou non de deux régimes d’auto-échauffement.

Une étape importante serait également la quantification de la dissipation en la reliant aux
mécanismes d’endommagement en fatigue. Cela passe par une bonne compréhension des mécanismes
de dissipation et de ruine en fatigue du TA6V, et à la réalisation d’études supplémentaires comme
l’effet de la fréquence de sollicitation (fatigue ultrasonore), suivie de palier long... dans le but de
proposer un critère énergétique et de mieux comprendre le lien entre auto-échauffement et propriétés
en fatigue.

Pour conclure sur le TA6V, la présence de deux régimes d’auto-échauffement permet de mettre
en œuvre la modélisation probabiliste à deux échelles existantes, et donc d’analyser rapidement l’in-
fluence de la température et du rapport de charge sur les propriétés en fatigue. Il est alors possible
d’obtenir rapidement le module de Weibull, et des diagrammes de Haigh pour différentes tempéra-
tures. Cela constitue alors un gain considérable en termes de coût et de temps de caractérisation
des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles.
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CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

Des premiers essais d’auto-échauffement à des températures supérieures à la température am-
biante ont été présentés au chapitre précédent, sur un alliage de titane. Ces essais ont permis de
mettre en évidence de faibles élévations de la température de l’éprouvette sous sollicitation cy-
clique, dans un environnement à haute température. La modélisation probabiliste à deux échelles
des essais d’auto-échauffement est alors pertinente pour l’interprétation des essais sur l’alliage de
titane étudié, et donc la détermination rapide des propriétés en fatigue.

Le but de ce quatrième chapitre est de mettre en place un protocole d’auto-échauffement pour
des températures encore plus élevées, afin de couvrir la partie chaude du turboréacteur. Pour cela, le
matériau d’étude est un superalliage monocristallin base nickel, l’AM1, qui est utilisé pour certaines
pièces pouvant fonctionner à des températures autour de 1000°C. Ainsi, ce dernier chapitre possède
plusieurs objectifs :

- la mise en place d’un protocole d’essais d’auto-échauffement sous sollicitation cyclique sur
l’AM1 à haute température, en l’occurrence pour cette étude à 950°C ;

- la réalisation d’une première campagne d’essais avec des éprouvettes d’AM1 pour la condition
R = 0 et T = 950°C ;

- d’analyser les mesures d’auto-échauffement de l’AM1 pour cette condition d’essai ;
- le transfert et la mise en place du protocole au centre d’essais de Safran Aircraft Engines.

Il est à noter que pour ces températures le protocole d’essais présenté au chapitre précédent
a largement été adapté, car les solutions proposées ne sont plus tout à fait opérantes. La mise
en place du protocole à 950°C a alors demandé de très nombreuses itérations sur le montage des
éprouvettes, sur le confinement du four et surtout sur l’acquisition des mesures thermiques (choix et
mise en place des thermocouples). Le principal résultat de ce chapitre est alors les courbes d’auto-
échauffement de l’AM1 à 950°C et à un rapport de charge de R = 0. Les courbes présentées dans ce
chapitre sont issues du protocole final et les différentes itérations ne sont pas présentées. En effet,
par manque de temps, il n’a pas été possible de tester d’autres températures et d’autres rapports
de charge avec le protocole expérimental établi in fine.

L’analyse qualitative des premiers résultats montre alors que le protocole d’essais permet de
mesurer la signature thermique de l’AM1 sous sollicitation cyclique à très haute température. Le
protocole d’essais et l’acquisition de température sont optimisés pour obtenir la meilleure résolu-
tion possible, en réduisant notamment les pertes thermiques. La résolution thermique obtenue est
alors très intéressante et permet de mettre en évidence une certaine dispersion, ou variabilité, de la
courbe d’auto-échauffement pour cette condition d’essais. De plus, un résultat important du cha-
pitre concernant l’auto-échauffement de l’AM1 est que ce matériau ne semble posséder qu’un seul
régime d’auto-échauffement (dans la gamme des amplitudes de contrainte testées, mais qui couvre
les domaines HCF/VHCF). Ceci est contraire à ce qui avait été observé au chapitre précédent sur
l’alliage de titane et à ce qui est généralement observé sur les aciers à température ambiante, soit
la présence de deux régimes d’auto-échauffement.

Ainsi, ce chapitre est composé de quatre parties. Dans un premier temps, le superalliage de
nickel utilisé pour les essais à très haute température est présenté, avec notamment les particularités
microstructurales et des propriétés en fatigue issues de la littérature. Dans un second temps, les
essais d’auto-échauffement à haute-température sont présentés, soit à la condition T = 950°C et
R = 0 et ces résultats sont analysés qualitativement. Dans une troisième partie les investigations
complémentaires sont présentées pour améliorer la compréhension des premiers résultats, soit les
essais d’auto-échauffement à température ambiante et l’étude réalisée par calculs éléments finis
(notamment sur l’influence de la désorientation du monocristal sur la dissipation induite autour
d’un pore sous chargement cyclique). Enfin, la dernière partie est consacrée à la conclusion et aux
perspectives du chapitre, concernant surtout l’apport des mesures d’auto-échauffement pour l’étude
de la fatigue des superalliages monocristallins base nickel qui s’avère très prometteur.
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CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

1 Présentation du superalliage de nickel étudié

Le matériau étudié dans ce chapitre est l’AM1, un superalliage monocristallin base nickel de
première génération. Son développement est issu de la collaboration de l’ONERA, de l’École des
Mines de Paris, d’Imphy SA et de Safran Aircraft Engines ayant alors abouti à une brevet déposé
en 1983.

Cet alliage a notamment été développé pour son utilisation comme matériau d’aubes de tur-
bines haute pression, donc pour des applications haute température, avec une bonne résistance au
fluage. Sa composition chimique et sa microstructure permettent d’avoir de très bonnes propriétés
mécaniques à haute température. La première utilisation de l’AM1 concerne les aubes de turbines
haute pression des moteurs M88, équipant les avions Rafale (Figure IV.1). En vol, la température
moyenne sur des zones critiques des aubes est d’environ 950°C. Le dimensionnement des aubes
de turbines haute pression s’est fait par l’analyse en fatigue oligocyclique anisotherme de vols ty-
piques/missions de référence. L’utilisation de l’AM1 a ensuite été étendue à des moteurs d’avions
militaires de transport, comme dans le TP400, ou d’autres moteurs d’avions d’affaire, comme le
SaM146 ou le Silvercrest. Pour ces autres utilisations, les pièces subissent généralement des tem-
pératures moins élevées, mais avec des missions plus longues que celles des avions de chasse. Ainsi
dans ces configurations, le fluage à haute température devient un phénomène d’endommagement
prédominant.

Figure IV.1 – Aube de turbine haute pression du moteur M88 - Safran Aircraft Engines

Les aubes de turbines haute pression conditionnent grandement le rendement du turboréacteur.
En effet son amélioration passe par l’augmentation de la température de fonctionnement, et donc
des températures pouvant être atteintes sur des pièces fortement sollicitées. Les aubes de turbines
sont donc critiques de ce point de vue, car elles se situent à la sortie de la chambre de combustion,
dans la partie la plus chaude du turboréacteur, et convertissent l’énergie cinétique des gaz brûlés
en énergie mécanique. Ainsi, les aubes mobiles des turbines subissent des sollicitations fortes et
pouvant être endommageantes, de plusieurs ordres :

- contact avec les gaz brûlés, ayant des températures très élevées ;
- fort gradients thermiques, notamment lors du décollage (différences de coefficient de dilata-

tion, pièces fines/massiques, etc.) ;
- force centrifuge en cours de fonctionnement, et donc fluage des aubes ;
- corrosion à chaud ;
- contraintes locales élevées du fait des géométries complexes ;
- fatigue vibratoire, si l’aube entre en résonance avec l’excitation d’un de ses modes propres.

203



1 Présentation de l’AM1

Plusieurs axes de recherches au cours des dernières décennies ont pu permettre d’améliorer
leurs durées de vie, tout en augmentant la température d’entrée de la turbine : tout d’abord
le choix et l’amélioration des matériaux, ayant donc mené au développement des superalliages
monocristallin à base nickel, mais également le perfectionnement des techniques de refroidissement
des aubes. Ces dernières sont à l’heure actuelle dotées d’un revêtement protecteur, de barrières
thermiques. Elles sont également refroidies par une couche d’air froid sous pression, directement
prélevé au niveau du compresseur. Les aubes sont généralement creuses et constituées de multiples
perforations permettant la distribution de cet air froid (Figure IV.1). Ces évolutions technologiques
ont permis d’augmenter considérablement les températures de fonctionnement des turboréacteurs.
Actuellement, la température d’entrée du flux d’air dans la turbine peut être largement supérieure à
la température de fusion de l’alliage constituant l’aube (e.g. pour le M88-2, la température d’entrée
du flux d’air est d’environ 1575°C, pour une température de fusion de l’AM1 d’environ 1362°C).

De nombreuses études et thèses ont donc été réalisées depuis les années 1980 sur ces problé-
matiques. Tout d’abord, l’AM1 a été caractérisé à haute température avec de nombreux essais
mécaniques pour déterminer son comportement monotone et cyclique à différentes températures
[Poubanne, 1989, Fleury, 1991, Hanriot, 1993]. Des lois de comportement ont été identifiées permet-
tant de prendre en compte les différentes observations et les particularités des monocristaux, comme
l’anisotropie cubique du matériau, la viscoplasticité apparaissant à haute température, ou encore
les sollicitations complexes et la multiaxialité. Ces modèles de comportement ont été développés
à partir de la compréhension des mécanismes de déformation plastique à différentes températures
[Nouailhas, 1990, Méric et al., 1991, Nouailhas et Cailletaud, 1992].

D’autres études plus récentes ont permis d’approfondir les connaissances sur ces superalliages,
notamment sur la modélisation des évolutions microstructurales et de comportement à haute tem-
pérature de l’AM1, notamment avec la mise en radeaux des précipités [Gaubert, 2009] ou des effets
de surchauffe [Le Graverend, 2013], et avec l’apport de nouvelle technique expérimentale [Dirand,
2011, Trehorel, 2018]. Les problématiques d’amorçage et de propagation de fissures à haute tem-
pérature de superalliages monocristallins à base nickel ont également été étudiées au cours de ces
dernières années, en fatigue-fluage notamment avec des essais anisothermes [Marchal, 2006] ou à
partir de défauts [Geuffrard, 2010]. En ce qui concerne la compréhension des mécanismes d’en-
dommagement en fatigue, des études ont été réalisées notamment en zone de concentration de
contrainte [Kaminsky, 2007] ou à partir de défauts de fonderie, comme la présence d’un joint de
grains non voulu dans une aube [Leroy, 2013]. La fatigue vibratoire a également été étudiée et
des études récentes ont permis de déterminer le comportement en fatigue à grand nombre et très
grand nombre de cycles de superalliages base nickel monogranulaires, notamment avec des moyens
d’essais de fatigue ultrasonore permettant de solliciter des éprouvettes à des fréquences de l’ordre
du kHz, à haute température [Cervellon, 2018]. Différents superalliages ont été testés afin d’étudier
les mécanismes d’endommagement en HCF et VHCF.

Un des objectifs du chapitre, en dehors du challenge expérimental qu’il représente, est de déter-
miner l’apport éventuel des mesures d’auto-échauffement vis-à-vis de l’étude de la fatigue à grand
nombre de cycles des superalliages à base nickel. Pour cela, des éprouvettes d’AM1 ont été fournies
par Safran Aircraft Engines afin de réaliser des essais. Dans cette première partie, une brève étude
bibliographique sur les superalliages monogranulaires base nickel (et plus spécifiquement sur l’AM1)
est donc réalisée afin de présenter les spécificités de ces alliages d’un point de vue microstructurale,
mais également d’un point de vue du comportement mécanique à haute température.

Ainsi dans un premier temps, l’histoire du développement des superalliages base nickel est pré-
sentée. La deuxième partie est consacrée à des résultats de la littérature sur la caractérisation
microstructurale et mécanique de l’AM1. L’objectif étant de présenter succinctement les proprié-
tés générales de ce superalliage, mais également de présenter les mécanismes de déformation et
d’endommagement de l’AM1. Enfin, une troisième partie présente des résultats de la littérature
concernant des essais de fatigue et notamment ceux à grand nombre de cycles (et même à très
grand nombre de cycles).
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CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

1.1 Développement des superalliages base nickel
Le développement des superalliages base nickel est étroitement lié à celui des turbines à gaz, dont

les moteurs d’avions (turboréacteurs) qui ont alors été limités en puissance par la tenue mécanique
des alliages métalliques à des températures élevées dans leurs parties chaudes. Les premières aubes
de turbine étaient pleines et réalisées à partir de matériaux forgés, comme des aciers austénitiques.
Le développement des superalliages a été très intense après la Seconde Guerre mondiale, passant
tout d’abord par une amélioration de leur composition chimique afin d’augmenter les performances
en fluage. De plus, de par les géométries complexes et notamment l’apparition d’aubes creuses, la
fonderie s’impose dans la fabrication des aubes de turbines, et donc dans le développement des
superalliages.

Un premier bond technologique a été réalisé dans les années 1960 avec l’apparition de superal-
liages à solidification dirigée (méthode de Bridgman). En effet, des études ont montré que la sup-
pression des grains perpendiculaires à l’axe de sollicitation mène à une meilleure tenue en fluage,
avec une réduction de l’apparition d’endommagement de fluage aux joints de grain [Vesnyder et
Guard, 1960]. Ainsi, les aubes de turbines fabriquées par voie de fonderie passent de structures à
grains équiaxes à des structures possédant des grains colonnaires (Figure IV.2).

Ensuite, dès la fin des années 1970, de premières pièces monogranulaires sont développées [Ves-
nyder et Shank, 1970]. L’élimination de l’ensemble des joints de grain permet de gagner encore en
résistance en fluage par rapport aux structures à grains colonnaires. Ainsi, au début des années
1980, des superalliages monocristallins apparaissent avec des compositions chimiques spécifique-
ment étudiées pour leur forme monocristalline. Il s’agit alors de la première génération d’alliage
monocritallin, dont fait partie l’AM1.

(a) Évolution de la température de service des
superalliages [Haudin et Gourgues-Lorenzon,

2010]

(b) Aubes en superalliages à base nickel : équiaxe, colonnaire et
monocristalline

Figure IV.2 – Évolution de la microstructure des aubes de turbines et des températures des fonctionnements des
superalliages

Les aubes de turbines sont fabriquées suivant le procédé de fonderie à la cire perdue, permettant
d’obtenir des aubages avec des cavités internes à géométrie complexe, notamment pour les circuits
de refroidissement. L’obtention des structures monocristallines se fait à partir d’un procédé de soli-
dification dirigée, reposant sur deux conditions importantes : premièrement le flux de chaleur dans
le moule doit être unidirectionnel afin que le front de solidification soit contrôlé et donc que l’inter-
face liquide solide ne se déplace que dans la direction privilégiée. De plus, il est nécessaire d’éviter
que des nucléations se forment dans la partie liquide afin d’éviter des recristallisations indésirables.
Le premier procédé ayant permis d’obtenir des pièces à structure colonnaire ou monogranulaire est
le procédé Bridgman (Figure IV.3). Il s’agit également du procédé le plus utilisé actuellement pour
la fabrication de ce type de pièce.
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Fig. 8 Schematic drawing of directional solidification process for 
a) columnar-grained and b) single crystal turbine blades. 

The temperature gradient in the nucleation chamber is 
controlled by the chill, the molten metal superheat and the mold 
temperatures. The mold temperature is typically 1500- 16000C 
(2732-2912oF), some 25-1OOoC (45-180oF) higher than for the 
columnar-grained growth process. The higher temperatures prevent 
the nucleation of spurious grains during the pour, ahead of the 
advancing dendritic growth interfaces or on the mold surface. At 
the water cooled copper chill many grains are nucleated with 
essentially random orientations. Grain texture and rocking curve 
analyses indicate that the <ill> oriented grains are quickly 
overgrown by those with <llO> and <lOO> orientations. The latter 
two orientations have more similar maximum growth rates and it 
requires at least 2 em (0.75 inch) of growth before more than 90 
percent of all grains are within 150 of the<OOl>orientation. 

As solidification proceeds, two to six grains enter the helix, or 

grain selector, as shown in Fig. 9. Some grains are physically 
blocked from entering the helix and the one or few that survive have 
their horizontal X100 > dendrites most favorably positioned to enter 
the helix. After one or two turns of the helix only one crystal 
survives. The helix wire diameter typically varies from 0.3 to 0.5 em 
(0.1 to 0.2 inch) with the exact size chosen to give the required heat 
flow and mold integrity. A helix with a circular cross-section is used 
instead of a series of ramps with a rectangular cross-section in 
order to minimize grain nucleation at sharp edges. 

(a) Pour pièce à grains colonnaires
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(b) Pour pièce monogranulaire avec un
sélecteur de grain

Figure IV.3 – Représentation du procédé de solidification Bridgman [Gell et al., 1980]

Afin de contrôler la direction de solidification lors de la nucléation des grains, le moule rempli
de métal liquide est maintenu à une température élevée dans un four (généralement supérieure à
1500°C). La base du moule est refroidie afin de permettre la nucléation de grains (le moule étant
maintenu dans le four à haute température afin d’éviter de la nucléation autre qu’au niveau du
socle). Cela permet alors de créer un gradient thermique unidirectionnel. Le moule est ensuite enlevé
progressivement du four afin de contrôler le front de solidification, permettant ainsi de diriger la
croissance des grains suivant la direction du gradient thermique. Afin d’obtenir un seul cristal dans
la pièce, un sélecteur de grain est utilisé entre le socle refroidi du moule et la pièce monocristalline
désirée (FigureIV.3b). Il s’agit d’un simple sélecteur géométrique, pouvant prendre des formes plus
ou moins complexes. L’objectif est alors de n’avoir qu’un seul grain à la sortie du sélecteur.

Ce procédé de fabrication est alors très complexe et mène à des taux de rebut des pièces assez
importants. De plus, plusieurs aspects inhérents au procédé de fonderie sont présents, comme la
présence de défauts. Dans le cas de la solidification dirigée, il existe une certaine variabilité de
l’orientation des grains et il est difficile de contrôler l’axe secondaire du grain.

Les éprouvettes utilisées dans cette étude ont été usinées à partir de barreaux d’AM1 obtenus
par une solidification dirigée. Ce procédé particulier de fonderie et la nature même de la structure
monocristalline impliquent donc des propriétés microstructurales particulières, qui impactent alors
le comportement mécanique du matériau.

1.2 Caractérisation microstructurale et mécanique de l’AM1

L’AM1 est donc un superalliage à base nickel monogranulaire, obtenu par voie de fonderie.
Dans cette partie, la microstructure du matériau est présentée, ainsi que quelques résultats de la
littérature concernant son comportement mécanique.

1.2.1 Généralités

De par son élaboration et ses propriétés microstructurales, l’AM1 (et plus généralement les
superalliages monogranulaires base nickel) possède trois échelles caractéristiques :

- à l’échelle cristallographique, leurs structures sont de type cubique à face centrée (CFC) ;
- à plus grande échelle, les microstructures des superalliages sont généralement biphasées,

composées d’une matrice austénitique “ et de précipités de phase intermétallique “Õ ;
- enfin de par leur procédé d’élaboration, l’échelle des dendrites est également à considérer.

Ces différentes échelles sont décrites plus en détail dans la suite.

206



CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

L’AM1 est un superalliage de première génération. Les différentes générations d’alliages base
nickel monogranulaires se distinguent par l’ajout ou la suppression d’éléments chimique. La compo-
sition chimique pondérale de l’AM1 est donnée par le tableau IV.1. Les générations suivantes sont
notamment caractérisées par l’ajout d’éléments tels que le rhénium (Re), permettant d’améliorer
les propriétés en fluage, ou le ruthénium (Ru), évitant la formation de précipités intermétalliques
fragiles. Ces ajouts permettent notamment de stabiliser la phase “Õ pour augmenter la tempéra-
ture d’utilisation. Cependant, cela entraîne un coût de production plus important et augmente
également la densité des superalliages.

Table IV.1 – Composition massique nominale de l’AM1

Éléments Ni Co Cr Mo W Ta Al Ti C Fe

Fraction massique (%) min base 6 7 1,8 5 7,5 5,1 1 - -
max base 7 8 2,2 6 8,5 5,5 1,4 0,01 0,2

Le cobalt (Co), le chrome (Cr), le molybdène (Mo) et le tungstène (W ) sont préférentiellement
dans la matrice “. Ils participent au durcissement de la matrice, par substitution de Ni pour le
cobalt et par solution solide pour les autres. Le chrome a de plus un effet de protection à la corrosion
en favorisant la formation d’une couche de Cr2O3 en surface.

Les éléments tantale (Ta), aluminium (Al) et titane (Ti) se situent préférentiellement au niveau
des précipités, dans la phase “Õ. L’aluminium participe à la formation de cette phase, et le titane et
le tantale stabilisent la phase “Õ par substitution de Al. De plus, l’aluminium a également un rôle
de protection à l’oxydation en favorisant la formation d’une couche en surface de Al2O3. De plus,
le tantale améliore la coulabilité et augmente notamment la résistance au cisaillement des précipités.

• Échelle cristallographique :
La structure cristallographique de l’AM1 est de type cubique à face centrée (CFC). La structure
générale de l’AM1 est biphasée. Elle comporte donc avec une matrice austénitique “ de structure
désordonnée (Figure IV.4a) et des précipités intermétalliques durcissants “Õ qui ont une structure
ordonnée L12, et une composition nominale Ni3(Al, T i, Ta) (Figure IV.4b).
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(b) Structure intermétallique ordonnée L12

(Phase γÕ)

Figure IV.4 – Structure cristallographique cubique face centrée (CFC) de l’AM1

Il existe une faible différence de paramètres de maille entre les deux phases, ce qui permet tout
de même une précipitation cohérente de la phase “Õ dans la matrice “. Cette cohérence est définie
à partir du désaccord paramétrique de maille ” représentant la différence relative des paramètres
cristallins des deux phases et calculé par

” = 2
aγÕ ≠ aγ

aγÕ + aγ
, (IV.1)
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1 Présentation de l’AM1

où aγ est le paramètre de maille de la phase “, et aγÕ celui de la phase “Õ. Pour l’AM1, le désaccord
paramétrique est faiblement négatif. Cela signifie que les précipités ont un paramètre de maille
plus petit que celui de la matrice, et que donc cela entraîne une distorsion du réseau cristallin à
l’interface “/“Õ. De plus, le désaccord paramétrique décroît avec la température, le coefficient de
dilatation de la phase “ étant plus élevé que celui de la phase “Õ.

• Échelle des précipités :
La microstructure de l’AM1 est constituée de précipités de phase intermétallique “Õ répartis quasi
périodiquement dans la matrice austénitique “ (Figure IV.5). Des traitements thermiques per-
mettent d’obtenir une microstructure relativement homogène.

γ’

γ

(a) Observation de la microstructure (issue de [Bonnand, 2006])

physique pour ensuite les extrapoler à d’autres superalliages base nickel. 

Figure 5 – Cliché MET du superalliage monocristallin

[010]

[100]

(b) Cliché MET (issue de [Brien et Décamps,
2001])

Figure IV.5 – Microstructure de l’AM1

Les précipités “Õ ont une forme cubique, avec pour l’AM1 une taille moyenne de l’ordre de
0, 45µm. Les couloirs de matrice “ sont d’environ 0, 1µm. Ainsi, la fraction volumique de précipités
dans le superalliage est de l’ordre de 68% (Figure IV.5a). Les précipités sont alignés suivant la
direction de solidification de l’alliage, et donc avec les directions cristallographiques (Figure IV.5b).

• Échelle dendritiques :
La structure du grain est formée de dendrites (Figure IV.6). La taille caractéristique des dendrites
est de l’ordre de la centaine de micromètres (Figure IV.6a). La nucléation et la croissance de ces
dendrites se sont faites suivant la direction de croissance du grain, donc du front de solidification,
suivant l’orientation cristallographique < 001 > (Figure IV.6b).

Il existe alors une répartition non homogène des éléments chimiques au sein de l’alliage, avec
des disparités suivant les dendrites et les zones interdendritiques. Les dendrites sont généralement
plus riches en éléments lourds, alors que les zones interdendritiques contiennent généralement plus
d’éléments “Õ-gènes, comme le titane ou l’aluminium, ce qui peut mener à des précipités plus
grossiers dans ces zones. De plus, des particules massives d’eutectiques “/“Õ sont formées en fin de
solidification et se situent dans ces zones interdendritiques.
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CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

Des traitements thermiques sont effectués après la coulée afin d’homogénéiser au mieux la com-
position chimique et éviter ces ségrégations chimiques dendritiques, mais également dans le but
d’éliminer les eutectiques. Ce traitement thermique consiste à une mise en solution à une tempéra-
ture supérieure à celle de solvus des précipités “Õ afin de les dissoudre complètement. La température
doit cependant être inférieure à la température de brûlure de l’alliage afin d’éviter des zones de
fusion. Pour l’AM1, cette mise en solution est d’environ 3h à 1300°C et permet d’homogénéiser
de manière relativement efficace la composition chimique et la microstructure entre les régions
dendritiques et interdendritiques [Caron et Khan, 1999].

Ensuite, des traitements thermiques permettent de contrôler la forme cubique des précipités,
mais également leurs tailles. Pour l’AM1, deux traitements thermiques de revenu sont appliqués
et permettent d’obtenir une répartition très homogène des précipités au sein de la matrice, ainsi
qu’une forme et taille relativement homogène.

Zone interdendritique

Dentrite

(a) AM1 brut de coulée (issue de [Poubanne, 1989])

Bras primaire [001]

Bras secondaires [010] et [100]

(b) Clichés MET
(issus de [Kearsey et al., 2004])

Figure IV.6 – Visualisation des dendrites dans l’AM1

1.2.2 Mécanismes de déformation et comportement général du superalliage

Les bonnes propriétés générales de l’AM1 sont dues à sa microstructure et notamment aux mé-
canismes de déformations qu’elle induit. Cette microstructure particulière est également à l’origine
du comportement anisotrope du matériau. L’AM1 possède également de très bonnes propriétés
vis-à-vis du fluage, et un comportement viscoplastique à haute température.

• Systèmes de glissement :
L’AM1 possède 12 systèmes de glissement octaédriques : constitué de 4 plans denses de type (111)
avec chacun trois directions de glissement possible de type < 110 > (Figure IV.7a). D’autres
systèmes sont également envisageables, mais sont moins favorables : il s’agit des 6 systèmes de
glissement cubiques. Ils sont caractérisés par 3 plans de type (001), avec chacun deux directions de
glissement < 110 > (Figure IV.7b) [Poubanne, 1989].

Macroscopiquement, un chargement suivant une direction < 111 > induit du glissement cubique.
Cependant il semble plutôt s’agir de glissement octaédrique en zig-zag au sein de la matrice [Bettge
et Osterle, 1999, Vattré, 2009].
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Figure IV.7 – Systèmes de glissement dans la structure cubique à faces centrées (d’après [Poubanne, 1989])
(a) Un des quatre plans de glissement octaédriques (et ses trois vecteurs de Burgers associés)
(b) Un des trois plans de glissement cubiques (et ses deux vecteurs de Burgers associés)

• Anisotropie cristalline de l’AM1 :
Une des caractéristiques principales des superalliages monocristallins est leur comportement ani-
sotrope. En effet, les éprouvettes utilisées pour la caractérisation du matériau sont, comme le nom
l’indique, constituées d’un seul cristal. Leurs comportements dépendent alors de l’orientation cris-
tallographique (Figure IV.8).

(a) En traction à T = 950°C [Poubanne, 1989] (b) Boucles contrainte-déformation
à T = 950°C [Fleury, 1991]

Figure IV.8 – Illustration du comportement anisotrope de l’AM1

La direction < 001 > possède alors une meilleure résistance dans le domaine plastique (direc-
tion principale des dendrites). Les comportements monotone et cyclique de l’AM1 se caractérisent
alors par une anisotropie de comportement, donc de déformation plastique et de viscosité. Diffé-
rents modèles de comportement ont été construits et utilisés pour l’AM1 pour rendre compte de ce
comportement viscoplastique anisotrope pour différentes températures [Méric et al., 1991, Hanriot,
1993, Fedelich, 1999, Fedelich, 2002, Gaubert, 2009].
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• Déformation des phases “ et “Õ :
La déformation plastique est principalement liée au déplacement progressif de défauts linéaires,
lignes de dislocations, selon les systèmes octaédriques. Elle a principalement lieu dans la matrice “

et les précipités “Õ, plus durs, sont alors des freins à la plasticité. La présence des précipités oblige
les dislocations soit à les contourner, soit à les cisailler. Le premier mécanisme est aussi appelé
contournement d’Orowan et nécessite la courbure des dislocations, qui est rendue difficile par la
nature étroite des couloirs de la matrice. Le second mécanisme de cisaillement est lui rendu difficile
de par le caractère ordonné de la structure CFC des précipités.

À haute température, les dislocations se répartissent essentiellement dans la phase “ et aux
interfaces “/“Õ, mais pénètrent rarement dans les précipités “Õ, plus durs. Les mouvements des
dislocations sont alors contraints par l’espace réduit des couloirs de la matrice. Les précipités
jouent alors un rôle d’ancrage des dislocations, ce qui permet d’obtenir un alliage avec un fort taux
d’écrouissabilité et une déformation homogène [Poubanne, 1989].

• Effet de la température :
Le comportement mécanique de l’AM1, et d’autres superalliages monocristallins, en fonction de la
température est généralement décrit par deux mécanismes de plasticités différents, sur deux plages
de températures distinctes : les basses températures jusqu’à 650°C et les hautes températures
au-delà de 950°C. Les deux mécanismes sont alors présents entre 650°C et 950°C.

À basse température, le comportement mécanique du matériau reste relativement stable et est
peu sensible à la vitesse de déformation. Cela s’explique en partie par le fait que la phase “Õ voit
sa résistance augmenter avec la température [Leverant et al., 1971]. Ainsi, la limite d’élasticité,
surtout dans la direction < 001 >, suit un palier jusqu’à environ 650°C, et tend même à augmenter
pour des températures légèrement supérieures (Figure IV.9). Macroscopiquement, des macrobandes
de glissement ont été observées [Hanriot, 1993]. À l’échelle de la microstructure, il s’agit alors de
cisaillement des précipités sur de longues distances.

À plus haute température, le comportement mécanique est très sensible à la vitesse de charge-
ment (Figure IV.9). De plus, la limite d’élasticité décroît alors rapidement et cette décroissance est
expliquée par la dissolution des précipités “Õ [Sengupta et al., 2014]. À l’échelle microscopique, la
déformation se localise au niveau de la phase “ et un contournement des précipités est généralement
observé.

(a) (b)

Figure IV.9 – Évolution de la limite d’élasticité à 0,2% de déformation inélastique (par simulation et comparaison
avec des essais) en fonction de la température pour deux orientations [Hanriot, 1993]
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1.2.3 Évolution de la microstructure

La forme et taille de ses précipités impactent alors les mécanismes de déformation de l’alliage,
et donc ses propriétés mécaniques. À partir de traitements thermiques à l’issue de la coulée, il est
possible de dissoudre entièrement les précipités (mise en solution) et ensuite par refroidissement et
avec des revenus, de contrôler leur forme cubique et leur taille. Cependant, lors du fonctionnement
du turboréacteur, donc lors de maintiens à haute température et sous contrainte, la microstructure
peut évoluer au cours du temps.

• Coalescence des précipités :
Lors d’une exposition longue à haute température, il y a un phénomène de coalescence des pré-
cipités : ils grossissent et deviennent irréguliers. Les couloirs de matrice s’épaississent également.
Cette coalescence a pour origine la tendance à diminuer l’énergie globale des interfaces “/“Õ, et
donc leur surface. La perte de cohérence entre les précipités et la matrice impacte alors fortement
les propriétés mécaniques du superalliage. Ce vieillissement entraîne par exemple une diminution
de la limite d’élasticité et de la résistance à la traction, ainsi qu’une diminution des propriétés en
fluage [Jiang et al., 2014, Despres et al., 2018].

• Mise en radeaux :
La mise en radeaux est un cas de coalescence des précipités se produisant sous chargement mé-
canique, à haute température. Il s’agit alors d’une coalescence orientée. La modification de la
microstructure est expliquée par l’évolution des contraintes internes élastiques au niveau de l’in-
terface “/“Õ (lié au désaccord paramétrique). En effet à haute température, les précipités vont
avoir tendance à grossir. Or, avec l’application d’un chargement extérieur, les contraintes locales
sont impactées, favorisant ainsi le grossissement et la coalescence des précipités selon une direction
privilégiée.

Dans le cas d’un chargement de fluage, les précipités forment des plaquettes perpendiculaires à
l’axe de sollicitation (Figure IV.10b). Pour un chargement en compression, la mise en radeaux est
parallèle à la direction de chargement (Figure IV.10c). Des microstructures semblables peuvent être
obtenues sous chargement cyclique. La modification de la microstructure impacte alors les proprié-
tés mécaniques du matériau. De nombreuses études mécaniques ont été réalisées dans la littérature
sur ces trois types de microstructures, avec donc des échantillons ayant subi des pré-chargements en
fluage traction ou en fluage compression [MacKay et Ebert, 1985, Ayrault, 1989, Espié, 1996, Ott
et Mughrabi, 1999]. La coalescence orientée, et donc la morphologie des précipités, impacte alors les
mécanismes de déformation et donc le comportement mécanique et la durée de vie du superalliage.
De manière générale, l’évolution microstructurale s’accompagne d’un adoucissement du matériau.

(a) État de référence

σ

(b) Après fluage en traction de 70h
(150MP a à 1050°C)

σ

(c) Après maintien en compression de
70h (150MP a à 1050°C)

Figure IV.10 – Illustration de la mise en radeau sur l’AM1 [Gaubert, 2009]

212



CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

De nombreux paramètres impactent la mise en radeaux et sa cinétique : la température et le
temps d’exposition, l’orientation et la valeur de la contrainte appliquée, le signe et la valeur du
désaccord paramétrique entre les deux phases [Fredholm, 1987, Kamaraj, 2003].

Par exemple dans certains cas de sollicitation cyclique avec une vitesse de déformation lente,
il peut y avoir une coalescence des précipités avec une direction privilégiée à 45° (FigureIV.11).
Ce changement de microstructure s’accompagne d’un adoucissement du matériau (FigureIV.11a).
D’autres conditions peuvent mener à la coalescence orientée, comme l’application d’une déforma-
tion plastique relativement importante, avant une exposition à haute température. Cette coales-
cence est alors expliquée par la présence des dislocations, et donc d’une relaxation inhomogène
des contraintes internes lors de la montée en température. La mise en radeaux des précipités peut
également être constaté sur des aubes de turbine en service. Pour des chargements complexes (ani-
sothermes, multiaxiaux, etc.), les modifications de microstructure peuvent être bien plus complexes.

L’évolution de la microstructure et ses effets sur le comportement mécanique des superalliages
monocristallin base nickel ont été largement étudiés dans la littérature (et ont été modélisés dans
le cadre de l’AM1 [Gaubert, 2009]. Ces évolutions impactent alors les mécanismes de déformation
et d’endommagement, et donc les durées de vie en fatigue et en fluage du matériau.
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Cycle 5

Cycle 10
Cycle 22

(a) Boucles contrainte déformation(a) Boucles contrainte/déformation (b) Micrographie de l’AM1

Figure IV.11 – Microstructure après vieillissement cyclique à ε̇ = 10
≠5s≠1 suivant l’orientation < 001 > et à 1050°C

pendant 24h [Gaubert, 2009]

1.2.4 Présence de pores dans les superalliages monocristallins

La présence de pores est inhérente au procédé de fonderie. Ces pores de fonderie (ou retassures) se
forment lors de la solidification, dans les espaces interdendritiques par manque de matière. Il existe
d’autres types de pores dans les superalliages monocristallins, comme les pores d’homogénéisation
se formant lors de la mise en solution à haute température ou les pores de déformation (ou de
fluage) se formant notamment lors de la mise en radeaux des précipités et augmentant avec la
durée du fluage.

• Pore de fonderie :
Lors de la solidification du cristal, les dendrites se forment en premières et disposent de toute la
matière nécessaire. En revanche, des pores peuvent apparaître dans les zones interdendritiques du
fait d’un manque de matière. En effet, l’écart de densité entre la phase liquide et la phase solide
peut créer des vides lors de la solidification [Anton et Giamei, 1985]. Ces pores, ou retassures,
possèdent des morphologies complexes qui suivent alors les formes des zones interdendritiques. Ce
sont les plus gros pores présents dans le matériau, avec un diamètre équivalent de l’ordre de 30µm
ou plus [Link et al., 2006]. De ce fait, il s’agit généralement des pores les plus critiques vis-à-vis de
l’initiation de fissure (Figure IV.12a).
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10 μm 

(a) Pore de fonderie dans du MC2
(avec fissures en fin de fluage)

[Le Graverend et al., 2017]

– Pore d’homogénéisation de forme sphérique dans un CMSX
–

» ou de déformation, d’après Epishin 

perpendiculaires à l’axe de chargement. Les lacunes générées dans les couloirs parallèles sont moins 

s pores de déformation se retrouvent dans l’ensemble du volume,

a

d’homogénéisation

(b) Pore d’homogénéisation de forme
sphérique dans un CMSC-10

[Epishin et Svetlov, 2016]

(c) Pore de déformation dans du
CMSX-4 (apparaissant lors du

fluage)
[Link et al., 2006]

Figure IV.12 – Visualisation des différents types de pores présents dans les superalliages monocristallins base nickel

• Pore d’homogénéisation :
Ces pores apparaissent lors de la mise en solution, et sont dus à la diffusion plus rapide de certains
éléments chimiques, formant alors des lacunes [Anton et Giamei, 1985]. Ces lacunes se condensent
et forment des pores sphériques (Figure IV.12b) préférentiellement au niveau des zones interden-
dritiques. Étant donné qu’il s’agit d’un phénomène diffusif, la fraction volumique des pores d’ho-
mogénéisation dépend de la température et de la durée de mise en solution. Le diamètre des pores
sphériques dépend essentiellement de la composition chimique du superalliage, mais est de l’ordre
de 10µm [Epishin et al., 2013, Link et al., 2006].

• Pore de déformation :
Les pores de déformation (ou de fluage) apparaissent lors de sollicitation à haute température, avec
la mise en radeaux des précipités. Ils sont généralement de petite taille, avec un diamètre équivalent
n’excédant pas 5µm, et ont des formes de polyèdre (Figure IV.12c). Leur formation s’explique par
le fait que le mouvement des dislocations est plus aisé dans les couloirs de matrice, du fait de la
coalescence des précipités. Ainsi, les lacunes sont moins absorbées par ces dislocations, et forment à
terme des pores. Ils se forment alors de manière homogène dans l’ensemble du volume (zone dendri-
tique et zone interdendritique) et leurs tailles augmentent avec la durée du fluage [Link et al., 2006].

Généralement, les pores les plus critiques vis-à-vis de la fatigue sont les pores de fonderie, qui
ont des tailles moyennes plus importantes. Ils ont tendance à concentrer la contrainte et à être
le lieu d’amorçage de fissures. Ainsi, il est nécessaire de bien contrôler le procédé de fonderie. En
effet, la forme, la taille, et la distribution de ces pores dépendent fortement des paramètres de
solidification.

Des améliorations du procédé existent pour notamment limiter leur nombre et leur criticité. Par
exemple, le LMC (Liquid Metal Cooling) consiste à utiliser un refroidissement par convection, en
transférant les moules dans un bain de métal liquide, afin de mieux contrôler le gradient thermique
et de l’augmenter considérablement [Giamei et Tschinkel, 1976, Elliott et al., 2004]. Cela a pour
conséquence de mieux contrôler le front de solidification et de diminuer l’espacement entre deux
bras secondaires de la dendrite, diminuant ainsi les risques de retassures. Ce procédé permet alors
de diviser jusqu’à 3 la taille moyenne des pores [Brundidge et al., 2012].

Un traitement thermo-mécanique est également possible pour supprimer les pores de fonderie.
Il s’agit de la Compaction Isostatique à Chaud (CIC), qui consiste à maintenir le matériau à haute
température, entre 1250°C et 1350°C, sous gaz inerte à pression constante. Le CIC permet alors de
refermer les pores, et donc augmente significativement les durées de vie en fatigue (les amorçages
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ne se produisant plus sur les pores, mais sur d’autres types de défaut) [Morrissey et Golden, 2007,
Cervellon, 2018]. Ce traitement thermique ne permet cependant pas d’améliorer significativement
les durées de vie en fluage à très haute température. En effet des pores de déformations apparaissent
tout de même et les pores de fonderie ne sont alors plus les sources d’endommagement principal.

L’AM1 est donc un matériau possédant une microstructure complexe, constitué d’un seul grain,
lui conférant alors un comportement anisotrope. D’un point de vue de la fatigue, les porosités
issues du procédé de fonderie semblent jouer un rôle prédominant dans l’amorçage de fissure, et
donc dans la durée de vie du matériau.

1.3 Propriétés en fatigue de l’AM1 (et autres superalliages)

Les superalliages monocristallins sont destinés à fonctionner à haute température. À ces tempé-
ratures extrêmes, d’autres modes d’endommagement sont présents, comme les effets de l’oxydation
ou du fluage par exemple. Cela induit alors une notion de durée d’essais.

En effet, concernant l’oxydation, plusieurs études ont montré son influence néfaste sur la durée
de vie, par comparaison entre des essais sous vide et sous air [Fleury, 1991, Geuffrard, 2010, Rémy
et al., 2013]. De ce fait, plus la fréquence de sollicitation est faible et plus l’effet de l’oxydation sera
important sur la durée de vie (calculée en nombre de cycles). Pour l’endommagement par fluage,
son effet sera discuté en présentant notamment les essais de fatigue de la littérature à fort rapport
de charge.

1.3.1 Fatigue oligocyclique (LCF)

Pour les superalliages base nickel, ce domaine de la fatigue est bien étudié dans la littérature. En
effet, au cours des cycles moteur, la fatigue oligocyclique est un des modes d’endommagement prin-
cipaux des aubes de turbine refroidies au niveau de leurs pieds de sapin, zones avec une géométrie
complexe et des entailles (Figure IV.1).

En général, dans ce domaine de la fatigue les essais sont pilotés en déformation imposée, et les
contraintes résultantes sont alors très proches de la limite d’élasticité. La déformation plastique
joue un rôle important dans le comportement et l’endommagement du superalliage. La durée de vie
totale est dominée par la phase de propagation. Dès le début des années 1990, de nombreuses études
ont alors montré l’influence sur les propriétés LCF de l’orientation cristalline, de la température,
de la fréquence de sollicitation, de la contrainte moyenne, de l’oxydation avec des essais sous vide
et même de comparaisons entre sollicitations isotherme et anisotherme [Desfresne, 1989, Fleury,
1991, Hanriot, 1993, Gallerneau, 1995, Rémy et al., 2013].

1.3.2 Fatigue à grand et très grand nombre de cycles (HCF/VHCF)

Dans ces domaines de la fatigue, la durée de vie de l’éprouvette est dominée par la phase
d’amorçage. Les essais sont pilotés en contrainte pour des chargements largement en dessous de la
limite d’élasticité macroscopique du matériau. Les contraintes sont alors faibles dans le matériau
et l’amorçage de fissure se produit au niveau de défaut, de concentrateurs de contrainte.

Quelques études de la littérature se sont alors concentrées sur l’étude de la fatigue à grand
nombre de cycles pour différents superalliages monogranulaires, et notamment sur l’impact des
défauts sur la durée de vie des éprouvettes, pour différentes conditions de température et de rapport
de charge [Wright et al., 2004, Lamm et Singer, 2007, Shi et al., 2011].

Dans la suite, les différents phénomènes caractérisant la fatigue à grand et très grand nombre
de cycles seront illustrés par les résultats de la thèse de Cervellon [Cervellon, 2018].
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• Influence de l’alliage et du procédé de fabrication :
En ce qui concerne les propriétés en fatigue alternée (R = ≠1) à grand et très grand nombre de
cycles des superalliages monocristallins, la microstructure et la composition chimique de l’alliage
ont des impacts bien plus faibles que les défauts présents dans le matériau sur les durées de vie.
En effet les résultats de fatigue de plusieurs superalliages obtenus par voie Bridgman montrent une
même tendance et l’amorçage est presque exclusivement dû aux pores (Figure IV.13a).

Mécanismes de rupture et d’amorçage à très haute fré

c’est dire l’AM1 et le MC
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Figure IV.13 – Courbes de fatigue de plusieurs superalliages monocristallins à T = 1000°C, f = 20kHz et R = −1

- Influence du superalliage et de la voie d’élaboration sur la nature de l’amorçage et le nombre de
cycles à rupture [Cervellon, 2018]

De plus, la comparaison des résultats d’un même superalliage obtenue par différentes voies
d’élaboration confirme ces observations (Figure IV.13b). Lorsque le superalliage est obtenu par
voie Bridgman, il comporte de nombreux pores de fonderie très néfastes. Avec le procédé LMC, les
pores de fonderie sont moins nombreux et surtout moins grands. La durée de vie est alors augmen-
tée d’environ un facteur 10 par rapport à la voie Bridgman. Avec un traitement CIC, les pores sont
refermés et l’amorçage de fissure se fait alors à partir d’un autre défaut : soit un eutectique, soit
dû à l’oxydation.
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• Effet de la fréquence de sollicitation et du rapport de charge :
Des résultats d’essais pour différentes fréquences de sollicitation et pour différents rapports de
charge sont présentés pour le superalliage CMSX-4 (Figure IV.14). Les courbes de fatigue sont
présentées en contrainte maximale. anismes d’endommagement
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Figure IV.14 – Résultats d’essais de fatigue pour différentes fréquences de sollicitation et de rapports de charge sur
des éprouvettes CMSX-4 à 1000°C [Cervellon, 2018]

À haute température, l’oxydation et le fluage ont plus d’impact sur les propriétés en fatigue.
Ces deux modes d’endommagement font alors intervenir une notion de temps d’essai, et donc
de fréquence de sollicitation lors de la réalisation d’essais de fatigue. En effet, l’oxydation favorise
l’amorçage de fissure, ce qui est alors très néfaste sur la durée de vie qui est principalement contrôlée
par cette phase. Plus la fréquence de sollicitation est élevée, plus le temps nécessaire pour atteindre
un certain nombre de cycles est faible et donc l’oxydation moins élevée.

De plus, pour des rapports de charge élevés, il se peut également que les durées de vie en
termes de nombre de cycles augmentent avec la fréquence de sollicitations (Figure IV.14a). Cela
est principalement dû à de l’endommagement en fluage. En effet pour des rapports de charge
élevés, les mécanismes de déformation s’homogénéisent et ne sont plus limités aux concentrateurs
de contrainte. Les faciès de rupture ressemblent alors à ceux d’essais de fluage. Les durées de vie
sont alors proches en termes de durée d’essais, donc de temps à rupture (Figure IV.14a). En effet,
la composante cyclique est alors négligeable par rapport à l’endommagement en fluage.
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Pour résumer les différents constations réalisés sur les superalliages [Cervellon, 2018] :
- pour des faibles rapports de charge, lorsque l’environnement n’a pas d’influence prépondé-

rante, alors la taille des pores de fonderie contrôle la durée de vie, indépendamment de la
fréquence de sollicitation ;

- pour des faibles rapports de charge, lorsque l’environnement a une influence prépondérante,
alors les essais longue durée sont impactés par la couche oxydée qui se forme et qui peut
conduire à l’amorçage de fissure ;

- pour des rapports de charge plus élevés, le fluage devient le mécanisme d’endommagement
principal et contrôle alors la durée de vie.

• Essais de fatigue ultrasonore et auto-échauffement :
Lors de ses essais de fatigue à f = 20kHz, Cervellon a constaté une augmentation importante

de la température de l’éprouvette [Cervellon, 2018], par exemple pour un essai de fatigue sur une
éprouvette de CMSX-4 sans pilotage de la température (Figure IV.15). Avec une fréquence de
sollicitation aussi élevée, l’élévation de la température sous chargement cyclique de l’éprouvette
peut facilement atteindre les 100°C.

Lorsqu’une contrainte externe est appliquée sur une éprouvette, notamment sous la forme d’une 

monogranulaires et à grains colonnaires fabriqués par fonderie. L’auto
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Figure IV.15 – Suivi de température d’une éprouvette en CMSX-4 sous sollicitation cyclique à 20kHz et à 1000°C,
sans pilotage de la température [Cervellon, 2018]

Cependant avec le dispositif expérimental utilisé pour ses essais de fatigue ultrasonore, les es-
sais sont régulés en température : la température est mesurée par un pyromètre qui commande
alors le système de chauffage par induction. Ainsi, Cervellon a pu construire des "courbes d’auto-
échauffement" en associant la baisse d’intensité de l’inducteur ∆I (alors directement reliée à l’élé-
vation de température de l’éprouvette) sous sollicitation cyclique à l’amplitude de contrainte des
essais de fatigue (Figure IV.16).

Ainsi il convient de noter qu’il n’y a qu’un point par éprouvette. Malgré une certaine dispersion
induite par la méthode de détermination de l’auto-échauffement de l’éprouvette, quelques tendances
se dégagent et il y a bien une augmentation de la variation d’intensité de l’inducteur, donc de l’auto-
échauffement, en fonction de la contrainte appliquée sur l’éprouvette.

Il y a alors des variations assez importantes d’auto-échauffement entre les différents alliages,
bien qu’ils aient sensiblement le même comportement en fatigue (Figure IV.13a). L’auteur explique
cela par des différences dans les quantités de défauts présents naturellement dans les alliages. Par
exemple, le MAR-M200+Hf possède une fraction volumique de carbure plus importante, et donc
un auto-échauffement plus conséquent [Cervellon, 2018].
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La comparaison qualitative d’auto-échauffement entre les éprouvettes d’AM1 possédant des voies
d’élaboration différentes montre également que l’auto-échauffement est plus conséquent pour des
éprouvettes possédant plus de défauts (voie Bridgman).

 

– » mesuré à partir de la baisse de puissance de l’inducteur en fonction de la contrainte 
alternée appliquée lors d’essais de fatigue à 1000°C, 20 kHz, R = 
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Figure IV.16 – "Courbe d’auto-échauffement" de superalliages monogranulaires mesuré à partir de la baisse de
puissance de l’inducteur, en fonction de l’amplitude de contrainte à T = 1000°C, R = −1 et
f = 20kHz [Cervellon, 2018]

1.3.3 Conclusion et objectifs des essais d’AE sur AM1 :

L’AM1 est un matériau très différent de ceux déjà testés par la méthode d’auto-échauffement,
et en l’occurrence du TA6V étudié dans le chapitre précédent. Il s’agit d’un matériau anisotrope
possédant un comportement et des propriétés en fatigue logiquement très différents.

L’objectif de ce chapitre est tout d’abord d’évaluer et d’adapter le protocole pour la réalisation
d’essais d’auto-échauffement au voisinage de 1000°C. En effet, entre les températures maximales
testées pour le TA6V aux alentours de 350°C et l’objectif de température de ce chapitre, il subsiste
un écart de température très important : ceci constitue un challenge expérimental de taille.

Le second objectif est bien sûr d’analyser les courbes d’auto-échauffement obtenues à partir
d’éprouvettes d’AM1 fournies par Safran Aircraft Engines et prélevées dans des barreaux obtenus
par voie Bridgman. Ces résultats seront alors rapidement comparés aux résultats de fatigue de
la littérature, le but étant toujours la détermination rapide des propriétés en fatigue à partir des
mesures thermiques.

L’AM1 est un matériau obtenu par voie de fonderie et ayant alors de nombreux défauts, dont les
pores qui sont à l’origine de la rupture en fatigue. Les éprouvettes testées en auto-échauffement
sont donc constituées d’un seul cristal. Il s’agit alors d’un cas très différent des éprouvettes de
TA6V forgé étudié au chapitre précédent.
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2 Essais d’auto-échauffement à haute température sur AM1

L’objectif des essais d’auto-échauffement est de déterminer la signature thermique du matériau
sous sollicitation cyclique, en fonction de l’amplitude de chargement.

Un protocole d’essais d’auto-échauffement à haute température a été présenté dans le chapitre
précédent. Il a permis d’obtenir les premières courbes d’auto-échauffement à une température su-
périeure à la température ambiante, sur un alliage de titane. Les différents éléments du dispositif
sont optimisés pour permettre de détecter une faible élévation de température de l’éprouvette,
l’auto-échauffement sous sollicitation cyclique, à une température élevée (jusqu’à 350°C dans le
cas du TA6V). Un des objectifs majeurs de ce chapitre a été d’adapter ce protocole pour des plus
hautes températures. Détecter de faible évolution de température, dans un environnement maîtrisé
à haute température, constitue donc un challenge expérimental.

Ainsi dans cette partie, des courbes d’auto-échauffement de l’AM1 à très hautes températures
sont présentées pour la condition T = 950°C et R = 0. Dans la suite du chapitre, les amplitudes
de contrainte sont normalisées par la valeur représentant environ la limite d’élasticité de l’AM1 à
950° dans la direction < 001 >.

Une première partie est consacrée à la présentation du protocole d’essais, qui est alors illustré
avec un essai sur une éprouvette. Dans un deuxième temps, une analyse des différents résultats
d’essais d’auto-échauffement de l’AM1 à 950°C est réalisée et met notamment en évidence une
certaine variabilité de la courbe d’auto-échauffement, ainsi qu’un comportement particulier, avec
la présence d’un seul régime.

2.1 Protocole d’essai à 950°C

Les essais ont été réalisés avec un dispositif expérimental similaire à celui utilisé pour les essais
sur TA6V, avec tout de même quelques adaptations inhérentes aux très hautes températures. Ces
essais ont été réalisés sur une machine hydraulique INSTRON, d’une capacité maximale de 100kN
équipée de mors haute-température avec un système de refroidissement par eau. Le système de
chauffage utilisé est un four à résistance CERHEC, en trois zones de contrôle, d’une température
de fonctionnement maximale annoncée à 1400°C. Le four est confiné avec de la fibre céramique afin
d’éviter au maximum les pertes thermiques et les perturbations extérieures (Figure IV.17).

Les éprouvettes en AM1 fournies par Safran Aircraft Engines possèdent une géométrie cylin-
drique, avec une zone utile pour laquelle la section est constante et donc possédant un champ
de contrainte homogène sous sollicitation de traction. De ce fait, une approche thermique 0D est
adoptée, avec une vision moyenne dans le volume de l’éprouvette. Ainsi, une mesure ponctuelle
par thermocouple suffit pour rendre compte de l’auto-échauffement sous sollicitation cyclique de
l’éprouvette. Trois thermocouples sont donc utilisés : un positionné dans la partie utile de l’éprou-
vette et les deux autres sur les mors, suffisamment proches de l’éprouvette pour rendre compte des
évolutions thermiques de l’environnement immédiat. Un protocole de fixation des thermocouples
similaire à celui présenté pour les essais sur TA6V est réalisé (cf. Chapitre III). L’acquisition de
température se fait avec une fréquence de 1Hz.

• Réalisation d’un essai à haute température :
Du fait des plus hautes températures visées, le temps de stabilisation de la température dans le
four est bien plus long que pour les essais sur TA6V. Pour les essais sur AM1 à 950°C, il faut
compter environ une dizaine d’heures de montée et de stabilisation de la température pour obtenir
un environnement thermique convenable pour la réalisation d’un essai (Figure IV.18a).
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Figure IV.17 – Dispositif expérimental à l’issue d’un essai à 950°C (ouverture du four après rupture de l’éprou-
vette) : machine hydraulique de traction-compression équipée de mors haute température et d’un
four à résistance

Pour ce matériau dans cette configuration (géométrie d’éprouvette, dispositif expérimental, etc.),
le temps caractéristique de retour à l’équilibre thermique est d’environ ·eq = 40s. Ainsi, une solli-
citation cyclique de t0 = 200s suffit pour atteindre l’équilibre thermique et évaluer la température
stabilisée d’auto-échauffement. Les phases de sollicitations cycliques sont donc constituées de 6000
cycles en effort imposé à la fréquence de 30Hz. Pour cette condition d’essai, une dizaine de paliers
sont réalisés, soit environ deux heures d’essais (Figure IV.18b).

Le dernier palier est mené jusqu’à rupture, en visant un nombre de cycles à la limite du domaine
de la fatigue à grand nombre de cycles, autour de 105 cycles (sollicitation d’environ une heure à
30Hz). Les débuts des paliers sont mis en évidence.

• Traitement des paliers et obtention de la courbe d’auto-échauffement :
Les paliers d’auto-échauffement sont analysés séparément afin de déterminer la température stabi-
lisée pour chaque phase de sollicitation (Figure IV.19). Le bruit de mesure dans un état stabilisé
est du même ordre que celui obtenu pour les essais à plus basse température sur le TA6V (environ
0, 05K). Cependant, l’environnement thermique est légèrement moins stable du fait des tempéra-
tures beaucoup plus élevées du four. Ainsi, une incertitude de mesure de 0, 10K est considéré pour
la suite lors de la représentation des courbes d’auto-échauffement.
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Figure IV.18 – Suivi de température au cours d’un essai d’auto-échauffement sur une éprouvette d’AM1 avec
T = 950°C et R = 0 - Les temps initiaux des paliers sont mis en évidence
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Ce protocole d’essai permet bien de détecter de très faibles élévations de température de l’éprou-
vette sous sollicitation cyclique, dans un environnement à haute température. Cela est rendu pos-
sible par la bonne stabilité de l’environnement thermique au cours de la durée de sollicitation et de
"refroidissement" de l’éprouvette entre chaque palier.

La courbe d’auto-échauffement de cette éprouvette d’AM1 est alors obtenue en associant la
température stabilisée ◊̄ à l’amplitude de chargement Σ0 (Figure IV.20).
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Figure IV.20 – Courbe d’auto-échauffement à haute température - AM1 avec T = 950°C et R = 0

Cette courbe présente un unique régime d’auto-échauffement, pouvant être représenté sous la
forme d’une fonction puissance telle que

◊̄ = a (Σ0)b , (IV.2)

où a est l’intensité de ce régime et b sa pente (en échelle logarithmique). Contrairement à la re-
présentation adoptée dans le chapitre précédent pour les résultats sur l’alliage de titane, celle-ci
ne repose pas sur une modélisation, mais est considérée, car elle décrit très bien les résultats ex-
périmentaux. De plus, cela permet de représenter l’incertitude de mesure de ±0, 10K, relative au
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bruit thermique et aux variations de température observées lors de la durée d’un palier d’auto-
échauffement. Ce comportement de l’AM1 en un seul régime d’auto-échauffement est discuté par
la suite.

La pente du régime d’auto-échauffement de l’éprouvette d’AM1 est de l’ordre de 2, 5 (Figure
IV.20b). Ce qui ne rentre alors pas dans le cadre de la modélisation probabiliste à deux échelles
présentée au Chapitre II et adoptée au Chapitre III pour l’analyse des essais sur TA6V. En effet,
avec cette modélisation, la pente du régime d’auto-échauffement est alors de m + 2, avec m le
module de Weibull associé à la modélisation des propriétés en fatigue.

Cependant, une élévation de température sous sollicitation cyclique est bien constatée pour des
amplitudes des contraintes dans le domaine de la fatigue à grand nombre de cycles, signe de la
présence d’au moins un mécanisme dissipatif.

Le protocole d’essai mis en place dans cette étude est opérationnel pour la réalisation de courbes
d’auto-échauffement à haute-température, en permettant de détecter de très faible élévation de
température de l’éprouvette sous sollicitation cyclique (en dessous de 0, 1K) dans un environne-
ment thermique autour de 950°C. Par choix, seuls les essais obtenus à partir du protocole final
sont présentés. Pour des raisons de confidentialités, le protocole n’est pas détaillé précisément, et
donc les nombreuses itérations ne sont pas exposées.

Le domaine d’application des mesures d’auto-échauffement est alors étendu aux hautes tempéra-
tures, et permet l’étude de différents matériaux pour des applications de partie chaude de turbo-
réacteur.

2.2 Variabilité de la courbe d’auto-échauffement de l’AM1

Afin de valider ce résultat sur AM1, plusieurs éprouvettes ont été testées dans les mêmes condi-
tions de température et de rapport de charge. Trois essais ont été réalisés à l’IRDL. Étant donné
l’absence de répétabilité de la courbe d’auto-échauffement (ou du moins de manière aussi satis-
faisante que celle observée pour le TA6V), des essais complémentaires ont été réalisés au centre
d’essais mécanique de Safran Aircraft Engines à Villaroche. Un dispositif expérimental similaire a
alors été utilisé. Il est constitué d’une machine hydraulique et d’un four à résistance 1. Les courbes
d’auto-échauffement obtenues à partir de ces cinq éprouvettes sont comparées (Figure IV.21).

Ces courbes ne présentent pas une très bonne répétabilité. Pour illustrer cela, la loi puissance
identifiée sur l’éprouvette 3 (b = 2, 57) et l’encadrement avec les niveaux d’incertitudes de tempé-
rature choisis sont représentés et montrent bien cette variabilité de la courbe d’auto-échauffement
de l’AM1 (Figure IV.21). La répétabilité de la courbe d’auto-échauffement n’est alors pas aussi
probante que pour le TA6V, mais les résultats ont tout de même une tendance similaire, avec une
courbe en un seul régime d’auto-échauffement et des ordres de grandeur de dissipation semblables.
Les courbes se rassemblent dans un même faisceau.

Cependant, toutes les éprouvettes suivent une loi puissance. Ces comportements sont alors iden-
tifiés (Figure IV.22) et les valeurs des pentes associées à ce régime en représentation logarithmique
sont présentées au Tableau IV.2.

Ces résultats ont été obtenus de manière itérative, avec de nombreux imprévus et ratés. Ainsi, les
courbes d’auto-échauffement de ces cinq éprouvettes proviennent d’un protocole largement éprouvé.
Il semble donc difficilement envisageable que l’absence de répétabilité vienne du protocole final mis
en place pour l’obtention de courbe d’auto-échauffement à haute température.

1. Il est à noter que des essais sur TA6V ont été réalisés préalablement sur ce dispositif expérimental pour le
valider. Une très bonne répétabilité de la courbe d’auto-échauffement du TA6V avait alors été constatée par rapport
à des essais réalisés à l’IRDL. L’objectif était également de transmettre la méthode à Safran Aircraft Engines.
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Figure IV.21 – Résultats d’auto-échauffement pour des éprouvettes d’AM1 à la condition d’essais T = 950°C et
R = 0

Dans le cadre de ces essais, et en particulier dans un cadre où le modèle probabiliste à deux
échelles peut être appliqué, la répétabilité de la courbe d’auto-échauffement doit être vérifiée, car
elle valide le fait qu’il soit possible d’évaluer le comportement en fatigue de la population d’éprou-
vettes à partir d’un seul essai, et donc d’une seule éprouvette. Autrement dit, la répétabilité de
la courbe d’auto-échauffement montre que les éprouvettes utilisées sont au moins représentatives
de la population d’éprouvettes vis-à-vis des phénomènes dissipatifs, et par extension si un lien est
établi, du comportement en fatigue.

Pour l’AM1, l’absence de répétabilité (ou plutôt la variabilité) de la courbe d’auto-échauffement
semble donc plutôt provenir d’un phénomène lié aux éprouvettes utilisées. Cela traduit donc une
absence de représentativité vis-à-vis des phénomènes dissipatifs (e.g. volume sollicité trop faible)
ou la présence d’une variabilité entre éprouvettes ayant alors un impact sur la dissipation (e.g.
variation de microstructure).
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Figure IV.22 – Identification des lois puissance pour les essais d’auto-échauffement pour les éprouvettes d’AM1 à
la condition d’essais T = 950°C et R = 0

Table IV.2 – Analyse des courbes d’auto-échauffement sur éprouvettes d’AM1 à T = 950°C et R = 0 - Identification
des lois puissance

Éprouvette Pente (loi puissance) : b

Éprouvette 1 2,91
Éprouvette 2 2,05
Éprouvette 3 2,57
Éprouvette 4 2,53
Éprouvette 5 2,84
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Pour les essais sur AM1 présentés dans cette étude, les courbes d’auto-échauffement sont très
semblables et se rassemblent dans un même faisceau (Figure IV.21). Il est alors possible d’analyser
ces essais et notamment vis-à-vis de résultats de fatigue de la littérature. En effet, pour ces éprou-
vettes, les durées de vie des derniers paliers d’auto-échauffement menés à rupture sont de l’ordre
de Nr ¥ 50 000 cycles pour une amplitude de contrainte de Σ0 = 0, 533. Le protocole mis en place
permet bien de détecter de la dissipation cyclique dans le domaine de la fatigue à durée de vie
limitée, et plus particulièrement de la HCF. De plus, l’observation des faciès des éprouvettes (alors
rompues à "haut" niveau de contrainte par rapport à la limite d’endurance recherchée) fait état de
rupture à partir de pores (Figure IV.23).

Il y a donc de la dissipation cyclique pour des niveaux de contrainte dans le domaine de la HCF.
Une des premières questions concerne alors la nature et l’origine de cet unique régime d’auto-
échauffement. Au vu des pentes constatées (Tableau IV.2), il pourrait faire penser à un régime
primaire, dans le sens de la modélisation probabiliste à deux échelles présentée au Chapitre II.
Cependant, aucun régime secondaire n’est observé et même pour des niveaux de contrainte élevés.
De plus, le régime d’auto-échauffement constaté pour les éprouvettes d’AM1 se situe bien dans le
domaine de la durée de vie limitée.

Concernant la nature de la dissipation, Cervellon postule dans sa thèse que les pores et défauts
sont alors des sources d’auto-échauffement, agissant comme des concentrateurs de contrainte et en
sollicitant de manière plus importante la matière à leur proximité [Cervellon, 2018]. Ces consta-
tations se basent sur des différences d’auto-échauffement lors des sollicitations de monocristaux
lors de sollicitations ultrasonores présentant des procédés d’élaborations différents et donc des taux
de porosité différents. Étant donné que les pores semblent également à l’origine de la ruine en
fatigue, il est alors possible que la population de défauts/pores puisse être caractérisée à partir
d’essais d’auto-échauffement, et donc de remonter vers un lien entre la dissipation et les propriétés
en fatigue [Ezanno, 2011].

Pour cela, des études complémentaires sont nécessaires, avec notamment d’autres résultats d’es-
sais sur des matériaux présentant des types et quantités de défauts différents. De plus, afin d’évaluer
correctement la source de dissipation, il est nécessaire d’effectuer ces mesures pour d’autres types
de conditions, avec notamment l’influence de la fréquence de sollicitation (pour les liens éventuels
avec la viscosité), l’influence d’une contrainte moyenne, ou encore de la température.

Figure IV.23 – Observation du faciès d’une éprouvette d’AM1 après un essai d’auto-échauffement (Σ0 = 0, 533,
R = 0 et T = 950°C) - Éprouvette 3
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2 Auto-échauffement à haute température sur AM1

Par conséquent, il s’agit d’un cadre différent de celui utilisé au Chapitre III pour l’analyse
des essais de TA6V. La présence de cet unique régime d’auto-échauffement peut éventuellement
être reliée à l’absence de "vraie" limite d’endurance pour ce matériau à cette condition d’essais
(Figure IV.13), dans le sens de l’absence d’un comportement quasi-asymptotique aux alentours de
107 cycles. En effet, pour de nombreux matériaux, dont le TA6V, il semble y avoir une rupture
du comportement en fatigue aux alentours de 106 ≠ 107 cycles, avec un comportement quasi-
asymptotique de la courbe de fatigue, pouvant alors être assimilée à une "limite d’endurance"
faisant la transition entre le domaine de la durée de vie limitée et le domaine de la durée de vie
illimitée. Pour ces matériaux, le domaine de la VHCF mériterait d’être investigué plus en détail,
mais ne fait actuellement pas partie du domaine d’étude.

Pour l’AM1, il ne semble pas y avoir d’asymptote nette sur la courbe de fatigue, et donc de
"limite d’endurance" dans le sens d’un seuil à partir duquel une durée de "vie illimitée" est obser-
vée. Les domaines HCF et VHCF semblent alors semblables, avec une certaine continuité. Le fait
qu’il n’y ait qu’un seul régime d’auto-échauffement, et donc pas de détection de seuil par l’analyse
des mesures d’auto-échauffement (dans la gamme d’amplitude testée) semble alors corroborer cette
continuité entre ces deux domaines de la fatigue.

Actuellement, il n’existe pas encore de modèle permettant de décrire de manière satisfaisante
les phénomènes dissipatifs observés sur les éprouvettes d’AM1. De plus, le lien avec les propriétés
en fatigue n’a pour le moment pas été établi, et encore moins avec une dimension probabiliste. Ce
travail de modélisation constitue déjà une perspective majeure de cette première étude.

Pour réaliser un lien avec des propriétés en fatigue, il aurait également été possible d’effectuer
des dépouillements empiriques de la courbe d’auto-échauffement ou d’utiliser des critères en énergie
dissipée critique, comme cela se fait déjà pour d’autres types de matériaux (comme les élastomères
ou les composites). Cependant, cela ne constituait pas l’objectif premier du chapitre et s’inscrit
donc également en perspective de cette première étude.

• Le protocole mis en place permet de détecter de la dissipation cyclique pour des niveaux de
contrainte se situant dans le domaine de la HCF. Ce protocole a été transféré à Safran Aircraft
Engines. Ces résultats ne s’inscrivent pas dans le cadre du modèle probabiliste à deux échelles
présenté au Chapitre II.
• La courbe d’auto-échauffement de l’AM1 dans cette configuration ne présente qu’un seul régime
d’auto-échauffement, et donc pas de seuil évident de mise en place de mécanisme dissipatif. De
plus, les résultats de la littérature en HCF/VHCF sur ce type de matériaux ne présentent pas de
"vraie" limite d’endurance (dans le sens d’une asymptote marquée).
• Il existe une certaine variabilité de la courbe d’auto-échauffement, bien plus importante que
celle constatée pour les essais sur TA6V par exemple. Cette variabilité sera investiguée dans la
suite du chapitre et pourrait provenir d’une variabilité entre éprouvettes "d’un même lot".
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CHAPITRE IV - AUTO-ÉCHAUFFEMENT À TRÈS HAUTE TEMPÉRATURE (AM1)

3 Études complémentaires sur AM1

Afin d’améliorer la compréhension des résultats d’auto-échauffement sur l’AM1, deux études
supplémentaires sont présentées.

Dans un premier temps, des essais à température ambiante ont été réalisés sur ce matériau, avec
deux objectifs : le premier étant de tester la répétabilité avec un protocole maîtrisé 1 et le second
étant d’investiguer plus en détail la présence de l’unique régime d’auto-échauffement pour différents
rapports de charge.

Dans un second temps, une étude par éléments finis a été réalisée afin de déterminer de manière
quantitative la dissipation à proximité d’un pore, avec différentes lois de comportement. Le but
étant de proposer un modèle permettant la compréhension de l’apparition et le développement de
la dissipation sous chargement cyclique autour d’un pore. De plus, l’objectif est d’évaluer l’influence
de la désorientation du cristal par rapport à l’axe de l’éprouvette sur ces valeurs de dissipation
avec la loi anisotrope de l’AM1 fournie par Safran Aircraft Engines. Le but est d’évaluer si cette
variabilité entre éprouvettes permet ou non d’expliquer la variabilité observée en auto-échauffement
une même condition d’essai.

Dans ces deux études, l’objectif principal reste de fournir des éléments pour la détermination et
la compréhension des sources de dissipation pour ce matériau.

3.1 Auto-échauffement à température ambiante

Une campagne d’essais a été réalisée à température ambiante sur quelques éprouvettes afin d’in-
vestiguer davantage la présence de l’unique régime d’auto-échauffement, ainsi que de l’influence
du rapport de charge sur la courbe d’auto-échauffement. Bien que les mécanismes à température
ambiante et à 950°C peuvent être potentiellement très différents, cette étude permet tout de même
d’apporter des éléments de compréhension.

Afin d’optimiser le signal thermique, et comme une très faible élévation de température avait
été constatée à f = 30Hz sur la machine servo-hydraulique utilisée pour les campagnes précé-
dentes, cette campagne a été réalisée sur un vibrophore Zwick Roell (Figure IV.24). Le principe
de l’essai d’auto-échauffement est le même. Une succession de paliers de chargement sinusoïdal est
appliquée sur l’éprouvette avec une amplitude de sollicitation croissante. De la même manière que
précédemment, trois thermocouples sont utilisés pour déterminer les variations de température de
l’éprouvette sous sollicitation cyclique.

Le principe du vibrophore est de mettre en résonance la ligne afin d’appliquer une certaine sol-
licitation à l’éprouvette. La contrainte moyenne est appliquée par le déplacement de la traverse, et
la contrainte alternée par l’électro-aimant. Les essais sont réalisés en effort imposé. Lors des essais
à 20°C, les masses appliquées sur le vibrophore ont permis d’obtenir une fréquence de sollicitation
d’environ 103Hz. Le nombre de cycles par palier est choisi en conséquence afin d’obtenir une durée
de sollicitation de 200s (temps caractéristique de mise en place de l’équilibre thermique toujours
proche de 40s).

1. Cette campagne d’essai sur le vibrophore a été réalisée avant que le protocole d’essai à très haute température
soit établi (protocole final).
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Figure IV.24 – Dispositif expérimental à température ambiante - Vibrophore Zwick Roell

• Étude de la répétabilité à R = 0 :
Les paliers d’auto-échauffement sont analysés séparément pour déterminer la valeur de la tempé-
rature stabilisée pour chaque phase de sollicitation (Figure IV.25). La particularité de l’utilisation
d’un vibrophore est que pour atteindre une certaine amplitude de chargement, un pré-chargement
est réalisé pour la mise en résonance, et seulement après, l’amplitude de chargement est augmentée
pour atteindre la valeur de la consigne. Ainsi sur la figure, le moment t = 0s ne correspond pas au
début de sollicitation, mais au moment à partir duquel le niveau de chargement de la consigne du
palier en cours est atteint. La sollicitation commence avant et un auto-échauffement est constaté
lors de cette phase de pré-chargement. L’analyse se faisant par la méthode stabilisée, la courbe
d’auto-échauffement n’est pas impactée.
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Figure IV.25 – Évolution de la température de l’éprouvette pour chacun des paliers de chargement lors d’un essai
sur l’AM1 (T = 20°C et R = 0)
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Deux essais ont été réalisés dans les mêmes conditions de température et de rapport de charge.
Les courbes d’auto-échauffement sont là aussi légèrement différentes (pas de répétabilité) et pos-
sèdent un seul régime d’auto-échauffement (Figure IV.26). Un auto-échauffement relativement faible
est constaté. Les courbes d’auto-échauffement suivent des lois puissance. Un niveau d’incertitude
de ±0, 05K sur la température est appliqué.
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Figure IV.26 – Résultats d’auto-échauffement pour des éprouvettes d’AM1 à la condition d’essais T = 20°C et
R = 0

• Influence du rapport de charge et analyse :
Deux autres éprouvettes ont été testées à des rapports de charge de R = 0, 5 et R = 0, 7. L’objectif
est d’explorer rapidement l’influence d’une contrainte moyenne sur la courbe d’auto-échauffement.
Cependant, les essais n’étant pas répétables, il est difficile de conclure de manière précise.

Les paliers d’auto-échauffement appliqués à ces deux éprouvettes sont analysés afin d’obtenir
les courbes d’auto-échauffement pour ces deux rapports de charge à température ambiante (Figure
IV.27 et Figure IV.28).
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Figure IV.27 – Paliers d’auto-échauffement pour une éprouvette d’AM1 (T = 20°C et R = 0, 5)
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Figure IV.28 – Paliers d’auto-échauffement pour une éprouvette d’AM1 (T = 20°C et R = 0, 7)

Les courbes d’auto-échauffement de cette campagne sont alors rassemblées afin d’étudier l’in-
fluence de la contrainte moyenne sur la dissipation de l’AM1 à température ambiante (Figure IV.29
et Figure IV.30). Les pentes issues de l’analyse des courbes d’auto-échauffement sont présentées à
titre indicatif (Table IV.3).

Table IV.3 – Analyse des courbes d’auto-échauffement sur éprouvettes d’AM1 à température ambiante - Identifica-
tion des lois puissance

Éprouvette Rapport de charge Pente (loi puissance) : b

Éprouvette 1 0 1,93
Éprouvette 2 0 1,63
Éprouvette 3 0,5 1,84
Éprouvette 4 0,7 2,25

L’influence de la contrainte moyenne est relativement différente de celle constatée sur les éprou-
vettes de TA6V. En effet, les constations réalisées au Chapitre III (et en accord avec la littérature
sur les aciers à température ambiante) montrent que dans ce cadre, seul le régime secondaire est
impacté. En effet, il s’active pour des amplitudes de contraintes plus faibles en présence d’une
contrainte moyenne, montrant ainsi l’activation de mécanismes dissipatifs et d’une limite d’endu-
rance plus faible.

Dans le cadre des essais sur AM1 à température ambiante, l’application d’une contrainte moyenne
plus importante tend également à activer de manière plus précoce les mécanismes dissipatifs. En
effet, pour une même amplitude de contrainte, la dissipation cyclique d’une éprouvette sollicitée à
R = 0, 5 ou R = 0, 7 est plus importante que pour une éprouvette sollicitée à R = 0 (Figure IV.29),
ce qui est en accord avec ce qui était attendu. Cependant, en ce qui concerne les différences de
dissipation entre les deux éprouvettes sollicitées à R = 0, 5 et à R = 0, 7, il est difficile de conclure
étant donné la non-répétabilité de la courbe d’auto-échauffement de l’AM1.
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Figure IV.29 – Influence de la contrainte moyenne sur la courbe d’auto-échauffement d’éprouvettes d’AM1 à tem-
pérature ambiante
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Figure IV.30 – Influence de la contrainte moyenne sur la courbe d’auto-échauffement d’éprouvettes d’AM1 à tem-
pérature ambiante en fonction de la contrainte maximale

233



3 Études complémentaires sur AM1

• Conclusion de la campagne d’essai :
L’objectif de cette campagne d’essais était d’étudier davantage la présence de cet unique régime
d’auto-échauffement. Cette campagne a tout d’abord confirmé la non-répétabilité de la courbe
d’auto-échauffement de l’AM1. De plus, les essais à différents rapports de charge ont montré que
cet unique régime est bien impacté par la présence d’une contrainte moyenne (et qu’il ne s’agit
donc pas d’un régime primaire dans le sens de la modélisation probabiliste à deux échelles).

Comme attendu, les mécanismes d’auto-échauffement et de ruine en fatigue sont différents à
température ambiante et à 950°C. En effet, les niveaux de dissipation atteints en fin de palier ne
sont pas du même ordre de grandeur pour la condition R = 0 : environ 1K à une sollicitation de
f = 103Hz à température ambiante, contre 3K à 30Hz à T = 950°C (Figure IV.31). De plus, les
pentes semblent légèrement plus faibles à température ambiante (Tableau IV.2 et Tableau IV.3) et
les faciès de rupture sont également différents (Figure IV.23 et Figure IV.32).

Le domaine d’application de l’AM1 se situant dans les hautes températures, cette campagne
d’essais n’a pas été plus approfondie. Elle a tout de même permis de réaliser quelques constatations
intéressantes pour une configuration d’essai simple (à température ambiante) qui pourraient éga-
lement être observées à haute température. Il n’a cependant pas été possible de réaliser d’autres
essais à haute température par manque de temps.

Une des perspectives est donc d’étudier l’influence d’une contrainte moyenne pour des essais à
haute température afin d’étudier davantage les mécanismes dissipatifs et d’éventuellement les relier
à l’endommagement en fatigue. En effet, un des intérêts de la méthode d’auto-échauffement serait de
quantifier rapidement l’endommagement cyclique à fort rapport de charge, et donc potentiellement
de découpler l’endommagement en fatigue et en fluage.

• La non-répétabilité de la courbe d’auto-échauffement est également constatée à température
ambiante (protocole d’essai maîtrisé).
• À température ambiante, l’unique régime d’auto-échauffement est impacté par la présence d’une
contrainte moyenne.
• Les mécanismes de ruines en fatigue et de dissipations semblent très différents à température
ambiante et à T = 950°C. Les courbes d’auto-échauffement ne sont donc pas comparables en l’état.
Il serait intéressant d’étudier l’influence de la température sur la courbe d’auto-échauffement pour
des températures d’utilisation plus usuelles de l’AM1 (entre 800°C et 1100°C par exemple).
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Figure IV.31 – Comparaison des courbes d’auto-échauffement à T = 20°C et à T = 950°C pour les éprouvettes
d’AM1 à la condition R = 0
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Figure IV.32 – Observation du faciès d’une éprouvette d’AM1 après un essai d’auto-échauffement (Σ0 = 0, 533,
R = 0 et T = 20°C) - Éprouvette 3
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3.2 Estimation de la dissipation EF autour d’un pore

Afin d’évaluer le rôle des pores dans la dissipation cyclique, un modèle Éléments Finis simple
a été mis en place. L’objectif principal est alors de déterminer qualitativement l’évolution de la
dissipation cyclique en fonction de l’amplitude de chargement appliquée d’un Volume Élémentaire
Représentative comportant un pore. Dans un premier temps, une loi élastoplastique parfaite est
utilisée pour la mise en place du modèle et aider à la compréhension. Ensuite, des calculs identiques
sont réalisés avec la loi anisotrope cristallographique de l’AM1 fournie par Safran Aircraft Engines.

Un second objectif est d’évaluer l’influence de la désorientation entre l’axe de la sollicitation
cyclique et l’orientation de la loi de comportement sur la dissipation. En effet, lors de la réalisation
des barreaux d’AM1 par le procédé de solidification dirigée, une petite variation peut être constatée
entre la direction de croissance de la dendrite, et donc l’orientation du matériau, et l’axe du barreau.
Ainsi, les éprouvettes fournies par Safran Aircraft Engines, et usinées à partir de barreaux distincts,
possèdent des orientations légèrement différentes, qui sont représentées par un angle entre l’axe
principal de l’éprouvette et l’orientation du matériau. L’objectif est alors d’évaluer l’influence de
cet angle sur la dissipation cyclique, autrement dit, si cette légère variation entre les éprouvettes
suffit ou non à expliquer la variabilité de la courbe d’auto-échauffement pour l’AM1.

3.2.1 Principe et modèle utilisé

Une petite modélisation avec le code de calcul ZéBuLoN a été mise en œuvre. Le VER utilisé
est alors un cube avec en son centre un pore sphérique (Figure IV.33). La taille du pore est telle
que le taux de porosité du matériau ait une fraction volumique de fv = 0, 1%. Un modèle complet
3D (i.e. sans symétrie) est utilisé pour pouvoir faire varier l’angle entre l’axe de sollicitation et la
direction du cristal. Des conditions périodiques aux limites sont appliquées sur les faces externes
du cube. Le chargement est appliqué sur la face supérieure. La sollicitation se fait selon un axe
possédant un angle ◊ avec la normale de la face 1. Dans la première partie de l’étude, la sollicitation
se fait suivant la normale à cette face (◊ = 0°).

(a) Modèle complet (b) Visualisation du pore
(huitième)

Figure IV.33 – VER utilisé pour estimer la dissipation autour d’un pore par éléments finis avec le code de calcul
ZéBuLoN

1. Dans les simulations, un deuxième angle est utilisé pour faire varier l’axe de la sollicitation dans l’espace. Par
souci de simplicité, seule la variation d’un angle, et donc de l’axe de sollicitation dans un plan, est présentée dans
cette étude.
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Un calcul est réalisé pour chaque niveau d’amplitude considéré afin d’obtenir une valeur de
dissipation associée à cette amplitude. Lors du calcul, trois cycles de chargement sont appliqués sur
le VER. Les données de sorties sont alors la déformation plastique cumulée dans tous les éléments
du modèle et le volume associé à chacun des éléments. En effet dans le cadre des modèles considérés,
la dissipation cyclique associée à ce volume est proportionnelle à la variation de plasticité cumulée,

Dcy Ã ṗ. (IV.3)

Étant donné que seule l’évolution de la dissipation est étudiée en fonction de l’amplitude de char-
gement, il suffit alors de calculer une "déformation plastique cumulée" en moyenne volumique sur le
VER, pour chaque cycle d’amplitude Σ0. Soit pour un certain chargement, une relation de propor-
tionnalité associant la dissipation volumique Dt au temps "instantané" ti, et les données de sortie
du calcul est

⁄ ti

0
Dt(t) dt Ã

q

e pe(ti)Ve
q

e Ve
, (IV.4)

où pe est la déformation plastique équivalente cumulée associée à l’élément e et Ve son volume.
Ainsi, la dissipation d’un cycle du VER peut être évaluée par la relation

Dcy Ã 1

tf ≠ td

5
q

e pe(tf )Ve
q

e Ve
≠

q

e pe(td)Ve
q

e Ve

6

, (IV.5)

où td est le temps associé au début du cycle considéré et tf le temps associé à la fin du cycle. Trois
cycles sont appliqués pour chaque palier afin de vérifier que cette quantité, alors proportionnelle
à la dissipation volumique par cycle, se stabilise et devient bien constante au cours des cycles du
palier.

3.2.2 Loi élastoplastique parfaite (EPP)

Dans un premier temps, une loi élastoplastique parfaite est utilisée. Elle est définie par une
limite du domaine d’élasticité de Σy = 1. Cette première loi de comportement a permis de mettre
en place le modèle 3D complet par des calculs relativement rapides 1 et de réaliser notamment une
convergence au maillage sur les valeurs d’intérêts (dissipation volumique cyclique).

Pour chaque amplitude de chargement, un calcul constitué de trois cycles à un rapport de
charge R = 0 est réalisé. Ainsi, la dissipation associée au premier cycle (lorsqu’il y en a) est
toujours plus importante que celle observée pour les deux cycles suivants (plasticité premier quart
de cycle). L’intérêt de faire trois cycles est de vérifier que les dissipations cycliques des deuxièmes
et troisièmes cycles sont identiques. Les contraintes de von Mises sont présentées pour différents
paliers (Figure IV.34). Les éléments possédant une déformation plastique sont également mis en
évidence (Figure IV.35).

1. Pour cette loi, des modèles plus simples avec des symétries peuvent être utilisés. Des comparaisons entre les
différents modèles ont été réalisées. L’objectif était d’obtenir un modèle 3D complet avec des réponses convenables.
L’intérêt est d’obtenir une réponse qualitative de l’évolution de la dissipation cyclique en fonction de l’amplitude, et
non de les quantifier précisément.
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Figure IV.34 – Contrainte de von Mises autour d’un pore avec la loi élastoplastique parfaite pour différentes am-
plitudes de chargement (visualisation à contrainte maximale du troisième cycle)
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Figure IV.35 – Visualisation des éléments plastifiés autour d’un pore avec la loi élastoplastique parfaite pour diffé-
rentes amplitudes de chargement (à contrainte maximale du troisième cycle)

À partir des différents calculs, une courbe de "dissipation" peut être obtenue (Figure IV.36). Elle
représente la déformation plastique volumique sur le troisième cycle du calcul (quantité présentée
à l’équation IV.5) en fonction de l’amplitude de chargement Σ0.

Cette courbe présente trois zones différentes : une première avec un effet seuil dû à la concen-
tration de contrainte générée par le pore, une zone centrale pour laquelle la dissipation semble
évoluer en loi puissance, et enfin une troisième pour laquelle la dissipation augmente de manière
très importante.

Pour le pore sphérique considéré, la concentration de contrainte Kt peut être évaluée par

Kt =
27 ≠ 15‹

14 ≠ 10‹
, (IV.6)

où ‹ = 0, 3 est le coefficient de Poisson utilisé pour le calcul éléments finis. Ainsi de la plasticité
apparaît au niveau de la concentration de contrainte générée par le pore à partir d’une amplitude
appliquée sur le VER de Σs = 0, 244.

L’augmentation très importante de la dissipation pour les amplitudes de contrainte plus élevées
s’explique par le fait que la plasticité se généralise à l’ensemble du volume du VER considéré
(Figure IV.35). La dissipation tend théoriquement vers l’infinie avec la loi EPP lorsque l’amplitude
de chargement tend vers Σ0 = 0, 5.
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Dans la zone centrale de la courbe (i.e entre Σ0 = 0, 3, après le seuil, et Σ0 = 0, 4, avant que la
plasticité ne se généralise au volume), la dissipation semble suivre une loi puissance telle que

Dcy = a (Σ0)b , (IV.7)

avec dans le cas du calcul avec la loi EPP, une pente de b ¥ 7, 5. La dissipation du VER est alors di-
rectement liée à un volume, qui va alors s’étendre avec l’augmentation de l’amplitude de contrainte.

Il s’agit d’un modèle simple pour lequel il subsiste de nombreuses questions, notamment sur
la pertinence d’utiliser une loi de comportement si simple et/ou même identifiée à l’échelle d’une
éprouvette pour estimer la dissipation de la matrice liée à une petite zone autour du pore. À cette
échelle, cette loi de comportement n’est certainement pas représentative. De plus, la forme et la
distribution des pores sont idéalisées pour le modèle présenté.

Cependant cette étude est intéressante, car elle montre qu’il est possible d’obtenir des dissipa-
tions en loi puissance, avec seuil, avec une pente de l’ordre de 6 ≠ 9. La dissipation est cette fois-ci
liée à la matrice et au volume plastifié du fait de la porosité. La forme de la dissipation est alors
différente de celle d’un site de microplasticité dans une matrice élastique présentée au Chapitre
II. Pour rappel, la dissipation est dans ce cas linéaire, avec un seuil d’activation, en fonction de
l’amplitude de chargement.
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Figure IV.36 – Évolution de la vitesse de déformation plastique sur un cycle en fonction de l’amplitude de charge-
ment - Courbe de "dissipation" à R = 0 du VER avec une loi élastoplastique parfaite
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3 Études complémentaires sur AM1

Ce premier calcul avec une loi EPP a permis de mettre en place la modélisation 3D complète, tout
en apportant les premières bases de compréhension, par la simplicité de la loi, sur le rôle qu’un
pore peut avoir sur la dissipation.

3.2.3 Loi de l’AM1 (EVP en plasticité cristalline)

Le même modèle que précédemment est utilisé avec des conditions périodiques aux limites et
un maillage identique 1. La loi utilisée est une loi anisotrope cristallographique de l’AM1 en sinus
hyperbolique avec restauration. Les calculs sont effectués avec une température fixée à 950°C. Les
contraintes sont normées par la même valeur que celle ayant servi à la présentation des résultats
d’auto-échauffement (Figure IV.21). La loi est construite sur les systèmes de glissement de la struc-
ture CFC de l’AM1 (Figure IV.7) et les variables d’intérêt issues des calculs avec le code de calcul
ZéBuLoN sont alors :

- evgeq : la déformation plastique cumulée sur les systèmes octaédriques ;
- cugeq : la déformation plastique cumulée sur les systèmes cubiques.

Dans un premier temps, la courbe de dissipation est obtenue pour le cas d’une sollicitation selon
la direction <001> du cristal, soit une sollicitation avec un angle ◊ = 0° avec la normale de la
face supérieure du VER. Ensuite dans un second temps, l’influence de cet angle sur la courbe de
dissipation est étudiée.

• Sollicitation dans la direction <001> :
De la même manière que précédemment, pour chaque amplitude de contrainte un calcul constitué
de trois cycles de chargement à rapport de charge R = 0 est réalisé. Pour trois amplitudes de
chargement, les contraintes de von Mises (Figure IV.37), les déformations plastiques cumulées sur
les systèmes octaédriques (Figure IV.38) et sur les systèmes cubiques (Figure IV.39) sont présentées
au chargement maximal du troisième cycle.

Dans le cas d’une sollicitation en traction selon la direction <001>, les systèmes de glissement
octaédriques s’activent préférentiellement. Autour du pore, avec la loi de comportement de l’AM1,
les déformations plastiques cumulées sur les systèmes cubiques cugeq sont bien plus faibles que
celles sur les systèmes octaédriques.

Σ0 = 0, 17 (Σ = 0, 33) Σ0 = 0, 25 (Σ = 0, 50) Σ0 = 0, 33 (Σ = 0, 67)
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Figure IV.37 – Contrainte de von Mises autour d’un pore avec la loi EVP cubique et pour différentes amplitudes
de chargement (visualisation à contrainte maximale du troisième cycle)

1. La convergence au maillage a été réalisée avec la loi EPP. Une étude sur la taille de maille a été tout de
même réalisée avec la loi EVP cubique, mais les temps de calcul sont très longs. Le modèle retenu reste le meilleur
compromis pour étudier les évolutions quantitatives de la dissipation (volumique, donc nécessairement très dépendante
du maillage au voisinage de la concentration de contrainte) et le temps de calcul.
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Figure IV.38 – Déformation plastique cumulée sur les systèmes octaédriques autour d’un pore avec la loi EVP
cubique et pour différentes amplitudes de chargement (visualisation à contrainte maximale du troi-
sième cycle)
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Figure IV.39 – Déformation plastique cumulée sur les systèmes cubiques autour d’un pore avec la loi EVP cubique
et pour différentes amplitudes de chargement (visualisation à contrainte maximale du troisième
cycle)

Dans la suite, seules les dernières déformations sur les systèmes octaédriques (evgeq )seront
considérées pour évaluer qualitativement l’évolution de la dissipation avec l’amplitude de charge-
ment (Équation IV.5). Il est à noter que les dissipations entre les deuxièmes et troisièmes cycles
sont très proches.

La courbe de "dissipation" obtenue à partir de l’ensemble des calculs est présentée (Figure IV.40).
Cette courbe de "dissipation" présente également un effet seuil, marquant le début de la plasticité
au niveau de la concentration de contrainte générée par la porosité du matériau. La courbe de
dissipation suit une loi puissance en fonction de l’amplitude de chargement appliquée sur le VER
(Équation IV.7). Ainsi dans le cas d’une sollicitation dans la direction <001> du cristal, avec un
rapport de charge R = 0 et une température de T = 950°C, la pente de la courbe en échelle
logarithmique est de b = 2, 34. Ce résultat est très intéressant, car il est du même ordre que la
dissipation évaluée expérimentalement à partir des courbes d’auto-échauffement réalisées à cette
condition (Figure IV.22) et pour lesquelles les pentes sont autour de 2 ≠ 3 (Tableau IV.2). Pour
rappel, les contraintes sont normées par la même valeur (et n’ont rien à voir avec celles présentées
dans la partie avec la loi EPP).

Ce résultat ne montre en rien que la dissipation observée expérimentalement grâce aux courbes
d’auto-échauffement provienne bien des pores. Elle montre juste qu’il est possible d’obtenir, à partir
de la loi de comportement de l’AM1 et d’un défaut, une dissipation en loi puissance avec une pente
de l’ordre de 2-3. De la même manière que pour les calculs avec la loi EPP, il subsiste de nombreuses
questions. En effet le modèle reste très simple et de nombreux paramètres sont idéalisés, comme la
forme et la distribution des défauts.
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Figure IV.40 – Évolution de la vitesse de déformation plastique sur les systèmes octaédriques sur un cycle en
fonction de l’amplitude de chargement - Courbe de "dissipation" à R = 0 et à T = 950°C du VER
avec la loi EVP cubique

• Influence de l’angle de sollicitation :
Les mêmes calculs ont été réalisés en faisant varier l’angle de la direction de sollicitation avec la
normale à la face supérieure du VER (Figure IV.33) et donc de la direction <001> du cristal.
L’angle varie entre ◊ = 0° et ◊ = 12°. Pour l’angle maximal utilisé, les contraintes de von Mises
(Figure IV.41), les déformations plastiques cumulées sur les systèmes octaédriques (Figure IV.42)
et sur les systèmes cubiques (Figure IV.43) sont présentées au chargement maximal du troisième
cycle pour l’amplitude de chargement Σ0 = 0, 33.

À partir des différents calculs, des courbes de "dissipation" sont obtenues en fonction de l’am-
plitude de contrainte appliquée sur le VER et de l’angle de la désorientation de la direction de
sollicitation par rapport à l’orientation <001> du cristal (Figure IV.44). Les courbes de "dissi-
pation" sont proches, la désorientation étant relativement limitée. Elles présentent toutes un effet
seuil, puis une évolution en loi puissance.

Afin d’évaluer plus facilement l’impact de la désorientation sur la dissipation, ces courbes sont
présentées en échelle linéaire et en échelle logarithmique (Figure IV.45) sur une étendue plus faible
et donc comparable à celle qu’il est possible d’observer expérimentalement lors de la réalisation de
courbes d’auto-échauffement (i.e. sur environ une étendue de 102, soit entre environ 0, 1K et 1K).
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Figure IV.41 – Contrainte de von Mises autour d’un pore avec la loi EVP cubique pour un angle de θ = 12° et à
une amplitude de contrainte de Σ0 = 0, 33 (visualisation à contrainte maximale du troisième cycle)
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Figure IV.42 – Déformation plastique cumulée sur les systèmes octaédriques autour d’un pore avec la loi EVP
cubique pour un angle de θ = 12° et à une amplitude de contrainte de Σ0 = 0, 33 (visualisation à
contrainte maximale du troisième cycle)
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Figure IV.43 – Déformation plastique cumulée sur les systèmes cubiques autour d’un pore avec la loi EVP cubique
pour un angle de θ = 12° et à une amplitude de contrainte de Σ0 = 0, 33 (visualisation à contrainte
maximale du troisième cycle)
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Figure IV.44 – Évolution de la vitesse de déformation plastique sur les systèmes octaédriques sur un cycle en
fonction de l’amplitude de chargement et de l’angle θ - Courbe de "dissipation" à R = 0 et à
T = 950°C du VER avec la loi EVP cubique
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Figure IV.45 – Influence de l’angle de sollicitation sur la courbe de "dissipation" du VER à R = 0 et à T = 950°C
avec la loi EVP cubique de l’AM1
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Les lois puissances sont identifiées à partir d’une amplitude de chargement de Σ0 = 0, 3, et les
valeurs des pentes associées à ce régime en représentation logarithmique sont présentés en fonction
de l’angle de la désorientation (Tableau IV.4). Il est intéressant de constater que la désorientation
étudiée dans cette étude apporte tout de même une variabilité assez significative sur la courbe de
dissipation, et donc sur la pente du régime de dissipation.

Table IV.4 – Analyse des courbes de "dissipation" autour d’un pore obtenues par calculs éléments finis avec la loi
EVP cubique de l’AM1 à T = 950°C - Influence de l’angle θ sur la pente de la courbe

Angle Pente (loi puissance) : b

◊ = 0¶ 2,34
◊ = 2¶ 2,37
◊ = 4¶ 2,46
◊ = 6¶ 2,61
◊ = 8¶ 2,84
◊ = 10¶ 3,13
◊ = 12¶ 3,46

Nécessairement dans le cas d’un matériau anisotrope comme l’AM1, une légère variation de
l’angle entraîne une variation du comportement et donc des mécanismes d’endommagement, des
durées de vie, et également de la dissipation. Ainsi, une légère variabilité de quelques degrés entre
éprouvettes semble être suffisante pour entraîner une variabilité de la courbe d’auto-échauffement.

Ces différentes constatations auraient certainement pu être obtenues d’une autre manière, par
exemple en étudiant sur un unique point de Gauss l’effet de la désorientation sur la boucle contrainte-
déformation et donc sur les effets sur la dissipation. Cependant cette étude ne cherchait pas à
quantifier ces différents effets, mais montre juste que cette variabilité entre éprouvettes semble si-
gnificative, et serait une des raisons possibles de la non-répétabilité des courbes d’auto-échauffement
(ou plutôt de sa variabilité).

En effet, il pourrait en exister d’autres. Si la dissipation provient bien de la porosité et de dif-
férents types de défauts présents dans le matériau à l’issue du procédé de fonderie, alors il existe
certainement une sensibilité de la dissipation à la nature, forme et distribution des défauts dans
le matériau. Ainsi, une variabilité entre éprouvettes (même issues d’un lot identique) dans la dis-
tribution et quantité de défauts entraînerait une non-répétabilité de la courbe d’auto-échauffement.

Une des perspectives de ce chapitre est donc de tester de nombreuses autres configurations,
comme des monocristallins différents (avec donc des défauts et distributions différentes), comme
l’effet de la fréquence de sollicitation pour évaluer les phénomènes de viscosité ou encore sur l’effet
du rapport de charge et de la température. L’ensemble de ces essais permettraient d’améliorer la
compréhension des mécanismes dissipatifs et d’éventuellement fournir un lien entre la dissipation
cyclique et la durée de vie en fatigue.

En effet, les mécanismes en jeu sont très différents de ceux observés pour le TA6V. Il est alors
nécessaire d’apporter plus d’ingrédients pour pouvoir proposer une modélisation pour décrire la
courbe d’auto-échauffement et éventuellement un lien avec les propriétés en fatigue.

L’angle entre l’axe de l’éprouvette et l’orientation <001> du cristal semble donc être une source
significative de variabilité de la dissipation, ce qui peut expliquer en partie la non-répétabilité de
la courbe d’auto-échauffement de l’AM1.
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4 Conclusion et perspectives

Dans ce chapitre, des courbes d’auto-échauffement à haute température ont été obtenues à partir
d’éprouvettes d’AM1. Il s’agissait d’un challenge expérimental qui a pu être relevé en permettant
de détecter des très faibles élévations de température de l’éprouvette sous chargement cyclique
(de l’ordre de 0, 1K) dans un environnement à haute température, autour de 1000°C. Les courbes
d’auto-échauffement à 950°C ont été obtenues après de nombreuses itérations sur le dispositif
expérimental (choix des thermocouples et du système d’acquisition par exemple). Seuls les résultats
issus du protocole final, et donc largement éprouvé ont été montrés dans ce chapitre.

Afin d’améliorer la compréhension des mécanismes et de tenter d’analyser les courbes d’auto-
échauffement, une campagne d’essais à température ambiante a été réalisée à une plus grande fré-
quence de sollicitation. En effet, l’objectif était de confronter les résultats obtenus à haute tempéra-
ture, dans un environnement pour lequel il est plus facile de réaliser des essais d’auto-échauffement.
Cette campagne a alors permis de consolider les observations réalisées sur AM1, i.e. la présence
d’un seul régime d’auto-échauffement et la non-répétabilité de la courbe, du moins d’une manière
aussi satisfaisante que les essais présentés dans le chapitre précédent sur l’alliage de titane.

Enfin, une dernière étude plus exploratoire a été présentée. Elle avait pour but d’évaluer la
dissipation sous chargement cyclique avec un modèle éléments finis, constitué d’un VER contenant
un pore. Les résultats obtenus avec la loi anisotrope de l’AM1 montrent alors un comportement
en loi puissance, proche des observations expérimentales. De plus, l’effet d’une faible désorienta-
tion du cristal représente une source possible de la variabilité de la dissipation, et donc une source
éventuelle de la non-répétabilité de la courbe d’auto-échauffement.

Les résultats importants de ce chapitre, ainsi que les perspectives qui en découlent, sont re-
groupés en deux parties : la première concerne le protocole d’essais d’auto-échauffement à haute
température, et la seconde, l’étude des propriétés en fatigue de l’AM1, et d’autres superalliages
base nickel.

• Protocole d’essais à haute température :
L’objectif principal de la thèse est atteint. Le protocole expérimental pour réaliser des essais d’auto-
échauffement à haute température est opérationnel et a été transféré à Safran Aircraft Engines.

Cela ouvre alors la voie à l’étude de la fatigue des alliages métalliques à haute température par la
méthode d’auto-échauffement. Un des intérêts potentiels de la méthode est son apport pour étudier
les interactions entre les différents modes d’endommagement. Cela n’a pas pu être étudié et évalué
dans le cadre de la thèse par manque de temps. Il est en effet envisageable que par la détermination
rapide des propriétés en fatigue par la méthode d’auto-échauffement, alors les interactions avec
le fluage et l’oxydation soient minimisées. Avec l’analyse de la dissipation cyclique, la méthode
d’auto-échauffement permettrait alors de déterminer l’endommagement de la fatigue "pure", sans
l’influence du fluage.

• Essais d’auto-échauffement sur l’AM1 :
Les deux résultats importants de la campagne d’essais à haute température sont la présence
d’un seul régime d’auto-échauffement et la variabilité (ou non-répétabilité) de la courbe d’auto-
échauffement à T = 950°C et R = 0.

Les mécanismes sont différents de ceux constatés pour le TA6V et le lien avec les propriétés
en fatigue n’a pas encore été établi pour l’AM1. Cependant, il est intéressant de constater que la
non-répétabilité de la courbe d’auto-échauffement peut provenir en partie de la variabilité entre
éprouvettes et notamment de la désorientation entre la direction du cristal et l’axe de l’éprouvette.
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De plus, le fait qu’il n’y ait qu’un seul régime, et donc pas de détection nette d’un seuil à partir
duquel des mécanismes s’activent, peut être relié au fait qu’il n’existe probablement pas de rupture
de comportement autour de 106 ≠ 107 cycles sur la courbe de fatigue de l’AM1, avec un compor-
tement quasi-asymptotique vers une "limite d’endurance", comme cela semble être le cas pour le
TA6V (cf. Chapitre III).

Le protocole a permis d’obtenir des courbes d’auto-échauffement exploitables. Cependant il
s’agit d’un cadre différent du modèle probabiliste à deux échelles. Il est alors nécessaire de passer
par une étape de compréhension des mécanismes d’auto-échauffement et de modélisation pour
proposer un éventuel lien avec les propriétés en fatigue. Ce lien aurait pu être déterminé avec un
critère en énergie dissipée critique, comme cela se fait déjà pour de nombreux matériaux comme
les composites, mais il s’agit alors d’un recalage empirique ne reposant pas sur la modélisation des
mécanismes dissipatifs.

Il y a bien une signature thermique de l’AM1 sous sollicitation cyclique dans le domaine de
contrainte de la fatigue à grand et très grand nombre de cycles, signe d’une probable activité de
microplasticité. Il y a donc de nombreuses perspectives à ce travail pour éventuellement proposer
un lien entre auto-échauffement et propriétés en fatigue.

La perspective principale est la réalisation d’autres conditions d’essais d’auto-échauffement pour
améliorer la compréhension des mécanismes. Il serait alors intéressant d’étudier les effets de fré-
quence à haute température (en adaptant le protocole expérimental au vibrophore), ce qui n’a pas
pu être mené au cours de cette étude. En effet, cela permettrait d’évaluer les effets de viscosité
avec notamment l’impact du fluage. De plus, il serait intéressant de réaliser des essais d’auto-
échauffement à différentes températures et rapport de charge.

Une deuxième perspective est bien sûr l’étude de nombreux autres superalliages avec différentes
voies d’élaboration. En effet, ces différents résultats d’auto-échauffement pourraient alors être reliés
aux populations de défauts (qui pourraient également être caractérisées par microtomographie) par
une modélisation adaptée de l’auto-échauffement.

Pour investiguer la présence d’un seul régime d’auto-échauffement et la non-répétabilité de la
courbe d’auto-échauffement, il serait également intéressant d’étudier des alliages polycristallins base
nickel. En effet, en se basant sur une étude complémentaire réalisée sur des éprouvettes d’Inconel
718, il semblerait qu’il n’y ait également qu’un seul régime d’auto-échauffement, et avec dans le cas
présent, une très bonne répétabilité de la courbe d’auto-échauffement.
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Conclusion

Cette thèse a porté sur la mise en place d’une méthode de caractérisation rapide des propriétés
en fatigue à grand nombre de cycles, pour l’étude de matériaux métalliques à haute température.
Ainsi, un protocole expérimental a permis d’obtenir des courbes d’auto-échauffement pour deux
matériaux très différents, le TA6V et l’AM1 et à différentes températures.

Le modèle probabiliste à deux échelles, pour l’interprétation des courbes d’auto-échauffement,
a également été évalué par simulation numérique. La robustesse de l’identification du paramètre de
dispersion a ensuite été comparée à des procédures d’essais de fatigue plus classiques, comme les
Staircase. L’ensemble de ces résultats montre un gain de temps considérable pour la caractérisation
des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles à partir des méthodes d’auto-échauffement sous
sollicitation cyclique.

Les principaux résultats de ce travail de thèse sont regroupés en quatre axes :

⌅ Mise en place d’un protocole d’essais d’auto-échauffement à haute température :
Le développement du protocole expérimental s’est fait à partir de nombreuses itérations afin d’op-
timiser l’environnement thermique de l’éprouvette et le système d’acquisition. La réalisation des
essais à des températures intermédiaires sur l’alliage de titane a été nécessaire pour pouvoir ensuite
atteindre des températures plus élevées, avoisinants les 1000°C. Le protocole ainsi défini permet de
détecter de très faibles élévations de température de l’éprouvette, à savoir son auto-échauffement
sous sollicitation cyclique, dans un environnement à haute température.

Le domaine d’application de la méthode d’auto-échauffement est ainsi étendu à l’étude de la
fatigue des alliages métalliques à haute température, et donc pour les matériaux constituant les
turboréacteurs aéronautiques.

⌅ Essais d’auto-échauffement à haute température sur des éprouvettes de TA6V :
Avec ce protocole d’essais, des courbes d’auto-échauffement pour un alliage de titane ont été obte-
nues pour différents rapports de charge, et surtout à différentes températures.

La courbe d’auto-échauffement du TA6V présente deux régimes d’auto-échauffement. Seul le
régime secondaire est impacté par la présence d’une contrainte moyenne et par la température
d’essai. La limite d’endurance du matériau est associée au seuil de transition entre les deux régimes,
soit à l’activation du régime secondaire d’auto-échauffement. Des diagrammes de Haigh à différentes
températures sont rapidement obtenus et avec un nombre limité d’éprouvettes.

De plus, l’analyse proposée des courbes d’auto-échauffement à partir du modèle probabiliste
à deux échelles permet de déterminer un module de Weibull, qui représente la dispersion des
propriétés en fatigue, à partir d’une seule éprouvette et en quelques heures. Ainsi, les diagrammes
de Haigh peuvent être construits pour n’importe quelle probabilité de rupture (avec une hypothèse
de distribution en loi de Weibull).

Ces résultats ont été comparés à une base de données d’essais de fatigue. Les limites d’endu-
rance déterminées par auto-échauffement présentent de très bonnes tendances, pour l’ensemble des
rapports de charge et des températures confrontés. De plus, la valeur du paramètre de dispersion
évaluée par le modèle probabiliste à deux échelles est très pertinente vis-à-vis des résultats en
fatigue du matériau (dispersion associée à un seul lot).
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Cette méthode présente un gain très important en termes de nombre d’éprouvettes et de temps
de caractérisation, ce qui permet de réduire considérablement les coûts de caractérisation en fa-
tigue à grand nombre de cycles. De plus, cela permet d’étudier l’influence de différents paramètres
(en l’occurrence dans cette thèse, de la température et du rapport de charge) avec un même lot
d’éprouvette.

Une discussion a ensuite été entreprise pour la réalisation d’essais d’auto-échauffement avec des
rapports de charge élevés (et donc à termes des contraintes maximales élevées). La difficulté réside
dans l’interprétation des résultats d’auto-échauffement. En effet pour le TA6V, le régime primaire
est fortement impacté par des effets de pré-déformation de l’éprouvette.

Les résultats obtenus en auto-échauffement sur les éprouvettes de TA6V s’ajoutent aux nom-
breux résultats de la littérature pour conforter le fait qu’il existe une alternative rationnelle aux
essais de fatigue classiques pour la détermination des propriétés en fatigue à grand nombre de
cycles. De plus, ces méthodes basées sur les mesures d’auto-échauffement représentent un gain de
temps de caractérisation important.

⌅ Évaluation du modèle probabiliste à deux échelles :
Les méthodes d’auto-échauffement sont longtemps restées empiriques, en permettant "seulement"
de détecter un seuil à partir duquel l’auto-échauffement de l’éprouvette augmente considérable-
ment. Depuis quelques années, un modèle probabiliste à deux échelles a été développé. Il permet de
décrire la courbe d’auto-échauffement et d’évaluer le module de Weibull, représentant la dispersion
des propriétés en fatigue, à partir d’une seule éprouvette. Ainsi, un des objectifs de cette thèse a
été d’évaluer la pertinence et la robustesse de l’identification de ce paramètre par cette méthode.
De plus, des comparaisons ont été effectuées avec des procédures d’essais plus classiques pour la
détermination des propriétés en fatigue.

Dans un premier temps, la procédure de Staircase classique a été évaluée par simulation numé-
rique. La philosophie de la méthode est d’utiliser plusieurs éprouvettes pour osciller autour de la
limite d’endurance médiane et ainsi la caractériser. Cette méthode s’avère robuste pour cela, mais
la caractérisation du paramètre de dispersion est très délicate. En effet, ce n’est pas le but premier
de la procédure et les incertitudes sur le paramètre de dispersion restent très importantes, même
avec un grand nombre d’éprouvettes par échantillon.

La recharge des éprouvettes a également été évaluée statistiquement, avec notamment l’apport
de la censure par intervalle. La philosophie de la procédure change : le maximum d’information est
extrait de chaque éprouvette, en les menant toutes à rupture. Un nombre plus important d’hypo-
thèses est nécessaire, et notamment sur le cumul d’endommagement. Ces méthodes permettent de
déterminer plus souvent une valeur de dispersion, et un nombre moins important d’éprouvettes est
nécessaire pour atteindre le même niveau d’incertitudes sur le paramètre de dispersion.

Un cas idéal a également été étudié, et représente le cas où le maximum d’information est ex-
trait de l’échantillon d’éprouvettes (sans censure et avec un recalage parfait). Les incertitudes sur la
détermination du paramètre de dispersion restent élevées. Cette étude montre que les incertitudes
sur la détermination du paramètre de dispersion restent très élevées, même dans un cas idéalisé
par simulation numérique. Cela est intrinsèque à cette méthode de caractérisation, où seul le seuil
d’apparition du défaut critique, menant à l’amorçage, est détecté. Cette détection est de plus par-
tielle, du fait des censures réalisées dans le cadre de dépouillements d’essais réels.

À l’inverse, la méthode d’auto-échauffement permet de caractériser en profondeur le volume de
l’éprouvette sollicitée. Dans le cadre du modèle probabiliste à deux échelles, la densité moyenne de
sites actifs peut être évaluée à partir de la signature thermique lors de l’essai. Cette modélisation
repose sur des hypothèses fortes (e.g. forme de la fonction densité, hypothèse du maillon faible,
répartition aléatoire et uniforme des sites, etc.) et s’avère très robuste pour l’identification de la
dispersion (car l’ensemble des sites est caractérisé en même temps).
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Expérimentalement, la répétabilité des courbes d’auto-échauffement montre au moins que l’éprou-
vette est représentative pour pouvoir caractériser la dispersion en fatigue du lot, à partir d’une seule
courbe d’auto-échauffement (ce qui a été constaté pour le TA6V).

⌅ Essais d’auto-échauffement à haute température sur des éprouvettes d’AM1 :
Au cours de ces travaux de thèse, un protocole expérimental a été mis en place pour l’obtention de
courbe d’auto-échauffement à très haute température. Ainsi, des courbes d’auto-échauffement ont
été obtenues à la condition T = 950°C et R = 0 avec des éprouvettes en AM1.

La courbe d’auto-échauffement de l’AM1 ne semble présenter qu’un seul régime d’auto-échauffe-
ment, et une variabilité plus importante que pour le TA6V est constatée. D’autres conditions d’essais
n’ont pas pu être testées au cours de cette thèse. Cependant quelques éléments ont été apportés et
qui pourraient expliquer en partie ces constatations.

D’une part, l’AM1 est un superalliage monocristallin avec un comportement anisotrope. Une
étude par éléments finis a montré que même une faible désorientation de l’axe principal du cristal
par rapport à l’axe de l’éprouvette suffisait à avoir une variabilité des courbes de dissipation.

D’autre part, le comportement en auto-échauffement de l’AM1 est en dehors du cadre de la
modélisation probabiliste à deux échelles. En effet, les pentes d’auto-échauffement sont très faibles
(de l’ordre de 2 à 3) et la campagne d’essai à température ambiante a montré que ce régime semble
impacté par la présence d’une contrainte moyenne. Ainsi, il est difficilement envisageable qu’il
s’agisse d’un régime primaire, dans le sens de la modélisation probabiliste à deux échelles avec les
deux mécanismes dissipations.

Cependant, le protocole d’auto-échauffement permet bien de détecter les faibles évolutions de
température sous sollicitation cyclique. Ceci met donc en évidence la présence d’un mécanisme de
dissipation cyclique, se situant dans le domaine élastique macroscopique, et plus précisément sur
une plage d’amplitude de contrainte dans les domaines de la fatigue à grand et très grand nombre de
cycles. À partir du seul régime d’auto-échauffement, il est délicat de détecter un seuil d’activation
d’un certain mécanisme. Une analyse empirique aurait pu être mise en œuvre, mais ce n’était pas
l’objectif du Chapitre IV.

L’étude de ces matériaux par auto-échauffement s’inscrit déjà en perspective, avec notamment
la réalisation d’essais pour d’autres conditions de températures et de rapports de charge et sur des
superalliages différents.

Pour faire suite à ces travaux de thèse, différentes perspectives sont envisageables et sont re-
groupées en quatre thématiques :

⇤ Compréhension/modélisation pour les superalliages monocristallins :
La continuité de l’étude sur les superalliages monocristallins a déjà été évoquée : la mise en place de
la méthode de caractérisation rapide pour des applications à haute température a en effet ouvert la
voie à l’étude de ces matériaux par auto-échauffement. Il s’agit de matériaux bien différents de ceux
habituellement étudiés par auto-échauffement. Cette première étude sur l’AM1 a montré un com-
portement particulier en auto-échauffement, qui n’est pas classiquement observé. Une dissipation
est bien constatée dans le domaine d’intérêt de la fatigue à grand nombre de cycles.

Ainsi pour analyser les courbes d’auto-échauffement il est nécessaire de passer par une étape
de compréhension des mécanismes dissipatifs et de pouvoir les modéliser. Certaines pistes ont été
évoquées dans le Chapitre IV, comme le lien avec les populations de défauts (e.g. pores de fonderie).
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Existe-t-il un lien entre ces défauts et l’intensité de l’auto-échauffement ? Autrement dit, est-il
possible de caractériser cette population à partir de mesures thermiques (nombre, criticité, etc.) ?
Y a-t-il un lien avec les mécanismes à l’origine de la ruine en fatigue 1 ?

Ainsi il faudrait continuer les investigations, en réalisant notamment d’autres courbes d’auto-
échauffement pour différentes conditions d’essais, afin d’améliorer la compréhension des méca-
nismes. L’objectif serait de modéliser la dissipation constatée, et éventuellement, de la relier aux
propriétés en fatigue. À terme, l’idéal serait d’avoir une dimension probabiliste afin de rendre
compte (si possible) de l’aspect dispersif de la fatigue.

⇤ Évolution du modèle probabiliste à deux échelles :
La robustesse du modèle probabiliste à deux échelles a été démontrée à partir de simulations et est
confortée avec les résultats obtenus avec les éprouvettes de TA6V dans ces travaux de thèse.

La mise en place de la simulation d’essais d’auto-échauffement ouvre la voie à d’autres études
pour éventuellement adapter la modélisation et surtout améliorer la compréhension. Il serait en
effet envisageable d’entreprendre des simulations d’essais d’auto-échauffement dans d’autres cadres,
comme par exemple avec une dissipation par site différente ou une description différente de la
densité moyenne de sites actifs. De plus, ces méthodes numériques permettent alors de générer des
volumes en modifiant notamment le processus aléatoire de répartition des sites. Des simulations
avec des répartitions non uniformes (e.g. avec des gradients dans le volume, ou des différences
dans les différentes zones de l’éprouvettes) pourraient être envisagées. L’apport de ces simulations
serait alors d’améliorer le passage (en termes de compréhension et modélisation) entre les mesures
d’auto-échauffement et les propriétés en fatigue à grand nombre de cycles.

⇤ Essais d’auto-échauffement à haute température :
Dans la continuité des essais d’auto-échauffement à haute température réalisés dans ces travaux
de thèse, il serait également intéressant d’évaluer les effets de fréquence, et plus globalement les
effets de viscosité. En effet, il est habituellement constaté (pour les matériaux testés à tempéra-
ture ambiante) que l’élévation moyenne de température stabilisée évolue de manière linéaire avec
la fréquence de sollicitation (sur la gamme de fréquence testée). Cependant à haute température,
des phénomènes visqueux sont plus susceptibles d’être activés. Certains de ces aspects ont déjà été
évoqués en introduction, notamment concernant l’implication de l’endommagement par fluage lors
d’essais de fatigue classiques à haute température. Ainsi, il serait intéressant d’évaluer l’apport des
mesures d’auto-échauffement pour éventuellement découpler les différents endommagements.

De plus, pour faire suite aux essais d’auto-échauffement sur TA6V à haute température, il serait
intéressant d’améliorer le protocole expérimental (adaptation sur une autre machine d’essai) pour
améliorer la description des courbes d’auto-échauffement à forts rapports de charge (notamment
pour fermer les diagrammes de Haigh). Ainsi, il est nécessaire d’augmenter la fréquence de sollici-
tation (pour augmenter le signal thermique) et de diminuer le pas de chargement entre les paliers
(avec une machine plus adaptée pour les niveaux de sollicitations voulus). Cela semble largement
atteignable expérimentalement. L’analyse des courbes sera cependant plus délicate.

Enfin, une comparaison entre les résultats d’auto-échauffement et les résultats d’essais de fatigue
ultrasonores (à des fréquences de sollicitation de l’ordre du kHz) serait envisageable pour tendre
vers l’étude de la fatigue à très grand nombre de cycles.

1. Dans le sens d’un endommagement purement cyclique (e.g. sans influence du fluage) et pas nécessairement
caractérisé par une limite d’endurance conventionnelle à une certaine durée de vie.
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⇤ Généralisation, industrialisation et normalisation de la méthode :
Dans le principe, la réalisation de mesures d’auto-échauffement reste relativement simple, en ef-
fet il s’agit "seulement" d’une mesure de température. Le verrou principal à la généralisation de
l’utilisation de la méthode est l’interprétation de ces courbes d’auto-échauffement.

En effet, la courbe d’auto-échauffement doit être associée à un ou plusieurs mécanismes de dis-
sipation et doit être analysée pour l’obtention des propriétés en fatigue. Il est donc nécessaire de
caractériser au préalable les comportements en auto-échauffement de différente gammes de maté-
riaux (alliage de titane, de nickel, superalliage base nickel, alliage d’aluminium, etc.) en vue de
généraliser son utilisation.

Ainsi, à la manière de la caractérisation de la gamme d’aciers ArcelorMittal par le modèle
probabiliste à deux échelles [Munier, 2012], il serait intéressant d’étudier d’autres nuances d’alliages
de titane, et plus généralement d’autres alliages métalliques, afin de générer de nombreuses autres
courbes d’auto-échauffement. En effet, pour ces différents alliages, existe-t-il systématiquement deux
régimes d’auto-échauffement ? Quels autres paramètres impactent les courbes d’auto-échauffement
(e.g. microstructure, taille de grain, zone de prélèvement de l’éprouvette dans la pièce, effets de
surfaces, du procédé de fabrication, etc.) ?

En parallèle, il faudrait continuer à industrialiser la méthode et proposer des procédures ex-
périmentales pour les différentes gammes de matériaux métalliques. En effet, bien qu’il s’agisse
d’une "simple" mesure de température, de nombreuses précautions expérimentales sont nécessaires.
De plus, les niveaux d’auto-échauffement (en termes d’élévation de température) peuvent être très
différents d’un matériau à l’autre (e.g. sur les aciers ArcelorMittal [Munier, 2012]), et les courbes
d’auto-échauffement ne peuvent pas être comparées directement.

À plus long terme, la dernière perspective envisagée serait une certaine normalisation/standardi-
sation de la méthode (d’essais et d’analyse) afin de limiter le recours aux essais de fatigue classiques
et ainsi accélérer la caractérisation. Ces courbes seront nécessairement associées à la méthode
d’analyse pour l’interprétation des phénomènes observés qui dépendra nécessairement de la gamme
de matériau testé.
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Annexe

A
Étude des effets de volume et d’hétérogénéité
des contraintes : analyse d’une campagne
d’essais sur éprouvettes entaillées

Les approches weibulliennes reposent sur la théorie du maillon le plus faible, et prennent na-
turellement en compte les effets de volumes. Plus une éprouvette sollicitée sera grande, plus la
probabilité de trouver un défaut critique sera élevée, et donc plus sa limite d’endurance médiane
sera faible.

Sous sollicitation hétérogène, une notion de volume effectif a été introduite afin de prendre en
compte l’hétérogénéité des contraintes [Hild et al., 1992]. En effet, plus l’hétérogénéité sera élevée,
plus la probabilité de trouver un défaut critique dans la zone la plus fortement contrainte sera faible,
et donc plus la limite d’endurance sera élevée. Cela est alors pris en compte par une diminution du
volume effectif.

Initialement, cette approche volumique probabiliste a été proposée par Weibull [Weibull, 1949]
pour décrire la dispersion de la résistance à la traction des matériaux fragiles. Elle a été étendue à
la fatigue par Freudenthal [Freudenthal, 1968] et a été utilisée dans de nombreux cadres différents :
sous sollicitation hétérogène, associée à des populations de défauts (probabilités de rupture liées à la
taille du défaut) ou pour l’analyse des hétérogénéités microstructurales (e.g. fibrage de la matière)
[Hild, 1992, Chantier, 2000, Pessard, 2010]...

Ces approches probabilistes ont été utilisées dans la littérature avec différents critères mul-
tiaxiaux et même en approche énergétique [Banvillet, 2001, Delahay, 2004, Bomas et Schleicher,
2005, Burkart et al., 2011]. Ces approches ont également été adaptées pour des considérations sur-
faciques (éventuellement combinée au volumique) ou avec la mise en place de seuil, et donc d’un
modèle de Weibull à trois paramètres [Bomas et al., 2011, Karlén et Olsson, 2014, Sadek et Olsson,
2016].

Ainsi, de très nombreuses études existent dans la littérature sur ces approches probabilistes
volumiques (et/ou surfaciques). L’objectif de cette annexe est d’évaluer la pertinence d’une telle
approche pour l’identification du module de Weibull (et donc du paramètre de dispersion en fa-
tigue) par l’analyse des résultats en fatigue de différents lots d’éprouvettes entaillées de TA6V. Il
s’agit du même lot matière que les éprouvettes testées en auto-échauffement à haute température
(cf. Chapitre III). Il est à noter que ce type d’approche a déjà été mis en œuvre sur le TA6V dans
la thèse de Delahay [Delahay, 2004] pour l’analyse probabiliste de différents cas de sollicitation
(traction, torsion, flexion rotative, flexion place et cas de sollicitations combinés).

Dans un premier temps, une campagne d’essais de fatigue sur éprouvettes entaillées de TA6V
est analysée pour évaluer les limites d’endurance des différents lots. Une approche probabiliste
simple est ensuite mise en œuvre pour des considérations volumiques et surfaciques (avec différentes
contraintes équivalentes). Enfin, une discussion est réalisée sur la pertinence de l’identification du
module de Weibull avec ce type d’approche.
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ANNEXE A - EFFET DE VOLUME ET HÉTÉROGÉNÉITÉ DES CONTRAINTES

1 - Dépouillement de la campagne d’essais sur éprouvettes entaillées

Dans cette partie, un dépouillement de la campagne d’essais est réalisé afin de déterminer les
propriétés en fatigue des quatre géométries considérées.

1.1 Protocole et déroulement des essais de fatigue

Des essais de fatigue ont été réalisés sur quatre géométries d’éprouvette de TA6V : 8 essais sur
la géométrie cylindrique de référence, et une vingtaine d’essais pour les trois types d’éprouvettes
entaillées (Figure A.1). Les essais ont été réalisés à une fréquence de sollicitation de 70Hz, un
rapport de charge R = 0 et à température ambiante. Le nombre de cycles visé par niveaux de
chargement pour les éprouvettes est de 107 cycles. Ainsi, les propriétés en fatigue, et donc les
limites d’endurance conventionnelles (à 107 cycles) vont être déterminées.

Les essais ont été réalisés à partir d’une procédure avec rechargement des éprouvettes non
rompues. Pour un gain de temps, les essais ne suivent pas forcément des procédures Staircase, mais
sont réalisés en parallèle (plusieurs machines d’essais chez le sous-traitant) sur plusieurs niveaux de
chargement. À l’issue de la procédure, toutes les éprouvettes sont rompues, et la moitié environ a
été rechargée au moins une fois. L’étude de la recharge des éprouvettes (présentée au Chapitre I) a
en partie été motivée pour proposer des méthodes de dépouillement pour cette campagne d’essais.

(a) Ép. cylindrique - CYL (b) Ép. entaillée - R30 (c) Ép. entaillée - R10 (d) Ép. entaillée - R06

Figure A.1 – Représentation des géométries des éprouvettes axisymétriques utilisées pour cette étude - Éprouvette
cylindrique et éprouvettes entaillées avec différents rayons d’entaille (r = 30mm, r = 10mm et
r = 6mm).

Les essais sur l’éprouvette CYL ont pour but de réaliser un recalage du lot matière (d’évaluer
où il se situe par rapport à la base de données d’essais pour cette condition). Les quatre géométries
d’éprouvettes possèdent une section minimale identique. Les différentes amplitudes de contraintes
présentées par la suite (sauf indication contraire) sont en contrainte nominale, par rapport à cette
même section. Les contraintes sont normées par une limite d’endurance médiane du matériau ΣN ,
déterminée à partir de base de données, pour cette condition d’essai.

1.2 Outils d’analyse

L’analyse de la campagne d’essais se fait à partir de l’estimateur du Maximum de Vraisemblance
(cf. Chapitre I). Les différentes hypothèses réalisées pour l’obtention des limites d’endurance mé-
diane et des intervalles de confiance sont présentées dans cette section.

• Choix de la distribution :
Des distributions de Weibull à deux paramètres sont choisies pour représenter les propriétés en
fatigue à 107 cycles des différents lots d’éprouvettes. L’analyse complète est réalisée. Ainsi, une
limite d’endurance médiane Σ

50
Œ est déterminée par lot, ainsi que la dispersion représentée par le

module de Weibull m ou le coefficient de variation Cv (de manière équivalente).
Pour chaque lot, la probabilité de rupture à une amplitude de contrainte Σ0 est définie à partir

du couple (Σ50
Œ ; m) par

PF (Σ0, Σ
50
Œ, m) = 1 ≠ exp

3

≠ ln 2

3

Σ0

Σ50
Œ

4m4

. (A.1)
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Pour rappel, le coefficient de variation ne dépend que du module de Weibull avec

Cv (m) =

Ú

Γ

1

1 + 2
m

2

≠ Γ2
1

1 + 1
m

2

Γ

1

1 + 1
m

2 , (A.2)

où Γ est la fonction introduite par Euler. L’objectif du dépouillement est alors de caractériser les
paramètres (Σ50

Œ ; m) pour chaque géométrie, et également les intervalles de confiance associés.

• Indicateur et estimateur statistique :
Le dépouillement se fait à partir des contraintes admissibles des éprouvettes à 107 cycles. En effet,
toutes les éprouvettes sont rompues et donc il est possible de déterminer une contrainte admissible
pour chacune d’entre elles. Une hypothèse de cumul de dommage sur les deux derniers niveaux est
réalisée (cf. Chapitre I). Les calculs sont alors effectués à partir d’une pente de Basquin évaluée
dans la base de données. La pente est alors très faible (quasiment l’asymptote au voisinage de 107

cycles) et donc le cumul de dommage est de ce fait très limité.
Les paramètres des distributions de Weibull sont obtenus avec l’estimateur du Maximum de

Vraisemblance, donc dans le cas sans censure (Tableau A.1). Les probabilités de rupture obtenues
avec la méthode du Maximum de Vraisemblance sont également représentées pour les quatre lots
(Figure A.2 et Figure A.3). Elles sont comparées aux probabilités de rupture empiriques obte-
nues par la méthode de la fréquence cumulée (afin de faciliter l’interprétation des intervalles de
confiances).

• Détermination des intervalles de confiances :
Un intervalle de confiance évalue la précision avec laquelle la variable aléatoire a été déterminée.
Il représente alors une marge d’erreur entre les résultats d’un dépouillement sur un échantillon de
données et "la valeur réelle". Il est associé à un niveau sous forme de pourcentage, qui représente
alors la probabilité que la valeur réelle se situe bien dans cet intervalle. Plus le nombre d’éprouvettes
est important dans l’échantillon, plus le paramètre est estimé avec précision, et donc plus l’intervalle
de confiance sera petit (à un même niveau de confiance).

Par exemple, dans le cas d’une variable aléatoire x représentée par une loi normale, et évaluée
à partir d’un échantillon de taille n, l’intervalle de confiance sur la moyenne x̄ peut être défini par

Ic =

C

x̄ ≠ tα

¯̄xÔ
n

; x̄ + tα

¯̄xÔ
n

D

, (A.3)

où ¯̄x représente l’écart-type observé et tα un coefficient déterminé à partir de la table de distribution
de la loi de Student pour un niveau de confiance –. Les résultats présentés dans la suite (à partir
des quatre échantillons comportant des nombres d’éprouvettes différents) seront déterminés avec
des intervalles de confiance à 90%.

Pour la loi de distribution de Weibull, une méthode numérique est utilisée. Il s’agit d’une mé-
thode de Bootstrap [Compère, 1997] qui a été introduite en 1979 par B. Efron. De plus, cela
permet d’obtenir des intervalles de confiance sur les deux paramètres considérés de la distribution
de Weibull, soit la valeur médiane Σ

50
Œ et un paramètre de dispersion (de manière équivalente, le co-

efficient de variation Cv ou le module de Weibull m). Le Bootstrap se base sur le ré-échantillonnage
de la population initiale (soit dans le cas d’un dépouillement d’essais de fatigue, des éprouvettes
avec leurs indicateurs statistiques). Ces différents "ré-échantillons" sont appelés des réplications, de
même taille que la population initiale, et sont obtenus par tirage aléatoire dans cette population.

Ainsi, dans une réplication, plusieurs valeurs identiques peuvent être représentées, et d’autres
exclues. L’objectif est de générer un grand nombre de réplications et chaque réplication est sou-
mise à la même démarche d’identification des paramètres de la loi de Weibull. Pour la méthode
Bootstrap, il est généralement conseillé d’avoir une population initiale d’au moins une quinzaine
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de valeurs (ce qui n’est pas le cas du lot CYL où seules 8 éprouvettes ont été testées). La méthode
est appliquée avec 1000 réplications par lot d’éprouvettes.

Les paramètres Σ
50
Œ et m (ou Cv) de la loi de Weibull sont alors évalués avec la méthode décrite

précédemment, pour chacune des 1000 réplications de n éprouvettes. Les intervalles de confiance
à 90% sont évalués en considérant les fractiles à 5% et à 95% des 1000 valeurs déterminées pour
chaque paramètre (Tableau A.1).

De la même manière, il est possible d’obtenir un intervalle de confiance sur les probabilités de
rupture. En effet, à partir des 1000 couples (Σ50

Œ ; m) déterminés par les réplications, 1000 valeurs
de probabilités de rupture peuvent être calculées pour chaque Σ0. Les fractiles à 5% et à 95% des
probabilités de rupture déterminent alors l’intervalle de confiance sur la probabilité de rupture pour
chaque Σ0 (Figure A.2 et Figure A.3).

1.3 Valeurs retenues et discussion

Table A.1 – Résultat du dépouillement des essais de fatigue sur les quatre géométries d’éprouvettes
Cylindrique (Figure A.2) et entaillées (Figure A.3)

Lot : CYL R30 R10 R06
Nombre d’éprouvettes : 7 20 21 23

Σ
50
∞

0,995 1,062 1,026 0,963

IC : [0,974 ; 1,014] [1,052 ; 1,073] [1,014 ; 1,038] [0,951 ; 0,975]

m
27,5 33,7 29,1 26,1

IC : [17,5 ; 63,5] [27,0 ; 44,6] [19,6 ; 42,2] [19,5 ; 35,2]

Cv
0,046 0,037 0,043 0,048

IC : [0,020 ; 0,071] [0,028 ; 0,046] [0,030 ; 0,063] [0,036 ; 0,063]
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Figure A.2 – Représentation des résultats du dépouillement et des intervalles de confiance associées pour le lot
d’éprouvettes cylindriques
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Figure A.3 – Représentation des résultats du dépouillement et des intervalles de confiance associées pour les lots
d’éprouvettes entaillées
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Nécessairement les intervalles de confiance sont plus étendus pour la géométrie CYL étant donné
qu’il y a moins d’éprouvettes dans ce lot.

Concernant les limites de fatigue médianes à 107 cycles, des différences sont bien constatées entre
les différentes géométries d’éprouvettes, et surtout par rapport à l’éprouvette CYL de référence.
Qualitativement, pour les éprouvettes R30 et R10 un gain (en contrainte nominale) est constaté du
fait des effets de volume et d’hétérogénéité de contrainte. Pour la géométrie R06, la concentration
de contrainte est plus importante et prend alors le pas sur le gain observé à partir de l’hétérogénéité
des contraintes 1. Ces différentes valeurs vont être exploitées pour tenter d’identifier un module de
Weibull à partir de ces approches, qui sont présentées dans la suite de cette Annexe.

Concernant les valeurs de dispersion, plusieurs constatations importantes sont possibles :
- l’ordre de grandeur est similaire pour les quatre lots ;
- les intervalles de confiance sont très grands (cela rejoint les constations réalisées au Cha-

pitre I sur la difficulté de déterminer le paramètre de dispersion à partir d’essais de fatigue
classiques) ;

- ces éprouvettes sont issues du lot de TA6V testé en auto-échauffement à haute température
au Chapitre III, et pour lequel un module de Weibull de m = 25, soit Cv = 0, 05, avait été
déterminé.

Ces valeurs ne seront pas exploitées dans la suite de l’annexe, car justement le but est d’identifier
le module de Weibull. Cependant il est intéressant de constater que les valeurs obtenues en auto-
échauffement sont très pertinentes pour représenter la dispersion des essais de fatigue.

2 - Utilisation d’un modèle volumique probabiliste

Pour appliquer ce type d’approche, il est nécessaire de connaître les champs de contraintes
associées aux résultats d’essai de fatigue. Pour cela, des calculs par éléments finis sont réalisés.

2.1 Calcul EF

Des calculs élastiques axisymétriques ont été réalisés avec le logiciel Abaqus pour évaluer le
champs de contraintes dans les différentes d’éprouvettes. Ils sont représentés avec la contrainte
équivalente de von Mises (normé par ΣN ) pour les quatre géométries (Figure A.4).

0, 70

0, 75

0, 80

0, 85

0, 90

0, 95

1, 00

1, 05

1, 10

1, 15

σV M
(a) CYL (b) R30 (c) R10 (d) R06

Figure A.4 – Contraintes de von Mises pour les différentes géométries

1. Localement, les géométries R30 et R10 ont également une contrainte plus importante du fait de l’entaille.
Cependant, un gain global est tout de même observé du fait de l’aspect probabiliste volumique
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Pour la géométrie CYL, l’ensemble de la zone utile n’est pas représentée. La sollicitation est
bien homogène dans cette zone.

Une convergence au maillage a été réalisée sur les volumes effectifs (explicités dans la suite) des
éprouvettes. Il est à noter qu’il est nécessaire d’avoir des éléments très petits pour correctement
rendre compte de l’hétérogénéité du champ de contrainte. En effet, la convergence au maillage en
volume effectif a nécessité des éléments environ 20 fois plus petits dans les fonds d’entailles que lors
d’une simple convergence en contrainte.

L’entaille a alors plusieurs effets :
- plus l’entaille est importante, plus la concentration de contrainte Kt est élevée (et donc la

contrainte plus importante en fond d’entaille) ;
- plus l’entaille est importante, plus le gradient de contrainte est marqué (Figure A.4) ;
- l’entaille modifie également la nature de la sollicitation, ce qui est alors montré par la modi-

fication du taux de triaxialité (Figure A.5).
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Figure A.5 – Taux de triaxialité dans les zones centrales des différentes géométries

2.2 Approche en volume effectif

Le volume effectif [Hild, 1992] d’une structure Ω est défini par

Veff =

⁄

MœΩ

3

‡eq(M)

‡F

4m

dV (A.4)

avec ‡F = maxMœΩ(‡eq(M)). Ainsi, à partir des résultats des calculs EF, il peut être obtenu par

Veff =
ÿ

e

3

‡eqe

‡F

4m

.Ve (A.5)

où ‡eqe est la contrainte équivalente moyenne au sein de l’élément e, de volume Ve.

Pour les éprouvettes entaillées, et pour pouvoir conserver l’analyse en contrainte nominale, un
volume effectif équivalent est défini par

V ú
eff =

⁄

MœΩ

3

‡eq(M)

‡nom

4m

dV = (Kt)
m .Veff . (A.6)
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L’effet sur la limite d’endurance médiane Σ
50
Œ (en contrainte nominale) d’une éprouvette de

volume effectif équivalent V ú
eff est alors évalué par rapport à une éprouvette de volume effectif

équivalent V ú
eff ref

et de limite d’endurance Σ
50
Œref par la relation

Σ
50
Œ = Σ

50
Œref

A

V ú
eff ref

(m)

V ú
eff (m)

B

1
m

. (A.7)

• Résultats σV M :
Cette approche est appliquée à partir des champs de contrainte de von Mises déterminés par calculs
EF (Figure A.6). Les volumes effectifs équivalents des quatre géométries d’éprouvettes sont alors
calculés pour différents m (Figure A.6a), et les effets sur les limites d’endurance sont déterminés
en fonction du module de Weibull avec comme référence l’éprouvette cylindrique (Figure A.6b) et
avec comme référence l’éprouvette R30 (Figure A.6c). Ces résultats sont alors comparés aux valeurs
déterminées expérimentalement.

Plus m augmente, plus les volumes effectifs diminuent (et plus l’approche devient déterministe,
et donc local). Dans le cas des éprouvettes entaillées, la part de la concentration de contrainte
prend alors le dessus à partir d’un certain m et augmente alors les volumes effectifs équivalents.
Le volume effectif équivalent de l’éprouvette CYL n’est pas constant, car la géométrie entière de
l’éprouvette est considérée (avec les têtes et surtout les rayons de raccordement).

L’identification d’un module de Weibull à partir des effets sur la limite d’endurance médiane est
alors délicate (Figure A.6b et Figure A.6c) : les différents effets sont bien qualitativement retrouvés,
mais pas quantitativement.

• Résultats σXX :
Pour rendre compte de l’effet du choix de la contrainte équivalente, les mêmes calculs sont réalisés
avec le champ de contrainte ‡XX (direction de sollicitation) et présentés de la même manière que
précédemment (Figure A.7).

Les mêmes conclusions peuvent être tirées : les effets sont reproduits de manière qualitative, mais
il est difficile d’identifier un module de Weibull à partir d’une telle approche. Nécessairement, le
champ d’hétérogénéité dépend de la contrainte équivalente choisie, et donc impacte différemment les
limites d’endurance médiane. C’est pourquoi de nombreux critères de fatigue différents, multiaxiaux,
ont été utilisés dans la littérature pour rendre compte de ces différents aspects.

2.3 Approche en surface effective

Une approche en surface effective est également présentée dans cette annexe. Une surface ef-
fective équivalente Sú

eff est ainsi définie à partir de la contrainte équivalente de von Mises et est
calculée à partir des résultats EF (Figure A.8a). L’effet sur la limite d’endurance est similaire
(Equation A.7) et est présenté de la même manière (Figure A.8b et Figure A.8c).

Ce troisième exemple arrive également à reproduire les effets de volume et d’hétérogénéité des
contraintes de manière qualitative. Cependant, il est toujours impossible de déterminer un module
de Weibull de manière robuste.

De plus, en comparant les effets sur la limite d’endurance médiane avec ces trois approches, la
sensibilité au module de Weibull est très différente suivant les configurations testées (et donc les
choix des modélisateurs). Il aurait sûrement été possible d’obtenir de meilleurs résultats à partir
d’autres critères, ou d’autres approches (sub-surfacique notamment), de la littérature. Cependant,
ce n’est pas le but de cette annexe. Ces résultats montrent déjà que l’identification d’un module
de Weibull reste délicate du fait des différentes hypothèses nécessaires pour mettre en place ces
approches.
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(b) Effets sur la limite d’endurance médiane avec CYL en référence
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(c) Effets sur la limite d’endurance médiane avec R30 en référence

Figure A.6 – Analyse avec l’approche en volume effectif équivalent (σV M )
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(c) Effets sur la limite d’endurance médiane avec R30 en référence

Figure A.7 – Analyse avec l’approche en volume effectif équivalent (σXX)
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(b) Effets sur la limite d’endurance médiane avec CYL en référence
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Figure A.8 – Analyse avec l’approche en surface effective équivalente (σV M )
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2.4 Discussion

Pour compléter la discussion, une approche en contrainte locale est utilisée. À partir de la
contrainte équivalente de von Mises, les concentrations de contrainte Kt sont déterminées et les
résultats du dépouillement sont présentés (Figure A.9).
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Figure A.9 – Représentation des résultats du dépouillement au niveau de la contrainte maximale locale

Avec cette représentation, les différences entres les éprouvettes ne sont plus autant marquées.
Le gain des éprouvettes entaillées avec l’éprouvette cylindrique (Σ50

ŒCY L = 0, 995) est toujours
constaté, mais est comme saturé.

Une analyse en "vrai" volume effectif (avec la contrainte de von Mises) est alors présentée (Figure
A.10). Les volumes effectifs sont calculés pour les quatre géométries d’éprouvette (Figure A.10a) et
les effets sur la limite d’endurance sont présentés de la même manière que précédemment (Figure
A.10b et Figure A.10c). Il s’agit exactement de la même analyse que la première approche en
volume effectif équivalent (Figure A.6b et Figure A.6c), mais représentée de manière différente.

Cependant, l’interprétation est peut-être plus aisée, sans l’influence directe du Kt. Pour la géo-
métrie R06, le gradient de contrainte est plus important, et ainsi le volume effectif est toujours plus
petit. De ce fait, cette géométrie est censée obtenir une limite d’endurance médiane plus élevée,
pour n’importe quel module de Weibull m. Or, ce n’est pas ce qui est obtenu expérimentalement.

En effet, en analysant plus en détail les résultats en fatigue et notamment les faciès de rupture
pour la géométrie R06, les ruptures sont localisées en sub-surface. Une analyse des contraintes ré-
siduelles montre également que cette géométrie en possède beaucoup plus que les autres (du fait
de l’usinage de l’entaille). De plus, le contrôle de l’état de surface de l’entaille est plus délicat avec
un petit rayon.

Ainsi, il y a d’autres effets qui ne sont pas pris en compte dans les approches volumiques/surfaci-
ques probabilistes présentées dans cette annexe. Le très grand nombre d’effets et de paramètres de
modélisation (Volume/Surface, contrainte équivalente, etc.) rend alors l’identification d’un module
de Weibull par cette approche très délicate (et pas très robuste). En effet, ces approches restent
très complexes et restent très difficilement prédictives.
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Figure A.10 – Approche classique en volume effectif au niveau local
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3 - Conclusion sur l’analyse des effets de volume et d’hétérogénéités des contraintes

Les effets de volume et d’hétérogénéité des contraintes peuvent être pris en compte par des
approches weibullienne, basées sur la théorie du maillon le plus faible. Les différents effets sont
alors reproduits qualitativement, mais il est toujours difficile de rendre compte de ces aspects de
manière quantitative. De ce fait, l’identification robuste d’un module de Weibull est impossible.

Une des limites de ces approches repose également sur l’aspect expérimental. En effet, il est
très difficile d’obtenir et de tester des éprouvettes avec des grands écarts de volume et qui restent
comparables (d’un point de vue mécanisme de rupture, multiaxialité, contraintes résiduelles, etc.).
Il est donc compliqué d’obtenir des écarts marqués sur les limites d’endurance médianes à partir
d’effets de volume et d’hétérogénéité des contraintes (d’autant plus pour des modules de Weibull
élevés, comme c’est le cas pour le TA6V avec m = 25).

Pour illustrer cela, l’influence sur la limite d’endurance médiane est présentée en fonction d’un
rapport de volume, pour différents modules de Weibull (Figure A.11). Un effet de "saturation" peut
être observé (Figure A.11b), du fait de l’évolution en loi puissance par rapport à V/Vref , et pour
la gamme relativement limitée de rapport de volume atteignable expérimentalement.
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Figure A.11 – Effet de volume sur la limite d’endurance médiane avec différents modules de Weibull
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Annexe

B
Équation de la chaleur - Analyse du terme de
rayonnement

Cette annexe vise à évaluer le terme de rayonnement pour valider l’hypothèse réalisée pour
simplifier l’équation de la chaleur (Chapitre II Section 1.3.2). En effet, des questions se posent
sur ce terme lors d’essais à haute température. L’objectif est de quantifier la contribution du
rayonnement.

1 - Équation de la chaleur avec le terme de rayonnement

La loi de Stefan-Boltzmann relie le rayonnement thermique r d’un corps noir et sa température
T par la relation

r = ‡ T 4 (B.1)

avec ‡ ¥ 5, 67.10≠8 W.m≠2.K≠4 la constante de Stefan-Boltzmann.

En reprenant les hypothèses simplificatrices présentées au Chapitre II, et en raisonnant par
différence de température par rapport à une référence notée T0, l’équation de la chaleur en approche
0D simplifiée est

flc◊̇ + 2

5

hd

L
+

2hv

d

6

◊ + ‡ (T 4 ≠ T 4
0 ) = ∆ + Ce. (B.2)

avec l’évaluation des pertes thermiques à partir d’une éprouvette cylindrique. Pour rappel, les
différents éléments de cette équation sont :

- T la température moyenne du volume, T0 la température de référence et ◊ = 1
V

ss

V (T ≠T0)dV
l’évolution moyenne de la température dans le volume ;

- les paramètres matériaux fl, la masse volumique, et c, la chaleur spécifique, considérée comme
indépendante de la température (sur la gamme de variation de température de l’essai d’auto-
échauffement) ;

- L la longueur et d le diamètre du volume cylindrique considéré,
- les coefficients d’échange thermique, hd par conduction avec les mors et hv par convection

avec l’air ambiant ;
- ∆, la dissipation intrinsèque, et Ce, le couplage thermoélastique.

Pour les essais à haute température, la contribution du rayonnement peut prendre une plus
grande part du fait de son évolution en T 4 ≠ T 4

0 . Par conséquent, l’objectif est d’évaluer cette
contribution lors de la réalisation d’essais à haute température. Un développement limité au 1er

ordre au voisinage de T0 est effectué pour l’évaluer et donc

‡ (T 4 ≠ T 4
0 ) ¥ 4‡ ◊ T 3

0 . (B.3)
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L’équation de la chaleur 0D simplifiée, et moyennée sur un cycle de chargement, s’écrit

◊̇(t) +
2

flc

5

hd

L
+

2hv

d
+ 2‡ T 3

0

6

◊(t) = f
∆̄(t)

flc
(B.4)

et donc le temps caractéristique de mise en place de l’équilibre thermique est évalué par

1

·eq
=

2

flc

5

hd

L
+

2hv

d
+ 2‡ T 3

0

6

. (B.5)

2 - Quantification de la contribution du rayonnement

Pour analyser le terme de rayonnement, les temps caractéristiques obtenus expérimentalement
vont être comparés à la contribution du rayonnement, qui sera volontairement maximisée, car de
nombreux paramètres sont difficilement quantifiables.

La contribution du rayonnement est évaluée par

4

flc
‡ T 3

0 . (B.6)

Les paramètres matériaux suivants sont utilisés :
- pour la masse volumique, fl ¥ 7500 ≠ 8000 kg.m≠3 pour les aciers à 20°, fl ¥ 4300 kg.m≠3

pour le TA6V à 20°C et fl ¥ 8600 kg.m≠3 pour l’AM1 à 20°C ;
- la chaleur spécifique est difficilement quantifiable, c ¥ 400 ≠ 500 J.kg≠1.K≠1 pour les aciers

à 20°C, c ¥ 580 J.kg≠1.K≠1 pour le titane pur à 20°C, c ¥ 440 J.kg≠1.K≠1 pour le nickel
pur à 20°C. Ainsi, pour les calculs une valeur de c = 200 J.kg≠1.K≠1 est considérée pour
maximiser la contribution du rayonnement.

Les temps caractéristiques évalués expérimentalement sont d’environs ·eq ¥ 40s pour les éprou-
vettes en aciers à température ambiante [Doudard, 2004, Munier, 2012], ·eq ¥ 60s pour les éprou-
vettes de TA6V à 250°C présentées au Chapitre III et ·eq ¥ 40s pour celles d’AM1 à 950°C
présentées au Chapitre IV. Les valeurs de 1/·eq obtenues expérimentalement sont comparées aux
contributions du rayonnement (Tableau B.1).

Table B.1 – Analyse du terme de rayonnement pour évaluer l’hypothèse réalisée pour la simplification de l’équation
de la chaleur - Comparaison entre la valeur expérimentale 1/τeq et la contribution, volontairement
maximisée, du rayonnement (Équation B.5)

Expérimentalement Contribution du rayonnement
·eq [s] 1/·eq [s≠1] (Équation B.6) [s≠1]

Aciers à T0 = 20°C 40 2, 5.10
−2

3, 8.10
−6

TA6V à T0 = 250°C 60 1, 7.10
−2

3, 8.10
−5

AM1 à T0 = 950°C 40 2, 5.10
−2

2, 4.10
−4

Avec l’augmentation de la température d’essai, la contribution du rayonnement augmente consi-
dérablement. Cependant, même à 950°C, elle reste négligeable par rapport à la valeur de 1/·eq

observée expérimentalement. Ainsi l’hypothèse réalisée sur le terme de rayonnement reste valable
même à haute température, soit que l’élévation de température ◊ est considérée comme indépen-
dante du terme source de rayonnement r.
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Annexe

C
Simulation d’un matériau modèle avec
plusieurs mécanismes de rupture : dichotomie
cœur/surface

D’autres simulations de courbes d’auto-échauffement ont été menées pour approfondir les consta-
tations réalisées à la Section 3 du Chapitre II entre la dissipation de la population totale de sites
s’activant avec l’amplitude de contrainte appliquée, et les propriétés en fatigue qui sont décrites par
l’activation du tout premier site, constituant par conséquent le défaut critique menant à la rupture.

Dans cette annexe une des simulations réalisées est présentée. L’objectif est de dissocier deux
parties dans l’éprouvette : une représentant la surface de l’éprouvette, et l’autre son cœur (ou
"volume"). Cette simulation repose sur deux idées préliminaires simplistes :

- tout les sites participent de manière identique à la dissipation de l’éprouvette ;
- les sites en surface sont considérés comme étant plus critiques pour la rupture de l’éprouvette.

1 - Principe et cadre de la simulation

De la même manière que dans le Chapitre II, l’aspect important de la simulation des éprouvettes
de volume Vi est qu’un recalage à la limite d’endurance médiane de la population d’éprouvettes est
adopté. Ce recalage se fait sur la population de site en surface.

Il est donc nécessaire d’introduire un paramètre représentant la dichotomie cœur/surface. Le
principe de la simulation est toujours le même, i.e. de générer et de distribuer des sites dans
un volume. Ainsi, la "surface" de l’éprouvette est définie par une fraction du volume totale de
l’éprouvette représenté par un paramètre –. Lorsqu’un site est aléatoirement distribué dans la zone
représentant la surface, alors il y aura rupture de l’éprouvette (Figure C.1). À l’inverse, si un site
est distribué dans la zone représentant le cœur, cela n’affecte pas sa durée de vie (pour le moment).
Tous les sites participent à la dissipation de manière identique (à leur seuil d’activation ‡Di

près).
L’objectif est donc de simuler plusieurs éprouvettes de volume Vi, mais ayant un volume "cri-

tique" de – Vi. Une éprouvette est définie par une population de sites qui sont distribués de manière
aléatoire et uniforme, mais tous ne sont pas critiques (Figure C.1). Il est nécessaire de simuler une
quantité plus importante de sites actifs pour effectuer le recalage à la limite d’endurance médiane
des éprouvettes (sur la population de sites en surface). La densité moyenne de sites actifs dans le
volume total est

⁄(Σ0) =
ln 2

– Vi

3

Σ0

Σ50
Œ

4m

. (C.1)

2 - Génération d’un volume avec dichotomie cœur/surface

Pour illustrer le lien entre dissipation et propriétés en fatigue, un volume de 100 éprouvettes
est généré. La simulation est réalisée avec un module de Weibull m = 25 et un recalage à la limite
d’endurance médiane Σ

50
Œ = 1. La génération du volume se fait avec – = 10%.
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ANNEXE C - SIMULATION D’UN MATÉRIAU MODÈLE CŒUR/SURFACE

(a) Σ0 = 0.90 (b) Σ0 = 0.97 (c) Σ0 = 1.00

Figure C.1 – Cadre de la simulation avec α = 10% - La rupture de l’éprouvette n’intervient que lorsqu’il y a au
moins un site actif à la surface (ici représenté par un volume).

2.1 Hypothèse du maillon faible

Les sites générés sont distribués dans le volume simulé. Le nombre de sites augmente avec
l’amplitude de contrainte Σ0 appliquée sur l’éprouvette. L’hypothèse du maillon faible dans la zone
critique implique que la rupture de l’éprouvette intervient lorsqu’il y a au moins un site activé dans
cette zone. La rupture d’une éprouvette est représentée schématiquement par un changement de
couleur (Figure C.2). Les sites critiques sont représentés en rouge et les autres en noir.

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

Figure C.2 – Génération de 100 éprouvettes : représentation schématique d’un volume V = 100Vi dans lequel des
sites s’activent aléatoirement et avec une zone critique en surface (α = 10%, Σ

50
Œ = 1 et m = 25)
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Il est intéressant de comparer cette simulation a celle réalisée au Chapitre II (Figure II.33),
pour laquelle l’ensemble des sites étaient potentiellement critiques. Pour illustrer cela, le premier
site apparaissant dans l’éprouvette (en surface ou en volume) est également représenté dans la suite.

De la même manière que pour la précédente simulation, le premier site critique apparaît au-
tour de Σ0 = 0, 85, bien que d’autres sites se sont activés au sein de la population d’éprouvettes
auparavant (Figure C.2a). Étant donné qu’il y a deux zones, une définie comme critique et l’autre
non, l’apparition du premier site critique dans la population d’éprouvette dépend davantage de la
simulation réalisée.

Il se pourrait en effet que le tout premier site activé dans le volume totale soit aléatoirement
distribué à la surface d’une éprouvette (distribution aléatoire et uniforme dans le volume total).
Cependant, à Σ0 = 0, 85 lorsqu’il y a au moins 10 sites activés dans le volume total, et que la
zone critique en surface représente – = 10% du volume total, le premier site critique dans la
population d’éprouvette apparaît en moyenne. Les simulations sont suffisamment représentatives,
i.e sans grande variabilité entres-elles, pour qu’une seule simulation soit présentée dans cette annexe.

Pour une sollicitation à Σ0 = 1, soit à la limite d’endurance médiane de la population d’éprou-
vettes (pour une rupture en surface), il y a bien la moitié des éprouvettes qui vont être rompues
(Figure C.2d), bien qu’il y ait 693 sites activés au total (avec environ 10% d’entre-eux qui sont
potentiellement critiques). Certaines éprouvettes ont déjà deux sites en surface ; seul celui ayant le
seuil d’activation le plus faible est considéré comme le site critique.

Pour illustrer cela, la probabilité de rupture, soit d’avoir au moins un site critique actif, est
représenté en fonction de l’amplitude de chargement (Figure C.3). La probabilité de retrouver au
moins un site actif dans le volume (et correspondant alors à la situation présentée au Chapitre II)
est également illustrée. Les probabilités de rupture analytiques sont facilement retrouvées car il
s’agit d’un simple effet de volume entre le volume de l’éprouvette et celui représentant la surface
de l’éprouvette (cf. Annexe A et Figure A.11b).
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Figure C.3 – Probabilité de rupture associée à la population d’éprouvettes, soit l’activation du premier site dans la
zone critique de l’éprouvette (Σ50

Œ = 1, m = 25 et α = 10%)

Les propriétés en fatigue sont représentées de la même manière que précédemment, par un
intervalle constitué des valeurs à PF = 5% et à PF = 95% et par la mise en évidence de la valeur
médiane. Du fait du recalage réalisé, cet intervalle est proche des valeurs théoriques. Il est intéressant
de constater que dans ce cas particulier (avec notamment m = 25 et – = 10%) à Σ0 = 1, toutes les
éprouvettes ont au moins un site activé dans leur volume, mais seulement 50% des éprouvettes en
possèdent au moins un dans la zone critique.
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2.2 Calcul de la dissipation

Une des idées préliminaires de cette simulation est que l’ensemble des sites contribuent de
manière identique à la dissipation de l’éprouvette, soit qu’il n’y ait pas de différence dans la forme
de la dissipation entre un site situé en surface et un site situé dans le volume de l’éprouvette. Le
calcul de la dissipation se fait de la même manière que dans le Chapitre II : les éprouvettes sont
représentées par un ensemble de sites possédant des seuils d’activation différents. La dissipation
de l’éprouvette correspond à la somme des dissipations des sites de l’éprouvette. La dissipation de
chaque éprouvette est comparée à la dissipation théorique (moyenne) ainsi qu’aux propriétés en
fatigues issues de la même simulation (Figure C.4).
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Figure C.4 – Dissipation par éprouvette simulée en fonction de l’amplitude de contrainte appliquée (Σ50
Œ = 1, m = 25

et α = 10%)

En comparant avec les résultats précédents sans dichotomie cœur/surface (Figure II.36a et
Figure II.36c), il y a donc un simple décalage entre l’apparition de la dissipation (tout premier site
de l’éprouvette qui commence à dissiper) et les propriétés en fatigue (site critique en surface). La
dissipation de l’éprouvette correspond à la dissipation de l’ensemble de ces sites, alors qu’il n’y a
environ que 10% d’entre-eux qui sont en surface et de ce fait potentiellement critique.
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Cela montre également le fait qu’il n’y ait pas de seuil directement identifiable pour identifier
la limite d’endurance médiane, et rejoint les discussions commencées à la Section 3 du Chapitre II.

Cependant, l’identification du paramètre de dispersion, représenté par le module de Weibull m
(pente de la dissipation), est plus robuste. En effet, il s’agit d’un simple "décalage" des courbes de
dissipation (dû à un recalage différents à la limite d’endurance médiane), et donc l’identification du
module de Weibull se fait pour des niveaux de contrainte pour lesquels les éprouvettes possèdent
plus de sites activés dans leur volume et donc pour lesquels la "répétabilité" de la courbe est plus
importante.

Cette constatation est uniquement valable si les sites potentiellement critiques font au moins
partie de la population de sites participant à la dissipation de l’éprouvette. La dissipation de
l’éprouvette permet de caractériser la population de sites actifs, et par extension, la population
de sites critiques (et donc les propriétés en fatigue de la population d’éprouvettes). Si ces deux
populations sont pour une raison quelconque distinctes, sans lien entre elles, et si la dissipation de
la population de sites potentiellement critiques est masquée par une autre source de dissipation dans
le volume, alors les méthodes d’auto-échauffement ne permettront pas de caractériser les propriétés
en fatigue.

Dans le cadre de cette simulation, la population de sites potentiellement critiques peut être
caractérisée (car faisant partie de la population totale de sites). Cependant, la dissipation des
éprouvettes est surtout obtenues par les sites ne se situant pas à la surface (car envion 9 fois plus
nombreux, et de plus, s’activant généralement pour des amplitudes de chargement plus faible).

3 - Application de critères en énergie dissipée critique

Les constations sur le lien entre la dissipation et l’identification des propriétés en fatigue sont
proches de celles réalisées au Chapitre II. Cependant, l’idée de dissocier deux populations de sites 1

permet d’aller plus loin dans la modélisation. Dans cette partie, l’ensemble des sites sont considé-
rés comme critiques et des critères énergétiques sont appliqués pour les sites "en surface" et pour
les sites situé dans "le volume" afin d’obtenir des courbes de fatigue simulées. Avec des criticités
différentes entre les sites des deux populations, il est possible de modéliser et d’obtenir simplement
une courbe de fatigue dites "duplex", avec plusieurs mécanismes de rupture.

Dans la simulation présentée, chaque éprouvette dispose généralement de "deux sites critiques",
avec de ce fait deux seuils d’activation distincts : ‡µ

s pour le site critique en surface et ‡µ
c pour celui

à cœur. En effet, le volume représentant le cœur de l’éprouvette est bien plus grand, la probabi-
lité d’obtenir un premier site s’activant dans le cœur est plus importante, et de manière générale
‡µ

c < ‡µ
s . Dans la suite, les sites en surfaces sont considérés comme plus critique vis-à-vis de la rup-

ture en fatigue (énergie critique dissipée plus faible). Ainsi, si dans une simulation le tout premier
site activé est en surface, il s’agit du seul site critique de l’éprouvette.

Pour estimer les durées de vie des éprouvettes, des critères en énergie dissipée critique sont
utilisés. Ils sont de la forme

Ecs = Nr Ds, (C.2)

où Ecs est l’énergie critique en surface (resp. Ecc à cœur), Nr le nombre de cycle à rupture et Ds

la dissipation cyclique du site critique en surface (resp. Dc du site à cœur).
La dissipation cyclique Ds du site critique en surface (resp. Dc à cœur) ayant un seuil d’activation

‡µ
s (resp. ‡µ

c ) s’écrit en fonction de l’amplitude de chargement appliqué Σ0 par

Ds =
4V0

hµ
‡µ

s ÈΣ0 ≠ ‡µ
s Í , (C.3)

1. issues d’une même population, mais simplement différenciée par leur répartition aléatoire et uniforme

275



ANNEXE C - SIMULATION D’UN MATÉRIAU MODÈLE CŒUR/SURFACE

avec V0 est le volume associé à l’inclusion dans la modélisation de la dissipation et hµ regroupe les
différents paramètres liés à la loi de localisation et aux écrouissages de l’inclusion élasto-plastique
(cf. Chapitre II).

Ainsi, en utilisant le critère énergétique, il est possible de déterminer le nombre de cycles associé
au site critique en surface par

Nr =
A

‡
µ
s ÈΣ0 ≠ ‡

µ
s Í , (C.4)

avec le paramètre A, identifié à partir d’essais de fatigue, et qui s’écrit

A =
hµ

4V0
Ecs . (C.5)

Pour illustrer la dichotomie cœur/surface, un paramètre k est introduit pour représenter la
différence de criticité entre les sites situés en surface et ceux plus à cœur de l’éprouvette tel que

Ecc = k Ecs . (C.6)

Le nombre de cycles à rupture associé au site critique se situant à cœur de l’éprouvette est

Nr =
k A

‡
µ
c ÈΣ0 ≠ ‡

µ
c Í . (C.7)

Ainsi à partir de la simulation précédente (Figure C.2), une courbe de fatigue est obtenue à
partir des sites critiques de chaque éprouvette. Pour chaque amplitude de chargement, le nombre
de cycles à rupture pour le site critique en surface est calculé (Équation C.4) et est comparé à celui
calculé pour le site critique situé à cœur de l’éprouvette (Équation C.7). Le nombre de cycles à
rupture de l’éprouvette pour cette amplitude de chargement est simplement la plus petite durée de
vie obtenue, qui définit alors le site critique pour ce niveau de chargement.

Pour construire les courbes de fatigue, le paramètre A est évalué en considérant arbitrairement
une durée de vie médiane de Nr = 105 pour une amplitude de chargement de Σ0 = 1, 2 pour la
population de site en surface. Pour la simulation, le paramètre de criticité est arbitrairement choisi
à k = 100. Ce qui signifie que pour un site situé à cœur, la durée de vie médiane à Σ0 = 1, 2 serait
de Nr = 107 (si les sites à cœur étaient critiques pour ce niveau de chargement).

Avec ces paramètres, des courbes de fatigue sont obtenues à partir de la simulation des 100 éprou-
vettes présentées précédemment (Figure C.5). Chaque éprouvette permet de générer une courbe S-N
entière par simulation. À partir des 100 courbes de fatigue, une courbe enveloppe est déterminée,
représentant les probabilités de rupture à PF = 5% et PF = 95%. La courbe de fatigue médiane de
la population d’éprouvette est également évaluée à partir de la simulation (Figure C.5a).

Les résultats de la simulations peuvent être comparées aux courbes de fatigue obtenues de
manière analytique (cf. Chapitre II), à partir de la population de sites considérés comme plus
critique en surface, et à partir de la population entière et donc du premier site activé (et qui est
alors considéré avec le critère énergétique des sites situés à cœur) 1.

1. Pour cette dernière population, il ne s’agit pas exactement des résultats de la simulation. En effet, il se peut
que pour certaines éprouvettes le tout premier site s’active à la surface, et possède alors une criticité plus importante.
Cependant, avec ces considérations, les résultats de la simulations sont retrouvées de manière satisfaisante.
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Figure C.5 – Simulation de courbes de fatigue à partir des éprouvettes simulées (chaque éprouvette permet d’obtenir
une courbe de fatigue) - m = 25, α = 10% et k = 100

L’interêt de la simulation est de correctement gérer la transition entre les deux mécanismes
de rupture des éprouvettes, même s’il est probablement possible de bien le représenter avec des
lois de mélanges ou des compétitions de mode de rupture [Bomas et al., 1999, Chandran et Jha,
2005, Chandran et al., 2009, Fouchereau, 2014].

L’originalité de cette étude, très exploratoire, est qu’il est possible d’obtenir des courbes de
fatigue dites "duplex" très simplement, à partir d’une même population de sites, mais possédant des
criticités différentes suivant leurs lieux d’activation (processus aléatoire et uniformément répartis
au sein du volume). Il n’y a alors que deux paramètres supplémentaires pour la représentation des
courbes de fatigue à deux mécanismes de rupture :

- k représentant une différence de criticité des sites, et donc des énergies critiques différentes
entre les deux zones de l’éprouvette 1 ;

- – permettant de définir la surface de l’éprouvette, alors représenté par une fraction du volume
totale.

L’influence des différents paramètres utilisés pour obtenir la courbe de fatigue duplex est représentée
à partir des formules analytiques (Figure C.6).

1. Ce paramètre peut également représenter une différence de dissipation entre les sites potentiellement critique
en surface et ceux à cœur, pouvant provenir de plusieurs effets tels que des concentrations de contrainte en surface,
une loi de localisation différente, ou des effets d’environnement.
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Figure C.6 – Influence des paramètres de la simulation sur les courbes S-N-P duplex

Ainsi, il y a trois effets constatés sur ces courbes S-N-P, caractérisés par les trois paramètres de
la simulation :

- la dispersion des courbes S-N-P qui dépend du module de Weibull (m) ;
- un effet de volume, ou effet d’échelle, qui dépend alors de la différence de volume (–) et du

module de Weibull (m) et qui détermine la différence entre les deux seuils (i.e. entre les deux
"limites d’endurance", ou plutôt les deux asymptotes, des deux mécanismes de rupture, qui
pourraient éventuellement être reliés à des domaines différents de la fatigue, typiquement
HCF et VHCF) ;

- la différence de criticité des deux mécanismes de rupture (k), pouvant rassembler plusieurs
effets.

Le module de Weibull m peut être identifié à partir d’essais d’auto-échauffement. Le paramètre
– pourrait être représentée par une certaine longueur caractéristique à la surface (et par exten-
sion, une fraction de volume total) qui pourrait par exemple être identifié à partir d’observation de
faciès, ou de taille caractéristique des phénomènes de microplasticité. Concernant le paramètre k,
il pourrait être identifié par des essais de fatigue en dissociant les mécanisme de rupture, soit par
observation des faciès, soit en modifiant certains aspects des éprouvettes et des conditions d’essais.
Cela pourrait par exemple être du grenaillage pour doper la surface, des essais sous vide pour an-
nihiler les effets d’environnement et donc les rupture en surface ou encore des effets de fréquence.

Cette Annexe est purement exploratoire, et permet surtout de montrer les possibilités données
par la simulation numérique. Il existe d’autres perspectives, comme l’utilisation de critères énergé-
tiques différents (comme paramétré en fonction de la distance à la surface ou évolutif avec des effets
d’histoire), sur d’autres populations, d’autres formes de dissipation et surtout d’autres processus
aléatoire non uniforme dans le volume. L’apport de la simulation permet, de la même manière que
pour les simulations de protocoles d’essais de fatigue et de dépouillement associé, de donner des
outils pour la compréhension des phénomènes observés.
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Titre : Détermination rapide des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles à partir de mesures 
d’auto-échauffement sous sollicitations cycliques : application aux alliages métalliques pour 
turboréacteurs aéronautiques 

  Mots clés : Fatigue à grand nombre de cycles (HCF), Mesures d’auto-échauffement, Essais à haute température,  

                            Dispersion des essais de fatigue, Alliage de titane TA6V, Superalliage monocristallin base nickel AM1 

Résumé :  Dans le contexte aéronautique, les méthodes 

de dimensionnement doivent être toujours plus efficaces. Il est 
alors nécessaire de disposer des propriétés en fatigue à grand 
nombre de cycles pour de nombreux matériaux et à différentes 
températures. De plus, l’aspect dispersif de la fatigue peut 
rendre la caractérisation en fatigue délicate. Par des méthodes 
classiques, il est nécessaire de réaliser de très nombreux 
essais de fatigue, ce qui s’avère long et coûteux (d’autant plus 
pour des essais à haute température). L’objectif de l’étude est 
de mettre en place une méthode de détermination rapide des 
propriétés en fatigue à grand nombre de cycles à partir de 
mesures d’auto-échauffement. Il s’agit alors d’un challenge 
expérimental de taille. En effet, le dispositif doit être capable 
de détecter les faibles variations de température de 
l’éprouvette, son auto-échauffement sous sollicitations 
cycliques, dans un environnement à haute température. Dans 
le cadre de ces travaux de thèse, des courbes d’auto-
échauffement à différentes températures sont obtenus pour 
deux matériaux très différents : un alliage de titane TA6V pour 
des applications basse température des turboréacteurs 
(jusqu’à 350°C) et un superalliage monocristallin base nickel 
l’AM1, pour des applications d’aubes de turbine (à 950°C). 
        L’analyse des courbes d’auto-échauffement du TA6V est 
réalisée à l’aide d’un modèle probabiliste à deux échelles. Il 
permet de faire le lien entre l’auto-échauffement du matériau  
 

et les propriétés en fatigue en décrivant l’activation de 
mécanismes dissipatifs. Avec le modèle et les hypothèses 
associées, il est alors possible de déterminer la limite 
d’endurance et la dispersion en fatigue à partir d’un seul essai 
d’auto-échauffement pour chaque condition de température et 
de rapport de charge. Cela constitue alors un gain 
considérable en termes de temps et de coût de caractérisation. 
Des études par simulations numériques ont été réalisées pour 
quantifier la robustesse de l’identification des propriétés en 
fatigue à partir de méthodes classiques (de type Staircase), et 
en comparaison avec le cadre du modèle probabiliste à deux 
échelles d’auto-échauffement. 
        Le comportement en auto-échauffement du superalliage 
monocristallin est différent de ce qui est classiquement 
observé. Il ne rentre alors pas dans le cadre du modèle 
probabiliste à deux échelles d’auto-échauffement utilisé 
précédemment. Des études complémentaires sont présentées 
dans ce manuscrit afin de mieux comprendre ces aspects, 
notamment à partir des particularités de ce type de matériaux. 
Un auto-échauffement sous sollicitation cyclique est bien 
constaté à haute température, traduisant donc l’activation de 
mécanismes dissipatifs. Ce qui constitue des perspectives 
intéressantes pour l’étude de la fatigue de cette classe de 
matériau. 
 
  

 

Title: Rapid determination of the High Cycle Fatigue properties of aeronautical alloys using self-
heating measurements under cyclic loadings 

  Keywords:  High Cycle Fatigue (HCF), Self-heating measurements, High temperature testing, Determination  

                           of the fatigue scatter, Ti-6Al-4V (TA6V) titanium alloy, AM1 single crystal nickel-based superalloy 

Abstract:   In the context of fatigue design of aircraft engine 

parts, the fatigue properties of materials must be correctly 
determined at different conditions of temperature and loading 
ratio. However, the fatigue characterisation could be difficult 
using standard methods, particularly because of the fatigue 
scatter, and requires a lot of specimens. In order to reduce the 
time and cost of fatigue characterization (especially for high 
temperature testing), the purpose of this study is to adapt the 
self-heating method for high temperature tests. This method 
has been developed on a wide range of steels at room 
temperature and used on several materials. The challenge of 
this study is to be able to measure a low rise of the specimen 
temperature, the self-heating under cyclic loadings, in a high 
temperature environment. In this study, the self-heating 
method is applied at different temperatures on two 
aeronautical alloys for engines applications: up to 350°C on a 
titanium alloy, Ti-6Al-AV (TA6V), widely used in aircraft 
industry, and up to 950°C on a nickel-based single crystal, 
AM1, used for turbine blade applications. 
       The fatigue properties of the Ti-6Al-4V are determined 
from the self-heating curves using a two-scale probabilistic 
model. It describes the activation of dissipative phenomena 
  

under cyclic loadings, which allow the fatigue properties 
determination. Indeed, the fatigue limit and the fatigue scatter 
are directly identified on the self-heating curve, so using only 
one specimen per condition. These results are really promising 
in order to reduce the time and cost of fatigue characterization 
at high temperature. Moreover, simulated based investigations 
are performed in this study in order to evaluate the fatigue 
scatter identification. Classical fatigue tests (Staircase 
procedures) are simulated and analysed to quantify the 
identification uncertainties. The results are compared to the 
two-scale probabilistic model. 
       The self-heating behaviour of the single crystal superalloy 
is different from other tested materials. Thus, the two-scale 
probabilistic model is not suitable to analyse the experimental 
observations. Thus, additional studies are presented in order 
to provide elements of understandings, knowing the 
particularities of this class of material. However, the self-
heating is well detected at high temperature (up to 950°C), 
which means dissipative phenomena are well activated. Thus, 
interesting perspectives exist in order to study the fatigue 
properties of single crystal superalloy using self-heating 
measurements. 
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