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Introduction

Introduction

Préambule sur la fatigue

La ruine des structures est une problématique majeure industrielle. La performance des struc-
tures tient notamment à leur capacité à subir des chargements répétés tout en gardant leur intégrité,
si bien que cette notion est personnifiée comme la fatigue des matériaux. Cette thématique de la
durabilité est immense tant par la diversité des matériaux étudiés que par les gammes d’études
(faible et grand nombre de cycles, multiaxialité, proportionnalité du chargement...) avec des condi-
tions d’essai très variées (chargement, environnement...). Dans ce manuscrit, l’étude est focalisée
sur la fatigue des matériaux métalliques soumis à un chargement multiaxial à grand nombre de
cycles.
L’intérêt porté à ce domaine de la fatigue remonte au XIXème siècle avec l’expansion industrielle.
Au cours de cette révolution, le besoin en matériaux métalliques augmente fortement. Sur cette
période, ces matériaux deviennent capitaux pour le développement de nombreux outils (trains,
navires à vapeur, métiers à tisser...) dont le dimensionnement n’est pas encore maitrisé, de sorte
qu’ils rompent parfois sous des efforts répétés. Ainsi, de premiers travaux de grandes ampleurs
(Poncelet, Wöhler, Basquin...) se penchent pour comprendre le lien entre la ruine du matériau et
les conditions d’efforts qui lui sont appliquées. Ces premières études permettent de poser les bases
de l’étude de la fatigue en reliant le chargement que subi une structure à son nombre de cycles
avant la ruine. Cependant, ces études ne permettent pas d’expliquer l’ensemble des comportements
d’autant que de nouveaux matériaux voient le jour. De ce fait, l’étude de la fatigue à grand nombre
de cycles reste un sujet d’étude toujours d’actualité à cause de la complexité du phénomène [Ba-
thias, 2013, Pineau et al., 2016].

Le phénomène de ruine en fatigue est un évènement aléatoire complexe et piloté par de très nom-
breuses conditions [Suresh, 1998]. La ruine du matériau intervient lorsque le matériau sous l’action
cyclique développe en son sein des phénomènes d’irréversibilité conduisant à l’amorçage de fissures.
Cet amorçage des fissures dépend majoritairement du niveau et de la nature de l’effort appliqué
au matériau. De plus, de multiples facteurs viennent influencer grandement le phénomène de fa-
tigue. De manière non exhaustive, ces facteurs d’influence peuvent être liés à la mise en forme
du matériau (modification de la réponse de la microstructure), à la géométrie de la structure (mo-
dification du champ de contraintes) ou encore à l’environnement dans lequel est sollicité le matériau.

Si la variété des conditions est une problématique complexe à relever en fatigue, les temps né-
cessaires pour évaluer ces effets accroissent cette difficulté. La fatigue à grand nombre de cycles est
intrinsèquement un domaine d’étude long à étudier puisque la ruine intervient au bout de plusieurs
centaines de milliers voire plusieurs dizaines de millions de cycles de chargement (un million de
cycles à une fréquence de dix hertz requièrent plus de vingt-sept heures). Ainsi la caractérisation
des matériaux pour l’immensité des configurations de chargement est un challenge de réalisation et
de compréhension.

Par ailleurs, de nombreux projets de recherche sur la fatigue ont pour vocation finale de syn-
thétiser le comportement en fatigue des matériaux étudiés au sein de critères généraux. Ces critères
de fatigue ont pour but de définir pour le concepteur le caractère endommageant d’un chargement
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pour le matériau tout en prenant en compte un ensemble de considérations telles que les facteurs
d’influence ou la nature du chargement afin de guider le dimensionnement des structures. La défini-
tion des critères de fatigue est également un axe de recherche toujours en développement. En effet,
les critères pour la fatigue reflètent l’avancement des travaux sur la compréhension du phénomène
de fatigue.

Cadre industriel de l’étude en fatigue
Les structures navales sont en majorité métalliques et une grande partie d’entre elles sont à

dimensionner pour la fatigue à grand nombre de cycles. C’est le cas des lignes d’arbres (figure
1) qui subissent un chargement cyclique régulier lors de la transmission de la puissance du mo-
teur au propulseur. La ruine de cette structure est critique pour un navire, la perte de la ligne
d’arbres empêche toute manœuvre rendant le navire vulnérable aux éléments. Une ligne d’arbres
endure un chargement multiaxial composé principalement de trois natures d’actions mécaniques : la
flexion rotative (poids propre et rotation), la traction-compression (poussée du navire) et la torsion
(couple moteur/hélice). Le dimensionnement des lignes d’arbres se fait par l’application de normes
qui permettent de relier la criticité du chargement pour la tenue en fatigue sur 40 ans de service.
Cependant, ces normes sont limitées dans leur approche des considérations pour la fatigue. Le di-
mensionnement est toujours réalisé à amplitude constante et soit pour des chargements uniaxiaux
(flexion ou torsion) ou pour des chargements multiaxiaux, mais avec des critères peu adaptés au cas
d’application. Or le chargement d’une ligne d’arbres est par nature multiaxial avec des efforts qui
ne sollicitent pas la ligne d’arbres à la même fréquence et à une amplitude constante, de sorte qu’il
est difficile de déterminer quel est le chargement ou la nature de cycles qui pilotera principalement
la ruine.

Au cours des travaux, il sera montré que ce chargement peut être défini en deux classes de cycles :
d’une part des cycles de flexion rotative avec une forte composante de contrainte moyenne et d’autre
part des cycles multiaxiaux composés des trois sollicitations. Par choix de conception, les aciers
doivent être dimensionnés en fatigue à grand nombre de cycles pour les deux catégories de cycles.
La question qui en découle est de savoir comment prendre en compte dans un critère de fatigue : la
multiaxialité du chargement, la non-affinité du chargement, la contrainte moyenne et la variabilité
du chargement.
Bien que de très nombreux travaux se soient attachés à définir des critères de fatigue pour traiter les
cas de chargements multiaxiaux non proportionnels, la complexité de l’étude de la fatigue nécessite
d’identifier ou de définir un critère adapté à l’application des lignes d’arbres.
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Figure 1 – Illustration schématique d’une ligne d’arbres

Cadre des travaux de thèse

Afin de pouvoir apporter des solutions au besoin de dimensionnement en fatigue des lignes
d’arbres, Naval Group cherche à développer ses méthodes en se rapprochant d’équipes de recherche
spécialisées sur les questions de durabilité. Ainsi dans le cadre d’une collaboration au sein du la-
boratoire commun Gustave Zédé entre Naval Group et l’IRDL, un projet de thèse CIFRE sur
la caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles des aciers de lignes d’arbres sous charge-
ments complexes a été monté. Deux aciers de lignes d’arbres sont retenus pour le projet : l’acier
16MnNiMo5-5 et l’acier 42CrMo4.
Cependant, comme il a été rappelé, l’étude de la fatigue est fastidieuse par méthode convention-
nelle. Les temps nécessaires pour caractériser un chargement sont souvent très longs pour accéder à
l’information en fatigue pour plusieurs millions de cycles. Or le nombre important de configurations
de chargement (multiaxialité et contrainte moyenne) à tester pour l’application industrielle requiert
d’avoir accès à des méthodes de caractérisation rapides pour limiter les coûts de temps et de déve-
loppement. Ainsi, pour ce projet, la méthode de caractérisation par mesures d’auto-échauffement
de l’IRDL est utilisée afin de réduire les durées d’essai à quelques heures [Doudard, 2004].

Pour résumer la méthode, il est nécessaire de présenter le phénomène d’auto-échauffement. Sous
un chargement cyclique, un matériau s’autoéchauffe du fait de l’activité microplastique en son
sein. Lors d’un essai, un premier régime d’échauffement général du matériau intervient dès les très
faibles amplitudes de chargement. Ce régime est appelé dans la méthode : régime primaire d’auto-
échauffement [Munier, 2012]. Dans le matériau, au sein des grains, des mouvements de dislocation
ont lieu. Ces mouvements résultent en une "friction" interne qui est responsable de l’échauffement
global du matériau avec cependant un échauffement plus marqué au sein de certains grains [Ma-
quin and Pierron, 2009, Munier et al., 2017]. À mesure que le chargement cyclique est augmenté,
des phénomènes d’irréversibilités apparaissent aléatoirement dans la microstructure. Ces irréver-
sibilités sont les marqueurs à l’origine de l’endommagement pour la fatigue à grand nombre de
cycles [Mughrabi, 2015]. La conséquence de l’apparition de ces phénomènes dans le matériau est
que l’auto-échauffement du matériau augmente de manière très importante. Ce régime est appelé
régime secondaire.
Les deux mécanismes microplastiques associés aux deux régimes d’auto-échauffement sont modélisés
par un modèle probabiliste à deux échelles. Le modèle permet de décrire précisément le compor-
tement et l’évolution des mécanismes à l’origine de l’auto-échauffement sous chargement cyclique.
La mesure d’auto-échauffement permet l’identification des paramètres du modèle, particulièrement
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les paramètres associés au régime secondaire lié à la tenue en fatigue à grand nombre de cycles
[Doudard, 2004]. Ainsi, pour accéder au régime secondaire d’auto-échauffement, la maitrise de la
mesure et du modèle doit permettre de séparer les quantités d’énergie dissipée associées aux deux
régimes. Enfin, dans un second temps, le modèle est complété pour permettre le passage vers la
prévision des propriétés en fatigue des aciers testés.

L’étude de la multiaxialité sur la tenue en fatigue par mesures d’auto-échauffement reste un sujet
à défricher d’où la nécessité de monter un projet de recherche. Cependant, des travaux sur le sujet
existent avec l’utilisation du modèle probabiliste à deux échelles. Deux principales études ont été
menées, d’abord par Doudard [Doudard, 2004] puis par Poncelet [Poncelet, 2007]. Dans ces thèses,
des études en fatigue sous des chargements multiaxiaux de traction-torsion et de traction biaxiale
ont été réalisées. Ces premières études ont permis l’introduction d’un concept d’essai : la surface
d’iso-auto-échauffement. Cet essai permet par la mesure d’auto-échauffement de comparer dans l’es-
pace des contraintes la réponse du matériau pour un grand nombre de directions de chargements.
Puis, lors du dépouillement, l’essai permet d’identifier des modèles de comportement mécanique
adaptés à l’approche. Pour cet essai, il reste à améliorer la prise en compte des hétérogénéités du
champ dissipatif pour avoir une meilleure identification des comportements du matériau. De plus,
cet essai n’a jamais été utilisé pour étudier l’influence de la contrainte moyenne ni étudier les char-
gements de très faible amplitude (régime primaire d’auto-échauffement).

L’étude de la tenue en fatigue sous chargement multiaxial dans la littérature reste un sujet d’étude
important même sous chargement proportionnel [Dantas et al., 2021]. Plusieurs dizaines de critères
de fatigue existent, cependant il est encore très difficile d’obtenir un critère universel tant les confi-
gurations sont variées. Ainsi, définir un critère performant reste un défi majeur. De plus, certaines
questions doivent être adressées, en particulier l’effet de la contrainte moyenne de torsion qui reste
débattue dans la nécessité de sa prise en compte [Liu et al., 2019, Papuga and Halama, 2019].
Malgré tout, plusieurs revues de critères montrent l’intérêt de sa prise en compte [Papuga, 2011].
La compréhension du phénomène d’auto-échauffement dans des conditions de multiaxialité et de
contraintes moyennes est un axe intéressant pour capter et comprendre la réponse du matériau,
avec pour finalité l’identification et la justification d’un critère de fatigue.

Objectifs du projet de thèse

Deux grandes problématiques sont à résoudre au travers des travaux de thèse. La première
problématique concerne la définition du chargement. La complexité du chargement et le manque
d’informations rendent complexe son exploitation. Ainsi l’objectif est de présenter une méthode
permettant d’extraire des cycles de chargement pertinents pour une étude en fatigue. La méthode
doit permettre le dimensionnement en fatigue à grand nombre de cycles des lignes d’arbres tout
en incluant la prise en compte de la multiaxialité, de la non-affinité du trajet de chargement, de la
variabilité du chargement, de la contrainte moyenne et de tout autre effet pertinent.
Le deuxième objectif est de définir pour cette méthode un critère permettant de synthétiser le
comportement en fatigue des aciers sous chargements complexes. La définition de ce critère passe
par la caractérisation de deux aciers sous différentes configurations de chargements multiaxiaux.
De plus, la définition d’une base de données en fatigue sous chargements uniaxiaux et multiaxiaux
avec ou sans contraintes moyennes est intéressante puisqu’il existe relativement peu de résultats
en fatigue dans des conditions de multiaxialité ou de contraintes moyennes [Morettini et al., 2020].
Pour permettre la réalisation de cet objectif, des verrous scientifiques en lien avec les mesures
d’auto-échauffement et le modèle probabiliste à deux échelles sont à lever. Ces verrous peuvent être
résumés comme :

— La définition de l’essai multiaxial de surface d’iso-auto-échauffement pour permettre l’étude
en même temps de plusieurs trajets de chargement de traction-torsion dans un même espace.
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— L’étude précise du régime primaire d’auto-échauffement sous chargement multiaxial afin
d’améliorer l’identification du régime secondaire d’auto-échauffement pour une prévision mai-
trisée de la tenue en fatigue à grand nombre de cycles.

— L’évaluation de l’effet de la contrainte moyenne de traction et de torsion sur le comportement
dissipatif du matériau puis sur la tenue en fatigue.

— L’identification de modèles de contraintes équivalentes pour modéliser le comportement élas-
toplastique associé aux deux régimes d’auto-échauffement en présence d’un chargement mul-
tiaxial avec de la contrainte moyenne.

— La validation de la prise en compte dans le modèle probabiliste à deux échelles de la non-
affinité du chargement et de l’effet d’entaille.

La réponse à ces questionnements dans ce manuscrit s’articule en six chapitres :

Chapitre 1 : Le premier chapitre approfondit l’introduction sur le fonctionnement des lignes d’arbres.
Lors de cette présentation, les natures de chargements sont présentées et les informa-
tions nécessaires pour une étude en fatigue sont définies. Puis dans une seconde partie
de chapitre, la norme actuelle de dimensionnement est présentée afin d’évaluer les pistes
d’amélioration. Ensuite, une présentation des critères de fatigue est effectuée avec une
étude sur une base de données de fatigue. Le but est d’identifier un candidat valable
pour l’étude. Le choix retenu est de justifier un critère de fatigue basé sur l’utilisation
des invariants du tenseur des contraintes.

Chapitre 2 : Dans ce chapitre, l’étude du chargement, notamment de sa variabilité, est réalisée en dé-
tail. À l’issue de l’introduction d’hypothèses sur celui-ci, une modélisation du chargement
est proposée. Cette modélisation permet de définir deux classes de cycles qui ont un sens
en fatigue. De plus, la modélisation permet de prendre en compte plusieurs effets comme
la variabilité, la multiaxialité, la non-affinité et la contrainte moyenne du chargement.
Cette modélisation permet de définir une méthode de dimensionnement. Cependant, il
reste à caractériser les aciers de l’étude pour les cycles de chargement identifiés, puis, de
justifier un critère de fatigue.

Chapitre 3 : Le troisième chapitre a pour vocation de présenter la méthode de caractérisation par me-
sures d’auto-échauffement sous chargement cyclique uniaxial. Les principes du modèle
probabiliste ainsi que les deux régimes d’auto-échauffement sont présentés. Cette mé-
thode est ensuite appliquée à l’acier 16MND5 et à l’acier 42CrMo4. Enfin, une réponse
est apportée sur la prise en compte des effets d’entaille dans le modèle de prévision en
fatigue. La validation de la méthode est effectuée sur des éprouvettes entaillées qui sont
sollicitées en traction-compression.

Chapitre 4 : La caractérisation sous chargements multiaxiaux commence au chapitre 4. Deux régimes
d’auto-échauffement sont mesurables lors des essais. Si le second régime est le régime
d’intérêt pour accéder aux propriétés en fatigue à grand nombre de cycles, l’étude du
premier régime est primordiale pour mesurer précisément le second régime, et ainsi,
améliorer la prévision des propriétés en fatigue. Dans cette partie, un essai multiaxial
de surface d’iso-auto-échauffement est développé pour permettre l’identification de deux
contraintes équivalentes. Une première contrainte équivalente est identifiée pour décrire
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la mesure d’énergie dissipée dans l’espace des contraintes en prenant en compte les spé-
cificités du chargement à très faible amplitude. La seconde contrainte équivalente permet
de définir le comportement élastoplastique du matériau conduisant au régime de dissi-
pation observé.

Chapitre 5 : À la suite de l’étude du régime primaire d’auto-échauffement, le chapitre 5 pose l’étude
du comportement du matériau sous sollicitations multiaxiales pour le second régime
d’auto-échauffement. L’essai de surface d’iso-auto-échauffement est utilisé pour identifier
des modèles permettant d’inclure l’effet de la multiaxialité et de la contrainte moyenne.
Dans un premier temps, ces effets sont inclus pour décrire la mesure d’auto-échauffement
avec une prise en compte des hétérogénéités liées au champ dissipatif. Puis dans un second
temps, la contrainte équivalente identifiée est employée dans le modèle probabiliste afin
d’utiliser l’essai de surface d’iso-auto-échauffement pour la caractérisation en fatigue des
aciers de l’étude sous chargements multiaxiaux avec contrainte moyenne. Par ailleurs, la
prise en compte de l’effet de la non-proportionnalité, sur la mesure d’auto-échauffement,
est montrée au cours du chapitre. Enfin, l’ensemble des résultats de caractérisation per-
met de définir un critère de fatigue multiéchelle de type invariant.

Chapitre 6 : L’objectif du dernier chapitre est d’expérimentalement montrer l’intérêt d’utiliser les
mesures d’auto-échauffement pour évaluer qualitativement l’effet d’un préchargement
cyclique multiaxial sur les propriétés en fatigue d’un acier. Cette étape permet de consi-
dérer dans la caractérisation par mesures d’auto-échauffement un effet d’histoire du char-
gement.

6 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 1 : Présentation des lignes d’arbres et de leur tenue en fatigue

Chapitre 1

Présentation des lignes d’arbres et de
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Dans ce chapitre, les lignes d’arbres de transmission navales sont présentées en détail. Le char-
gement subi par ces structures est décrit avec une attention particulière pour les chargements
considérés pour l’étude en fatigue. Puis les différents modes de ruptures des lignes d’arbres sont
présentés afin de préciser le contexte de l’étude en fatigue.
Le second objectif de cette partie est de présenter la méthode de dimensionnement en fatigue
des lignes d’arbres pour comprendre quels peuvent être les axes d’évolution de la méthodologie.
Dans cette partie, une présentation des familles de critères de fatigue à grand nombre de cycles
est réalisée. Dans cette étude, plusieurs critères de fatigue sont étudiés sur une base de données
d’essais de fatigue pour comprendre la philosophie de conception des critères de fatigue. Enfin, le
dernier objectif est de résumer les spécificités et les besoins relevés dans ce chapitre pour guider la
construction et les objectifs de cette thèse.

1.1 Présentation des lignes d’arbres de transmission navale

L’utilisation des lignes d’arbres dans le domaine naval remonte à l’émergence du moteur à
vapeur au XV IIIème siècle. L’essor de l’industrialisation du monde au XIXème siècle a permis
un changement rapide à l’échelle de l’humanité des moyens de déplacement particulièrement dans
le domaine du ferroviaire et du naval. Le commerce maritime va dans ce contexte se développer
rapidement en étant le cœur des échanges du commerce mondial, ce qui est toujours d’actualité. Au
cours du XIXème siècle, l’utilisation des moteurs thermiques se fait d’abord en soutien de la voile,
puis leurs performances permettront d’abandonner la voile (bien que son retour soit dans l’air du
temps [Leloup et al., 2016, Lu and Ringsberg, 2020]). Deux systèmes concurrentiels vont apparaitre.
Le premier concept est l’introduction de l’hélice dès le début du XIXème. Cependant, bien que
prometteuse, les premiers essais d’hélice sont peu concluants avec une difficulté importante de mise
en œuvre. C’est donc un deuxième système plus facile à contrôler qui s’impose, le système de la
roue à aubes. Si ce système équipe de très nombreux navires, sa vulnérabilité [Carlton, 2018] et sa
faible tenue en service rendent rapidement la roue à aubes obsolète contrairement à l’hélice qui à
partir de la moitié du XIXème siècle s’impose comme l’outil de propulsion des navires avec une
fiabilisation des designs et des procédés de fonderie [Carlton, 2018]. On peut observer l’usage des
deux systèmes sur un navire symbolique de la deuxième moitié du XIXème siècle le Great Eastern
(figure 1.1). C’est un paquebot anglais présentant deux roues à aubes et une hélice. Sur ce navire,
une ligne d’arbres de plusieurs dizaines de mètres est observable pour transmettre la puissance du
moteur à vapeur au propulseur. L’usage de l’hélice nécessite de pouvoir transmettre la puissance
de l’intérieur de la coque vers l’extérieur. Dès lors, on retrouve l’usage des premiers arbres de
transmission ou arbre porte-hélice, puis avec l’allongement des navires l’apparition d’assemblage
d’arbres de transmission donnant les lignes d’arbres.

Figure 1.1 – Illustration d’un double système roue à aubes et hélice sur le Great Eastern (1859 -
1889) source : science museum London
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1.1.1 Description de la structure et de son fonctionnement

Le principe de la ligne d’arbres de transmission est toujours le même, elle consiste à transmettre la
puissance du moteur au propulseur qui la convertit en poussée. Avec l’évolution des motorisations
et de la taille des navires, les puissances à transmettre sont croissantes avec des sections de lignes
d’arbres plus conséquentes. Cette augmentation de la puissance entraine la nécessité de maîtriser la
conception de la chaine de transmission ainsi que la tenue en service des matériaux la constituant.
Les différentes motorisations impactent fortement la charge sur l’appareil propulsif. Les motorisa-
tions à piston, qui sont le principal mode de propulsion de la flotte mondiale, transmettent des
vibrations pouvant être responsables de la ruine de la chaine de transmission. Néanmoins, d’autres
modes de propulsion plus "lisses" existent avec des propulsions électriques ou l’usage de turbine
à gaz équipant par exemple les FREMM de la Marine nationale (figure 1.2) [Mazzuca and Torre,
2008].

Figure 1.2 – Vue des lignes d’arbres et de l’appareil propulsif équipant une FREMM, source :
NAVAL Group

Les lignes d’arbres qui sont abordées dans ce document sont des chaines de transmission équipant
des navires de tailles importantes. Malgré la diversité de conceptions et de types de navire, certains
éléments sont communs à l’ensemble des lignes d’arbres. Ces éléments sont illustrés en figure 1.3.

Figure 1.3 – Illustration des éléments d’une ligne d’arbres, source : Thordon bearings
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La longueur de la ligne d’arbres et le nombre d’arbres intermédiaires dépendent directement de la
taille du navire et de la position du moteur à l’intérieur de celui-ci. Les lignes d’arbres peuvent aller
d’une dizaine de mètres jusqu’à une centaine de mètres. Deux technologies d’accouplement sont
utilisées pour les lignes d’arbres. Pour les navires commerciaux, les accouplements sont toujours
boulonnés alors que pour certaines applications militaires les arbres sont creux. L’accouplement
est alors réalisé par une pièce frettée en leur centre. Le guidage des lignes d’arbres est réalisé par
des paliers, l’alignement de ces structures demande une grande précision selon la performance du
navire. Au cours de l’utilisation du navire, cet alignement évolue avec la flexion de la poutre navire
[Nielsen et al., 2011, Seo et al., 2020] du fait des conditions de mer et des conditions environnemen-
tales (dilatation thermique et usure). Les paliers sur lesquels la ligne d’arbres repose sont lubrifiés
selon leur position dans le navire. Les paliers intérieurs sont le plus souvent lubrifiés par de l’huile
contrairement aux paliers situés dans le tube d’étambot qui sont généralement directement lubrifiés
avec l’eau de mer. Sur les navires militaires comme la FREMM (figure 1.2) des paliers extérieurs
appelés chaises d’arbres soutiennent la ligne d’arbres à l’extérieur de la coque. Les matériaux des
paliers varient avec l’application. Sur certains navires, des chemises en bronze sont frettées sur les
arbres pour limiter le frottement lors de la rotation de la ligne d’arbres. Pour limiter l’agression à
l’environnement marin très corrosif, les lignes d’arbres sont recouvertes de peintures anticorrosion
que ce soit pour les parties immergées ou à l’air.

La fabrication des lignes d’arbres suit un procédé standard en plusieurs étapes qui peuvent être
résumées en quelques étapes clés :

1. Étape de fonderie de la pièce pour obtenir le brut
2. Mise en forme par forge de certaines zones de l’arbre
3. Usinage sur tour
4. Traitement thermique
5. Frettage des chemises de palier
6. Usinage de finition

On notera au vu de la longueur des pièces, la grande maîtrise des tourneurs usineurs capables de
maintenir des précisions de rectitude inférieure au millimètre sur des pièces pouvant aller jusqu’à
une trentaine de mètres (figure 1.4).

Figure 1.4 – Exemple de l’importante longueur d’un arbre usiné sur tour par l’entreprise Marine-
Shaft, source : MarineShaft
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Chapitre 1 : Présentation des lignes d’arbres et de leur tenue en fatigue

1.1.2 Ruptures en fatigue des lignes d’arbres

De nombreuses lignes d’arbres finissent par atteindre un état de ruine empêchant le navire de
manœuvrer. Plusieurs types de ruptures sont fréquentes pour ces structures. Ainsi trois grandes
catégories regroupent l’essentiel des cas de rupture documentés dans la littérature [Hou et al., 2022].

— La première cause de rupture est due aux contextes hyper agressifs dans lesquels opèrent les
navires. L’agression environnementale due à la salinité, aux chocs thermiques et aux phases
de repos très longues des navires entraine la majorité des ruptures de pièces sur un navire.

— La deuxième catégorie de rupture est liée aux ruptures par vibrations induites par la moto-
risation. Cette catégorie concerne surtout la propulsion diesel/fioul.

— La troisième catégorie de ruine des lignes d’arbres est la rupture en fatigue due aux charge-
ments d’exploitation [Pantazopoulos and Papaefthymiou, 2015, Sitthipong et al., 2017, Hou
et al., 2022]. Les cas de rupture en fatigue sont dus à la flexion rotative, à la torsion ou à un
mode mixte de flexion-torsion [Hou et al., 2022].

Dans cette thèse, la problématique traitée ne concerne que les cas de rupture dus à la fatigue cy-
clique. La zone d’application se situe dans la partie courante des arbres en s’écartant des paliers et
en ne prenant pas en compte l’agression de l’environnement. En effet, des causes multiples accélèrent
le phénomène de fatigue. De nombreux cas de rupture en fatigue cyclique sont dus à un couplage
entre un amorçage en corrosion suivit d’une propagation des fissures dues au chargement cyclique.
Dans le projet global dans lequel s’intègre la thèse, d’autres études sont menées pour comprendre
l’effet des interactions aux paliers tels que le phénomène de fatigue fretting sur la tenue en fatigue
des lignes d’arbres [Dieu et al., 2021].

Il est difficile de trouver des cas de rupture dus au chargement cyclique pour deux raisons. Pre-
mièrement, l’information est en grande majorité inaccessible (secret militaire, confidentialité in-
dustrielle...). La seconde raison pour les cas documentés est que beaucoup de sources identifient
partiellement les causes de la rupture. C’est souvent le cas pour les études couplant corrosion et
chargement cyclique. Néanmoins, il est possible de trouver des cas de rupture par chargement
cyclique. Par exemple, dans les années 60, le croiseur Jeanne d’Arc a perdu en mission sa ligne
d’arbres tribord à cause de son chargement cyclique. De Leiris a également beaucoup documenté
le sujet en présentant des faciès de rupture de lignes d’arbres (figure 1.5) dus à des chargements
cycliques [de Leiris, 1956]. Plus récemment, Hellum [Hellum et al., 2021] décrit l’évolution de fis-
sures dans la section d’une ligne d’arbres à partir d’un amorçage dû au chargement cyclique. Le
chargement amenant à rupture, en fatigue à grand nombre de cycles, est défini par la torsion et la
flexion rotative.
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Chapitre 1 : Présentation des lignes d’arbres et de leur tenue en fatigue

Figure 1.5 – Faciès de rupture d’une ligne d’arbres d’un paquebot (diamètre 470 mm) causé par
le chargement de flexion rotative, [de Leiris, 1956]

1.1.3 Nature des chargements

Afin de comprendre la cause des ruptures de lignes d’arbres en fatigue, il est primordial de se
pencher sur le chargement. Le chargement d’une ligne d’arbres repose sur trois sollicitations prin-
cipales : le couple, la poussée et la flexion rotative (figure 1.6).

Le chargement de torsion résulte du couple résistant (Q) entre le moteur et l’hélice du navire.
Les variations associées à cette sollicitation sont dues principalement aux changements de régime
du navire entre deux allures. Ces changements de régime moteur représentent les plus grandes am-
plitudes de variation à des fréquences très faibles (tableau 1.1). L’autre catégorie de variation du
couple vient des vibrations induites par certains types de propulsion (comme les moteurs diesels)
à des fréquences très importantes (>100Hz), mais à une échelle bien plus faible en amplitude. Les
problématiques de fatigue liées aux vibrations des moteurs ne sont pas considérées dans l’étude en
fatigue, mais elles sont une thématique à part entière [Han et al., 2015].

Lié à la torsion par l’action de l’hélice, le chargement de poussée (Tp) induit de la compression
dans l’arbre à l’avance du navire et de la traction en marche arrière. En effet, l’hélice permet de
transférer l’énergie de couple et de rotation en une action normale par l’effet d’appui des pales
sur l’eau. La conception des hélices lie proportionnellement le chargement du couple avec celui de
la poussée en régime stabilisé. En bureau d’étude, ces deux quantités sont associées par les lois
d’hélice [Carlton, 2018, Pivano, 2008]. Les variations de poussée sont dues aux changements de
régime et aux effets hydrodynamiques agissant sur la dynamique de l’hélice (turbulences du fluide,
cavitation. . . ) [Pivano, 2008, Taskar et al., 2016].

Le dernier chargement majeur agissant sur la tenue en fatigue de la structure est la flexion rotative.
La flexion rotative est générée par le poids propre de la ligne d’arbres, le déséquilibre entrainé par
le poids de l’hélice en extrémité d’arbres et la rotation de la ligne d’arbres (ω). La flexion rotative
peut être amplifiée par les désalignements générés entre l’axe de la ligne d’arbres et les différents
paliers porteurs [Murawski, 2005]. Les désalignements sont variables dans le temps et proviennent
entre autres de la flexion de la poutre navire qui varie avec la houle [Murawski, 2005], de l’usure
des paliers et des effets environnementaux (corrosion, dilatation. . . ). Les variations du chargement
de flexion sont principalement issues des problèmes attachés aux désalignements.

Enfin, plusieurs autres chargements et effets viennent s’ajouter à ces trois principales sollicita-
tions, mais ils ne seront pas considérés dans l’étude. Dans ces chargements secondaires, les effets
d’interface entre l’arbre tournant et les paliers sont parties prenantes de l’étude du comportement
globale de la structure. Ces effets d’interfaces sont les frottements de l’arbre dans les paliers et les
effets de fretting liés à l’assemblage de chemise en bronze permettant de faciliter la rotation de la
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ligne d’arbres dans ces mêmes paliers. Les effets de l’état de mer ont une incidence sur les perfor-
mances des hélices [Pivano, 2008, Taskar et al., 2016] et donc sur la variabilité des chargements
de compression et torsion, mais ces variations sont faibles et par conséquent écartées de l’analyse.
De plus, une étude fréquentielle par une analyse FFT (Fast Fourier Transform) sur des signaux
navires n’a pas permis de mettre en évidence un quelconque effet de la houle (la fréquence de houle
se situe autour de 0,1 Hz généralement) sur le chargement de la ligne d’arbres. Enfin, des efforts
tranchants sont générés au niveau des paliers, mais ce chargement n’a pas d’effet sur la tenue en
fatigue [Bennebach et al., 2018].

Figure 1.6 – Schéma des forces et moments pris en compte dans le chargement de la ligne d’arbres

Les chargements appliqués à la ligne d’arbres sont très divers par leur nature, mais également par
leur fréquence de sollicitation (tableau 1.1). Pour la torsion, les variations sont issues majoritai-
rement des changements de régime moteur. Sur la durée de vie du navire, cela représente entre
104 et 105 cycles, soit des fréquences de sollicitations comprises entre 10−2 et 10−3 Hz. Pour la
compression, le chargement de poussée est proportionnel par l’hélice au chargement de torsion, par
conséquent, les variations cycliques associées sont similaires à celles de la torsion. Enfin, pour la
flexion rotative, le nombre de cycles associé est lié au nombre de tours de ligne d’arbres. L’ordre
de grandeur de la vitesse de rotation est de 1 à 5 Hz soit un nombre de cycles de 108 jusqu’à 109

sur la durée d’utilisation d’un navire (>40 ans).

Nature du chargement Fréquence Nombre de cycles
sur une durée de vie de 40 ans

vibration moteur 102 Hz 1011

rotation d’arbres 100 Hz 108 - 109

houle 10−1 Hz 107

manoeuvres et 10−3 Hz 105
changement de régime

Table 1.1 – Ordre de grandeur des différentes sollicitations

En résumé, le chargement observé sur la ligne d’arbres est un chargement multiaxial avec chacune
des composantes variant dans le temps à une fréquence différente. Le problème qui découle de ce
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constat est de savoir quelles sont les sollicitations les plus endommageantes et quel domaine d’étude
en fatigue doit être considéré. En effet, les différentes échelles de temps des sollicitations montrent
qu’il existe, au cours de la durée de vie de la ligne d’arbres, plusieurs catégories de cycles avec une
différence de population, mais aussi de mode de ruine (tableau 1.1). Les cycles de flexion sont très
nombreux, mais peuvent avoir une amplitude relative plus faible comparée aux cycles de torsion. Il
est donc primordial de comprendre le mode d’endommagement régissant la durée de vie de la ligne
d’arbre avec, soit d’un côté, une durée de vie régie par la flexion soit de l’autre par les changements
de régime du navire. Il sera observé par la suite que les deux régimes d’endommagement coexistent
et participent à la ruine.

La présentation des lignes d’arbres, de leurs chargements et de leurs modes de ruines illustre la
nécessité de dimensionner ces structures en fatigue. Ainsi, pour la suite de l’étude, la méthode de
dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres est présentée. Les méthodes de dimensionnement
en fatigue sont très dépendantes dans leur approche des critères de fatigue employés. Ainsi, dans un
premier temps, les familles de critères de fatigue sont présentées pour décrire leur approche, leurs
avantages et inconvénients. En lien avec cette partie, une présentation des méthodes "classiques" de
calibration des critères de fatigue est effectuée. Puis dans une deuxième partie, la méthode actuelle
de dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres est détaillée. L’objectif est de montrer les axes de
développement afin d’améliorer la prise en compte des effets d’influence en fatigue. Enfin dans une
troisième partie, une étude de sensibilité est réalisée sur différents critères de fatigue. L’objectif est
d’identifier un critère adapté au dimensionnement des lignes d’arbres et de montrer la nécessité de
définir une base de données en fatigue permettant une identification robuste d’un critère de fatigue.

1.2 Le dimensionnement classique en fatigue à grand nombre de
cycles

Dimensionner une structure en fatigue nécessite d’avoir des indicateurs fiables pour comprendre le
comportement du matériau soumis aux chargements en service. Ces indicateurs sont des critères de
fatigue permettant de discriminer le caractère endommageant d’un chargement. Les critères sont
associés à des approches (énergétiques, déterministes, multiéchelles...) et ils ne renvoient pas for-
cément la même indication. Certains indicateurs ont pour but de rapidement montrer le caractère
endommageant d’un chargement sur le matériau alors que d’autres permettent de déterminer le
futur plan de fissuration. Le choix du critère est dépendant du domaine et de l’application. Dans
certains cas, seule la question de l’amorçage définit la ruine du matériau ou de la structure, alors
que dans d’autres cas, il est nécessaire d’avoir le scénario d’amorçage, puis de déterminer la direc-
tion de propagation avant de reconnaitre la ruine de la structure (domaine aéronautique).

Dans une première partie, les différentes familles de critères sont présentées. Puis, les essais conven-
tionnels permettant leur calibration sont présentés. Ces essais sont le méthodes classiques pour
accéder à la limite d’endurance du matériau. À la suite de cette présentation, la méthode actuelle
de dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres est présentée. L’objectif est de montrer les évo-
lutions possibles en termes de choix de critères et de dimensionnement. Enfin, dans une dernière
partie, plusieurs critères de fatigue sont testés sur une base de données de fatigue pour obser-
ver les différentes réponses des critères. Cette étude permet d’illustrer les outils nécessaires pour
déterminer le critère de fatigue le plus adapté au projet.

1.2.1 Le dimensionnement en fatigue à grand nombre de cycles : les familles de
critère

L’étude des phénomènes de fatigue prend son origine au cours de la révolution industrielle initiée
au XV IIIième siècle et prenant toute son ampleur au XIX siècle. C’est à Poncelet que nous devons
en 1844 le terme de "fatigue". Par la suite, le progrès industriel va exiger une étude poussée de
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la fatigue des matériaux comme en témoignent plusieurs drames dus à des ruptures en fatigue de
pièces ferroviaires. Avec l’essor du train, des études plus poussées sur la fatigue voient le jour avec
notamment les travaux de Rankine [Rankine, 1843] et surtout ceux de Wöhler [Wöhler, 1860]. Les
travaux de Wöhler vont permettre d’introduire des notions comme l’endurance d’un matériau qui
relie le niveau d’effort au nombre de cycles à rupture. Ce qui va amener à distinguer, par la suite,
différents domaines d’étude en fatigue.
À partir de ces travaux, de nombreux modèles sont proposés pour traiter le phénomène de la fatigue
dans son entièreté. Dans cette liste non exhaustive, les travaux de Basquin [Basquin, 1910] per-
mettent d’avoir un modèle d’exploitation des courbes de Wöhler. Puis, on notera le travail de Miner
[Miner, 1945] basé sur le travail de Palmgren [Palmgren, 1924] pour proposer un modèle d’accumu-
lation de l’endommagement permettant de traiter le cas des chargements variables. Parallèlement,
plusieurs autres travaux se sont concentrés sur l’identification des mécanismes de fatigue qui sont
déterminants pour modéliser la complexité du phénomène de fatigue. On notera les travaux très
importants d’Orowan. Ces études [Orowan and Oliphant, 1939] permettent d’identifier la localisa-
tion de la plasticité dans une matrice élastique amenant à l’amorçage d’une fissure.

Finalement, pour le concepteur, il est nécessaire d’avoir des indicateurs permettant de synthé-
tiser ces différentes études. Pour cela, des critères de fatigue sont conçus pour relier le chargement
subi par un matériau à une durée de vie. Les critères de fatigue peuvent être regroupés en plusieurs
familles selon leur méthode d’estimation et leur philosophie de conception. Ainsi les critères de fa-
tigue peuvent être "empiriques", "macroscopiques", "énergétiques", "plan critique", "multi-échelles"
ou "invariants". Chacune de ces familles de critères est une approche différente visant au même
objectif qui doit permettre de statuer sur le caractère endommageant d’un chargement sur un
matériau.

1.2.1.1 Les critères historiques : la méthode empirique

Les critères dits "empiriques" sont les critères historiques définis par leur capacité à décrire fidèle-
ment le comportement des matériaux observés expérimentalement, sans pour autant en expliquer
les causes. De ce fait, ils ne sont utilisables que pour des cas identiques aux expérimentations ayant
permis leur élaboration. Parmi cette famille on retrouve le critère historique de Gough et Pollard
[Gough and Pollard, 1935, Gough et al., 1951].

1.2.1.2 Les critères de fatigue macroscopiques

Cette philosophie de critère regroupe plusieurs méthodes d’estimation. Ces critères reposent sur
une modélisation du comportement matériau à une échelle macroscopique. Ils peuvent être de type
"plan critique", par "invariants" ou "énergétique".

— Les critères "plan critique" se caractérisent par une recherche du plan supposé le plus favorable
à l’apparition d’une fissure amenant à la ruine du matériau. Pour cette recherche, l’effet du
chargement est généralement décrit par les composantes normales et tangentielles du tenseur
des contraintes voire des invariants du tenseur des contraintes. L’avantage de cette méthode
est qu’elle est transposable d’un chargement à un autre. De plus, elle repose sur une descrip-
tion physique en essayant de rechercher le plan d’amorce de la fissuration. Selon les critères,
cette recherche peut être complexe et ambiguë. D’autant que l’amorce peut s’établir sur un ou
plusieurs plans. Ces critères sont généralement les plus coûteux en temps de calcul. Pour cette
famille, on peut citer les critères de Findley [Findley, 1953] et de McDiarmid [McDiarmid,
1991].

— Les critères énergétiques sont basés sur la définition des énergies issues des contraintes et
déformations appliquées en fonction de paramètres matériaux. Cette approche physique n’est
pas basée sur la recherche d’un plan critique, mais sur celui d’un volume critique qui permet
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d’établir un indicateur d’endommagement. Pour cette famille, on retrouve notamment le cri-
tère de Froustey & Lasserre [Lasserre and Froustey, 1992].

— Enfin, la troisième famille concerne les critères de type « invariants ». Ces critères se définissent
par leur approche globale donnant un indicateur d’endommagement tout en étant exemptée
de rechercher un plan critique. Ces critères sont uniquement basés sur une compréhension
du chargement synthétisée par les invariants du tenseur des contraintes et des paramètres
matériaux (sensibilité à la nature du chargement). Comme pour les critères énergétiques et,
à la différence des critères "plan critique", les critères "invariants" donnent une information
uniquement sur l’amorçage pour un volume moyen. Parmi ces critères, on trouve les critères de
Sines [Sines, 1955], Crossland [Crossland, 1956], Marin [Marin, 1956] et Altenbach [Altenbach
and Zolochevsky, 1996] dont les réponses sont étudiées par la suite sur une base de données
de fatigue.

1.2.1.3 Les critères de fatigue multiéchelles

Les critères multiéchelles ont les mêmes méthodes d’estimation que les critères macroscopiques (plan
critique, énergétique et invariant). La différence vient de leur philosophie de conception. Comme
leur nom l’indique, cette famille de critères repose sur une modélisation de la microstructure pour
prévoir les propriétés de fatigue macroscopiques.

— Plusieurs critères de cette catégorie font une estimation par recherche du plan critique le plus
endommageant. L’expression des critères par un plan critique est en réalité une conséquence
des modèles mis en place. Ces critères font généralement intervenir à l’échelle des défauts
microstructuraux des modélisations du comportement telles que des variables d’endommage-
ment, des lois de localisation ou des systèmes préférentiels de bandes de glissement... Deux
critères emblématiques sont notamment représentatifs de cette méthode, les critères de Dang
Van [Dang Van et al., 1989] et de Papadopoulos [Papadopoulos, 1995].

— Les critères énergétiques multiéchelles font intervenir une modélisation des défauts amenant
à rupture en fatigue avec une évaluation du travail sous chargement cyclique. Puis dans ces
approches une brique supplémentaire permet de faire la passerelle entre cette modélisation
et la prévision en fatigue. Un exemple de ce type de critère est le modèle probabiliste à deux
échelles qui est présenté au chapitre 3.

Enfin, les critères par invariant sont rarement conçus à partir d’une modélisation multiéchelles.
Cependant, il est possible de justifier leur forme par cette philosophie. C’est le cas du travail de
Papadopoulos [Papadopoulos, 1987] qui permet de justifier partiellement le critère de Crossland avec
une approche mésoscopique. Dans ce manuscrit, un choix similaire est fait. L’objectif est de proposer
un critère simple et utilisable en bureau d’études reposant sur une expression du comportement
matériau basée sur les invariants du tenseur des contraintes. Cependant, il sera montré au chapitre
5 que la justification du critère sera réalisée à partir d’une approche multiéchelle. Ainsi, tout au
long du manuscrit, deux natures différentes de critères seront présentées.

1.2.2 Les essais de calibrations des critères d’endurance

Comme énoncé précédemment, les critères de fatigue sont calibrés par des essais de fatigue per-
mettant de déterminer les paramètres matériaux, soit la sensibilité du matériau à la nature du
chargement. La principale méthode d’essai en fatigue à grand nombre de cycles est l’essai cyclique
pour une consigne de durée de vie. Les essais de fatigues dits "classiques" sont coûteux en temps
puisqu’il s’agit de déterminer le comportement d’un matériau pour un chargement en lui appliquant
entre 106 et 107 cycles. La fatigue à grand nombre de cycles est un phénomène dispersif important,
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l’interprétation du comportement passe par une étude statistique nécessitant une importante po-
pulation d’essais. L’avantage de ces méthodes est qu’elles sont intuitives et celles-ci sont adoptées
et validées par la communauté scientifique. Leurs principaux défauts sont le temps nécessaire et
les coûts en matière et en moyens d’essai. Ainsi, seuls les essais par mesure d’auto-échauffement
offrent une alternative performante pour réduire ces coûts tout en permettant d’effectuer des essais
sous chargements complexes. Cette méthode est présentée au chapitre 3.

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 17



Chapitre 1 : Présentation des lignes d’arbres et de leur tenue en fatigue

Pour illustrer les méthodes conventionnelles, trois types d’essais sont retenus et présentés :

— l’essai du "staircase" qui est la méthode de caractérisation la plus utilisée dans la littérature ;
— l’essai du "staircase avec recharge" qui est une évolution de l’essai "staircase" ayant pour

vocation de proposer un protocole d’accélération des temps de caractérisation ;
— l’essai locati qui est également un protocole ayant pour vocation d’accélérer les temps de

caractérisation.

1.2.2.1 staircase

La méthode « staircase » (méthode de l’escalier) permet de déterminer la limite d’endurance
médiane d’un matériau à Nref cycles. Il est introduit par Dixon et Mood [Dixon and Mood, 1948]
qui en font également l’analyse statistique permettant d’obtenir la limite d’endurance.
Le principe est de solliciter les éprouvettes à différentes amplitudes de chargement pour un nombre
fixé de cycles Nref . Dans le cas où l’éprouvette aurait rompu avant d’atteindre les Nref cycles,
l’amplitude de chargement de l’éprouvette suivante est diminuée d’un pas p fixé avant l’essai. Si
l’éprouvette atteint, sans rompre, la consigne des Nref cycles, l’éprouvette suivante est chargée
à une amplitude de chargement augmentée du même pas p. À la fin de l’essai, une population
d’éprouvettes rompues et non rompues est ainsi obtenue. Chaque éprouvette est caractérisée par
son évènement et son amplitude de contrainte appliquée.
Les formules permettant de calculer la médiane et l’écart-type [Roué, 2020, Dixon and Mood, 1948]
de la population sont définies suivant la méthode du maximum de vraisemblance. L’évènement
le moins fréquent (survie ou rupture) de la population est retenu, puis pour chaque niveau de
contrainte, le nombre de réalisations Ni est dénombré. Les Ni réalisations sont ensuite rangées par
ordre croissant de contraintes avec i = 0 pour le niveau à plus faible contrainte. Une fois toutes ces
étapes effectuées, l’estimation de la limite d’endurance moyenne Σ̄∞ de la population est donnée
[Dixon and Mood, 1948] par

Σ̄∞ = Σa,i=0 + p

(
A

N
± 1

2

)
(1.1)

avec p le pas du staircase, Σa,i=0 le niveau de contrainte pour i = 0 de l’évènement retenu et A et
N sont définis par

N =
∑
i

Ni (1.2)

A =
∑
i

i ·Ni (1.3)

Dans l’équation (1.1), on applique +1/2 si l’évènement retenu est la rupture et −1/2 si l’évènement
retenu est la survie.
L’écart-type ¯̄Σ∞ est donné [Dixon and Mood, 1948] par

¯̄Σ∞ = 1, 62p
(
N ·B −A2

N2 + 0, 29
)

(1.4)

avec B défini par
B =

∑
i

i2 ·Ni (1.5)

Pour qu’un staircase soit valide selon [Dixon and Mood, 1948], deux conditions doivent être vérifiées,
la première est

N ·B −A2

N2 ≤ 0, 3. (1.6)

La seconde condition à valider est de vérifier que le pas p soit du même ordre de grandeur que
l’écart-type ¯̄Σ∞ avec

2, 0 > p
¯̄Σ∞

> 0, 5 (1.7)
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Ces conditions sont généralement validées pour un staircase avec un grand nombre d’éprouvettes.
Roué [Roué, 2020] montre numériquement l’influence du nombre d’éprouvettes d’un staircase sur
la dispersion du résultat obtenu. En se basant, sur un très grand nombre de tirages « d’éprouvettes
numériques », il montre qu’un staircase donne des résultats valables à partir d’une dizaine d’éprou-
vettes. La limite d’endurance, pour les aciers qui seront étudiés dans cette thèse, a un écart de ±
5% par rapport à la limite d’endurance réelle du matériau.

1.2.2.2 staircase avec recharge

Le staircase avec recharge est une variante de l’essai staircase, l’objectif est d’extraire plus
d’information des éprouvettes. Le protocole de l’essai est repris, la différence vient sur les éprou-
vettes non rompues. Lorsqu’une éprouvette atteint le nombre visé de cycles, la "recharge" intervient.
L’éprouvette non rompue est réutilisée dans la procédure, la charge est augmentée du pas p puis
l’éprouvette est sollicitée pour un nombre de cycles cibles Nref . Si l’éprouvette survit encore, elle
est rechargée une nouvelle fois. Sinon, une nouvelle éprouvette est utilisée et la charge est diminuée
du pas p.
Pour cet essai, la recherche de la limite d’endurance médiane ne passe plus par l’oscillation des
essais de rupture autour de la limite d’endurance comme pour le staircase classique, mais plutôt
par approcher la rupture des éprouvettes testées au plus près de la limite d’endurance. La subtilité
du dépouillement de cet essai vient des hypothèses considérées. Sur cet essai, un choix peut être
fait sur le cumul du dommage. Dans sa thèse, Roué [Roué, 2020] montre numériquement l’influence
de la prise en compte ou non du cumul d’endommagement et la conséquence de ces hypothèses sur
l’évolution de la limite d’endurance médiane à Nref cycles. Dans le cas sans cumul, il est préfé-
rable de retenir un pas grand pour favoriser le nombre de niveaux différents entre les ruptures et
les survies et ainsi limiter la dépendance à l’historique du chargement. Par contre, dans le cas où
l’hypothèse de cumul du dommage est considérée, cet historique est inclus par une loi de Miner.
La conséquence de la prise en compte du cumul sera très dépendante du pas choisi pour le stair-
case. Plus le pas est petit, plus le cumul sera important et la limite d’endurance supposée tendra
à être sous-estimée à cause du dommage accumulé au palier précédant la rupture. Alors qu’un pas
trop important peut faire sortir le dépouillement des conditions du staircase (équations (1.6) et
(1.7)). En résumé, pour le staircase avec recharge, les limites de l’essai interviennent lorsque les
conditions de l’hypothèse sur le cumul ou non du dommage ne sont plus valables. Néanmoins, cette
méthode est intéressant, car il permet de réduire les incertitudes à même nombre d’éprouvettes
pour l’estimation de la limite d’endurance médiane à Nref cycles.

1.2.2.3 La méthode Locati

Quelques autres protocoles d’essai existent pour obtenir une limite d’endurance médiane. Parmi
celles-ci, la méthode Locati [Locati, 1955] en est un exemple. Cette méthode basée sur le cumul
d’endommagement des travaux de Miner [Miner, 1945] nécessite au préalable d’estimer (ou de
connaitre) la pente bilogarithmique de la courbe de Wöhler modélisée, par exemple, par une loi
de Basquin. La stratégie d’essai est très similaire au staircase avec recharge. La différence pour
l’éprouvette testée est que pour chaque palier de chargement espacé d’un pas p la sollicitation est
appliquée pour N < Nref cycles (figure 1.7). L’essai est conduit jusqu’à rupture du matériau. Puis
la limite d’endurance de l’éprouvette est donnée par

Σ̄∞ =
[
n∑
i=1

niσ̇
b
a,i

Nref

] 1
b

(1.8)

b est la puissance de la loi de Basquin, ni est le nombre de cycles de chaque bloc de chargement
(dont celui avec rupture de l’éprouvette), σa,i est l’amplitude de contraintes de chaque bloc. Sur
l’exemple de la figure 1.7, quatre blocs de chargement de 3×105 cycles sont appliqués pour trouver
la limite en fatigue de l’éprouvette Feq à 2× 106 cycles.
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Figure 1.7 – Principe de la méthode Locati, [Galtier et al., 2019]

En répétant la procédure pour quelques éprouvettes, la limite d’endurance médiane du matériau est
déterminée. La méthode Locati est, aujourd’hui, peu usitée pour l’analyse en fatigue des matériaux
métalliques. Plusieurs remarques peuvent être faites. Premièrement, la supposition de la forme de
la loi de Basquin impacte le résultat final et donc la capacité à "détecter" la courbe médiane réelle.
Le second point pouvant être soulevé (comme pour le staircase avec recharge) concerne le cumul
linéaire de l’endommagement. Le pas ainsi que le nombre de cycles par paliers doivent être mesurés
afin qu’un palier de chargement influe modérément sur les propriétés mécaniques du matériau sur
le palier suivant. Cependant, on relèvera que cette méthode est l’une des premières à proposer une
méthode rapide de caractérisation en fatigue (sans mesures d’auto-échauffement) à coût modéré
puisqu’elle maximise l’information par éprouvette.

1.2.3 Les normes mises en place et leurs limites pour le dimensionnement en
fatigue des lignes d’arbres

Le dimensionnement des lignes d’arbres à Naval Group se fait suivant une méthodologie interne
qui se rapproche de la norme NF22-057 (édition 2012) [NF22057-1, 2012, NF22057-2, 2012]. Cette
norme permet de fournir aux équipes de bureau d’études des indicateurs, règles et formules à suivre
pour le dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres. D’autres normes similaires existent avec
la même philosophie, notamment les normes de dimensionnement de DNV (Det Norske Veritas)
[DNV, 2021].
Les normes utilisées sont conçues pour dimensionner la ligne d’arbres en fatigue vis-à-vis des natures
de chargements décrites en partie 1.1.3. Dans le cas de la norme DNV [DNV, 2021], le dimensionne-
ment est soit fait en cisaillement soit en flexion rotative. La multiaxialité du chargement n’est pas
adressée. Dans le cas de la norme NF22-057 (édition 2012) [NF22057-1, 2012, NF22057-2, 2012],
la question de la multiaxialité est abordée pour le dimensionnement à grand nombre de cycles,
mais l’entièreté du chargement n’est pas vraiment considérée. Pour observer les limites de la norme
NF22-057, celle-ci est détaillée.

La norme est conçue à partir d’un critère de fatigue multiaxial avec une approche locale au point
supposé le plus critique permettant de calculer, à partir du tenseur des contraintes, l’aspect en-
dommageant du chargement sur le matériau. Le critère de la norme est basé sur le critère de Marin
[Marin, 1956]. Cette approche est très pratique en ingénierie puisque ce critère appartient à la
famille des critères de types "invariants" (l’aspect critère de fatigue est abordé plus en détail par
la suite 1.2.4). L’avantage de ce critère est qu’il est applicable facilement et qu’il ne repose que
sur la connaissance du chargement et de deux paramètres matériaux. Suivant la philosophie du
critère de Marin, le critère est calibrable avec uniquement deux informations matériaux : la limite
d’endurance en traction/compression alternée σ−1 et la limite à rupture Rm.
Afin de pouvoir appliquer le critère à une structure et non au matériau, une série de paramètres
peuvent être appliqués pour prendre en compte l’influence de la géométrie et celle du procédé.
En complément, pour assurer un dimensionnement robuste, un coefficient de sécurité S peut être
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ajouté. Ce paramètre consiste à réduire la plage de fonctionnement en introduisant un abattement.
Le critère défini par la norme est donné par

σa,eq + κσm,eq ≤
σD,tc,p
S

(1.9)

avec σa,eq la contrainte équivalente de von Mises en amplitude (1.15), σm,eq la contrainte moyenne
équivalente de von Mises (1.14), κ un paramètre matériau caractéristique de l’influence de la
contrainte moyenne et σD,tc,p la limite d’endurance en traction - compression de la pièce à di-
mensionner (1.11).
Dans la norme, la limite d’endurance de la pièce σD,tc,p est établie à partir d’une formule empi-
rique (formule du CETIM) permettant d’estimer la limite d’endurance du matériau en traction-
compression alterné à partir de la limite à rupture Rm et d’une série de paramètres géométriques
et procédés regroupés au sein du paramètre Kσ. Kσ est appelé le "facteur global d’influence du
procédé" en fatigue, il prend en compte la rugosité, le traitement thermique, le durcissement... Il
est calculé avec

Kσ = 1
K1KV

( 1
K2

+ 1
KS
− 1

)
(1.10)

oùK1 est un paramètre d’ordre technologique prenant en compte les effets de traitement thermique,
K2 est un paramètre prenant en compte les effets géométriques, KS correspond à la rugosité et KV

traduit les effets de durcissement et de contraintes résiduelles. L’ensemble de ces facteurs est cal-
culé soit au moyen de formule dépendant des géométries de pièces et des matériaux, soit au moyen
d’abaques. La norme NF22-057-2 [NF22057-2, 2012] regroupe l’ensemble de ces facteurs spécifiques.

La limite d’endurance de la pièce est calculée lorsque 800 MPa < Rm < 1300 MPa par

σD,tc,p = 0, 9ffiabRm(0, 57− 1, 2 · 10−4Rm)
Kσ

(1.11)

sinon
σD,tc,p = 0, 9ffiabRm(0, 56− 1, 4 · 10−4Rm)

Kσ
(1.12)

σD,tc,p est une valeur empirique conservative d’autant plus qu’elle est définie à partir d’une donnée
statique (la limite à rupture Rm) afin d’obtenir un comportement de fatigue. Le paramètre ffiab
est un facteur d’abattement pour prendre en compte la probabilité de rupture acceptable (égal à
1 pour une probabilité de rupture de 50% et égal à 0,85 pour une probabilité de rupture de 0,1%).
Le paramètre κ est un facteur de sensibilité du matériau à la contrainte moyenne. Ce paramètre
est basé sur la limite à rupture Rm et défini par

κ = σD,tc,p
2K1Rm − σD,tc,p

(1.13)

Dans un diagramme de Haigh [Haigh, 1917] (représentation uniaxiale du domaine de fatigue d’un
matériau entre la contrainte en amplitude et la contrainte moyenne), cette valeur de κ permet de
limiter l’utilisation du critère à partir d’un niveau de contrainte moyenne. Dans la méthodologie
Naval Group, le domaine de fonctionnement est défini, de manière conservative, pour être dans le
domaine élastique. Ainsi, le paramètre κ limite le critère de Marin par la limite d’élasticité conven-
tionnelle Rp0,2 et non la limite à rupture Rm dans le diagramme de Haigh.

Une première critique faite à l’utilisation de ce critère (1.9) est que les paramètres matériaux sont
définis uniquement par des données effectuées en traction monotone alors qu’une ligne d’arbres est
sollicitée par des chargements cycliques plus complexes.

Néanmoins, un des avantages de la méthode est l’approche locale couplée à un critère de fatigue
de type "invariants". Ainsi, par l’introduction de facteurs, certains effets en fatigue sont facilement
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intégrés à la démarche de dimensionnement. Le calcul des contraintes équivalentes σeq de von Mises
en amplitude σeq,a et en moyenne σeq,m, intègre dans la norme les particularités géométriques de
la structure avec l’introduction des concentrations de contraintes effectives Kf . Elles sont définies
pour chaque nature de sollicitation selon des abaques (σtc : traction - compression, σb : flexion et
τt). Ainsi elles sont données par

σeq,m =
√

[Kf,tcσtc,m]2 + 3 [Kf,ττt,m]2 (1.14)

σeq,a =
√

[Kf,tcσtc,a +Kf,bσb,a]2 + 3 [Kf,ττt,a]2 (1.15)

Il faut garder à l’esprit que les choix effectués dans cette norme sont des choix pragmatiques par
manque de connaissances précises sur l’évolution du chargement. Ces choix pragmatiques doivent
permettre une utilisation fiable dans des bureaux d’études lors du dimensionnement de structures
tournantes. Les formules utilisées doivent être utilisables « facilement », être compréhensibles et
justifiées. Cependant, certaines évolutions pourraient être faites et c’est ce qui est notamment
proposé par ce projet.
La deuxième critique concerne le choix du critère, car le critère de Marin [Marin, 1956] est réputé
pour être un critère très conservateur qui ne permet pas de modéliser fidèlement un comportement
de fatigue sous chargement multiaxial. Son choix repose assurément dans son aspect sécuritaire.
Dans l’optique de proposer une évolution du critère permettant le dimensionnement des lignes
d’arbres en fatigue, plusieurs pistes peuvent être évoquées. L’objectif du projet est de proposer
une évolution de la méthode de calcul pour un usage en bureau d’études ainsi le choix de la
famille des critères "invariants" est retenu. Un choix de critère doit être effectué pour modéliser plus
fidèlement le chargement multiaxial cyclique des lignes d’arbres. De plus, un des intérêts des critères
"invariants" est qu’ils sont des approches locales permettant d’intégrer à moindre coût des effets
ayant une incidence en fatigue supplémentaire sous la forme de facteur comme les concentrateurs
de contraintes ou les effets surfaciques (facteur Kσ de la norme (1.10)).

1.2.4 Comparaison des performances d’une famille de critères de type "inva-
riant"

Pour améliorer la méthodologie de dimensionnement, une étude préliminaire de la performance des
critères de fatigue de type "invariant" est menée sur une base de données. Ces critères ne reposent
que sur la définition du chargement local (tenseur des contraintes) et ne nécessitent que quelques
résultats de fatigue (limites d’endurance) lors de la phase d’identification des paramètres associés.
De plus, le coût numérique des critères "invariants" est très inférieur aux critères "plan critique".
Afin d’évaluer l’intérêt d’utiliser cette famille de critères dans le dimensionnement de structure en
fatigue, quatre critères sont confrontés à une base de données pour évaluer leur capacité à prévoir
un résultat de fatigue pour plusieurs sollicitations multiaxiales variées. Les quatre critères de fatigue
retenus sont les critères de Sines [Sines, 1959] et Crossland [Crossland, 1956], le critère de Marin
[Marin, 1956] et le critère plus complexe d’Altenbach-Zolochenski [Altenbach and Zolochevsky,
1996]. Ces critères ont été confrontés à la même base de données regroupant divers résultats de
fatigue obtenus par plusieurs études sur plusieurs aciers avec des chargements multiaxiaux variés
de par leur nature [Weber, 1999].

1.2.4.1 Définition des invariants du tenseur des contraintes

La façon de définir le chargement est un point crucial de l’utilisation des critères de fatigue et
particulièrement des critères de fatigue de type "invariant". Une définition des invariants et de la
notation du tenseur des contraintes est donnée ici afin de servir de référence pour l’ensemble du
document.
Le tenseur des contraintes et les valeurs qu’il porte ont plusieurs façons d’être représentés. On
considère donc un tenseur des contraintes quelconques Σ(t) avec ses propriétés propres (symétrie
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...) décrivant un trajet de chargement au cours du temps, il est exprimé dans une base orthonormée
(−→σ1,
−→σ2,
−→σ3). Ce tenseur s’écrit donc

Σ(t) =

σ11(t) σ12(t) σ13(t)
σ22(t) σ23(t)

Sym σ33(t)


(−→σ1,
−→σ2,
−→σ3)

Grâce aux propriétés du tenseur, il est possible de le réécrire dans une seconde base orthonormée
(−→σI ,−→σII ,−−→σIII) dite des contraintes principales

Σ(t) =

σI(t) 0
σII(t)

Sym σIII(t)


(−→σI ,−→σII ,−−→σIII)

Le premier invariant I1 du tenseur des contraintes correspond à la partie sphérique du tenseur. Il
se définit comme la trace du tenseur

I1 = trace
(
σ
)

(1.16)

Ce premier invariant est généralement appelé pression hydrostatique Ph = 1
3I1. L’axe hydrostatique

(figure 1.8) impose la condition σI = σII = σIII . La partie complémentaire à la partie sphérique
d’un tenseur est la partie déviatorique. Dans l’espace déviatorique, le tenseur déviatorique des
contraintes est donné par

s = σ − 1
3 trace

(
σ
)
I (1.17)

L’espace déviatorique peut être défini par un hyperplan. Les contraintes principales du tenseur sont
isométriquement projetées dans le plan normal à l’axe hydrostatique (figure 1.8). Il est possible de
définir une hypersphère de plus petit rayon englobant le trajet de chargement. Dans le plan dévia-
torique, l’hypersphère est un cercle dont le rayon est le second invariant du tenseur déviatorique
des contraintes J2 (figure 1.8). Cet invariant est plus souvent connu sous le nom de la contrainte
équivalente de von Mises [Mises, 1913]. Il se calcule par

J2 =
√

3
2s : s (1.18)

Pour pouvoir décrire tout point dans le plan des déviateurs, un paramètre polaire est défini, l’angle
de Lode θ (figure 1.8). C’est un paramètre lié au troisième invariant du tenseur déviatorique des
contraintes J3. L’angle de Lode permet de décrire une différence de comportement du matériau
pour différentes sollicitations. Par exemple, il est utilisé pour traduire un effet croisé entre deux
chargements ou pour exprimer une différence de courbe d’écrouissage en traction pure et torsion
pure [Mirone et al., 2016]. Le troisième invariant du tenseur déviatorique des contraintes est défini
par

J3 = det
(
s
)

(1.19)

Généralement, le troisième invariant est plus souvent présenté sous sa forme normée ξ qui se définit
comme

ξ = 27
2
J3
J3

2
= cos (3θ) (1.20)

Ce paramètre est dépendant de l’angle de Lode défini entre [0;π/3].
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Figure 1.8 – Représentation des invariants dans l’espace des contraintes

Si le trajet de chargement est affine dans l’espace des contraintes, le tenseur des contraintes défini
dans le temps peut être décomposé entre une partie en amplitude appelée contrainte alternée et
définie entre la contrainte maximale Σ

max
= max

(
Σ(t)

)
et minimale Σ

min
= min

(
Σ(t)

)
dans le

temps par

Σ
a

=
Σ
max
− Σ

min

2 , (1.21)

et une composante moyenne, appelée contrainte moyenne et définie par

Σ
m

=
Σ
max

+ Σ
min

2 (1.22)

L’intérêt d’utiliser ce formalisme sur le tenseur des contraintes est de dissocier en fatigue l’effet de
la contrainte alternée (ou contrainte "cyclique") de la contrainte moyenne (ou statique). De plus,
dans l’étude des critères de fatigue de type invariants, cette décomposition est toujours utilisée.
Ainsi pour le chargement en amplitude, on définit les trois invariants I1a = I1

(
Σ
a

)
, J2a = J2

(
Σ
a

)
et J3a = J3

(
Σ
a

)
. Pour la composante moyenne, les invariants sont définis sur le même principe

par I1m = I1
(
Σ
m

)
, J2m = J2

(
Σ
m

)
et J3m = J3

(
Σ
m

)
.

Si le chargement n’est pas affine alors Σ
a
ne peut pas être défini. Pour les critères de fatigue

reposant sur l’utilisation du premier et second invariant du tenseur des contraintes, un problème se
pose donc. Ainsi, pour remédier à ce problème, une deuxième définition des invariants est donnée.
Pour un trajet de chargement quelconque dans l’espace des contraintes, il est possible de définir
une plus petite hypersphère englobant le trajet de chargement. Le centre de cette hypersphère dans
le plan déviatorique permet de définir le déviateur de la contrainte moyenne. De même, sur l’axe
hydrostatique, le centre permet de définir la pression hydrostatique moyenne. Pour la composante
alternée du tenseur des contraintes, les invariants sont définis par

J2a = max
t
J2
(
Σ(t)− Σ

m

)
J2a définit également le rayon de l’hypersphère circonscrit au trajet de chargement. Le premier
invariant est donné par

I1a = max
t
I1
(
Σ(t)− Σ

m

)
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1.2.4.2 Étude de sensibilité des critères de fatigue de type "invariants"

Un résultat de fatigue est décrit par rapport à la tenue en fatigue du matériau pour un chargement.
On définit en fatigue la limite d’endurance conventionnelle pour les chargements affines comme le
chargement maximal en amplitude pour lequel le matériau est sujet à une probabilité de rupture
de 50% entre 106 et 107 cycles. Dans la limite d’endurance, la contrainte moyenne des chargements
affines est incluse au travers du rapport de charge défini par

R = σmin
σmax

(1.23)

Ainsi la contrainte en amplitude correspondante à la limite d’endurance est notée sous la forme σR
(par exemple en traction alternée symétrique : R = −1, la limite d’endurance est notée σ−1). Pour
les sollicitations de torsion, la limite d’endurance est notée τR.
Par souci de formalisme, les critères de fatigue sont présentés sous la forme d’une fonction E
représentative de l’endommagement et dépendante des paramètres matériaux (limites d’endurance)
et du chargement (invariants du tenseur des contraintes), comme suit

Ecritère = f(σ−1, σx, J2, I1...) (1.24)

La valeur donnée par E est soit E < 1 signifiant que le chargement appliqué au matériau n’est pas
considéré comme endommageant soit l’indicateur E > 1 indique que le chargement appliqué est
endommageant vis-à-vis de la fatigue.

Afin de juger de leur pertinence, les quatre critères sélectionnés sont confrontés à plusieurs cam-
pagnes expérimentales de fatigue sous sollicitations cycliques multiaxiales à amplitudes constantes
pour différents aciers référencés dans [Weber, 1999]. Les matériaux sélectionnés pour l’étude de sen-
sibilité des critères sont des aciers appartenant à une classe d’acier ductile faiblement allié proche
des matériaux étudiés dans ce manuscrit (acier 16MND5 et acier 42CrMo4).
La variété des cas sélectionnés permet de tester avec plusieurs configurations les différents critères
pour déceler les cas où leur utilisation est pertinente, mais aussi leurs lacunes. Les cinq cas d’études
retenus sont résumés dans le tableau 1.2. Le détail des chargements est en annexe D.10.

Étude Auteur Date Matériau Caractéristique
de parution du chargement

cas 1 Simbürger 1975 XC48 Flexion - torsion
Peu de contrainte moyenne

cas 2 Issler 1973 St35
Traction + pression interne

Traction - torsion
Peu de contrainte moyenne

cas 3 Heidenreich 1983 34Cr4 Traction biaxiale - torsion
cas 4 Lempp 1977 42CrMo4 Flexion - torsion

cas 5 Baier 1970 34CrMo4 Traction - torsion
Contrainte moyenne très importante

Table 1.2 – Base de données de l’étude sur les critères de fatigue [Weber, 1999]

Les données issues de chacune de ces études sont des résultats de fatigues obtenues pour des limites
d’endurance entre 106 et 107 cycles. Le nombre d’essais varie selon les études. Les sollicitations sont
à amplitudes constantes, mais peuvent être en phase ou déphasées.

1.2.4.3 Le critère de fatigue de Sines

Le critère de Sines [Sines, 1959] est l’un des plus usités, par son côté historique, sa relative facilitée
à identifier ses paramètres matériaux et sa fiabilité à décrire correctement de nombreux résultats
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de fatigue. Il est défini par

ESI = J2a + αI1m
β

(1.25)

Dans sa conception, ce critère se base sur deux invariants J2a et I1m. De ce fait le critère exclut
par exemple l’influence de la torsion moyenne. L’importance de l’effet de la torsion moyenne est
encore largement débattue, cependant, il est généralement montré que sa prise en compte per-
met d’améliorer la précision d’un critère de fatigue multiaxial. Les paramètres du critère de Sines
sont généralement identifiés en utilisant deux résultats de fatigue, une limite d’endurance en trac-
tion répétée σ0 et une limite d’endurance en torsion alternée τ−1. Par calibration, les paramètres
matériaux pour le critère de Sines sont

α = 2
√

3τ−1
σ0

− 1,

β =
√

3τ−1.

(1.26)

Il est possible d’identifier les paramètres du critère avec deux autres résultats de fatigue, comme ce
sera le cas pour cette étude, à savoir avec σ−1 et σ0, ce qui donne les relations suivantes

α = 2σ−1
σ0
− 1,

β = σ−1.
(1.27)

Le critère de Sines suivant la méthode d’identification utilisée fournira donc des résultats pos-
siblement différents. Le critère identifié avec à σ0 et τ−1 est noté Sines v1. Celui avec la seconde
identification (σ0,σ−1) est noté Sines v2. L’utilisation du critère de Sines est conditionnée par α > 0
si un matériau ne respecte pas cette relation alors le critère de Sines n’est pas valable.

1.2.4.4 Le critère de fatigue de Crossland

Le critère de Crossland [Crossland, 1956] est très similaire au critère de Sines. La valeur ajoutée de
ce critère est de considérer la valeur maximale du premier invariant, soit I1max = I1a + I1m. Il est
défini par

ECR = J2a + α(I1a + I1m)
β

(1.28)

Le domaine de validité du critère est conditionné par
√

3τ−1
σ−1

> 1. Comme pour le critère de Sines,
deux identifications sont faites avec le critère de Crossland v1 et le critère de Crossland v2. Pour
Crossland v1, l’identification est faite avec σ0 et τ−1, ce qui donne pour les paramètres matériaux

α =
√

3τ−1
σ0

− 1
2 ,

β =
√

3τ−1.

(1.29)

et pour la deuxième identification du critère, le calage se fait par σ−1 et τ−1

α =
√

3τ−1
σ−1

− 1,

β =
√

3τ−1.

(1.30)

1.2.4.5 Le critère de Marin

Le critère de Marin [Marin, 1956] défini par les invariants J2a et J2m

EMA = J2a + αJ2m
β

(1.31)
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C’est le critère sur lequel se base la norme NF22-057 présentée en partie 1.2.3. Il fait appel à deux
invariants, mais cette fois seulement basés sur l’utilisation du second invariant. Dans sa conception,
le critère n’est identifié que par deux essais, une limite de fatigue en traction σ−1 et un essai de
traction (Rm ou Rp0,2 pour empêcher une plastification). Par sa philosophie, le critère n’a qu’une
méthode de calibration basée sur un essai de fatigue unique, les paramètres du critère sont donnés
par

α = σ−1
Rm

,

β = σ−1.
(1.32)

1.2.4.6 Le critère de fatigue d’Altenbach & Zolochenski

Le critère d’Altenbach & Zolochenski [Altenbach and Zolochevsky, 1996] est un critère complet. Il
fait appel à quatre invariants et donc à la nécessité d’avoir quatre résultats de fatigue pertinents
pour la phase d’identification des paramètres. Cette calibration peut être coûteuse à obtenir avec
des méthodes conventionnelles de fatigue. Ce critère est défini par

EAZ = λ1J2a + λ2I1a + µ1J2m + µ2I1m
σ−1

. (1.33)

Pour ce critère, ses auteurs ont fait le choix de ne négliger aucune influence parmi les quatre
invariants utilisés dans les précédents critères. Ainsi ils sont pondérés par des constantes matériaux
afin de mieux rendre compte de leurs effets. Pour identifier ce critère, quatre résultats de fatigue
sont nécessaires : σ−1, σ0, τ−1 et τ0. Ce qui donnent pour les paramètres matériaux

λ1 = σ−1√
3τ−1

,

λ2 = 1− λ1,

µ1 = 2σ−1√
3τ0
− λ1,

µ2 = 2σ−1
σ0
− 1− µ1.

(1.34)

1.2.4.7 Évaluation des critères "invariants" sur la base de données de fatigue

Les quatre critères présentés sont confrontés à la base de données présentée au tableau 1.2. Tous
les résultats sont présentés par une comparaison essais-calculs traduits sous forme d’erreurs ∆E
entre l’endommagement prédit par le critère (Ecalcul) et l’endommagement réel de l’essai (Eessai),
par définition égal à 1

∆E = Eessai − Ecalcul
Eessai

= 1− Ecalcul (1.35)

Un résultat négatif montre un comportement conservatif du critère et inversement un résultat
positif s’interprète comme une sous-estimation par le critère du seuil d’endommagement. Le test
des quatre critères est présenté sur la figure 1.9. Les paramètres des critères sur chaque cas d’étude
sont regroupés au tableau 1.3. Enfin, une synthèse de l’étude et une comparaison des critères sont
effectuées au tableau 1.4 et au tableau 1.5.
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Critère Paramètres cas 1 cas 2 cas 3 cas 4 cas 5

Sines v1

α (τ−1, σ0) 0,19 0,26 0,33 0,45 0,62
β (τ−1) 476,3 213,0 353,3 450,3 491,9

moyenne des
5% 8% 18% 9% 28%erreurs ∆E

absolues (%)

Sines v2

α (σ−1, σ0) 0,16 0,22 0,29 0,28 0,26
β (σ−1) 463 206 343 398 382

moyenne des
4% 7% 17% 9% 18%erreurs ∆E

absolues (%)

Crossland v1

α (τ−1, σ0) 0,09 0,13 0,17 0,23 0,31
β (τ−1) 476,3 213,0 353,3 450,3 491,9

moyenne des
7% 20% 17% 8% 12%erreurs ∆E

absolues (%)

Crossland v2

α (τ−1, σ−1) 0,16 0,03 0,03 0,13 0,29
β (τ−1) 476,3 213,0 353,3 450,3 491,9

moyenne des
5% 7% 10% 11% 12%erreurs ∆E

absolues (%)

Marin

α (τ−1, Rm) 0,54 0,52 0,48 0,39 0,42
β (σ−1) 463 206 343 398 382

moyenne des
31% 12% 22% 20% 53%erreurs ∆E

absolues (%)

Altenbach

λ1 (J2a) 0,97 0,97 0,97 0,88 0,78
λ2 (I1a) 0,03 0,03 0,03 0,12 0,22
λ3 (J2m) 0,05 0,14 0,16 0,11 0,09
λ4 (I1m) 0,10 0,08 0,13 0,17 0,17

moyenne des
3% 7% 9% 7% 7%erreurs ∆E

absolues (%)

Table 1.3 – Paramètres des critères de chaque cas de la base de données et erreurs moyennes faites
par chaque critère
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(a)

(b)

(c)

(d)

Figure 1.9 – Confrontation des critères à la base de données, (a) critère de Sines, (b) critère de
Crossland, (c) critère de Marin et (d) critère d’Altenbach et Zolochenski
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Critère Mis en défaut par Commentaires
Sines v1

— Contraintes moyennes de
traction élevées

— Contraintes moyennes de
torsion

— Traction biaxiale avec
contrainte moyenne

Le cas 1 est typiquement un cas d’étude
pour lequel le critère de Sines est conçu.
Les résultats du critère sont très bons. Les
cas 2 et 4 sont également bien représentés.
Les cas 3 et 5 mettent à défaut le critère
particulièrement en présence de contraintes
moyennes de torsion. Il serait intéressant
d’ajouter J2m pour traiter ces cas. L’ajout
de I1a peut être bénéfique pour traiter plus
fidèlement la biaxialité.

Sines v2
— Mêmes remarques que

pour Sines v1

La seconde calibration permet de montrer
que le choix des essais influe sur la réponse
du critère. La seconde calibration semble
pour cette étude rendre le critère plus ro-
buste.

Crossland v1
— Contraintes moyennes éle-

vées
— Contraintes moyennes de

torsion
— Biaxialité importante

Le critère de Crossland ne permet pas une
amélioration très importante sur la repré-
sentation des essais. Il est à noter que l’ajout
de I1a permet un meilleur traitement du
cas 5. Cependant, dans ce cas de figure,
les essais à contrainte moyenne de torsion
mettent à défaut le critère. Les essais de
calibration illustre pour Crossland v1, l’im-
portance de leur choix. En effet, pour les
cas 2 et 3, le critère ne permet pas de repré-
senter ces cas avec la contrainte de traction
biaxiale malgré I1a.

Crossland v2
— Contraintes moyennes éle-

vées
— Contraintes moyennes de

torsion

Le choix d’une calibration différente per-
met d’améliorer grandement la robustesse
du critère. Cependant, l’ajout de J2m per-
mettrait de représenter les cas de torsion
moyenne.

Table 1.4 – Synthèse de l’étude des critères
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Critère Mis en défaut par Commentaires
Marin

— Critère très conservateur
Le critère de Marin est un critère sécuri-
taire d’où son utilisation en bureau d’étude.
Ce critère ne permet pas de faire la diffé-
rence entre la traction moyenne et la torsion
moyenne. De plus, la méthode de calibra-
tion avec la limite à rupture Rm ne permet
pas de capter un effet en fatigue.

Altenbach &
Zolochenski — Cas de torsion moyenne

supérieur à R = 0

La construction autour de 4 invariants per-
met de modéliser fidèlement un très grand
nombre de configurations particulièrement
de traction-torsion avec ou sans contrainte
moyenne. Le critère est très satisfaisant
pour décrire cette base de données. L’ajout
de J2m est bénéfique particulièrement pour
les chargements se rapprochant d’un cas
comme le chargement d’une ligne d’arbres.

Table 1.5 – Synthèse de l’étude des critères

L’étude a permis de tester différents critères macroscopiques de la famille des "invariants" via l’uti-
lisation d’une base de données avec des sollicitations cycliques et des matériaux divers. Cette étude
montre que le critère de Marin est utilisé non par sa possibilité de donner une modélisation fidèle,
mais par son aspect sécuritaire ou conservatif. Les critères de fatigue de Sines et de Crossland sont
adaptés aux chargements pouvant être décrits par les invariants de ces critères et pour des cas de
chargements proches des conditions de leur conception. De plus, ces critères sont très sensibles à
la méthode de calibration montrant que la conception d’un critère de fatigue repose à la fois sur la
capacité à représenter le chargement d’intérêt, mais aussi sur le choix de calibration des paramètres
matériaux. Ces problèmes ne sont pas présents pour un critère comme celui d’Altenbach & Zolo-
chenski. Même si le critère est plus coûteux à mettre en œuvre par des méthodes conventionnelles
de caractérisation en fatigue, il est très intéressant dans sa capacité à décrire de très nombreuses
configurations sans négliger d’effets en particulier la torsion moyenne qui est très présente dans le
chargement des lignes d’arbres. Cependant, il est important de noter que cette étude est réalisée
pour des chargements multiaxiaux à amplitudes constantes dans le cas de trajets affines (sollicita-
tions en phase ou déphasées de 180°).

En figure 1.10, les mêmes critères (Sines, Crossland, Marin et Altenbach & Zolochenski) sont
confrontés à des trajets non proportionnels (en rouge sur la figure) issus de la même base de don-
nées. Seule l’étude du cas 4 y est représentée, mais la tendance est similaire pour les quatre autres
cas. Il en résulte qu’aucun critère ne permet de décrire une sollicitation déphasée avec très fort
non-conservatisme. Ce problème s’explique facilement et montre une des faiblesses de la famille de
critère de type "invariants". Ces critères ne prennent pas en compte la potentielle accumulation mi-
croplastique que voit le matériau lors d’un chargement cyclique. Pour se rendre compte (illustration
figure 1.11, sollicitation de traction-torsion), pour un chargement équivalent à la limite d’élasticité
du matériau Rp0,2, l’accumulation microplastique sur un cycle sera moins importante pour un trajet
proportionnel (sollicitations en phase, figure 1.11a) que pour un trajet non proportionnel (dépha-
sage des sollicitations, figure 1.11b déphasage de 90° entre la traction et la torsion). Dans le cas du
trajet proportionnel ou trajet affine dans le plan des contraintes, la frontière du domaine élastique
est atteinte ponctuellement générant peu de microplasticité. Pour un trajet non proportionnel, le
déphasage implique que l’état de contrainte reste continuellement à la limite du domaine élastique
générant donc continuellement de la microplasticité. Or cette différence de potentiel d’accumula-
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tion de microplasticité à isocontraintes entre tous chargements similaires explique une ruine plus
précoce du matériau en présence d’un fort déphasage. Et c’est bien ce défaut de représentativité
de ce phénomène par les critères présentés qui est mis en exergue via la confrontation à ces tra-
jets multiaxiaux déphasés. Des solutions existent pour permettre d’utiliser les critères de fatigue
de type "invariant" dans le cas de chargements non proportionnels. Ces solutions sont basées sur
l’utilisation d’indicateurs de non-proportionnalité. Une présentation de ces méthodes est effectuée
au chapitre 2.

Figure 1.10 – Erreur des critères de l’étude sur le cas 4 de la base de données, P (bleu) : chargement
proportionnel, NP (rouge) : chargement non proportionnel

(a) (b)

Figure 1.11 – Illustration du type de trajet de chargement sur la dissipation et l’accumulation de
plasticité,(a) chargement proportionnel, (b) chargement non proportionnel

1.3 Objectifs du projet de thèse pour permettre une évolution de
la méthode de dimensionnement des lignes d’arbres en fatigue
à grand nombre de cycles

Dans ce chapitre, le cadre de l’étude en fatigue est posé avec une description des lignes d’arbres
et de leur chargement. Une présentation des méthodes de dimensionnement en fatigue ainsi que
des critères de fatigue a été réalisée. L’objectif étant de présenter l’ensemble des conditions en vue
d’une évolution de la méthode de dimensionnement des lignes d’arbres. Cependant deux problèmes
doivent être résolus pour permettre une évolution.

Le premier problème concerne la prise en compte du chargement des lignes d’arbres dans le di-
mensionnement. Le chargement est multiaxial du fait des trois sollicitations principales (flexion
rotative, torsion et compression). Il est également variable, les différentes fréquences de variation
entre les trois sollicitations induisent différents groupes de cycles qui peuvent être considérés dans
l’endommagement. Ainsi, un des objectifs de l’étude est de définir une représentation du charge-
ment permettant de définir clairement les modes d’endommagement de la ligne d’arbres tout en
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définissant le domaine d’étude en fatigue. Pour les lignes d’arbres, deux domaines peuvent être
considérés : la fatigue à grand nombre de cycles ou la fatigue à très grand nombre de cycles. Dans
le chapitre 2, une méthode de modélisation du chargement est introduite afin de définir un ensemble
de cycles de chargement pertinent pour une étude en fatigue.

Le second problème est la caractérisation du comportement des aciers des lignes d’arbres en fa-
tigue. Pour cela, une stratégie d’étude basée sur la caractérisation par mesures d’auto-échauffement
est introduite. Ce travail doit permettre de répondre à plusieurs enjeux liés aux problématiques
illustrées dans ce chapitre comme l’accès à des bases de données pertinentes pour l’application
étudiée. En premier lieu, il est nécessaire de caractériser sous sollicitations uniaxiales les aciers des
lignes d’arbres pour fournir une première base de données en fatigue à grand nombre de cycles.
Ce travail est effectué au chapitre 3 avec au préalable une présentation du modèle probabiliste
à deux échelles permettant d’obtenir rapidement les propriétés en fatigue des aciers à partir des
mesures d’auto-échauffement. Puis la méthode est étendue à la caractérisation des aciers de l’étude
sous chargements multiaxiaux aux chapitres 4 et 5. La caractérisation permet d’établir une base de
données en fatigue adaptée à l’application des lignes d’arbres avec une étude poussée de l’effet de
la contrainte moyenne. Cette étape est primordiale puisqu’il existe relativement peu de résultats
de fatigue sous chargement multiaxial dans la littérature [Morettini et al., 2020]. Enfin, à partir de
l’étude sur les mesures d’auto-échauffement un critère de fatigue multiéchelle de type "invariant"
est justifié et calibré grâce aux bases de données définies dans cette étude.

L’ensemble de ces étapes permet de définir une méthode de dimensionnement en fatigue à grand
nombre de cycles des lignes d’arbres. Cette méthode de dimensionnement est alimentée par des don-
nées de fatigue pertinente et un critère de fatigue calibré par des procédures robustes afin d’être
utilisé par la suite dans un contexte industriel.
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Chapitre 2

Modélisation du chargement pour un
dimensionnement en fatigue à grand
nombre de cycles des lignes d’arbres

Sommaire
2.1 Objectifs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
2.2 Dimensionner en multiaxial et sous chargement variable . . . . . . . . . 36

2.2.1 Cas d’étude : données d’entrée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 37
2.2.2 Hypothèse d’endommagement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39
2.2.3 Prise en compte de la variabilité du chargement . . . . . . . . . . . . . . . . 40
2.2.4 Caractérisation d’un chargement équivalent . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46

2.2.4.1 Définition de cycles de chargement . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46
2.2.4.2 Prise en compte de la non-proportionnalité . . . . . . . . . . . . . 48
2.2.4.3 Définition de la contrainte équivalente en fatigue . . . . . . . . . . 51

2.3 Proposition d’une méthode paramétrique pour le dimensionnement . . 52
2.4 Étude et sensibilité paramétrique dans le dimensionnement des lignes

d’arbres . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 54
2.4.1 Effet des paramètres structurels sur l’évaluation de l’endommagement . . . 54
2.4.2 Effet des paramètres définissant l’histoire du chargement sur l’évaluation

de l’endommagement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 54
2.4.3 Effet des paramètres matériaux sur l’évaluation de l’endommagement . . . 56

2.5 Validation de la méthode . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 58
2.6 Conclusions et perspectives pour la méthode de dimensionnement . . . 63

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 35



Chapitre 2 : Modélisation du chargement des lignes d’arbres

2.1 Objectifs
Ce deuxième chapitre a pour but de définir une modélisation du chargement au travers de la
présentation d’une méthode paramétrique de dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres de
transmission pour application navale. La méthode présentée se base sur les remarques et obser-
vations faites au chapitre 1 sur les normes et les critères de fatigue mis en place dans l’étude en
fatigue des lignes d’arbres. Les trois objectifs du chapitre sont :

— Définition de cycles de chargement pertinent pour une étude en fatigue passant par la modé-
lisation adaptée du chargement des lignes d’arbres ;

— Définition d’une méthode paramétrique permettant de calculer l’endommagement d’une ligne
d’arbres selon son chargement. La méthode doit prendre en compte plusieurs facteurs d’in-
fluence en fatigue tels que la contrainte moyenne, la multiaxialité, la variabilité et la non-
proportionnalité du chargement ;

— Évaluation du mode d’endommagement selon le profil d’emploi du navire.

Dans ce chapitre, un cadre est mis en place pour définir des cycles de chargement pertinents
pour l’étude en fatigue avec la définition d’un chargement équivalent. Puis, à l’aide de paramètres
décrivant à la fois les effets de la structure, du chargement et du matériau, une méthode est définie
pour évaluer l’endommagement vu par une ligne d’arbres. Enfin, une validation des choix de la
méthode est réalisée par comparaison de celle-ci avec la méthode de comptage de cycles de Wang-
Brown et avec une étude de sensibilité des différents paramètres.

2.2 Dimensionner en multiaxial et sous chargement variable
De nombreux facteurs d’influence en fatigue doivent être pris en compte dans une méthode de
dimensionnement. Or les normes actuelles présentées au chapitre 1 [NF22057-1, 2012, NF22057-2,
2012, DNV, 2021] ont une approche limitée pour traiter la fatigue sous chargement variable mul-
tiaxial avec contraintes moyennes. Pour faire évoluer ces méthodes de manière fiable et robuste, il
est premièrement nécessaire de définir des critères de fatigue pertinents et facilement intégrables
dans des méthodes de calculs. Ainsi, le choix retenu est de faire appel à un critère de fatigue par
"invariants". Un deuxième point primordial est de limiter le nombre d’informations nécessaires aux
calculs tout en restant pertinent. Pour cela, une méthode paramétrique est définie pour adapter la
méthode à tout type de ligne d’arbres. Enfin, une évolution majeure des méthodes de dimensionne-
ment est d’inclure les effets du chargement des lignes d’arbres en fatigue. Ces facteurs d’influence
sont :
— la multiaxialité du chargement
— la variabilité du chargement
— la non-proportionnalité du chargement
— l’effet de la contrainte moyenne

Le caractère multiaxial du chargement n’est pas forcement bien exploité par les normes de di-
mensionnement [NF22057-1, 2012, NF22057-2, 2012, DNV, 2021]. Il est connu qu’un chargement
multiaxial peut être plus endommageant pour une structure qu’un chargement équivalent formé
d’une séquence de chargements uniaxiaux [Weber, 1999, Cristofori et al., 2008]. Or c’est le problème
pour l’instant des normes, elles découplent les sollicitations de flexion et torsion dans l’endomma-
gement et ainsi elles ne prennent pas en compte un chargement réellement multiaxial.

La notion de variabilité du chargement n’est également pas exploitée par ces normes. Les char-
gements variables sont complexes à étudier en fatigue [Anes et al., 2017] et ont une influence im-
portante sur la tenue en fatigue. Ainsi, des choix de modélisation doivent être faits pour représenter
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et exploiter le chargement variable. Des méthodes de représentation spectrale des chargements va-
riables, telle que la méthode d’Heuler [Heuler et al., 2005, Heuler and Klätschke, 2005], permettent
de définir le chargement variable en fonction de paramètres reliant le nombre de cycles aux am-
plitudes de chargement. Combinée à une définition des cycles de chargements, cette méthode au
travers d’hypothèses d’endommagement, permet de calculer le dommage vu par les lignes d’arbres.

L’effet de la non-proportionnalité est à prendre en compte, du fait des différences de fréquences
entre la torsion et la flexion, le chargement des lignes d’arbres est non proportionnel. Cet effet
est critique en fatigue pour les aciers ductiles et affecte grandement la durée de vie des structures
[Cristofori et al., 2008, Anes et al., 2017, Anes et al., 2014b]. Cependant des méthodes, présentées
dans ce chapitre, existent [Pejkowski, 2017, Bercelli et al., 2019] pour permettre de traiter les cas
de chargement non proportionnel avec des critères par invariants.

Enfin, des études montrent un effet de la contrainte moyenne en fatigue à prendre en compte
pour les aciers des lignes d’arbres. Cet effet est aussi bien présent en traction moyenne [Pallarés-
Santasmartas et al., 2018a] qu’en torsion moyenne [Pallarés-Santasmartas et al., 2018b]. Ainsi, dans
le chargement variable, il est nécessaire de définir les contraintes moyennes imposées par le charge-
ment.

Pour mettre en place la méthode de dimensionnement en fatigue, un cas d’étude réel est fourni afin
de définir les paramètres et les outils nécessaires au calcul du dommage tout en incluant les effets
cités.

2.2.1 Cas d’étude : données d’entrée

Idéalement, les signaux des chargements sur la ligne d’arbres peuvent être obtenus par instru-
mentation de la ligne d’arbres, néanmoins certaines données sont complexes à obtenir par la mise
en œuvre des moyens de mesures. Le chargement de flexion est le plus difficile à obtenir. L’utilisa-
tion de jauges de déformation permet de connaitre l’état de contrainte locale, mais l’inclusion de
l’appareillage sur la ligne d’arbres demande une réflexion particulière. Dans le cas de la torsion, des
capteurs angulaires et des couplemètres permettent d’obtenir l’information sur le couple souvent
en sortie du moteur. Généralement, sur de très nombreux navires, seuls les signaux du couple mo-
teur et de la vitesse de rotation de la ligne d’arbres sont accessibles. La vitesse exacte d’avance du
navire est par exemple assez difficile à obtenir. Or cette information est pratique pour remonter à
la poussée de l’hélice.

Pour la construction de la méthode, un cas d’étude est fourni (figure 2.1). Les enregistrements
d’une mission sont fournis, ils comportent le signal de la vitesse de rotation ω d’une ligne d’arbres
(figure 2.1b) et le signal du couple moteur Q du navire (figure 2.1a) sur une mission d’une certaine
durée. Les signaux sont normés par la valeur de couple maximal Qmax ou par la vitesse de rotation
maximale ωmax. Ces signaux (figure 2.1) permettent d’observer les cinq périodes d’utilisation du
navire, les changements d’allures et les phases d’avance stabilisées du navire.

Sur ces enregistrements, le taux d’échantillonnage ne permet pas d’observer par analyse fréquen-
tielle (par exemple par FFT : Fast Fourier Transform) d’effet particulier sur la ligne d’arbres. Par
conséquent, seuls les changements de régime seront considérés dans la variabilité du chargement.
Dans cette étude, le chargement de flexion rotative sera considéré comme un chargement cyclique
à amplitude constante. En réalité, certains paramètres, comme l’usure des paliers, sont de nature
à faire évoluer ce chargement de flexion. Conformément aux études de conception, une valeur ma-
jorant est considérée. Dans l’analyse du chargement, le niveau de chargement de flexion rotative
est défini à partir d’un rapport d’amplitude Rτb = Ta,max

σflexion,a
entre l’amplitude de torsion maximale

Ta,max et l’amplitude constante de flexion σflexion,a.
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(a) (b)

Figure 2.1 – Données d’entrée, (a) signal du couple moteur, (b) vitesse de rotation de la ligne
d’arbres et cumul des cycles de flexion

À partir des données du chargement et du plan de la structure de la ligne d’arbres, certains para-
mètres peuvent être définis au sein d’un groupe de paramètres dépendants de la géométrie de la
ligne d’arbres :

— Ta,max, l’amplitude de contrainte maximale de cisaillement
— Tmax, le niveau maximal de contrainte de cisaillement
— Rτb, le rapport entre l’amplitude maximale de cisaillement et l’amplitude de contrainte nor-

male induite par la flexion rotative
— Rτc, le rapport entre l’amplitude de cisaillement et l’amplitude de contrainte normale induite

par la compression

L’évolution de la contrainte de cisaillement est connue avec le signal du couple moteur (figure
2.1a) et les formules de résistance des matériaux classiques (annexe A). Le rapport Rτb, entre le
cisaillement maximal en amplitude et l’amplitude de flexion rotative, est connu par la géométrie
de la ligne d’arbres. L’amplitude de flexion comme précisée est fixée par manque d’informations.
Enfin, pour l’évolution de la contrainte normale due à la poussée, celle-ci est définie grâce aux lois
d’hélice [Carlton, 2018, Pivano, 2008, Aucher, 1996]. Ces lois sont définies selon la géométrie des
pales du propulseur marin. Elles permettent au concepteur de relier le couple Q imposé à l’hélice
avec la vitesse de rotation ω de celle-ci pour définir la poussée résultante Tp. Cette relation est
donnée par les paramètres KQ et KT qui sont définis comme

KQ = Q
4π2

ρ |ω|ωD5

KT = Tp
4π2

ρ |ω|ωD4

(2.1)

où ρ est la densité de l’eau et D est le diamètre du propulseur. En parallèle de ces coefficients, le
nombre d’avance J est calculé

J = 2π (1− w)u
ωD

(2.2)

avec w le coefficient de sillage du navire et u sa vitesse d’avance. Ces relations d’hélice sont adaptées
au calcul de poussée en mer et en régime moteur établi. D’autres coefficients existent sur le même
principe pour définir le fonctionnement de l’hélice sur des plages de comportement plus complexes
[Smogeli, 2006, Pivano et al., 2009]. Cependant, pour l’application, les lois d’hélice (2.1) sont très
bien adaptées. Des abaques permettent de relier J avec KQ et KT [Carlton, 2018] et on observe
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Figure 2.2 – Évolution du couple au sein de la ligne d’arbres mis en perspective avec la vitesse de
rotation

que le couple évolue toujours (pour les régimes moteurs sans variations trop brusques) proportion-
nellement à la poussée. Ainsi, un coefficient Rτc peut être établi entre ces deux chargements. Sur
les signaux de références de la figure 2.1, on observe bien cette proportionnalité en régime stabilisée
sur la figure 2.2 qui est un focus temporel sur une partie des signaux de références.

2.2.2 Hypothèse d’endommagement

Dans l’optique de discriminer quels sont les régimes participant le plus à l’endommagement, plu-
sieurs hypothèses sont considérées. Habituellement, pour établir la durée de vie d’un matériau, des
courbes de Wöhler [Wöhler, 1860] (appelées aussi courbes S-N) sont utilisées. Ces courbes per-
mettent de relier, pour un critère de rupture donné, un nombre de cycles à rupture Nr,i et une
amplitude de chargement constante σa,i. Cette relation, entre amplitudes de chargement et nombre
de cycles à rupture, peut être décrite par plusieurs lois telles que la relation de Bastenaire pour
la fatigue oligocyclique ou les lois de Stromeyer et Basquin pour la fatigue à grand nombre de
cycles. Pour les métaux, la loi de Basquin [Basquin, 1910] permet de bien décrire le comportement
du matériau entre 104 et 107 cycles et présente l’avantage de décrire la courbe de Wöhler par une
droite dans une représentation logarithmique. La formulation de la loi de Basquin se définit comme

C = Nr (σa)b (2.3)

avec C une constante matériau et b une propriété matériau définissant la pente de la loi de Basquin
dans le diagramme bilogarithmique de la courbe de Wöhler, Nr le nombre de cycles à rupture et
σa l’amplitude du chargement. Le paramètre b dépend à la fois du matériau, mais aussi du procédé
employé. Pour une application sur un joint soudé, les valeurs de b oscillent typiquement autour de
3 alors que pour un même matériau à l’état brut, la valeur de b sera autour de 8.
Il est à noter, bien que la loi de Basquin est conçue initialement pour la fatigue à grand nombre de
cycles, qu’elle sera utilisée pour traiter la fatigue à très grand nombre de cycles. Dans la conclusion
de ce chapitre, cet aspect est discuté plus en détail. D’autres méthodes pourraient remplacer la loi
de Basquin sans changer la philosophie de la méthode de dimensionnement. Pour la fatigue à très
grand nombre de cycles, des paramètres C et b de la loi de Basquin peuvent être considérés pour
ce régime définissant une loi de Basquin bilinéaire.

Le chargement est un chargement variable, il est nécessaire de recourir à une loi d’accumulation
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du dommage de tous les cycles. Ainsi, et en gardant un aspect méthodologie, la règle de cumul de
Miner-Palmgren est retenue [Palmgren, 1924, Miner, 1945]

Dtotal =
k∑
i

di =
k∑
i

ni
Nr,i

(2.4)

avec Dtotal l’endommagement cumulé sur la structure, di l’endommagement induit par les ni cycles
d’amplitude σa,i.
Dans l’application présentée, toutes les valeurs sont normées ou adimensionnées que ce soit pour les
amplitudes ou pour les paramètres matériaux. Ainsi, l’endommagement calculé est un indicateur
du niveau de consommation de la durée de vie totale initiale et non un endommagement mécanique.
Le but de l’étude est de faire une comparaison des différentes sollicitations mécaniques dans leur
apport à l’endommagement.

2.2.3 Prise en compte de la variabilité du chargement

Le chargement disponible montrant le plus de variabilité est le chargement de torsion. Les cycles
de torsion sont extraits du spectre de la figure 2.1a par la méthode de comptage "rainflow".

La méthode usuelle permettant l’extraction de cycles dans un signal d’un chargement mécanique
uniaxial est la méthode dite "rainflow" ou "comptage rainflow" [Matsuishi and Endo, 1968] (RFC :
Rainflow Counting Method) introduite en 1968 par Matsuishi et Endo. Le "rainflow" ou ruissèle-
ment en français est une analogie faite entre la méthode de comptage et l’écoulement d’une goutte
de pluie glissant sur les toits inclinés des pagodes du Japon d’où sont originaires les deux auteurs.
La méthode "rainflow" et tous les algorithmes de comptage issus de cette méthode permettent
d’extraire des cycles de contrainte ou de déformation dans un signal de chargement uniaxial. La
méthode de Matsuishi et Endo suit les règles suivantes pour réaliser l’extraction des cycles (figure
2.3) :

1. Le signal est renversé à 90° avec l’axe du temps pointant vers le bas pour former le "toit de
la pagode".

2. Puis, une "goutte" commence à partir de chaque extrema local.
3. Le trajet des "gouttes" définit des demi-cycles et chaque "goutte" peut continuer son trajet

jusqu’à ce :
(a) Qu’elle tombe en face d’un extrema (trajet A – D) ;
(b) Qu’elle rencontre un autre trajet d’une autre "goutte" (trajet C-B) ;
(c) Qu’elle tombe du "toit" (trajet D-A).

4. Enfin les demi-cycles sont appairés pour former l’ensemble des cycles extraits et ainsi fermer
les boucles d’hystérésis contrainte-déformation.
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Figure 2.3 – Illustration de la méthode "rainflow"

Actuellement, l’algorithme utilisé pour réaliser un rainflow diverge légèrement de cette première
conception. Cet algorithme est la méthode dite rainflow "4 points", elle repose sur la comparaison
entre les segments issus des 4 points définissant la succession de crête et vallée dans un signal. La
méthode "4 points" est l’évolution de la méthode "3 points" [Amzallag et al., 1994] qui nécessite
la connaissance de tout l’historique du signal contrairement à la méthode "4 points". Ces deux
méthodes restent équivalentes pour un même signal complet donné [McInnes and Meehan, 2008].
Le comptage par l’algorithme "rainflow 4 points" peut se résumer [Lee and Tjhung, 2012] (figure
2.4) par :

1. Soit la succession de 4 pics/vallées définis comme P1, P2, P3 et P4. Avec X = |P4− P3|,
Y = |P3− P2| et Z = |P2− P1|

2. Un cycle est retiré/compté du signal si X ≥ Y et Z ≥ Y sinon le compte reprend à P2 avec
l’introduction de P5

3. Les points non extraits du signal sont appelés le résidu. Ce résidu est dupliqué à la suite
du signal puis le comptage est recommencé sur le résidu formé jusqu’à l’extraction du plus
grand nombre de cycles entiers possible. Les méthodes diffèrent généralement sur l’analyse
du résidu.

(a) (b)

Figure 2.4 – Illustration de la méthode "rainflow 4 points" [Lee and Tjhung, 2012], (a) cycle A-B
extrait, (b) cycle H-C extrait

La méthode rainflow est appliquée au signal de torsion, les cycles extraits sont ensuite regroupés
par classe d’amplitude en figure 2.5. La répartition des cycles est hétérogène dans le signal avec
90% des cycles ayant une amplitude relative inférieure à 0,2. Il est à noter qu’un cycle extrait par
le comptage "rainflow" ne correspond pas directement à une manœuvre ou à un changement de
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régime, mais à une différence entre deux niveaux de torsion.

Figure 2.5 – Répartition des cycles de torsion par classe d’amplitude

L’endommagement est établi par classe d’amplitude en figure 2.6 avec les hypothèses de Miner-
Palmgren pour le cumul d’endommagement et avec une pente unique de Basquin. Afin d’évaluer
qualitativement, l’endommagement induit par les cycles de torsion, trois hypothèses de valeur de
b ont été testées : 3, 8 et 16. Un b = 3 est proche d’une application d’assemblage soudé alors que
b = 8 sera représentatif d’une application du matériau en fatigue à grand nombre de cycles et
b = 16 sera représentatif en fatigue à très grand nombre de cycles. Ce balayage est qualitatif et
non directement associé à l’application de la ligne d’arbres. L’analyse de l’endommagement par
classe d’amplitude (figure 2.6) montre que les cycles, identifiés dans les classes d’amplitudes entre
[0 0,2], ne participent pas à l’endommagement de la structure quel que soit le paramètre matériau
considéré. Or ces cycles représentent 90% de la population des cycles. Par conséquent, seuls les
changements de régime de grandes amplitudes (supérieures à 0,2), correspondant à moins de 10%
du nombre total de cycles, participent à l’endommagement de la structure sous sollicitation de
torsion.

Figure 2.6 – Participation à l’endommagement des cycles de torsion par classe d’amplitude en
fonction de la pente de Basquin
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En se basant sur ce constat, il est possible de définir un chargement constant équivalent en termes
d’endommagement au chargement variable. Ce chargement équivalent est défini à partir d’une
amplitude constante, l’iso-endommagement entre le chargement variable et cette équivalence est
défini pour une application matériau donnée (i.e une pente de Basquin) par∑ ni

Nr,i
= Dtotal (b) = neq

Nr,eq
(2.5)

Le chargement équivalent est constitué de deux inconnues : l’amplitude constante équivalente
σeqconst amp et le nombre de cycles iso-endommageant Nr,eq. Le choix d’une des deux variables condi-
tionne la deuxième par la loi de Basquin(

σeqconst amp

)b
Nr,eq = C (2.6)

En figure 2.7, trois courbes d’iso-endommagement sont établies pour les trois pentes de Basquin uti-
lisées (b = [3, 8, 16]). Les cycles d’iso-endommagement des courbes sont extrapolés pour une durée
de vie du navire à cinquante ans. Selon la distribution des cycles participant à l’endommagement
la contrainte équivalente à amplitude constante à considérer pour un niveau de chargement parti-
cipant réellement à l’endommagement varie selon la pente de Basquin. Pour un b = 3, l’amplitude
équivalente sera choisie entre des amplitudes de [0,2 0,5] donnant des durées de sollicitation pour un
iso-endommagement au chargement variable réel de quelques 103 cycles à quelques 105 cycles. Pour
b = 8 et b = 16, les amplitudes équivalentes à considérer sont comprises respectivement entre [0,4
0,7] et [0,5 0,7] soit des durées de sollicitations comprises entre 103 et 105 pour b = 8 et quelques
102 cycles et 105 cycles pour b = 16.

Figure 2.7 – Participation à l’endommagement des cycles de torsion par classe d’amplitude en
fonction de la pente de Basquin

La figure 2.7 permet, pour un paramètre matériau b, de définir le domaine de fatigue à considérer
pour le matériau dans le cas de la torsion seule. Pour b = 8, le domaine d’étude en fatigue est le
nombre de cycles limité avec une gamme de cycles compris entre 103 et 105 cycles. Ainsi, pour cette
gamme, il est possible de définir une contrainte équivalente en termes d’iso-endommagement. Cette
contrainte peut être choisie pour travailler avec soit les hypothèses de la fatigue oligocyclique (103

cycles) soit de la fatigue à grand nombre de cycles (105 cycles).

Il est possible de synthétiser, avec la méthode modifiée d’Heuler, le spectre de chargement de
manière moins simpliste que celle consistant à considérer un chargement équivalent d’amplitude
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constante. Dans cette méthode, le caractère variable des amplitudes est conservé. De plus, cette
méthode permet d’être moins dépendant de la taille de signal disponible et de représenter le char-
gement de manière adimensionnelle tout en y associant un profil lié à la nature d’utilisation de la
structure considérée ici la ligne d’arbres.
Le comptage "rainflow" permet de distribuer et ranger les cycles extraits du signal par classe d’am-
plitude. Puis, le résultat du rainflow peut être modélisé par la méthode d’Heuler modifiée [Heuler
and Klätschke, 2005, Heuler et al., 2005, Bellec et al., 2021] afin de représenter la distribution des
amplitudes en fonction de l’occurrence de cycles cumulés par une fonction de forme (2.7). Cette
méthode est appliquée au signal de torsion, la fonction de forme pour la torsion est donnée par

log (Hτ )
log (H0τ ) = 1− ατ

(
Ta

Ta,max

)ντ
(2.7)

avec H l’occurrence de cycles cumulés en allant des plus grandes amplitudes vers les plus petites
amplitudes, H0 le nombre total de cycles du spectre de chargement, Ta l’amplitude de chargement
de cisaillement, Ta,max l’amplitude de chargement maximale de cisaillement. Les paramètres de
formes ατ et ντ sont les paramètres décrivant le chargement variable de torsion. L’avantage de
cette méthode est de donner une représentation adimensionnelle du chargement tout en conservant
le profil d’emploi du navire. La représentation d’Heuler modifiée de la torsion est donnée en figure
2.8.

Figure 2.8 – Cumul du nombre de cycles de torsion en fonction de l’amplitude de torsion, méthode
d’Heuler modifiée

Cette représentation nécessite donc un signal d’entrée post-traité à l’aide d’un comptage "rainflow"
pour établir les paramètres de forme du signal. Une fois la fonction de forme ajustée, elle présente
l’avantage par la paramétrisation des coefficients de faciliter la comparaison de différents signaux
et de synthétiser en quelques paramètres la richesse de mesures en service tout en conservant la
variabilité du signal. Ainsi, dans une phase de conception, il est possible de jouer sur les paramètres
de forme pour modifier le signal d’entrée. Le but est de pouvoir tester l’effet, sur l’endommagement
de la ligne d’arbres, d’un plus grand nombre de manœuvres ou de modifier la répartition entre grands
et petits cycles en termes d’amplitude. Pour illustrer cet effet en considérant plusieurs plages de
mission possible pour un navire, le paramètre ατ est testé en figure 2.9a. Ce paramètre a un effet
sur le nombre de cycles à l’amplitude maximale Tmax. Une augmentation de ατ vers 1 diminue
le nombre de cycles de très grande amplitude alors que la diminution de ατ vers 0 va renforcer
le nombre de cycles à très grande amplitude. Le paramètre ντ (figure 2.9b) est un paramètre de
forme affectant principalement la distribution des cycles entre les moyennes et faibles amplitudes
de chargement. Un paramètre ντ proche de 5 augmente le nombre de cycles de grandes amplitudes
alors qu’un ντ bas à l’effet inverse.
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(a) (b)

Figure 2.9 – (a) Effet du paramètre ατ sur la représentation du chargement par la méthode de
Heuler avec ντ = 2, 0, (b) Effet du paramètre ντ sur la représentation du chargement par la méthode
de Heuler avec ατ = 0, 6

Pour la suite, la flexion rotative et la compression sont considérées dans l’étude en fatigue avec
la torsion. En effet, il serait trop restrictif (et non conservatif) de considérer chaque chargement
séparément dans l’analyse de l’endommagement.

Le chargement de compression est proportionnel au chargement de torsion par la loi d’hélice. Pour
le chargement de flexion, les amplitudes sont constantes. Cependant, à l’échelle de la fréquence de
la flexion rotative, le cisaillement est considéré comme un chargement moyen avec une évolution
lente dans le temps. Ainsi, la méthode d’Heuler (2.7) est réappliquée pour définir l’accumulation
de cycles de flexion rotative Hb en fonction du niveau de cisaillement T . La représentation de ce
chargement obtenue par la méthode d’Heuler modifiée avec les signaux d’entrée figure 2.1 donne la
figure 2.10

Figure 2.10 – Cumul du nombre de cycles de flexion en fonction du niveau de torsion, méthode
d’Heuler modifiée

Le chargement flexion-cisaillement est défini à partir des paramètres de forme αb et νb. H0b est
le nombre total de cycles de flexion rotative obtenu avec la vitesse de rotation de la ligne d’arbre
(figure 2.1b).

En résumé, dans la définition du problème de dimensionnement de la ligne d’arbres, un deuxième
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jeu de paramètres est défini pour décrire l’histoire du chargement et sa variabilité :
— H0τ , le nombre total de cycles de cisaillement
— H0b, le nombre total de cycles de flexion rotative
— ατ et ντ , les paramètres définissant le spectre de chargement liant amplitude de torsion avec

nombre de cycles de torsion
— αb et νb, les paramètres définissant le spectre de chargement liant niveau de torsion avec

nombre de cycles de flexion rotative

2.2.4 Caractérisation d’un chargement équivalent

2.2.4.1 Définition de cycles de chargement

Le chargement de la ligne d’arbres est multiaxial avec des sollicitations agissant à des fréquences
différentes, ce qui rend la lecture du chargement difficile dans l’espace des contraintes. Cette diffé-
rence de fréquences dans la variation entre flexion et torsion à un effet sur la définition des cycles
de chargement. Ainsi, deux groupes de cycles de chargement sont définis.
Le premier groupe de cycles est formé par les cycles de chargement associés aux manœuvres du
navire qui engendre un nombre de cycles de torsion H0τ . Dans l’espace des contraintes, ces cycles
sont des cycles multiaxiaux que l’on pourrait schématiquement reconstruire en fonction, à l’échelle
de la variation de torsion, des trois sollicitations de la ligne d’arbres. Ainsi, un cycle se compose de
la contrainte en amplitude et en moyenne de torsion (figure 2.11a), de la contrainte normale issue
de la poussée (figure 2.11b) et de l’amplitude de la contrainte normale issue de la flexion rotative
(figure 2.11c).

(a) (b) (c)

Figure 2.11 – (a) Cycle de torsion, (b) Composante de contrainte normale issue de la poussée, (c)
Composante de contrainte normale issue de la flexion rotative

Pour ce groupe de cycles, les informations de chaque cycle peuvent être définies au moyen de
contraintes équivalentes. Ces dernières permettent de définir les effets des natures de sollicitations
sur la tenue en fatigue et de représenter la partie amplitude des contraintes et contraintes moyennes.
Pour l’amplitude, la contrainte équivalente de von Mises [Mises, 1913] est retenue. Ainsi, en fonction
des paramètres de la ligne d’arbres, la contrainte équivalente en amplitude se définit comme

J2a =
√(

Ta,max
Rτb

+ Ta
Rτc

)2
+ 3 (Ta)2 (2.8)

avec Ta l’amplitude de cisaillement, Rτb le rapport entre la contrainte maximale en amplitude
de torsion et la contrainte normale en amplitude de flexion, Rτc le rapport exprimant l’évolution
proportionnelle entre le couple moteur (cisaillement) et la poussée (contrainte normale).
Pour la contrainte moyenne de ces cycles, deux invariants sont nécessaires pour décrire cet effet.
En effet, selon les matériaux, l’effet de la contrainte moyenne normale et de la contrainte moyenne
de cisaillement peut être très différent sur la tenue en fatigue [Pallarés-Santasmartas et al., 2018a,
Pallarés-Santasmartas et al., 2018b]. L’application du comptage "rainflow" sur le signal de torsion
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(figure 2.1a) montre que le rapport de charge pouvant être retenu au premier ordre (figure 2.12)
est un rapport de charge de R = 0 ( σminσmax

). Ainsi à R = 0, la contrainte moyenne est égale à la
contrainte en amplitude.

Figure 2.12 – Distribution des amplitudes de torsion Ta en fonction du niveau de contrainte
moyenne T

Pour cette catégorie, en fonction des paramètres de la ligne d’arbres, la contrainte moyenne est
synthétisée par

J2m =

√(
Ta
Rτc

)2
+ 3 (Ta)2 (2.9)

I1m = Ta
Rτc

(2.10)

La seconde catégorie de cycle est dépendante des cycles de flexion rotative. La fréquence de la
flexion étant bien plus importante, à cette échelle, seule la flexion "cycle" réellement et les autres
sollicitations sont considérées comme de la contrainte moyenne (figure 2.13). Cette catégorie de
cycles est appelée le régime établi du navire. Pour ces cycles la contrainte équivalente en amplitude
correspond à l’amplitude de flexion

J2a = Ta,max
Rτb

(2.11)

Pour la contrainte équivalente moyenne, les invariants donnent

J2m =

√(
T

Rτc

)2
+ 3 (T )2 (2.12)

I1m = T

Rτc
(2.13)
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Figure 2.13 – Cycle de flexion avec contrainte moyenne de torsion

2.2.4.2 Prise en compte de la non-proportionnalité

Une partie du chargement appliqué aux lignes d’arbres est un chargement non proportionnel
et évaluer l’endommagement issu des cycles multiaxiaux n’est pas aisé. Plusieurs études [Weber,
1999, Cristofori et al., 2008, Pejkowski, 2017, Papuga, 2011] montrent que les critères de fatigue
multiaxiaux représentent mal le dommage réel en présence d’un trajet de chargement non propor-
tionnel dans l’espace des contraintes. Cinq paramètres correctifs existent dans la littérature pour
permettre la prise en compte de la non-proportionnalité par les critères de fatigue. Ces paramètres
sont de natures et philosophies diverses avec des indicateurs basés sur des approches scalaires et
d’autres sur des approches « plan critique ». Une synthèse de plusieurs de ces paramètres est faite
dans [Pejkowski, 2017].

Pour prendre en compte ce type de phénomène dans un calcul d’endommagement, des solutions
efficaces et implémentables dans une démarche utilisant des invariants existent. Dans les travaux
de Bercelli [Bercelli et al., 2019], on trouve l’utilisation d’un indicateur INP de non-affinité du char-
gement pour évaluer le degré de non-proportionnalité du chargement. L’indicateur de non-affinité
est une méthode simple pour étendre l’utilisation des critères comme celui de Sines illustré dans
l’article [Bercelli et al., 2019]. L’indicateur retenu dans cette étude [Bercelli et al., 2019, Pejkowski,
2017] est basé sur un produit scalaire et s’adapte particulièrement aux critères de type "invariant".
L’indicateur traduit une perte de linéarité dans le trajet du chargement et donc une non-affinité en
exprimant la variation des directions de contraintes par rapport à un point M de référence (état
de contrainte moyenne). L’indicateur s’écrit comme

INP = 1− 1
L

∫ tn

t0

∣∣∣∣(s (ti)− sM
)

: dsdt
∣∣∣∣√(

s(t)− s
M

)
:
(
s(t)− s

M

) dt (2.14)

avec le tenseur déviatorique des contraintes s(t) = σ(t)− 1
3trace(σ(t))I et s

M
la contrainte moyenne

déviatorique. L est la longueur du trajet de chargement entre t0 et tn. Au final, on adoptera la
forme discrète de l’indicateur plus facile à utiliser. Cette forme discrète est donnée par

INP = 1− 1
L

n−1∑
i=0

 1
ninc

ninc−1∑
j=0

∣∣∣(s
j
(ti)− sM

)
:
(
s(ti+1)− s

j
(ti)

)∣∣∣√(
s
j
(ti)− sM

)
:
(
s
j
(ti)− sM

)
 (2.15)

avec s
j
(ti) = (2j+1)s(ti+1)+(2ninc−2j−1)s(ti)

2ninc défini entre s
j
(ti) et s

j
(ti+1)

et L = ∑n−1
i=0

∥∥∥s(ti+1)− s(ti)
∥∥∥. Le calcul de INP est illustré sur cas pratique avec un chargement

similaire aux cycles multiaxiaux de l’étude (figure 2.14). Le chargement suit le trajet multiaxial
A → B → C → D → A avec de la contrainte normale et de cisaillement. Le degré de non-
proportionnalité est évalué avec (2.15). Par souci de clarté, un segment du chemin est discrétisé
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avec seulement ninc = 3 incréments. Bien sûr, une discrétisation plus élevée donne des résultats
plus précis, dans cet exemple INP = 0, 54.

Figure 2.14 – Détail des étapes de calcul du facteur INP (2.15) sur les segments A-B et B-C

Le degré de non-proportionnalité (2.15) est calculé sur des trajets types en figure 2.15.

Figure 2.15 – Cas de chargements issus de [Anes et al., 2014c] avec l’indicateur INP calculé avec
(2.15), [Bercelli et al., 2019]

Ainsi, une valeur de INP proche de 0 indique que le chargement est affine, au contraire, un indi-
cateur INP proche de 1 indique un caractère de non-proportionnalité du chargement très marqué.
Dans le cas des cycles multiaxiaux de l’étude, cet indicateur dépend à la fois de l’amplitude de
cisaillement Ta et de l’amplitude de la flexion définie par Rτb illustré figure 2.16. Le degré de non-
proportionnalité n’est pas forcément le plus fort pour l’amplitude de cisaillement et de flexion la
plus forte, cela dépend de la forme du trajet.
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Figure 2.16 – Évolution de l’indicateur de non-proportionnalité en fonction de l’amplitude de
torsion et de flexion

À ce stade, l’indicateur INP ne permet que d’évaluer le degré de non-affinité. Pour pouvoir en
rendre compte dans un calcul d’endommagement, une correction linéaire est introduite sur les
critères de fatigue. Dans l’article [Bercelli et al., 2019], celle-ci est réalisée sur le critère de Sines
et de Crossland (1.28) ECR en introduisant une fonction f(INP ). La correction est faite par un
paramètre a” appliqué tel que ECR(1−a”INP ). Dans [Bercelli et al., 2019], la fonction de correction
linéaire est calibrée pour le critère de Sines avec a” = 0, 28 et pour le critère de Crossland a” = 0, 21.
Un exemple du critère est illustré en figure 2.17, les données de fatigue proviennent de [Anes et al.,
2014a, Anes et al., 2014c].

Figure 2.17 – Effet de la correction linéaire sur le critère de Crossland [Bercelli et al., 2019] avec
l’application des trajets de chargement de la figure 2.15

Afin d’intégrer la correction linéaire de l’effet de non-proportionnalité dans l’évaluation de l’en-
dommagement des cycles multiaxiaux, la démarche est appliquée sur la contrainte équivalente en
amplitude. Ainsi pour les cycles multiaxiaux, J2a (2.8) est modifié tel que

JNP2a = J2a (1− a”INP )−1 (2.16)

Des essais de fatigue permettent de calibrer a” en conséquence. Cette calibration peut être faite
par des méthodes rapides comme l’auto-échauffement.
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2.2.4.3 Définition de la contrainte équivalente en fatigue

L’ensemble des effets sont établis, il reste cependant à synthétiser ces effets et prendre en compte
l’effet de contrainte moyenne. L’analyse des critères en partie 1.2.4 a révélé l’intérêt d’utiliser un
critère prenant en compte la torsion moyenne dans des chargements de type ligne d’arbres, le critère
le plus prometteur est celui d’Altenbach et Zolochenski [Altenbach and Zolochevsky, 1996]. Pour
chaque cycle, une contrainte équivalente (assimilée à un critère de fatigue) est définie selon un
critère proche de celui d’Altenbach et Zolochenski :

σeq = JNP2a + µ1J2m + µ2I1m (2.17)

Les paramètres µ1 et µ2 sont introduits pour pondérer l’effet de contrainte moyenne. La contrainte
moyenne des cycles multiaxiaux J2m et I1m sont obtenues avec (2.9) et (2.10). Les paramètres µ1
et µ2 sont calibrables par des essais de fatigue ou par la méthode auto-échauffement développée
au chapitre 5. µ1 pondère l’effet de contrainte moyenne issu du cisaillement et de la contrainte
normale alors que µ2 pondère uniquement l’effet de contrainte normale moyenne. Pour l’évaluation
de l’endommagement des cycles uniaxiaux, la contrainte équivalente est quasiment identique

σeq = J2a + µ1J2m + µ2I1m (2.18)

avec J2a (2.11), J2m (2.12) et I1m (2.13).
L’évaluation de l’endommagement est réalisée en utilisant les hypothèses de Basquin (2.3) et de
Miner (2.4). Dans le cas de la loi de Basquin, celle-ci est utilisée avec la contrainte équivalente
σeq définie soit pour les cycles uniaxiaux (2.18), soit pour les cycles multiaxiaux (2.17). La loi de
Basquin devient

C = Nr (σeq)b (2.19)

La règle de cumul de l’endommagement de Miner-Palmgren donne l’indicateur

Dtotal =
N∑
i

ni
C · (σeqi )−b (2.20)

Pour les cycles multiaxiaux, ni donne Nτ,i le nombre de cycles effectués à l’amplitude Ta,i. Nτ,i ne
doit pas être confondu avec Hτ,i qui est le nombre de cycles cumulés jusqu’à l’amplitude Ta,i (figure
2.9). Pour les cycles uniaxiaux, ni donne Nb,i le nombre de cycles de flexion effectués au niveau de
torsion Ti. De la même manière, Nb,i ne doit pas être confondu avec le nombre de cycles cumulés
de flexion Hb,i (figure 2.10).

Finalement, un troisième jeu de paramètres est défini pour le problème de dimensionnement de
la ligne d’arbres. Ce jeu de paramètres regroupe les effets matériaux influençant la fatigue :
— b, la puissance de la loi de Basquin
— C, le paramètre de calage matériau de la loi de Basquin
— a”, la correction linéaire de la contrainte équivalente due à l’effet de non-proportionnalité du

trajet de chargement
— µ1 et µ2, les paramètres pondérant l’effet de la contrainte moyenne normale et la contrainte

moyenne de cisaillement
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2.3 Proposition d’une méthode paramétrique pour le dimension-
nement

Dans la méthode développée ici, l’objectif est de considérer l’endommagement de l’ensemble des
cycles identifiés. Deux mécanismes sont à l’œuvre dans la ruine de la ligne d’arbres :

— D’une part un des mécanismes d’endommagement provient des cycles multiaxiaux des "ma-
nœuvres" avec 104 et 105 cycles. Ce mécanisme est un mécanisme lié à la fatigue à grand
nombre de cycles, ce type de ruine est le cœur de l’étude des chapitres suivants.

— L’autre mode de ruine vient des cycles de flexion du "régime permanent" avec 108 et 109

cycles. Cette seconde nature d’endommagement est liée à la fatigue à très grand nombre de
cycles. L’intérêt de la méthode est de considérer les deux mécanismes tout en définissant un
domaine de travail de la ligne d’arbres pour une tenue en fatigue d’une ou de l’autre nature
d’endommagement au regard des deux populations de cycles.

Si la méthode a pour vocation d’être utilisée pour le dimensionnement en fatigue des lignes d’arbres,
elle peut aussi être utilisée pour l’étude des lignes d’arbres en service. L’avantage de sa construction
est d’avoir synthétisé un maximum d’informations au sein d’un groupe limité de quinze paramètres
(répartis en trois catégories) permettant de définir complètement et précisément le cadre de travail
pour l’analyse en fatigue. Cette approche paramétrique permet d’aisément déterminer la sensibilité
d’une ligne d’arbre à certains paramètres qu’ils soient matériaux, structurels ou dépendants de la
mission du navire (histoire du chargement). Le processus d’évaluation de l’endommagement est
résumé en figure 2.18. La méthode intègre un grand nombre d’effets en fatigue comme la contrainte
moyenne et l’aspect non proportionnel de certains cycles. D’autres effets peuvent être pris en compte
grâce au caractère local de la méthode. Les effets de surfaces (entailles, traitement surfacique, effet
technologique...) très critiques pour la tenue en fatigue comme les effets de volumes (structure
de grande taille) peuvent être facilement implémentable. Une partie de ces effets est notamment
abordée au chapitre 3 pour la prise en compte de l’entaille dans l’évaluation de la tenue en fatigue
par la méthode auto-échauffement (méthode locale).
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Figure 2.18 – Méthodologie pour l’évaluation de l’endommagement de l’ensemble des cycles de
chargement au sein de la ligne d’arbres de transmission d’application navale
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2.4 Étude et sensibilité paramétrique dans le dimensionnement
des lignes d’arbres

La méthode paramétrique est appliquée pour étudier la sensibilité des différentes classes de
paramètres dans une étude en fatigue. Pour cela les trois catégories de paramètres sont étudiées
une par une. Les données d’entrées sont issues du cas d’étude décrit en partie 2.2.1. La sensibilité
aux paramètres pour la tenue en fatigue aide le concepteur à positionner sa structure vers un type
d’endommagement. Ainsi, l’étude de la sensibilité est définie par rapport à la part de l’endomma-
gement des cycles multiaxiaux ("manœuvres") Dcycles multiaxiaux dans l’endommagement général de
la ligne d’arbres Dtotal.

2.4.1 Effet des paramètres structurels sur l’évaluation de l’endommagement

La première catégorie de paramètres regroupe les facteurs dépendant de la géométrie de la struc-
ture. Le paramètre ayant l’influence la plus grande sur la tenue en fatigue est le rapport d’amplitude
entre torsion et flexion Rτb. En effet, il influe très fortement sur la "taille" des cycles des deux po-
pulations et donc sur l’effet d’endommagement de chaque cycle. Pour cela, le paramètre Rτb est
observé en figure 2.19 vis-à-vis de la part dans l’endommagement global des cycles de flexion.

Pour des rapports Rτb inférieur à 5, les cycles multiaxiaux ne participent pas activement à l’en-
dommagement général, ce qui signifie que cet endommagement est essentiellement issu des cycles
de flexion rotative. Ainsi, le régime de fatigue prédominant est la fatigue à très grand nombre de
cycles. Dans les cas où Rτb est supérieur à 7, l’endommagement est principalement dû aux cycles
multiaxiaux et le mode de fatigue principal est associé aux grands nombres de cycles.

Figure 2.19 – Effet du paramètre Rτb sur la répartition de l’endommagement

Pour le reste de l’étude, les résultats sont présentés en fonction du paramètre Rτb et la participation
à l’endommagement des cycles multiaxiaux. Cette représentation rend l’étude indépendante des
paramètres C et Tmax du fait de la proportionnalité existante par l’effet de normalisation.

2.4.2 Effet des paramètres définissant l’histoire du chargement sur l’évaluation
de l’endommagement

Cette section se concentre sur l’effet des paramètres caractérisant le chargement à savoir H0b le
nombre de cycles de flexion, αb et νb définissant la distribution des cycles de flexion par niveau de
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torsion T , H0τ le nombre de cycles de torsion et ατ et ντ définissant la distribution des cycles de
torsion par amplitude de torsion Ta. Les paramètres de l’étude sont fixés au tableau 2.1.

Paramètres Rτc
H0τ
H0b

ατ ντ αb νb b µ1 µ2 a” Ta,max
Tmax

Valeur de -2 2× 10−5 0,6 2,0 0,3 1,2 8 0 0 0 0,65référence
Plage - [10−8, 1] [0, 25; 1] [1, 5] - - - - - - -d’observation

Table 2.1 – Paramètres pour l’étude des paramètres définissant l’histoire du chargement

L’avantage d’utiliser une méthode spectrale repose sur la possibilité de définir une plage de mission
du navire par ντ et ατ . La modification de ces paramètres modifie les manœuvres avec une évolution
du nombre de cycles par classe d’amplitude.

Le paramètre ατ modifie le spectre d’entrée (figure 2.9a) qui influe sur le domaine de fatigue (figure
2.20a). Ce paramètre joue sur le nombre de cycles à l’amplitude maximale de torsion Ta,max. Pour
ατ proche de 1, le paramètre diminue la proportion de cycles de très grande amplitude et donc le
nombre de cycles multiaxiaux très endommageant. Dans ce cas la ruine sera essentiellement due
aux cycles de flexion, soit le domaine de fatigue à très grand nombre de cycles (figure 2.20a). In-
versement, ατ proche de 0 renforce dans le spectre le nombre de cycles de très grande amplitude.
Ainsi, le domaine de fatigue à considérer sera la fatigue à grand nombre de cycles avec un endom-
magement issu des cycles multiaxiaux.

Cependant ατ n’est jamais défini seul, il l’est toujours avec ντ puisqu’ils définissent le profile du
spectre navire. Le paramètre ντ modifie le spectre d’entrée (figure 2.9b) en modifiant la distribu-
tion des cycles surtout de moyennes et faibles amplitudes. Pour ντ = 5 (figure 2.20b), le nombre
de cycles de plus grande amplitude est renforcé alors qu’un ντ = 1 à l’effet opposé. Ce paramètre
a un effet plus faible sur la définition du domaine de fatigue que ατ .

Le nombre de manœuvres soit le nombre de cycles de torsion H0τ modifie la définition du do-
maine de fatigue (figure 2.20c). Dans un cadre de conception, la question revient à se demander
quelle est la conséquence s’il existe un écart de manœuvres par rapport au nombre prédéfini. Ainsi,
en modifiant la proportion H0τ

H0b
entre le nombre de cycles de torsion et celui de flexion, il est possible

de connaitre l’influence de ce choix sur le mode de ruine. En figure 2.20c, on constate alors que
l’ordre de grandeur des nombres de manœuvres influe énormément sur le domaine de fatigue.
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(a) (b)

(c)

Figure 2.20 – (a) Effet de ατ sur la répartition de l’endommagement, (b) Effet de ντ sur la
répartition de l’endommagement,(c) Effet sur l’endommagement de la répartition des cycles entre
la torsion et la flexion

2.4.3 Effet des paramètres matériaux sur l’évaluation de l’endommagement

Dans cette partie, l’effet matériau est observé avec le paramètre b de la loi de Basquin, a” pour
la non-proportionnalité et µ1 et µ2 pour la contrainte moyenne.

Paramètres Rτc
H0τ
H0b

ατ ντ αb νb b µ1 µ2 a” Ta,max
Tmax

Valeur de -2 2.10−5 0,6 2,0 0,3 1,2 8 0 0 0 0,65référence
Plage - - - - - - [3, 16] [0; 0, 4] [0; 0, 4] [0; 0, 35] -d’observation

Table 2.2 – Paramètres pour l’étude des paramètres définissant les effets matériaux

Le premier paramètre d’intérêt est la puissance de la loi de Basquin b qui a une grande influence
dans le positionnement du domaine de fatigue. Contrairement aux autres paramètres résultant du
chargement sur la ligne d’arbres et de la conception du navire, b est un paramètre matériau. Son
effet est observé sur la figure 2.21a, il est montré que la définition de ce paramètre est cruciale dans
la définition de la fatigue.
Si cette étude, b est le même pour les deux catégories de cycles. Les différents chargements agissent
dans des domaines différents de la fatigue, la pente de Basquin n’est potentiellement pas la même.
Pour relativiser, une loi de Basquin à double pente peut être envisagée pour différencier les dom-
mages causés par les cycles « uniaxiaux » et les dommages émis par les cycles multiaxiaux. Cela
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revient à identifier b et C pour les deux catégories de cycles.

L’effet de la non-proportionnalité du trajet de chargement est observé dans l’évaluation de l’en-
dommagement en figure 2.21b. Les cycles multiaxiaux participent plus dans l’endommagement au
fur et à mesure que la correction a” sur l’amplitude de contrainte équivalente augmente.

(a) (b)

Figure 2.21 – (a)Effet de b sur la répartition de l’endommagement, (b)Effet de a” sur la répartition
de l’endommagement

Le dernier effet à observer est l’effet de la contrainte moyenne. Par souci d’illustration, l’effet
de contrainte moyenne est choisi pour être plus prononcé en contrainte moyenne normale qu’en
contrainte moyenne de cisaillement (ce qui est souvent le cas [Pallarés-Santasmartas et al., 2018a])
ainsi dans la contrainte équivalente (2.17) et (2.18) : µ1 = µ2.

À mesure que l’effet de contrainte moyenne prend de l’ampleur (figure 2.22), la participation à
l’endommagement total des cycles de flexion augmente. L’application de la contrainte moyenne
augmente le pouvoir endommageant de ces cycles. La contrainte moyenne étant très dépendante
du niveau de torsion, celle-ci devient très déterminante pour µ = 0, 2. Cela signifie que dans de
nombreux cas, l’endommagement des cycles de flexion vient essentiellement de la composante de
contrainte moyenne de ces cycles plus que du rapport d’amplitude torsion/flexion.

Figure 2.22 – Effet de la contrainte moyenne sur l’endommagement

Un effet intéressant à observer avec la contrainte moyenne est la répartition des cycles de flexion par
niveau de torsion en figure 2.23a. Cette répartition a un impacte dans la participation à l’endom-
magement de chacune des classes de cycles de flexion par niveau de torsion. En figure 2.23b, pour
plusieurs niveaux de rapport d’amplitude torsion-flexion Rτb, la participation à l’endommagement
de chacune des classes est mesurée en fonction de l’effet de contrainte moyenne. Deux effets peuvent
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être observés.

Le premier est qu’avec l’accroissement de l’effet de contrainte moyenne, la distribution du dommage
n’est plus équivalente au nombre de cycles de flexion de chaque classe.
Le second effet, en lien avec le premier, est que lorsque Rτb augmente (diminution de l’amplitude
de flexion par rapport à la torsion) l’endommagement des cycles à fort niveau de torsion augmente
bien qu’ils soient moins nombreux. En effet la torsion moyenne prend le pas dans l’endommagement
général avec des amplitudes de flexion relativement plus faibles.

Ces deux effets montrent qu’en présence de contraintes moyennes des sous-classes de cycles de
flexion ont une participation plus importante au dommage général. Si initialement le chargement
de flexion est considéré pour un mode de ruine de la fatigue à très grand nombre de cycles, il pour-
rait être plus juste de le considérer comme participant à la ruine sous les hypothèses de la fatigue
à grand nombre de cycles. Ainsi, en dimensionnement, le nombre de cycles de flexion à considérer
n’est plus égale au nombre de rotations de la ligne d’arbres.

(a) (b)

Figure 2.23 – (a) Répartition des cycles de flexion par niveau de torsion, (b) Répartition de
l’endommagement par classe de cycles de flexion en fonction de l’amplitude de flexion

2.5 Validation de la méthode
La méthode présentée jusqu’ici permet un dimensionnement pertinent et rapide des lignes d’arbres.
Néanmoins, un choix est fait sur la distinction des cycles de chargement en deux catégories. Afin
de valider ce choix fort, une validation s’impose. Dans la littérature pour extraire des cycles de
chargement dans un chargement multiaxial, la méthode la plus communément admise et validée
est la méthode de comptage de Wang-Brown de 1996 [Wang and Brown, 1996].
La méthode de comptage introduite par C.H. Wang et M.W. Brown en 1996 [Wang and Brown,
1996] est une généralisation du comptage "rainflow" au cas des chargements multiaxiaux quel-
conques. Dans le cas uniaxial, les comptages Wang-Brown et "rainflow" donnent les mêmes résultats
au traitement du résidu près. Cette méthode est aussi bien applicable aux chargements proportion-
nels qu’aux chargements non proportionnels. L’algorithme de comptage, retenu pour l’étude, est
une méthode de Wang-Brown modifiée par Meggiolaro et présentée dans [Meggiolaro and de Castro,
2014]. L’algorithme repose sur la définition de demi-cycles qui sont décomptés géométriquement sur
le signal dans l’espace

(
σ,
√

3τ
)
. La méthodologie du comptage suit une maximisation du second
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invariant du déviateur des contraintes relatif au point de départ J2,relatif , le comptage d’un demi-
cycle s’effectue le long du chargement tant que le J2,relatif est maximisé, la particularité de cette
méthode est la projection du comptage sur une autre partie du chargement lorsque le J2,relatif peut
continuer d’être maximisé. Une fois qu’un demi-cycle est extrait, le comptage reprend à partir du
prochain point disponible. Le comptage s’arrête une fois que l’ensemble des points du chargement
ont été utilisés. Le J2,relatif se définit entre un point de départ P1 et un point à évaluer P2 par

J2,relatifàP1 (P2) =
1√
2

√
(∆σ11 −∆σ22)2 + (∆σ22 −∆σ33)2 + (∆σ33 −∆σ11)2 + 6

(
∆σ2

12 + ∆σ2
23 + ∆σ2

31
) (2.21)

avec pour i, j = [1, 2, 3],∆σij = σij,P1 − σij,P2 .
Le point de départ du comptage est positionné sur l’hypersphère englobant le chargement dans
l’espace

(
σ,
√

3τ
)
. Comme précisé précédemment, le comptage est géométrique et nécessite de

projeter certains points si la configuration l’exige afin de continuer le comptage sur un autre morceau
du chargement afin de maximiser le J2,relatif . Pour ce faire, la projection se fait en suivant le
théorème d’Apollonius selon un paramètre αj

αj =

(
|Pj+1Pj |2 + |PiPj |2 − |PiPj+1|2

)
2 |Pj+1Pj |2

±

√(
|Pj+1Pj |2 + |PiPj |2 − |PiPj+1|2

)2
− 4 |Pj+1Pj |2

(
|PiPj |2 − |PiPi+1|2

)2

2 |Pj+1Pj |2

(2.22)

Figure 2.24 – Schéma de projection selon (2.22)

Le comptage Wang-Brown est illustré par un exemple avec la figure 2.25 et la figure 2.26. Le
chargement est composé de contraintes de flexion et de torsion variant dans le temps (figure 2.25a),
en figure 2.25b ce même chargement multiaxial est positionné dans l’espace

(
σ,
√

3τ
)
. En figure

2.25c les demi-cycles sont représentés avec 4 demi-cycles extraits par l’algorithme de comptage.
Sur la figure 2.26, les étapes de comptage du premier demi-cycle sont détaillées. Le point A est
le point de départ du comptage. Le J2,relatif à A est maximisé jusqu’en B (a), puis le J2,relatif à
A peut être encore maximisé en projetant le comptage sur B’ suivant la règle d’Apollonius (26)
(étapes (b) et (c)). Ensuite le comptage reprend en suivant le chargement jusqu’à F le dernier point
maximisant J2,relatif à A (étapes (d) et (e)).
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Figure 2.25 – Illustration comptage Wang-Brown, (a) chargement dans le temps de torsion et de
traction, (b) représentation du chargement dans l’espace

(
σ,
√

3τ
)
et (c) décompte des cycles

Figure 2.26 – Illustration du décompte du premier cycle de l’exemple de la figure 2.25

La validation de la méthode paramétrique passe par la comparaison avec l’évaluation de l’endom-
magement par la méthode de Wang-Brown sur le cas d’application. Cette validation va être faite
pour plusieurs paramètres en conservant les mêmes hypothèses d’endommagement (loi de Basquin
et règle de Miner).

Pour commencer, la forme des cycles extraits par la méthode Wang-Brown est observée sur des
signaux types. Le premier signal type (figure 2.27) est composé de flexion, torsion et compression.
Pour la torsion et la compression, un seul cycle est retenu et la fréquence de flexion est 40 fois supé-
rieure. Le rapport torsion-flexion Rτb est fixé à 0,5. Le comptage Wang-Brown est ensuite appliqué
à ce signal dans lequel 4 "grands" demi-cycles sont extraits et un certain nombre de "petits" cycles.
On retrouve un parallèle entre les cycles multiaxiaux et les "grands" cycles extraits par la méthode
Wang-Brown. De même, le parallèle est établi entre les "petits" cycles et les cycles de flexion définis
dans la méthode de dimensionnement. Il est à noter que pour la méthode Wang-Brown 2 cycles
correspondent à 1 cycle multiaxial. La méthode Wang-Brown définit une enveloppe du chargement
pour chaque demi-cycle de torsion.
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Figure 2.27 – Signal type ligne d’arbres et extraction de demi-cycles par la méthode Wang-Brown

Si le signal type de la figure 2.27 permet la validation du chargement équivalent, une étude de
quelques paramètres est faite pour observer les limites de la discrétisation des cycles de chargement
en deux catégories. Pour ce faire, deux autres cas de figure sont considérés avec, en figure 2.28, un
signal avec une fréquence faible de flexion et en figure 2.29, un signal avec une faible amplitude de
flexion.

Dans le cas d’une fréquence faible de flexion (figure 2.28), l’approche de grands cycles englobant le
chargement reste une bonne approche tout comme la définition des cycles de flexion uniaxiale. Ce-
pendant, cet exemple illustre le fait que le choix de discrétisation en catégories est dépendant de la
fréquence. Dans le cas d’une ligne d’arbres, la fréquence de rotation est toujours très grande devant
le nombre de manœuvres, ainsi, ce cas de figure ne sera pas rencontré dans un dimensionnement.

Figure 2.28 – Signal avec une fréquence faible et extraction de demi-cycles par la méthode Wang-
Brown

Dans le cas d’une faible amplitude de flexion (figure 2.29), l’amplitude de la flexion tend vers 0. De
même, le chargement dans l’espace des contraintes tend vers un ligne. Ce cas critique s’approche
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d’un chargement uniaxial. Ainsi, pour une faible amplitude de flexion l’application de l’algorithme
de comptage de Wang-Brown ne permet pas de distinguer des catégories de cycles. Pour utili-
ser l’équivalence de chargement avec deux catégories, le chargement doit impérativement montrer
un caractère multiaxial établi en quel cas le chargement revient à un dimensionnement pour un
chargement uniaxial.

Figure 2.29 – Signal avec une amplitude de flexion faible et extraction de demi-cycles par la
méthode Wang-Brown

Pour la dernière étape de la validation de la méthode paramétrique de dimensionnement, la méthode
introduite est comparée à la méthode de Wang-Brown avec les mêmes hypothèses d’endommage-
ment. Les paramètres de comparaison sont regroupés au tableau 2.3.

Paramètres b H0τ
H0b

Rτb Rτc Tmax

Valeur de 8 2× 10−3 6 -2 1référence
Plage - - [2, 6, 10] [−1,−2,−5] -d’observation

Paramètres µ1 µ2 a” C

Valeur de 0,15 0,05 0 1référence
Plage [0, 0, 0, 15, 0, 3] [0, 0, 0, 05, 0, 1] - -d’observation

Paramètres ατ ντ αb νb

Valeur de 0,6 2,0 0,3 1,2référence

Table 2.3 – Paramètres testés pour la validation de la méthode

La méthode Wang-Brown (WB) et la méthode proposée ou méthode simplifiée (MS) sont ap-
pliquées aux signaux de l’étude. Les indicateurs de dommage obtenus en fonction des paramètres
étudiés sont reportés au tableau 2.4. Cette étude est menée sur une partie restreinte du signal
réel, l’utilisation d’un comptage Wang-Brown est très coûteuse numériquement avec des temps de

62 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 2 : Modélisation du chargement des lignes d’arbres

calculs longs. L’algorithme Wang-Brown nécessite de passer par tous les points plusieurs fois pour
extraire l’ensemble des cycles.

Les deux méthodes permettent d’obtenir les mêmes tendances sur les indicateurs de chargements.
De plus, les résultats sont très proches, ce qui valide complètement la modélisation proposée par un
chargement équivalent. Les écarts peuvent être expliqués par une différence de taille entre les cycles
multiaxiaux extraits par les deux méthodes. Il est à noter que la méthode proposée ne requière que
quelques secondes pour réaliser le calcul contre plusieurs dizaines d’heures pour le calcul Wang-
Brown. Comme précisé, le calcul est réalisé sur une partie restreinte du signal, l’augmentation de
la taille du signal tend à réduire les écarts.

Rτb 2 6 10
Indicateur endommagement (WB) 50,5 8,1 7,5
Indicateur endommagement (MS) 47,7 6,9 5,9

Rτc -1 -2 -5
Indicateur endommagement (WB) 17,0 8,1 7,7
Indicateur endommagement (MS) 15,9 6,9 5,1

µ = µ1 + µ2 0 0,2 0,4
Indicateur endommagement (WB) 3,5 8,1 38,7
Indicateur endommagement (MS) 2,4 6,9 38,1

Table 2.4 – Comparaison entre l’indicateur d’endommagement obtenu par un comptage Wang-
Brown (WB) et la méthode simplifiée (MS)

2.6 Conclusions et perspectives pour la méthode de dimensionne-
ment

L’objectif du chapitre est de présenter une méthode innovante et originale sur le dimensionnement
en fatigue des lignes d’arbres pour application navale. Le choix retenu ici est d’utiliser une approche
paramétrique pour limiter le nombre d’informations nécessaires au dimensionnement tout en gar-
dant une précision dans la définition du chargement. De plus, un choix de critère de fatigue a été
fait pour permettre une utilisation en bureau d’études. Le choix du critère sera notamment étudié
et justifié plus en détail dans sa définition au chapitre 5. La proposition de cette méthode a donné
lieu à une publication dans Marine Structures [Guellec et al., 2023] (annexe E).

Pour l’étude en fatigue, la séparation en deux groupes de chargements cycliques permet de montrer
et considérer deux modes d’endommagement. D’une part, un mode d’endommagement est relié
aux cycles multiaxiaux pouvant être associés aux manœuvres du navire. Le mode de ruine de ces
cycles appartient à la fatigue à grand nombre de cycles. D’autre part, un second groupe de cycles
est lié aux cycles de flexion rotative avec une contrainte moyenne. Ce groupe selon l’effet de la
contrainte moyenne peut être associé à la fatigue à grand nombre de cycles ou à très grand nombre
de cycles. Selon la prédominance de l’un des deux groupes dans l’endommagement, l’étude de la
tenue en fatigue des aciers de la ligne d’arbres peut être guidée pour l’un ou l’autre mode de ruine.
La méthode a pu être testée sur différentes configurations de Naval Group. Au cours de l’analyse,
il a pu être montré que les deux modes d’endommagement pouvaient être rencontrés sur des cas
pratiques.

Cette première version de la méthode offre plusieurs axes de développement :
— Un choix fort de l’étude a été, par manque d’informations, de considérer un chargement de
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flexion rotative constant avec une valeur maximisée de l’amplitude par souci de conserva-
tisme. Ainsi, un axe de progression important est d’évaluer plus précisément la variabilité du
chargement de flexion en considérant par exemple l’évolution du désalignement des paliers
porteur de la ligne d’arbres dans le temps [Murawski, 2005].

— La méthode est à la fois applicable pour des lignes d’arbres en phase de conception comme
pour des lignes d’arbres étudiées en service. Dans le cas d’une étude en service, il serait
intéressant d’introduire un effet du séquencement des cycles sur l’évaluation de l’endomma-
gement. En effet, il est connu que la succession d’un "grand" cycle puis d’un "petit" est plus
endommageant que la succession d’un "petit" cycle et un "grand" cycle. Ainsi, la règle de
cumul de Miner peut être remplacée par des règles considérant le séquençage comme celles
présentées par Fatemi [Fatemi and Yang, 1998] ou plus récemment par Hectors [Hectors and
De Waele, 2021]. Des évolutions sur la représentation du chargement sont alors nécessaires
puisque la méthode d’Heuler modifiée supprime tout effet de séquençage.

— La méthode présentée dans ce chapitre est une approche locale pour évaluer l’endomma-
gement. Ainsi, de nombreux autres effets peuvent être inclus facilement comme des effets
volumiques (considération du proche voisinage), des effets de surface ou des effets technolo-
giques (traitements thermiques...). Par l’introduction de paramètre tel que le volume effectif
ou la concentration de contrainte, les effets dus à l’entaille ou à un très grand volume peuvent
être considérés sur la tenue en fatigue.

Pour la suite de l’étude, la méthode de caractérisation rapide par mesures d’auto-échauffement
est mise en place pour pouvoir évaluer la tenue en fatigue des nombreuses configurations de char-
gement introduites. Dans un premier temps, le modèle probabiliste à deux échelles (méthode de
caractérisation par auto-échauffement) est présenté pour les cas de chargements uniaxiaux au cha-
pitre 3. Puis, au chapitre 5, les aciers des lignes d’arbres sont caractérisés par cette méthode pour
des cas de chargements multiaxiaux de traction-torsion. Lors de cette étape, les mesures d’auto-
échauffement sont également utilisées pour justifier un critère de fatigue applicable à la méthode
de dimensionnement des lignes d’arbres. Enfin, au chapitre 6, la méthode de caractérisation par
auto-échauffement est également utilisée pour comprendre l’effet des cycles multiaxiaux sur la tenue
en fatigue d’un acier caractérisé par rapport aux cycles de flexion. Cet effet est appelé histoire du
chargement avec l’intérêt d’observer l’effet du séquencement du chargement sur les propriétés en
fatigue du matériau.
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Chapitre 3

Caractérisation en fatigue à grand
nombre de cycles à l’aide de mesures
d’auto-échauffement sous chargements
cycliques uniaxiaux
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3.1 Introduction du chapitre

La robustesse, la pertinence et la vitesse de caractérisation en fatigue des matériaux sont des
problématiques fondamentales pour la fiabilité et les enjeux des applications industrielles. La mé-
thode employée doit permettre d’évaluer la tenue en fatigue à grand nombre de cycles d’un acier
pour une large gamme de chargements. Ainsi, cette méthode doit permettre de retranscrire le com-
portement du matériau en fatigue. De plus, associé à la volonté d’accéder aux caractéristiques en
fatigue d’un matériau, la méthode employée doit être répétable et à même de prendre en compte
la dispersion inhérente au phénomène de fatigue.

Pour cerner le comportement d’un matériau en fatigue à grand nombre de cycles, de très nom-
breuses configurations de chargement doivent être testées. Du fait du nombre de configurations et
de la dispersion en fatigue, les problématiques de temps et de coûts des essais de fatigue se posent.
Une réponse à cette problématique a été l’introduction de la méthode de caractérisation rapide par
mesures d’auto-échauffement. Cette méthode repose sur un modèle permettant à la fois d’interpréter
les mesures d’auto-échauffement puis d’assurer la passerelle entre les essais d’auto-échauffement et
les propriétés en fatigue à grand nombre de cycles. L’utilisation de cette méthode permet de ré-
duire à la fois le temps d’essai à quelques heures contre plusieurs jours pour un staircase mais aussi
de réduire le nombre d’éprouvettes comme le nombre de machines d’essais (et leur temps/coûts
d’occupation). Dans ce chapitre l’objectif est d’introduire la méthode de caractérisation en fatigue
par mesures d’auto-échauffement proposée par l’IRDL : le modèle probabiliste à deux échelles, et
également de présenter les essais d’auto-échauffement.

Ce chapitre commence par un historique des méthodes de caractérisation en fatigue faisant appel
aux mesures d’auto-échauffement pour montrer les différentes philosophies autour de ces modèles
ainsi que leur évolution. Puis, le modèle probabiliste à deux échelles est présenté en détail avec l’en-
semble des concepts clés pour comprendre l’étude qui sera menée sur la fatigue sous chargements
multiaxiaux. Enfin, cette méthode est appliquée pour des chargements cycliques uniaxiaux à deux
aciers utilisés dans la fabrication des lignes d’arbres de transmission navales.

3.2 Les méthodes de caractérisation en fatigue par mesures d’auto-
échauffement

3.2.1 Évolution des études sur l’effet d’auto-échauffement

La fin du XV IIIème jusqu’au début du XXème siècle voient une quantité importante de travaux
de recherches en fatigue accompagner l’essor industriel. Beaucoup de travaux se concentrent sur
l’étude des mécanismes de rupture et l’exploitation de modèles permettant de relier un niveau de
chargement à la tenue en fatigue. Ainsi, en 1914, Stromeyer [Stromeyer, 1914], reprend, les tra-
vaux de Wöhler de 1860 [Wöhler, 1860] afin d’améliorer les connaissances en fatigue pour différents
chargements (flexion rotative et torsion). Lors de son étude, il constate qu’il est possible, par une
mesure différenciée de la température dissipée au cours d’un essai cyclique, de faire le lien entre
l’auto-échauffement et la limite d’endurance des aciers testés par Wöhler. Stromeyer relie la limite
d’endurance sous chargements cycliques d’un matériau au premier niveau de chargement cyclique
entrainant une élévation de température non négligeable. Ce premier travail est très prometteur
et son auteur déclare à ce sujet : "the calorimetric method of determining fatigue limits is not
only simple and expeditious, [...], [the method is] also reliable, and may possible help to throw new
light on several as yet unsolved problems of mechanics". À cette conclusion, quelques études vont
reprendre ce concept. En 1921, Moore et Kommers [Moore and Kommers, 1921] introduisent les
essais d’auto-échauffement avec des paliers croissants de chargements cycliques avec suivi de tem-
pérature. Ils affinent la détection de la limite d’endurance en considérant la limite d’endurance
lorsqu’un changement brusque de la température est observé au cours des paliers. Mais c’est en
1926, avec les travaux de Lehr [Lehr, 1926] qu’il est observé réellement un changement de régime
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d’auto-échauffement avec l’ouverture des boucles d’hystérésis autour de la limite d’endurance. Ce
premier travail préfigure les essais d’auto-échauffement actuels. Par la suite, quelques travaux sont
entrepris (Welter 1937 et Cazaud 1948), cependant, il faudra attendre les années 80 et 90 avec la
fiabilisation des moyens de mesures thermiques, et notamment avec l’essor de l’imagerie infrarouge,
pour que les études de fatigue sous chargement cyclique par analyse de l’auto-échauffement re-
prennent activement.

Aujourd’hui, la recherche sur l’apport des mesures d’auto-échauffement au service de la fatigue
est en pleine croissance (figure 3.1 tous matériaux confondus) avec cinq principaux pourvoyeurs
(France, Italie, États-Unis d’Amérique, Chine et Allemagne). Dans ces travaux, deux axes complé-
mentaires de recherche sur l’auto-échauffement existent et vont être présentés par la suite. Dans les
deux cas, les études s’attèlent à comprendre les mécanismes sous-jacents à l’auto-échauffement et
leur lien avec la fatigue. L’ensemble de ces méthodes sont en rupture avec les méthodes classiques
d’études de la fatigue (voir chapitre 1), elles permettent des temps de caractérisation très réduits
combinés à une étude très comportementale des matériaux en reliant obligatoirement la mesure
aux effets qui l’induise (mécanismes de dissipations ...).

Figure 3.1 – Nombre de publications par an sur l’étude de la fatigue par auto-échauffement, mot
clé : self-heating & fatigue, thermographic & dissipative aspect & fatigue (source : scopus)

3.2.2 Les différents axes de recherche en lien avec l’auto-échauffement : com-
prendre la source de l’auto-échauffement

Avec l’introduction de moyens fiables de mesures thermiques, le but est la compréhension du
terme source à l’origine de l’auto-échauffement. Le passage de la mesure thermique au terme source
est effectué par la résolution de l’équation de la chaleur. Pour obtenir une solution à cette équation,
il est nécessaire d’évaluer tous les termes de production ou de transfert de chaleur (rayonnement,
convection ...) pour extraire uniquement une information liée à l’auto-échauffement. Le terme source
de l’auto-échauffement étant originaire des mécanismes responsables de la fatigue sous chargement
cyclique. On peut ainsi regrouper, dans un premier axe, l’ensemble des travaux d’études ayant pour
vocation d’améliorer la mesure de l’auto-échauffement et ceux reliant cette mesure à la fatigue de
manière déterministe.

Dans cette grande catégorie de la maîtrise de la mesure thermique, les premiers travaux de Chry-
sochoos en 1985 et 1989 [Chrysochoos, 1985, Chrysochoos et al., 1989] donnent un cadre ther-
modynamique permettant de quantifier l’évolution de température obtenue par la thermographie
infrarouge ainsi que des couplages thermodynamiques résultant d’une sollicitation cyclique. À l’is-
sue de ce travail, Luong [Luong, 1995] montre la pertinence de la thermographie pour évaluer la
limite en fatigue à grand nombre de cycles sur des structures en acier. Puis, toute une vague d’étude
a permis de populariser la méthode pour tester une grande gamme de matériaux métalliques. La
Rosa et Risitano [La Rosa and Risitano, 2000] et Krapez et Pacou [Krapez and Pacou, 2002] par
des essais de mesure de champs thermique permettent d’étoffer l’inventaire de matériau en fatigue
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et ils ouvrent la voie à une étude plus diversifiée des matériaux métalliques (alliages d’aluminium,
fontes ...). Pour l’ensemble de ces matériaux métalliques, c’est l’analyse thermique permettant
d’accéder au terme source qui est l’élément clé pour accéder aux propriétés matériaux. Du fait des
différents moyens de mesures (caméra IR, thermocouples ...), plusieurs approches de l’évolution de
la température au cours d’un essai ont été mises en place afin de pouvoir exploiter les mesures
thermiques effectuées en surface. Selon la configuration d’essai, les approches sont appelées "0D",
"1D" et "2D". Ces approches se rapportent aux hypothèses qui sont considérées lors de l’analyse des
échanges thermiques entre un spécimen et son environnement (figure 3.2). Ce sont ces hypothèses
qui dictent la forme de l’équation de la chaleur.

- Approche 0D : dans cette approche, la température est moyennée sur un volume. Les échanges de chaleur
sont proportionnels à la différence de température entre l’environnement et le volume
considéré. La vision moyenne de la mesure, dans cette approche, ne donne accès qu’à un
terme source constant moyen dans le volume étudié. De ce fait, la température dépend
seulement du temps.

- Approche 1D : La température dans cette approche est moyennée sur une tranche. Elle dépend dans ce
cas du temps et de la direction d’intégration pour obtenir la température du volume.
Pour pouvoir être adoptée, la longueur du volume doit être grande devant les dimensions
de la tranche moyennée. Les échanges thermiques se font par conduction dans la matière
et par échanges avec l’extérieur suivant la direction considérée.

- Approche 2D : l’approche "2D" est le cas le plus générique. La mesure est faite en surface d’un échan-
tillon avec une certaine épaisseur. Cette épaisseur doit être de plus petite devant les
autres dimensions. Les échanges se font donc dans les deux directions autour de l’élé-
ment considéré par conduction dans la matière. La température dépend des directions
du plan et du temps.

Figure 3.2 – Représentation des approches thermiques dites "0D", "1D" et "2D", [Louge, 2019]

Selon le matériau d’intérêt et l’équipement de mesure, une des approches est préférée. Les maté-
riaux hétérogènes macroscopiquement et plus largement les matériaux étudiés au moyen de caméras
infrarouges (IR) nécessitent de recourir le plus souvent à l’approche "2D" afin d’exploiter la solu-
tion de l’équation de la chaleur. Les travaux de Chrysochoos [Chrysochoos and Louche, 2000] puis
avec Louche [Louche, 1999] ont permis de fournir une base d’exploitation de cette approche et
ainsi ils ont permis de populariser l’utilisation de ce moyen d’essai. Des démarches de résolution de
l’équation de la chaleur pour les cas hétérogènes peuvent être trouvées dans les thèses de Boulan-
ger [Boulanger, 2004] et de Munier [Munier, 2012].

Il est possible dans de nombreux cas, toujours dans l’étude par caméra IR, de moyenner la so-
lution "2D". Dans l’approche "1D", la température est moyennée, généralement dans la largeur de
l’éprouvette. Des solutions "1D" de l’équation de la chaleur sont fournies dans plusieurs travaux [Ber-
thel et al., 2008, Fraux et al., 2009, Doudard et al., 2010, Connesson et al., 2011, Munier et al., 2012].
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Si les approches "2D" et "1D" nécessitent l’exploitation des solutions thermiques mesurées par
thermographie, l’approche dite "0D" permet d’utiliser les thermocouples. Ainsi, la température est
moyennée dans la zone de mesure.

La diversification des matériaux métalliques caractérisés en fatigue à grand nombre de cycles s’ac-
compagne d’études pour caractériser les matériaux vis-à-vis de chargements spécifiques et surtout
de la recherche des mécanismes responsables de la ruine en fatigue. Ainsi, la thèse de Galtier [Gal-
tier, 1993] est un exemples des travaux d’importance réalisés sur la caractérisation de chargement
multiaxial et la mise en évidence de marqueurs d’endommagement responsable de la ruine en fa-
tigue. Les marqueurs d’endommagement mis en évidence en fatigue à grand nombre de cycles sont
l’activité localisée de microplasticité au sein de la matière, cette activité résultant en surface par
l’apparition de bandes de glissement (BGP). Les BGP ont, auparavant, été remarquées par Mugh-
rabi en 1983 [Mughrabi, 1983a, Mughrabi, 1983b]. Plusieurs autres études plus récentes confirment
le lien entre l’apparition de BGP et la fatigue à grand nombre de cycles ([Lukáš and Kunz, 2004],
[Cugy and Galtier, 2002], [Munier et al., 2017]). Puis, des études ont été faites pour comprendre
les mécanismes sous-jacents à l’auto-échauffement pour des sollicitations de très faibles amplitudes
[Mareau, 2007, Mareau et al., 2012]. Pour les très faibles amplitudes, la dissipation est due princi-
palement à des mécanismes de friction interne liés aux déplacements des dislocations [Maquin and
Pierron, 2009, Munier et al., 2017]. L’étude des mécanismes responsables de l’auto-échauffement a
permit de distinguer deux différentes causes à cet échauffement pour les matériaux métalliques.
Ces deux mécanismes cohabitent et leur identification au travers des mesures thermiques permet
d’obtenir des propriétés en fatigue des matériaux étudiés.

Si les mécanismes en fatigue à grand nombre de cycles pour les matériaux métalliques courants
commencent à être mieux cernés tels que les aciers, il reste encore à mieux comprendre les causes
de la fatigue pour des matériaux plus spécifiques (alliage à mémoire de forme AMF...), pour des
conditions spéciales influençant l’apparition des mécanismes de ruine (chargements variés, faibles
et hautes températures...) ou encore pour mieux comprendre les différents mécanismes en jeu as-
sociés aux différents domaines de fatigue (très grand nombre de cycles, très faibles amplitudes de
chargement...).

Pour un très grand nombre d’études, le lien entre la fatigue à grand nombre de cycles et l’étude
de l’auto-échauffement est un lien empirique. Il s’agit de savoir quand apparait le régime d’auto-
échauffement correspondant à la limite d’endurance. Classiquement, le processus d’un essai d’auto-
échauffement peut se résumer comme l’application d’une séquence de paliers de chargements cy-
cliques d’amplitude graduellement croissante d’un palier à l’autre (figure 3.3). Cette séquence de
chargement est constituée de blocs ou paliers qui sont effectués à une même fréquence pour un
même nombre de cycles. Ces chargements sont espacés par une phase de retour à l’équilibre ther-
mique, généralement de même durée que la phase de sollicitation cyclique. Lors de chaque palier
de chargement, l’évolution de la température issue de l’activité cyclique est relevée jusqu’à la sta-
bilisation dans le cas de l’approche "0D" (figure 3.3). Puis sur un graphe, les couples d’amplitude
de chargement et de température de chaque bloc sont reportés pour former la courbe d’auto-
échauffement (figure 3.4). Sur cette courbe, deux régimes s’observent avec un premier régime avec
peu d’échauffement, puis à mesure que l’amplitude augmente, l’apparition d’un second régime plus
intense rentre en jeu. Ce second régime étant le mécanisme relié à l’amorçage en fatigue à grand
nombre de cycles pour une grande gamme de matériau [Munier et al., 2014].

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 69



Chapitre 3 : Caractérisation en fatigue par mesures d’auto-échauffement

Figure 3.3 – Illustration de la procédure d’application des blocs de chargement avec suivi de la
température

Dans une approche empirique, la limite d’endurance du matériau est déduite avec l’activation du
régime associé aux mécanismes d’endommagement en fatigue. Un exemple d’identification de la
limite d’endurance Σ̄∞ est donné en figure 3.4, l’essai est réalisé sur un acier dual-phase DP600
caractérisé en fatigue par mesures d’auto-échauffement en traction-compression alternée [Doudard,
2004].

Figure 3.4 – Identification de la limite d’endurance en traction-compression pour un acier dual-
phase (DP600), Doudard [Doudard, 2004]

Afin de continuer à progresser dans l’étude de la fatigue par mesures d’auto-échauffement, l’évo-
lution des techniques et des moyens de mesure reste primordiale pour accéder aux mécanismes
d’endommagement par une évaluation de la dissipation. En évaluant la dissipation globale d’un
matériau soumis à une sollicitation cyclique l’enjeu est d’identifier le plus précisément les hétéro-
généités du champ mesuré. Cette identification permet d’accéder aux hétérogénéités associées à la
microstructure soit les sites plastiques amenant la ruine du matériau en fatigue à grand nombre de
cycles. Plus cette mesure est précise et maîtrisée plus la propriété en fatigue estimée sera pertinente.
L’amélioration de l’interprétation du champ dissipatif reste actuellement un sujet d’étude sur lequel
de nombreuses équipes de recherche travaillent. Cependant, la grande majorité des études restent
déterministes. Leur but est d’évaluer précisément le champ dissipatif d’un matériau pour remonter
aux propriétés matériaux par comparaison de modèles [Jirandehi and Khonsari, 2021, Douellou
et al., 2022].
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En parallèle, de nouvelles techniques apparaissent pour l’étude de la fatigue à très grand nombre
de cycles grâce à l’émergence des machines gigacycliques permettant des sollicitations de plus de
20 kHz. Ces essais à haute fréquence permettent d’accéder à des nombres de cycles jusqu’ici diffi-
cilement accessibles (109− 1010 cycles en quelques heures/jours). Le développement de ces moyens
d’essai autorise la caractérisation pour une plus grande gamme de sollicitations (traction et tor-
sion [Costa et al., 2017], traction biaxiale [Reis et al., 2022]). Lors de ces sollicitations de haute
fréquence, le phénomène d’auto-échauffement est très présent avec des élévations de température à
maîtriser. Cependant, la mesure thermique est possible et des équipes cherchent à relier ces mesures
aux mécanismes de ruine de la fatigue à très grand nombre de cycles [Favier et al., 2013].

3.2.3 L’axe choisi par l’équipe de l’IRDL : essai - modélisation - prévision

Un second axe ou groupe de solutions sur la caractérisation par mesures d’auto-échauffement sont
les méthodes proposant un cadre permettant de dépasser l’approche empirique de l’approche initiale
de Stromeyer. Le principe de ces solutions est de réaliser une mesure du terme source dissipatif en
moyenne sur un volume. En parallèle, un modèle est proposé pour modéliser l’hétérogénéité au sein
du volume à l’échelle microscopique. Ce modèle est ensuite utilisé pour remonter aux propriétés en
fatigue à grand nombre de cycles. L’identification du modèle est réalisée par la mesure moyennée
du terme source. Le besoin de coupler la mesure thermique à un modèle vient du fait que la mesure
à des échelles fines de l’hétérogénéité des champs dissipatifs reste délicate à cause de la conduction
de la chaleur très élevée dans les matériaux métalliques.

Lors de la recherche des mécanismes, plusieurs études [Cugy and Galtier, 2002, Doudard, 2004, Mu-
nier, 2012] observent lors des essais cycliques que l’apparition des marqueurs de microplasticité
amenant à rupture est aléatoirement répartie dans un volume. De ce constat, cette dispersion des
sites plastiques est modélisée dans la thèse de Doudard [Doudard, 2004]. Le principe est de pro-
poser un outil probabiliste permettant de faire le lien entre la mesure d’auto-échauffement et la
modélisation des mécanismes afin de permettre la prévision en fatigue. Ce point de départ a été
suivi par un nombre de travaux autour de l’équipe de Calloch et Doudard dans le but de développer
et améliorer leur modèle probabiliste à deux échelles pour la prévision en fatigue du plus grand
nombre de configurations de matériaux et de chargements possibles. Parmi ces travaux, chacun a
pu apporter sa pierre à l’édifice. Ainsi, plusieurs thèses ont permis d’éprouver cette méthode sur
une plus grande gamme de matériaux métalliques issus de divers procédés. Le modèle a été utilisé
pour des pièces en alliage de bronze de fonderie [Ezanno, 2011, Ezanno et al., 2013], des tôles
laminées [Munier et al., 2014] ou des aciers cémentés [Graux, 2017]. Parallèlement, le modèle s’est
aussi construit sur les possibilités de caractériser en fatigue les matériaux sous divers chargements
et pour diverses structures. C’est le cas lors de la thèse de Poncelet [Poncelet, 2007] qui a permis
d’introduire, dans l’équipe, l’étude de la dissipation sous chargements multiaxiaux quelconques. La
méthode a été étendue au cas des structures soudées [Florin et al., 2013, Florin, 2015, Facchinetti
et al., 2015] qui présentent un état particulier de contrainte, pour le chargement spécifique du
cisaillement et des effets d’histoire du chargement dans la thèse de Louge [Louge, 2019]. Puis, la
thèse de Roué [Roué, 2020] en 2020 a ouvert la voie à la caractérisation d’alliage de titane et de
nickel à très haute température (500 °C à 950 °C).

Au sein des évolutions successives du modèle et de l’apport de chaque travail, le travail de Mu-
nier [Munier, 2012] a été une pièce de plus dans la constitution du modèle actuel de l’équipe avec
une étude approfondie du régime primaire (étude de l’auto-échauffement sous très faibles ampli-
tudes). Enfin, les travaux présentés dans ce document ont pour vocation à s’inscrire dans cette
thématique de recherche.

Il est important de noter que tous ces travaux s’inscrivent dans une thématique d’utilisation de
la mesure thermique afin de prévoir l’amorçage. Dans le cas de la fissuration, un certain nombre
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d’études de l’équipe ont été menées parallèlement. Les travaux de Carteron [Carteron, 2020, Car-
teron et al., 2020] et de Bercelli [Bercelli, 2021, Bercelli et al., 2023] en sont l’illustration. Ces
travaux utilisent les mesures de champ pour suivre et prévoir l’évolution de la fissuration au sein
d’assemblages soudés (coques de navires, fabrication additive, arc-fil...).

Le modèle probabiliste à deux échelles est une méthode de caractérisation en fatigue spécifique
à l’IRDL. Plusieurs autres équipes font le choix d’introduire des modèles avec des approches simi-
laires pour décrire les hétérogénéités de la microstructure et son évolution au cours du chargement
cyclique.

Dans cette catégorie, les modèles remontant aux origines du modèle probabiliste à deux échelles
peuvent être cités avec pour point de départ les travaux de Dang Van [Dang Van, 1973]. L’auteur
propose un modèle multiéchelle permettant de décrire l’hétérogénéité microstructurale du maté-
riau avec l’introduction d’inclusions plastiques au sein d’une matrice élastique. L’expression la plus
connue de ce modèle est le critère plan critique de Dang Van [Dang Van, 1973] pour lequel l’en-
semble du comportement mésoscopique est dépendant des variables macroscopiques.

Par la suite, des modèles à deux échelles ont été définis avec notamment le modèle de Lemaitre et
Doghri [Lemaitre and Doghri, 1994]. Ce modèle est la base d’une ligne de modèle de prévision en
fatigue avec l’introduction de variables d’endommagement. Ces variables permettent de considérer
une évolution forte du matériau dans le cadre thermodynamique [Lemaitre and Desmorat, 2006].
Une différence de validation est présente entre les modèles basés sur l’endommagement et le modèle
probabiliste à deux échelles. Pour le modèle probabiliste à deux échelles, les mesures thermiques,
par l’évaluation de la dissipation intrinsèque, sont les seuls moyens de valider précisément l’ensemble
des variables d’état introduites et leur évolution pour décrire le comportement élastoplastique du
matériau. Dans le cas des modèles avec variables d’endommagement, la mesure thermique peut
permettre de valider une partie des variables du modèle. Cependant, elle ne permet pas d’accéder
aux variables de l’endommagement. Pour celles-ci, le moyen de vérification reste l’essai de rup-
ture en fatigue. Les modèles de Morel et Flacelière [Flaceliere and Morel, 2004, Morel and Huyen,
2008] appartiennent à cette famille de modèles multiéchelles à variables d’endommagement. Une
particularité intéressante de leurs approches est de considérer des outils probabilistes pour gérer la
répartition statistique des défauts au sein de la microstructure. Les propriétés en fatigue à grand
nombre de cycles sont reliées à la dispersion de l’activité microplastique interne au volume sollicité.

D’autres modèles basés sur des outils probabilistes existent avec des approches macroscopiques.
Au lieu d’introduire une modélisation multiéchelles, ces approches proposent une évaluation volu-
mique du travail des déformations (approche énergétique) en fonction des natures de chargement.
La densité d’énergie est ensuite reliée à une contribution à l’endommagement. La validation est
effectuée par comparaison avec des essais de rupture en fatigue. Les modèles énergétiques de Frous-
tey et Lassere [Lasserre and Froustey, 1992] puis de Palin-Luc [Palin-Luc, 2004] sont à l’origine de
plusieurs modèles énergétiques avec une approche globale.

Dans la littérature, un des modèles de Charkaluk [Charkaluk and Constantinescu, 2009] présente
des approches comparables aux modèles probabilistes à deux échelles. Dans ce modèle, l’auteur
fait le choix de modéliser l’hétérogénéité de la microstructure par un modèle multiéchelles. Aucune
variable d’endommagement n’est introduite, l’évaluation par une mesure thermique permet de re-
monter aux propriétés du modèle qui est réutilisé pour la prévision en fatigue. Plusieurs autres
modèles peuvent être associés à ce modèle dans la forme comme le modèle de Monchiet [Monchiet
et al., 2008]. Ce modèle inclut une sensibilité à la contrainte moyenne, mais nécessite d’introduire,
dans le comportement des inclusions, une variable d’endommagement. Ce modèle ne permet pas
une identification uniquement par mesures d’auto-échauffement.

Cette présentation des divers modèles permet de montrer qu’il n’existe pas une seule méthode
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basée sur les mesures d’auto-échauffement pour permettre une prévision des propriétés en fatigue
des matériaux. Pour l’étude, le modèle probabiliste à deux échelles est retenu. Afin d’en faire une
présentation complète, la méthode de caractérisation est introduite dans un premier temps par le
protocole d’obtention des mesures d’auto-échauffement. Puis, dans un second temps le modèle est
présenté en détail pour décrire le lien entre l’auto-échauffement et la fatigue.

3.3 Introduction de l’essai
Le processus d’obtention d’une courbe d’auto-échauffement suit une procédure similaire pour

tous les chargements uniaxiaux, seules les hypothèses varient.

L’application des blocs de chargement (figure 3.5b) reprend la procédure décrite en partie 3.2.2.
Le couple amplitude de chargement/élévation de température stabilisée de chaque bloc de charge-
ment est ensuite reporté sur un graphe pour former la courbe d’auto-échauffement (figure 3.6) qui
est ensuite exploitée à partir d’un modèle pour déterminer les propriétés en fatigue du matériau
métallique étudié.

Pour les essais d’auto-échauffement, des éprouvettes tubulaires (annexe C.7) de traction-torsion
sont sollicitées sur une machine servohydraulique à une fréquence de 10 Hz (figure 3.5a). Les blocs
de chargements sont effectués pour 3000 cycles suivis d’une période de retour à l’équilibre de 300s.
L’élévation de température est suivie au moyen de trois thermocouples de type K à une fréquence
d’acquisition de 1 Hz. Un des thermocouples est directement fixé sur la surface de la zone utile de
l’éprouvette. Les deux autres thermocouples sont fixés sur chacun des mors de la machine de sollici-
tation afin de retrancher les échanges de chaleur transmis du moyen d’essai à l’éprouvette, polluant
la mesure d’auto-échauffement. Pour s’astreindre de l’environnement et conserver une atmosphère
ambiante stable autour de l’éprouvette, un drap épais est positionné autour de l’essai pour isoler le
montage. La mesure par thermocouple est une mesure de température ponctuelle locale dite "0D",
où le champ de source thermique mesuré est considéré comme homogène à l’échelle macroscopique
(moyenne de la zone utile).

(a) (b)

Figure 3.5 – (a) Montage des thermocouples sur une éprouvette montée sur la MTS 250 kN, (b)
séquence de chargement d’un essai d’auto-échauffement
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Figure 3.6 – Courbe d’auto-échauffement, acier 16MND5 sollicité en traction-compression à R =
-1

Sur la courbe auto-échauffement en figure 3.6 avec l’augmentation de l’amplitude, la contrainte
l’élévation de température change de cinétique. Deux régimes de dissipation sont observés, dans la
partie suivante la description des deux régimes est réalisée avec une présentation des mécanismes
liés à la microstructure agissant lors de l’application d’une sollicitation cyclique.

3.4 Description de la courbe auto-échauffement

3.4.1 Deux régimes d’auto-échauffement

Sur la courbe d’auto-échauffement de la majorité des aciers, deux régimes dissipatifs sont obser-
vables distinctement en échelle logarithmique. Ces régimes dissipatifs ont été associés et identifiés
expérimentalement à des mécanismes de deux natures. Afin de représenter cette dualité de régimes
dissipatifs, une expression de la courbe d’auto-échauffement est adoptée afin de relier l’amplitude
de chargement Σa à la température dissipée θ̄ (ou énergie dissipée Ēd = ρc

frτeq
θ̄) 1 dans une même

équation

θ̄ = α

( Σa

Σmax

)p
+ β

( Σa

Σmax

)m+2
(3.1)

avec α et p deux paramètres associés au régime primaire d’auto-échauffement (partie 3.4.1.1), β
et m deux paramètres associés au régime secondaire d’auto-échauffement (partie 3.4.1.2) et Σmax

une contrainte normative généralement égale à l’amplitude du dernier bloc de chargement de l’es-
sai d’auto-échauffement. La formulation ainsi adoptée permet de décrire au moyen de puissances
dissipatives les deux régimes dissipatifs observés. Les deux régimes sont appelés : régime primaire
et régime secondaire. Ces régimes dissipatifs ont pu par exemple être mis en évidence expérimen-
talement dans les travaux de Cugy [Cugy and Galtier, 2002] et Munier [Munier, 2012].

3.4.1.1 Le régime primaire d’auto-échauffement

Pour de très faibles amplitudes (contraintes très inférieures à la limite d’endurance) de sollicitations
cycliques, des mécanismes opèrent au sein du matériau induisant une dissipation. Plusieurs descrip-

1. cette relation est explicitée lors de l’adaptation de l’équation de la chaleur au problème de l’auto-échauffement en
partie 3.4.2 qui est valable dans le cas où l’énergie dissipée cyclique est constante
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tions de ces mécanismes sont faites par Galtier [Galtier et al., 2002], Maquin [Maquin and Pierron,
2009] et Castelluccio [Castelluccio et al., 2016]. Le résumé de ces travaux indique que la dissipation à
ces niveaux de contraintes est due à de la viscoélasticité ou "friction" interne avec le déplacement des
dislocations au sein des grains (désorientation locale). Sous un effort, les mouvements des disloca-
tions du réseau cristallin depuis leur position d’équilibre entrainent une dissipation. Plusieurs causes
anélastiques sont responsables de ce changement de la position d’équilibre des atomes. Ces causes
viennent des mouvements réversibles de dislocations ou de défauts locaux dans le réseau cristallin
comme la diffusion d’atome interstitiel et la substitution d’atome [Maquin and Pierron, 2009]. Lors
du retour à l’équilibre des dislocations, le mouvement (énergie cinétique) entraine une libération
d’énergie responsable de l’auto-échauffement du matériau [Gurrutxaga-Lerma, 2017]. De plus,une
corrélation existe entre la densité initiale de dislocation et l’intensité de l’auto-échauffement [Ma-
reau et al., 2012, Munier, 2012]. Munier montre par exemple qu’une prédéformation initiale tend
à augmenter la dissipation du régime primaire alors qu’un recuit aura l’effet inverse avec la redis-
tribution des dislocations. Pour le régime primaire, Louge [Louge, 2019] montre que l’intensité de
dissipation n’est pas sensible à l’effet d’histoire du chargement si le préchargement cyclique a une
amplitude de chargement de l’ordre des amplitudes du régime primaire.

Au sein du matériau, les mouvements peuvent être obstrués par divers obstacles comme des joints
de grains, des précipités, des phases cristallines différentes... Tous ces obstacles finissent par limiter
les mouvements. La densité d’obstacle impose un seuil de contrainte ou d’énergie nécessaire pour
la démultiplication des dislocations. Tant que le niveau de contrainte locale n’excède pas ce niveau
critique, les mécanismes anélastiques restent constants. Au-delà de ce seuil critique, d’autres mé-
canismes se mettent en place.

L’activité microplastique source de dissipation du régime primaire a été observée par Munier [Mu-
nier, 2012] sous MEB (Microscope Électronique à Balayage) par EBSD (Electron BackScatter
Diffraction). Ces mécanismes de microplasticité diffus dans la matière sont observés au travers de
la désorientation intragranulaire sur un acier HSLA (figure 3.7).

Figure 3.7 – Observation EBSD sur acier HSLA de la désorientation intragranulaire moyenne,
Munier [Munier, 2012]
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La description du régime primaire sur la courbe d’auto-échauffement (3.1) est définie par

θ̄primaire = α

( Σa

Σmax

)p
(3.2)

avec p la puissance dissipative et α le paramètre exprimant l’intensité du régime primaire. Expéri-
mentalement, la puissance dissipative p du régime primaire est égale à 2. Cette pente (dans l’échelle
logarithmique de la courbe d’auto-échauffement) a été observée pour une très grande famille d’acier
et de matériaux métalliques [Munier, 2012, Louge, 2019].

3.4.1.2 Le régime secondaire d’auto-échauffement

À mesure que l’amplitude de chargement augmente, un second régime dissipatif apparait. Ce
régime se caractérise par une dissipation accrue liée à un mécanisme microplastique activé lorsque
la contrainte induite dans le matériau dépasse la limite d’élasticité Rp0,2 locale (échelle du plan de
glissement des systèmes cristallins) alors que le chargement macroscopique appliqué à l’ensemble
de la structure est largement inférieur à la limite élastique Rp0,2 macroscopique. Cette activité
plastique plus intense a pour conséquence l’apparition de BGP (Bande de Glissement Persistante)
en surface. Or l’apparition de ce phénomène est considérée comme un marqueur d’endommagement
en fatigue à grand nombre de cycles. Plusieurs études ont permis d’observer plus précisément
l’activité plastique localisée. L’apparition des BGP a pu être observée en surface d’un acier HSLA
dans la thèse de Munier [Munier, 2012] en figure 3.8a. L’apparition des BGP est un phénomène a
priori progressif et aléatoire sur la surface du matériau (exemple figure 3.8b) laissant envisager que
l’activité microplastique au sein du matériau suit la même constatation.

(a) (b)

Figure 3.8 – (a) Illustration d’une bande de glissement persistante (BGP) sur un acier HSLA, (b)
Observations optiques de l’apparition progressive de bandes de glissement persistantes (BGP) en
surface d’un acier HSLA, Munier [Munier, 2012]

Le régime secondaire est décrit par l’équation (3.3). Le régime primaire est retranché à la tempé-
rature dissipée pour obtenir ce second régime.

θ̄secondaire = θ̄ − θ̄primaire = β

( Σa

Σmax

)m+2
(3.3)

En résumé, la connaissance des deux régimes permet de décrire la courbe d’auto-échauffement pré-
cisement. Le régime secondaire nécessite la connaissance du régime primaire afin de décrire unique-
ment la dissipation due au mécanisme de microplasticité marquant l’endommagement associé à la
fatigue à grand nombre de cycles. En pratique, les paramètres de la courbe d’auto-échauffement sont
identifiés comme sur la figure 3.9.

76 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 3 : Caractérisation en fatigue par mesures d’auto-échauffement

Figure 3.9 – Identification des paramètres sur la courbe auto-échauffement.

En cas de non-stabilisation de la température lors des paliers de chargement, la procédure d’identi-
fication est adaptée. L’expérimentateur fixe des limites d’élévation de température et de nombre de
cycles pour garantir la validité des courbes d’auto-échauffement. Par ailleurs la procédure d’iden-
tification est aussi modifiée lorsqu’un effet d’histoire du chargement est présent.
Néanmoins, pour tous les cas de figure de courbe d’auto-échauffement, la mesure est une mesure
thermique. Il est impératif de résoudre l’équation de la chaleur pour déterminer dans le signal
thermique la part due au terme source dissipatif. La solution de cette équation permet de com-
prendre le lien entre la température stabilisée mesurée sur un volume moyen et la dissipation due
aux mécanismes de microplasticité.

3.4.2 Résolution de l’équation de la chaleur pour l’auto-échauffement

Le phénomène d’auto-échauffement est un processus thermodynamique irréversible. La des-
cription du cadre thermodynamique [Maitournam, 2013] est primordiale pour pouvoir interpréter
la courbe d’auto-échauffement. De manière générale, les milieux continus sont définis par des ca-
ractéristiques physiques et physico-chimiques. Ces caractéristiques peuvent être décrites finement
par un très grand nombre de champs de grandeurs physiques indépendantes. Cependant, chaque
problème considéré permet de réduire le nombre de grandeurs physiques ou variables d’état néces-
saire à la description du milieu continu. Les variables d’état décrivent l’état et l’évolution du milieu
observé. Dans le cas de l’auto-échauffement, il est possible de choisir un nombre limité de variables
pour décrire fidèlement le système. Pour ce cas particulier, les variables d’états considérées sont le
tenseur des déformations ε composé du tenseur des déformations élastiques εe et plastiques εe tel
que ε = εe + εp, la température T (puis par la suite θ = T − T0 car les mesures sont réalisées par
différentiation de température) et des variables d’état Vk. Ces variables Vk regroupent par exemple
les variables d’écrouissage et toute autre évolution du milieu nécessitant une description particulière
selon le choix du modélisateur. Enfin, pour compléter cette description de l’évolution du système
thermodynamique, un certain nombre de forces thermodynamiques associées aux variables d’état
sont également introduites par la suite comme le tenseur des contraintes σ ou le tenseur d’écrouis-
sage cinématique X.

L’équilibre énergétique du système est établi par le bilan d’énergie ou premier principe de la ther-
modynamique. Cet équilibre s’écrit

Ė + Ċ = Pe + Pcal (3.4)

où Ė est l’évolution de l’énergie interne du système, Ċ est l’évolution de l’énergie cinétique, Pe est
la puissance des efforts extérieurs et Pcal sont les quantités de chaleur échangées par le système. Ce
principe postule que les variations d’énergie d’un système sont dues aux échanges de travail et de
chaleurs avec l’extérieur.
Localement l’évolution de l’énergie interne avec la conservation de la masse se définit pour un
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domaine Ω(t) comme
Ė =

∫
Ω(t)

ρėdΩ (3.5)

avec e l’énergie interne spécifique et ρ la masse volumique. La puissance des efforts extérieurs Pe
se définit par

Pe = −Pi + Ċ. (3.6)

La puissance des efforts internes Pi s’écrit localement

Pi = −
∫

Ω(t)
σ : ε̇dΩ (3.7)

L’énergie cinétique est définie par
C =

∫
Ω(t)

1
2v · vdΩ (3.8)

avec v la vitesse des points du système. Enfin, la puissance des échanges thermiques Pcal est définie
par

Pcal =
∫

Ω(t)
rdΩ−

∫
∂Ω(t)

qedΩS (3.9)

où r est la densité d’énergie volumique reçue (rayonnement par exemple) et qe la densité d’énergie
surfacique échangée (flux de chaleur). ~q est la résultante normale à la surface où qe est établie.
L’énergie interne se définit par (3.4) et (3.6) comme

Ė = −Pi + Pcal (3.10)

En considérant toutes ces définitions vraies pour tout sous-ensemble Ω et en réécrivant le bilan
énergétique, le premier principe de la thermodynamique se définit localement par

ρė = σ : ε̇+ r − div(~q) (3.11)

Les transformations étudiées sont des processus irréversibles et dissipatifs. Le deuxième principe
de la thermodynamique ou inégalité de Clausius-Duheim en est l’expression avec la production
d’entropie du système toujours positive. L’inégalité de Clausius-Duheim s’écrit localement avec

ρṡ− r

T
+ div

(
~q

T

)
≥ 0 (3.12)

ρṡ− r + div (~q)− ~q · ~∇ (T )
T 2 ≥ 0 (3.13)

Le potentiel d’énergie choisi est l’énergie libre d’Helmoltz ψ. Ce potentiel est particulièrement
adapté au cadre d’étude des processus thermodynamiques irréversibles. L’énergie libre d’Helmholtz
en fonction de l’entropie s est définie par

ψ
(
T, ε, Vk

)
= e− sT (3.14)

et
ψ̇ = ∂ψ

∂ε
: ε̇+ ∂ψ

∂T
: Ṫ + ∂ψ

∂Vk
V̇k (3.15)

Ainsi en considérant σ comme étant la force thermodynamique associée à ε et s = −∂ψ
∂T , le second

principe impose que la dissipation totale soit positive. La dissipation du système s’exprime sous
deux formes, avec d’une part la dissipation thermique liée aux flux de chaleur et au rayonnement,
et d’autre part la dissipation intrinsèque ∆, donné par

∆ = σ : ε̇p − ρ ∂ψ
∂Vk

V̇k (3.16)
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En combinant tous les ingrédients du cadre thermodynamique, soit l’énergie libre d’Helmoltz et
les deux principes de la thermodynamique, la forme locale de l’équation de la chaleur associée au
cadre thermodynamique de l’auto-échauffement s’écrit

ρcṪ + div (~q)− r = ∆ + ρT

(
∂2ψ

∂T∂εe
: ε̇e + ∂2ψ

∂T∂Vk
V̇k

)
= ρcSt (3.17)

avec la chaleur spécifique c = T ∂2ψ
∂T∂T . L’intérêt de cette formulation est de mettre en évidence

une propriété matérielle : le terme source St de l’auto-échauffement. De plus avec cette formula-
tion, il y a d’un côté les termes liés à la production interne de chaleur et qui compose le terme
source, ces termes sont ∆ la dissipation intrinsèque et des termes de couplage thermodynamique
ρT

(
∂2ψ
∂T∂εe : ε̇e + ∂2ψ

∂T∂Vk
V̇k

)
. Et de l’autre, les termes liés aux flux thermiques avec r le rayonnement

et div (~q) le flux thermique.

L’équation de la chaleur adoptée (3.17) peut être simplifiée par des hypothèses applicables gé-
néralement au domaine d’étude de l’auto-échauffement [Doudard, 2004, Chrysochoos and Louche,
2000, Boulanger et al., 2004]. Ainsi, la chaleur spécifique c est considérée indépendante de la tem-
pérature et le rayonnement r est établit comme constant dans le temps [Roué, 2020]. La convection
interne est négligeable, par conséquent ∂T

∂t = dT
dt . De plus, pour les matériaux métalliques considé-

rés dans cette étude, les termes de couplage avec les variables internes ∂2ψ
∂T∂Vk

V̇k sont négligeables
devant la grandeur des autres termes [Doudard, 2004].

Afin de résoudre l’équation de la chaleur locale (3.17), un type d’approche (i.e. 0D, ou 1D ou
2D) pour l’analyse thermique doit être fait pour aborder les problèmes d’homogénéité dans le
volume et donc des sources de chaleur. Dans le cas des essais de la thèse, une approche 0D de
la mesure de la température est retenue (partie 3.2.2), c’est-à-dire qu’une approche moyenne du
champ dissipatif est faite lors de l’essai d’auto-échauffement (un modèle différent est nécessaire pour
modéliser l’hétérogénéité à l’échelle de la microstructure). Cette approche permet de procéder à
des mesures par thermocouples avec lesquels les essais d’auto-échauffement sont réalisés dans cette
thèse. Les thermocouples permettent une mesure de la température ponctuelle et moyennée dans
le temps sur une zone. Par ailleurs, l’approche 0D permet de réécrire le terme d’échange des flux
thermiques comme 1

V

∫
div (~q) dV = θρc

τeq
avec θ = T − T0 la mesure de la température différentielle

par rapport au milieu ambiant T0. Le temps caractéristique d’échange thermique τeq définit le temps
d’échange thermique entre le milieu ambiant et le volume, dans lequel la mesure de la température
est moyennée. Dans le cas de l’essai d’auto-échauffement, ce temps correspond à l’échange entre le
volume de l’éprouvette où est réalisé la mesure thermique et le milieu extérieur, qui est composé de
l’atmosphère ambiant et des mors hydrauliques rattachant le volume d’étude à la machine d’essai.
Après simplification, l’équation de la chaleur à résoudre pour une approche "0D" est la suivante

θ̇0D (t) + θ0D (t)
τ0D
eq

= S0D
t (t) (3.18)

par la suite, la notation "0D" est abandonnée, car l’ensemble des configurations de la thèse font appel
à l’approche "0D". τeq dépend des conditions limites et une solution analytique existe [Louge, 2019].

Concernant la mesure par thermocouples, celle-ci est réalisée avec une réponse lente de l’ordre
de 1 Hz alors que les éprouvettes dans cette étude sont soumises à une sollicitation cyclique de fré-
quence plus importante de 10 Hz. Il en résulte que le moyen d’essai permet uniquement de mesurer
la chaleur issue de la dissipation intrinsèque (or c’est ce terme qui est recherché pour évaluer la
propriété matériau responsable de l’auto-échauffement). Avec la différence de fréquences entre l’ac-
quisition du moyen de mesure et la sollicitation cyclique imposée au matériau, le terme de couplage
thermoélastique ρT ∂2ψ

∂T∂εe : ε̇e s’annule sur un cycle [Boulanger et al., 2004]. Le couplage thermoé-
lastique est un effet dû à la variation de volume de la déformation élastique du réseau d’atomes
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constituant le cristal (déformation volumique). Le terme de couplage peut s’écrire [Lemaitre and
Chaboche, 1990]

ρT
∂2ψ

∂T∂εe
: ε̇e = −λ′T0σ̇ (t) (3.19)

de sorte que si on considère une sollicitation cyclique de type σ (t) = σm + σa sin (2πfrt), sur un
cycle complet, la moyenne est nulle.
Enfin, l’hypothèse de la dissipation constante des sites plastiques est introduite (cas particulier
observable sur les aciers de l’étude et bon nombre d’aciers), ce qui permet de réécrire la solution
de l’équation de la chaleur en fonction du nombre de cycles N et non plus en fonction du temps

θ̄N = τeqS̄t = τeq
∆̄N

ρc
(3.20)

où θ̄N est la température stabilisée à N cycles. Puis par la suite, le terme source moyen recherchée
dans l’approche développée est réécrit θ̄. La solution de l’équation de la chaleur obtenue permet de
lier la mesure au terme source (propriété matérielle recherchée) de l’auto-échauffement. En pratique
les paramètres de la solution retenue (3.21) sont identifiés sur les paliers de sollicitation de la courbe
auto-échauffement (figure 3.10). L’identification se fait sur la composante moyenne. Du fait de la
stabilisation des paliers (équilibre thermique entre le terme source et les pertes thermiques) et
tant que l’activité plastique n’atteint pas une échelle macroscopique, la solution de l’équation de la
chaleur en fonction du temps est de la même forme que (3.20). Cette solution est donnée par

θ (t) = θ̄

(
1− e−

t
τeq

)
(3.21)

Le temps caractéristique d’échange thermique τeq est plus généralement identifié sur la phase de
refroidissement entre deux paliers de sollicitations au cours d’un essai (figure 3.10). La solution de
la température au cours du refroidissement est donnée par

θ (t) = θ̄e
− t
τeq (3.22)

Figure 3.10 – Identification des paramètres de la solution de l’équation de la chaleur sur un palier
d’auto-échauffement

3.5 Modèle probabiliste à deux échelles
La mesure thermique réalisée ne permet d’avoir comme seule information qu’une information
moyennée sur le volume d’étude du champ dissipatif. Ainsi pour exploiter cette mesure, un modèle
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est proposé pour modéliser l’hétérogénéité du champ dissipatif à l’échelle de la microstructure. Deux
outils sont utilisés pour ce faire, le modèle initial de Lemaître & Doghri [Lemaitre and Doghri, 1994]
est repris pour modéliser le comportement des deux mécanismes dissipatifs observés sur la courbe
d’auto-échauffement. Puis un modèle probabiliste est employé pour donner un scénario d’appari-
tion des sites microplastiques. Pour finir, le modèle est réemployé pour la prévision des résultats
en fatigue.

3.5.1 Deux mécanismes à deux échelles

Conformément aux observations des deux mécanismes de dissipation observés, il est nécessaire
d’introduire un modèle permettant d’interpréter la dissipation du matériau à deux échelles. L’in-
troduction d’un volume élémentaire représentatif (VER) (figure 3.11) permet de considérer les deux
échelles du matériau. Le VER est composé d’une matrice élastoplastique, définie par son propre
comportement mécanique et ses propres variables internes, et d’une inclusion élastoplastique ou site
plastique défini aussi par son propre comportement mécanique et ses propres variables internes. Le
site ou inclusion du VER est considéré actif lorsque le chargement appliqué localement excède la
limite élastique du site plastique σy.

Figure 3.11 – Volume Élémentaire Représentatif

Avec un modèle à deux échelles, l’approche considérée est dite mésoscopique. Afin de faire le lien
entre la matrice (échelle macroscopique) et les sites (échelle microscopique), il faut utiliser une
loi de localisation qui permet de connaitre le chargement local au site en fonction du chargement
globale appliqué à la matrice. La loi de localisation (3.23) utilisée est similaire à celle d’Eshelby
[Eshelby and Peierls, 1957], elle permet de faire le lien entre le champ local

(
σ, εp

)
et le champ

mésoscopique
(
Σ, Ep

)
σ = Σ− 2G (1− ζ)

(
εp − Ep

)
(3.23)

où G est le module de cisaillement et ζ une constante, dite d’Eshelby, liée au coefficient de Poisson.

3.5.2 Apparition probabiliste de la plasticité

La dissipation du régime secondaire est liée à la contribution de l’ensemble des sites plastiques
apparus dans le matériau au cours du chargement cyclique. Or l’apparition de la microplasticité suit
une distribution aléatoire et progressive. Il est important de souligner qu’il n’existe pas de corréla-
tion spatiale dans l’activation des différents sites. Par conséquent et afin de décrire ce phénomène,
l’apparition aléatoire et progressive des sites plastiques est pilotée par un Processus Ponctuel de
Poisson (PPP) schématisé sur la figure 3.12.
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Figure 3.12 – VER avec évolution progressive et aléatoire des sites plastiques

Dans le cadre du PPP, pour un domaine Ω, le nombre moyen N de sites actifs dans un volume
V est donné par

N (Ω) =
∫
V
λdV (3.24)

avec λ l’intensité du processus qui exprime l’apparition progressive des sites plastiques en fonction de
l’amplitude des contraintes Σa. L’intensité du processus est exprimée par une équation constitutive
du modèle sous la forme d’une loi puissance par

λ = 1
V0

(Σa

S0

)m
(3.25)

avec V0 le paramètre de taille, S0 le paramètre d’échelle et m la puissance du processus.
La réponse du modèle est déterminée en utilisant le cadre de la thermodynamique des milieux
continus ainsi que par les hypothèses adoptées pour le modèle. Dans ce cadre thermodynamique,
l’énergie libre spécifique de Helmholtz ψ pour chaque site plastique est définie par

ρψ
(
ε, εp, α

)
= 1

2
(
ε− εp

)
: E :

(
ε− εp

)
+ 1

3α : C : α (3.26)

avec des variables d’états choisies pour décrire fidèlement le système. Ces variables d’états sont le
tenseur des déformations ε, le tenseur des déformations plastiques εp et le tenseur variable d’état
de l’écrouissage cinématique α. L’écrouissage isotrope peut tout aussi bien être considéré si cette
variable est nécessaire pour décrire l’état du matériau. Dans la définition de l’énergie libre spéci-
fique, les autres variables sont des paramètres matériaux avec E le tenseur d’élasticité d’ordre 4 et
C le tenseur d’écrouissage cinématique d’ordre 4. C se réduit généralement à une variable scalaire
dans le cas de l’écrouissage cinématique linéaire pour un matériau isotrope.

À partir des lois d’états, les forces thermodynamiques sont dérivées du potentiel thermodyna-
mique par rapport aux variables d’état. Elles se définissent comme le tenseur des contraintes σ et
le tenseur d’écrouissage cinématique X données par

σ = ρ
∂ψ

∂ε
= −ρ ∂ψ

∂εp
= E :

(
ε− εp

)
(3.27)

X = ρ
∂ψ

∂α
= 2

3C : α (3.28)
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Afin de définir l’évolution des variables internes du système, il est nécessaire d’introduire dans un
premier temps la surface de plasticité ou domaine élastique par une fonction seuil de plasticité
définie par le modèle de von Mises

f
(
σ,X

)
= J2

(
σ −X

)
− σy ≤ 0 (3.29)

avec J2 le second invariant du déviateur du tenseur des contraintes

J2
(
σ −X

)
=
√

3
2
(
s−X

)
:
(
s−X

)
où s est la projection du tenseur des contraintes σ dans le plan déviatorique et s = σ− 1

3 trace
(
σ
)
I.

Afin de décrire plus précisément l’évolution du domaine élastique, un pseudopotentiel plastique
est introduit pour décrire l’écoulement plastique en fonction de l’écrouissage cinématique, et par
extension les variables d’états

F
(
σ,X

)
= f

(
σ,X

)
+ 3

4
γ

C
X : X (3.30)

L’évolution des variables d’états introduites est pilotée par l’application des lois de normalité au
pseudopotentiel de plasticité

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ
= λ̇

3
(
s−X

)
J2
(
σ −X

) (3.31)

α̇ = λ̇
∂F

∂X
(3.32)

avec λ̇ le multiplicateur plastique. Par construction à partir de (3.32), l’évolution du tenseur
d’écrouissage cinématique est définie comme la loi d’Armstrong-Frederick [Armstrong and Fre-
dericks, 1966],

Ẋ = 2
3Cε̇

p − γXṗ. (3.33)

On montre alors que le multiplicateur plastique λ̇ et la vitesse de déformation plastique cumulée ṗ
sont égaux,

ṗ =
√

2
3 ε̇

p : ε̇p = λ̇. (3.34)

La détermination du multiplicateur plastique λ̇ est obtenue à partir de la condition de cohérence
sur le domaine d’élasticité ḟ = 0⇔ ∂f

∂σ : σ̇ + ∂f
∂X : Ẋ = 0. L’expression du multiplicateur plastique

est exprimée (avec inclusion de la condition de localisation du chargement à l’inclusion (3.23)) par

λ̇ = H(f)
h

∂f

∂σ
: Σ̇ (3.35)

où h est le module d’écrouissage instantané défini tel que h = C + 3µ (1− ξ) − γ 3
2

(s−X):X
J2(σ−X) . La

fonction de Heaviside H(f) permet de garder la condition f = 0, H(f) = 0 si f < 0 sinon
H(f) = 1 pour f = 0. Le système ne cumule de plasticité que si la surface seuil est atteinte soit
pour f = 0.
La dissipation intrinsèque ∆t générée par un site plastique au temps t se calcul avec

∆t = σ : ε̇p −X : α̇ =
(
σ −X

)
: ε̇p + λ̇

3
2
γ

C
X : X (3.36)

La densité d’énergie dissipée par un site plastique sur un cycle est donc obtenue comme

Esited =
∫
cycle

∆tdt (3.37)
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ainsi pour une sollicitation de traction-compression et en considérant un écrouissage cinématique
linéaire (γ = 0), l’énergie dissipée s’écrit

Esited = 4Vsσy
h
〈Σa − σy〉 (3.38)

avec 〈·〉 les crochets de Macaulay et Vs le volume occupé par un site plastique. L’avantage de cette
écriture (3.38) est qu’elle représente de manière intuitive le phénomène de dissipation du second
régime. Le site plastique dissipe si le chargement global est supérieur à sa limite d’élasticité locale
σy. Ainsi, l’approche déterministe consistant à détecter la limite d’endurance d’un matériau au
démarrage du régime secondaire, prends tout son sens et la limite élastique locale σy est assimilée
à cette limite d’endurance.
Pour l’extension à des chargements multiaxiaux proportionnels, l’introduction d’une contrainte
équivalente [Poncelet, 2007] permet de réécrire l’énergie dissipée par un site plastique avec

Esited = 4Vsσy
h
〈Σeq

a − σy〉 (3.39)

où Σeq
a est la contrainte équivalente de von Mises pour la composante alternée du chargement.

De la même manière que pour le site plastique, il est possible de définir l’énergie dissipée par
la matrice. Celle-ci peut être approximée par une fonction quadratique fonction de l’amplitude des
contraintes [Munier, 2012]

Ematriced = KΣ2
a (3.40)

Ainsi l’énergie, que dissipe le VER, provient de la matrice et de l’ensemble des sites plastiques.
Cette densité d’énergie dissipée est donnée par

EV ERd = K (Σeq
a )2 +

∫ Σeqa

0
Esitesd

(
Σ
)
dN (3.41)

avec dN le nombre de sites plastiques qui sont activés pour un chargement entre Σ et Σ+dΣ. Ainsi
dN =

∫
V
dλ
dΣdΣdV . Par ailleurs, le champ de contrainte n’est pas homogène dans le volume pour

de très nombreuses configurations, et notamment pour les éprouvettes tubulaires utilisées lors des
essais en torsion. L’hétérogénéité du champ de contrainte influence le champ dissipatif. La solution
est d’introduire un volume effectif Veff qui permet d’intégrer facilement l’hétérogénéité du champ
de contrainte. Le principe du volume effectif est donné par Hild [Hild et al., 1992], il se définit
comme Veff,m = V ×Hm où Hm est le facteur d’hétérogénéité défini comme

Hm = 1
V

∫
V

( Σeq
a

max (Σeq
a )

)m
dV (3.42)

.
Le volume effectif est un volume équivalent dans lequel on considèrerait une contrainte uniforme
égale à l’amplitude de contrainte équivalente maximale. La densité d’énergie dissipée du volume
devient donc

Evolumed = Kmax (Σeq
a )2 + 4Vsm

V h(m+ 1)(m+ 2)V0Sm0
Veff,m+2max (Σeq

a )m+2 (3.43)

Pour les essais sous chargement uniaxial, la question de l’hétérogénéité du champ de contraintes
n’est pas abordée pour le régime primaire. Le paramètreK est considéré comme porteur de cet effet.
La question de la prise en compte de l’hétérogénéité dans le régime primaire est particulièrement
abordée au chapitre 4 portant sur l’étude précise du régime primaire. La question de l’hétérogé-
néité du champ de contrainte pour le régime secondaire est, elle aussi plus largement détaillée avec
l’étude sous chargement multiaxial du chapitre 5.
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Avec l’équation (3.43) et l’équation de la courbe d’auto-échauffement (3.1) définie en 3.4.1, le
lien entre les paramètres pilotant le modèle (V0, S

m
0 ,m) et les paramètres descriptifs de la courbe

d’auto-échauffement(α, β,m) est immédiat. Pour rappel, l’équation décrivant la courbe d’auto-
échauffement est définie par

θ̄ = frτeq
ρc

Evolumed = α

(
Σeq
a

Σf

)2

+ β

(
Σeq
a

Σf

)m+2

(3.44)

Le modèle permet de donner une interprétation thermodynamique des phénomènes en jeu sous
sollicitations cycliques. La dernière étape est d’établir les durées de vie illimitées dans le cadre de
la fatigue à grand nombre de cycles et les durées de vie limitées.

3.5.3 Durée de vie en fatigue

3.5.3.1 Durée de vie illimitée

Grâce aux hypothèses faites dans le modèle probabiliste, il est possible d’établir la limite d’en-
durance d’un matériau (i.e., la limite conventionnelle à 107 cycles) à partir des paramètres identifiés
sur les courbes d’auto-échauffement. Dans le modèle, l’hypothèse du maillon le plus faible est rete-
nue : la rupture du matériau sera effective à partir du moment où un site est rompu. Or, le modèle
considère un processus ponctuel de Poisson (PPP) pour régir le scénario d’activation des sites plas-
tiques (l’activation des sites n’est pas corrélée dans le temps et l’espace). De plus, l’intensité du
processus ou la densité d’activation des sites est sous la forme d’une loi puissance. L’ensemble de
ces hypothèses permet d’écrire la probabilité de rupture Pf de la structure sous la forme d’une
distribution de Weibull [Weibull, 1951]

Pf = 1− exp
[
−
∫
V

1
V0

(Σeq
a

S0

)m]
= 1− exp

[
−Veff,m

V0

(
max (Σeq

a )
S0

)m]
(3.45)

avec V0, S0 et m les paramètres du modèle probabiliste et Veff,m le volume effectif.
À partir de l’expression de la probabilité de rupture et grâce au modèle de Weibull, la limite
d’endurance Σ̄AE

∞ du matériau (classiquement des gammes de durée de vie comprise entre 106 et
107 cycles) s’écrit

Σ̄AE
∞ =

(
V0S

m
0

Veff,m

) 1
m

Γ
(

1 + 1
m

)
(3.46)

et l’écart-type associé est

¯̄ΣAE
∞ =

(
V0S

m
0

Veff,m

) 1
m
√

Γ
(

1 + 1
m

)
− Γ2

(
1 + 1

m

)
(3.47)

avec la fonction gamma d’Euler : Γ(x) =
∫∞

0 tx−1e−tdt.
La présence du volume effectif dans le modèle probabiliste permet de prendre en compte l’effet de
volume dans l’estimation de la limite d’endurance. De plus, l’effet de concentration de contrainte
est aussi pris en compte permettant de déterminer la limite d’endurance du matériau d’un point
de vue structure comme cela peut être le cas dans une approche bureau d’études. Cet effet est revu
en détail par la suite.

3.5.3.2 Durée de vie limitée

Pour décrire le comportement en durée de vie limitée, il est possible d’introduire un critère
énergétique pour régir la ruine du matériau à partir d’une certaine énergie dissipée. Ce critère
énergétique permet de relier une énergie critique Ec en fonction d’une énergie volumique dissipée
par Esitesd à un nombre de cycles N donné
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Ec = NEsitesd (3.48)

Or l’énergie dissipée pour ce site critique est donnée par

Ed (Pf ) = 4VsΣ̄AE
∞ (Pf )
h

〈Σeq
a − Σ̄AE

∞ (Pf )〉 (3.49)

où Σ̄AE
∞ (Pf ) est la limite d’endurance pour la probabilité de rupture Pf . Enfin, il est possible

d’exprimer le nombre de cycles à rupture en fonction de l’amplitude de chargement par

NR = A

Σ̄AE
∞ (Pf ) 〈Σeq

a − Σ̄AE
∞ (Pf )〉

(3.50)

avec A = hEc
4Vs un paramètre matériau à déterminer. L’identification de A se fait à partir d’une

amplitude de contrainte amenant à une rupture ainsi, il est possible de tracer les courbes de Wöhler
ou courbes SNP comme sur la figure 3.13.

Figure 3.13 – Courbe de Wöhler en traction-compression à R = -1, acier 16MND5

La limite d’endurance Σ̄∞,Pf des courbes de Wöhler pour une probabilité de rupture Pf différente
de 50% sont données par

Σ̄∞,Pf = Σ̄∞
( log10(1− Pf )

log10(1− 0, 5)

) 1
m

(3.51)

3.6 Application de la méthode auto-échauffement aux aciers de la
ligne d’arbres

Plusieurs familles d’aciers sont retenues pour la construction des lignes d’arbres. Ces aciers sont
généralement sélectionnés pour avoir une bonne tenue en fatigue, ainsi qu’une bonne formabilité
afin d’obtenir des pièces de plusieurs mètres, voire d’une dizaine de mètres. Dans le cas de l’étude,
deux aciers sont caractérisés : l’acier 16MND5 et l’acier 42CrMo4. Pour les deux matériaux, des
observations de la microstructure et des essais de caractérisation du comportement mécanique
sont réalisés puis les deux aciers sont caractérisés en fatigue à grand nombre de cycles par la
méthode auto-échauffement sous des sollicitations cycliques uniaxiales. Ces chargements sont soit de
nature traction-compression avec contraintes moyennes, soit de torsion avec différentes contraintes
moyennes.
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3.6.1 Caractérisation en fatigue par la méthode auto-échauffement de l’acier
16MND5 sous chargements simples

3.6.1.1 Acier 16MND5 : Comportement mécanique et composition

L’acier 16MND5 (16MnMoNi5-5) utilisé dans l’étude est un matériau prélevé sur une ligne
d’arbres retirée du service. Il s’agit d’un acier faiblement allié présentant peu d’éléments d’addition
(tableau 3.1). Sa microstructure, observée par EBSD (Electron BackScatter Diffraction) avec le
MEB (Microscope Électronique à Balayage) de l’ENSTA, présente essentiellement deux populations
de taille de grain (figure 3.14). La première population majoritaire est composée par d’anciens
grains d’austénite de taille > 40µm. La seconde population de grains est moins nombreuse, elle
présente des lattes de bainite de quelques µm. Ce résultat est attendu aux vues des traitements
thermiques appliqués aux arbres de transmission. Dans ces conditions l’acier 16MND5 peut former
une phase de bainite. Par ailleurs, l’observation de la microstructure ne semble pas montrer de
texture cristallographique prononcée au sein du matériau d’étude.

C Si Mn P S Ni Mo Fe
0, 2 0, 4 1, 15− 1, 55 0, 025 0, 015 0, 5− 0, 8 0, 5 balance

Table 3.1 – Composition chimique relative du 16MND5 exprimé en % en masse

Figure 3.14 – microstructure du 16MND5, observations EBSD

Des essais mécaniques "classiques" ont été réalisés pour établir la limite à rupture en traction du
matériau. De même, des essais de traction et de torsion ont été faits pour établir le comportement du
matériau dans le domaine élastique. Le tableau 3.2 regroupe l’ensemble de ces informations. L’acier
16MND5 présente des propriétés mécaniques macroscopiques moyennes standards (figure 3.15a)
avec une limite élastique autour des 475 MPa sachant que cette valeur varie légèrement au sein
de la section d’une ligne d’arbres avec une limite d’élasticité plus importante en peau qu’en cœur
de section. Des essais de traction-torsion ont été faits dans le domaine élastique du matériau avec
un suivi par rosette de déformation à 45°. Ces essais sont affichés en figure 3.15b en fonction de
la contrainte équivalente de von Mises et de la déformation équivalente de von Mises. Les essais
semblent montrer que le matériau a un comportement élastique isotrope (variation de ± 1,5%)
bien qu’il ait subi des étapes de forge et de traitement thermique lors de la fabrication de la ligne
d’arbres.

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 87



Chapitre 3 : Caractérisation en fatigue par mesures d’auto-échauffement

(a) (b)

Figure 3.15 – (a) Essai de rupture 16MND5, (b) Essais élastiques en traction et torsion en fonction
des directions principales, mesure par rosette de déformation, acier 16MND5

E ν G σy Rm A
(GPa) (GPa) (MPa) (MPa) %

207 0, 298 79, 7 475 709 23

Table 3.2 – Paramètres du 16MND5

3.6.1.2 Acier 16MND5 : Comportement en fatigue sous chargements de traction et
chargements de torsion par mesures d’auto-échauffement

a) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en traction-compression

Le protocole de caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles par mesures d’auto-
échauffement (partie 3.3) est appliqué à la caractérisation de l’acier 16MND5. Dans un premier
temps, le matériau est évalué en fatigue vis-à-vis du chargement de traction-compression avec dif-
férents niveaux de contraintes moyennes. Le niveau de contrainte moyenne est défini par le rapport
de charge

R = σmin
σmax

(3.52)

où σmin est le niveau de contrainte minimale de la sollicitation cyclique et à l’opposé σmax est le
niveau maximal. Pour l’application des lignes d’arbres, cinq rapports de charges R sont retenus :
R = −1, R = −0, 5, R = −0, 3, R = −2 et R = −3. Les courbes d’auto-échauffement obtenues pour
les cinq rapports de charges sont tracées en figure 3.16. Les paramètres identifiés sur les courbes
sont regroupés dans le tableau 3.3.
Les courbes d’auto-échauffement de la figure 3.16 sont tracées en fonction de l’amplitude de
contraintes Σa et de la densité d’énergie dissipée Ēd. L’énergie dissipée permet de comparer plus fi-
dèlement les courbes d’auto-échauffement entre-elles. Le temps caractéristique d’échange thermique
τeq est divisé à la température stabilisée θ̄ afin de limiter au maximum l’effet des conditions d’essai.
L’équation décrivant la courbe d’auto-échauffement est inchangée. Elle conserve la description des
deux régimes d’auto-échauffement avec les paramètres α et β donnant leur intensité, et est donnée
par

fr
ρc
Ēd = 1

τeq
θ̄ = α

( Σa

max (Σa)

)2
+ β

( Σa

max (Σa)

)m+2
. (3.53)

Dans l’équation précédente, le paramètre max (Σa) est fixé pour l’ensemble des courbes d’auto-
échauffement, c’est un paramètre de normalisation permettant de comparer les paramètres d’inten-
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sités des régimes primaires et secondaires des diverses courbes. La valeur de max (Σa) pour l’acier
16MND5 est fixé à 360 MPa.

Figure 3.16 – Courbes auto-échauffement en traction-compression à différent rapport de charge R
sur l’acier 16MND5

De manière empirique (transition entre régime primaire et secondaire, méthode introduite dans la
section 3.2.1), la limite d’endurance Σ̄AE

∞ de l’acier 16MND5 est identifiée sur les courbes d’auto-
échauffement au rapport de charge R = −1 (contrainte moyenne nulle) sur la figure 3.17. Cette
limite se situe, dans un diagramme en logarithme, à l’intersection entre la droite décrivant le régime
secondaire (pente de m+2) avec la droite horizontale d’ordonnée 50 mK. Cette droite est position-
née pour correspondre à l’élévation minimale d’énergie que peut détecter un thermocouple. Ainsi, la
limite d’endurance du 16MND5 identifiée, en traction-compression, est égale à Σ̄∞,−1 = 313 MPa
(figure 3.17a). D’un point de vue mécanique, la limite d’endurance correspond à l’activation du
régime secondaire et des zones de microplasticité amenant à rupture à 106 − 107 cycles. La li-
mite d’endurance peut être estimée au premier point où l’élévation de température du régime
secondaire commence à être significative (figure 3.17b). L’obtention de plusieurs courbes d’auto-
échauffement en traction-compression à R = −1 (figure 3.16 et tableau 3.3) montre la très bonne
répétabilité de la méthode pour obtenir une courbe d’auto-échauffement.
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(a) (b)

Figure 3.17 – (a) Représentation bilogarithmique de la courbe auto-échauffement en traction -
compression alternée avec l’identification déterministe de la limite d’endurance Σ̄∞,−1 de l’acier
16MND5, (b) Observation du début d’élévation de la température du régime secondaire en traction
- compression alternée pour l’acier 16MND5

Par la suite, l’obtention des limites d’endurance d’un matériau pour les différents rapports de charge
R se fait par comparaison des courbes d’auto-échauffement et de leur régime secondaire.

Cette comparaison est préfable, car elle vient faire le lien entre deux propriétés physiques et non
deux façons d’identifier des limites de fatigue. Le rapport entre des limites d’endurance est rendu
possible par le modèle en partant de l’équation définissant la limite d’endurance pour une sollicita-
tion (3.46) et des équations permettant de calculer analytiquement la densité d’énergie dissipée Ēd.
Or ces énergies dissipées Ēd sont reliées aux paramètres β décrivant l’intensité du régime secondaire
des courbes d’auto-échauffement. En résumé, Le paramètre β est directement relié au paramètre
V0S

m
0 du modèle thermodynamique probabiliste avec les équations (3.43) et (3.44). Or ce sont ces

paramètres qui permettent d’obtenir les propriétés en fatigue du matériau.

Il est à noter qu’il est important de vérifier, à quel endroit du volume, est prise la contrainte
équivalente. Dans le cas des éprouvettes tubulaires, la contrainte peut être définie au rayon moyen
ou au rayon extérieur, ce qui a une influence en torsion. Cependant, de manière générale, le rapport
entre deux limites d’endurance, à même rayon de contrainte équivalente, se fait avec

Σ̄∞,2
Σ̄∞,1

=
(
β1Veff,m,1Veff,m+2,2
β2Veff,m,2Veff,m+2,1

) 1
m

(3.54)

où les volumes effectifs Veff sont établis avec les coefficients Hm (3.42) évalués à m et m+ 2.

En partant de l’équation (3.54), les limites d’endurances à R = −0, 5, R = −0, 3, R = −2 et
R = −3 sont obtenues (tableau 3.3). La méthode permet de constater l’effet de contrainte moyenne
en traction (R = −0, 5 et R = −0, 3) et en compression (R = −2 et R = −3).
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α β m τeq
Σ∞,x

Σ∞,−1
Limite d’endurance

(s) Σ∞,x(MPa)
σ−1 0, 009 0, 035 24 31 1 313
σ−1 0, 009 0, 03 24 33 1 313
σ−0,5 0, 009 0, 08 24 48 0, 96 300
σ−0,3 0, 008 1, 33 24 34 0, 87 270
σ−2 0, 009 0, 10 24 39 0, 96 300
σ−3 0, 007 0, 38 24 40 0, 91 285

Table 3.3 – Paramètres identifiés des courbes auto-échauffement en traction-compression de la
figure 3.16 et propriétés en fatigue de l’acier 16MND5

Dans un but de validation, les résultats du modèle auto-échauffement sont comparés, avec des
courbes de Wöhler, aux résultats de fatigue obtenus par un modèle de fatigue de type staircase (par-
tie 1.2.2.1). Ces comparaisons entre modèles ont été faites à R = −1 et R = −0, 3. Pour R = −1,
la courbe de fatigue correspondante est en figure 3.18 et les résultats du staircase sont synthétisés
dans le tableau 3.4. Pour les éprouvettes du staircase, celles-ci sont sollicitées à l’aide d’un vibro-
phore à 130 Hz environ. L’éprouvette vibrophore est donc légèrement différente (voir Annexe C.8).
La comparaison des résultats de fatigue entre les éprouvettes tubulaires utilisées pour la méthode
auto-échauffement et les éprouvettes lisses utilisées pour le staircase est rendue possible avec la
prise en compte des volumes effectifs Veff,m.

Figure 3.18 – Courbe de Wöhler en traction-compression à R = -1, acier 16MND5

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13
320 × × ×
315 × × ◦ × ◦
310 × ◦ ◦ ◦
305 ◦

Table 3.4 – Acier 16MND5, Staircase réalisé à R = −1 pour 1× 107 cycles, ◦ : survie, × : rompue

Les formules de Dixon-Mood (partie 1.2.2.1) sont appliquées au staircase du tableau 3.4. La li-
mite d’endurance calculée Σ̄∞,−1 est de 313,3 MPa avec un écart-type de 6,2 MPa. De plus, les
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conditions de validité de la méthode (1.6) et (1.7) sont vérifiées pour ce staircase. Le résultat du
modèle staircase est comparable aux résultats du modèle auto-échauffement. La courbe de Wöhler
figure 3.18 illustre bien la capacité de la méthode auto-échauffement à prévoir une durée de vie pour
les grands nombres de cycles pour l’acier 16MND5. Par ailleurs, si ces deux méthodes donnent des
résultats similaires, il est important de noter que le staircase a mobilisé les moyens d’essai pendant
13 jours contre 6 heures pour la méthode auto-échauffement.

Un second staircase est réalisé afin de vérifier la capacité de la méthode auto-échauffement à
prévoir un résultat de fatigue avec contrainte moyenne non nulle. Pour cela, les résultats entre
les deux modèles sont comparés pour un rapport de charge R = −0, 3. La courbe de Wöhler tra-
cée figure 3.19 et le staircase correspondant est synthétisé au tableau 3.5. La limite d’endurance
moyenne du staircase du tableau 3.5 s’établit à 279 MPa avec un écart-type de 5,73. Les conditions
du staircase (1.6) et (1.7) sont valides.

Figure 3.19 – Courbe de Wöhler en traction-compression à R = -0,3, acier 16MND5

Les deux modèles donnent des résultats comparables en présence de contraintes moyennes de
traction avec une limite d’endurance comparable entre le modèle auto-échauffement (Σ̄AE

∞,−0,3 =
270 MPa) et le modèle staircase (Σ̄∞,−0,3 = 279 MPa).

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15
282 ×
282 ◦ × × ×
279 × ◦ ◦ ◦
276 ◦ × ◦
273 ◦ ◦
270 ◦

Table 3.5 – Acier 16MND5, Staircase réalisé à R = −0, 3 pour 1×107 cycles, ◦ : survie, × : rompue

Pour la réalisation des deux staircase, l’évaluation des contraintes résiduelles est effectuée par dif-
fraction de rayons X (DRX) sur les éprouvettes utilisées. Le protocole d’usinage employé introduit
sur le lot d’éprouvettes une contrainte résiduelle axiale inférieure à 150 MPa en compression. Ce
niveau de contraintes n’est pas suffisant pour avoir une influence sur le staircase et confirme les
résultats obtenus.
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b) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en torsion
Similairement au travail effectué pour caractériser l’acier 16MND5 en traction - compression, le
matériau est caractérisé en fatigue à grand nombre de cycles en torsion. Pour cette sollicitation,
trois rapports de charge (3.52) sont retenus : R = −1, R = −0, 5 et R = −0, 3. Les courbes d’auto-
échauffement associées sont tracées en figure 3.20 et les paramètres identifiés sur ces courbes sont
compilés dans le tableau 3.6. La comparaison entre les régimes secondaires d’auto-échauffement de
différentes sollicitations (traction et torsion) est rendue possible par l’équation des rapports de
limites d’endurance (3.54). Il est à noter que les courbes d’auto-échauffement en torsion de la
figure 3.20 sont exprimées avec la contrainte équivalente en amplitude au rayon moyen Σeq

a,r=moyen.
Par conséquent, le rapport entre une limite d’endurance de torsion et une limite d’endurance de
contrainte normale se réécrit au rayon maximal avec

Σ̄∞,τ
Σ̄∞,σ

=
(
βσVeff,m,σVeff,m+2,τ
βτVeff,m,τVeff,m+2,σ

(Σeq
a,r=max

Σeq
a,r=moy

)(m+2)

τ

) 1
m

(3.55)

Comme le montre la figure 3.20, la méthode utilisée fait preuve d’une très bonne répétabilité
(rapport de charge à R = -1) en torsion.

Figure 3.20 – Courbes d’auto-échauffement en torsion à différent rapport de charge R sur l’acier
16MND5

α β m τeq
τx
τ−1

√
3τx
σ−1

Limite d’endurance
(s) T∞,x(MPa)

τ−1 0, 006 0, 06 24 38 1 1, 07 193
τ−1 0, 007 0, 06 24 46 1 1, 07 193
τ−0,5 0, 007 0, 29 24 39 0, 94 1, 00 184
τ−0,3 0, 006 1, 95 24 36 0, 87 0, 92 168

Table 3.6 – Paramètres identifiés des courbes auto-échauffement en torsion de la figure 3.20

c) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en traction-compression avec torsion moyenne

Même si ce chapitre est centré sur l’utilisation de la méthode et la caractérisation des matériaux
sous chargement constant uniaxial, une première caractérisation multiaxiale est entreprise. Une des
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caractéristiques du chargement des lignes d’arbres est le chargement en amplitude de contrainte
normale couplée à une contrainte moyenne de torsion. Ainsi, l’acier 16MND5 est caractérisé pour
des chargements de traction - torsion alternée avec des niveaux de contraintes moyennes de torsion.
Les courbes d’auto-échauffement ainsi obtenues sont tracées en figure 3.21 et les paramètres associés
sont synthétisés au tableau 3.7.

Figure 3.21 – Courbes d’auto-échauffement en traction-compression à différentes contraintes
moyennes de torsion sur l’acier 16MND5

τm α β m τeq
σx
σ−1

Limite d’endurance
(MPa) (s) Σ∞,x(MPa)

0 0, 008 0, 03 24 35 1 313
131 0, 007 0, 10 24 31 0, 95 297
160 0, 008 0, 16 24 30 0, 93 291
178 0, 008 0, 29 24 38 0, 91 285
189 0, 008 0, 61 24 30 0, 88 275
200 0, 007 0, 96 24 39 0, 86 269

Table 3.7 – paramètres identifiés des courbes auto-échauffement de la figure 3.21

La limite d’endurance est affectée par la présence de contrainte moyenne de torsion (tableau 3.7). Le
niveau de contrainte par rapport à l’amplitude doit être assez élevé pour affecter significativement
la limite d’endurance. Cependant, à τm = 131 MPa, la limite en fatigue est réduite de 5% et
pour des chargements où la contrainte moyenne de torsion (τm = 200) est supérieure à la limite
d’endurance de torsion (τ−1,∞ = 191), mais toujours loin de la limite d’élasticité (Re,τ = 275 MPa),
cette baisse de la limite en fatigue peut atteindre 14%. Pour l’application des lignes d’arbres, la
contrainte moyenne de torsion dépasse souvent peu les 100 MPa dans les zones géométriques. La
baisse en fatigue attendue ne dépasse pas alors les 4 à 5%.

3.6.1.3 Acier 16MND5 : diagrammes de Haigh identifiés sous sollicitations cycliques
uniaxiales

a) Calibration des critères de fatigue en traction-compression
Les résultats de fatigue obtenus sont utilisés pour calibrer les critères de fatigue du chapitre 1.
Les quatre critères retenus sont les critères de Sines, de Crossland, de Marin et d’Altenbach. Ces
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critères sont affichés dans un diagramme de Haigh en traction-compression (figure 3.22). Le but est
d’observer les différentes réponses des critères pour observer leur précision dans la représentation
du comportement en fatigue de l’acier 16MND5. Les paramètres matériaux de chaque critère sont
regroupés au tableau 3.8.

Sur le diagramme de la figure 3.22, les différences de modélisation sont flagrantes entre les cri-
tères. Le critère d’Altenbach étant le plus détaillé (utilisation d’un nombre plus important de
résultats de limite d’endurance), il est celui qui modélise parfaitement le comportement du ma-
tériau pour cette sollicitation. Cela montre, l’intérêt d’un tel critère pour modéliser fidèlement le
comportement d’un matériau en fatigue pour les critères de type invariant. Les critères de Sines et
de Crossland se montrent non conservatifs. Mais celui de Crossland est pertinent pour les niveaux
de contraintes moyennes faibles. Enfin, le critère de Marin est très conservateur d’où son utilisation
dans des normes industrielles. On notera pour cet acier que l’introduction de contraintes moyennes
de compression induit, de la même manière que pour les contraintes moyennes de traction, une
réduction de la durée de vie (figure 3.22).

Figure 3.22 – Diagramme de Haigh traction-compression de l’acier 16MND5

critère paramètres

Sines J2a + αI1m = β
α β

0, 12 329

Crossland J2a + αI1,max = β
α β

0, 06 329

Marin J2a + αJ2m = β
α β

0, 48 310

Altenbach λ1J2a + λ2I1a + µ1J2m + µ2I1m = σ−1
λ1 λ2 µ1 µ2 σ−1

0, 94 0, 06 0, 24 0, 04 313

Table 3.8 – paramètres des critères calibrés sur la figure 3.22

b) Diagramme de Haigh en torsion
Le diagramme de Haigh en torsion de l’acier 16MND5 est obtenu figure 3.23, les paramètres des
critères identifiés sont ceux du tableau 3.8. Le même constat est établi en torsion, le critère de Marin
par sa philosophie et définition reste un critère très conservateur du fait de sa calibration par Rm
pour l’influence de la contrainte moyenne. En torsion, les critères de Sines et Crossland sont des
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bonnes approximations pour décrire le comportement du matériau. Enfin, le critère d’Altenbach
est celui qui permet la meilleure description grâce à l’utilisation de quatre invariants.

Figure 3.23 – Diagramme de Haigh en torsion de l’acier 16MND5

c) Diagramme de Haigh en traction-compression avec torsion moyenne

Dans le dernier diagramme de Haigh associé à cette application (figure 3.24), le critère le plus
descriptif reste celui d’Altenbach. Cependant, la calibration par des essais "1D" introduit un léger
écart pour ce chargement pseudo-multiaxial. La calibration "1D" ne prend pas en compte de cou-
plage entre les diverses sollicitations. Pour ce qui est des autres critères, le critère de Marin est
conservatif et restrictif. Les critères de Sines et Crossland sont, par contre, non conservatifs et donc
non applicables en bureaux d’études pour cette application.

Figure 3.24 – Diagramme de Haigh en traction-compression alternée à différentes contraintes
moyennes de torsion sur l’acier 16MND5
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3.6.2 Caractérisation en fatigue par la méthode auto-échauffement de l’acier
42CrMo4 sous chargements simples

3.6.2.1 Acier 42CrMo4 : Comportement mécanique et composition

Un second matériau des lignes d’arbres est caractérisé dans cette étude, il s’agit de l’acier
42CrMo4 venant d’une ligne d’arbres non mise en service. C’est un acier qui présente des per-
formances vis-à-vis d’essais mécaniques "classiques" plus importantes que l’acier 16MND5. l’acier
42CrMo4 est un acier relativement peu allié (tableau 3.9), et du point de vue de sa microstructure
(figure 3.25), deux types de grains sont présents au sein du matériau. La majorité de ces grains sont
composés d’une phase de ferrite d’une taille > 20µm, alors que la seconde population forme, comme
dans le cas de l’acier 16MND5, des grains de bainite issus des traitements thermiques appliqués à
la ligne d’arbres. Ces lattes de bainite sont peu nombreuses et de faible taille, mais elles permettent
une amélioration des propriétés mécaniques à la rupture.

C Si Mn P S Cr Mo Fe
0, 38− 0, 45 0, 4 0, 6− 0, 9 0, 035 0, 035 0, 9− 1, 2 0, 15− 0, 3 balance

Table 3.9 – Composition chimique relative de l’acier 42CrMo4 exprimé en % en masse

Figure 3.25 – microstructure de l’acier 42CrMo4, observations EBSD

De la même manière que pour l’acier 16MND5, les propriétés mécaniques de l’acier sont obtenues
par un essai de traction à rupture et des essais de traction et torsion dans le domaine élastique. Le
tableau 3.10 résume ces informations.
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(a) (b)

Figure 3.26 – (a) Essai de rupture de l’acier 42CrMo4, (b) Essai élastique multiaxial sur l’acier
42CrMo4

E ν G σy Rm A%
(GPa) (GPa) (MPa) (MPa)

213 0, 31 81 635 935 18

Table 3.10 – Paramètres de l’acier 42CrMo4

3.6.2.2 Acier 42CrMo4 : Comportement en fatigue sous chargements de traction et
chargements de torsion

a) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en traction-compression
Le protocole auto-échauffement de caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles de l’acier

16MND5 sous chargements de traction - compression et sous chargements de torsion (partie 3.6.1.2)
est renouvelé sur l’acier 42CrMo4. Quatre rapports de charge en lien avec l’application sont rete-
nus : R = −1, R = −0, 3, R = −2 et R = −3. Les courbes d’auto-échauffement associées sont sur
la figure 3.27 avec les paramètres de ces courbes regroupés dans le tableau 3.11. L’essai au rap-
port de charge R = −0, 3 est doublé, il montre la bonne répétabilité de la méthode entre deux essais.

La limite d’endurance en traction - compression alternée est obtenue de manière déterministe.
Pour l’acier 42CrMo4, cette limite s’établit à Σ̄−1,∞ = 360 MPa (figure 3.28). Les autres limites
d’endurance avec de la contrainte moyenne sont obtenue par comparaison de l’intensité des régimes
secondaires (paramètre β) avec l’équation (3.55).
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Figure 3.27 – Courbes d’auto-échauffement en traction-compression à différent rapport de charge
R sur l’acier 42CrMo4

(a) (b)

Figure 3.28 – (a) Représentation bilogarithmique de la courbe auto-échauffement en traction
- compression alternée avec l’identification déterministe de la limite d’endurance Σ̄∞,−1 de l’acier
42CrMo4, (b) Observation du début d’élévation de la température du régime secondaire en traction
- compression alternée pour l’acier 42CrMo4

α β m τeq
Σ∞,x

Σ∞,−1
Limite d’endurance

(s) Σ∞,x(MPa)
σ−1 0, 009 0, 04 22 44 1 360
σ−0,3 0, 009 0, 41 22 50 0, 89 320
σ−0,3 0, 009 0, 69 22 48 0, 88 317
σ−2 0, 008 0, 07 22 44 0, 97 349
σ−3 0, 008 0, 20 22 41 0, 93 335

Table 3.11 – Paramètres identifiés des courbes auto-échauffement en traction-compression de la
figure 3.27 et les paramètres en fatigue de l’acier 42CrMo4
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b) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en torsion
Le matériau est ensuite caractérisé en torsion par la méthode auto-échauffement pour trois rapports
de charges : R = −1, R = −0, 3 et R = 0. Les courbes d’auto-échauffementsont tracées en figure 3.29
avec leurs paramètres respectifs au tableau 3.12. La répétition des essais à R = −1 et R = −0, 3
montre la répétabilité de la méthode pour la torsion. L’analyse de la courbe d’auto-échauffement à
R = 0 diverge légèrement des deux autres rapports de charge. En effet, le niveau d’effort appliqué
à chaque bloc de chargement lors du protocole d’essai induit rapidement une contrainte maximale
supérieure à la limite d’élasticité. C’est un résultat classique avec un écrouissage important du
matériau sur le premier quart de cycle [Louge, 2019]. L’identification est effectuée au point de tem-
pérature à 1 K. Pour les autres courbes d’auto-échauffement, l’identification du régime secondaire
est privilégiée sur les deux derniers points de l’essai. Ces deux points sont autour de 1 K d’élévation
en température. Ainsi, les limites d’endurance sont obtenues grâce à l’utilisation du rapport des
intensités du régime secondaire avec l’équation (3.55).

Figure 3.29 – Courbes d’auto-échauffement en torsion à différent rapport de charge R sur l’acier
42CrMo4

α β m τeq
τx
τ−1

√
3τx
σ−1

Limite d’endurance
(s) T∞,x(MPa)

τ−1 0, 006 0, 10 22 40 1 1, 04 216
τ−1 0, 007 0, 09 22 46 1 1, 04 216
τ−0,3 0, 006 1, 62 22 48 0, 88 0, 92 191
τ−0,3 0, 006 1, 39 22 43 0, 89 0, 93 193
τ0 0, 007 46, 40 22 44 0, 76 0, 79 164

Table 3.12 – Paramètres identifiés des courbes auto-échauffementen torsion de la figure 3.29

c) Caractérisation par mesures d’auto-échauffement en traction-compression avec torsion moyenne
Un essai est réalisé sur l’acier 42CrMo4 en traction - compression avec une contrainte moyenne de
torsion de τm = 165 MPa (figure 3.30). Cette contrainte moyenne est inférieure au niveau de la
limite d’endurance de torsion alternée T̄−1,∞ = 216 MPa. La limite d’endurance, pour cet essai,
est établie à 334 MPa soit une réduction de la limite d’endurance de 7%. L’acier 42CrMo4 semble
donc plus sensible que l’acier 16MND5 à la présence d’un état de contrainte moyenne de torsion
non nulle.
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Figure 3.30 – courbe d’auto-échauffement en traction-compression avec un niveau de contrainte
moyenne de torsion

3.6.2.3 Acier 42CrMo4 : diagrammes de Haigh identifiés sous sollicitations cycliques
uniaxiales

À l’issue de ces caractérisations, les diagrammes de Haigh pour l’acier 42CrMo4 sont tracés en
figure 3.31. Les paramètres des critères de Sines, Crossland, Marin et Altenbach sont résumé au
tableau 3.13. Sans surprises, pour l’acier 42CrMo4, le critère de Marin est conservatif et seul le
critère d’Altenbach en raison de sa complexité relative permet de décrire les différentes configu-
rations. Sur le diagramme de Haigh en torsion (figure 3.31b), le résultat à R = 0 est assez mal
décrit par le critère d’Altenbach. Comme l’ont montré Pallarés et Santasmartas dans leurs travaux
sur l’effet de la contrainte moyenne [Pallarés-Santasmartas et al., 2018b], les sollicitations avec une
contrainte maximale dépassant, même légèrement, la limite élastique réduisent drastiquement la
limite d’endurance. Pour décrire ces cas extrêmes, il est nécessaire d’adopter d’autres représenta-
tions. De manière pratique et dans les normes, les critères de fatigue dans les diagrammes de Haigh
sont généralement tronqués à la limite d’élasticité.
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(a)

(b)

(c)

Figure 3.31 – Diagrammes de Haigh de l’acier 42CrMo4(a) traction - compression, (b) torsion, (c)
traction - compression avec contrainte moyenne de torsion
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critère paramètres

Sines J2a + αI1m = β
α β

0, 09 374

Crossland J2a + αI1,max = β
α β

0, 04 374

Marin J2a + αJ2m = β
α β

0, 38 360

Altenbach λ1J2a + λ2I1a + µ1J2m + µ2I1m = σ−1
λ1 λ2 µ1 µ2 σ−1

0, 96 0, 04 0, 21 0, 0 360

Table 3.13 – Paramètres des critères calibrés sur la figure 3.31

3.7 Effet de l’entaille sur les propriétés en fatigue

Dans cette partie, l’objectif est de valider que le modèle probabiliste à deux échelles permet de
prendre en compte les effets d’entailles et de volumes dans la prévision des propriétés en fatigue. En
effet, les particularités géométriques amplifient localement les contraintes voire changent la nature
du chargement. Sur une éprouvette entaillée et sollicitée en traction - compression, à l’entaille, la na-
ture du chargement sera multiaxiale. Quant aux effets de volume, un plus grand volume impliquera
statistiquement une probabilité accrue d’y trouver un défaut nocif pour la durée de vie en fatigue.
Un certain nombre de méthodes existent pour prendre en compte l’effet d’entaille et de volume. Les
méthodes historiques de Neuber [Neuber, 1961] et Peterson [Peterson, 1959] permettent de relier
empiriquement la contrainte effective (et donc la réduction en fatigue) à la sensibilité à l’entaille
et au rayon d’entaille. Cette sensibilité à l’entaille étant basée sur l’expérience, généralement sur
un groupe statistique, cette sensibilité est choisie pour minimiser le coefficient de variation de la
population (rapport de l’écart-type sur la moyenne) [Härkegård and Halleraker, 2010].

Actuellement, d’autres méthodes plus précises et générales sont considérées [Flaceliere and Morel,
2004, Delahay and Palin-Luc, 2006]. Ces méthodes sont des méthodes volumiques et non stricte-
ment locales puisqu’elles considèrent le champ de contraintes environnant pour établir la contrainte
effective locale. Ces méthodes sont aussi bien utiles pour la prévision en fatigue des éléments en-
taillés et des éléments de grand volume. Une des méthodes permettant de traiter ce problème est
la méthode de rupture par maillon le plus faible (weakest-link) [Wormsen et al., 2007, Härkegård
and Halleraker, 2010]. Pour rappel, ce concept est directement intégré à la définition de la proba-
bilité de rupture (équation (3.45)) de l’approche adoptée pour faire la passerelle entre les mesures
d’auto-échauffement et le comportement en fatigue à grand nombre de cycles.

À partir de probabilité de rupture du modèle probabiliste et des paramètres (V0, S0, m) iden-
tifiés par mesures d’auto-échauffement, la limite d’endurance d’une éprouvette entaillée va être
estimée grâce à la limite d’endurance de l’acier 16MND5 (Σ̄∞,−1 = 313 MPa obtenue par mesures
d’auto-échauffement, figure 3.17). Puis cette valeur est comparée à un essai de référence staircase
pour valider la prise en compte par le modèle probabiliste des effets géométriques (entaille et vo-
lume). La comparaison est réalisée sur des éprouvettes en acier 16MND5 (annexe C.9) pour un Kt

qualifié à 1,9 par calcul numérique comme le rapport entre la contrainte maximale et la contrainte
nominale à la section du point critique.

La limite d’endurance médiane se définit comme la contrainte nominale à appliquer pour obte-
nir une probabilité de rupture de 50% pour 107 cycles (3.51). Ainsi, dans le cas de l’éprouvette
entaillée, la probabilité de rupture est donnée par
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Pf = 1− exp
[
−Veff,m

V0

(
max (Σeq

a )
S0

)m]
= 1− exp

[
−Veff,m

V0

(
KtΣ̄∞,Pf

S0

)m]
(3.56)

— La contrainte équivalente utilisée dans ce modèle est la contrainte du modèle de von Mises.

— Le paramètre V0 s’il est associé à un volume de référence dans lequel un nombre représen-
tatif de défauts existe, ce paramètre est plus souvent une variable d’ajustement devant être
calibré sur des essais de références avant d’être utilisé. Il est fixé en accord avec le volume de
l’éprouvette de référence de cette étude soit 1000mm3.

— Le paramètre S0 est calculé à partir de l’équation (3.46) reliant dans le modèle de Weibull la
limite d’endurance avec la probabilité de rupture médiane. Ainsi à partir de l’essai d’auto-
échauffement, S0 = 319 MPa. Ce paramètre est vérifié avec l’essai du staircase et l’éprouvette
vibrophore.

— Le paramètre m est identifié comme la puissance dissipative du régime secondaire des courbes
d’auto-échauffement, pour l’acier 16MND5 m = 24. Ce paramètre peut tout aussi bien être
obtenu à partir d’une base statistique d’essai de rupture [Härkegård and Halleraker, 2010].

— Le volume effectif Veff,m est obtenu par un calcul éléments finis, réalisé sur les modèles nu-
mériques des zones utiles des trois éprouvettes de l’étude.

En appliquant (3.56) pour Pf = 0, 5 avec les paramètres du tableau 3.14, on obtient Σ̄∞,−1 (Kt = 1, 9) =
241, 2 Mpa. Cette estimation est obtenue à partir de l’essai d’auto-échauffement. Elle est comparée
avec les résultats du staircase sur éprouvette entaillée sont synthétisés au tableau 3.15.

Désignation éprouvette V (mm3) V0 (mm3) Veff,m (mm3) m S0 (MPa) Σ̄∞,−1

tubulaire 842 1000 842 24 319 313
vibrophore 1026 1000 1026 24 319 313,3

entaillée Kt = 1, 9 592 1000 0,08 24 319 241,2

Table 3.14 – Synthèse des paramètres pour établir la limite d’endurance par la méthode maillon
le plus faible

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13
247 × × ×
244 ◦ × ◦ ◦
241 × × ◦
238 ◦ ◦

Table 3.15 – Acier 16MND5 éprouvette avec Kt = 1, 9, Staircase réalisé à R = −1 pour 1 × 107

cycles, ◦ : survie, × : rompue

Finalement la courbe S-N (figure 3.32) en traction - compression de l’acier 16MND5, permet de
montrer la pertinence du modèle utilisé pour la prévision en fatigue de n’importe quelle nature de
structure. Ce passage valide bien la prise en compte intrinsèque au modèle de l’effet d’entaille. Une
étude de l’effet de volume pourrait être menée au besoin de l’application. Cependant, cet effet est
aussi inclus dans la définition de la probabilité de rupture (3.56).
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Figure 3.32 – Courbe SN avec prévision des propriétés de fatigue de l’acier 16MND5 dans le cas
d’une éprouvette entaillée

La méthode "maillon le plus faible" n’est pas l’unique façon de traiter le problème de volume et
d’entaille. Il existe plusieurs autres méthodes volumiques basées sur les volumes de plus grandes
concentrations de contraintes [Sandberg and Olsson, 2016]. Cependant, toutes ces méthodes restent
des méthodes nécessitant un paramètre d’ajustement (comme le V0 du modèle "maillon le plus
faible").

3.8 Vers la caractérisation par auto-échauffement en fatigue à
grand nombre de cycles sous chargement multiaxial

La compréhension des mécanismes sous-jacents à l’auto-échauffement est essentiel pour faire la
passerelle entre les phénomènes dissipatifs et les propriétés de fatigue. La proposition du modèle
probabiliste à deux échelles est une clé importante puisque ce modèle permet à la fois la modé-
lisation du matériau en prenant en compte différents états de la matière et il permet de définir
un scénario d’apparition de la microplasticité avant de relier ces éléments à des propriétés en fa-
tigue. La caractérisation des deux aciers de l’étude est une étape majeure pour la validation du
modèle pour obtenir rapidement et efficacement les propriétés en fatigue sous chargement uniaxial.
Naturellement pour l’application aux lignes d’arbres, la caractérisation des deux aciers doit être
impérativement faite pour des chargements multiaxiaux de contraintes normales et de cisaillement.
Néanmoins, la transposition du modèle à la caractérisation sous chargement multiaxial nécessite de
valider dans ces configurations des hypothèses fondamentales du modèle probabiliste à deux échelles.

Ainsi, un premier point du modèle à vérifier concerne l’activation du scénario probabiliste d’ap-
parition des sites plastiques permettant de relier l’auto-échauffement à la limite d’endurance. Le
passage à un chargement multiaxial nécessite l’utilisation et la justification d’une contrainte équi-
valente en amplitude dans la loi puissance pilotant l’intensité du processus d’apparition des sites
plastiques. La contrainte équivalente doit être justifiée par rapport à la sensibilité du matériau, en
termes d’activation des mécanismes, pour différentes natures de sollicitations. Un autre point du
modèle à éprouver est la capacité d’évaluer l’effet de contrainte moyenne dans des conditions de
chargements multiaxiaux et d’observer l’effet sur la dissipation. Enfin, comme la démarche doit être
la plus générique possible, des essais doivent être menés pour observer si la non-proportionnalité
du chargement a un effet sur les propriétés dissipatives des deux aciers de l’étude.
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Pour parvenir à ces objectifs, plusieurs leviers d’action sont possibles. Le premier objectif ma-
jeur est de capter le comportement matériau global. Pour ce faire la stratégie d’étude doit évoluer
d’un passage procédural d’étude des courbes d’auto-échauffement l’une indépendamment des autres
à une stratégie d’analyse plus globale permettant directement de mettre en perspective l’ensemble
des courbes d’auto-échauffement. Cette méthode existe dans des précédents travaux avec les essais
de surface d’iso-auto-échauffement [Doudard, 2004, Poncelet et al., 2010, Ezanno, 2011]. Cepen-
dant, l’objectif est d’améliorer le protocole et la lecture de l’essai pour permettre une meilleure
justification de la contrainte équivalente essentielle aux hypothèses d’utilisation du modèle auto-
échauffement. De plus, cet essai est pour la première fois utilisé pour identifier l’effet de la contrainte
moyenne.

La caractérisation en fatigue des deux aciers sous chargement multiaxial s’inscrit dans le pro-
cessus d’exploitation des courbes d’auto-échauffement présentées dans ce chapitre, ainsi la maîtrise
de la lecture du régime secondaire associé aux propriétés en fatigue recherchées passe d’abord par
une meilleure connaissance du régime primaire. Pour rappel, il est nécessaire de retrancher le ré-
gime primaire d’auto-échauffement au régime secondaire pour accéder aux propriétés en fatigue
à grand nombre de cycles. Ainsi pour pouvoir étudier le régime primaire, les surfaces d’iso-auto-
échauffement sont mises en pratique et exploitées pour la première fois pour l’observation de ce
régime.
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4.1 De l’intérêt de l’étude et de la modélisation du phénomène
d’auto-échauffement sous sollicitations cycliques de très faible
amplitude (régime primaire)

Les aciers sous sollicitations cycliques présentent deux régimes d’auto-échauffement. Chaque
régime est lié à un mécanisme responsable de l’auto-échauffement. Ainsi, un premier régime ap-
pelé régime primaire est associé aux faibles niveaux de dissipation. Cette dissipation est due à
un mécanisme de friction interne causé par les mouvements des dislocations au sein du matériau.
À partir d’un niveau d’énergie, correspondant à la limite d’endurance conventionnelle en fatigue
à grand nombre de cycles, un second régime s’active. Ce régime est caractéristique d’une dis-
sipation bien plus importante due à l’apparition de sites microplastiques irréversibles. Ces sites
microplastiques sont reliés à la fatigue à grand nombre de cycles. Ainsi, l’identification du régime
secondaire donne accès aux propriétés en fatigue à grand nombre de cycles. Néanmoins, pour iden-
tifier qualitativement le régime secondaire, il est nécessaire de lui soustraire le régime primaire dans
l’auto-échauffement global. D’où la nécessité d’étudier également le régime primaire.

Peu de travaux ont été réalisés pour étudier la dissipation sous très faibles amplitudes de char-
gement cycliques et aucun sous chargement multiaxial. Ainsi, les objectifs du chapitre sont :

— Mise en place d’un protocole expérimental de détermination des surfaces d’iso-auto-échauffement
sous chargement de traction-torsion.

— Identification et proposition d’un modèle de contrainte équivalente dissipative permettant de
décrire les surfaces d’iso-auto-échauffement.

— Proposition d’un modèle de comportement thermomécanique permettant de "simuler" l’auto-
échauffement du régime primaire sous sollicitation de traction-torsion.

— Étendre le modèle à l’étude du cas général des sollicitations multiaxiales non proportionnelles.

Le régime primaire a été étudié par Munier [Munier, 2012] uniquement sous des chargements
cycliques uniaxiaux. Dans son étude, l’auteur a permis d’améliorer la compréhension de l’ensemble
de la courbe d’auto-échauffement avec l’étude des mécanismes de dissipation à l’échelle microsco-
pique. Dans ce chapitre, le but n’est pas de reprendre l’étude à cette échelle, mais d’interpréter
l’auto-échauffement dans un cadre multiaxial. Pour cela, une démarche expérimentale spécifique
est proposée pour identifier qualitativement et quantitativement le régime primaire. Elle consiste
à appliquer sur une même éprouvette plusieurs trajets de chargements multiaxiaux proportionnels,
puis, pour une unique valeur de dissipation de comparer, dans l’espace des contraintes, le com-
portement du matériau. Ainsi le comportement du matériau peut être approché par un modèle
(similaire aux surfaces de plasticité) pour un iso-auto-échauffement. Par conséquent, la procédure
est appelée essai de surface d’iso-auto-échauffement. Plusieurs autres travaux de thèses [Doudard,
2004, Poncelet, 2007, Ezanno, 2011, Bercelli, 2021] ont adopté cet essai pour l’étude du comporte-
ment multiaxial d’acier, mais uniquement pour le régime secondaire. Dans la thèse d’Ezanno l’essai
de surface d’iso-auto-échauffement a été utilisé pour pouvoir modéliser un mécanisme spécifique.
L’essai a permis d’introduire un modèle permettant de prendre en compte la sensibilité à la pression
hydrostatique des alliages cupro-aluminium en fatigue.

La première partie du chapitre introduit l’essai des surfaces d’iso-auto-échauffement. Puis dans
une deuxième partie, un modèle de contrainte équivalente de dissipation est introduit et identifié
pour relier la mesure du champ dissipatif au chargement. Ensuite, dans une troisième partie, un
modèle élastoplastique est proposé pour étendre l’approche proposée par Munier [Munier, 2012]
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aux chargements multiaxiaux. Enfin, dans une dernière partie, l’aptitude du modèle à décrire le
régime primaire d’auto-échauffement sous chargements cycliques non proportionnels est illustrée.

4.2 Détermination expérimentale dans le régime primaire de sur-
faces d’iso-auto-échauffement

4.2.1 Protocole d’essai

L’essai d’iso-auto-échauffement est un essai multiaxial permettant une identification globale
du comportement du matériau dans l’espace des contraintes. Contrairement au dépouillement
classique des courbes d’auto-échauffement qui est réalisé de manière indépendante, l’essai d’iso-
auto-échauffement permet de faire un lien dans la réponse du matériau pour un grand nombre de
directions de chargement. Pour cela, des trajets de chargements proportionnels successifs de trac-
tion et de torsion sont appliqués à une éprouvette dans le but de capter le comportement dissipatif
moyen du matériau sous des sollicitations de très faibles amplitudes. La démarche est inspirée des
essais permettant de rechercher une surface de seuil de plasticité [Khan et al., 2009]. Ces essais
permettent de représenter dans le plan des contraintes la forme des surfaces seuils afin de justifier
la forme d’un modèle.

Le protocole d’essai d’iso-auto-échauffement est décrit figure 4.1. Le principe est de réduire le
nombre d’éprouvettes pour obtenir le plus d’information matériau possible. Pour cela, une série
d’essais est conduite sur une seule éprouvette.
Chaque série est un essai d’auto-échauffement réduit. Cet essai réduit est défini par une direction
de chargement φ et par cinq blocs de chargement cyclique d’amplitude croissante exécutés suivant
le protocole d’auto-échauffement du chapitre 3. La direction du chargement φ est définie telle que
pour un niveau de contrainte Σeq

a , la contrainte en traction est donnée par σa = Σeq
a cos (φ) et

la contrainte en torsion par
√

3τa = Σeq
a sin (φ). L’ordre d’application des trajets de chargement

est choisi pour limiter l’effet d’histoire lié à l’activité plastique induite par la contrainte cyclique.
Cet ordre suit φ = [0, 90, 30, 150, 60, 120, 0]. Le dernier trajet permet de suivre l’évolution de la
microstructure au cours de l’essai. Chaque trajet est sollicité avec les mêmes niveaux de contraintes
équivalentes sur chaque bloc de chargement.

Une fois l’ensemble des essais effectués, le régime primaire de chaque branche est identifié. Puis,
pour une température cible commune θ̄off , l’amplitude des contraintes Σoff,a est identifiée sur
chaque trajet. Cette "contrainte" donne deux points (Σoff,max et Σoff,min) qui sont reportés dans
l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)
permettant par la suite d’identifier un modèle descriptif. Il est à

noter que le choix de θ̄off est arbitrairement effectué par l’expérimentateur pour correspondre à
un niveau de dissipation cohérent vis-à-vis du régime primaire.

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 109



Chapitre 4 : Étude du régime primaire d’auto-échauffement en multiaxial

1 éprouvette

φ = 90
Torsion seule

φ = 0
Traction seule

φ = 30
Traction - Torsion

φ = 150, 60, 120, 0
Traction - Torsion

4 Paliers
pas 10 MPa

10Hz, 800 s/palier
4000 cycles/palier

courbes
auto-échauffement

Identifications
des paramètres α

Température cible : θ̄off

Surface

Iso-Auto-Échauffement
σ (φ) = Σoff cos (φ)√
3τ (φ) = Σoff sin (φ)
Rayon moyen

Figure 4.1 – Protocole d’essai des surfaces d’iso-auto-échauffement pour le régime primaire
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4.2.2 Résultats d’essai : les surfaces d’iso-auto-échauffement

4.2.2.1 Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5

Le protocole des surfaces d’iso-auto-échauffement est appliqué tout d’abord à l’étude du régime
primaire de l’acier 16MND5. Ainsi, six surfaces d’iso-auto-échauffement en traction-torsion sont éta-
blies pour différents niveaux et natures de contraintes moyennes. Les surfaces sont tracées en figure
4.2 et les paramètres sont au tableau 4.1. L’iso-auto-échauffement est établi pour θ̄off = 0, 15K.
Pour les chargements uniaxiaux, ce niveau permet d’assurer une étude dans le régime primaire. La
bonne répétabilité des résultats permet de valider leur utilisation comme base d’identification de
modèles.

Un premier modèle de contrainte équivalente est identifié sur ces résultats. Il s’agit du modèle
de von Mises qui est défini par ΣVM

eq = J2a. La description des résultats par ce modèle n’est pas
précise. En effet, l’étape d’identification permet de révéler une différence très importante de la
dissipation entre la traction et la torsion. Sur l’ensemble des résultats avec ou sans contraintes
moyennes, l’écart de dissipation entre la traction et la torsion est entre 16% et 28%. Ce résultat
montre que la forme des surfaces d’iso-auto-échauffement du régime primaire est dépendante de
l’étude sous très faible amplitude. Ainsi, pour pouvoir décrire ces résultats, un modèle plus com-
plexe de contrainte équivalente dissipative est nécessaire.

Il est à noter que les contraintes moyennes ont un effet très faible sur le niveau de dissipation,
cet effet est exprimé par la faible dispersion des rayons des surfaces (ΣVM

eq ). La contrainte normale
semble amplifier un peu l’effet dissipatif en traction-compression alors que la contrainte moyenne
de torsion a un effet nul voire un effet inverse. Dans le cas d’une présence de compression et ci-
saillement, les effets semblent s’annuler avec des rayons similaires au cas sans contrainte moyenne.

Figure nombre de directions σm τm ΣVM
eq Écart max sur τ (%)

de chargement (MPa) (MPa) (MPa) modèle von Mises
4.2a 7 0 0 233 27,9
4.2b 7 145 0 218 26,8
4.2c 7 0 145 248 16,3
4.2d 7 0 0 231 18,3
4.2e 7 -107 107 231 23,7
4.2f 7 -107 107 236 20,2

Table 4.1 – Paramètres des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 4.2
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.2 – Identification du modèle de von Mises sur le régime primaire des surfaces d’iso-
auto-échauffement du 16MND5 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 15K, (a) contrainte
moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion, (d) contrainte
moyenne nulle, (e) contrainte moyenne de compression et de torsion, (f) contrainte moyenne de
compression et de torsion

112 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 4 : Étude du régime primaire d’auto-échauffement en multiaxial

4.2.2.2 Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4

Le protocole est répété pour l’acier 42CrMo4 sur six surfaces iso-auto-échauffement en figure 4.3
avec les paramètres associés au tableau 4.2. L’iso-auto-échauffement est établi pour θ̄off = 0, 20K.
Les essais uniaxiaux valident ce niveau de dissipation pour étudier le régime primaire. Comme pour
l’acier 16MND5, la bonne répétabilité des essais confirme la possibilité d’utiliser les essais comme
base d’identification.

Le choix d’une contrainte équivalente dissipative, basée sur le modèle de von Mises, n’est pas
satisfaisant pour décrire le comportement dissipatif. Sur l’ensemble des surfaces, l’écart de dissipa-
tion entre traction et torsion varie entre 19% et 29%. Ces résultats montrent, comme pour l’acier
16MND5, que le facteur jouant au premier ordre sur la forme de la surface est le fait que l’étude
soit conduite pour des amplitudes de chargement très faible. L’effet de la contrainte moyenne est
également assez faible. De manière surprenante, la contrainte moyenne sur cet acier diminue la
dissipation avec des rayons de surface ΣVM

eq plus grand que sans contrainte moyenne.

Comme pour l’acier 16MND5, un autre modèle de contrainte équivalente dissipative est indis-
pensable pour décrire plus fidèlement les surfaces d’iso-auto-échauffement en traction-torsion.

Figure σm
√

3τm ΣVM
eq Écart max sur τ (%)

(MPa) (MPa) (MPa) modèle von Mises
4.3a 0 0 248 28,1
4.3b 165 0 254 28,3
4.3c 0 165 301 26,9
4.3d 0 0 241 20,6
4.3e 165 0 255 23,6
4.3f 0 165 266 19,4

Table 4.2 – Paramètres des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 4.3
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.3 – Identification du modèle de von Mises sur le régime primaire des surfaces d’iso-auto-
échauffement de l’acier 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 2K, (a) contrainte
moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion, (d) contrainte
moyenne nulle, (e) contrainte moyenne de traction, (f) contrainte moyenne de torsion
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4.3 Décrire le régime primaire en identifiant un modèle de contrainte
équivalente dissipative

Dans cette partie, l’objectif est de décrire plus fidèlement les résultats issus des essais de surface
d’iso-auto-échauffement. Pour cela un modèle inspiré des surfaces seuils en J2 - J3 est proposé
comme contrainte équivalente dissipative à même d’unifier la lecture des régimes primaires de toutes
les courbes d’auto-échauffement sous chargements cycliques proportionnels de traction-torsion.

4.3.1 Identification des modèles de plasticité dans l’espace des contraintes

Comme annoncé lors de la définition du protocole d’essai des surfaces d’iso-auto-échauffement, la
comparaison du comportement dissipatif du matériau est réalisée dans l’espace des contraintes.
Pour cela, la recherche d’une contrainte dissipative équivalente doit permettre l’unification des ré-
sultats. La contrainte équivalente est définie par des modèles de surface qui font appel aux invariants
du tenseur des contraintes. Le plus souvent, cette méthode permet de synthétiser l’information de
la contrainte vue par le matériau et de pouvoir comparer rapidement différentes surfaces/modèles
entre eux.

Le modèle le plus connu, bien qu’il soit un cas particulier, est celui de von Mises [Mises, 1913].
Ce modèle est défini autour d’un unique invariant J2 et d’un unique paramètre matériau σ0. Une
surface de plasticité décrite par ce modèle se définit, dans l’espace des déviateurs (figure 4.4a)
comme

J2 =
√

2
3σ0 (4.1)

Dans le plan des déviateurs, ce modèle est un cercle (figure 4.4a) de rayon
√

2
3σ0 avec la projection

isométrique de
√

2
3 (σ0 étant la limite d’élasticité en traction). Ainsi, dans un plan des contraintes

adapté à l’étude (plan
(
σ,
√

3τ
)
), la surface reste un cercle (figure 4.4b) d’équation

σ0 =
√
σ2 + 3τ2. (4.2)

(a) (b)

Figure 4.4 – (a) Représentation du modèle de von Mises dans l’espace des contraintes principales,
(b) Coupe du modèle de von Mises dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

Dans le monde de la plasticité, le second critère souvent présenté est le critère de Tresca [Tresca,
1869] (figure 4.5a). C’est un critère à deux invariants écrit en "J2−J3" avec un paramètre matériau.
Cependant, la forme la plus connue de ce critère est définie par l’écart maximal entre les contraintes
principales

τmax = max (|σI − σII |, |σII − σIII |, |σIII − σI |) (4.3)
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Dans le plan traction-torsion (figure 4.5b), le critère se redéfinit analytiquement comme

σ0 =
√
σ2 + 4τ2 (4.4)

Pour être plus facilement utilisée, la contrainte équivalente de Tresca est définissable par une fonc-
tion des invariants J2 et J3. Il est possible de retrouver cette fonction par construction géométrique.
Pour cela, la droite (AB) dans le plan (xy) (figure 4.5a) est définie par l’équation x+

√
3y+
√

2σ0 = 0
et σ0 un paramètre matériau. Un passage en coordonnée polaire (r, θ) permet de récrire (AB) tel
que
√

2r cos
(
θ − π

6
)
avec l’angle de Lode : θε

[
0; π3

]
. Dans le plan des contraintes principales, le

paramètre polaire r correspond au rayon de l’hypersphère, soit le second invariant du tenseur des
contraintes J2. Finalement, avec l’écriture de l’angle de Lode θ défini par ξ (1.20), le critère de
Tresca s’écrit

σ0 =
√

2J2 cos

arccos
(√

1− ξ2
)

3

 . (4.5)

Dans le plan des contraintes principales (figure 4.5a), le critère de Tresca forme l’"hexagone
inscrit" au modèle de von Mises.

(a) (b)

Figure 4.5 – (a) Représentation du modèle de Tresca dans l’espace des contraintes principales, (b)
Projection du modèle de Tresca dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

Cette manière d’écrire les critères de plasticité, de type "J2 - J3", est peu commune dans la lit-
térature, mais quelques autres définitions existent [Kroon and Faleskog, 2013]. La forme trigo-
nométrique adoptée permet une écriture analytique facilitant leur manipulation pour définir les
équations d’évolution des variables d’état. Cependant, l’implémentation numérique de ces fonc-
tions trigonométriques est plus complexe comme le décrit Souza Neto dans son ouvrage sur les
méthodes numériques pour simuler les modèles de plasticité [Souza Neto et al., 2008].

Afin de décrire le régime primaire, un modèle de contrainte équivalente dissipative doit être in-
troduit pour pouvoir décrire la différence en dissipation entre la traction et la torsion. Phéno-
ménologiquement, les mécanismes microstructuraux sont en plasticité décrits par des modèles de
plasticité de type "J2-J3". Pour la description du phénomène d’auto-échauffement du régime pri-
maire, ces modèles sont retenus. D’autant plus que les mécanismes sous-jacents au régime primaire
des deux aciers ne semblent pas montrer de spécificités particulières.

Dans la littérature, les modèles "J2-J3" sont utilisés pour décrire le comportement des alliages
à mémoire de forme (AMF). L’invariant du tenseur J3 permet d’exprimer différentes réponses d’un
matériau. C’est par exemple le cas pour un alliage cupro-aluminium étudié par Bouvet [Bouvet
et al., 2002]. Ce matériau présente une différence très marquée entre la traction et la compression
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(figure 4.6b) qui n’est exprimable que par J3 (avec J2, il n’y a pas de différence entre la traction et
la compression).
Le critère de transformation de Bouvet est défini par deux invariants (J2 et ξ) et deux paramètres
matériaux (σ0 et a). Ce critère est illustré pour a = 1 en figure 4.6a, et est donné par

σ0 =
√

3
2J2 cos

[arccos (1− a (1− ξ))
3

]
(4.6)

(a) (b)

Figure 4.6 – (a) "Critère AMF" décrit dans l’espace projeté des déviateurs, (b) "Critère AMF"
décrit dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

Les matériaux de l’étude (l’acier 16MND5 et l’acier 42CrMo4) présentent également une diffé-
rence traction-torsion, mais pas de différence en contrainte normale. Ainsi, un critère est proposé
pour symétriser l’effet traction-compression. Ce critère par sa forme est référencé comme le critère
"hexagone circonscrit" à la sphère de von Mises (figure 4.7). Il présente deux invariants (J2 et ξ) et
deux paramètres matériaux (σ0 et a).

σ0 =
√

3
2J2cos

[
arccos (1− a (1− |ξ|))

3

]
(4.7)

Dans l’espace des contraintes
(
σ,
√

3τ
)
de l’étude 4.7b et en présence de contraintes moyennes de

traction (σm) ou de cisaillement (τm), l’équation de la surface d’iso-auto-échauffement est donné
par

Σeq =
√

(σ − σm)2 + 3(τ − τm)2 × · · ·

cos
(

1
3 arccos

(
1− a

(
1−

∣∣∣∣∣(σ − σm)3 + 9
2(σ − σm)(τ − τm)2√

(σ − σm)2 + 3(τ − τm)23

∣∣∣∣∣
))) (4.8)
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(a) (b)

Figure 4.7 – (a) Modèle Hexagone circonscrit à von Mises dans l’espace des contraintes principales,
(b) Modèle Hexagone circonscrit à von Mises dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

Le critère (4.7) est limité par aε[0; 1]. Pour a > 1, le critère devient non-convexe entrainant une
incompatibilité avec les choix de modèles développés par la suite dans le chapitre. Un exemple est
donné en figure 4.8 où pour a = 1, 5, la surface seuil obtenue est concave dans l’espace déviatorique
(figure 4.8a). Dans l’espace des contraintes (figure 4.8b), il n’est pas possible d’observer la différence
entre une surface concave et convexe. L’effet sur l’écoulement plastique ne peut pas être estimé dans
ce cas.

(a) (b)

Figure 4.8 – (a) Modèle "Hexagone circonscrit" concave dans l’espace des déviateurs avec un pa-
ramètre matériau a = 1, 5, (b) Modèle "Hexagone circonscrit" concave dans l’espace des contraintes(
σ,
√

3τ
)
avec un paramètre matériau a = 1, 5
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4.3.2 Identification du modèle "Hexagone circonscrit" sur l’acier 16MND5

Le critère "Hexagone circonscrit" est identifié comme contrainte équivalente dissipative sur les sur-
faces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5. L’identification est réalisée sur la figure 4.9 avec
les paramètres donnés dans le tableau 4.3.

Le modèle (4.8) permet une bonne description des résultats expérimentaux de l’acier 16MND5
sous sollicitations cycliques dans l’espace des contraintes traction-torsion (σ,

√
3τ). L’apport du

modèle "Hexagone circonscrit" dans la description des surfaces iso-auto-échauffement est visible sur
la réduction de l’écart entre le modèle et les résultats expérimentaux par rapport à la description
par le modèle de von Mises (tableau 4.3).

La forme des surfaces est une conséquence des niveaux de chargement associés à l’étude du ré-
gime primaire. De plus, l’effet de la contrainte moyenne est modéré et n’affecte pas la forme. La
seule surface avec un effet particulier est la surface présentant une contrainte moyenne de cisaille-
ment (figure 4.9c). La dissipation du régime primaire est minimisée par rapport à un essai sans
contrainte moyenne à amplitude similaire de contrainte. La forme de la surface est aussi la seule
à être affectée. Dans le cas des surfaces avec torsion et compression moyenne (figure 4.9e), l’effet
s’annule par rapport au cisaillement moyen seul.

Le paramètre a du modèle "Hexagone circonscrit" illustre parfaitement cette différence traction-
torsion puisqu’il pondère l’importance du comportement entre le modèle de von Mises et de l’hexa-
gone circonscrit. Plus ce paramètre est fort, plus l’écart entre torsion et traction est marqué. De
plus, il permet aussi de traduire dans son ordre de grandeur les observations faites sur l’effet de la
contrainte moyenne. On trouve un ordre de grandeur de a similaire entre les surfaces ne présentant
pas de contrainte moyenne et celles avec une composante de contrainte moyenne normale.

Figure σm τm Σeq a Écart max (%) Écart max (%)
(MPa) (MPa) (MPa) sur σ sur τ

4.9a 0 0 243 0,86 -3,9 0,8
4.9b 145 0 232 0,75 -6 -0,4
4.9c 0 145 250 0,54 -0,5 -0,1
4.9d 0 0 237 0,85 3,3 0,5
4.9e -107 107 227 0,99 1,8 1,1
4.9f -107 107 237 0,76 -0,1 0,1

Table 4.3 – Paramètres identifiés du critère "Hexagone circonscrit" identifié sur les résultats de la
figure 4.9
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.9 – Identification du modèle "Hexagone circonscrit" sur le régime primaire des surfaces
d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 15K, (a)
contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion,
(d) contrainte moyenne nulle, (e) contrainte moyenne de compression et de torsion, (f) contrainte
moyenne de compression et de torsion
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4.3.3 Identification du modèle "Hexagone circonscrit" sur l’acier 42CrMo4

À l’image de l’acier 16MND5, le modèle "Hexagone circonscrit" (4.8) est identifié sur l’acier 42CrMo4.
L’identification est faite en figure 4.10 et les paramètres sont synthétisés au tableau 4.4.
Le modèle permet une bonne description des résultats expérimentaux avec une bonne représen-
tation de la forme des surfaces. Sur l’acier 42CrMo4, comme pour l’acier 16MND5, la contrainte
moyenne a un effet très modéré avec une tendance difficilement observable. Seule la nature du
chargement affecte le niveau de dissipation. Cet effet est quantifié par le paramètre a de chaque
surface.

Figure σm τm Σeq a Écart max (%) Écart max (%)
(MPa) (MPa) (MPa) sur σ sur τ

4.10a 0 0 283 0,97 -12,2 0,1
4.10b 165 0 270 0,86 -5,6 -0,5
4.10c 0 165 308 0,94 -2,2 0,4
4.10d 0 0 244 0,73 -1,4 -0,3
4.10e 165 0 262 0,80 -2,5 0,0
4.10f 0 165 266 0,80 -1,2 -0,8

Table 4.4 – Paramètres du critère "Hexagone circonscrit" identifiés sur les résultats de la figure
4.10

Dans la comparaison entre les deux matériaux, celle-ci révèle que l’acier 42CrMo4 semble, à faible
amplitude de chargement, marquer un effet plus prononcé sur le niveau de dissipation entre la
traction et la torsion que l’acier 16MND5. Les écarts entre surfaces d’une même nuance de matière
sont à interpréter avec une certaine incertitude existante sur les mesures du régime primaire. En
effet, celles-ci sont plus à même d’impacter la différence traction - torsion. Néanmoins, sur l’ensemble
des résultats et dans le cas des essais uniaxiaux (chapitre 3), une tendance est clairement observable.
L’intensité du régime primaire de traction est plus importante que l’intensité du régime primaire
de torsion traduisant bien une sensibilité du matériau à la nature de la sollicitation sous très faible
amplitude.
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.10 – Identification du modèle "Hexagone circonscrit" sur le régime primaire des surfaces
d’iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 2K, (a)
contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion,
(d) contrainte moyenne nulle, (e) contrainte moyenne de traction, (f) contrainte moyenne de torsion
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4.3.4 Contrainte équivalente dissipative alternative

Bien que la solution du modèle de contrainte équivalente en dissipation par le modèle "Hexagone
circonscrit" soit très intéressante pour décrire cette gamme de résultats expérimentaux, d’autres
modèles d’invariant pourraient être utilisés à la place de J3. Une solution pratique pour cibler un
effet dissipatif plus important de la contrainte normale est l’utilisation du premier invariant I1. En
annexe B, une solution alternative est donnée avec l’introduction du modèle de Berg [Berg, 1970].
Ce modèle permet d’apporter une autre méthode de contrainte équivalente dissipative pour décrire
les surfaces d’iso-auto-échauffement des deux aciers. Néanmoins, l’utilisation du premier invariant
est associée à la description de mécanismes très particuliers. C’est par exemple le cas pour les
alliages de fonderie ou les matériaux obtenus par fabrication additive. Ces derniers présentent des
porosités introduisant une sensibilité des matériaux à la pression hydrostatique (I1).
Comme les deux aciers de l’étude ne présentent pas de mécanismes microplastiques particuliers, le
modèle en J2 et J3 est conservé pour la suite. Il est à noter que les essais utilisés dans ce chapitre
ne permettent pas de discriminer un unique modèle dans l’espace des contraintes (σ,

√
3τ).

4.4 Modéliser et simuler la dissipation dans le régime primaire

La contrainte équivalente dissipative "Hexagone circonscrit" a permis de fournir un modèle
descriptif des surfaces d’iso-auto-échauffement. Par ce modèle, l’hétérogénéité du champ dissipatif
est reliée à la nature et au niveau du chargement. L’étape suivante est d’utiliser ce modèle comme
contrainte équivalente permettant de simuler le comportement élastoplastique du matériau. Dans
cette partie, il sera montré que le modèle "Hexagone circonscrit" n’est pas adapté pour modéliser
le comportement des deux aciers et qu’un second modèle en J2 et J3 doit être introduit.

4.4.1 Cadre générale de la surface de plasticité

L’identification des modèles capables de décrire le comportement multiaxial par la dissipation mène
à l’enjeu principal de pouvoir montrer les capacités du modèle à modéliser et simuler le régime
primaire d’un matériau métallique. Pour cela, le cadre thermodynamique est adapté pour intégrer
le modèle "Hexagone circonscrit" en J2 et J3. De manière générale, la surface seuil de plasticité
d’un modèle J2 et J3 est définie par

f
(
σ,X

)
= g (J2, ξ)− σy ≤ 0 (4.9)

avec σ le tenseur des contraintes, X le teneur de l’écrouissage cinématique et g une fonction dépen-
dante des invariants du tenseur déviatorique des contraintes s et ξ (1.20) un paramètre proportionnel
à l’angle de Lode θ et normant J3.

ξ
(
σ
)

= 27
2

det
(
s
)

J2
(
σ
)3 = cos (3θ)

Le cadre adopté ici est considéré pour le régime primaire, la surface seuil délimite le niveau à partir
duquel le chargement entraine une activité microplastique et donc une dissipation. Cette activité
microplastique est de la plasticité diffuse apparaissant au sein des grains et qui se manifeste par
le mouvement des dislocations dû au chargement cyclique. À partir d’un seuil d’effort représenté
par le paramètre σy, le mouvement des dislocations peut être considéré comme assez important
pour générer une dissipation. Cette limite est arbitrairement fixée très basse à une valeur de 15
MPa. La direction de l’écoulement plastique est définie par le pseudopotentiel de plasticité F . Le
terme de non-linéarité est inclus afin de permettre l’ouverture des boucles d’hystérésis pour générer
une dissipation. L’ouverture est contrôlée par le module d’écrouissage C qui permet de simuler un
comportement du matériau toujours dans un contexte d’élasticité macroscopique lié au contexte
du régime primaire d’auto-échauffement. Le pseudopotentiel prend donc la forme
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F
(
σ,X

)
= f

(
σ,X

)
+ 1

2γ
′
(
X : X

)n
(4.10)

Le terme de non-linéarité γ′
(
X : X

)n
lié à l’écrouissage cinématique permet d’"ouvrir" les boucles

d’hystérésis permettant ainsi une dissipation. Cependant, la condition primordiale à respecter pour
le régime primaire est que l’activité plastique doit être bien inférieure à l’activité élastique. Ainsi
εe � εp. À noter, lorsque n = 1, le pseudopotentiel de plasticité impose l’évolution de l’écrouissage
cinématique d’Armstrong-Fredericks [Armstrong and Fredericks, 1966].
Les forces thermomécaniques σ et X sont dérivée du potentiel d’énergie libre d’Helmholtz ψ défini
par

ρψ
(
ε, εp, α

)
= 1

2
(
ε− εp

)
: E :

(
ε− εp

)
+ 1

3α : C : α (4.11)

et

σ = ρ
∂ψ

∂ε

X = ρ
∂ψ

∂α

L’évolution des variables d’état εp et α sont déterminées à partir des lois de normalité sur le
potentiel de plasticité F .

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ

α̇ = −λ̇ ∂F
∂X

avec λ̇ le multiplicateur plastique.

4.4.2 Modélisation par le modèle "Hexagone circonscrit"

Le modèle "Hexagone circonscrit" identifié en contrainte équivalente de dissipation est utilisé pour
modéliser l’état du matériau sous chargement cyclique de très faible amplitude. La surface seuil du
modèle est définie par

f
(
σ,X

)
= J2

(
σ −X

)
cos

arccos
(
1− a

(
1−

∣∣∣ξ (σ −X)∣∣∣))
3

− σy ≤ 0 (4.12)

L’évolution de la déformation plastique ε̇p donne

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ
=

3
(
s−X

)
2J2

(
σ,X

) cos
(arccos (χ)

3

)
·

I + asign (ξ) ξ√
1− χ2 tan

(arccos (χ)
3

)
×

2J2
(
σ,X

)2

9
(
s−X

)−1
·
(
s−X

)−T
− I


 (4.13)

où χ = 1−a (1− |ξ|). Les conditions de dérivation sur l’équation (4.13) font intervenir une dérivation
sur la valeur absolue et sur l’arccosinus. Ces conditions de validité sont ξ 6= 0 pour la valeur absolue
et −1 < χ < 1 pour l’arccosinus. Cependant dans ces cas de figure des simplifications interviennent
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permettant le calcul et la continuité sur la frontière de la surface seuil. Dans le cas ξ = 0, la surface
seuil (4.12) se simplifie, ainsi

Pour ξ = 0 : f
(
σ,X

)
= J2

(
σ −X

)
cos

(arccos (1− a)
3

)
− σy

ce qui autorise une dérivée et donc une direction d’écoulement. De la même manière si la condition
|χ| = 1 intervient, la surface seuil se simplifie en

Pour |χ| = 1 : f
(
σ,X

)
= J2

(
σ −X

)
− σy.

Dans ce cas, la dérivée existe aussi. Il est à noter que la dérivée ∂f
∂σ nécessite de vérifier que les

dérivées de J2 et J3 restent dans l’espace déviatorique. Ainsi, ∂f
∂σ = ∂f

∂s : ∂s

∂σ .
∂s

∂σ est le projecteur
sur l’espace déviatorique. La dérivée du déterminant (dérivée de J3) donne

∂det
∣∣∣s∣∣∣

∂s
= det

∣∣∣s∣∣∣ (s−1
)T

:
∂s

∂σ
(4.14)

L’évolution de la variable d’état α suit des similitudes avec εp.

α̇ = −λ̇ ∂F
∂X

= λ̇
∂f

∂σ
− λ̇γ′nX

(
X : X

)n−1
(4.15)

L’écrouissage cinématique évolue donc selon

Ẋ = 2
3Cα̇ (4.16)

L’évolution du multiplicateur plastique λ̇ est obtenue par la condition de cohérence sur la surface
seuil qui impose f = 0 & ∂f

∂σ : σ ⇒ ḟ = 0

ḟ = 0⇒ ∂f

∂σ
: σ̇ + ∂f

X
: Ẋ = 0

⇒ ∂f

∂σ
: σ̇ = ∂f

∂σ
: λ̇2

3C
[
∂f

∂σ
− γ′nX

(
X : X

)n−1
]

⇒ H (f)
h

∂f

∂σ
: σ̇ = λ̇

(4.17)

H(f) est la fonction de Heaviside. Elle permet de garder la condition f = 0, H(f) = 0 si f < 0
sinon H(f) = 1 pour f = 0. Le module d’écrouissage instantané h se définit par

h = 2
3C

(
∂f

∂σ
: ∂f
∂σ
− γ′n∂f

∂σ
: X

(
X : X

)n−1
)

(4.18)

La dissipation intrinsèque qui découle de ce formalisme prend la forme suivante

∆t = σ : ε̇p −X : α̇ ≥ 0

= λ̇
(
σ −X

)
: ∂f
∂σ

+ λ̇γ′n
(
X : X

)n
≥ 0

(4.19)

La densité d’énergie dissipée par la matrice sur un cycle est égale à l’intégration de la dissipation
intrinsèque sur ce cycle.

Ēd,matrice =
∫
cycle

∆t dt (4.20)
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La réponse du modèle "Hexagone circonscrit" est simulée en adoptant une intégration de type
"return mapping" suivant le schéma de la figure 4.11. Le modèle est simulé pour un chargement
de traction (figure 4.12), un chargement de torsion (figure 4.13) et un chargement proportionnel
de traction-torsion (figure 4.14). Ces simulations sont réalisées à une contrainte équivalente de von
Mises de 100 MPa avec les variables définies pour le modèle "Hexagone circonscrit". Les paramètres
du tableau 4.5 sont retenus pour la comparaison entre simulations. Les déformations sont comparées
selon la déformation équivalente du modèle de von Mises tel que

εpeq =
√

2
3ε

p : εp (4.21)

Σeq C γ′ n a σy
(MPa) (MPa) (MPa)
200 1× 107 0 1 0,8 15

Table 4.5 – paramètres utilisés pour tester la réponse du modèle "Hexagone - von Mises"
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Figure 4.11 – Logigramme du calcul de la dissipation par un modèle J2 - J3
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La réponse du modèle en traction - compression cyclique est équivalente à la réponse du modèle de
von Mises, car sur cet axe de la surface seuil (4.12), la normale sont les mêmes que pour le modèle
de von Mises.

Figure 4.12 – Réponse du modèle "Hexagone circonscrit à von Mises" en traction - compression
simple

Le modèle diffère du modèle de von Mises sur la torsion. En torsion simple, la surface seuil du
modèle se simplifie en

f
(
σ,X

)
= J2

(
σ −X

)
cos

(arccos (1− a)
3

)
− σy ≤ 0

L’effet du paramètre a, marquant l’écart d’effet entre la traction et la torsion, s’observe sur la forme
du module d’écrouissage instantané h (figure 4.13).
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Figure 4.13 – Réponse du modèle "Hexagone circonscrit" en torsion uniaxiale

La réponse du modèle est ensuite observée pour un chargement multiaxial proportionnel (figure
4.14). La dissipation augmente avec l’activation de la torsion, ce qui est espéré. L’influence du
paramètre a sur le module d’écrouissage instantané h est marqué et suit le "déplacement" du
domaine élastique concomitant au trajet de chargement. La dissipation est bien nulle lorsque l’état
de contrainte passe dans le domaine d’élasticité. La particularité la plus visible de la réponse du
modèle est le comportement de l’état d’écrouissage cinématique porté par le tenseur X. Ce tenseur
est déviatorique, le modèle impose bien cette condition puisque la trace reste en permanence nulle.
Cependant, dans l’espace déviatorique, si les composantesX22 etX33 suivent bien la même cinétique
opposée à la cinétique de X11 (axe de sollicitation en traction), les deux composantes ne sont pas
égales.
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Figure 4.14 – Réponse du modèle "Hexagone circonscrit" en traction - torsion proportionnelle

La dernière étape test du modèle est l’observation du paramètre a. Pour cela trois essais de torsion
à isocontrainte sont réalisés pour trois valeurs du paramètre a (figure 4.15). Puis ces essais sont
comparés à un essai de traction toujours à isocontrainte. Les paramètres d’essai du tableau 4.5 sont
repris.
La figure 4.15 montre que le modèle Hexagone permet de simuler un comportement différent entre
la traction et la torsion. Cependant, le comportement simulé est en opposition avec les résultats
expérimentaux des surfaces d’iso-auto-échauffement avec une dissipation plus importante en torsion
qu’en traction. Ce résultat illustre la différence entre la contrainte équivalente et la contrainte équi-
valente dissipative. Le modèle "Hexagone circonscrit" n’est pas adapté pour servir comme contrainte
équivalente. Néanmoins, le modèle permet de comprendre l’hétérogénéité du champ dissipatif en
fonction du chargement en tant que contrainte équivalente dissipative. Pour simuler le comporte-
ment, un deuxième modèle est nécessaire.

Figure 4.15 – Effet du paramètre a sur la réponse du modèle "Hexagone circonscrit" en torsion
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4.4.3 Modéliser avec un modèle "Tresca - von Mises" ou "Hexagone inscrit" au
modèle de von Mises

La description des surfaces d’iso-auto-échauffement par un modèle "J2 - J3" semble bien adaptée
traduisant le fait que la surface seuil doit être définie avec ces invariants. Ainsi, au lieu de prendre
une surface extérieure à la surface de von Mises, le choix est fait de prendre une surface intérieure
à l’image du modèle de Tresca (4.5). La surface seuil construite à partir des modèles de von Mises
et de Tresca est définie par

f
(
σ,X

)
=
√

4
3J2

(
σ −X

)
cos


a arccos

(√
1− ξ

(
σ −X

)2
)

3

− σy ≤ 0 (4.22)

Dans l’espace des déviateurs, le modèle "Tresca - von Mises" ou "Hexagone inscrit" au modèle de
von Mises est tracé en figure 4.16.

(a) (b)

Figure 4.16 – (a) Illustration des modèles de von Mises, Tresca et "Hexagone inscrit" dans l’espace
projeté des déviateurs, (b) Illustration des modèles de von Mises, Tresca et "Hexagone inscrit" dans
l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

La normale à cette surface seuil (4.22) se définit comme

∂f

∂s
=
√

3

(
s−X

)
J2
(
s,X

) cos

arccos
(
a
√

1− ξ2
)

3

− aξ2
√

4
3J2

(
s−X

)
3
√

(1− ξ) (1 + ξ) (a2ξ2 − a2 + 1)

· · ·

(s−X)−T − 9
2

(
s−X

)
J2
(
s−X

)2

 sin

arccos
(
a
√

1− ξ2
)

3

 (4.23)

Une écriture différente de la normale à la surface seuil est proposée. Cette écriture est seulement
valable pour un calcul dans l’espace déviatorique pour ne pas recourir à la dérivée du déterminant.
Dans l’espace déviatorique, le déterminant s’écrit en fonction de la trace selon

det
∣∣∣s−X∣∣∣ = 1

3trace
([
s−X

]3)
(4.24)
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La dérivée du déterminant avec cette forme (4.24) est donnée en notation indicielle par

∂

∂s
trace

([
s−X

]3)
= ∂

∂Smn
(Sij −Xij) (Sjk −Xjk) (Ski −Xki)

= δmiδnj (Sjk −Xjk) (Ski −Xki) +
δmjδnk (Sij −Xij) (Ski −Xki) +
δkmδni (Sij −Xij) (Sjk −Xjk)
= (Skn −Xkn) (Skm −Xkm) + (Sim −Xim) (Sni −Xni) +
(Snj −Xnj) (Sjm −Xjm)

= 3
(
s−X

)2

(4.25)

La notation indicielle adoptée ici est pratique pour montrer que le calcul reste un calcul dans
l’espace déviatorique, ainsi à partir de ∂s

∂σ , le projecteur déviatorique sous sa forme d’ordre 2 est
retrouvé par

∂s

∂σ
⇒ ∂Skl

∂σij
= ∂

∂σij

(
σkl −

1
3σmnδmn

)
= δikδjl −

1
3δmiδmjδkl

= δikδjl −
1
3δijδkl

(4.26)

Avec l’ensemble de ces outils, on trouve que

∂J2
(
s−X

)
∂s

:
∂s

∂σ
= 3

2
s−X

J2
(
s−X

) = 3
2N (4.27)

En utilisant le même principe que pour (4.25) et (4.26),
(
s−X

)2
:
∂s

∂σ
=
(
s−X

)2
− 1

3trace
([
s−X

]2)
I (4.28)

et trace
([
s−X

]2)
= 2

3J2
(
s−X

)2
. La dérivée de ξ (1.20) devient donc

∂ξ
(
σ −X

)
∂σ

= 9
2

1
J2

[
3N2 − ξN − 2

3I
]

(4.29)

Avec cet ensemble d’écriture, la normale à la surface seuil ∂f
∂σ prend une forme plus réduite à

manipuler, avec g (ξ) =
√

4
3 cos

a arccos
(√

1−ξ(σ−X)2
)

3

, ainsi
∂f

∂σ
= 3

2g (ξ)N + 9
2g
′ (ξ)

[
3N2 − ξN − 2

3I
]

(4.30)

Pour modifier la surface, il suffit de modifier la fonction g pour adapter celle-ci. La dérivée de la
surface seuil par les deux forces thermomécaniques σ etX vérifie que ∂f

∂s = − ∂f
∂X . L’écoulement plas-

tique, en reprenant le pseudopotentiel de plasticité de (4.10), impose une évolution de l’écrouissage
cinématique et de la déformation plastique telle que

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ
= λ̇

∂f

∂σ

132 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 4 : Étude du régime primaire d’auto-échauffement en multiaxial

Ẋ = −2
3Cλ̇

∂F

∂X
= 2

3Cλ̇
(
∂f

∂σ
− γ′nX

(
X : X

)n−1
)

Les évolutions des différentes variables internes étant définies, le modèle ainsi décrit est simulé pour
divers chargement en reprenant le schéma d’intégration de type "return mapping" décrit en figure
4.11. Les paramètres utilisés pour ces simulations sont fixés au tableau 4.6.

Σeq C γ′ n a σy
(MPa) (MPa) (MPa)
200 1× 107 0 1 0,8 15

Table 4.6 – Paramètres utilisés pour tester la réponse du modèle "Hexagone inscrit"

Les chargements tests sont repris pour ce modèle avec un chargement de traction (figure 4.17) et
un chargement de torsion (figure 4.18). Pour la traction, le modèle "Hexagone inscrit" n’affecte
pas cet axe, ainsi la dissipation simulée n’est pas différente de celle simulée avec le modèle de von
Mises ou du modèle "Hexagone circonscrit". La différence est effective pour le cas de la torsion. En
effet, la définition du modèle modifie l’effet de l’écrouissage cinématique. Le paramètre h (module
d’écrouissage instantané) est plus important.

Figure 4.17 – Réponse du modèle "Hexagone inscrit" en traction-compression
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Figure 4.18 – Réponse du modèle "Hexagone inscrit" en torsion

L’effet du paramètre a est observé sur la torsion de la même manière que pour le critère "Hexagone
circonscrit". Cet effet est tracé en figure 4.19 avec la comparaison de la dissipation au cours du
temps. Trois paramètres sont testés, a = 0 correspondant au modèle de von Mises, a = 0, 5 corres-
pondant à un modèle "von Mises - Tresca" et a = 1 pour un modèle de "Tresca". Plus le paramètre
a est important, plus une partie importante de l’énergie est portée par l’écrouissage (augmentation
de l’écrouissage instantané h) avec pour conséquence une diminution de la dissipation intrinsèque.
Avec ce résultat, l’apport du modèle "Hexagone inscrit" permet de rendre compte de l’effet moins
dissipatif de la torsion par rapport à la traction à isocontrainte équivalente de von Mises.

Figure 4.19 – Effet du paramètre a sur la réponse du modèle "Hexagone inscrit" en torsion

Cette partie de modélisation permet de conclure qu’une contrainte équivalente dissipative est dif-
férente d’une contrainte équivalente. La première permet d’associer l’hétérogénéité du champ dis-
sipatif au chargement alors que la seconde modélise le comportement élastoplastique. Les deux
concepts de contraintes sont liés par l’application et permettent de quantifier le phénomène d’auto-
échauffement du régime primaire. À première vue, il n’est pas évident de montrer que le modèle
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"Hexagone circonscrit", identifié sur l’essai d’iso-auto-échauffement, ne permet pas la modélisation
du comportement élastoplastique du matériau sous très faible amplitude de chargement multiaxial.

Pour le besoin de l’étude, la démarche de modélisation a été aussi conduite avec le modèle de
Berg. Celle-ci est illustrée en annexe B. Ce modèle peut être utile pour des cas spécifiques où
les matériaux étudiés présentent des défauts comme des porosités nécessitant l’utilisation de I1a.
Les applications concernées sont par exemple la fonderie ou la fabrication additive pour lesquelles
l’utilisation du modèle de Berg est adaptée.

4.4.4 Identification des paramètres du modèle "Hexagone inscrit" pour simuler
le régime primaire des deux aciers

4.4.4.1 Démarche d’identification

La réponse du modèle "Hexagone inscrit" pour les différentes configurations de chargements réali-
sées jusqu’ici est satisfaisante. Pour conclure sur l’étude du régime primaire dans le cadre de cette
étude, il reste à décrire précisément les résultats expérimentaux. Pour cela, une identification des
paramètres est menée par une comparaison essais-calculs. Une caractéristique importante des ré-
gimes primaires observés expérimentalement pour les aciers 16MND5 et 42CrMo4 est la puissance
dissipative de 2 (pente de 2 dans le graphe bilogarithme des courbes d’auto-échauffement). Pour
retrouver cette caractéristique, un nombre important de simulations est réalisé pour divers charge-
ments afin de trouver les combinaisons de paramètre matériau [C, γ′, n] qui permettent de donner
une puissance dissipative de 2. Le paramètre a est fixé par matériau.
Pour chaque simulation du modèle "Hexagone inscrit" avec plusieurs configurations de chargements,
cinq niveaux de chargement sont simulés puis la pente p dans une représentation bilogarithme du
régime primaire est identifiée. Le résultat des diverses simulations est regroupé en fonction du
module d’écrouissage cinématique C et des termes de rappel de non-linéarité de l’écrouissage ciné-
matique n et γ′. Plusieurs chargements uniaxiaux de torsion sont simulés à partir du modèle et une
carte de paramètres [C, γ′, n] est établie en figure 4.20. Cette carte donne la puissance dissipative
p en fonction de la combinaison [C, γ′, n]. La ligne rouge correspond à une valeur de p = 2, soit la
puissance de dissipation du régime primaire recherchée.

Figure 4.20 – Carte de paramètres n et γ′ en fonction de la puissance dissipative p du régime
primaire pour C = 1× 107 MPa dans le cas d’un chargement uniaxial de torsion

Par la suite, ce procédé d’obtention des cartes de paramètres est réalisé pour différents chargements
représentatifs de l’étude avec de la traction uniaxiale et un chargement proportionnel multiaxial de
traction - torsion. Les couples de paramètres permettant la puissance dissipative de 2 du régime
primaire sont mis en perspectives en figure 4.21 à un niveau unique de module d’écrouissage C.
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Sur la figure 4.21, la réponse du modèle indique qu’il existe pour les chargements proportionnels
des combinaisons uniques et communes permettant de simuler une réponse du matériau pour une
puissance dissipative de 2.

Figure 4.21 – Carte de paramètres n et γ′ donnant p = 2 pour différentes natures de chargement
avec C = 1× 107 MPa

Figure 4.22 – Effet du module d’écrouissage cinématique C sur les paramètres n et γ′ permettant
une puissance dissipative p = 2

L’effet du module d’écrouissage est ensuite observé en torsion en figure 4.22. Plusieurs niveaux de C
sont retenus avec pour finalité que le module d’écrouissage n’influe pas directement sur la variation
de la puissance dissipative puisque les possibilités de paramètres n et γ′ ne varient pas. Ce résultat
est attendu, le module d’écrouissage cinématique C est proportionnel au module d’écrouissage
instantané h (4.18). Néanmoins, le module d’écrouissage cinématique C affecte directement le niveau
d’énergie dissipée, car la dissipation intrinsèque est inversement proportionnelle (4.17) à h et donc
C. En figure 4.23, pour un même chargement de torsion, l’énergie dissipée est tracée pour plusieurs
valeurs de module C avec γ′ et n constant.
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Figure 4.23 – Effet du module C sur la dissipation pour un même chargement de torsion

4.4.4.2 Identification des paramètres matériaux du régime primaire de l’acier 16MND5

En appliquant le schéma de simulation de la dissipation pour l’acier 16MND5, un jeu de paramètres
(tableau 4.7) est identifié sur une surface d’iso-auto-échauffement simulée. La comparaison essais -
simulations est faite figure 4.24. Le paramètre a pour l’acier 16MND5 est fixé à a = 0, 9 (ordre de
grandeur représentatif des surfaces d’iso-auto-échauffement 4.9a, 4.9b et 4.9c).

Les résultats de simulations sont pertinents lors de la comparaison avec le résultat expérimen-
tal. L’utilisation du modèle "Hexagone inscrit" pour simuler le comportement du matériau est
satisfaisante avec un jeu de paramètre en adéquation (tableau 4.7).

C (MPa) γ′ n m a Σy (MPa)
400 000 0,4 0,57 24 0,9 15

Table 4.7 – Paramètres matériaux du 16MND5 identifiés par simulation
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Figure 4.24 – Comparaison du régime primaire par simulation du modèle avec une surface d’iso-
auto-échauffement pour l’acier 16MND5

4.4.4.3 Identification des paramètres matériaux du régime primaire de l’acier 42CrMo4

Pour l’acier 42CrMo4, le paramètre a est pris à a = 0, 85 selon une valeur moyenne des surfaces d’iso-
auto-échauffement identifiées avec la contrainte équivalente dissipative (figure 4.10). La réponse du
matériau est simulée avec le modèle "hexagone inscrit" pour plusieurs chargements multiaxiaux de
traction et torsion. Cette simulation permet de définir une surface d’iso-auto-échauffement simulée
qui est comparée au résultat expérimental en figure 4.25. Lors de la comparaison, les paramètres
matériaux de l’acier sont identifiés et regroupés au tableau 4.8.

La corrélation entre l’essai et la surface simulée est très bonne. Le seul écart d’importance est
sur la direction de traction, néanmoins cet écart est acceptable. La mesure de la dissipation pour
les faibles contraintes cycliques est sujette à une dispersion même si elle reste mesurée. La cohé-
rence des autres points de mesures montre un résultat de simulation fiable. Ainsi, la simulation
permet de confirmer la pertinence du modèle "Hexagone inscrit" pour représenter le comportement
mécanique du matériau avec la définition d’une contrainte équivalente. Par ailleurs, ces simulations
permettent de retrouver les formes des surfaces d’iso-auto-échauffement identifiées par la contrainte
équivalente dissipative (modèle "Hexagone circonscrit").

C (MPa) γ′ n m a Σy (MPa)
630 000 0,5 0,57 22 0,85 15

Table 4.8 – Paramètres matériaux du 42CrMo4 identifiés par simulation
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Figure 4.25 – Comparaison du régime primaire par simulation du modèle avec une surface d’iso-
auto-échauffement pour l’acier 42CrMo4

4.5 Régime primaire d’auto-échauffement sous chargement mul-
tiaxial non proportionnel

4.5.1 Protocole et résultats d’essais

Les configurations de chargements avec des sollicitations en phase ne sont pas représentatives
de cas généraux, les structures peuvent subir plus généralement des chargements avec des natures
de sollicitations déphasées. Pour observer cet effet, les deux aciers de l’étude sont caractérisés pour
des chargements non proportionnels par des mesures d’auto-échauffement. Dans ce chapitre, seule
la réponse du régime primaire est étudiée. Le protocole d’auto-échauffement suit la même structure
qu’au chapitre 3, le matériau subi une succession de bloc de chargements cycliques d’amplitude
croissante avec suivie de la température. Le chargement imposé est composé de deux signaux sinu-
soïdaux de traction et de torsion avec un déphasage imposé ϕ entre les voies. La construction de
la courbe d’auto-échauffement n’est pas modifiée.

Pour les deux aciers de l’étude, deux chargements multiaxiaux non proportionnels sont appliqués.
Ces chargements ont un déphasage entre la voie de traction et la voie de torsion soit de ϕ = 45° soit
de ϕ = 90°. Pour la comparaison entre ces chargements, un cas de chargement multiaxial propor-
tionnel (ϕ = 0°) est positionné en référence. Ces chargements, au rayon moyen, ont une amplitude
de contrainte équivalente entre la traction et la torsion à un rapport

√
3. Pour l’acier 16MND5, les

courbes expérimentales d’auto-échauffement sont tracées figure 4.26a et les paramètres identifiés
sont donnés dans le tableau 4.9. Pour l’acier 42CrMo4, les courbes sont tracées en figure 4.26b, les
paramètres associés à ces courbes sont regroupés au tableau 4.9.

L’analyse des résultats expérimentaux des deux aciers montre que le régime primaire d’auto-
échauffement est affecté par la non-proportionnalité du chargement. L’accumulation d’effet de mi-
croplasticité joue sur la dissipation. Le chargement le plus critique est le chargement déphasé à
ϕ = 90° qui à isocontrainte maximale de von Mises dissipe le plus. Par ailleurs, la lecture des
courbes d’auto-échauffement n’est pas unifiée avec un écart important entre les intensités des ré-
gimes primaires des différentes courbes d’auto-échauffement (tableau 4.9). Pour pouvoir exploiter
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les courbes d’auto-échauffement, deux objectifs doivent être remplis à partir des modèles identifiés
dans ce chapitre. Le premier est de montrer que le modèle "Hexagone inscrit" permet de simuler les
courbes d’auto-échauffement sous chargement multiaxial non proportionnel. Le second objectif est
d’unifier, dans le régime primaire, les courbes d’auto-échauffement par l’utilisation de la contrainte
équivalente dissipative ("Hexagone circonscrit").

(a) (b)

Figure 4.26 – Courbes d’auto-échauffement sous chargements multiaxiaux de traction - torsion
(a) acier 16MND5, (b) acier 42CrMo4

Paramètres 16MND5 Paramètres 42CrMo4
ϕ α τeq α τeq
0 0, 007 30 0, 007 30
45 0, 010 32 0, 012 30
90 0, 021 31 0, 025 38

Table 4.9 – Paramètres associés aux courbes d’auto-échauffement de la figure 4.26a pour le
16MND5 et de la figure 4.26b pour le 42CrMo4

4.5.2 Simulation des chargements non proportionnels avec le modèle "Hexagone
inscrit"

Une des questions est de savoir si le modèle "Hexagone circonscrit" proposé est capable de repré-
senter la dissipation du régime primaire des chargements non proportionnels ou si le caractère non
proportionnel du chargement induit l’activation d’un mécanisme dissipatif supplémentaire. Pour
éprouver le modèle, trois chargements multiaxiaux sont simulés : un chargement proportionnel de
traction - torsion (ϕ = 0°) et deux chargements non proportionnels de traction - torsion (ϕ = 45°
et ϕ = 90°). Les paramètres utilisés pour les simulations sont résumés au tableau 4.10.

Σeq C γ′ n a σy
(MPa) (MPa) (MPa)
200 1× 107 0 1 0,8 15

Table 4.10 – Paramètres utilisés pour tester la réponse du modèle "Hexagone inscrit"

Le modèle "Hexagone inscrit" permet de simuler aussi bien les chargements multiaxiaux propor-
tionnels (figure 4.29) et non proportionnels (figures 4.27 et 4.28). Pour les trois chargements, les
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conditions sur l’écrouissage cinématique sont respectées, le tenseur associé X reste toujours dans
l’espace déviatorique. De plus, l’observation des évolutions des différentes variables montre, dans les
deux cas, une différence de comportement traction - torsion à mesure que l’espace des contraintes
est balayé lors du chargement.
La dissipation sur un cycle des trois chargements est comparée au tableau 4.11. Le caractère plus
dissipatif dans le cas du chargement déphasé de 90° est bien observé. Le modèle donne bien un
accroissement de la dissipation à isocontrainte avec le déphasage, il permet donc de représenter
l’étagement de dissipation observé sur les résultats expérimentaux.

Figure 4.27 – Réponse du modèle "Hexagone inscrit" en traction - torsion avec déphasage de 45°
entre les voies
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Figure 4.28 – Réponse du modèle "Hexagone inscrit" en traction - torsion avec déphasage de 90°
entre les voies

Figure 4.29 – Réponse du modèle "Hexagone inscrit" en traction - torsion proportionnelle
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traction - torsion P NP NP
déphasage 0° 45° 90°

∆̄t,cycle 8, 58× 10−9 10, 31× 10−9 14, 00× 10−9
(J ·mm−3)

Table 4.11 – Densité d’énergie dissipée sur un cycle pour trois trajets de chargements multiaxiaux
avec le modèle "Hexagone inscrit", P : proportionnel, NP : non proportionnel

4.5.3 Vérification des paramètres matériaux pour les chargements non propor-
tionnels

L’aptitude du modèle "Hexagone inscrit" à représenter le comportement du matériau sous charge-
ment multiaxial est vérifiée, l’étape suivante est de montrer que les paramètres matériaux identi-
fiés pour les chargements proportionnels permettent de retrouver les résultats expérimentaux sous
chargements non proportionnels. Enfin, on utilise le modèle "Hexagone circonscrit" pour unifier
totalement la lecture du régime primaire des essais d’auto-échauffement sous chargements non
proportionnels.

4.5.3.1 Unification du régime primaire pour l’acier 16MND5

Les paramètres matériaux de l’acier 16MND5 identifié sur les chargements proportionnels (tableau
4.7) sont réutilisés pour simuler la réponse du matériau sous chargements non proportionnels. On
vérifie en figure 4.30 que pour les chargements de traction-torsion à ϕ = 0, ϕ = 45 et ϕ = 90, la
simulation avec ce jeu de paramètres permet de retrouver correctement le régime primaire.

Figure 4.30 – Comparaison du régime primaire par simulation du modèle "Hexagone inscrit" avec
les essais d’auto-échauffement pour l’acier 16MND5 en traction - torsion non proportionnel ϕ = 0,
ϕ = 45 et ϕ = 90

La dernière étape est de montrer grâce à l’utilisation de la contrainte équivalente de dissipation
qu’il est possible d’unifier la lecture des régimes primaires des différentes courbes et ainsi maitriser
complètement l’interprétation des résultats expérimentaux. Cependant, il est nécessaire de prendre
en compte l’hétérogénéité du champ de contrainte liée à la non-proportionnalité. Pour pouvoir la
prendre en compte, un facteur de non-proportionnalité GNPRP est défini comme le rapport entre la
dissipation sur un cycle d’un chargement non proportionnel ∆̄NP

t,cycle et la dissipation du chargement
proportionnel équivalent ∆̄P

t,cycle tel que
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GNPRP =
∆̄NP
t,cycle

∆̄P
t,cycle

. (4.31)

Ainsi, la dissipation est simulée au moyen du modèle "Hexagone inscrit" et des paramètres matériaux
identifiés (tableau 4.7). Les coefficients GNPRP ainsi calculés par simulation sont regroupés au tableau
4.12.

traction - torsion P NP NP
déphasage 0° 45° 90°

∆̄t,cycle 8, 31× 10−7 13, 46× 10−7 26, 34× 10−7
(J ·mm−3)

GNPRP 1, 00 1, 63 3, 17

Table 4.12 – Densité d’énergie dissipée sur un cycle pour trois trajets de chargements multiaxiaux
avec le modèle "Hexagone inscrit" et les facteurs de non-proportionnalité GNPRP associés, P : propor-
tionnel, NP : non-proportionnel, acier 16MND5

La contrainte équivalente dissipative est définie à partir de celle utilisée pour les chargements
multiaxiaux proportionnels. Pour rappel, elle est définie avec le modèle "Hexagone circonscrit"
comme

ΣHC
a,eq,diss,P = J2a

(
Σ
a

)
cos

1− a
(
1−

∣∣∣ξ (Σ
a

)∣∣∣)
3

 (4.32)

Pour l’adapter au cas non proportionnel, la contrainte équivalente dissipative générale, à l’état de
contrainte maximale, donne

ΣHC
a,eq,diss,max =

(
GNPRP

) 1
2 ΣHC

a,eq,diss,max,P , (4.33)

où le facteur de non-proportionnalité GNPRP est calculé après simulation avec (4.31). L’équation
décrivant le régime primaire sur les courbes d’auto-échauffement se récrit

θ̄primaire = α

 ΣHC
a,eq,diss,max

max
(
ΣHC
a,eq,diss,max

)
2

(4.34)

Le principe de contrainte équivalente dissipative est appliqué figure 4.31 aux résultats expéri-
mentaux de la figure 4.26a. La démarche permet d’unifier la lecture du régime primaire validant
l’approche descriptive avec le modèle "Hexagone circonscrit" et la démarche de modélisation du
comportement avec le modèle "Hexagone inscrit". De ce fait, l’acier 16MND5 ne présente pas de
mécanismes particuliers dus au caractère non proportionnel du chargement.
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Figure 4.31 – Unification des régimes primaires des courbes d’auto-échauffement de l’acier
16MND5 sous chargement multiaxial non proportionnel

4.5.3.2 Unification du régime primaire pour l’acier 42CrMo4

De la même manière que pour l’acier 16MND5, la compatibilité des paramètres matériaux de l’acier
42CrMo4 (tableau 4.8) est vérifié sur les résultats expérimentaux obtenus pour les chargements
multiaxiaux non proportionnels (ϕ = 0, ϕ = 45 et ϕ = 90 entre la traction et la torsion) en figure
4.32.

Figure 4.32 – Comparaison du régime primaire par simulation du modèle "Hexagone inscrit" avec
les essais d’auto-échauffement pour l’acier 42CrMo4 en traction - torsion non proportionnel ϕ = 0,
ϕ = 45 et ϕ = 90

Enfin, on vérifie aussi pour l’acier 42CrMo4, la pertinence des modèles utilisés dans ce chapitre
en appliquant la démarche de la lecture des courbes d’auto-échauffement sous chargement non
proportionnel de la figure 4.26b avec le principe de la contrainte équivalente dissipative (4.33).
L’application est donnée en figure 4.33 avec l’équation du régime primaire donné par (4.34).
Il est à noter dans le cas de l’acier 42CrMo4 que les paramètres matériaux ne sont pas identiques
à ceux de l’acier 16MND5, ainsi il est nécessaire de recalculer les facteurs de non-proportionnalité
GNPRP pour les trois chargements. Ces derniers sont obtenus par simulation et regroupés au tableau
4.13.
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traction - torsion P NP NP
déphasage 0° 45° 90°

∆̄t,cycle 6, 25× 10−7 10, 29× 10−7 20, 38× 10−7
(J ·mm−3)

GNPRP 1, 00 1, 66 3, 29

Table 4.13 – Densité d’énergie dissipée sur un cycle pour trois trajets de chargements multiaxiaux
avec le modèle "Hexagone inscrit" et les facteurs de non-proportionnalité GNPRP associés, P : propor-
tionnel, NP : non-proportionnel, acier 42CrMo4

Comme précédemment, l’unification de la lecture des courbes d’auto-échauffement permet de jus-
tifier la démarche du chapitre en montrant la pertinence des deux modèles.

Figure 4.33 – Unification des régimes primaires des courbes d’auto-échauffement de l’acier
42CrMo4 sous chargement multiaxial non proportionnel

4.6 Conclusion de l’étude du régime primaire sous chargement
multiaxial

L’étude réalisée dans ce chapitre répond à un objectif principal de la thèse sur la modélisation du
régime primaire sous chargement multiaxial. Cette thématique n’avait jusqu’ici pas été abordée
dans les travaux sur la méthode du modèle probabiliste à deux échelles. Ainsi pour développer
la méthode, un essai multiaxial spécifique a été mis en place et maitrisé afin de pouvoir compa-
rer dans l’espace des contraintes le comportement d’un matériau en fonction de la dissipation :
l’essai d’iso-auto-échauffement. Les premières observations de surfaces d’iso-auto-échauffement ont
montré qu’une description avec le modèle de von Mises n’est pas satisfaisante. En effet, pour des
chargements de très faibles amplitudes, les aciers de l’étude ont un comportement dissipatif bien
plus important en contrainte normale qu’en cisaillement dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)
. La

forme des surfaces d’iso-auto-échauffement est liée au niveau de chargement de l’étude du régime
primaire. De plus, l’effet de la contrainte moyenne influence peu la forme et la taille des surfaces
d’iso-auto-échauffement. De ce constat, un modèle élastoplastique en J2 - J3 est introduit pour
répondre à un premier besoin qui est de pouvoir unifier la lecture des régimes primaires d’auto-
échauffement des résultats de traction et de torsion. Cette unification de la lecture est utile pour
dissocier le régime secondaire et le régime primaire dans une lecture globale de la dissipation sous
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chargement multiaxial. Le modèle J2 - J3 est un modèle inspiré des surfaces seuils de plasticité. Par
construction, dans l’espace déviatorique formé par les contraintes principales, ce modèle forme un
"Hexagone circonscrit" au modèle de von Mises. Il est défini par deux invariants et deux paramètres.
L’utilisation du modèle permet la définition d’une contrainte équivalente dissipative (description du
résultat d’auto-échauffement) adaptée au régime primaire. Cependant, la modélisation élastoplas-
tique du comportement du matériau montre que le modèle "Hexagone circonscrit" ne permet pas
de retrouver le résultat expérimental. Ainsi, un second modèle est introduit : le modèle "Hexagone
inscrit" au modèle de von Mises. Dans sa construction, ce modèle est un mixte entre les modèles de
von Mises et Tresca. L’utilisation du modèle permet de simuler le comportement des deux aciers et
de retrouver les résultats expérimentaux. Le modèle "Hexagone inscrit" définit une contrainte équi-
valente pour le régime primaire. Enfin, l’utilisation des deux modèles a permis d’unifier la lecture
des courbes d’auto-échauffement sous chargements proportionnels et non proportionnels.

Le premier intérêt de ce travail est d’améliorer la lecture du régime primaire pour améliorer la
compréhension du régime secondaire indispensable pour remonter aux propriétés matériaux asso-
ciées à la fatigue à grand nombre de cycles. Pour atteindre cet objectif, l’étude permet une meilleure
quantification de la contribution du régime primaire à l’auto-échauffement global du matériau sous
chargement multiaxial et ainsi le modèle permet de distinguer plus précisément le régime secon-
daire du régime primaire. Un deuxième intérêt important est d’avoir pu montrer les possibilités de
l’essai d’iso-auto-échauffement et sa pertinence pour identifier des modèles. L’avantage de la me-
sure thermique est de pouvoir capter un comportement moyen du matériau, au contraire d’essais
plus conventionnels de fatigue, et ainsi de pouvoir proposer un essai complet permettant d’avoir
le comportement du matériau dans un espace défini des contraintes. Enfin une utilisation possible
de la démarche présentée dans ce chapitre est l’étude en fatigue sous chargement de très faible
amplitude avec le lien entre faible dissipation et comportement élastoplastique du matériau.

La suite naturelle du chapitre est de poursuivre l’étude des deux aciers dans le régime secon-
daire sous chargement multiaxial. Avec l’augmentation de la contrainte cyclique, des mécanismes
se mettent en place induisant l’apparition de sites plastiques au sein de la matière. La modification
du comportement du matériau sous plus hautes amplitudes est étudiée avec le prolongement des
essais d’iso-auto-échauffement pour l’étude du régime secondaire sous chargement multiaxial.

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 147



Chapitre 4 : Étude du régime primaire d’auto-échauffement en multiaxial

148 Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC



Chapitre 5 : Étude du régime secondaire d’auto-échauffement en multiaxial
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5.1 Introduction à l’étude du régime secondaire d’auto-échauffement
L’étude du phénomène d’auto-échauffement est poursuivie avec l’analyse du régime secondaire

pour accéder aux propriétés en fatigue sous chargements multiaxiaux. Dans ce chapitre, les six
objectifs de l’étude sont :

— Mise en place du protocole expérimental d’obtention des surfaces d’iso-auto-échauffement
pour l’étude du régime secondaire. L’obtention des surfaces est réalisée sous sollicitation de
traction-torsion avec ou sans contrainte moyenne. Le protocole est appliqué aux deux aciers
étudiés ;

— Étude expérimentale de l’auto-échauffement pour des chargements multiaxiaux non propor-
tionnels ;

— Définition et introduction du concept de contrainte équivalente dissipative au cas des char-
gements multiaxiaux avec ou sans contrainte moyenne. La contrainte équivalente dissipative
doit permettre de prendre en compte l’hétérogénéité du champ de contrainte modifiant le
champ dissipatif pour interpréter les mesures d’auto-échauffement ;

— Extension du concept de contrainte équivalente dissipative aux cas des chargements non pro-
portionnels ;

— Utilisation des surfaces d’iso-auto-échauffement pour l’identification d’une contrainte équiva-
lente du comportement élastoplastique des sites plastiques associés à l’approche probabiliste
à deux échelles utilisée pour modéliser le comportement thermomécanique des matériaux étu-
diés ;

— Proposition d’un critère de fatigue basé sur les invariants en lien avec la contrainte équivalente
et le résultat expérimental.

L’étude du régime secondaire d’auto-échauffement avec le modèle probabiliste à deux échelles repose
sur deux principes : des hypothèses de modélisation du comportement matériau et des hypothèses de
prévision des propriétés en fatigue à grand nombre de cycles. L’étude sous chargements multiaxiaux
nécessite de justifier les modèles de contraintes équivalentes de comportement et de dissipation.
Concernant la modélisation du comportement thermomécanique des matériaux, les essais d’iso-
auto-échauffement sont utilisés pour montrer la pertinence d’une contrainte équivalente représen-
tative du comportement élastoplastique des sites plastiques sous chargements multiaxiaux. Cette
contrainte est également utilisée pour l’activation des sites plastiques (Processus Ponctuel de Pois-
son). Cependant, des précautions sur la mesure du champ dissipatif doivent être prises. Il s’agit
d’introduire des modèles de contraintes équivalentes dissipatives permettant de relier les spécificités
du chargement (multiaxialité et contraintes moyennes) et de l’éprouvette (section tubulaire) à la
mesure d’auto-échauffement.
L’utilisation des essais d’iso-auto-échauffement, comme justification du comportement du matériau
dans le cadre du modèle probabiliste, a été effectuée principalement dans deux thèses [Doudard,
2004, Poncelet et al., 2010]. Dans ces travaux, les comportements d’aciers sous chargements de
traction-torsion ou de traction biaxiale sont établis par cet essai. Dans ce chapitre, l’essai est amé-
lioré pour prendre en compte l’hétérogénéité du champ dissipatif grâce aux contraintes équivalentes
dissipatives. De plus, l’essai est réalisé pour la première fois sous contraintes moyennes.

La caractérisation en fatigue sous chargement multiaxial avec contraintes moyennes est également
obtenue grâce aux surfaces d’iso-auto-échauffement. Un des intérêts de l’essai est le traitement si-
multané d’un grand nombre de courbes d’auto-échauffement. Ce traitement établit un lien entre
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la tenue en fatigue des différentes directions de chargement. De ce fait, avec quelques surfaces
d’iso-auto-échauffement, la réponse du matériau est rapidement déterminée avec comme finalité
l’identification d’un critère de fatigue. Dans cette partie, les essais permettent d’obtenir l’influence
de la contrainte moyenne de traction et de la contrainte moyenne de torsion.
La prise en compte de la contrainte moyenne de torsion dans les critères de fatigue est débattue au
sein de la communauté de la fatigue. Néanmoins, contrairement au postulat initial de Sines [Sines,
1955] plusieurs études montrent, pour des matériaux ductiles tels que les aciers de l’étude, que la
prise en compte de la contrainte moyenne de torsion améliore les capacités de prévisions des critères
de fatigue [Papuga, 2011]. Des résultats de fatigue [Papuga and Halama, 2019] corroborent pour
divers matériaux ductiles (acier 34CrMo4 [Baier, 1970], aluminium 76S-T61 [Findley, 1953]) une
influence de la torsion moyenne dans le domaine élastique de la fatigue à grand nombre de cycles.
Dans le cadre des études des propriétés en fatigue à partir de mesures d’auto-échauffements via un
modèle probabiliste à deux échelles, l’effet de la contrainte moyenne a uniquement été étudié pour
des chargements uniaxiaux. La prise en compte de l’effet de la contrainte moyenne de traction a
été réalisée et montre de bons accords avec les essais classiques de fatigue [Munier, 2012] alors que
la contrainte moyenne de torsion n’a été observée qu’au chapitre 3. Dans le chapitre de ce manus-
crit, l’influence de la contrainte moyenne est pour la première fois étudiée sous des conditions de
chargements multiaxiaux.

Afin de répondre aux problématiques soulevées, la première partie du chapitre est basée sur la
poursuite de l’essai d’iso-auto-échauffement pour l’étude du régime secondaire. Des essais sous
chargements non proportionnels sont également présentés pour servir de base de validation pour le
cas général. La deuxième partie est une étape de modélisation. Dans un premier temps, une pro-
position de contrainte équivalente de dissipation est présentée pour permettre de décrire la forme
des surfaces d’iso-auto-échauffement. Puis dans un second temps, l’effet de la contrainte moyenne
est ajouté au modèle pour décrire complètement les résultats expérimentaux. Finalement, un lien
est établi entre ce modèle et les propriétés en fatigue à grand nombre de cycles. Ce lien permet la
définition et la justification d’un critère de fatigue multiéchelle.

5.2 Protocole d’essai pour l’étude des mesures d’auto-échauffement
sous chargement multiaxial

Dans cette partie, l’essai de surface d’iso-auto-échauffement est adapté à l’étude du régime secon-
daire sous chargement multiaxial avec ou sans contrainte moyenne. L’application d’un protocole
permet de fournir une base d’essais pour les deux aciers sur laquelle des modèles de contrainte
équivalente sont étudiés. Puis, la base d’essais est complétée par des essais sous chargements non
proportionnels afin de valider le cas général.

5.2.1 Protocole des essais d’iso-auto-échauffement adapté à l’étude du régime
secondaire

Le protocole d’essai présenté au chapitre 4 est poursuivi pour être adapté à l’étude du régime se-
condaire, à savoir le régime dissipatif associé aux mécanismes à l’origine de l’endommagement de
la fatigue à grand nombre de cycles pour les matériaux de l’étude. L’éprouvette tubulaire (annexe
C.7) utilisée pour identifier le régime primaire et réutilisée pour conduire une nouvelle série d’es-
sais. Pour cela, des blocs de chargements sont appliqués successivement sur l’éprouvette suivant le
protocole d’auto-échauffement. Cette série de blocs est ensuite répétée pour les sept directions de
chargement définies lors de l’étude du régime primaire. À l’issue de cette étape, des courbes d’auto-
échauffement sont obtenues pour chaque direction. Puis, le régime secondaire de chaque courbe est
identifié (le régime primaire étant au préalablement retiré). Une température cible θ̄off est ensuite
choisie. Sur chaque trajet de chargement, elle permet d’identifier une contrainte équivalente dis-
sipative (contrainte équivalente de von Mises ΣVM

eq,off ) correspondant à l’élévation de température
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θ̄off . Ces contraintes sont ensuite reportées dans l’espace des contraintes (σ,
√

3τ). Finalement, un
modèle est identifié dans cet espace en accord avec le résultat expérimental. Le protocole est résumé
en figure 5.1.

Il est à noter que l’obtention du résultat dépend de trois paramètres d’essai :
— θ̄off le niveau d’énergie dissipée étudié pour être dans le régime secondaire
— le nombre de directions de chargement (φ, figure 5.2) appliquées à l’éprouvette
— le nombre de paliers de chargement par direction de chargement

Le choix de θ̄off doit être fait par l’expérimentateur pour s’assurer que la majeure partie de l’énergie
dissipée soit issue du régime secondaire. De plus, θ̄off ne doit pas être trop haut pour prévenir
l’apparition d’un effet d’histoire. La connaissance précise du régime primaire permet ensuite d’être
peu dépendant d’une valeur de θ̄off précise. L’effet du nombre de paliers de chargement et de
direction est abordé pour l’acier 42CrMo4 en partie 5.2.2.3.

1 éprouvette

Poursuite de l’essai
associé à l’étude

du régime primaire

φ = 90
Torsion seule

φ = 0
Traction seule

φ = 30
Traction - Torsion

φ = 150, 60, 120, 0
Traction - Torsion

4 Paliers
pas 10 MPa

10Hz, 800 s/palier
4000 cycles/palier

courbes
auto-échauffement

régime primaire retranché

Identifications
des paramètres des

régimes secondaires β
Température cible : θ̄off

Surface

Iso-Auto-Échauffement
σ (φ) = Σoff cos (φ)√
3τ (φ) = Σoff sin (φ)
Rayon moyen

Figure 5.1 – Protocole d’essai des surfaces d’iso-auto-échauffement pour le régime primaire
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Figure 5.2 – Illustration de la définition des chargements traction-torsion en fonction de la direction
de chargement φ

5.2.2 Surfaces d’iso-auto-échauffement du régime secondaire d’auto-échauffement :
résultats des essais

5.2.2.1 Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5

Pour l’acier 16MND5, sept surfaces d’iso-auto-échauffement réalisées pour différentes contraintes
moyennes sont obtenues pour le régime secondaire (dissipation du régime primaire retranchée) en
figure 5.3 et en figure 5.4. La température cible θ̄off est prise à 0,82 K, les essais uniaxiaux sur
l’acier 16MND5 confirment que le régime secondaire est établi à cette élévation de température.

Pour évaluer le comportement du matériau, une première identification du modèle de von Mises
ΣVM
eq est faite. Les écarts associés sont donnés au tableau 5.1. La première observation de ces ré-

sultats montre que le modèle de von Mises est, au premier ordre, adapté à décrire la forme des
surfaces. Cependant, la géométrie des éprouvettes tubulaires employées pour ces essais induit un
champ de contraintes hétérogène en cisaillement. Ainsi avant de pouvoir exploiter ces résultats
d’essais, il est nécessaire de définir une contrainte équivalente de dissipation permettant de trai-
ter les mesures d’auto-échauffement pour des cas de champ hétérogène de contraintes (partie 5.3.1).

Sur l’obtention des surfaces d’iso-auto-échauffement, la répétabilité des mesures est très bonne
lorsqu’on compare les tailles et les formes des surfaces à même contrainte moyenne. Cette repro-
ductibilité des essais valide la possibilité d’utiliser ces résultats comme base d’identification.

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm ΣVM

eq,a Écart sur σ Écart sur τ
(figure) (MPa) (MPa) (MPa) % %
5.3a 0 0 352 0, 0 −4, 6
5.3b 145 0 306 0, 0 5, 1
5.3c 0 145 332 0, 0 −9, 6
5.3d 0 0 350 0, 0 −3, 4
5.4a −102 107 326 0, 0 −4, 9
5.4b −102 107 327 0, 0 −5, 0
5.4c 165 0 311 0, 0 1, 7

Table 5.1 – Écarts de représentation avec le modèle de von Mises sur les axes de traction et de
torsion des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 5.3 et de la figure 5.4, acier 16MND5
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.3 – Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5 à différentes contraintes
moyennes pour θ̄off = 0, 82K, (a) contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction,
(c) contrainte moyenne de torsion, (d) contrainte moyenne nulle
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(a) (b)

(c)

Figure 5.4 – Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5 à différentes contraintes
moyennes pour θ̄off = 0, 82K, (a) contrainte moyenne de compression et torsion, (b) contrainte
moyenne de compression et torsion, (c) contrainte moyenne de traction

5.2.2.2 Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4

Le protocole d’essai des surfaces d’iso-auto-échauffement est appliqué à l’acier 42CrMo4 pour dif-
férents états de contraintes moyennes. Les surfaces sont affichées en figure 5.5 et en figure 5.6. La
température cible θ̄off est prise à 0,7 K. Les essais uniaxiaux montrent que le régime secondaire
est bien établi pour une élévation de 0,7 K.

L’analyse des surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 indique, comme pour l’acier
16MND5, que l’utilisation du modèle de von Mises permet une bonne description de la forme des
surfaces (tableau 5.2). Cependant, la prise en compte de l’hétérogénéité de l’éprouvette est à inclure
pour pouvoir identifier le comportement réel du matériau. La répétabilité des surfaces justifie la
pertinence de l’essai pour servir de base d’identification.
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Surfaces iso-auto-échauffement Σm ΣVM
eq,a

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) (MPa) % %
5.5a 0 406 0 0, 0 −4, 3
5.5b 165 366 0 0, 0 −1, 1
5.5c 0 377 165 0, 0 −5, 8
5.6a 0 397 0 0, 0 −3, 1
5.6b 165 364 0 0, 0 −1, 7
5.6c 0 383 165 0, 0 −6, 1

Table 5.2 – Écarts de représentation avec le modèle de von Mises sur les axes de traction et de
torsion des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 5.5 et de la figure 5.6, acier 42CrMo4

(a) (b)

(c)

Figure 5.5 – Surfaces iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes
pour θ̄off = 0, 7K, (a) contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte
moyenne de torsion
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(a) (b)

(c)

Figure 5.6 – Surfaces iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes
pour θ̄off = 0, 7K, (a) contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte
moyenne de torsion

5.2.2.3 Étude de l’effet du nombre de paliers et de directions de chargement sur le
protocole d’essai d’iso-auto-échauffement

Comme énoncé lors du protocole d’essai, l’obtention d’une surface d’iso-auto-échauffement dé-
pend de trois paramètres d’essais : la température cible, le nombre de directions de chargement
et le nombre de blocs de chargement par direction. Une des questions en lien avec les deux der-
niers paramètres d’essais se rapporte à l’évaluation de l’influence du nombre de chargements sur
la surface d’iso-auto-échauffement obtenue. En effet, la démultiplication des blocs de chargements
implique l’accumulation de déformation plastique dans le matériau (sites plastiques) ainsi que de
potentiels effets d’histoire du chargement. Les directions de chargement précédemment réalisées
peuvent avoir une influence sur le résultat obtenu pour une direction donnée. Pour illustrer ce phé-
nomène et montrer l’importance de maitriser l’essai, deux protocoles d’iso-auto-échauffement sont
proposés sur l’acier 42CrMo4. Les protocoles suivent la démarche de la figure 5.1, seuls les nombres
de directions et de blocs de chargement changent.

Le premier protocole correspond aux surfaces d’iso-auto-échauffement de la figure 5.5. Pour celui-ci,
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sept directions de chargement φ = [0, 90, 30, 150, 60, 120, 0] de neuf paliers sont appliquées à l’éprou-
vette. Le second protocole est associé aux surfaces de la figure 5.6. Pour ce protocole, neuf directions
de chargement
φ = [0, 90, 30, 120, 45, 135, 60, 150, 0] de onze paliers sont appliquées à l’éprouvette. Uniquement
pour l’étude de l’effet de chargement sur les surfaces, les blocs de chargement sont effectués en
trois étapes. D’abord un groupe de palier est effectué pour identifier le régime primaire. Puis, une
première série de paliers est appliquée pour le régime secondaire suivi d’une seconde série à plus
hautes amplitudes. La modification du nombre de chargements affecte l’état du matériau qui se
répercute directement sur la réponse de l’auto-échauffement. Ainsi, pour observer cet effet, les deux
protocoles sont comparés au travers des courbes d’auto-échauffement d’une surface de chaque pro-
tocole. Le premier protocole à sept directions est illustré avec les courbes d’auto-échauffement de
la surface 5.5a en figure 5.8. Le second protocole à neuf branches est illustré avec la surface 5.6a en
figure 5.7.

La comparaison permet d’observer une différence d’effet du chargement sur les courbes d’auto-
échauffement des deux protocoles. Sur les courbes du protocole à neuf branches (figure 5.7), un
"saut" est observé entre le premier groupe de paliers du régime secondaire et le second groupe
de paliers. Sur chaque groupe de palier est identifié l’intensité du régime secondaire, βint pour le
premier et βext pour le second. L’écart des intensités du régime secondaire est caractéristique d’un
effet d’histoire trop important sur l’état du matériau qui fausse la caractérisation si ce dernier n’est
pas pris en compte. Ainsi, le nombre de chargements doit être diminué pour conserver un résultat
cohérent avec la caractérisation recherchée par l’essai.
Pour le protocole à sept branches (figure 5.8), l’effet d’accumulation de plasticité est maitrisé avec
l’absence du "saut". Il est à noter que les surfaces à neuf branches peuvent être exploitées avec une
identification sur le premier groupe de paliers du régime secondaire.

Figure 5.7 – Courbes auto-échauffement liées à la surface 5.6a
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Figure 5.8 – Courbes auto-échauffement liées à la surface 5.5a

5.2.3 Protocole d’essai pour l’étude des courbes d’auto-échauffement sous char-
gement multiaxial non proportionnel

L’application d’un trajet de chargement multiaxial peut impliquer un dommage plus important
qu’un trajet uniaxial de même contrainte équivalente [Weber, 1999]. C’est particulièrement le cas
pour un trajet non proportionnel (déphasage des sollicitations). Le problème de la prise en compte
de la non-proportionnalité sur la tenue en fatigue peut être traité de plusieurs façons. Dans le
chapitre 2, la solution retenue est de recourir à une correction linéaire des critères de fatigue avec
le calcul d’un indicateur de non-linéarité du cycle de chargement [Bercelli et al., 2019]. Dans ce
chapitre, l’objectif est de montrer l’intérêt des essais d’auto-échauffement sous sollicitations mul-
tiaxiales non proportionnelles pour étudier directement les propriétés en fatigue à grand nombre
de cycles. Pour cela, il faut préalablement montrer que le modèle permet d’interpréter les mesures
d’auto-échauffement sous sollicitations non proportionnelles.

Dans le but d’obtenir une base d’essais permettant de valider un modèle de contrainte équiva-
lente adapté au régime secondaire, les essais sous chargements non proportionnels du chapitre 4
sont prolongés pour l’étude du régime secondaire. Le protocole d’essai d’auto-échauffement est re-
pris pour les trois chargements multiaxiaux déphasés (ϕ = 0, ϕ = 45 et ϕ = 90). Pour ce régime,
l’amplitude des blocs de chargement est accrue pour étudier l’apparition des sites plastiques. L’effet
de la non-proportionnalité est ainsi observé sur les courbes d’auto-échauffement de l’acier 16MND5
en figure 5.9 et de l’acier 42CrMo4 en figure 5.10. Les paramètres des courbes d’auto-échauffement
sont donnés pour l’acier 16MND5 au tableau 5.3 et pour l’acier 42CrMo4 au tableau 5.4.

L’observation du régime primaire pour les chargements non proportionnels montre déjà un ef-
fet de la non-proportionnalité avec une accumulation de déformation plastique plus importante
expliquant l’étagement des courbes d’auto-échauffement. Pour le régime secondaire, cet effet de la
non-proportionnalité sur la dissipation est très marqué.

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 159



Chapitre 5 : Étude du régime secondaire d’auto-échauffement en multiaxial

φ α β m τeq

0 0, 007 0, 01 24 30
45 0, 010 0, 03 24 32
90 0, 021 0, 30 24 31

Table 5.3 – Paramètres associés aux courbes d’auto-échauffement de la figure 5.9, acier 16MND5

(a) (b)

Figure 5.9 – (a) Courbes d’auto-échauffement complètes sous chargement multiaxial de traction -
torsion pour l’acier 16MND5, (b) régimes secondaires isolés des courbes

φ α β m τeq

0 0, 007 0, 01 22 30
45 0, 012 0, 015 22 30
90 0, 025 0, 20 22 38

Table 5.4 – Paramètres associés aux courbes d’auto-échauffement de la figure 5.10, acier 42CrMo4
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(a) (b)

Figure 5.10 – (a) Courbes d’auto-échauffement complètes sous chargement multiaxial de traction
- torsion pour l’acier 42CrMo4, (b) régimes secondaires isolés des courbes

5.3 Modélisation du régime secondaire d’auto-échauffement

À l’image de la démarche appliquée au chapitre 4, un modèle est identifié sur les bases d’essais
des surfaces d’iso-auto-échauffement. Le premier objectif est d’identifier un modèle de contrainte
équivalente permettant d’interpréter la mesure de la dissipation en la reliant aux spécificités du
chargement (multiaxialité, contrainte moyenne, non-proportionnalité) tout en considérant l’hété-
rogénéité du champ de dissipation. Le second objectif est de réutiliser ce modèle pour simuler
le comportement élastoplastique des sites plastiques. Puis, ce modèle est utilisé dans le modèle
probabiliste pour l’obtention des propriétés en fatigue.

5.3.1 Prise en compte de l’hétérogénéité du champ de contraintes dans l’outil
probabiliste

5.3.1.1 Définir le Processus Ponctuel de Poisson dans un cadre multiaxial propor-
tionnel

Dans le cas d’un chargement multiaxial proportionnel de traction - torsion, le champ de contraintes
de la zone d’étude est hétérogène à cause de la section circulaire de l’éprouvette tubulaire utilisée
lors des essais d’iso-auto-échauffement (annexe C.7). Cette hétérogénéité doit être prise en compte
dans le scénario d’activation des sites plastiques pour refléter la dissipation réelle du volume étudié.
De plus, dans le modèle d’activation des sites plastiques, le choix de la contrainte équivalente est
primordial puisqu’elle définit le comportement du matériau selon la nature du chargement. Pour
le choix de la contrainte équivalente, les observations expérimentales sur les surfaces d’iso-auto-
échauffement (partie 5.2.2) montrent qu’au premier ordre la forme des surfaces est bien décrite par
le modèle de von Mises. Ainsi, le choix est fait de retenir le modèle de von Mises comme contrainte
équivalente en amplitude Σeq

a . Cette contrainte équivalente est utilisée dans le scénario d’activation
des sites plastiques défini par le Processus Ponctuel de Poisson (PPP). L’intensité du processus
d’activation des sites plastiques est, dans un cadre multiaxial, définie par

λ (Σeq
a ) = 1

V0

(Σeq
a

S0

)m
(5.1)

Les paramètres V0, S0 et m sont les paramètres classiques du modèle probabiliste à deux échelles
développé au chapitre 3. Dans le modèle, la dissipation d’un site plastique intervient lorsque le
chargement est supérieur à la limite élastique locale σy, la dissipation d’un site plastique sous
chargement multiaxial [Poncelet, 2007] est donnée par
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Esited (σy) = 4Vsσy
h
〈Σeq

a − σy〉 (5.2)

avec les crochets de Macauley 〈·〉 le résultat est nul si Σeq
a < σy.

Le nombre de sites plastiques ayant une limite d’élasticité locale comprise entre Σ et Σ + dΣ est
donné par

dN (Σ) = V λ (Σ + dΣ)− V λ (Σ) = V
dλ

dΣdΣ (5.3)

L’introduction du champ hétérogène de contraintes impose dans le cas d’une section tubulaire
une contrainte en cisaillement dépendante du rayon. Ainsi, la dissipation des sites plastiques actifs
impose une intégration dans le volume de l’activation des sites plastiques actifs. La densité d’énergie
dissipée de l’ensemble des sites plastiques actifs est donnée par

Esitesd = 1
V

∫
V

∫ Σeqa

0
Esited (Σeq

a ) dN dV

= 1
V

∫
V

∫ Σeqa (r)

0
Esited (Σeq

a (r)) dλ
dΣ dΣ dV

= 4mVs
V hV0Sm0

∫
V

∫ Σeqa (r)

0

(
Σeq
a Σm − Σm+1

)
dΣ dV

= 4mVs
(m+ 1) (m+ 2)V hV0Sm0

∫
V

(Σeq
a (r))m+2 dV

(5.4)

La contrainte étant dépendante de la position dans la section, on introduit un coefficient d’hétéro-
généité Hm+2 [Hild et al., 1992]. Ce coefficient permet, une fois appliqué au volume, de définir une
zone équivalente dans laquelle la contrainte peut être considérée comme homogène. Ce principe est
appliqué au chargement dissipatif pour exprimer la dissipation des sites plastiques en fonction du
chargement équivalent maximal.

Esitesd = 4mVs
(m+ 1) (m+ 2)hV0Sm0

Hm+2
(
Σeq
a,max

)m+2
(5.5)

Le coefficient d’hétérogénéité Hm+2 est dépendant du module m+ 2 et se calcul avec

Hm+2 = 1
V

∫
V

(Σeq
a (r)

Σeq
a,max

)m+2
dV (5.6)

5.3.1.2 Définition de la contrainte équivalente dissipative

Dans l’interprétation des mesures de dissipation avec les courbes d’auto-échauffement, l’élévation
de température du régime secondaire est reliée à la contrainte équivalente dissipative par

θ̄secondaire = frτeq
ρc

Ēd,secondaire = β′
(

Σeff,diss

max (Σeff,diss)

)m+2

(5.7)

La contrainte équivalente dissipative pour les chargements proportionnels est ainsi donnée par

Σeff,diss = (Hm+2)
1

m+2 Σeq
a,max (5.8)

Cette contrainte effective permet d’unifier la lecture des courbes d’auto-échauffement en considérant
l’hétérogénéité. Dans le cas de l’éprouvette utilisée, il existe une solution analytique du coefficient
d’hétérogénéité pour un chargement de traction-torsion. Pour rappel, la répartition traction-torsion
est définie par la direction du chargement φ (figure 5.2). Le coefficient d’hétérogénéité Hm+2 est
donné par
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Hm+2 = 1
V

∫
V

1 + tan (φ)2
(

r
rmax

)2

1 + tan (φ)2


m+2

dV (5.9)

En figure 5.11, le coefficient d’hétérogénéité est calculé pour différentes directions de chargement
φ. Pour l’éprouvette, l’hétérogénéité augmente pour les chargements où le champ de contrainte est
majoritairement en cisaillement. Pour différents modules m, dépendant du matériau, le coefficient
évolue également.

Figure 5.11 – Évolution de l’hétérogénéité dans l’éprouvette tubulaire en fonction de la direction
de chargement φ

Pour les surfaces d’iso-auto-échauffement, une des questions est de savoir quel est l’écart de dis-
sipation entre la direction de traction (parfaitement homogène) et la direction de torsion (très
hétérogène). Puis par extension, le but est de savoir comment cet écart peut être représenté pour
remonter aux propriétés en fatigue. Ainsi, pour comprendre le lien dissipatif entre les différents
trajets de la surface d’iso-auto-échauffement, un chargement de traction indicé σ est considéré. Il
est comparé à un chargement de torsion indicé τ . Le rapport des énergies dissipées ,(5.5) pour ces
deux chargements, donne

Ēd τ

Ēd σ
=
Hm+2 τ

Hm+2 σ

(V0S
m
0 )

σ

(V0Sm0 )
τ

Σeq
a,r=max τ

Σeq
a,r=max σ

m+2

(5.10)

La limite d’endurance du matériau Σ̄∞ pour un chargement choisi est donnée par

Σ̄∞ =
(
V0S

m
0

HmV

)1/m
Γ
(

1 + 1
m

)
(5.11)

L’identification du modèle de von Mises Σeq
a à partir de la contrainte équivalente dissipative

Σeq
a,diss nécessite un facteur correctif pour prendre en compte la différence de dissipation entre la

traction et la torsion. Ainsi, au rayon moyen de l’éprouvette sur lequel l’état de contraintes des
surfaces d’iso-auto-échauffement a été défini, l’identification du modèle donne

Σeq
a,diss,r=moy = c′Σeq

a,r=moy (5.12)
où c′ est un facteur d’hétérogénéité de l’éprouvette tubulaire en fonction de la direction de charge-
ment φ (figure 5.2). Il se définit comme

c′ =
(
Hm

Hm+2

) 1
m+2 1√

cos (φ)2 + sin (φ)2
(
rmax
rmoy

)2
(5.13)
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5.3.1.3 Inclusion de l’effet de non-proportionnalité dans la définition de la contrainte
équivalente dissipative

Dans le cas proportionnel, l’hétérogénéité du chargement est facilement intégrable analytiquement
avec Hm+2 puisque cette hétérogénéité n’a qu’une dépendance spatiale. Dans le cas d’un char-
gement non proportionnel, il est beaucoup plus difficile d’arriver aux mêmes types de solutions.
L’hétérogénéité n’est plus seulement spatiale, mais aussi temporelle dans la répartition des zones
de contraintes. Ainsi le but est d’introduire à l’image de Hm+2 un coefficient Gm+2 pour les char-
gements non proportionnels. Pour cela, la dissipation du chargement est simulée selon le schéma
d’intégration de la figure 5.12. Le principe est de simuler la réponse des sites plastiques soumis
à un chargement cyclique multiaxial non proportionnel. La méthode adoptée pour le calcul de la
dissipation du régime secondaire reprend le formalisme introduit au chapitre 3. La contrainte équi-
valente ou le modèle élastoplastique utilisée (surface seuil) est le modèle de von Mises. Le schéma
d’intégration suit un processus de return mapping.

Pour établir le coefficient d’hétérogénéité non proportionnel Gm+2, la dissipation sur un cycle
établi d’un chargement non proportionnel Ēd,NP est comparée à la dissipation d’un chargement
proportionnel homogène de même nature à isocontrainte maximale Ēd,P . Ainsi, Gm+2 est défini
par

Gm+2 = Ēd,NP

Ēd,P
(5.14)

La contrainte effective dissipative est définie avec Gm+2 pour les chargements non proportionnels

Σeff,diss = (Gm+2)
1

m+2 Σeq
a,max (5.15)

Il est à noter que la définition de Gm+2 englobe les effets déjà pris en compte par Hm+2. Ainsi avec
la contrainte équivalente dissipative, il est possible de comparer les régimes secondaires des courbes
d’auto-échauffement des chargements proportionnels avec ceux des chargements non proportionnels.
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Figure 5.12 – Logigramme de la simulation de la dissipation du régime secondaire
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5.3.2 Identification d’un modèle avec les surfaces d’iso-auto-échauffement

La prise en compte de l’hétérogénéité dans la description des courbes d’auto-échauffement avec la
contrainte équivalente dissipative est étudiée dans un premier temps dans le cas des chargements
multiaxiaux proportionnels.

5.3.2.1 Identification pour l’acier 16MND5

L’identification du modèle de von Mises par la contrainte équivalente dissipative adaptée est réali-
sée pour l’acier 16MND5 en figure 5.13 et en figure 5.14. Les écarts entre la modélisation adoptée
et les résultats expérimentaux sont regroupés au tableau 5.5.

L’identification par la contrainte équivalente dissipative (5.12) est importante dans le traitement
d’un essai par mesures d’auto-échauffement. En effet, sur l’acier 16MND5, le traitement par la
contrainte équivalente dissipative permet d’inclure les effets dissipatifs liés à l’hétérogénéité du
champ de contraintes. Les surfaces identifiées aux figures 5.13 et 5.14 avec Σeq,a,diss sont mieux dé-
crites qu’initialement avec la contrainte équivalente de von Mises sans correctif (figures 5.3 et 5.4).
L’identification sur les surfaces d’iso-auto-échauffement montrent qu’au premier ordre l’utilisation
du modèle de von Mises avec considération de l’hétérogénéité du champ de contrainte est pertinent.
En effet, les écarts lors de l’identification sont très faibles dans la majorité des cas. Contrairement
au régime primaire, la forme de la surface est plutôt bien décrite avec un effet dissipatif proche
en traction et en torsion à isocontrainte de von Mises. Cette forme identifiée confirme le choix du
modèle de von Mises pour traiter le comportement dissipatif du matériau dans le régime secondaire.

Quelques nuances sont apportées sur la forme des surfaces. Si le comportement en amplitude est
globalement bien décrit par J2a, la nature de la contrainte moyenne affecte le niveau de dissipation,
donc le rayon de la surface (ΣVM

eq,a ). Dans le régime secondaire, la contrainte moyenne de traction
(figures 5.13b et 5.14c) a un effet fort sur la dissipation. L’écart au modèle identifié sur l’axe de
torsion est très important (>10%) indiquant une nécessité d’inclure l’effet de la contrainte moyenne
dans la définition de la contrainte équivalente. La contrainte moyenne de torsion n’affecte pas la
forme de la surface comme en témoigne un écart faible. Néanmoins, l’essai à contrainte moyenne de
torsion (figure 5.13c) a une dissipation accrue qui se traduit par un rayon plus faible de la surface
quand elle est comparée aux cas sans contraintes moyennes (figures 5.13a et 5.13d). Ainsi, l’effet de
la contrainte moyenne de torsion doit aussi être considéré dans la définition de la contrainte équi-
valente. Enfin, la contrainte moyenne de compression et torsion (figures 5.14a et 5.14b) n’influe pas
sur la forme de la surface avec sûrement un effet s’annulant entre la contrainte moyenne normale
et la contrainte moyenne de cisaillement. Par contre, cette contrainte moyenne multiaxiale influe
sur la dissipation avec un rayon de surface réduit.

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm ΣVM

eq,a Écart sur σ Écart sur τ
(figure) (MPa) (MPa) (MPa) % %
5.13a 0 0 352 0, 0 3, 2
5.13b 145 0 306 0, 0 13, 7
5.13c 0 145 332 0, 0 −2, 1
5.13d 0 0 350 0, 0 4, 6
5.14a −102 107 326 0, 0 3, 0
5.14b −102 107 327 0, 0 2, 8
5.14c 165 0 311 0, 0 10, 1

Table 5.5 – Écarts de représentation avec le modèle de von Mises sur les axes de traction et de
torsion des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 5.3 et de la figure 5.4, acier 16MND5
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.13 – Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5 à différentes contraintes
moyennes pour θ̄off = 0, 82K, (a) contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction,
(c) contrainte moyenne de torsion, (d) contrainte moyenne nulle
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(a) (b)

(c)

Figure 5.14 – Surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 16MND5 à différentes contraintes
moyennes pour θ̄off = 0, 82K, (a) contrainte moyenne de compression et torsion, (b) contrainte
moyenne de compression et torsion, (c) contrainte moyenne de traction
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5.3.2.2 Identification pour l’acier 42CrMo4

L’identification de la contrainte équivalente dissipative de von Mises montre que sur l’acier 42CrMo4
ce modèle est adapté pour décrire la forme des surfaces d’iso-auto-échauffement (figure 5.15). Les
conclusions sont similaires à celles faites pour l’acier 16MND5 sur la forme des surfaces et sur l’effet
de la contrainte moyenne de traction sur la différence de dissipation traction-torsion. De même,
l’effet de la contrainte moyenne peut être inclus pour retranscrire la taille des surfaces et leur donner
un sens en termes d’effet de contrainte moyenne.

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm ΣVM

eq,a Écart sur σ Écart sur τ
(figure) (MPa) (MPa) (MPa) % %
5.15a 0 0 406 0, 0 3, 5
5.15b 165 0 366 0, 0 7, 1
5.15c 0 165 377 0, 0 2, 0
5.15d 0 0 397 0, 0 4, 9
5.15e 165 0 365 0, 0 6, 4
5.15f 0 165 384 0, 0 1, 6

Table 5.6 – Écarts de représentation avec le modèle de von Mises sur les axes de traction et de
torsion des surfaces iso-auto-échauffement de la figure 5.5, acier 42CrMo4
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 5.15 – Surfaces iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes
pour θ̄off = 0, 7K, (a) contrainte moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte
moyenne de torsion, (d) contrainte moyenne nulle, (e) contrainte moyenne de traction, (f) contrainte
moyenne de torsion
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5.3.3 Unification des courbes d’auto-échauffement sous chargement non pro-
portionnel

La description des courbes d’auto-échauffement avec la contrainte équivalente dissipative Σeff,diss

(5.15) est effectuée sur les cas de chargements non proportionnels pour les deux aciers. L’intégration
de l’hétérogénéité avec la contrainte effective est appliquée d’abord aux courbes d’auto-échauffement
de l’acier 16MND5 en figure 5.16, les paramètres sont donnés au tableau 5.7 avec notamment le
facteur d’hétérogénéité Gm+2 simulé pour les chargements non proportionnels.
La contrainte effective de dissipation Σeff,diss (5.15) permet l’unification des régimes secondaires
pour les trois chargements multiaxiaux (figure 5.16b). Les intensités du régime secondaire β′ de-
viennent équivalentes (tableau 5.7). Cela montre que la caractéristique de non-proportionnalité est
bien couverte par le modèle puisqu’il est possible de décrire les courbes à ϕ = 45 et ϕ = 90 sans
recourir à l’introduction d’un mécanisme supplémentaire.
De plus, la bonne description obtenue des courbes d’auto-échauffement sous tout type de charge-
ments permet d’estimer la limite d’endurance de ces chargements grâce au modèle probabiliste à
deux échelles.

(a) (b)

Figure 5.16 – Comparaison des courbes d’auto-échauffement sous chargements multiaxiaux pro-
portionnels et non proportionnels après prise en compte de l’hétérogénéité du champ de contraintes,
(a) Courbes d’auto-échauffement complètes, (b) Régimes secondaires isolés, acier 16MND5

ϕ α β m τeq α′ β′ Hm+2/Gm+2

0 0, 007 0, 01 24 30 0, 008 0, 04 0, 32
45 0, 010 0, 03 24 32 0, 010 0, 03 1, 03
90 0, 021 0, 30 24 31 0, 0117 0, 03 9, 56

Table 5.7 – Paramètres associés aux courbes d’auto-échauffement unifiées de la figure 5.16, acier
16MND5

Comme pour l’acier 16MND5, les courbes d’auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 sous chargements
multiaxiaux sont étudiées, sous le prisme de la contrainte équivalente dissipative Σeff,diss (5.15). Les
mêmes conclusions sont tirées de l’intégration de l’hétérogénéité du champ de contraintes puisque
les régimes secondaires sont unifiés. De la même manière que pour l’acier 16MND5, l’étude des
chargements non proportionnels ne requière pas la modélisation d’un mécanisme spécifique.
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(a) (b)

Figure 5.17 – Comparaison des courbes d’auto-échauffement sous chargements multiaxiaux pro-
portionnels et non proportionnels après prise en compte de l’hétérogénéité du champ de contraintes,
(a) Courbes d’auto-échauffement complètes, (b) Régimes secondaires isolés, acier 42CrMo4

ϕ α β m τeq α′ β′ Hm+2/Gm+2

0 0, 007 0, 01 22 30 0, 007 0, 02 0, 34
45 0, 012 0, 015 22 30 0, 012 0, 015 1, 02
90 0, 025 0, 20 22 38 0, 019 0, 02 9, 36

Table 5.8 – Paramètres associés aux courbes d’auto-échauffement unifiées de la figure 5.17, acier
42CrMo4

5.3.4 Identification de l’effet de la contrainte moyenne

L’observation des courbes d’auto-échauffement et plus particulièrement des surfaces d’iso-auto-
échauffement montre que la partie cyclique est bien décrite par le modèle de von Mises. Ces obser-
vations permettent de confirmer le choix de la contrainte équivalente de von Mises. Ainsi l’utilisation
de cette contrainte équivalente est justifiée dans l’application du modèle probabiliste pour piloter
l’intensité du processus d’activation des sites plastiques.
Cependant, la description des surfaces d’iso-auto-échauffement montre qu’il est possible d’inclure
l’effet de la contrainte moyenne dans le modèle de contrainte équivalente. Cette inclusion permet
de décrire le résultat expérimental et par extension l’effet de la contrainte moyenne sur la durée de
vie. En effet, la contrainte moyenne affecte le niveau de dissipation qui est caractérisé par la taille
des surfaces d’iso-auto-échauffement.

Les régimes secondaires sont, dans un dépouillement des surfaces d’iso-auto-échauffement, com-
parés directement entre eux. Lorsque différentes surfaces à différents états de contraintes moyennes
sont comparées, il est possible d’identifier l’effet de la contrainte moyenne sur la tenue en fatigue à
grand nombre de cycles. Les résultats expérimentaux montrent une différence en dissipation entre
la traction moyenne et la torsion moyenne. Pour intégrer cette différence, la contrainte équivalente
dissipative intègre deux invariants du tenseur des contraintes moyennes J2m et I1m

Σeq,diss = Σeq,diss,a + µ1J2m + µ2I1m (5.16)

Les paramètres matériaux µi permettent de pondérer les effets de la contrainte moyenne selon la
nature de la sollicitation. Pour rappel, Σeq,diss,a est la contrainte équivalente dissipative définie en
(5.12).
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5.3.4.1 Identification de l’effet de la contrainte moyenne sur l’acier 16MND5

La contrainte équivalente dissipative Σeq,diss est identifiée sur les sept surfaces d’iso-auto-échauffement
disponibles pour l’acier 16MND5 (figures 5.13 et 5.14). Le résultat de l’identification est donné au
tableau 5.9.

L’introduction de la contrainte moyenne permet d’obtenir une description plus performante des
résultats d’auto-échauffement, l’écart entre le modèle et les résultats expérimentaux est réduit par
la prise en compte de la contrainte moyenne. L’identification des paramètres µi donne l’effet de
la contrainte moyenne pour l’acier 16MND5, l’effet de la traction moyenne (µ1 + µ2 = 0, 18) est
à peine plus important qu’en torsion (µ1 = 0, 16), ce qui est conforme aux observations faites sur
la taille des surfaces. Les valeurs des paramètres µi sont relativement faibles. Elles montrent que
l’acier 16MND5 est un matériau modérément sensible à l’effet de contrainte moyenne, c’est le cas
des aciers ductiles de la même catégorie que cet acier [Pallarés-Santasmartas et al., 2018a].
Avec ces résultats, un effet de la contrainte moyenne de torsion est clairement montré contraire-
ment au postulat de certains critères de fatigue [Sines, 1959, Papuga, 2011]. ans la littérature, des
résultats récents montrent un effet similaire de la contrainte moyenne en traction et en torsion sur
la tenue en fatigue à grand nombre de cycles [Pallarés-Santasmartas et al., 2018a]. Dans cet article,
des diagrammes de Haigh permettent d’observer que l’effet de la contrainte moyenne de traction
sur des matériaux ductiles donne une réduction de la tenue en fatigue avec l’augmentation de la
contrainte moyenne du même ordre de grandeur que les aciers étudiés ici. Pour l’effet de contrainte
moyenne de torsion à partir des valeurs en fatigue obtenues dans [Pallarés-Santasmartas et al.,
2018b] pour un acier 34CrNiMo6, le paramètre µ1 du critère (5.16) donne 0,13 soit un ordre de
grandeur similaire aux aciers de cette étude.
De cette étude, il semblerait que les aciers moyennement sensibles à la contrainte moyenne ont cet
effet porté principalement par J2m avec peu d’effet de I1m (faible différence entre traction et tor-
sion). Ce n’est par exemple pas le cas pour d’autres classes de matériaux telles que les fontes. Ces
matériaux sont très sensibles à la contrainte moyenne avec un effet principalement de la traction
moyenne (valeurs très importantes du coefficient associé à I1m) [Iben Houria et al., 2015].

Σeq (MPa) µ1 µ2
354 0, 16 0, 02

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.18a 0 0 −0, 1 3, 1
5.18b 145 0 −6, 8 6, 6
5.18c 0 145 −1, 7 1, 8
5.18d 0 0 −0, 7 3, 9
5.19a −102 107 −1, 7 1, 8
5.19b −102 107 −2, 0 1, 3
5.19c 165 0 −4, 6 5, 8

Table 5.9 – Écart entre l’identification du modèle (5.16) et les résultats issus des surfaces d’iso-
auto-échauffement de l’acier 16MND5

5.3.4.2 Identification de l’effet de la contrainte moyenne sur l’acier 42CrMo4

De la même manière la contrainte équivalente dissipative Σeq,diss (5.16) intégrant la contrainte
moyenne est identifiée sur les surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier 42CrMo4 (figure 5.15). Les
résultats de l’identification sont donnés au tableau 5.10.

L’identification de la contrainte équivalente sur l’acier 42CrMo4 améliore la description et montre
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un effet de la contrainte moyenne. Comme pour l’acier 16MND5, l’acier 42CrMo4 appartient à une
classe d’acier ductile modérément sensible à l’effet de contrainte moyenne. L’effet de la contrainte
moyenne de traction (µ1+µ2 = 0, 21) est légèrement plus marqué que celui de la torsion (µ1 = 0, 15).
Les remarques faites sur l’acier 16MND5 sont similaires pour l’acier 42CrMo4. Un écart faible sub-
siste sur l’axe de torsion des surfaces d’iso-auto-échauffement en présence de contraintes moyennes
de traction. Ainsi, une légère modification du modèle peut être proposée pour améliorer la précision
du modèle.

Σeq (MPa) µ1 µ2
405 0, 15 0, 06

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.15a 0 0 0, 7 4, 3
5.15b 165 0 −0, 5 7, 1
5.15c 0 165 −0, 3 2, 2
5.15d 0 0 −0, 2 4, 7
5.15e 165 0 0, 4 7, 5
5.15f 0 165 2, 9 5, 1

Table 5.10 – Écart entre l’identification du modèle (5.16) et les résultats issus des surfaces d’iso-
auto-échauffement de l’acier 42CrMo4

La prise en compte de la contrainte moyenne dans la contrainte équivalente améliore la description
des résultats expérimentaux pour les deux aciers. Cependant, des écarts subsistent de sorte qu’il
est envisageable de faire évoluer légèrement le critère afin de représenter au mieux le comportement
des deux matériaux.

5.4 Extension du modèle

Dans la partie précédente, un modèle de contrainte équivalente est défini avec une inclusion
de l’effet de la contrainte moyenne. Dans cette partie, les évolutions du critère sont présentées
avec une mise en lumière des performances de l’essai d’iso-auto-échauffement pour la calibration et
l’identification des critères de fatigue.

5.4.1 Décrire plus précisément les surfaces d’iso-auto-échauffement

La forme des surfaces du régime secondaire est principalement décrite par le modèle de von Mises
contrairement au régime primaire. Néanmoins, des écarts entre le modèle et les résultats expéri-
mentaux subsistent sur certaines configurations. Ainsi, pour ajouter un effet un peu plus marqué
sur la dissipation de la traction cyclique, un invariant est ajouté dans la contrainte équivalente. Un
modèle est ainsi obtenu avec quatre invariants J2a, I1a, J2m et I1m avec quatre paramètres maté-
riaux. Deux paramètres λi définissent l’effet de forme de la surface, soit la dépendance à la part
alternée de la contrainte, et deux paramètres µi définissent l’influence de la contrainte moyenne.
La contrainte équivalente dissipative à identifier sur les surfaces d’iso-auto-échauffement donne

Σeq,diss = λ1J2a + λ2I1a + µ1J2m + µ2I1m (5.17)

Cette forme de contrainte équivalente est similaire à la définition du critère à quatre invariants
d’Altenbach [Altenbach and Zolochevsky, 1996].
Dans l’identification de cette contrainte équivalente dissipative, l’effet d’hétérogénéité est inclus
dans la démarche d’identification. L’hétérogénéité du champ de contraintes n’a un effet que sur la
partie cyclique, la contrainte moyenne a un effet sur la tenue en fatigue, mais pas sur le mécanisme de
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dissipation. Ainsi, dans l’identification de la contrainte équivalente dissipative, l’effet d’hétérogénéité
est à considérer sur l’identification de J2a, pour I1a le champ de contrainte de traction est homogène.

5.4.1.1 Identification du critère à quatre invariants sur l’acier 16MND5

La contrainte équivalente dissipative (5.17) est identifiée sur les surfaces d’iso-auto-échauffement.
Le résultat de l’identification est donné au tableau 5.11, les surfaces identifiées sont tracées en
figures 5.18 et 5.19.

L’identification de cette contrainte équivalente permet d’inclure à la fois l’effet de la contrainte
moyenne et l’effet de la forme des surfaces. Le fait que le paramètre λ2(I1a) soit non nul indique
que pour l’acier 16MND5, la dissipation est un peu plus prononcée en traction qu’en torsion. Néan-
moins, sa faible valeur montre que le choix d’adopter une modélisation du comportement des sites
plastiques par le modèle de von Mises reste une approche représentative du comportement du
matériau.

(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.18 – Identification de la contrainte équivalente (5.17) des surfaces iso-auto-échauffement
de l’acier 16MND5
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(a) (b)

(c)

Figure 5.19 – Identification de la contrainte équivalente (5.17) sur des surfaces iso-auto-
échauffement de l’acier 16MND5

Σeq (MPa) λ1 λ2 µ1 µ2
354 0, 95 0, 05 0, 17 0, 02

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.18a 0 0 −0, 2 −1, 6
5.18b 145 0 −5, 3 2, 6
5.18c 0 145 3, 2 −3, 8
5.18d 0 0 0, 2 −0, 9
5.19a −102 107 0, 1 −1, 8
5.19b −102 107 −0, 2 −2, 4
5.19c 165 0 −2, 8 2, 0

Table 5.11 – Identification de la contrainte équivalente (5.17) sur l’ensemble des surfaces iso-auto-
échauffement de l’acier 16MND5
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5.4.1.2 Identification du critère à quatre invariants sur l’acier 42CrMo4

La contrainte équivalente (5.17) est identifiée sur les résultats expérimentaux de l’acier 42CrMo4
en figure 5.20 et au tableau 5.12.

L’identification donne dans le cas de l’acier 42CrMo4 de meilleurs résultats en termes de préci-
sion. L’effet de contrainte moyenne est conservé et l’influence sur la forme des surfaces est captée
par ce modèle de contrainte équivalente. Comme pour l’acier 16MND5, la forme est essentiellement
décrite par J2a donc par le modèle de von Mises. Pour cet acier, le choix d’utiliser la contrainte
équivalente de von Mises pour modéliser le comportement élastoplastique est également valable.
L’ajout de l’invariant I1a permet d’améliorer la précision et de représenter correctement la forme de
la surface d’iso-auto-échauffement. De plus l’ajout de cet invariant montre un léger écart en tenue
à la fatigue à isocontrainte de von Mises entre la traction et la torsion.

Σeq (MPa) λ1 λ2 µ1 µ2
400 0, 95 0, 05 0, 15 0, 06

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.20a 0 0 0, 7 −0, 9
5.20b 165 0 −0, 5 1, 8
5.20c 0 165 −0, 3 −2, 9
5.20d 0 0 −0, 2 −0, 5
5.20e 165 0 0, 4 2, 1
5.20f 0 165 2, 9 −0, 1

Table 5.12 – Identification de la contrainte équivalente (5.17) sur l’ensemble des surfaces iso-auto-
échauffement de l’acier 42CrMo4
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 5.20 – Identification de la contrainte équivalente (5.17) des surfaces iso-auto-échauffement
de l’acier 42CrMo4
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5.4.1.3 Utilisation de la contrainte équivalente comme critère de fatigue

Les surfaces d’iso-auto-échauffement pour les deux aciers sont des outils très intéressant pour, en
premier lieu, identifier des modèles de contraintes équivalentes dissipatives qui permettent d’ex-
ploiter les mesures d’auto-échauffement sous chargements multiaxiaux. Puis avec ces essais, il est
montré que le choix de la contrainte équivalente permet d’également définir le comportement élas-
toplastique des sites plastiques. Ainsi, la compréhension des mesures couplées au modèle de com-
portement des sites plastiques permet d’utiliser le modèle probabiliste à deux échelles pour passer
des mesures d’auto-échauffement aux propriétés en fatigue.

En pratique, l’essai d’iso-auto-échauffement est une démarche généralisée permettant de comparer
un grand nombre de courbes d’auto-échauffement et donc un grand nombre d’effets du chargement
(pour peu d’éprouvettes). L’identification de la contrainte équivalente à quatre invariants (5.17) est
l’expression directe de ces effets sur la tenue à la fatigue. Dans le modèle probabiliste, ces effets
inclus dans la contrainte équivalente sont directement liés au paramètre S0 définissant la limite
d’endurance médiane du matériau. Ainsi, la contrainte équivalente (5.17) est assimilée à un critère
de fatigue.

L’étape de validation du critère de fatigue est réalisée au moyen de diagrammes de Haigh. Pour
l’acier 16MND5, les diagrammes de Haigh utilisés sont définis en figure 5.21 et pour l’acier 42CrMo4,
les diagrammes sont définis en figure 5.22.
Sur les deux aciers, le choix d’utiliser le critère de fatigue à quatre invariants montre tout son intérêt
avec une bonne représentation du comportement des deux aciers. La démarche de calibration plus
globale des essais d’iso-auto-échauffement montre que le comportement du matériau sous charge-
ment multiaxial est mieux capté qu’avec un dépouillement courbe par courbe d’auto-échauffement
(identification "1D"). Si la base d’identification comporte plusieurs surfaces d’iso-auto-échauffement
par matériau, seules trois surfaces sont suffisantes pour arriver au même résultat. La condition est
de pouvoir avoir à disposition des essais permettant "d’activer" les quatre invariants.
De plus, les essais d’iso-auto-échauffement permettent de justifier la forme et le choix d’un critère de
fatigue très rapidement (quelques heures) tout en étant très précis dans l’identification du compor-
tement moyen du matériau. Cette procédure d’essai présente un réel avantage pour la calibration
et la définition de critère de fatigue lorsqu’elle est comparée à des études nécessitant des essais de
fatigue dits "classiques" (généralement plusieurs jours ou/et un important parc de machines).

Sur la description de l’effet de la contrainte moyenne, la pente des diagrammes de Haigh (para-
mètre matériau µ) est faible indiquant que pour ces deux matériaux l’effet de la contrainte moyenne
est modéré. Les deux aciers de l’étude appartiennent à une même classe de matériau vis-à-vis de
l’effet de la contrainte moyenne. C’est une caractéristique en traction-compression observée pour
plusieurs aciers ductiles dans la partie du domaine élastique des diagrammes de Haigh. Les travaux
de Pallarès-Santasmatas [Pallarés-Santasmartas et al., 2018a] synthétisent des résultats de fatigue
de plusieurs études montrant cet effet sur des matériaux comparables.

Dans le cas de l’acier 42CrMo4, pour la traction-compression (figure 5.22a) l’effet de la contrainte
moyenne de traction donne une pente µ1 + µ2 = 0, 21. Cette valeur est cohérente avec des ré-
sultats trouvés dans la littérature, par exemple dans l’article de Pallarès-Santasmartas [Pallarés-
Santasmartas et al., 2018a], il est fait mention d’essais de fatigue (issu de [Klubberg et al., 2001])
sur un acier 25CrMo4 avec des caractéristiques proches de l’acier 42CrMo4 de cette étude. Pour
cet acier et avec le critère de fatigue développé dans cette partie (5.17), le paramètre µ trouvé
est de 0,20. De plus le comportement trouvé pour cet acier 25CrMo4 et sensiblement le même en
traction-compression que celui estimé par la méthode auto-échauffement pour l’acier 42CrMo4.
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(a)

(b)

(c)

Figure 5.21 – Diagramme de Haigh pour l’acier 16MND5, (a) en traction-compression, (b) en
torsion, (c) en traction-compression avec torsion moyenne
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(a)

(b)

(c)

Figure 5.22 – Diagramme de Haigh pour l’acier 42CrMo4, (a) en traction-compression, (b) en
torsion, (c) en traction-compression avec torsion moyenne
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5.4.2 Proposition d’une contrainte équivalente couplée

Les modèles de contraintes équivalentes dissipatives identifiées permettent une bonne description
des surfaces d’iso-auto-échauffement. Cependant, de légers écarts subsistent lors de l’identifica-
tion sur les surfaces d’iso-auto-échauffement, ces écarts peuvent indiquer des effets non pris en
compte par l’ensemble des invariants introduits. Afin de montrer les capacités de l’essai d’iso-auto-
échauffement pour justifier des critères de fatigue complets, un critère modifié est introduit tel
que

Σeq,diss = λ1J2a + λ2I1a + µ1J2m + µ2I1m + µ3I1aI1m
J2a

(5.18)

Les observations expérimentales montrent pour les deux aciers un effet accru de la dissipation en
traction-torsion avec contrainte moyenne de traction ainsi pour représenter cet effet, un couplage
I1aI1m
J2a

est introduit.
Le critère (5.18) est identifié sur les surfaces d’iso-auto-échauffement. Le résultat de l’identification
est au tableau 5.13 pour l’acier 16MND5 et au tableau 5.14 pour l’acier 42CrMo4. L’intérêt du
couplage n’est pas aussi intéressant pour les deux matériaux. Si de manière générale l’erreur est
diminuée, les résultats sont surtout améliorés dans le cas de l’acier 16MND5 particulièrement sur
la surface avec de la contrainte moyenne de traction. Le but de la démarche est de montrer que
l’essai d’iso-auto-échauffement permettent de justifier des critères complexes.

Σeq (MPa) λ1(J2a) λ2(I1a) µ1(J2m) µ′2(I1m + I1aI1m
J2a

)
351 0,95 0,05 0,17 0,06

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.18a 0 0 0, 7 −0, 2
5.18b 145 0 −3, 7 0, 7
5.18c 0 145 3, 0 −2, 6
5.18d 0 0 0, 2 0, 6
5.19a −102 107 1, 4 1, 6
5.19b −102 107 −1, 7 1, 0
5.19c 165 0 −1, 0 −0, 4

Table 5.13 – Identification du critère (5.18) sur les surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier
16MND5

Σeq (MPa) λ1(J2a) λ2(I1a) µ1(J2m) µ′2(I1m + I1aI1m
J2a

)
399 0,95 0,05 0,17 0,03

Surfaces iso-auto-échauffement Σm

√
3Tm Écart sur σ Écart sur τ

(figure) (MPa) (MPa) % %
5.20a 0 0 1, 6 0, 3
5.20b 165 0 0, 0 −1, 0
5.20c 0 165 1, 6 −0, 6

Table 5.14 – Identification du critère (5.18) sur les surfaces d’iso-auto-échauffement de l’acier
42CrMo4
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5.5 Conclusion de l’étude du régime secondaire d’auto-échauffement
sous chargement multiaxial

L’étude du régime secondaire d’auto-échauffement sous chargement multiaxial a permis de vali-
der plusieurs modèles permettant la caractérisation en fatigue sous chargements multiaxiaux com-
plexes des aciers de l’étude. Cette étape valide un objectif majeur de la thèse avec une synthèse
sous la forme d’un critère de fatigue.

La mise en place de l’essai d’iso-auto-échauffement pour l’étude du régime secondaire a permis,
dans la continuité du chapitre 4, d’identifier un modèle de contrainte équivalente de dissipation.
Ce modèle permet d’interpréter la mesure d’auto-échauffement du régime secondaire en prenant en
compte l’hétérogénéité du champ de contraintes. La contrainte équivalente identifiée permet égale-
ment de mesurer le comportement dissipatif des deux aciers sous chargements non proportionnels
sans avoir à recourir à la modélisation de mécanismes supplémentaires.
Puis, la description de la forme des surfaces d’iso-auto-échauffement valide l’usage du modèle de
von Mises comme contrainte équivalente en amplitude d’activation des sites plastiques du modèle
probabiliste. Cette contrainte équivalente est adaptée au comportement élastoplastique des sites
plastiques pour les chargements proportionnels et non proportionnels. Ce traitement valide que le
modèle probabiliste à deux échelles est adapté pour la prévision en fatigue de tout type de charge-
ment.

Par la suite, afin de compléter l’étude de la dissipation avec les surfaces d’iso-auto-échauffement,
l’outil descriptif est prolongé pour inclure les effets de contraintes moyennes et décrire encore plus
précisément la partie alternée de la contrainte. Pour cela, un modèle à quatre invariants a été
introduit permettant de décrire les surfaces d’iso-auto-échauffement en fonction de la composante
cyclique (J2a et I1a) et moyenne (J2m et I1m) du chargement. Ensuite, grâce au travail amont
permettant de lier, par le modèle probabiliste, la mesure de l’auto-échauffement aux propriétés
en fatigue, la contrainte équivalente est assimilée à un critère de fatigue. En pratique, les sur-
faces d’iso-auto-échauffement permettent de comparer, pour un très faible nombre d’éprouvettes,
un grand nombre de courbes d’auto-échauffement et donc d’effets du chargement. Cette démarche
justifie complètement la forme de la contrainte équivalente qui est directement reliée au niveau de
dissipation et à la fatigue. Pour l’ensemble de ces raisons, le critère défini dans ce chapitre est un
critère multiéchelle de type "invariant".

Pour les deux aciers, le critère de fatigue a été validé par confrontation sur des diagrammes de
Haigh. L’étude de la réponse du critère montre un effet, pour les deux aciers, plus important de la
contrainte moyenne de traction que de la contrainte moyenne de torsion. Si l’effet de la contrainte
moyenne est mesuré pour la famille des aciers étudiés, la prise en compte de la contrainte moyenne
de torsion est nécessaire pour la prévision en fatigue.

Enfin, la dernière étape a été de montrer les performances de l’essai d’iso-auto-échauffement dans
la définition et la calibration de critère de fatigue de type invariant. Des critères plus complets ont
permis d’affiner la description des surfaces d’iso-auto-échauffement en introduisant des invariants
et couplages supplémentaires. En conclusion, le critère identifié dans ce chapitre, en plus de carac-
tériser les deux aciers de l’étude, répond au besoin soulevé par la méthode de dimensionnement
définie au chapitre 2.

Malgré les points validés dans ce chapitre, plusieurs axes de développement peuvent être menés. La
première étude à prolonger concerne l’observation de la tenue en fatigue en présence de contraintes
moyennes multiaxiales (par exemple compression-torsion). Cette étude peut permettre de com-
prendre plus précisément le couplage entre les invariants du tenseur des contraintes moyennes.
Dans ce chapitre, l’espace d’identification des modèles est l’espace des contraintes (σ,

√
3τ). Une

étude intéressante est de proposer des essais d’iso-auto-échauffement permettant d’agrémenter l’es-
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pace d’identification des modèles. Le choix de sollicitations de natures différentes comme la traction
biaxiale ou la traction-torsion-pression interne permettrait d’avoir plusieurs espaces permettant soit
de valider pour un cas plus général le critère identifié, soit d’améliorer le critère pour être plus com-
plets.
Dans ce chapitre, un choix de contraintes équivalentes par invariant a été retenu pour obtenir un
critère de fatigue linéaire. Cependant, une question intéressante à explorer, au besoin de l’appli-
cation, est de proposer d’autres formes de critères (paraboliques, par parties...) pour observer leur
capacité de description des résultats expérimentaux.

Pour la suite de l’étude, l’effet d’histoire du chargement est observé. Pour cela, une modifica-
tion de l’état initial du matériau est réalisée par un préchargement cyclique multiaxial. L’incidence
de ce préchargement sur les propriétés en fatigue est observée par mesures d’auto-échauffement.
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Chapitre 6

Évaluer l’effet d’histoire du
chargement sur la tenue en fatigue
grâce aux mesures
d’auto-échauffement
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6.1 Introduction à l’étude de l’effet d’histoire du chargement sur
la tenue à la fatigue

Dans ce dernier chapitre, l’objectif est de quantifier, de façon expérimentale, l’effet d’histoire du
chargement sur la tenue en fatigue de l’acier 16MND5 par mesures d’auto-échauffement. Ce cha-
pitre permet de montrer l’intérêt d’utiliser la thermométrie pour accéder à l’influence des effets
d’histoire du chargement sur les propriétés en fatigue. Cependant, le travail expérimental présenté
est une première étude sur l’effet d’histoire dans un contexte de chargement multiaxial. L’étude
débouche sur un plus grand nombre de perspectives que de réponses sur la modélisation des effets
observés.

Le terme d’histoire du chargement désigne l’influence du séquencement du chargement sur la tenue
en fatigue du matériau. Si l’idée initiale de Miner est de proposer un cumul linéaire de l’endom-
magement quelque soit l’ordonnancement des cycles d’un chargement variable, il a été montré par
la suite [Fatemi and Yang, 1998] que la séquence des cycles joue sur le cumul du dommage. Des
études ont montré qu’un chargement de grandes amplitudes suivies par de plus petites amplitudes
est plus critique en fatigue que le séquencement inverse [Kamaya and Kawakubo, 2015]. Ainsi, dans
le cas des lignes d’arbres, il est intéressant d’observer l’effet du chargement variable. Au chapitre 2,
deux populations de cycles ont été identifiées dans le chargement des lignes d’arbres avec d’un côté
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des cycles multiaxiaux associés aux manœuvres et de l’autre des cycles de flexion rotative associés
au régime établi. Une question légitime est de se demander quelle est l’influence des cycles de ma-
nœuvres (plus grandes amplitudes de chargement) sur la tenue en fatigue du matériau caractérisé
pour les cycles de flexion rotative (majorité des cycles). Cela revient à se demander quel est l’effet
des manœuvres (l’histoire du chargement) sur la tenue en fatigue du régime établi. Pour étudier cet
effet, les mesures d’auto-échauffement et le modèle probabiliste à deux échelles sont utilisés. Ainsi,
les deux objectifs du chapitre sont :

— Évaluation expérimentale de l’effet d’un préchargement cyclique multiaxial sur les propriétés
dissipatives de l’acier 16MND5

— Détermination de la tenue en fatigue du matériau sous chargement uniaxial de traction-
compression en fonction du niveau d’effort du préchargement cyclique multiaxial appliqué

Pour étudier l’effet d’histoire, une solution est d’appliquer un chargement spécifique puis de
constater son influence sur les propriétés en fatigue du matériau pour un chargement nominal.
Dans la littérature, deux types de préchargements, avec des objectifs d’étude différents, peuvent
être appliqués pour étudier un effet d’histoire du chargement. Le premier type de chargement
consiste à appliquer une prédéformation plastique modifiant macroscopiquement le matériau, alors
que le second type de chargement consiste à appliquer un préchargement cyclique inférieur à la
limite d’élasticité.

La première solution est de constater l’influence d’une prédéformation plastique initiale. Cette
méthode a été mise en pratique dans plusieurs travaux [Doudard, 2004, Saintier et al., 2011, Wal-
ker et al., 2017], elle permet d’étudier l’influence d’une surcharge plastique, d’un procédé ou d’un
changement de la microstructure après prédéformation plastique [Amini et al., 2020] sur la tenue
en fatigue. La prédéformation plastique peut selon le matériau avoir des effets opposés sur la durée
de vie avec des matériaux comme des alliages d’aluminium peu impactés sur éprouvette lisse, mais
avec un effet néfaste en présence d’un concentrateur de contrainte [Saintier et al., 2011]. L’étude
de l’effet de la prédéformation plastique peut aussi avoir pour but d’explorer l’effet bénéfique d’un
surécrouissage comme le grenaillage pour une structure en lui permettant de fonctionner dans un
domaine élastique adapté au chargement et donc d’améliorer la durée de vie [Walker et al., 2017].
Cet effet de la prédéformation plastique a été aussi étudier par mesures d’auto-échauffement [Dou-
dard, 2004, Munier, 2012, Louge, 2019]. Le but est d’observer l’effet de la prédéformation plastique
sur les propriétés dissipatives du matériau puis d’en déduire son impact sur la durée de vie. Les
comparaisons entre la méthode auto-échauffement et des essais classiques sont très satisfaisantes,
une base de données très intéressantes est disponible dans la thèse de Munier [Munier, 2012] pour
valider la méthode. L’application d’une prédéformation plastique a plusieurs conséquences sur les
différents régimes d’auto-échauffement. Pour le régime primaire d’auto-échauffement, l’application
de la prédéformation plastique modifie l’état initial du matériau donc la densité initiale de dislo-
cations. L’augmentation de cette densité augmente le nombre d’interactions lors du chargement
cyclique et induit alors une augmentation de l’élévation de température du régime primaire. Pour
le régime secondaire, la puissance dissipative reste la même, les mécanismes ne changeant pas de
nature. Cependant, la prédéformation plastique peut introduire des marqueurs d’endommagement
qui vont induire une intensité du régime secondaire plus importante et donc une réduction de la
tenue en fatigue.

La seconde solution pour l’étude de l’effet d’histoire est l’application d’un préchargement cyclique.
Cette seconde solution sera celle retenue pour l’étude dans le cadre des mesures d’auto-échauffement
étant donné l’application. Elle permet de faire le lien avec l’application des lignes d’arbres en per-
mettant d’observer l’influence de "grands" cycles (cycles de manœuvres, chapitre 2) peu nombreux
sur la tenue en fatigue d’un acier sollicité sous contrainte normale (régime permanent, chapitre 2).
Cette approche est une méthode pour prendre en compte l’effet de variabilité du chargement en
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considérant un séquencement du chargement. Dans la littérature, de nombreux travaux s’intéressent
à l’effet de séquencement en imposant un préchargement cyclique [Fatemi and Yang, 1998, Kamaya
and Kawakubo, 2015]. D’un point de vue du préendommagement, quelques travaux existent [Chou
et al., 2015, Louge, 2019] dans lesquels une précharge cyclique est imposée pour observer un his-
torique de vie du matériau sur la tenue en fatigue du matériau sous son chargement nominal.
L’étude d’un préchargement cyclique, par mesures d’auto-échauffement, a surtout été menée par
Louge [Louge, 2019, Louge et al., 2022a, Louge et al., 2022b] pour des préchargements uniaxiaux.
L’auteur a pu validé l’utilisation des mesures d’auto-échauffement pour la prévision de résultat en
fatigue après préchargement cyclique en validant les prévisions par comparaison avec des résultats
conventionnels (staircase). Un des objectifs du chapitre est de prolonger cette démarche d’études
du préchargement cyclique par essais d’auto-échauffement en adaptant le protocole à l’étude de
l’effet d’un préchargement cyclique multiaxial.

Ainsi, dans un premier temps, le protocole d’essai pour l’étude de l’effet du préchargement cyclique
multiaxial est présenté. Lors de cette étape, les indicateurs permettant d’évaluer son influence sur
les propriétés dissipatives sont présentés. Puis le protocole d’essai est appliqué pour différents ni-
veaux de préchargement. Enfin, la relation entre le préchargement cyclique multiaxial et la tenue
en fatigue de l’acier 16MND5 est établie à partir de cette base expérimentale.

6.2 Étude de l’effet d’un préchargement multiaxial cyclique sur
les mesures d’auto-échauffement de l’acier 16MND5

6.2.1 Protocole d’essai : étudier l’effet d’histoire du chargement par mesures
d’auto-échauffement

Le but de l’essai suit le même objectif que l’essai d’auto-échauffement mis en place au chapitre 3. Les
propriétés en fatigue recherchées restent obtenues par analyses de la courbe d’auto-échauffement
avec la recherche des paramètres du régime secondaire. Pour étudier l’effet du préchargement mul-
tiaxial cyclique sur la tenue en fatigue, la première étape est de définir un niveau de chargement
J2a et une forme de cycle soit le rapport Rτb entre le cisaillement et la contrainte normale (figure
6.2). Puis ce cycle défini est appliqué à l’éprouvette test pour un nombre N de cycles. À l’issue de
cette étape de préchargement, un essai d’auto-échauffement classique est conduit sur cette même
éprouvette en traction-compression alternée pour obtenir une courbe d’auto-échauffement. Enfin à
partir du modèle développé au cours de cette thèse les propriétés en fatigue sont déterminées. Les
différentes étapes de l’essai sont résumées en figure 6.1.

Figure 6.1 – Protocole d’essai de l’étude sur l’effet d’un préchargement
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Figure 6.2 – Forme des préchargements cycliques multiaxiaux en fonction du rapport Rτb

Pour observer l’incidence du préchargement cyclique multiaxial, des indicateurs sont utilisés pour
observer à la fois l’évolution du régime primaire et du régime secondaire en termes d’intensité
(paramètres α et β des courbes d’auto-échauffement) et d’exposant pour le régime primaire (la
puissance dissipative est définie comme p). Les courbes d’auto-échauffement sont décrites par

θ̄

τeq
= α

( Σa

max(Σa)

)p
+ β

( Σa

max(Σa)

)m+2
(6.1)

Les indicateurs sont définis par comparaison avec un état de référence à savoir les courbes d’auto-
échauffement en traction - compression à R = −1 non préchargées. Pour le régime primaire, l’évo-
lution de l’intensité est comparée avec

αnorm = αprecharge
αvierge

(6.2)

L’évolution de l’exposant du régime primaire est donnée par

pnorm = pprecharge
pvierge

(6.3)

Pour le régime secondaire, l’exposant m n’évolue pas puisqu’il est supposé que le préchargement
cyclique ne modifie pas l’apparition des mécanismes d’endommagement liés à la fatigue à grand
nombre de cycles. Ainsi, seule l’évolution de l’intensité du régime secondaire est comparée. De plus
cette comparaison permet d’accéder directement à l’évolution de la tenue en fatigue (chapitre 3
(3.54)). L’indicateur est défini par

βnorm =
(

βvierge
βprecharge

) 1
m

(6.4)

Pour rappel, il existe un lien direct entre β et la limite d’endurance du matériau. Ainsi, βnorm
exprime un rapport de limites d’endurance.

6.2.2 Résultats d’auto-échauffement

Le protocole d’étude de l’effet d’histoire est appliqué à l’acier 16MND5. Pour ce faire, plusieurs
formes et niveaux de cycles de préchargements multiaxiaux sont retenus au tableau 6.1. L’objectif est
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d’observer expérimentalement l’effet du niveau de chargement, mais aussi la différence d’effet entre
un cycle avec un ratio de contrainte égale en torsion et en traction et un cycle avec une composante
de torsion majoritaire. La forme du cycle a une influence sur le degré de non-proportionnalité du
cycle INP (2.15).
Pour réaliser le préchargement, 10 000 cycles sont appliqués aux éprouvettes de chaque essai. Une
des éprouvettes est préchargée avec 50 000 cycles pour observer un effet du nombre de cycles. Des
essais avec des préchargements supérieurs à 360 MPa ont été menés cependant la consigne de 10
000 cycles n’a jamais pu être atteinte à cause d’une rupture des éprouvettes.

Amplitude J2a Rτb INP cycles (×103)
280 1 0,58 10
280 10 0,11 10
300 1 0,58 10
300 1 0,58 50
320 1 0,58 10
320 1 0,58 10
320 5 0,33 10
340 1 0,58 10
360 1 0,58 10
360 5 0,33 10

Table 6.1 – Paramètres des cycles de préchargement

Les essais sont réalisés en suivant les conditions du tableau 6.1, les courbes d’auto-échauffement
sont tracées en figure 6.3 et les paramètres associés sont donnés au tableau 6.2.
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Figure 6.3 – Courbes d’auto-échauffement après application d’un préchargement cyclique mul-
tiaxial, acier 16MND5

Amplitude J2a (MPa) Rτb α p β m τeq

0 (référence) 0 0,008 2,0 0,03 24 35
0 (référence) 0 0,008 2,0 0,03 24 36

280 1 0,023 3,5 0,10 24 33
280 10 0,017 3,4 0,07 24 35
300 1 0,025 3,3 0,13 24 35
300 1 0,029 3,1 0,19 24 47
320 1 0,031 4,1 0,11 24 36
320 1 0,028 3,6 0,12 24 36
320 5 0,020 4,2 0,07 24 35
340 1 0,041 3,4 0,25 24 32
360 1 0,050 3,3 2,25 24 42
360 5 0,033 3,1 1,28 24 38

Table 6.2 – Paramètres des courbes d’auto-échauffement de la figure 6.3
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Le premier constat issu de l’ensemble de ces courbes est que le préchargement cyclique à un effet
sur la dissipation. Plus l’amplitude est élevée, plus le niveau de dissipation est important dans
les deux régimes d’auto-échauffement. Pour illustrer cet effet, deux courbes avec deux niveaux de
préchargement et les courbes de références sont tracées en figure 6.4. Pour le régime primaire,
la dissipation est plus importante avec le niveau de préchargement. On constate également un
changement de pente du régime primaire. L’exposant du régime primaire n’est plus égal à 2, le
préchargement modifie l’état initial du matériau avant l’essai d’auto-échauffement. Pour le régime
secondaire, l’intensité est également plus importante avec le niveau de préchargement puisque ce
dernier introduit de la microplasticité avant l’essai d’auto-échauffement.

Figure 6.4 – Effet de l’amplitude du préchargement sur les courbes d’auto-échauffement

Un deuxième constat peut être tiré de l’analyse des courbes d’auto-échauffement, la forme du cycle
de préchargement influe sur la dissipation. Cet effet est illustré pour deux formes de cycles de
préchargement à même J2a en figure 6.5.

Figure 6.5 – Effet de la "forme" du préchargement sur les courbes d’auto-échauffement
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6.2.3 Évolution des paramètres des courbes d’auto-échauffement et de la tenue
en fatigue dû aux préchargements cycliques multiaxiaux

Les essais d’auto-échauffement ont montré que les propriétés dissipatives de l’acier 16MND5 évo-
luent avec l’application d’un préchargement. Afin de mesurer qualitativement ces évolutions, les
indicateurs d’évolution des paramètres sont tracés en fonction du préchargement et de la forme des
cycles de préchargement. L’évolution du régime primaire est tracée en figure 6.6 et l’évolution du
régime secondaire en figure 6.7.

Pour le régime primaire, les courbes d’auto-échauffement sont comparées sur l’intensité du ré-
gime primaire avec αnorm (6.2) et sur l’exposant pnorm (6.3). Pour l’exposant pnorm (figure 6.6b), le
préchargement cyclique accroit la dissipation du régime primaire avec une augmentation de 75% de
la valeur de l’exposant p par rapport à l’état de référence. Le préchargement modifie l’état initial
du matériau en augmentant la densité de dislocation, ce qui s’observe avec l’augmentation de la
dissipation du régime primaire. À l’exception de deux essais, il semblerait que le préchargement
modifie l’exposant p autour d’une valeur de 3,2.
L’intensité du régime primaire αnorm est également accrue avec l’augmentation du niveau de char-
gement. Les cycles avec un rapport Rτb supérieur à 1 affectent moins le régime primaire. Cet effet
est à relier avec la forme du cycle puisque pour de grands rapports Rτb les cycles sont majoritai-
rement en cisaillement et donc ont un degré de proportionnalité du chargement plus important
(nocivité en fatigue plus faible que les cycles fortement non proportionnels).

Sur des essais avec préchargement cyclique uniaxial menés par Louge [Louge, 2019], il est mon-
tré qu’un préchargement cyclique uniaxial dont l’amplitude est inférieure à la limite d’endurance
conventionnelle du matériau n’a pas d’effet sur la dissipation du régime primaire. Dans le cas des
préchargements multiaxiaux appliqués, des préchargements d’amplitudes (J2a = 280 MPa) infé-
rieures à la limite d’endurance à 1 × 107 cycles de l’acier 16MND5 en traction-compression (Σ∞
= 313 MPa) ont un effet sur le niveau de dissipation du régime primaire. Cet effet est surement
dû à la nature du préchargement qui est un chargement cyclique multiaxial non proportionnel.
Or au chapitre 4, il est montré qu’à isocontrainte de Von Mises un chargement non proportionnel
induit une dissipation plus importante du régime primaire qu’un chargement proportionnel. Le
chargement non proportionnel implique que plus de dislocations vont être en mouvement avec un
balayage plus important des différents plans de glissement.
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(a) (b)

Figure 6.6 – Indicateur du régime primaire d’auto-échauffement après préchargement, (a) Effet
du préchargement sur l’intensité du régime primaire α, (b) Effet du préchargement sur la puissance
dissipative du régime primaire p

Pour le régime secondaire, les courbes d’auto-échauffement sont comparées sur l’intensité du ré-
gime secondaire avec βnorm (6.4). La comparaison des intensités des régimes secondaires permet de
comparer différentes tenues en fatigue. Ainsi, lorsque les régimes secondaires sont comparés à l’état
de référence avec (6.4), le résultat donne accès directement à la modification de la tenue en fatigue
en traction-compression en fonction du préchargement.

Le niveau du préchargement cycles joue au premier ordre sur la baisse de la tenue en fatigue.
Plus le niveau est important, plus la consommation de durée de vie initiale est marquée et donc la
limite d’endurance baisse d’autant. Pour un préchargement à 360 MPa pour 10 000 cycles, la baisse
de durée de vie peut atteindre 15%, pour des niveaux plus faibles à 280 MPa, cette baisse est autour
de 5%. Par ailleurs, plus le cycle de préchargement est non proportionnel (Rτb = 1) plus l’effet du
préchargement est important sur la baisse de la tenue en fatigue. L’effet de la non-proportionnalité
joue au second ordre par rapport à l’effet du niveau de l’amplitude du préchargement.

Un essai a été mené pour 50 000 cycles de préchargement à 300 MPa. On constate alors que
l’augmentation du nombre de cycles accroit l’accumulation de microplasticité initialement présente
dans l’éprouvette et affecte de manière plus importante la tenue en fatigue. Cependant, cet effet
joue au second ordre puisque la majorité de l’évolution de l’état du matériau est effectuée sur les
premiers cycles du préchargement. En comparant les deux essais réalisés pour un préchargement
à 300 MPa pour 10 000 cycles et 50 000 cycles, on observe que la baisse est modérée avec l’aug-
mentation du nombre de cycles. L’effet du nombre de cycles de préchargement a été montré sous
chargement uniaxial avec une validation effectuée par staircase dans les travaux de Louge [Louge,
2019, Louge et al., 2022a, Louge et al., 2022b].
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Figure 6.7 – Indicateur du régime secondaire d’auto-échauffement après préchargement

6.3 Conclusions sur l’étude de l’effet de préchargement cyclique
par mesures d’auto-échauffement

L’objectif du chapitre était d’étudier expérimentalement l’effet du préchargement cyclique par me-
sures d’auto-échauffement. Pour cela plusieurs chargements ont été appliqués à des éprouvettes en
acier 16MND5. Ces cycles de préchargements ont une différence d’influence selon leur amplitude, la
forme du cycle ou le nombre de cycles. Le paramètre jouant au premier ordre pour quelques dizaines
de cycles de préchargement est l’amplitude du chargement. Il a été montré que même pour des am-
plitudes de chargement inférieur à la limite d’endurance, le caractère multiaxial des cycles induit
une modification des propriétés dissipatives de l’acier en traction-compression. Le caractère plus
ou moins proportionnel du trajet de préchargement a aussi une incidence sur le régime secondaire
d’auto-échauffement, les cycles fortement non proportionnels modifient de manière plus importante
l’état initial du matériau avant essai d’auto-échauffement. Enfin, grâce au modèle probabiliste à
deux échelles et avec l’hypothèse que les mécanismes du régime secondaires ne dépendent pas du
préchargement, la modification de la tenue en fatigue selon le préchargement a pu être établie.
On notera que le régime primaire évolue fortement du fait de la modification de l’état initiale du
matériau et par conséquent, la mesure du régime primaire est essentielle pour être retirée dans
l’étude du régime secondaire.

Dans un cadre pratique ou un processus de conception, la notion d’histoire du chargement est
intéressante à inclure. Elle permet de prendre en compte une modification de l’état du matériau
due à un groupe de cycles de chargement particulier. Dans le cas des lignes d’arbres, si ces der-
nières sont dimensionnées en fatigue uniquement pour des cycles de chargement de flexion rotative,
il est intéressant de prendre en compte une réduction de la limite d’endurance due aux cycles de
chargement liés aux manœuvres.

Plusieurs pistes sont à considérer pour prolonger l’étude réalisée ici. Une des thématiques autour de
l’effet d’histoire concerne l’effet du séquencement des cycles dans un chargement variable. L’étude
par les mesures d’auto-échauffement permettrait de tester un grand nombre de configurations rapi-
dement pour étudier des modèles d’accumulation du dommage en les comparant avec des modèles
de la littérature. La règle de cumul linéaire de Miner est pratique pour son application cependant il
est connu qu’elle n’est pas suffisante pour beaucoup de chargements à amplitudes variables. Des mo-
dèles de cumul non linéaire ont été proposés comme rapportés par Fatemi [Fatemi and Yang, 1998].
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Dans la littérature, il est possible de trouver des essais utilisant des mesures d’auto-échauffement
pour valider des méthodes de cumul linéaire de dommage sous amplitudes variables [Risitano and
Risitano, 2013]. Les mesures dans ces cas servent à valider une partie du modèle mis en place.
D’un point de vue modèle, une question non exploitée dans ce chapitre est la réflexion sur la prise en
compte de la modification de l’état initial du matériau post-préchargement et de son influence sur
le comportement matériau au régime secondaire et primaire. Avec le travail de Louge [Louge, 2019],
une modification du modèle a été apportée sur le processus d’activation des sites plastiques du mo-
dèle probabiliste. La solution apportée est de définir le paramètre S0 (homogène à une contrainte
seuil dans le processus d’activation des sites plastiques) comme une fonction permettant de suivre
l’état du matériau au moyen de variables d’histoire du chargement. Ces variables sont la plasticité
et la déformation plastique cumulée qui permettent de suivre l’état du matériau. Cette solution
donne de bons résultats en prévision de fatigue pour des chargements dont le premier bloc de
chargement est d’amplitude plus grande que le second bloc. Les résultats sont moins précis pour
le séquencement inverse, surement du fait que la cinétique de cumul de plasticité est décroissante
lors du passage d’un bloc à l’autre.
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Conclusions et Perspectives

Conclusions

Conclusions globales des travaux de thèse

Les travaux de thèse effectués apportent une réponse aux problématiques globales du projet.
Ainsi, trois thématiques principales ont été abordées.

Le premier volet des travaux met en place une méthode paramétrique permettant de classifier
le chargement des lignes d’arbres. Cette classification passe par la proposition d’une méthode de
modélisation permettant de représenter le chargement en deux classes de cycles. Lors de cette étape,
des cycles de fatigue pertinents sont définis pour permettre une étude en fatigue.

Le deuxième volet abordé dans ces travaux de thèse propose une démarche expérimentale et de
modélisation basée sur les mesures d’auto-échauffement et le modèle probabiliste à deux échelles.
Cette démarche permet la prévision des propriétés en fatigue des aciers sous des chargements cy-
cliques multiaxiaux avec ou sans contraintes moyennes. Les outils développés lors de cette étude
permettent de quantifier et qualifier aussi bien le régime secondaire, associé à l’endommagement en
fatigue à grand nombre de cycles, que le régime primaire, associé à la dissipation sous très faibles
amplitudes de chargement. L’étude du régime secondaire a été l’occasion de proposer et justifier
un critère de fatigue multiéchelle de type "invariant" adapté à l’application industrielle du projet
de thèse.

Enfin, le troisième volet abordé introduit une base de données en fatigue. Cette base de don-
nées est établie pour les deux aciers de l’étude grâce aux travaux effectués lors du deuxième volet.
Elle contient des résultats obtenus pour des chargements uniaxiaux et surtout des résultats sous
chargements multiaxiaux. Or dans la littérature, il n’est pas évident de trouver des résultats de
fatigue pour les chargements multiaxiaux avec notamment la présence de contraintes moyennes.

Ces travaux et résultats établissent une méthode originale pour dimensionner en fatigue les lignes
d’arbres de transmission. Cette méthode est définie pour être applicable en bureau d’études.

Conclusions spécifiques

Pour chaque étape des travaux, des conclusions spécifiques peuvent être établies. Ainsi, au chapitre
1, la présentation de l’état de l’art et des méthodes de dimensionnement ont permis d’identifier les
besoins du projet. Pour ce projet, il est montré que la méthode de dimensionnement en fatigue doit
évoluer et qu’il est nécessaire de fournir une base de données adaptée permettant la calibration d’un
critère de fatigue pour l’application. Ce dernier point est primordial puisqu’il existe relativement
peu de données pouvant convenir à l’étude.

Au chapitre 2, la classification du chargement a amené une modélisation définissant deux caté-
gories de cycles de chargements. Ces deux catégories définissent deux modes d’endommagement
pour les lignes d’arbres avec, d’une part, des cycles multiaxiaux associés aux manœuvres du navire
et, d’autre part, des cycles de flexion associés aux régimes permanents. Le domaine de fatigue des
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cycles de manœuvres est le domaine des grands nombres de cycles alors que les cycles du régime
permanent sont associés à la fatigue à très grand nombre de cycles. Selon le mode d’emploi des
lignes d’arbres, ces dernières peuvent tout aussi bien être dimensionnées pour l’un ou l’autre de ces
deux domaines de la fatigue. Pour cela, une méthode a été proposée pour dimensionner en fatigue
les lignes d’arbres. Cette méthode repose sur un nombre restreint de paramètres permettant de
considérer un grand nombre de facteurs d’influence en fatigue (multiaxialité, non-proportionnalité
et contrainte moyenne). Ce chapitre permet également de conclure qu’un chargement de plusieurs
milliards de cycles n’est pas forcément à interpréter pour un endommagement lié à la fatigue à très
grand nombre de cycles alors que seule une partie des cycles du chargement variable sont réellement
endommageant.

L’étude du phénomène de fatigue par le prisme de la thermométrie a été présentée au chapitre
3 avec également l’introduction du modèle probabiliste à deux échelles permettant de faire le lien
entre les propriétés de fatigue et les mesures de l’auto-échauffement. À l’issue de cette présen-
tation, les aciers de l’étude ont été caractérisés par cette méthode pour construire une première
base de données en fatigue pour des chargements uniaxiaux de traction et de torsion. Dans ce cha-
pitre, la prise en compte des effets d’entaille dans la prévision des propriétés en fatigue a été validée.

Le développement de la méthode de prévision des propriétés en fatigue sous chargements mul-
tiaxiaux est scindé en deux parties. La première est abordée au cours du chapitre 4. Elle se concentre
sur l’étude du phénomène d’auto-échauffement sous chargement multiaxial de très faible amplitude.
La seconde partie est traitée au cours du chapitre 5. Elle étudie le phénomène d’auto-échauffement
sous de plus grandes amplitudes faisant apparaître les sites microplastiques. Pour ces deux études,
les surfaces d’iso-auto-échauffement sont présentés. Cet essai complet permet l’identification de
modèles élastoplastiques dans l’espace des contraintes. Bien que cet essai soit déjà existant, il a
été développé dans ce projet pour aborder plus finement l’hétérogénéité du champ dissipatif. Ainsi,
pour la première fois, les régimes primaires et secondaires d’auto-échauffement, sont traités lors
d’un essai unique dans un cadre multiaxial. Grâce aux surfaces d’iso-auto-échauffement, le principe
de contraintes équivalentes a pu être défini pour plusieurs concepts. D’une part, des modèles de
contraintes équivalentes dissipatives sont définis pour décrire le résultat thermique en fonction du
chargement, tout en incluant les aspects d’hétérogénéité du champ dissipatif. D’autre part, d’autres
modèles de contraintes équivalentes sont utilisés pour modéliser le comportement élastoplastique
du matériau à chaque échelle (matrice et sites plastiques). Il est à noter que pour chaque régime,
l’approche diffère du fait de la différence des mécanismes en jeu.

Pour l’étude du régime primaire, l’utilisation des surfaces d’iso-auto-échauffement permet d’identi-
fier un comportement matériau et un comportement dissipatif très différent du régime secondaire.
Le comportement observé exhibe une différence importante entre la traction et la torsion pour les
très faibles amplitudes de chargement. Dans ce cadre, il a été nécessaire d’introduire deux modèles
de contraintes équivalentes en J2−J3. Le modèle élastoplastique (le modèle "Hexagone circonscrit")
décrit le résultat thermique du régime primaire. Le second modèle élastoplastique (le modèle "Hexa-
gone inscrit") permet de modéliser le comportement mécanique. Ces deux modèles de contraintes
équivalentes permettent pour la première fois de quantifier et de qualifier le régime primaire pour
identifier plus précisément le régime secondaire améliorant ainsi les capacités de prévision des pro-
priétés en fatigue de la méthode. L’étude du régime primaire est réalisable par ces outils pour les
chargements multiaxiaux proportionnels et non proportionnels.

Pour l’étude du régime secondaire, des modèles de contraintes équivalentes ont également été iden-
tifiés au travers des surfaces d’iso-auto-échauffement. L’utilisation du modèle de von Mises, pour
la partie cyclique du chargement, permet dans ce régime de décrire le résultat d’auto-échauffement
et fait office de contrainte d’activation des sites plastiques dans la loi probabiliste. L’innovation
majeure vient de l’inclusion de la contrainte moyenne dans les modèles de contraintes équivalentes.
La prise en compte de la contrainte moyenne dans les modèles de contrainte équivalente a deux in-
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térêts. Le modèle permet de décrire fidèlement le niveau d’énergie dissipée. Il permet également de
considérer l’effet de la contrainte moyenne dans l’activation des sites plastiques. Cette modification
permet d’utiliser le modèle de prévision en fatigue pour toutes les configurations de chargements
multiaxiaux. Lors de cette étape, l’intérêt de considérer la torsion moyenne a été montré.
Le modèle est validé lors de la prise en compte de l’effet de non-proportionnalité. Pour les aciers de
l’étude, la non-proportionnalité du chargement n’introduit pas de mécanismes d’écrouissage sup-
plémentaires.

L’ensemble des étapes du chapitre 5 justifient la définition d’un critère de fatigue multiéchelle
à quatre invariants. Si l’utilisation de méthodes conventionnelles de caractérisation rend l’identi-
fication de ce critère complexe, l’emploi des mesures d’auto-échauffement facilite la démarche. La
forme du critère définie est pratique pour une mise en œuvre en bureau de conception.

Finalement, l’effet d’un préchargement cyclique multiaxial sur la tenue en fatigue a pu être évalué
expérimentalement par mesures d’auto-échauffement. L’intérêt des mesures d’auto-échauffement
est de pouvoir suivre l’évolution de l’état de la microstructure au cours d’un chargement cyclique
avec à la clé une évaluation de la tenue en fatigue.

Perspectives

Si les objectifs globaux de la thèse sont atteints, il reste une volonté d’approfondir ou développer
la plupart des thèmes abordés au cours de ce manuscrit. Ainsi, les différentes perspectives à l’issue
de ce travail peuvent être classées pour différents degrés de réalisation en termes de temps d’études.

Perspectives à court terme

Un point important du travail effectué concerne l’identification de modèles. Le cadre imposé dans
cette thèse par le chargement est un travail dans l’espace des contraintes formé par la traction
et la torsion. Cependant, les modèles élastoplastiques développés ici ont une approche universelle.
Par conséquent, pour les deux régimes d’auto-échauffement, il serait intéressant d’étendre la base
d’identification des modèles proposés pour des sollicitations différentes comme la traction biaxiale
ou la torsion couplée à la pression interne. Ces sollicitations offrent un nouvel espace d’identification.

Le critère de fatigue développé dans ces travaux repose sur une approche en amorçage avec une
utilisation des invariants du tenseur des contraintes assez pratique dans ce cas-ci. Un axe d’étude
serait de proposer, par l’utilisation des surfaces d’iso-auto-échauffement, des modèles différents (pa-
rabolique, par parties...). Pour aller plus loin, l’idée serait de faire évoluer le modèle pour accéder
à une approche amorçage-propagation. La mesure par thermocouple ne permet d’accéder qu’à l’in-
formation de la dissipation intrinsèque et donc de ne remonter qu’à une information moyennée dans
le volume de l’endommagement initiant une fissure. Ainsi, en passant à des moyens de mesures de
champs thermiques qui permettent d’accéder à la fois aux termes de dissipation et aux termes de
couplages thermoélastiques, il est possible d’estimer l’amorçage (dissipation intrinsèque) puis de
faire un suivi (couplage thermoélastique) de la propagation de fissure. En liant les deux informa-
tions, les modèles développés peuvent être définis par une approche amorçage puis direction de
propagation comme les critères dits "plan critique".

Les travaux initiés au chapitre 6 montrent qu’il est possible d’étudier l’influence de l’état initial de
la microstructure du matériau sur le phénomène d’auto-échauffement. Ainsi, après application de
prédéformations, il serait intéressant d’observer le comportement dissipatif multiaxial du matériau
pour les deux régimes d’auto-échauffement. L’objectif est de montrer une influence sur les différents
modèles de contraintes équivalentes des deux régimes et d’observer si les modèles développés restent
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adaptés après modification initiale du matériau.

Quelques perspectives existent également sur la méthode de modélisation du chargement des lignes
d’arbres. En effet, tout travail d’études de la fatigue repose sur la définition du chargement. Dans
le cas des lignes d’arbres, l’amélioration majeure concerne la modélisation du chargement de flexion
et de son évolution. Par manque d’information, ce chargement est considéré comme constant. Or ce
chargement a une importance dans la participation à l’endommagement. Ainsi, au lieu de prendre
une valeur constante maximale, la variabilité de la flexion rotative suivant une représentation spec-
trale d’Heuler permettrait de déterminer plus précisément la ruine liée à la flexion. Cette prise en
compte accroit potentiellement les endommagements issus des cycles multiaxiaux de manœuvres.
Dans ce cas, la modélisation des cycles multiaxiaux doit également évoluée pour coupler l’infor-
mation de la torsion et de la flexion. Un travail supplémentaire à faire sur cette méthode est la
multiplication des études sur différents navires variables en taille pour définir des gammes de pa-
ramètres permettant lors de la conception de définir un chargement adapté selon l’utilisation du
navire. Enfin, la dernière perspective, mais non des moindres, est d’intégrer la méthode dans un
processus de norme de conception en fatigue des lignes d’arbres.

Perspectives à moyen et long terme

D’autres perspectives demanderaient plus de temps à mettre en œuvre soient parce qu’elles de-
mandent de réaliser des études plus poussées soient parce qu’elles sortent du cadre de l’application
de la thèse.

Les effets d’histoire et la notion de séquencement du chargement sont cruciaux pour traiter les
chargements variables. Le chapitre 6 montre qu’il est possible expérimentalement de suivre une
évolution des propriétés de fatigue et de la microstructure par thermométrie. L’étape suivante est
la proposition d’une modélisation permettant de prendre en compte les évolutions de la micro-
structure dans le cas de chargements multiaxiaux. L’intérêt par la suite est de faire évoluer, dans la
méthode de dimensionnement, la définition du cumul d’endommagement puisque l’ordonnancement
des cycles n’a pas la même influence en fatigue selon que la séquence soit des "grandes" amplitudes
de cycles suivies de "petites" amplitudes de cycles ou inversement.

La question de l’observation de la microstructure reste un point de progression important à dé-
velopper pour valider les différents modèles mis en place. L’observation à l’échelle microscopique
des mécanismes d’auto-échauffement, bien qu’elle soit complexe, permettrait de mieux qualifier et
quantifier les mécanismes pour les deux régimes. Pour le régime primaire (chargement de très faible
amplitude), l’enjeu est de modéliser le mouvement des dislocations, puis d’arriver à remonter au
modèle J2 − J3 identifié au chapitre 4.
Dans le cadre des chargements de très faible amplitude, il serait intéressant de voir comment utiliser
les modèles développés pour le régime primaire afin d’étudier les propriétés des aciers en fatigue à
très grand nombre de cycles sous chargements multiaxiaux.

L’étude réalisée pour cette thèse a été effectuée pour deux aciers et des configurations de char-
gement restreintes. Ce travail doit être prolongé pour étendre la base de données en fatigue à un
plus grand nombre de chargements multiaxiaux avec des sollicitations supplémentaires. Cette base
doit également être étendue à une plus grande gamme de matériaux obtenus par divers procédés.
Dans ce cadre, l’étude des matériaux obtenus par fabrication additive serait très intéressante pour
observer des effets de la microstructure sur la réponse dissipative du matériau. Comme énoncé,
l’usage des surfaces d’iso-auto-échauffement permet l’identification et la modélisation de comporte-
ments complexes du matériau. Cette étude est valable pour les deux régimes d’auto-échauffement,
les matériaux obtenus par fabrication additive présentent des mécanismes et des sensibilités mi-
crostructurales à l’échelle du VER. Ainsi, pour obtenir les propriétés en fatigue, l’identification du
modèle du comportement du matériau dans le régime secondaire est primordiale pour accéder aux
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propriétés de fatigue. Ce principe a par exemple été développé pour des alliages de fonderie dans
la thèse d’Ezanno [Ezanno, 2011].

Si les travaux permettent d’obtenir rapidement et fiablement les propriétés en fatigue à grand
nombre de cycles des aciers pour des chargements multiaxiaux, les résultats obtenus doivent être
validés par comparaison avec des essais de fatigue dits "classiques". Cette validation sur un grand
nombre de chargements multixiaux conforterait un plus grand nombre d’industriels d’utiliser les
méthodes basées sur les mesures d’auto-échauffement afin de réaliser leurs campagnes de carac-
térisation en fatigue. Cependant, la validation proposée est un processus couteux en temps et en
moyens comme il l’a été rappelé tout au long de ce manuscrit. En effet, il s’agit de tester à la fois
plusieurs configurations de chargement de traction-torsion pour des trajets proportionnels et non
proportionnels.
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Annexe B

Annexes

A Formules de résistance des matériaux

Natures de la
sollicitation Contrainte Aire/Moment

quadratique Paramètres

torsion τ τ = Qr
Iz

Iz = π
2 (r4 − r4

i )

— τ (MPa)
— Q : couple (N.mm)
— r : rayon (mm)
— ri : rayon interne

(mm)
— Iz : moment quadra-

tique (mm4)

flexion σb σb = Mbr
Ixy

Ixy = π
4 (r4 − r4

i )

— σb (MPa)
— Mb : Moment de

flexion (N.mm)
— r : rayon (mm)
— ri : rayon interne

(mm)
— Ixy : moment quadra-

tique (mm4)

traction-
compression

σtc

σtc = F
S S = π(r2 − r2

i )

— σtc (MPa)
— F force (MPa)
— S surface (mm2)

Table A.1 – Formules de résistance des matériaux pour un arbre plein ou creux
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Annexe B

B Modélisation du régime primaire avec le modèle de Berg

B.a Identification d’une contrainte équivalente dissipative en I1 - J2

L’introduction du critère de Berg est initialement inspirée du travail d’Ezanno [Ezanno, 2011] dans
lequel il s’intéresse aux alliages de fonderie ; or ces alliages présentent des porosités rendant le com-
portement du matériau sensible à certaines directions de chargement et à la pression hydrostatique.
Ezanno [Ezanno, 2011] utilise donc ce modèle pour rendre compte de ces effets. Ici, le but est dif-
férent puisqu’il s’agit non pas de lier un modèle à un mécanisme particulier, mais de fournir un
critère permettant de décrire fidèlement les surfaces d’iso-auto-échauffement du régime primaire.
Le critère de Berg se définit dans l’espace projeté des déviateurs (figure B.1a) comme

J∗2

(
σ
)

=
√

1 + b∗
√

2
3σ0 (B.1)

où l’introduction du critère de Berg donne pour J∗2

J∗2

(
σ
)

=
√

3
2σ : B : σ (B.2)

avec B le projecteur de Berg d’ordre 4. Cet opérateur se définit comme B = J + 2b∗K. J est le
projecteur d’ordre 4 sur l’espace déviatorique et K est le projecteur d’ordre 4 sur l’espace sphérique.
b∗ est le paramètre de Berg, il permet de donner le poids de l’effet de la pression hydrostatique. Ce
paramètre permet de modifier le rapport d’équivalence entre la traction et la torsion au contraire
du modèle de von Mises (figure B.1b). Dans l’espace des déviateurs (figure B.1a), ce critère donne
une sphère plus restreinte que le critère de von Mises, car l’effet de I1 n’est pas représenté.

(a) (b)

Figure B.1 – (a) Représentation du modèle de Berg dans l’espace des contraintes principales, (b)
Projection du modèle de Berg dans l’espace des contraintes

(
σ,
√

3τ
)

Le modèle de Berg est identifié sur les surfaces d’iso-auto-échauffement des deux matériaux en
figure B.2 pour l’acier 16MND5 et en figure B.3 pour l’acier 42CrMo4. Pour les deux matériaux,
l’introduction du modèle permet une description plus fidèle des résultats d’auto-échauffement aussi
bien pour la traction que la torsion. L’apport du modèle de Berg dans la description des surfaces
iso-auto-échauffement est visible sur la réduction de l’écart entre le modèle et le résultat expérimen-
tal (tableau B.2 pour l’acier 16MND5 et tableau B.3 pour l’acier 42CrMo4). Ce choix de contraintes
équivalentes dissipatives peut être une bonne alternative à utiliser dans le cas de métaux présentant
des sensibilités à certains mécanismes. Cependant, dans l’étude, on ne conservera ce modèle qu’à
titre d’illustration des possibilités d’identification de l’essai de surface d’iso-auto-échauffement.
Comme pour le modèle "Hexagone extérieur", l’utilisation du modèle de Berg comme contrainte
équivalente dissipative permet de montrer que la forme des surfaces d’iso-auto-échauffement des
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deux matériaux est caractéristique des niveaux de contraintes appliquées. Le paramètre de Berg b∗
porte cet effet. Les observations sur l’effet de la contrainte moyenne sont similaires pour les deux
matériaux aux observations faites lors de l’identification du modèle "Hexagone extérieur". Pour les
deux matériaux, le modèle de Berg montre un effet de la contrainte moyenne de cisaillement qui
modifie légèrement la forme de la surface d’iso-auto-échauffement avec un rapport de contrainte
traction/torsion plus faible que sans contrainte moyenne.

Dans un cas général, pour pouvoir discriminer parfaitement le choix d’un modèle, il est néces-
saire d’effectuer des essais complémentaires (ex. traction biaxiale) pour obtenir l’effet du matériau
sur l’entièreté de l’espace des déviateurs.

(a) (b) (c)

Figure B.2 – Identification du modèle de Berg sur le régime primaire des surfaces d’iso-auto-
échauffement du 16MND5 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 15K, (a) contrainte
moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion

Matériaux 16MND5
Figures B.2a B.2b B.2c

Contrainte moyenne σm = 0 σm = 145
√

3τm = 145
Erreur absolue maximale 28% 26,8% 16,3%Résultat XP - modèle de Mises
Erreur absolue maximale 4,5% 3,3% 3,0%Résultat XP - modèle de Berg

Paramètre b∗ 0,24 0,34 0,10

Table B.2 – Synthèse de l’erreur sur la description des résultats expérimentaux par le modèle de
Mises et le modèle de Berg pour le 16MND5
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(a) (b) (c)

Figure B.3 – Identification du modèle de Berg sur le régime primaire des surfaces d’iso-auto-
échauffement du 42CrMo4 à différentes contraintes moyennes à θ̄off = 0, 2K, (a) contrainte
moyenne nulle, (b) contrainte moyenne de traction, (c) contrainte moyenne de torsion

Matériaux 42CrMo4
Figures B.3a B.3b B.3c

Contrainte moyenne σm = 0 σm = 165
√

3τm = 165
Erreur absolue maximale 38,7% 28,3% 26,9%Résultat XP - modèle de Mises
Erreur absolue maximale 5,7% 6,2% 4,8%Résultat XP - modèle de Berg

Paramètre b∗ 0,45 0,37 0,22

Table B.3 – Synthèse de l’erreur sur la description des résultats expérimentaux par le modèle de
Mises et le modèle de Berg pour le 42CrMo4

B.b Simulation du régime primaire d’auto-échauffement à l’aide du modèle de
Berg

Dans la base de Berg, les projecteurs sphériques K et déviatoriques J peuvent être définis par

K = 1√
3
I ⊗ 1√

3
I

= 1
3



1 1 1 0 0 0
1 1 1 0 0 0
1 1 1 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0


(B.3)

J = I −K

= 1
3



2 −1 −1 0 0 0
−1 2 −1 0 0 0
−1 1 2 0 0 0
0 0 0 3 0 0
0 0 0 0 3 0
0 0 0 0 0 3


(B.4)

Le tenseur des contraintes projeté dans les deux espaces donne, pour la partie sphérique K :

σ = 1
3 trace

(
σ
)
I, et pour la partie déviatorique J : σ = σ − 1

3 trace
(
σ
)
I = s.

La première étape a été d’identifier un modèle capable de décrire le résultat multiaxial par la
dissipation. Cependant, l’enjeu principal est de pouvoir montrer les capacités à modéliser et simuler
le régime primaire par un modèle. Pour cela, dans un premier temps, le cadre thermodynamique
est adapté pour intégrer le modèle de Berg (B.1) et son opérateur à la place du modèle de von
Mises. La surface de plasticité intègre désormais le critère de Berg, ce qui donne :
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f
(
σ,X

)
= J∗2

(
σ −X

)
−
√

1 + b∗σy (B.5)

Cette surface seuil pour le régime primaire délimite le niveau à partir duquel le chargement entraine
une activité plastique et donc une dissipation. L’activité plastique est une plasticité diffuse appa-
raissant au sein des grains et qui se manifeste par le mouvement des dislocations dû au chargement
cyclique. Ainsi, le paramètre σy n’est pas la limite d’élasticité locale comme pour l’inclusion, mais
une limite à partir de laquelle le mouvement des dislocations est assez important pour générer une
dissipation. Cette limite est fixée très basse à une valeur de 15 MPa.
De la même manière que pour la surface seuil, le potentiel énergétique est affecté par l’utilisation
du modèle de Berg. L’énergie libre d’Helmholtz ψ est définie

ψ
(
ε, εp, α

)
= 1

2
(
ε− εp

)
: E :

(
ε− εp

)
+ 1

2α : C : α (B.6)

avec ε le tenseur des déformations, εp le tenseur des déformations plastiques, α le tenseur associé à
l’écrouissage cinématique, E le tenseur d’élasticité d’ordre 4 et C le tenseur d’écrouissage cinéma-
tique aussi d’ordre 4. La particularité est que le tenseur C se décompose en une partie sphérique
et une partie déviatorique. Ainsi le tenseur se décrit avec

C = 2
3CjJ + 1

3b∗CkK (B.7)

où, Cj est un paramètre d’écrouissage pour la partie sphérique et Ck est un paramètre d’écrouissage
pour la partie déviatorique. La définition des forces thermodynamiques reste inchangée avec

σ = ∂ψ

∂εe
= E :

(
ε− εp

)
(B.8)

X = ∂ψ

∂α
= C : α (B.9)

La direction d’écoulement plastique ou pseudopotentiel de plasticité est adaptée à l’écriture du
modèle et des conditions du régime primaire. Le pseudopotentiel de plasticité est défini par la
surface seuil (B.5) et un terme de non-linéarité.

F
(
σ,X

)
= f

(
σ,X

)
+ 1

2γ
′
[
X : J : X + 2b∗X : K : X

]n
(B.10)

Le terme de non-linéarité γ′
[
X : J : X + 2b∗X : K : X

]n
lié à l’écrouissage cinématique permet

d’"ouvrir" les boucles d’hystérésis permettant ainsi une dissipation. Cependant, la condition pri-
mordiale à respecter pour le régime primaire est que l’activité plastique doit être bien inférieure à
l’activité élastique. Ainsi εe � εp. À noter, lorsque n = 1, le pseudopotentiel de plasticité impose
l’évolution de l’écrouissage cinématique d’Armstrong-Fredericks [Armstrong and Fredericks, 1966].
La plasticité cumulée ṗ avec le modèle de Berg est égale au multiplicateur plastique λ̇

ṗ = λ̇ =
√

2
3 ε̇

p : B : ε̇p (B.11)

Les lois de normalité et d’écoulement plastique imposent l’évolution des variables internes

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ
= λ̇

3B :
(
σ −X

)
2J∗2

(
σ −X

) (B.12)

α̇ = −λ̇ ∂F
∂X

= ε̇p − λ̇γ′nB : X
∥∥∥X∥∥∥n−1

B
(B.13)
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avec
∥∥∥X∥∥∥

B
= X : B : X. L’évolution de l’écrouissage cinématique non linéaire suit donc

Ẋ = C : α = C : ε̇p − λ̇γ′nC : B : X
∥∥∥X∥∥∥n−1

B
(B.14)

L’évolution de multiplicateur plastique est déterminée à partir de la condition de cohérence impo-
sant ḟ = 0, ainsi

ḟ = 0⇒ ∂f

∂σ
: σ̇ + ∂f

∂X
: Ẋ = 0⇒ λ̇ = H (f)

h

∂f

∂σ
: σ̇ (B.15)

avec H (f) la fonction d’Heaviside, H (f) = 0 si f < 0 sinon H (f) = 1 pour f = 0. Le module
d’écrouissage instantané h est défini par

h = C

1− 2
3nγ

′
3
2

(
σ −X

)
: J : X + 3b∗

(
σ −X

)
: K : X

J∗2

(
σ −X

) ∥∥∥X∥∥∥n−1

B

 (B.16)

Le calcul impose sur les paramètres d’écrouissage la relation Cj = Ck = C. La dissipation intrin-
sèque avec le modèle de Berg se définit avec

∆ = σ : ε̇p −X : α̇ ≥ 0⇒ ∆ = H (f)
h

∂f

∂σ
: σ̇
[√

1 + b∗σy + γ′n
∥∥∥X∥∥∥n

B

]
(B.17)

L’intégration du critère de Berg, même si elle oblige une réécriture et l’ajout d’un paramètre b∗,
permet au modèle de conserver le formalisme déjà adopter pour le cas uniaxial. La réponse du
modèle ainsi formalisé est simulée, dans un premier temps, afin de trouver des jeux de paramètres
(C, γ′, n) permettant d’obtenir une puissance dissipative de 2 comme observée expérimentalement
pour le régime primaire. Dans cette simulation, le choix est fait de faire une correction plastique
en adoptant une intégration de type "return mapping".
La réponse du matériau est simulée pour un chargement uniaxial de traction (figure B.4) et pour
un chargement multiaxial de traction - torsion déphasée à ϕ = 90◦ (figure B.5). Les paramètres
matériaux sont fixés pour la comparaison dans un premier temps. Les paramètres d’écrouissage
permettent de simuler une dissipation tout en limitant l’activité microplastique, la déformation
plastique est de l’ordre de 10−7 confirmant bien que le comportement du matériau pour les faibles
amplitudes est macroscopiquement élastique. De plus, les boucles d’hystérésis sont très faiblement
ouvertes. Dans la simulation de l’énergie intrinsèque dissipée des deux types de chargements, le
modèle donne une cohérence, pour la traction seule, cette dissipation est bien dépendante du dé-
placement de la surface seuil avec une dissipation nulle lorsque le trajet de chargement repasse
dans le domaine élastique. Pour le trajet multiaxial, le déphasage de 90° entre les deux voies de
sollicitations implique bien une dissipation constante puisque le trajet de chargement dans cette
configuration reste toujours à la frontière du domaine élastique. La dissipation fluctue avec l’alter-
nance entre la traction et la torsion du fait du paramètre b∗.
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Figure B.4 – Réponse du modèle de Berg pour un chargement de traction - compression alternée

Figure B.5 – Réponse du modèle de Berg pour un chargement non proportionnel de traction -
torsion avec un déphasage de 90°

L’influence du paramètre de Berg b∗ est illustrée en figure B.6. Le modèle permet de retrouver
le modèle de von Mises pour b∗ = 0 avec un comportement dissipatif équivalent entre traction et
torsion. Puis lorsque b∗ devient non-nulle, l’intérêt d’introduire le modèle de Berg est perceptible. Le
modèle permet à isocontrainte de von Mises (σtraction =

√
3τtorsion) de traduire un comportement

dissipatif plus important en traction qu’en torsion comme sur les surfaces iso-auto-échauffement
des figures B.2 et B.3.
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Figure B.6 – Réponse du modèle de Berg en traction ou torsion pour plusieurs paramètres b∗
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C Plans

Figure C.7 – Éprouvette de traction - torsion tubulaire pour MTS 250 kN, conception pour les
aciers 16MND5 et 42CrMo4
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Figure C.8 – Éprouvette de traction - compression pour vibrophore, conception pour l’acier
16MND5
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Figure C.9 – Éprouvette pour vibrophore avec une entaille qualifiée avec un Kt de 1,9,conception
pour l’acier 16MND5
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D Base de données en fatigue [Weber, 1999]

(a) (b)

(c) (d)

Figure D.10 – Base de données issue de [Weber, 1999], (a) cas 1 [Simbürger, 1975], (b) cas 2 [Issler,
1973], (c) cas 3 [Heidenreich et al., 1984], (d) cas 4 [Lempp, 1977]
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Figure D.11 – Base de données issue de [Weber, 1999], cas 5 [Baier, 1970]
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A B S T R A C T   

An original parametric method is introduced for the assessment of the fatigue life of marine shaft 
lines. The particularity of the method lies in the fact it introduces a relevant load modelling 
around a limited number of parameters specific to marine shaft lines while depicting the loading 
complexity (multiaxiality, mean stress effect, non-proportionality of the loading path). The 
method is designed to allow for assessments, in both in-use and pre-design phase shafts, towards a 
particular fatigue damage mode. The observations made in this study show two damage modes. 
On one hand, a damage mode issued from multiaxial cycles and associated with ship maneuvers, 
corresponding to HCF regime. On the other hand, there is a damage mode in the VHCF regime 
resulting from bending stress cycles due to the structure rotary bending.   

1. Introduction 

Marine shaft line propellers (Fig. 1) are structures which transmit power from a unit to the propeller, that undergo long service life 
(>20 years). Over this time, shafts reach between 109 and 1010 rotations (i.e. rotary bending loading cycles) in service. A standard 
method [1–3] used to design these structures, regarding fatigue resistance, is to consider, as a first option, only bending with a fatigue 
domain defined for a large number of bending cycles (referred to as very high cycle fatigue [VHCF]) but with relatively low amplitudes. 
A second option is to consider only torque variation effect and in this case the design is defined for a fewer number of shear cycles (high 
cycle fatigue [HCF]). The problem when considering the damage resulting from only one loading is that the damage suffered by the 
structure is misrepresented and, in some cases, it can result in an unpredicted failure of the shaft. As the damage endured by the 
structure is a combination of both loadings. Moreover, it is well-known that a multiaxial loading can be more damaging [4–6] than the 
same equivalent loading composed by sequential uniaxial loadings. The damage assessment of such structures requires a more 
complete consideration of all effects such as the multiaxiality of the loading [4,7], the variable aspect of the loading [6], the 
non-proportionality of the loading path [7–10] and the mean stress [4]. All these effects lead to complex implications in the decrease of 
the fatigue life. 
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The practical choice of designing shafts under uniaxial loadings (i.e., a loading nature) results from the lack of information on the 
loading history endured by marine shafts. This standard calculation is applied regardless of the variations to which the structure is 
submitted during its service life, and hence it might not reflect the actual fatigue domain for a large range of shaft configurations, as 
loading effects (multiaxiality, variability, mean stress, etc.) are not often coupled or not taken into consideration. 

To solve these shortcomings, the original method proposed in this study aims to handle the overall loading complexity of marine 
shaft lines for fatigue life assessment. For the record, experienced failure may also occur from torsion and rotary bending [11–13]. 
Hence, this novel process concept stands in the consideration of all loading natures and load effects, implemented in a relevant and 
simple load modelling for marine shaft line fatigue analysis. 

A methodology to assess the fatigue life of a marine shaft propeller is presented in this paper, in line with the flowchart shown in 
Fig. 2. The aim is to introduce a method enabling either the analysis or design of a marine shaft working towards fatigue damage mode. 
This method is designed to be as simple and parametric as possible, while also considering all fatigue effects. 

In this paper, firstly, the nature of a shaft’s loading is analyzed. Secondly, observations are made, and a methodology for cycle 
counting is introduced, in order to define a proper fatigue framework. Then, based on the loading analysis, an equivalent loading is 
introduced to differentiate cycle categories as the time domain varies from one loading nature to another. The time domain difference 
results in a different damage assessment, considering a more complex relationship between loadings. This equivalent loading is 
justified with the help of fatigue cycle counting method such as Wang-Brown’s method [14]. Then, using the loading analysis, the 
specific characteristics of marine shafts and the material effects, a fatigue design method is introduced allowing to define the fatigue 
domain and to assess the damage of any marine shaft, based on a number of parameters that completely define the shaft use. After the 

Nomenclature 

σeq Equivalent stress 
Nf Number of cycles to failure 
Dtotal Damage induced by all cycles 
Dmultiaxial cycles Damage induced by the multiaxial cycles 
b Basquin’s power law parameter 
C Basquin’s material parameters 
H0τ , H0b Number of torsion cycles and bending cycles 
Ta,max Maximum shear stress amplitude 
Tmax Maximum shear stress level 
Rτb Ratio between maximal shear stress amplitude and normal stress amplitude induced by the bending at the local point 

considered 
Rτc Ratio between shear stress amplitude (induced by torque) and normal stress amplitude (compression) induced by the 

propeller thrust 
ατ, ντ Modified Heuler’s form parameters for shear stress amplitude/shear cycles spectrum 
αb, νb Modified Heuler’s form parameters for shear stress state/bending cycles spectrum 
Inp Indicator of non-proportionality in the loading path 
a’’ Linear correction factor 
J2a Second invariant of the amplitude stress tensor 
J2m Second invariant of the mean stress tensor 
I1m First invariant of the mean stress tensor 
μ1, μ2 Parameters pondering mean stress effect  

Fig. 1. Ship with its propulsion systems including the shaft line transmitting power to propeller1.  

1 https://www.naval-group.com/en/four-centuries-young. 
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Fig. 2. Shaft line fatigue assessment methodology.  
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model definition, a parameter sensitivity analysis is carried out. 
Marine shafts fatigue design depends on three parameter categories. The first set of parameters results from the shaft design:  

- Ta,max, maximal shear stress amplitude  
- Tmax, maximal level of shear stress  
- Rτb, ratio between maximal shear stress amplitude and normal stress amplitude induced by the bending at the local point 

considered  
- Rτc, ratio between shear stress amplitude (induced by torque) and normal stress amplitude (compression) induced by the propeller 

thrust 

The second set depends on the shaft load history:  

- H0b, number of rotating cycles (i.e., bending cycles)  
- H0τ, number of shear stress cycles  
- ατ,ντ, parameters defining the shear stress spectrum in function of the shear stress cycles  
- αb,νb, parameters defining the shear state spectrum in function of the rotating cycles (i.e., bending cycles) 

The third set of parameters defines materials’ effect in fatigue:  

- b, Basquin’s law power  
- C, Basquin’s material parameter  
- a", linear correction of the equivalent stress due to non-proportionality  
- μ1 and μ2, mean stress effect 

2. Shaft loading analysis 

In this section, the shaft loading is defined by its nature and characteristics. Then, a case application is presented with a specific 
torque signal on which modified Heuler’s spectral representation [15–17] is adapted to define maneuver profiles and a distribution of 
the shear loading. 

2.1. Marine shaft loading nature components 

A closer analysis of the loading nature reveals that marine shafts endure three different main loading natures. The first loading of 
importance is the rotary bending. Rotary bending is due to the nature of the structure utilization. It mainly results from the shaft 
weight, the propeller weight and bearing misalignments [18] that evolve during the ship’s lifetime. In this study, as a first hypothesis, 
the rotary bending amplitude is considered constant, as this information is difficult to access. The rotary bending frequency for shaft 
lines is much higher than the torque and thrust variation frequency as it is a main shaft characteristic (Table 1). 

The second significant load is the torque loading that induces shear stresses in the shaft. This loading is produced by the water- 
resistant effect of the ship’s propeller and the torque generated by the power unit. The torque level changes as the ship maneuvers 
at different speeds. Hence, the variation of the torque occurs at a low frequency but at relatively high amplitude. At a given speed level, 
the torque is considered to be a mean value under the bending frequency scope. In this study, the shear stress is extracted over a torque 
time signal associated with a real case application. 

The final significant load is the propeller thrust, which is induced by the propeller action. This load varies at the same frequency as 
the shear loading since these two quantities are linked by the propeller design [19,20]. The propeller’s function is to convert the torque 
action in a propulsive normal force (thrust). 

Many other, less significant loadings for the study exist among the complexity of the marine shaft loading [21,22]. In this study, 
they are not considered given the lack of information or because they do not participate in the damage in HCF or in VHCF. In this 
category of loadings, vibration effect due to diesel propulsion are not considered but can result in some specific failures of the shaft line 
[1,21,23]. Wave effects have been tested using FFT (Fast Fourier Transform) on the reference loading signal without exhibiting any 
effect on the shaft’s signals. Nevertheless, some influence has been demonstrated for some cases in the literature. On the one hand, the 
hull-shaft relationship affects the misalignment of the shaft line [18], and therefore, increases the damage caused by bending, mostly in 
strong sea conditions. On the other hand, waves affect the inflow seen by the propeller and has a direct effect on torque and 
compression variability [20,24,25]. Moreover, the fatigue life of marine shaft line is affected by fretting phenomenon in the bearings 
[25] or corrosion phenomenon due to the marine environment [21]. 

2.2. Shaft configuration 

The loading analysis is based on two real time-signals from a naval ship (Fig. 3) and the ship’s characteristics parameters defining 
the loading and material effects. These time-signals are representative of the ship’s use and have been recorded over a number of 
months. The signals have been normalized in time by the total duration of the naval ship’s mission. The motor loading history (Fig. 3a) 
enables to access the torque information Q. The rotation speed history, ω (Fig. 3b), of the shaft enables access to the number of bending 
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cycles, H0b, and the thrust state. Thanks to the propeller’s design characteristics, the use of propeller laws [19,20] enables the 
determination of the compression loading from the 2 signals. 

The propeller laws link the torque state Q and the thrust state Tp with the shaft rotating speed ω through propeller design pa
rameters KT and KQ . With abacus [19], the propeller thrust coefficient KT and the propeller torque coefficient KQ are known and 
defined through the advance parameter J given by 

J =
2π(1 − w)u

ωD
. (1) 

In practice, the advance number J depends on w the wake coefficient of the ship, D the propeller diameter and u the ship speed. In 
this study, J is defined with abacus and from the knowledge on the torque (Q, ω and KQ). Then with the abacus of the propeller, the 
thrust coefficient KT is obtained and thus the thrust is known. Then the thrust state defines the compression state in the shaft section. It 
has to be noted that both quantities (thrust and torque) are evolving, in first instance, proportionally and can be expressed as a co
efficient Rτc. 

Marine shaft structures have specific characteristics depending on the category of vessels, such as the frequency ratio between 
loadings. The ratio, Rτb, between bending amplitude and maximum shear stress is ship/shaft design-dependent as well as the ratio, Rτc, 

Fig. 3. (a) torque loading history, (b) shaft rotating speed and bending cycle count.  

Fig. 4. Modified Heuler’s spectral representation applied on the normalized torsion signal.  

Table 1 
Nature of loadings endured by marine shafts and frequency order.  

Loading nature Frequency order Number of cycles issued 

Motor vibrations 102 Hz 1011 

Shaft rotation 1–10 Hz 109 

Sea conditions (ocean waves) 10− 1 Hz 107 

Maneuvers and speed regime change 10− 3 Hz 105  
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between torsion and compression is propeller design-dependent. 
The signal loading levels are normalized in this study, which allows for the loading data to be directly linked to the local stress state, 

as the structures induces a linear relationship between these two quantities. The normalization does not affect the conclusions on the 
fatigue domain of this study as the damage assessment hypotheses are still effective. The damage assessed in this study is therefore a 
relative damage indicator rather than an absolute damage level. 

2.3. Spectral representation 

In order to have the most parametric representation of the load, a modified Heuler’s model is introduced [15–17] to represent, in 
the form of a linked amplitude-cycle, the shear stress spectrum of Fig. 3. The modified Heuler’s spectral representation is obtained from 
a “rainflow” counting algorithm [26], then the cycles are ranked in descending amplitude order and the cycles are cumulated at each 
amplitude step. In this study, the “rainflow” counting method is applied to the torque signal of Fig. 3. a (with normalization, shear 
stress and torque are equivalent with the linearity it exists between them) and then this signal is expressed as a Heuler’s spectrum 
(Fig. 4). The analytical description of Heuler’s diagram is formulated by 

log Hτ

log H0τ
= 1 − ατ

(
Ta

Ta,max

)ντ

(2)  

whereby Hτ is the number of cumulated cycles at a loading amplitude Ta (the cycles are cumulated in descending order of amplitude). 
H0τ is the total number of cycles, Ta,max is the maximum loading amplitude and ατ and ντ are two form parameters. 

The interest of having such a representation lies in the benefitting from access to the shear stress information without having to 
apply a time-consuming method on a large signal, in order to access the number of shear cycles. Moreover, the definition of the shear 
stress distribution using the two Heuler’s parameters ατ and ντ can define, for a ship, a range of possible missions or possible ma
neuvers. The effect of ατ and ντ on the Heuler’s signal representation is depicted on Fig. 5. In Fig. 5. a, parameter ατ is asserted. 
Parameter ατ has an influence on the number of cycles at the maximum loading amplitude Ta,max. The increase of ατ to 1 diminishes the 
number of cycles with high amplitude, whereas a decrease of ατ to 0 reinforces the number of high amplitude cycles in the spectrum. As 
for the ατ parameter of the modified Heuler’s model, the effect of ντ is asserted in Fig. 5. b. Parameter ντ is a form parameter which 
principally affects the cycle distribution between middle- and low-amplitude loading. A ντ close to 5 increases the number of cycles for 
higher amplitudes, whereas a low ντ has the opposite effect. 

Under the bending frequency scope of a marine shaft, the torque state is considered to be stable. Shear frequency is lower than the 
bending frequency and compression is linked to the shear state by the propeller laws [19,20]. Then, in order to consider the true 
equivalent stress when considering the damage from rotating cycles, access to mean stress state will be required. As for the shear stress 
amplitude spectrum, a second representation is needed to establish the link between shear state and rotating cycles. The aim is to 
access the mean shear stress state. The rotating cycles are then linked to shear (Fig. 6) through Heuler’s modified method [15–17] via 
equation (2) and the torque signal in Fig. 3. The parameters describing the signal are αb and νb. 

It should be noted that the representation in Fig. 6 links rotating cycles with shear stress state at the local considered point T/Tmax 
and not shear stress amplitudes. 

3. Method proposal for modelling the shaft’s multiaxial variable amplitude loading 

The shaft loading is a multiaxial time varying loading with multiple loading entries. The first step is to introduce a method for 
defining fatigue-significant cycles. The aim is to provide a simple method which is able to model the complexity of the shaft’s cycle 
nature without the use of a time-costly counting method directly used on a signal. However, in order to serve as a reference, Wang- 
Brown’s multiaxial counting method [14] is initially introduced and applied on typical shaft loading signals. Then, fatigue assumptions 

Fig. 5. (a) effect of ατ on the spectral representation (b) effect of ντ on the spectral representation.  
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Fig. 6. Heuler’s spectral representation linking rotating cycles with shear stress state.  

Fig. 7. Typical shaft loading composed by three loadings. On the left, the loading signals decomposed between shear induced by the torque, 
compression induced by the thrust and normal stress induced by the rotary bending. On the right, the overall signal represented in the stress space 
formed by (σ,

̅̅̅̅̅
3τ

√
). 

Fig. 8. Identified cycle population in the reference shaft loading (Fig. 7). (a) Non-proportional multiaxial cycles. (b) Part of the uniaxial cycles.  
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are introduced, in order to assert the damage induced by the identified fatigue cycles. Finally, the material effects are presented in 
detail and included in the method. 

3.1. Multiaxial counting method 

Wang-Brown’s counting algorithm [14] is applied on reference loadings with specific marine shaft loading characteristics. 
Wang-Brown’s counting method allows for the extraction of loading cycles in a signal. This method is an extension of the well-known 
“rainflow” counting (RFC) method [26] but adapted for proportional and non-proportional multiaxial loading cases (RFC method is 
recalled in Annex 1.a). The principle of the algorithm [27] is to extract half-cycles inside the signal over the deviatoric stress space. The 
algorithm extracts the largest possible cycle each time it runs through the signal by maximizing a relative second invariant of the stress 
tensor centered on the start point. 

In order to illustrate the method, the Wang-Brown algorithm (a comprehensive description of which can be found in Annex 1.b) is 
applied to a reference loading composed of shear and normal stresses (Fig. 7). These stresses are induced by the torque for shear stress. 
For normal stresses, one part comes from the thrust, the other part comes from the rotary bending solicitation. The overall loading has a 
frequency and a loading amplitudes ratio in accordance with a possible shaft line and the compression stress signal vary as the shear 
stress signal accordingly to the propeller laws [19]. Applying Wang-Brown’s counting method on the overall loading reveals two 
categories of cycles (Fig. 8):  

• Multiaxial cycles with “parallelogram” shape  
• Uniaxial cycles 

The multiaxial cycles are associated with the ship maneuvers. They are defined both by a shear stress and normal stress amplitude 
plus a mean stress component. These cycles are non-proportional loadings because of their shape in the deviatoric stress space. The 
multiaxial cycle over the life span of the shafts stands at around 104-105 cycles [22]. As for the “uniaxial” cycles (i.e. unique varying 
load nature), they are defined by the rotary bending loading amplitude and a level of mean shear stress and mean compressive stress. 
These cycles are higher in number because of the rotating frequency, and reach around 108-1010 cycles over the shaft’s lifespan [22]. 

3.2. Proposal of an equivalent multiaxial variable amplitude marine shaft loading 

Based on the observations made on the reference loading, a simplification of the problem is introduced in order to define an 
equivalent loading without using a time-consuming method like Wang-Brown’s method for assessing the damage seen by the structures 
when considering signal recording months of data. 

The first step of the method is to reconstruct the multiaxial cycles using the shaft load characteristic parameters (Rτb, Rτc, H0τ, H0f, 
ατ, ντ, αb, νb and Ta,max). First, for each multiaxial cycle, the shear stress amplitude Ta is given either by a classical counting method such 
as the rainflow [26] directly on a signal or by Heuler’s model distribution (Fig. 4). A shear stress cycle is defined (Fig. 9a). Then, thanks 
to parameter Rτc, the normal stress component resulting from the thrust is added (Fig. 9b). The normal stress resulting from the thrust 
varies with the same frequency as the shear stress issued by the torque. Finally, the bending stress amplitude is introduced with Rτb 

(Fig. 9c) giving the multiaxial cycle a parallelogram shape in the stress space formed with (σ,
̅̅̅
3

√
τ). 

The equivalent stress amplitude for the multiaxial cycle is defined as Von Mises’ definition of the equivalent stress amplitude which 
is also the second invariant of the deviatoric stress tensor J2a. In this paper, the equivalent stress amplitude is defined with the 
characteristic parameters as 

J2a =

̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅
(

Ta,max

Rτb
+

Ta

Rτc

)2

+ 3(Ta)
2

√

(3)  

with Ta the shear amplitude, Rτb the ratio between the highest values of the shear stress amplitude over the normal stress amplitude 

Fig. 9. (a) first step “rise” and “drop” of a shear stress cycle, (b) second step adding the compression state, (c) third step adding the 
bending amplitude. 
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induced by the bending (bending is considered amplitude constant in this study). Similarly, Rτc is the ratio between the highest value of 
the shear and normal stress amplitudes induced by the thrust. As these two quantities evolves proportional, it can also be calculated as 
the ratio between shear and normal stress at any time. 

The second step is to determine the uniaxial cycles. They are given by the number of shaft rotations and the amplitudes are given by 
a maximized constant bending stress amplitude with Ta,max/Rτb. 

With the modelling of both cycles’ category, an equivalent cyclic loading is thus modelized without requiring Wang-Brown’s al
gorithm, which would have required to have access to recorded loading signal in compression, torque and bending and a very time- 
consuming computing cost. The model has the advantage of representing both types of cycles present in the shaft’s true stress state, 
thanks to few parameters defining the shaft and knowledge on the torque history. Even with the simplification of the problem, the 
complexity of the loading is kept with the multiaxiality of the loading, the non-proportionality of the loading path and mean stress. 
These effects are addressed in the next section. 

3.3. Fatigue-specific effects 

Assessing the damage issued from multiaxial cycles is not easy as many effects tend to influence the damage. Many studies [4,7,9, 
28] have shown that multiaxial fatigue criteria tend to misrepresent the real damage when non-proportionality of the loading path is 
present. The multiaxial cycles identified in the study are non-proportional loadings. In order to assess the real damage seen by the 
structure, a practical choice is to consider a factor of non-proportionality INP [9,10] and a function of this factor which affects the 
damage calculation. The indicator of non-proportionality is based on an invariant of the stress tensor definition, and the correction 
used is a linear correction of fatigue criteria such as Sines [29] and Crossland [30] criteria. The function and the indicator are defined 
in Bercelli’s work [10]. The indicator indicates a loss of linearity in the loading path, and it is defined as 

INP = 1 −
1
L
∑n− 1

i=0

⎛

⎜
⎜
⎝

1
ninc

∑ninc − 1

j=0

⃒
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⃒
⃒

⎛

⎝σ
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⎞
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⎞

⎟
⎟
⎠ (4)  

with σ j(ti) =
(2j+1)σ(ti+1)+(2ninc − 2j− 1)σ(ti)

2ninc 
defined between σ (ti) and σ (ti+1), σ M is the mean stress tensor, L =

∑n− 1
i=0

⃦
⃦
⃦
⃦
⃦
⃦

σ (ti+1) − σ (ti)
⃦
⃦
⃦
⃦
⃦
⃦
. 

The calculus of INP is then illustrated on a practical example, with a loading similar to the multiaxial cycles of the study (Fig. 10). 
The loading is a multiaxial loading path A→B→C→D→A with shear stress and normal stress. In order, to evaluate the degree of non- 
proportionality of this loading, equation (4) is applied on the load. An explanation of the equation is given in Fig. 10 for two segments 
of the loading (A-B and B–C). For the sake of clarity, a segment of the path is discretized with only ninc = 3 increments. Of course, a 
higher discretization results in better precision. For this loading the indicator INP equals 0.54. 

An INP value close to 0 means that the loading is proportional, whereas a value close to 1 indicates a strong non-proportional effect 
of the loading path. INP is calculated with (4) for multiaxial cycles at different Rτb ratios in Fig. 11. For a given shear stress amplitude Ta, 
the loading path depends on the Rτb parameter (ratio between the maximum shear stress amplitude and the normal stress amplitude 
induced by the bending). Then, it is possible to find a combination of Ta and Rτb maximizing the non-proportionality of the loading path 
meaning the highest INP. A high INP value implies a more pronounced “parallelogram” shape of the loading path in the stress space 

Fig. 10. Detail of the steps in the calculation of INP factor for segment A-B and segment B–C by equation (4).  
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whereas a low value of INP would mean that the path would look like as a line in the stress space. 
As the non-proportionality of the loading path has been assessed for the multiaxial cycles, a correction function is applied, as in 

Ref. [10], to calculate the damage. The fatigue equivalent stress amplitude for non-proportional loading path JNP
2a is defined with the 

correction by 

JNP
2a = J2a(1 − a′′INP)

− 1 (5)  

with J2a the equivalent stress amplitude defined in (3) of the multiaxial loading cycle considered and a’’ a linear corrective coefficient 
calibrated on experimental results (e.g., a’’ = 0.28 for Sines’ criterion in Ref. [10]). 

Finally, the last effect to consider is the mean stress effect. The importance of this loading parameter depends on the material, 
especially for the mean shear stress effect, which is unclear in the literature [31,32]. For mean shear stress level below the torsional 
yield strength, the effect is moderated over the fatigue life decrease [32]. Nevertheless, including this effect is possible through the use 
of an equivalent stress including mean stress (10). The equivalent stress is defined based on the invariants of the mean stress tensor, 
which are expressed in function of the model parameters. For the two cycle populations, the definition is not the same, as the data is 
extracted from different distributions. For multiaxial cycles, the Von Mises equivalent mean stress, J2m, and the mean first invariant, 
I1m, are obtained by 

J2m =

̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅
(

Ta

Rτc

)2

+ 3(Ta)
2

√

(6)  

I1m =
Ta

Rτc
(7)  

whereby Ta is the shear stress amplitude from the shear distribution (Fig. 6). As the load ratio R = 0 the mean shear stress is equal to the 
shear stress amplitude. For bending cycles, the Von Mises equivalent mean stress, J2m, and the mean first invariant, I1m, are obtained by 

J2m =

̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅̅
(

T
Rτc

)2

+ 3(T)2

√

(8)  

I1m =
T

Rτc
. (9) 

It is worth noting that, due to the time frequency difference between bending and torsion, the shear stress state is required. 
Therefore, T is the shear level obtained from the bending distribution (Fig. 6). 

As mean stress effect is often more critical under normal mean stress, the use of the invariants J2m and I1m allows to discern a more 
pronounced effect of normal mean stress with I1m. Each invariant is pondered by their effect through the material constant μi. The 
equivalent stress is then defined as a fatigue criterion such as Altenbach & Zolochenski’s [33] criterion 

σeq = JNP
2a + μ1I1m + μ2J2m (10)  

3.4. Damage assessment hypothesis 

In order to define which cycle population participates the most in the overall damage and therefore defines the fatigue domain of 
design interest, damage calculation hypotheses are introduced. Generally, fatigue life assessment at a loading level is determined by 
the use of Wöhler’s curve [34] which need to be exploited using an appropriated law depending on the fatigue domain considered. For 

Fig. 11. Evolution of INP factor in function of the bending and the torsion amplitude.  

C. Guellec et al.                                                                                                                                                                                                        

Annexe E

Thèse de Doctorat - Corentin GUELLEC 237



Marine Structures 87 (2023) 103325

11

high cycle fatigue (HCF), Basquin’s law [35] gives the relationship between loading amplitude σa and number of cycle to failure Nf . 
Moreover, Basquin’s formula presents the advantage to be defined with only two material parameters C and b 

C=Nf (σa)
b (11) 

Including the equivalent stress σeq redefines the Basquin’s law as 

C=Nf (σeq)
b (12) 

It is worth to note that, although Basquin’s law was primarily designed for HCF, it is extended to VHCF for practical reasons in this 
study. In a practical way, the Basquin’s law parameter might be defined differently for both cycle categories with their own parameter 
b and C. However, a more complex law such as a bilinear model damage could be used to deal with the VHCF domain without changing 
the method’s philosophy. 

Since the loading applied on the structure is variable, the total damage of the structure induced by the overall cycles is calculated 
using Palmgren-Miner’s rule [36,37]: 

Dtotal =
∑k

i
di =

∑k

i

ni

Nf ,i
(13)  

with Dtotal the damage cumulated by the structure, di the damage induced by a number of cycles ni at one amplitude class. As the values 
in the study are normalized, the Palmgren-Miner’s rule gives a damage indicator rather than an absolute damage calculation. The 
damage indicator when using (8) and (13) is then defined as 

Fig. 12. Damage assessment method for marine shaft.  
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Dtotal =
∑N

i

ni

(σeq
i )

− b (14) 

For shear stress cycles, ni would be Nτ,i: a number of shear stress cycles performed at a given amplitude range Ta,i. It can be confused 
with Hτ,i which is the number of cumulated cycles until the given amplitude range Ta,i obtained with the spectral representation of 
Fig. 4. In the same way, for normal stress cycles (issued by rotary bending), ni would be Nb,I, a number of bending stress cycles per
formed at a given shear stress state Ti, which is obtained from Hb,i issued itself from Fig. 6. 

In this study, Miner’s rule is introduced for the fatigue analysis of variable amplitude loading because of its convenience and its ease 
for a practical implementation. Moreover, this linear damage cumulation rule is implement in many standards and design codes. 
However, reviews of different cumulative damage model have been conducted by Fatemi [38] or more recently by Hectors [39]. They 
provide multiple models considering the load sequence in order to define more accurately the damage. Such methods still require the 
loading history which depends on the ship class. The use of such methods is possible for analyzing in fatigue an in-use shaft. For shafts 
in design phase, it is difficult to evaluate the future loading history, therefore, Miner’s rule is used under this consideration. 

3.5. Model discussion 

The interests of the method are multiple. The method introduced defines an accurate equivalent shaft loading requiring less data 
and computing performance than a direct cycle assessment on a real signal as long as the shear distribution is obtained through, for 
example Heuler’s spectral representations. The aim of this method is to be used to analyze the fatigue modes of an in-use shaft or to be 
applied in a pre-design phase in order to design the shaft toward a particular damage mode regarding the existence of two cycle 
populations. 

The parametric approach defined in this section allows the definition of the fatigue domain that should be considered for fatigue 
design by means of a set of ship-dependent parameters and a mission profile. The parameter effects are assessed in the next section as 
long as the way to position a shaft use toward a fatigue damage mode. Moreover, a strength of the approach is to consider all fatigue 
effects such as the non-proportionality of the loading path and the mean stress effect. Parameters are therefore distinguished in three 
categories, with a set for shaft design dependent parameters (Tmax, Ta,max, Rτb and Rτc), shaft loading dependency (H0τ, H0b, ατ, ντ, αb 
and νb) and for material fatigue effect (b, C, a”, μ1 and μ2). The process for assessing damage is summarized with Fig. 12. In Table 2, a 
comparison is provided between the damage computed by the model and by an approach with Wang-Brown’s algorithm. The damage 
calculation is performed on the reference signals (Fig. 3a) with two different bending ratios (Rτb). For both configurations, the 
equivalent modelling proposition is validated as the error are very low. The damage indicator for a fixed shear amplitude level would 
result in a decrease as the augmentation of Rτb is inversely proportional to the bending amplitude. It is worth noting that the use of the 
Wang-Brown’s algorithm took several hours, whereas, the equivalent method presented here took a few seconds for the same analysis. 

4. Parameter effects and fatigue domain assessment 

The parameters sensitivity of the method is interesting when designing a shaft as it acquaints the designer on which parameters are 
the most critical. In this part, the sensitivity toward shaft’s characteristic parameters is addressed, as well as specific fatigue effects 
such as mean stress and non-proportionality of the loading path. The results are obtained by applying the method of the equivalent 
variable multiaxial loading with the signals of Fig. 3. 

The sensitivity of the three group parameters is assessed in this part. First, the shaft-design dependent parameters are presented 
(Rτb, Rτc, Ta,max and Tmax). Then, the parameters defining the loading are presented (H0τ, H0b, ατ, ντ, αb and νb). Finally, the parameters 
expressing material effects are studied (b, C, a”, μ1 and μ2). The fatigue domain definition is determined based on the partition on the 
damage between the damage issued by the multiaxial cycles and the bending cycles. These two categories are two distinct damage 
modes which can be defined as HCF for multiaxial cycles and VHCF for bending cycles. In this paper, the effects of parameters are 
expressed on the participation of the multiaxial cycles in overall damage thus positioning a shaft use toward a damage mode is 
intuitive. 

4.1. Effect of the shaft design parameters on the fatigue damage assessment 

Among the parameters related to the shaft design, the parameter Rτb plays a major role to position the shaft use toward a damage 
mode. This parameter is the ratio of amplitude between shear stress and bending stress. The effect of Rτb on the fatigue domain 
determination is given in Fig. 13. For Rτb ratio below 6, the multiaxial cycles do not actively contribute to the overall damage meaning 
that the damage is due to the rotary bending, which is a relatively high frequency loading. Therefore, the fatigue domain in this case is 
the VHCF domain. For cases whereby Rτb is above 7, the damage is principally due to the multiaxial cycles. The fatigue domain is then 
the HCF domain. 

For the rest of the study, the results are presented in function of the parameter Rτb and the participation of the multiaxial cycles in 
the overall damage as in Fig. 13. This representation makes the study independent of C and Tmax as a proportionality exists by means of 
the normalization. 
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4.2. Sensitivity of the parameters defining the load 

This section focuses on parameters issued by the load history (H0τ, H0b, ατ, ντ), the parameter definition for the study case is 
summarized in Table 3. 

The advantage of using a spectral representation such as Heuler’s model lies in the definition of a range of possible missions 
described with a span of ατ and ντ parameters. The effect of ατ on the fatigue domain definition is first asserted on Fig. 14. a. As a 
reminder, this parameter acts on the number of cycles at the maximal amplitude Tmax. For ατ close to 1, the parameter diminishes the 
number of cycles with high amplitude, whereas, ατ close to 0 reinforce the number of high amplitude cycles in the spectrum. For the 
fatigue domain definition (Fig. 14a), the effect of ατ is important for extreme values as for ατ = 0 the HCF domain is more significant 
since it implies more multiaxial cycles with a greater torque amplitude. For ατ = 1, the effect is the opposite. It implies less multiaxial 
cycles with high torsion amplitude, which induces a damage mode coming principally from the bending cycles and thus, that the VHCF 
domain should be considered. However, ατ is never defined alone, as parameter ντ should be define at the same time, since both 
parameters define the spectrum profile of the ship. As for the ατ parameter of the Heuler’s method, the effect of ντ is asserted in Fig. 14. 
b. The parameter ν is a form parameter affecting principally the cycle repartition between middle and low amplitude loading. A ντ close 
to 5 reinforce the number of cycles for higher amplitudes whereas a low ντ has the opposed effect. The parameter has a lower effect on 
the fatigue domain definition than the parameter ατ. 

Among the parameter of the method, the number of maneuvers or the number of torsion cycles H0τ affects the fatigue domain 
definition. For pre-design perspective, a number of maneuvers can be defined, asserting a range of motor regime change is essential to 
validate the use of the shaft in a fatigue domain where the shaft is design to endure a particular nature of loading cycles. In Fig. 14.c, 
the proportion between the total number of shear stress cycles H0τ and the total number of bending stress cycles H0b is modified. The 
ratio H0τ/H0b defines the proportion of multiaxial cycles, when it diminishes the number of shear stress cycles, it is then low, and 
therefore, these cycles have a lesser contribution to the overall damage implying that most of the damage is issued from uniaxial cycles 
and the fatigue domain of interest is VHCF. On the contrary, when the ratio H0τ/H0b increases, the multiaxial cycles start to more and 
more present issuing a damage mostly coming from the maneuvers and therefore a fatigue domain in the HCF regime. 

4.3. Sensitivity of the parameters defining fatigue and material effects 

In this section, material effects (b, C, a”, μ1 and μ2) are considered in detail, and the parameters from the case application are 

Table 2 
Damage indicator performed with the model’s load equivalency and with Wang-Brown’s algorithm.  

“bending ratio” Rτb Damage indicator with the model’s load equivalency Damage indicator with Wang-Brown’s algorithm error 

1 751.95 789.80 4.79% 
10 3.57 3.59 0.56%  

Fig. 13. Effect of ratio Rτb on the fatigue domain definition.  

Table 3 
Reference parameters used for the parameter sensitivity study.  

Parameters Rτc H0τ
H0b 

ατ ντ b μ1 μ2 a" Ta,max

Tmax 

Reference value − 2 2× 10− 5 0.6 2.0 8 0 0 0 0,65 
Span values when observed – [10− 8,1] [0.25,1] [1,5] – – – – –  
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Fig. 14. Geometric parameters effect on fatigue damage mode assessment, (a) effect of the parameter ατ on the fatigue domain definition, (b) effect 
of the parameter ντ on the fatigue domain definition, (c) effect of the proportion between shear stress cycles H0τ and bending stress cycles H0b on the 
fatigue domain definition. 

Table 4 
Reference parameter of the sensitivity study for material parameters.  

Parameters Rτc H0τ
H0b 

ατ ντ b μ1 μ2 αb νb a" Ta,max

Tmax 

Reference value − 2 2× 10− 5 0.6 2.0 8 0 0 0.3 1.2 0 0,65 
Span values when observed – – – – [3,16] [0,0.4] [0,0.4] – – [0,0.35] –  

Fig. 15. (a) effect of the material parameter b on the fatigue domain definition, (b) inclusion of the INP factor in the fatigue domain definition.  
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maintained. The parameter values are defined in Table 4. 
The first parameter of interest is the Basquin’s slope coefficient b which has a great influence in the positioning of the fatigue 

domain. Contrary to the other parameters resulting from the shaft load and ship design, b is a material parameter. For this study, b is the 
same for both cycle categories which might not reflect the reality and the way the different cycles are damaging the structures. The 
effect of b is observed in Fig. 15.a, and it shows that the definition of this parameter is crucial in the fatigue definition. To give 
perspective, a dual-slope Basquin’s law can be considered to differentiate the damage caused by the “uniaxial” cycles and the damage 
issued by the multiaxial cycles. Then effect of the non-proportionality of the loading path is observed in the damage assessment, the 
effect on the fatigue domain (Fig. 15b) is that the multiaxial cycles weight more in the damage and it tends therefore to strengthen the 
damage issued by the multiaxial cycles as the correction a” on the equivalent stress amplitude increases. 

Finally, the last effect to observe is the effect of mean stress. For illustration purpose, the effect of mean stress is chosen to create a 
more pronounced effect under normal stress so μ1 = μ2 within the equivalent stress defined in (10). The mean stress for the bending 
cycle population is obtained from the distribution of bending cycles in function of the shear stress level T (Fig. 6). For the multiaxial 
cycles, the mean shear stress is considered for a load ratio of R = 0 meaning that the mean shear stress is equal to the shear stress 
amplitude. The effect of considering mean stress in fatigue damage assessment is illustrated in Fig. 16. a. The inclusion of the mean 
stress in the damage assessment results in a higher contribution to the overall damage of the bending cycles, as the effect of mean stress 
is more pronounced (higher values of μ1 and μ2). For materials significantly affected by mean shear stress, the bending cycle population 
would have to be redefined in multiple classes defined by a number of bending cycles at a given shear stress level (Fig. 16c). Therefore, 
the bending cycles with medium-high levels of mean stress would contribute more actively to the overall damage (Fig. 16b). Therefore, 
for this case, the fatigue damage mode would be composed by the multiaxial cycles in an HCF domain and by the different bending 
cycle classes, each in an HCF domain. 

Fig. 16. (a) Effect of mean stress consideration on the fatigue domain definition, (b) Effect of mean stress consideration on the fatigue damage 
participation of bending cycles (c) Repartition of bending cycles per mean shear class. 
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5. Conclusions 

The aim was to present an original and innovative parametric methodology to position a marine shaft in a fatigue frame considering 
all fatigue effects. The method is presented for the first time in this article. The method allows to evaluate the fatigue damage mode of a 
marine shaft line based on few specific marine shaft line parameters regrouped in three categories. The first category defines pa
rameters depending on the shaft design (Rτb, Rτc, Tmax and Ta,max), while the second category regroups the parameters defined by the 
load history (H0τ, H0b, ατ, ντ, αb and νb) and the third group of parameters categorizes the material effects (b, C, a”, μ1 and μ2). The 
method has been directly evaluated based on real case application using the shaft’s torque and rotation signals. 

In order to assess the fatigue mode of a marine shaft line, the method is built with three axes providing three different groups of 
parameters needed for the damage assessment:  

• The first axis concerns the loading history. To assess the damage of an in-use shaft line, the monitoring of the torque history and the 
shaft rotation history is required to access the number of shear stress cycles H0τ and bending stress cycles H0b. Then, with the help of 
Heuler’s model, spectral representations are obtained. It respectively links the cumulated number of shear stress cycles Hτ to the 
corresponding shear stress amplitude Ta thanks to the form parameters ατ and ντ. And the cumulated bending stress cycles Hb with 
the corresponding shear stress state T with the parameters αb et νb. When pre-designing a shaft line, Heuler’s spectral representation 
can be directly used knowing a given range of ατ, ντ, αb et νb that corresponds to the possible ship maneuvers.  

• The second axis refers directly to the shaft design. The geometry of the structure enables to compute the stress state at the local 
point considered. Moreover, it provides the ratio between shear stress and bending stress Rτb, the maximal shear amplitude Ta,max 
and the maximal shear level Tmax. The ratio between the shear stress and the stress issued from the thrust is obtained through the 
propeller design under the parameter Rτc.  

• Finally, the third axis regroups the material effects. From specific fatigue tests, the Basquin’s parameters b and C, the correction of 
the effect of non-proportionality of the loading path a” and the mean stress sensitivity μ1 and μ2 can be defined. 

Once the entry parameters are defined, the equivalent multiaxial variable loading can be distinguished into two cycle categories: 
multiaxial cycles and bending cycles. Multiaxial cycles are linked with ship maneuvers, whereas bending cycles are cycles while the 
ship steadily advances. Each cycle category is defined by an equivalent stress including the equivalent stress amplitude, the mean stress 
and the correction due to non-proportionality of the loading path. Then, with help of classic fatigue damage hypotheses: Miner- 
Palmgren’s cumulative damage rule and Basquin’s law, the damage of each cycle family can be asserted. The two damage modes can 
indicate a fatigue domain for the shaft line in the HCF domain if the maneuvers induce more damage with the multiaxial cycles or a 
VHCF domain if the bending cycles participate more in the overall damage. 

There are numerous interests in using such method. Firstly, the method relies on a certain number of parameters to assess the 
damage induced in a shaft line while maintaining accuracy and considering most fatigue effects (multiaxiality, variability, non- 
proportionality and mean stress). The method for designing shafts is one of the first to aim the design for the complete multiaxial 
loading that faces marine shafts. The computing time-cost when using this method is very low compared with the use of counting 
algorithm such as Wang-Brown’s algorithm, which is only used in this study to justify the separation between the cycle population. 
Moreover, the method can be applied either to analyze an in-use shaft loading or in a pre-design phase if hypotheses regarding the 
torsion loading distribution are introduced in pre-design phase. However, some improvements can be made to the method. A unique 
Basquin’s law has been considered for HCF damage and VHCF damage while Basquin’s law has been designed only for HCF. A simple 
way to resolve this issue would be to consider a double slope law (in the logarithm representation of the law) with two parameters b, 
one for HCF and the other one for VHCF. Concerning the damage cumulation rule, if the loading sequence is accessible, different laws 
instead of Miner’s rule could be implement to depict more precisely the damage, particularly for in-use shafts. The second angle for 
improvements requires further knowledge on the bending stress amplitude variability to carry this effect into the method. 
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Annex 1. Cycle counting method 

a. “Rainflow” counting method 

The usual method for cycle extraction within an uniaxial stress signal is the so-called “rainflow” counting method (RFC) introduced 
by Matsuishi and Endo in 1968 [26]. The method’s name is an analogy between the extraction pattern and the rain drop flow over the 
pagodas where the authors are originated. 

The “rainflow” algorithm is illustrated in Fig. 17. The algorithm rules are summarized: 
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1. First the signal is reversed at 90◦ so the time axis is vertical and the stress signal is forming a “pagoda roof”  
2. Then a “rain drop” start to flow from an extremum  
3. The “rain drop” path defines half-cycles and each “rain drop” goes down until it either:  

a. “Falls” from one extremum (path A-D)  
b. Encounters a previous “rain drop” path (path C-D)  
c. “Falls from the “roof” (path D-A)  

4. At last, the half-cycles are evened to form all extracted cycles  

Fig. 17. (a) Initial stress history, (b) reversed signal to apply the algorithm, (c) table of the extracted half-cycle in signal (b).  

b. Wang-Brown counting method 

The counting method [14] has been introduced by C.H. Wang and M.W. Brown in 1996. The algorithm is a generalization of the 
“rainflow” counting method to any multiaxial loading cases. For uniaxial signal (only one loading) the result given by Wang-Brown’s 
method or the “rainflow” method is equivalent. Wang-Brown’s method is either applicable to proportional and non-proportional 
loading path. The algorithm [27] implemented in this study is illustrated with Figs. 18 and 19. The principle of Wang-Brown algo
rithm is to count half-cycles following the loading history and a geometrical count in the stress space (formed with shear stress and 
normal stress in the specific case of the study or in Fig. 18.b). The method’s main rule to count a half-cycle is to maximize a relative 
second invariant J2,rel of the stress tensor centered on the start point using (15). 

J2,rel to P1 (P2)=
1̅
̅̅
2

√
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2)

√

(15)  

with i, j = [1–3], Δσij = σij,P1 − σij,P2 

In the stress space the algorithm counts a half-cycle along the time variation of the multiaxial loading until J2,rel cannot be anymore 
maximized. The particularity is that during the maximization, the count can “jump” to another section of the signal considering only 
the stress space representation but the time flow must be kept meaning that the projection cannot occurs on a loading segment pre
viously browsed. Once the maximization is made and no further projection can be made, the count restart to the next available point 
and the half-cycle is extracted/removed from the signal. 

In order to give a better explanation of the algorithm, the method is illustrated [27] with an example (Figs. 18 and 19). A multiaxial 
loading decomposed between a time-varying shear stress signal and a time-varying normal stress signal (Fig. 18.a). This same loading 
is plotted in the stress space (Fig. 18.b). Then Wang-Brown’s method is applied and 4 half-cycles are extracted. A focus is made on the 
first extracted half-cycle with Fig. 19. The count starts at the first point A, this point is the first in the loading history. Then, the count 
follows the time variation until B point (Fig. 19.a). At B, instead of following toward C, the particularity of the algorithm appears. The 
first rule of the algorithm is to maximize J2,rel,A to do so, the count in B is projected on another section in B’ (Fig. 19.b and Fig. 19.c). 
Then the count restarts along the time variation in E (Fig. 19.d). After that the cycle count reaches point F in which J2,rel,A cannot be 
maximized anymore, implying that the longest half-cycle has been extracted (Fig. 19.e). The count restart to the next point available 
along the time variation B until C keeping the rule to maximized J2,rel,B. The half-cycle extracted is formed by B–C. The C-D-B′ is 
obtained and finally the last cycle F-A is detected (Fig. 18.c). 
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Fig. 18. (a) decomposition of the multiaxial loading between two uniaxial loading time-varying signal, (b) the multiaxial loading expressed in the 
stress space, (c) half-cycles extracted in the loading following Wang-Brown’s method.  

Fig. 19. Decomposition of the steps used to extract the first half-cycle of the loading in Fig. 18 illustrating the particularity of Wang-Brown’s 
counting method. 
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Titre : Caractérisation en fatigue à grand nombre de cycles par mesures d’auto-
échauffement des aciers d’arbres de transmission pour application navale sous 
chargements cycliques complexes. 

Mots clés : Multiaxial ; non-proportionnalité ; chargement variable ; contrainte moyenne ; mesures 
d’auto-échauffement ; fatigue à grand nombre de cycles (HCF) 

Résumé : Les lignes d’arbres de transmission 
navale sont soumises à des chargements 
cycliques complexes. Afin de caractériser en 
fatigue ces lignes d’arbres, deux objectifs 
complémentaires sont achevés. Dans un premier 
temps, les chargements des lignes d’arbres sont 
caractérisés afin d’identifier des cycles de fatigue 
pertinents. Lors de cette étape, une méthode 
paramétrique originale de dimensionnement en 
fatigue est mise en place. Cette méthode repose 
sur une modélisation des chargements avec une 
prise en compte de leur variabilité, de la 
contrainte moyenne et de la non-proportionnalité. 
Cette méthode montre qu’il existe deux modes 
d’endommagement avec un mode associé au 
régime cyclique établi de la flexion rotative et un 
mode associé aux manœuvres du navire.  
Dans un second temps, une méthode de 
caractérisation rapide est mise en place afin 
d’étudier le comportement des aciers des lignes 
d’arbres en fatigue pour un grand nombre de 
configurations de chargements. 

Un modèle permettant d’identifier le 
comportement en fatigue à grand nombre de 
cycles, à partir des mesures d’auto-
échauffements, est employé. Les aciers de 
l’étude sont caractérisés en traction-torsion 
pour diverses configurations de contraintes 
moyennes et de non-proportionnalité du 
chargement. Dans ce cadre, la notion de 
surface d’iso-auto-échauffement est introduite. 
Elle permet, pour une éprouvette, de modéliser 
le comportement élastoplastique et dissipatif du 
matériau dans l’espace dédié des contraintes. 
Leur utilisation permet de définir un critère de 
fatigue multiéchelle basé sur les invariants du 
tenseur des contraintes. Dans l’étude, une 
modélisation du comportement du matériau est 
proposée pour les chargements de très faible 
amplitude (fatigue à très grand nombre de 
cycles VHCF) montrant une différence forte de 
dissipation par rapport au régime d’amplitudes 
plus importantes (i.e. le domaine de la fatigue à 
grand nombre de cycles HCF). 

Title : High cycle fatigue properties assessment of marine shaft line’s steel under complex 
loading using self-heating measurement 

Keywords : Multiaxial; non-proportionality; variable loading; mean stress; self-heating; high cycle 
fatigue (HCF) 

Abstract : Marine shaft lines undergo complex 
cyclic loadings. In order to characterize these 
structures in fatigue, two complementary 
objectives are achieved. Firstly, the marine shaft’s 
loads are characterized in order to identify 
relevant fatigue cycles. During this step, an 
original parametric fatigue design method is 
implemented. This method is based on the 
definition of an equivalent load considering 
multiaxiality, variability, non-proportionality and 
mean stress. This method allows to distinguish 
two damage modes with a mode associated with 
the established cyclic regime of rotary bending 
and a mode associated with the ship’s 
maneuvers. Secondly, a rapid characterization 
method is implemented to characterize in fatigue 
the marine shafts’ steels for a large number of 
loading configurations. 

The method is based on a model which 
enables fatigue identification behaviors from  
self-heating measurements. The steels of the 
study are characterized in tension-torsion for 
various configurations of mean stress and non-
proportionality of the loading. In this context, 
the notion of iso-self-heating surfaces is 
introduced. It allows, for a specimen, to model 
the elastoplastic and dissipative behavior of 
the material in the dedicated stress space. 
Their use makes it possible to define a 
multiscale fatigue criterion based on the 
invariants of the stress tensor. In the study, a 
modeling of the behavior of the material is 
proposed for very low amplitude loads (VHCF) 
exhibiting a strong difference in dissipation 
compared to the regime of higher amplitudes 
(i.e. HCF domain). 
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