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RESUME

Les dégradations observées dans les contacts soumis a des sollicitations de fretting
apparaissent sous différentes formes en fonction des conditions de sollicitation. Fondée sur
I'analyse élastique du contact sphere-plan, cette étude a pour objectif de quantifier les trois
aspects que sont : la condition de glissement, 1'amorcage de fissures en glissement partiel et
l'usure par formation de débris pour les grandes amplitudes de glissement.

On montre que la condition de glissement peut étre décrite a partir de trois variables A, B, C
qui permettent de définir la transition entre glissement partiel et glissement total.

La condition d'amorcage a grand nombre de cycles, étudiée en glissement partiel, dépend du
comportement du matériau. Pour un acier présentant un écrouissage du type isotrope
(BONCD16), le critere de Dang Van permet de quantifier le risque d'amorcage dans le contact
si l'on tient compte du coefficient de frottement local dans 1’anneau de glissement et de 1'effet
d'échelle. Pour les aciers fortement alliés, fragiles (SC6-5-2), il importe de tenir compte des
micro-carbures présents dans l'acier et d'associer la condition de fissuration a un seuil de
propagation. L'usure par formation de débris en grands débattements est étudiée en associant
la quantité de matiere usée a I'énergie interfaciale dissipée. L'analyse globale est affinée par
une description locale de 1'énergie dissipée dans le contact. On introduit des coefficients
énergétiques d'usure qui montrent une cinétique de dégradation de l'acier SC6-5-2 de 9 a 10
fois supérieure a celle du dépot TiN.

Mots clés : fretting, contact spheére-plan, amorcage de fissures, usure, condition de
glissement, criteres de glissement, criteres de fatigue, énergie dissipée, coefficients
énergétiques d'usure

ABSTRACT

Damages induced by fretting usually appear under different forms depending on the loading
conditions. Based on an elastic analysis of the sphere/plane contact, this study focuses on the
possibility to quantify of the three main aspects which are respectively : the sliding condition,
the crack nucleation under partial slip and the wear induced by debris formation under gross
slip situations. The sliding condition for a sphere/plane contact is formalised by three
adimensional variables A,B,C which permit to measure the transition between partial and
gross slip. The crack nucleation phenomenon for high cycle fatigue condition depends on the
behaviour of the material. For low alloyed steels with an isotropic hardening behaviour
(BONCD16), the cracking risk can be estimated through the transposition of the Dang Van
fatigue theory if the local coefficient operating in the sliding annulus and the size effect are
considered. For high speed steel (SC6-5-2), containing numerous brittle carbides in the
matrix, the fretting cracking mechanism is mainly controlled by a threefold of crack
propagation. Wear induced by debris formation is studied comparing the worn material and
the quantity of cumulated dissipated energy. The global wear volume analysis is completed by
a local description of the energy distribution in the contact. Different wear energy coefficients
have been introduced allowing the comparison between tribosystems. It is shown that the TiN
coating presents a wear resistance up to 10 times superior to the one of the SC6-5-2 steel.

Keywords : fretting, sphere/plane contact, crack nucleation, wear, sliding condition, sliding
criteria, fatigue criteria, dissipated energy, wear energy coefficients
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INTRODUCTION

D’apres la définition récente donnée par la société américaine de mécanique, le fretting est un
mouvement oscillatoire de faibles amplitudes qui peut se produire entre deux surfaces en
contact. Celui-ci engendre des dégradations qui sous différentes formes peuvent conduire a
une perte de fonctionnalité. Deux problemes importants sont généralement rencontrés dans les
systemes assemblés:

- amorgage et la propagation de fissures qui, non controlées, peuvent induire une rupture
brutale et catastrophique du mécanisme,

- la perte de cote induite par I’'usure progressive des surfaces et nécessitant le remplacement
des pieces ou le blocage des liaisons.

L’intérét économique de ce phénomene est évident. Eurocopter France indique que 60% des
rebuts ou réparations liés aux surfaces ont pour cause le fretting. On retrouve des proportions
identiques dans d’autres secteurs économiques comme :

- les travaux publics (cables de ponts),

- le secteur énergétique ( échangeurs thermiques des centrales nucléaires, cables de ligne de
haute tension, montage des roulements ...),

- la construction mécanique ( motoristes diesel, des coussinets des pieds de bielle, ...),

- le biomédical (prothese de hanches).

Les exemples sont nombreux et la tendance a optimiser les structures pour des gains de poids
et des questions de coflits accentue le probleme. La maitrise technologique des problemes de
fretting apparait désormais comme un facteur essentiel pour améliorer les technologies
actuelles et permettre le développement de nouvelles. Dans certain cas, il présente méme le
caractere stratégique d’un parametre contrdlant la réalisation d’un systeéme et permettant le
développement économique d’une activité. De plus en plus il doit étre pris en compte pour
améliorer la qualité des composants et leur fiabilité (contacts électriques, ...).

La sécurité et le confort des individus peuvent dépendre du fretting : citons la possibilité
d’améliorer les conditions de vie des gens atteints par des problémes articulaires et surtout les
graves accidents ayant entrainé de nombreux déces. Ainsi le crash de I’avion d’ Amsterdam en
1991 a été induit par des dégradations générées par le fretting.

Contrairement a la mécanique des milieux continus ou le calcul en fatigue des pieces est
largement appliqué dans la conception mécanique par I'utilisation extensive des codes
d’éléments finis, les problemes de fretting restent relativement mal appréhendés. La plupart
du temps, le dimensionnement des picces se fait a partir de lois empiriques au travers
d’approches tres conservatives et pragmatiques.

Face a ce probleme, les ingénieurs de bureau d’étude se trouvent confrontés a I’absence de
méthodologie et de standardisation des dispositifs d’essai. Ils sont surtout désarmés devant
I’absence de variables capables d’étre introduites dans les modeles et qui permettent d’évaluer
le risque de la dégradation. La tendance est alors d’ajouter des facteurs de sécurité sur
dimensionnés, coliteux, souvent inadaptés aux problemes.

Cette mauvaise quantification ne facilite pas d’autre part 1’étude de nouvelles solutions au
niveau de la conception par exemple, en développant de nouvelles géométries plus adaptées.
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Trop souvent la démarche est de résoudre le probleme lorsque celui-ci apparait, en réalisant
des traitements de surfaces fastidieux et cofliteux qui souvent n’apportent qu’une solution
temporaire au probleéme.

Ces différents aspects nous ont conduits a développer une méthodologie de 1’étude du fretting
avec pour objectif de définir des variables permettant de quantifier les différents aspects du
fretting. Spécifiquement réalisée pour le contact sphere/plan cette étude consacre I’analyse
des trois aspects fondamentaux que sont :

- le régime de glissement,
- I’amorcage de fissures induit par le fretting,
- I'usure par formation de débris induite par fretting.

Apres un bref état de I’art (chapitre 1), nous étudierons la dynamique des interfaces de fagon a
déterminer des variables mesurant la condition de glissement, facteur essentiel a 1’analyse des
dégradations et aux calculs mécaniques des chargements imposés aux interfaces (chapitre 2) .

Dans le chapitre 3, nous analysons les conditions de I’amorcage en glissement partiel pour de
tres faibles amplitudes de déplacement. Cette étude transpose les criteres multiaxiaux de Dang
Van et de Froustey-Lasserre ainsi que des représentations plus classiques de fatigue uni-axiale
au probléme du contact soumis au fretting. L’analyse critique de ces approches associée a
I’étude expérimentale combinant différents matériaux nous conduit a développer des variables
permettant de quantifier les aspects fondamentaux tels que la notion de coefficient de
frottement local et la prise en compte des effets d’échelle. On montre aussi que la
transposition des approches de type fatigue dans le contact implique de tenir compte du
matériau et de son comportement mécanique.

Le chapitre 4 étudie I'usure par formation de débris essentiellement observée pour des
grandes amplitudes de glissement (glissement total et glissement alterné).

La dégradation est quantifiée au travers d’une approche énergétique associant la quantité de
matiere dégradée a I’énergie dissipée issue du travail de la contrainte de cisaillement. Une
analyse locale de cette approche permet d’extraire différents coefficients énergétiques
d’usure. Ces variables facilitent la mesure de ’effet du troisitme corps et I'influence de
I’atmosphere ambiante sur les mécanismes de dégradation.

L’ensemble des approches théoriques est confronté chapitre par chapitre a une
expérimentation approfondie de divers contacts métal - métal ou métal - céramique. Nous
avons ainsi validé nos approches au cas d’un acier utilisé dans 1’aéronautique et au cas d’un
acier rapide. Le travail expérimental a également concerné 1’analyse d’un revétement de TiN
susceptible d’étre employé pour lutter contre le fretting. Adaptée a différentes situations
industrielles, la démarche proposée facilite I’analyse de solutions palliatives telles que :

- I’optimisation du choix du matériau,

- I’évaluation des traitements de surface,

- I’optimisation des géométries de contact.
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1. ETAT DE LI’ART

L’étude du fretting commence au début du siecle lorsque Eden E.M. et al. (1911) mettent en
évidence la présence de débris d’oxyde de fer entre deux éprouvettes mises en contact et
soumises a des essais de traction. Le phénomene est attribué a des mécanismes de corrosion et
induira a tort le terme de fretting-corrosion. Progressivement les travaux de Tomlison G.A.
(1927) puis de McDowell en 1953 montreront que I’oxydation est un phénomene annexe et
que la formation des débris est induite par le frottement entre les surfaces. Ce dernier montre
qu’en plus de générer une usure, le fretting diminue trés fortement le comportement en fatigue
avec suivant les conditions de contact un abattement compris entre 2 et 5 de la limite
d’endurance. Parallélement les travaux fondateurs de Cattaneo C. (1938), Mindlin R.D.
(1949) et Johnson K.L. (1955) donnent une description mécanique précise des sollicitations
cycliques de cisaillement imposé en surface du contact et définissent la condition de
glissement partiel. Depuis ces 40 dernieres années des efforts considérables ont été faits pour
mieux appréhender le probleme en termes de prévention, de controle ou d’estimation de la
dégradation. On remarque progressivement une spécialisation des recherches avec des
avancées tres importantes pour l’analyse de la fissuration, aspect critique qui intéresse
potentiellement les industriels en particulier 1’aéronautique. Dans le méme temps, 1’étude de
I’usure moins bien formalisée concerne principalement 1’analyse comparative de traitements
de surfaces.

Ce chapitre comporte une description en trois étapes des résultats expérimentaux et théoriques
sur : I’analyse de la condition de glissement en fretting, le probleme de la fissuration et enfin,
les avancées sur I’étude de I'usure par formation de débris. Nous définirons ensuite les
points essentiels a approfondir pour proposer une méthodologie de recherche combinant
aspects théoriques et analyses expérimentales.

1.1 CONTACTS ET CONDITION DE SOLLICITATION

1.1.1 CONTACTS ETUDIES

Les contact réels sont généralement complexes et mal définis. Pour modéliser les mécanismes
de dégradation en fretting, les chercheurs ont rapidement choisi des géométries plus simples
et plus faciles a étudier, on trouve les trois configurations suivantes (Figure 1-1):

- le contact plan/plan
- le contact cylindre/plan
- le contact sphere/plan

La configuration plan-plan permet de maintenir des surfaces de frottement constantes quelle
que soit I'usure des interfaces. Cependant, 1’analyse mécanique montre que la distribution de
pression et surtout de cisaillement se caractérise par une discontinuité indéterminée en
bordure de contact. L’analyse est alors trés complexe et il est difficile d’évaluer correctement
le chargement qui est imposé au matériau. De plus, la mise en glissement engendre des
mésalignements qui accentuent encore les effets de bords. A cette configuration sont donc
préférées les deux géométries conformes que sont les contacts cylindre-plan et sphere-plan.

Tous deux sont décrits par I’analyse de Hertz D. (1882) en indentation normale en appliquant
les principes de 1’élasticité linéaire. Les distributions des contraintes dans le plan du contact
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cylindre-plan glissant sont données par M’Evan E. (1949) pour des conditions de déformation
plane (analyse élastique). Les distributions des chargements élastiques dans le plan du contact
spheére - plan glissant sont introduites par Hamilton G.M. et Goodman L.E en 1966 puis
explicitées sous une forme sympathique par Hamilton G.M (1983) et Stackfield A. et Hills
D.A. (1983). Nous expliciterons plus completement I’analyse de Hamilton G.M. pour
I’analyse du contact sphere-plan en glissement partiel. Des informations plus completes sur la
mécanique des contacts peuvent étre trouvées dans les ouvrages de références de Johnson
K.L. (1985) et de Hills et al. (1993, 1994).

L’analyse de la fissuration est plus souvent étudiée sur le contact bi-dimensionnel cylindre-
plan car plus facile a modéliser par élément finis. Le contact sphere-plan implique une
description tri-dimensionnelle possible par I’analyse analytique élastique mais trop cofiteuse
sur les codes éléments finis.

L’étude de I'usure, essentiellement expérimentale, utilise trés souvent le contact sphere-plan
plus facile a mettre en ceuvre et qui facilite la comparaison avec le contact pion-disque.

CONTACTS
plan/plan cylindre/plan sphere/plan

CONDITIONS DE SOLLICITATION

[Zcontact () = F(P, Ty (1) ] (Zeontacr (O = (P, Q). 3(t)]
.., : e
3(t)
p P 3(t) / o
Z:ext.(t) /G
= SRV y

~ o5 - QW

F Zext. =0 ¢ Yext, = Cst.

fretting fatigue fretting wear fretting wear sous contrainte

Figure 1-1 : Contacts et conditions de sollicitation;
P: effort normal constant, § : déplacement au niveau du contact, Q : effort tangentiel, ¥ . act

, Lext- chargements du contact et extérieur.

1.1.2 CONDITIONS DE SOLLICITATION
On rencontre trois catégories d’essai pour étudier le probleme du fretting (Figure 1-1) :

- L’essai de fretting-fatigue : une éprouvette de traction est soumise a des sollicitations de
traction répétée. Sur ses faces, des patins (plan, cylindre-sphere) sont appliqués avec une force
normale choisie. C’est la déformation relative entre 1’éprouvette de traction et le systeme de
fixation des échantillons frottants qui génere la sollicitation du contact. Le cycle de
chargement imposé au matériau résulte donc de la superposition de la composante locale du
contact et de celle homogene qui est imposée a 1’éprouvette. La fissuration apparait toujours
au niveau du contact, c’est le fretting qui contrdle 1’amorgage. De par sa configuration il



CHAPITRE 1 : ETAT DE L’ ART

permet de comparer I'influence du fretting sur la fissuration vis a vis de I’essai de fatigue
classique (élimination du patin). Il permet le tracé de courbes de Wohler avec lesquelles il est
d’usage de calculer des « coefficients d’abattement ». (Bleuzen C. 1988). Cependant par ce
montage il est tres difficile de découpler le chargement du contact de la sollicitation
extérieure.

- L’essai de fretting-wear : le plan est fixe, uniquement sollicité par le contact (plan-cylindre,
sphere) plaqué par un effort normal et soumis a un déplacement relatif imposé de 1’extérieur
(systeme hydraulique, pots vibrants). Souvent utilisé pour étudier I'usure ce contact peut
néanmoins induire I’amorg¢age et engendrer une fissuration tres profonde. L avantage de cette
configuration est de pouvoir caractériser I’initiation de la fissuration induite par la sollicitation
du contact seul. L’influence des parametres de chargement (effort normal, débattement,
coefficient de frottement) est plus facilement mesurée en particulier en glissement partiel. Ce
type de condition est tres adapté a I’analyse des mécanismes d’amorcage.

- L’essai de fretting-wear sous contrainte est identique au chargement de fretting wear mais
I’échantillon plan est préchargé par une contrainte extérieure constante. Tres minoritaire, cette
configuration a été récemment introduite pour évaluer I’influence d’une contrainte statique sur
I’amorcage et la propagation de fissures. Des systemes industriels tels que les cibles de ponts
répondent assez bien a ce type de condition. Nous confirmerons que I'introduction d’une
contrainte de traction favorise I’amorcage et augmente la profondeur de fissuration.

Trop souvent dans la littérature on associe la fissuration a I’essai de fretting - fatigue alors
que l'usure est corrélée a la configuration de fretting - wear. Des résultats récents, en
particulier obtenus & 'ECL, montrent que la fissuration ou 1’usure par formation de débris
apparaissent pour 1'une et 'autre des configurations. Il est donc préférable d’analyser la
dégradation en fonction de la sollicitation imposée au niveau du contact plutdt que de
I’associer arbitrairement & un type d’essai. Cette remarque nous invite a approfondir la
condition de glissement qui contrdle la sollicitation imposée aux surfaces.

1.1.3 CONDITION DE GLISSEMENT

1.1.3.1 DESCRIPTION DU PHENOMENE

Le fretting concerne des déplacements oscillatoires de tres faible amplitude allant de quelques
micrometres jusqu'a quelques centaines de micrometres. En plus de la valeur absolue nous
verrons qu’il est aussi fondamental de comparer ces déplacements aux dimensions du contact.
Pour un effort normal constant, le cycle de fretting est caractérisé par une amplitude de
déplacement associée a une amplitude de 1'effort tangentiel. Contrairement aux essais
conventionnels de glissement alternatif, on observe une corrélation linéaire entre I’amplitude
de I’effort tangentiel Qx et du débattement & (Figure 1-2).
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contact
&
) stade I
§ zone collée
o <U. ,
s stade TI q(x,y) <W.p(x,y)
g zone glissante
=3
g stade 11T : q(x,y) = W.p(x,y)

0 10 20 30 40 50 60 stadelV
amplitude de débattement 8. (um)

Figure 1- 2 : lllustration du comportement tribologique en fretting sur les résultats de Tanaka
K. et al. (1985) d’un contact plan-plan de ’acier SUP9.

Entre les surfaces est appliqué un champ de pression qui maintient collées les deux surfaces.
Lorsque I’on impose un déplacement relatif tres faible entre les surfaces &, I’accommodation
élastique engendre une distribution de cisaillement entre les surfaces «q(x,y)». Tant que

localement I’amplitude de celui-ci reste inférieure a la condition de glissement tel que
q(x,y)= u.p(x,y) la réponse est linéaire et le cisaillement local est proportionnel aux
déformations locales (stade I). Dans le cas contraire, le contact part localement en glissement
et le cisaillement associé est constant. Cependant, au fur et & mesure de I’augmentation du
déplacement macroscopique &, I’amplitude des distributions de cisaillement augmente et la
proportion des domaines glissants dans le contact progresse (stade II). La réponse
macroscopique Q = f(J) est moins linéaire, mais représentative d’un comportement composite
entre des contacts glissants et des contacts collés.

Augmentant encore I’amplitude du déplacement &x, 1’ensemble du contact passe en
glissement. Le déplacement appliqué est associé a la condition de transition de glissement
(stade III). Pour des déplacements plus importants I’amplitude de I’effort tangentiel Q« n’est
plus dépendante de I’amplitude du débattement Jx, le contact est en glissement total (stade
V).

1.1.3.2 FORMALISATION

Cattaneo C. (1938) et Mindlin R.D. (1949, 1953) sont les premiers a interpréter le
comportement non linéaire du chargement Q« = (3= ) . Appliquant le formalisme de Hertz, ils

donnent la description mécanique du cycle de chargement du cisaillement a 1’interface
respectivement pour les contacts cylindre-plan et sphere-plan. Le chapitre 2 rappellera
completement la théorie. Les auteurs explicitent complétement I’évolution du cycle et pour le
contact sphere-plan I’hystérésis en glissement partiel Q=f(8). Ils mettent en avant la

différence entre la notion de coefficient de frottement u et 1’évolution de I’effort tangentiel :
tant que 1’on est en glissement partiel on ne peut associer le coefficient de frottement u au
rapport Q:/P. Pour les contacts conformes, associés a une distribution elliptique de la
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pression, la division entre la zone centrale maintenue collée définie par le rayon « c » et la
zone externe de glissement est parfaitement identifiée. Johnson K.L. (1955) complete
I’analyse en formalisant le probleme pour des contacts élastiques différents et surtout par un
travail expérimental approfondi qui confirme le modele, montre ses limites et affine le
formalisme en déterminant la distribution du glissement relatif a I’interface du domaine de
glissement du contact sphere-plan.

Les études ultérieures ont repris ces principes en étudiant spécifiquement 1'influence d’un
comportement élasto-plastique, différentes lois de frottement ou en modélisant le contact par
éléments finis. De méme I’analyse a été adaptée aux sollicitations particulieres des essais de
fretting fatigue avec I’apparition d’une asymétrie entre le domaine central collé et la zone de
glissement externe, Hills D.A.(1988).

1.1.3.3 DEVELOPPEMENTS DES CARTES DE SOLLICITATION LOCALE

Pour correctement analyser les processus de dégradation induits par le fretting, il est
nécessaire de connaitre dans 1’espace des variables de chargement, les domaines respectifs des
conditions de glissement partiel et glissement total.

C’est Vingsbo O. en 1988 qui définissant la condition limite de glissement total (I.G.S
Incipient Gross Slip), dresse les premieres cartes de glissement de fretting pour le contact
sphere-plan. La transition de glissement est d’abord tracée dans un plan en deux dimensions
en fonction de I’effort normal, du débattement ou de la fréquence (Figure 1-3a).

Pour tenir compte de 1’évolution du contact en fonction du temps et mettre en évidence des
situations ou le contact bascule d’une condition de glissement vers une autre durant 1’essai,
Colombié C. et al. (1986) introduit la biiche de fretting (Figure 1-3b). Les cycles de fretting
sont tracés en fonction de la durée de I’essai et superposés sur un axe logarithmique. Ces
représentations permettent d’étudier I’évolution de I’interface et facilite la mise en évidence
de I’influence du troisieme corps. L’évolution de la condition de glissement en fonction du
nombre de cycles est considérée en terme de régime de glissement.

30

_ collage ,* ,

Z 10t ‘gligsement g
A / mixte 8
= =
g 30 =
=} . £
5 1 glissement total 2
E‘g 0+ , ?D

0.3 t t t t
1 3 10 30 100 300 1000
débattement 2.5, (um)
(a) (b)

Figure 1-3 : (a) : Carte de fretting d’apres Vingsbo O. (1988) ; (b) : Biiche de fretting,
illustration d’un régime mixte, Colombié C. (1986).
Considérant les cartes de Fretting de Vingsbo O., Vincent L. (1994) transpose la

représentation temporelle des bliches et trace les cartes de régime de glissement (Figure 2-35).
Les trois régimes : régime de glissement partiel (condition de glissement partiel maintenue),
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régime de glissement total (condition de glissement total maintenue), régime de glissement
mixte (transition d’une condition vers une autre) sont définis et leurs domaines d’observation
délimités dans le plan « effort normal - débattement ». On parle alors de carte de sollicitation
locale.

Apparait la nécessité d’une part de déterminer expérimentalement ces frontieres et surtout de
quantifier la transition car I’analyse est alors uniquement qualitative fondée sur 1’observation
de la forme du cycle (Q=1f(8)). Voisin J.M. (1992) propose la méthode du débattement

variable ol I'LG.S est rapidement déterminé en augmentant progressivement le débattement
(Figure 2-11). Nous étudierons plus amplement les aspects quantitatifs dans le chapitre 2.

1.2 FISSURATION
1.2.1 RESULTATS EXPERIMENTAUX

1.2.1.1 FISSURATION SUR L’ESSAI DE FRETTING FATIGUE

L’étude de la fissuration conduite essentiellement sur I’essai de fretting-fatigue a
immédiatement débouché sur le tracé de courbes de Wohler ou I'influence du fretting est
mesurée en termes de coefficient d’abaissement de la limite d’endurance (Figure 1-4). Citons
les travaux de McDowell (1953), Hoeppner D. W. (1992), Del Puglia A. et al. (1994), Mutoh
Y. et Satoh T (1994), Sato K. (1994), Sato K. et Fuji H. (1986), Foulquier J. (1988), Endo K.
et Goto H (1976,1981), Lindley T.C.et Nix K.J (1985-1994), Fernando U.S et al. (1994)....

En dehors de la contrainte de traction, les deux parametres du contact qui sont généralement
étudiés sont I’effort normal appliqué P et le déplacement relatif 8+ au niveau du contact.
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Figure 1-4 : (a) : Résultats d’endurance sur I’aluminium 7075 (Smax : traction maximale) ;

(b) : Abattement de contrainte admissible pour une durée de vie donnée. (Bleuzen C. 1988).
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1.2.1.1.1 Influence de I’effort normal

La plupart des auteurs montrent que la durée de vie diminue monotonement avec
I’augmentation de la pression ( Endo K. (1981), Edwards P.R. (1981), (Figure 1-5a). Par
contre, Harris (1961) et plus récemment Del Puglia A. et al. (1994) montrent que la durée de
vie passe par un minimum pour une certaine pression de contact. Nakazawa K. et al. (1992) et
Fernando U.S. et al (1994) mettent en évidence les deux types de tendance en fonction de
I’amplitude de la contrainte axiale de traction (Figure 1-5b).
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Figure 1-5 : (a) :Evolution de I’endurance en fonction de la pression (Nishioka K et al.
,1972); (b) : Evolution de la limite d’endurance en fonction de la pression appliquée et de

I’amplitude de la contrainte de traction (axial stress) (Fernando U.S. et al. ,1994).

Pour les faibles amplitudes, une forte augmentation de I’effort normal permet de faire
remonter la durée de vie a des niveaux d’endurance comparables aux essais de fatigue sans
fretting. Par contre, si I’amplitude de la contrainte de traction est élevée, la limite d’endurance
diminue continiment avec ’augmentation de I’effort normal. Pour expliquer I’influence
bénéfique de I’effort normal, les auteurs introduisent la théorie de la fermeture de fissure
générée par les contraintes de compression en sous couche.

1.2.1.1.2 Influence de I’amplitude du débattement

Le déplacement relatif entre les surfaces de I’essai de fretting-fatigue est fonction de I’effort
normal et de I’amplitude de traction ou de la déformation imposée de I’éprouvette.

Le déplacement le plus critique vis a vis de la fissuration semble compris entre 10 et 25 pm
(Field J.E. and Waters D.M. (1963), Waterhouse R.B, (1981)). Waterhouse R.B. (1981)
indique dans son article de synthese que pour des amplitudes plus importantes, la limite de
fatigue augmente a nouveau ce qui est dii selon I’auteur, a une extension importante de
I’usure. L’augmentation de la quantité de débris diminue le coefficient de frottement et
d’autre part ’usure élimine progressivement les micro-fissures de surface avant que celles-ci
n’aient pu progresser. Gerdes C. et al. (1994) comparant le comportement d’aciers
austénitiques et ferritiques, observent des résultats similaires en terme de cinétique
d’amorcage (Figure 1-6).
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Figure 1-6 :Amorgage en fonction du débattement imposé Gerdes C. (1994) ( As = 2.8x).

1.2.1.1.3 Synthése

L’interdépendance des chargements de traction et du contact ne facilite pas I’analyse
découplée des facteurs associ€s au contact. L’effort tangentiel du contact ,facteur essentiel
pour I’amorcage, dépend du déplacement relatif qui est difficilement contrdlable.

D’autre part, le chargement dissymétrique rend difficile 1’analyse de la dégradation en
fonction de la condition de glissement. Nowell D et Hills D.A (1987) donnent une premiere
description analytique de la répartition des zones collées ainsi que la distribution de la
contrainte principale pour ce type d’essai ce qui permet ainsi de quantifier les chargements
imposés au contact. Cette analyse est par la suite continuée et affinée par Petiot C (1994) qui
réalise une modélisation complete par éléments finis du montage de fretting fatigue.

Pellerin V (1990) souligne que 1’augmentation de la contrainte de fatigue entraine une
augmentation de la déformation de I’éprouvette et donc du débattement dans le contact. De
par son tracé, la courbe de Wohler en fretting fatigue integre ’ensemble des conditions de
glissement et définit ainsi 1’enveloppe inférieure de courbes de fretting fatigue, 1’enveloppe
supérieure étant associée a la courbe de fatigue sans contact. La réalité industrielle se situe
entre ces deux bornes et la seule prise en compte de la courbe inférieure peut induire des sur
dimensionnements souvent injustifiés.

1.2.1.2 FISSURATION SUR L’ESSAI DE FRETTING WEAR

La non rupture de I’échantillon plan ne permet pas de tracer 1’équivalent des courbes de
Wohler recherchées par les industriels et encore moins de définir un coefficient d’abattement.
Aussi I'analyse de la dégradation implique une approche moins quantitative mais finalement
beaucoup plus précise pour 1’étude de ’amorgage. Pratiquement tous les travaux sur ces
aspects ont été apportés par I’équipe de Vincent L. a 'ECL essentiellement pour le contact
sphere-plan.

Pellerin V. (1990) dans les conclusions de sa thése montre que les deux mécanismes de
dégradation principaux que sont la fissuration et 1’usure par formation de débris peuvent étre
associés respectivement au glissement partiel et au glissement total. L’auteur en comparant
I’évolution de la profondeur de fissuration d’un alliage de titane indique que le maximum de
fissuration est observé pour les déplacements intermédiaires correspondant au régime de
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glissement mixte. En glissement total, 'usure est beaucoup plus importante mais les
profondeurs de fissuration sont plus faibles. Il confirme I’évolution observée par Waterhouse
R.B. (1981) en terme d’amplitude de débattement pour I’essai de fretting-fatigue mais peut,
grace a une analyse critique de la condition de glissement, associer la dégradation a un régime
de glissement donné. Fondamentale, cette avancée est cependant limitée a I’observation des
biiches de frottement. Il faut attendre 1’article de synthese de P. Blanchard et al. (1991) qui,
associant la description de Vingsbo O. (1988) introduit I’équivalent d’une carte de réponse du
matériau CRM (RCFM : running condition fretting map) (Figure 1-7).
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Figure 1-7 : Carte de réponse du matériau.

Elle définit expérimentalement dans le plan P-d« les domaines de non dégradation, les

conditions ou la fissuration est favorisée et la zone de grands débattements ou ’usure par
formation de débris est le facteur principal. Le domaine ou la fissuration est maximale est
encore une fois observé pour des amplitudes comprises entre 7 et 30 um (Figure 1-8),
I’évolution n’est plus seulement fonction du débattement mais dépend aussi de 1I’effort normal
(Figure 1-9).
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Figure 1-8 : Profondeur de fissures pour les divers alliages d’aluminium (P=1000 N, N=1 0°
cycles, f=5Hz, D = 8« )(Zhou Z.R. 1992) .
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L’augmentation importante de 1’effort normal pour un débattement imposé peut faire passer
d’une condition de fissuration a2 une condition de non fissuration . On explique aussi la
diminution du risque de fissuration en régime de glissement total pour les grandes amplitudes.
Cette démarche de carte de réponse du matériau a largement été reprise par Zhou Z.R (1992)
pour étudier le comportement d’un alliage d’aluminium. L’auteur retrouve des distributions
similaires entre les domaines d’amorgage et surtout complete I’analyse en étudiant 1’extension
du domaine de fissuration en fonction du nombre de cycles (Figure 1-9).
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Figure 1-9 : lllustration par I’approche carte de réponse du matériau de l’influence de [’effort
normal et du débattement sur I’amorgage; (a) : Influence de d’effort normal (D = 8« = 25um) ;

(b): Influence du débattement (P = F, = 1000 N ) (a & b, Zhou Z.R.,1992).

Il montre une extension quasi symétrique du domaine de fissuration vers les plus faibles et
plus grandes amplitudes de glissement. Il confirme I’effet bénéfique de 1’augmentation de
I’effort normal pour certaines conditions.

1.2.1.3 FISSURATION SUR L’ESSAI DE FRETTING SOUS CONTRAINTE

La premiere étude réalisée pour ces conditions de chargement est présentée par Kuno M. et
al. (1989), I’auteur montre que la contrainte de traction favorise la fissuration.

L’étude la plus complete est cependant présentée par Zhou Z.R et Vincent L. (1992) qui
montrent sur des alliages d’aluminium que la contrainte de traction augmente le domaine de
fissuration vers les plus faibles amplitudes (Figure 1-10). Cette extension asymétrique ne
concerne pas les domaines de plus grandes amplitudes. Les auteurs mettent aussi en évidence
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une augmentation de la profondeur de fissuration.
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Figure 1-10 : Influence de la contrainte statique de traction (200 MPa) sur I’extension du
domaine de la fissuration a 1 o° cycles (Zhou Z.R. (1992).

1.2.2 MECANISMES DE FISSURATION
1.2.2.1 EVOLUTION DE LA PROPAGATION

1.2.2.1.1 Mécanismes de propagation en fretting fatigue

L’expertise des facies de dégradation montre deux types de fissures, les fissures courtes de
quelques dizaines de microns et les fissures longues qui se propagent. Les conditions
d’apparition de ces deux dégradations ne sont pas les mémes. L’amorcage des fissures courtes
apparait pour des sollicitations inférieures aux conditions induisant la propagation de fissures
longues. Confrontés a des problemes de rupture de pales sur des générateurs électriques, Nix,
K.J. et Lindley T.C. (1985-1988) montrent qu’il est primordial de définir la condition pour
laquelle une fissure courte déja initiée va se propager. Ils observent en particulier la présence
de fissures courtes méme au dessous de la limite d’endurance définie par les courbes de
Wohler en fretting fatigue.

Hirakawa K. et Toyama K. (1994) observent des résultats similaires pour 1’étude de la
fissuration induite par fretting sur les surfaces des axes ou sont frettées des roues de chemin
de fer. Ils montrent en outre I’effet bénéfique d’une contrainte résiduelle de compression sur
la propagation (Figure 1-11a). Bleuzen C.(1988) résume les différentes étapes de fissuration
transposées aux courbes de Wohler en fonction des conditions de sollicitation et de la durée
de I’essai (Figure 1-11b).
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Figure 1 - 11 : (a): Seuils d’amorcage et de propagation en fonction des contraintes

résiduelles en surface des axes (assemblage par frettage) (Hirakawa K. et al. (1994) ;

(b): Schématisation du processus conduisant a la rupture des éprouvettes de fretting fatigue
(Bleuzen C. 1988).

Il confirme les analyse de Lindley T.C. en montrant que dans I’essai de fretting-fatigue, la
limite d’endurance qui est déterminée ne correspond pas a la condition d’amorcage mais
plutdt a la condition limite permettant la propagation des fissures courtes induites par le
contact. Nous démontrerons dans ce travail qu’il existe néanmoins un seuil de non amorcage.

La plupart des auteurs Sato K.(1988), Waterhouse R.B. (1981), Foulquier J. (1988)
retrouvent les deux étapes de la fissuration mises en évidence par Forsyth P.J.E.(1961)
(Figure 1-12).

- Le stade 1: aprés amorgage, la fissure se développe avec un angle de I’ordre de 45° par
rapport a la surface, direction qui correspond au plan du cisaillement maximal. La longueur de
cette premiere fissuration dépend des sollicitations mais surtout du matériau et de sa
sensibilité au cisaillement. Un acier ductile sensible au cisaillement maintiendra plus
longtemps cette orientation qu’un acier fragile sensible a la contrainte principale.

- Le stade II : La croissance de la fissure est dominée par la contrainte de traction en pointe de
fissure. La fissure initialement a 45° s’oriente de facon a présenter un facteur d’intensité Kj
maximal soit une orientation perpendiculaire a la contrainte principale maximale. Sato K. et
al. (1986) étudient la cinétique de propagation da/ dN des deux étapes.



CHAPITRE 1 : ETAT DE L’ART

surface

cisaillf:ment \D\
maximal

contrainte principale <:|
maximale

> STADEI

fissure

Figure 1-12 : Croissance d’une fissure de fatigue en stade I et I d’apres Forsyth P.J.E.
(1961).

Pour le stade I la vitesse de fissuration est plus rapide que celle observée pour un essai de
fatigue classique mais décroit rapidement avec I’extension de la fissure en sous-couche.
L’auteur explique cette décroissance de I’influence du contact par 1’effet contrariant des
mécanismes de fermeture de fissure. Nous confirmons effectivement que le gradient de la
sollicitation décroit tres rapidement en sous couche (Figure 3-6). Aussi méme si la fissure
augmente, la cinétique de propagation est ralentie car la sollicitation vue par la pointe de la
fissure est fortement diminuée.

En pivotant (Stade II) la cinétique de propagation présente un minimum. Le front de fissure,
sorti du domaine d’influence du contact, ne voit plus que la sollicitation homogene de la
traction axiale. La cinétique de propagation augmente de nouveau avec 1’extension de la
fissure.

1.2.2.1.2 Mécanismes de propagation en fretting wear.

On retrouve les mémes évolutions, cependant ’absence de contrainte extérieure limite
l'analyse a l'expertise de la profondeur de fissuration. L’étude sur différents matériaux
confirme que 1’apparition de fissures courtes (type mode I) est observée pour les sollicitations
sensiblement inférieures a celle induisant la propagation. Zhou Z.R (1992) choisit de tracer le
nombre de cycles associé a 1’observation de fissures de différentes tailles en fonction du
débattement imposé (Figure 1-9b).

I1 montre une extension symétrique des domaines d’amorgage de fissures et retrouve le
comportement observé par Lindley T.C. avec l'apparition de fissures courtes pour des
chargements inférieurs aux conditions de propagation.

Comme pour le fretting wear, 1’addition d’un contrainte statique fait apparaitre les deux types
de fissuration. La propagation est favorisée et permet pour certaines conditions la rupture de
I’éprouvette (Zhou Z.R ,1992), (Reybet-Degat P. et Vincent L. ,1994).

1.2.2.2 MECANISMES D’AMORCAGE

Peu d’études en fretting fatigue se consacrent uniquement au probleme de 1'amorcage, qui est
pourtant essentiel dans la plupart des situations industrielles. L’analyse est généralement
qualitative uniquement fondée sur I’expertise du site d’amorcage.

Nakasawa K. et al (1992), pour une configuration plan-plan, indique que la position du site
d’amorcage évolue en fonction de la condition de glissement (Figure 1-13a). Pour les efforts
normaux importants et des domaines de glissement faibles, le site d’amorcage se situe en
bordure de contact. Au fur et a mesure de I’extension du domaine de glissement, on observe
une multi-fissuration et une fissure principale plus rapprochée de la zone collée. Buckley D.
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(1985) considere que 1’amorcage se produit en bordure de contact, 1a ol les contraintes de
traction sont les plus élevées. Il se produit une déformation plastique locale caractérisée par le
cisaillement de bande de glissement. Cette analyse se rapproche fortement de la description de
Forsyth.

D’autres au contraire positionnent le site d’amorcage au centre de la zone de glissement ,
(Kuno M. et al., 1989) ot méme a la frontiere avec le domaine collé.

L’analyse globale de nombreuses publications confirme la proposition de Nakasawa : il
semble que le site d’amorgage principal dépende énormément de la condition de glissement et
de I’extension du domaine de glissement et dans une certaine mesure des caractéristiques du
matériau. La condition de glissement influe aussi sur le phénomene de multi-fissuration.

[ patin de fretting ]

débris
d’usure

zone de glissement

/ ' zone de | \
E collage E )

fissures
courtes

<« fissure
propagée

[ éprouvette de fretting ]

(a) (b)

Figure 1-13 : (a): Schématisation de I’endommagement par fretting fatigue d'un contact plan-
plan (Nakasawa K. 1992) ; (b): Mécanisme de multi-fissuration en fretting wear pour des

conditions proches de la transition (contact sphere/plan, 1cm=500um ) (Zhou Z.R 1992).

Pour les contacts ayant un domaine de glissement restreint, I’amorcage en bordure de contact
est souvent unique. Le contact se rapprochant de la transition de glissement, le domaine de
glissement s’étend, et on observe une multi-fissuration sur 1’ensemble du domaine de
glissement.

On retrouve le méme comportement en fretting wear pour les alliages d’aluminium (Zhou
Z.R, 1992) (Figure 1-14), et les alliages de titane (Pellerin V., 1990). Un comportement
identique est aussi observé pour les conditions particulieres de 1’essai de fretting wear sous
contrainte (Zhou Z.R., 1992 et Reybet Degat P. , 1994).

1.2.2.3 SYNTHESE

L’étude bibliographique montre tres clairement que les mécanismes de fissuration induits par
fretting doivent étre étudiés en terme de condition de sollicitation et non pas uniquement au
travers de courbes de Wohler ou de coefficients d’abattement. L’approche fretting-fatigue par
certains égards trop fatigue ne tient pas suffisamment compte de I'aspect « contact ». Ainsi
seule I’analyse en terme de carte de sollicitation conduite en fretting wear permet par exemple
d’expliquer rationnellement I’influence de I’effort normal ou du débattement relatif sur
I’évolution de la fissuration.

En conclusion on observe que :
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L’amorcage est essentiellement induit par le chargement du contact. La propagation est
controlée par le chargement de contact jusqu'a une certaine profondeur, au dela c’est la
sollicitation externe qui gere 1’extension de la fissuration. Il est donc nécessaire de découpler
I’analyse de la fissuration entre I’amorgage et la propagation.

Tenant compte de ces remarques il devient possible d’analyser les mécanismes de fissures
courtes non propageantes en fretting-fatigue : la condition d’amorcgage est vérifiée mais la
sollicitation externe qui est imposée est trop faible et ne permet pas la propagation.

1.2.3 ASPECTS THEORIQUES

Nous évacuons I’analyse mécanique qui sera plus completement exposée aux chapitres 1 et 2
et focalisons notre attention sur les trois démarches généralement proposées pour quantifier la
fissuration. La premiere cherche a établir une relation couplant le chargement du contact a la
sollicitation extérieure pour déterminer la limite d’endurance des courbes de Wohler. La
seconde considere la présence de micro-fissures déja amorcées et associe la limite
d’endurance a leur condition de propagation, enfin la derniere approche étudie spécifiquement
I’amorcage puis la condition de propagation.

1.2.3.1 IDENTIFICATION DE LA LIMITE D’ENDURANCE SUR L’ESSAI
DE FRETTING FATIGUE

Nishioka K. et Hirakawa K. (1969) introduisent une relation cherchant a prédire la limite
d’endurance en fretting - fatigue pour un contact cylindre plan. La limite d’endurance en
fretting (O 4w ) €st égale a la limite d’endurance en fatigue ( 04y, ) moins une composante

associée au chargement du contact.

Gafwl = Oawl — 2-1.po-(1 —exp(=s/k)) (1.2.3-1)
n : coefficient de frottement,

Po : pression du contact ,

S : amplitude de glissement

k : constante associée au montage et aux éprouvettes qui est équivalente a une distance.

Sato K. et Fuji (1986) considerent que la limite d’endurance, associée a la condition
d’amorgage est contr6lée par des mécanismes de cisaillement qui sont mieux appréhendés par
la valeur du Tresca. Ils déterminent une amplitude admissible (Geqa ) qui peut étre comparée a

la limite d’endurance en fatigue (04 ):

Geqa = |(K.pp)? +2.K.pg.0, + 07 +4.(L.K.pg (12.3-2)

a : amplitude de la contrainte imposée,

(o}
K : facteur de concentration de contrainte,
i : coefficient de frottement,

Po : pression du contact .
Ces deux méthodes integrent I’influence du contact et de la contrainte extérieure pour
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déterminer la limite d’endurance. Ces formulations consideérent la condition de glissement au
travers du glissement relatif (s) pour Nishioka K. et Hirakawa K. et du facteur combiné (
2.K.pg.0,) pour Sato K. et Fuji K. Efficaces, ces formulations restent cependant

rudimentaires vis a vis des développements de Mindlin pour rendre compte des chargements
en glissement partiel.

1.2.3.2 FORMALISATION DE LA CONDITION DE PROPAGATION

Pour cette approche, la limite d’endurance en fretting fatigue est contr6lée non pas par
I’amorgage mais par la possibilité ou non d’une fissure courte de propager.

L’analyse est fondée sur la mécanique de la rupture et considere les trois composantes que
sont : le chargement extérieur, le chargement tangentiel et le chargement normal. Les deux
premiéres contributions sont dynamiques et la derniere statique.

Edwards P.R. , Ryman R.J. et Cook R. (1977, 1981) proposent un modele de la mécanique de
la rupture considérant les trois sollicitations. Le principe est de déterminer les facteurs
d’intensité de contrainte appliqués en mode I représentatifs du chargement alterné (AKapp ) et

du chargement moyen (K,,,). La corrélation de ces deux facteurs permet le tracé de courbes
théoriques de Wohler.

A, = Y.0,.(ma)"2 +Qu.Kyp - Y.Qu(ma) 2 /A, (1.2.3-3)
Ky = Y.0.(1.2)"% + P.Kyp. (1.2.3-4)
AKapp : facteur d’intensité de contrainte appliqué en mode I,

K,, :facteur d’intensité de contrainte moyen,

o, : demi - amplitude de la contrainte de fatigue,

: contrainte de fatigue moyenne,

=

: facteur de la compliance,
: longueur de fissure,

: section de I’éprouvette,

: force tangentielle,

*

MO PR < Q

: force normale,
: facteur d’intensité de contrainte dii a la force tangentiel,

e
3

Kpp  :facteur d’intensité de contrainte dii a la force normale.

Lindley T.C. et Nix (1985, 1994) reprennent ce modele et comparent les résultats de
différentes études. Ils calculent 1’évolution du AK pour les sollicitations de fretting fatigue et
fatigue simple en fonction de la longueur de fissures qu’ils comparent aux valeurs seuils
respectives  AKgqyir -

Si AK>AK i la fissure courte se propage,
Si AK<AK.,; la fissure courte ne se propage pas.

La limite d’endurance de I’essai de fretting-fatigue correspond donc au niveau critique de
sollicitation tel que AK=AKqi1 -

Leurs résultats indiquent que le niveau seuil AKg,; €établi pour le fretting fatigue est
légerement supérieur a celui associé a I’essai de fatigue sans fretting (Figure 1-14).
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Figure 1-14 : Facteurs d’intensité de contrainte appliqués AK comparés aux seuils de
propagation AK. i en fonction de la longueur de fissure, d’apres Lindley T.C. et al. (1992).

En revanche, la cinétique initiale de propagation est plus rapide pour I’essai de fretting fatigue
pour une méme longueur de fissure a, AK (fretting fatigue) >> AK (fatigue).

IIs montrent aussi que la dimension de la fissure critique induisant la propagation (associée a
I'intersection AK=AKg,,;;) est beaucoup plus faible pour la condition de fretting fatigue que

pour I’essai de fatigue.

Une approche similaire est proposée par Foulquier J. (1988) et Bleuzen C. (1988): ils
supposent que ’amorgage est suffisamment rapide pour sortir de la zone d’influence du
contact de telle sorte que la propagation est uniquement contr6lée par le chargement extérieur.
Contrairement aux travaux de Lindley T.C., le facteur d’intensité AK est calculé¢ en faisant
abstraction du contact. La durée de vie est fonction de la propagation qui est modélisée par
une loi de Paris-Newman,

da/dN = C.(AK)™. (12.3-5)
Ces approches ont fait I’objet de trés nombreux autres travaux : on peut citer en
référence ’article de synthese de Rooke D.P. (1994) qui reprend les fondements de cette
démarche et illustre les trés récents développements analytiques obtenus par deux grandes
équipes de recherche dans ce domaine a OXFORD : Dai D.N., Hills D.A., Nowell D. (1994),
et a 'INSA de Lyon Dubourg M.C. et Lamacq V. (1994). Pour les études industrielles
impliquant une analyse par éléments finis, il faut citer les travaux de Hattori T. (1994).

1.2.3.3 MODELISATION DE LA CONDITION D’AMORCAGE

Le modele consiste a quantifier I’amorgage en fretting en appliquant des criteres spécifiques
et en analysant le cas échéant la possibilité d une propagation.

Deux approches différentes sont apparues pour quantifier le risque d’amorcage.

Kuno M. Hills D.A. et Nowell D. (1989) et Nowell D. Hills D.A. (1990) proposent
d’appliquer le critere de Ruiz C. et al (1984) pour quantifier le risque d’amorcage dans le
contact sphere/plan.
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Figure 1-15 : (a): Distribution du critére d’ amorcage k = GT.T.Sg (u=0.5) comparé au site

d’amorcage sur la surface d’un pied d’aube de turbine (Ruiz C. et al. 1984); (b): Distribution

du critere de Ruiz dans le contact sphere plan en glissement partiel (Kuno M. et al. 1989).

Ce critere issu d’une analyse comparative de différentes variables sur la condition d’amorcgage
dans un contact complexe proche de conditions industrielles montre que le meilleur parametre
pour quantifier le risque d’amorcage est le produit entre le glissement relatif local Sg, et les

contraintes de traction o et de cisaillement T paralleles a la surface.
L’auteur introduit le facteur k = GT.T.Sg et montre que le maximum de la distribution

correspond bien au site principal de I’amorcage (Figure 1-15).

Appliqué au contact sphere plan en glissement partiel, ce facteur permet I’identification du
site d’amorgage au centre de la zone de glissement.

Cependant, de nombreux travaux indiquent un comportement d’amorcage différent en
fonction de la nature du matériau ce qui n’est pas du tout pris en compte par ce critere. Enfin,
il ne permet pas d’extrapoler une condition d’amorcage a partir de caractéristiques
conventionnelles de fatigue. Il faut pour chaque tribosysteme évaluer la valeur « k » critique
pour prévoir le comportement a 1’amorcgage. Tres peu de résultats quantitatifs sont produits,
les auteurs accentuent plus 1’analyse en terme de condition de propagation en particulier pour
le contact cylindre-plan ou l'indétermination du glissement relatif ne permet pas le calcul du
risque d’amorgage.

La deuxiéme approche consiste a transposer des approches classiques multiaxiales de
I’amorcage dans le contact soumis au fretting. Le risque de fissuration est évalué en
définissant le trajet de chargement imposé dans le contact & partir duquel on calcule un critere
d'amorcage.

Spécifique a la condition d’amorcage a grand nombre de cycles, le critere de Dang Van K.
(1973-1996) détermine le risque en combinant le chargement de tension et de cission. Définie
a partir du chargement complexe, cette combinaison peut étre comparée aux limites
d’endurance de flexion et de torsion alternées de fagon a extraire une variable « d » capable de
quantifier le risque : si «d » est supérieur a 1, il y a amorcage. La distribution de ce risque
permet aussi de localiser le site de premier amorgage (Figure 1-16).
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Figure 1-16 : Evolution du trajet de chargement défini par la pression hydrostatique (p) et la
cission (1) . Si les trajets passent la séquence, alors le critere de Dang Van prédit un risque
d’amorcage (Petiot C. 1994).

Contrairement au critere de Ruiz C. cette approche est justifiée sur le plan physique
(validation par I’analyse microstructurale du phénomene de 1’amorgage), elle est vérifiée pour
de nombreuses autres situations industrielles et présente I’avantage de pouvoir prédire le
comportement d’un contact simplement en déterminant son comportement tribologique et en
connaissant les caractéristiques conventionnelles de fatigue du matériau.

Impulsée par Vincent L. et Dang Van K., la transposition de cette approche pour étudier
I’amorcage induit par le fretting fut conduite simultanément sur I’essai de fretting fatigue
pour un contact bi dimensionnel cylindre plan modélisé¢ par élément finis, (Petiot C et al.
1994,1995), et sur le contact tri dimensionnel sphere plan en fretting wear a partir d’une
description analytique du contact, (Fouvry S. et al, 1995, 1996). On peut associer une
démarche similaire conduite a 'ISMCM (Koenen A. et al., 1995), pour I’essai de fretting
wear.

Petiot C. (1994) valide ponctuellement le critere en comparant le calcul a I’expertise de
I’éprouvette. La condition de propagation est ensuite déterminée par une approche similaire a
celle développée par Bleuzen C. (1988), Foulquier et al. (1988).

Le calcul de I’amorcage procede par vérification : du modele éléments finis est extrait le trajet
de chargement, transmis au code de post traitement qui calcule le risque. Nous verrons
comment 1’analyse analytique couplée, permet de formaliser 1’influence de chacun des
parametres comme la pression ou le coefficient de frottement sur le risque d’amorcage
(chapitre 2).

1.2.3.4 SYNTHESE

Les récents développements sur les aspects théoriques de la fissuration en fretting confirment
la synthese de I’analyse expérimentale. Il est possible de modéliser sous une approche unifiée
la fissuration en fretting et ceci quel que soit le type de sollicitation imposé (fretting fatigue,
fretting wear, situations industrielles). Il suffit pour cela de bien connaitre le trajet de
chargement imposé au contact : il est impératif alors d’estimer la condition de glissement.

L’analyse du probleme doit se faire distinctement entre la condition d’amorcage et la
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condition de propagation. L’examen critique des différentes propositions conclut que les
approches les plus souples, les plus adaptables aux problemes industriels et au demeurant les
plus performantes pour quantifier le risque d’amorcage sont basées sur la transposition dans le
contact des criteres de fatigue et en particulier celui de Dang Van.

Pour étudier la propagation, les analyses affinées de la mécanique de la rupture proposées par
Dai D.N. et al. (1994), et Lamacq V. et Dubourg M.C. (1994) sont tout a fait adaptées.

1.3 ANALYSE DE L’USURE

Contrairement a la fissuration, les aspects concernant I’usure induite par petits débattements
sont moins bien quantifiés. On peut a ce titre souligner les difficultés rencontrées par la
modélisation pour prendre en compte des aspects tels que :

la modification importante de I’interface et de la géométrie du contact due a I’usure,

la présente d’un troisieéme corps difficile a modéliser,

le flux de débris,

les mécanismes de transferts,

I’influence de I’environnement,

le couplage des aspects mécanique, thermodynamique et physico-chimique.

Contrairement a ’analyse de la fissuration mieux formalisée grace aux apports de la
mécanique, ’étude de I’'usure induite par formation de débris est caractérisée par une pléthore
de modeles.

Ludema K.C. dans un récent article de synthese Meng H.C. et Ludema K.C. (1995) passe en
revue I’ensemble des articles publiés dans la seule revue WEAR et les conférences WOM.
Plus de 5466 articles ont été présentés ayant proposées plus de 300 équations différentes pour
quantifier les phénomenes tribologiques ! Les auteurs limitent leur analyse aux recherches sur
I’usure pour différentes conditions et trouvent plus de 182 équations différentes.

Chaque situation est souvent spécifique aux conditions du test et sa transposition aux
problemes industriels est souvent impossible. Les seules démarches proposées consistent en
une analyse expérimentale comparative entre différents matériaux ou rev€tements, en
fonction de parametres de chargement comme 1’effort normal, la pression, la durée de I’essai,
la distance parcourue, la température, I’humidité, ....

Deux grandes tendances ressortent : la premiére plus quantitative, inspirée du modele de
Archard J.F. (1953), analyse la dégradation en terme de volumes que I’on cherche a relier a la
sollicitation imposée et aux caractéristiques physique, chimique et mécanique des matériaux.
La seconde, introduite par Godet M. (1980) considere que 1’usure n’est pas une propriété
intrinseque du matériau mais qu’il est fondamental de prendre en compte le troisieme corps,
constitué de débris et situé a 'interface, qui permet le transfert des chargements entre les
solides. La dégradation n’est plus assimilée au volume de matiere dégradé mais a la quantité
de débris éjectée du contact.

1.3.1 APPROCHE QUANTITATIVE

Archard J.F. (1953) en étudiant I’usure de matériaux mous frottés par un matériau dur montre
que le volume usé (V) peut étre décrit par une relation linéaire entre la distance de glissement
totale (L) et I’effort normal (P) :

P
V=K.L— avec (1.3.1-1)
Pm
Pm  : pression de plastification locale associée a la limite de plastification du matériau,

K : constante expérimentale représentative, suivant I’auteur, de la probabilité que des
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aspérités se rencontrent et génerent les débris.

Cet aspect a largement été développé par Klaffke D. (1994), qui utilise un coefficient d’usure
similaire pour étudier et comparer différents revétements en fonction de ’humidité pour des
contacts en fretting et en glissement alterné. Cette démarche est aussi reprise par 1’équipe de
Celis J.P. qui étudie différents revétements pour des conditions de fretting et de pion disque.
L’usure est comparée en fonction de la distance de glissement, de 1’effort normal et du
nombre de cycles (Blanpain B. et al ,1993) (Figure 1-18).
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Figure 1-18 : Evolution de I'usure de différents revétements TiN et DLC (bille d’alumine
R*=5mm, P=IN, 8x =50um ) (B. Blanpain et al., 1993) .

Mohrbacher et al (1995) pour I’étude de revétement TiN, compléte cette approche en reliant le
volume usé non pas au travail de I’effort normal comme le suggere la relation d’Archard,
mais au travail du chargement tangentiel. Il compare le volume usé a la quantité cumulée
d’énergie dissipée dans le contact (chapitre 4, figure 4-1 ).

Bill R.C. (1977) lors de I’étude d’un acier AISI 9310, avait lui aussi choisi de mesurer 1’usure
a partir du chargement tangentiel plutét que de I’effort normal. Son interprétation est
néanmoins différente puisqu’il associe 1’effet du cisaillement aux mécanismes de
délamination.

Ces formulations sont sympathiques dans le sens ou elle permettent d’extraire des grandeurs
scalaires (coefficients d’usure) qui facilitent la comparaison entre les matériaux pour un
contact donné. Cependant 1’extension vers une autre configuration n’est pas toujours validée
ce qui limite I’évolution vers une modélisation unifiée et conduit a de trés nombreuses
formulations.

Les variables quantitatives sont déterminées globalement puisqu’elles associent la quantité de
matiere dégradée au volume usé et ne tiennent pas compte de 1’aspect local de la dégradation
dans le contact. Enfin, le troisieme corps, pourtant essentiel dans le transfert des chargements,
n’est pas pris en compte.

1.3.2 APPROCHE TROISIEME CORPS

Godet M. (1984, 1986, 1991) montre qu’il est plus réaliste d’associer la dégradation a la
quantité de débris éjectés du contact plutdt qu’au volume d’usure complet. Les débris
maintenus dans le contact participent au transfert des chargements et protégent indirectement
la dégradation des premiers corps. Apres une observation trés avancée des mécanismes
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d’accommodation dans le contact, Berthier Y. et al . (1992) introduisent un formalisme
capable de synthétiser les différents sites et processus d’accommodation dans le contact
(Figure 1-19).

- déformation plastique,

- rupture,

- cisaillement irréversible,

- formation de rouleaux.

VW\ M1 : (élastique)
| M2 : (rupture)
— MBS : (cisaillement)

oo M4 : (rouleaux)

S1,5 : premiers corps
S2,4 : écrans
S3 :troisiemes corps

Figure 1-19 : Régimes d’accommodation dans le contact (Berthier Y. et al.,1988).

L’usure est déterminée par la quantité de débris éjectée qui est calculée a partir du flux de
débris ( w ) soit pour un contact unidirectionnel :

h

w=1[u(y)dy avec, (132-1)
0

1 : la largeur du contact,

u : la distribution du gradient de vitesse des débris éjectés,

y : la coordonnée représentant I’épaisseur de la couche de débris.

De méme, les auteurs calculent I’effort tangentiel comme I’intégrale sur 1’aire du contact des
composantes tangentielles de chacun des sites d’accommodation : (contact unidirectionnel)
1

Qs = L-chydy (1.3.2-3)
0
L : la longueur du contact.

Ce modele, proche de la réalité physique des mécanismes est cependant trées compliqué a
formaliser et ne facilite pas I'introduction de variables capables de comparer les matériaux.
Cette analyse permet plutét de formuler des principes aidant a mieux interpréter des
mécanismes tribologiques comme 1’action du troisieéme corps sur la diminution du coefficient
de frottement ou I’aspect bénéfique de sa présence vis a vis de la cinétique d’usure. Le
concept de troisieme corps implique aussi de mieux différencier les contacts permettant de
piéger le débris ou au contraire des contacts non piégeants ou le débris rapidement éjecté ne
joue pas son role protecteur.

La transposition de ces principes au fretting a facilité 'analyse de 1’évolution tribologique des
contacts en fonction de la durée de I’essai (régimes de glissement).
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Figure 20 : (a):Genese et transformation du troisieme corps ; (b): Oservation en coupe de la
TTS (35NCD16) (Blanchard P.,1990)(1cm =39um).

Cette approche a aussi stimulé les recherches sur la genese du débris avec I’étude de la
formation des T.T.S. Cette transformation tribologique des matériaux induite par une
surdéformation plastique superficielle génere une structure nanocristalline tres dure, fragile,
qui correspond a une étape intermédiaire entre le matériau des premiers corps et les débris du
troisiéme corps, Blanchard P. (1991) (Figure 1-20).

1.3.3 SYNTHESE

L’analyse en terme d’énergie dissipée dans le contact permet de quantifier I'usure sur une
base physique relativement cohérente mais son approche globale gomme en partie les aspects
locaux tels que les sites d’accommodation et les effets du troisieme corps comme vecteur du
transfert des chargements.

L’analyse locale du troisieme corps proposée par Godet M. est tres intéressante sur le plan de
I’analyse des mécanismes de dégradation et du comportement tribologique mais faute d’étre
formalisée elle ne permet pas encore de définir des variables capables de poser une base
quantifiée de la comparaison entre les matériaux.

1.4 OBJECTIFS ET METHODOLOGIE DE RECHERCHE

L’analyse bibliographique confirme que pour correctement analyser les processus de
dégradation engendrés par le fretting, il est nécessaire de bien identifier la condition de
sollicitation. Ce constat nous a conduits a définir une stratégie basée sur I’approche carte
(Vincent L. 1992) ayant pour objectif d’établir des variables capables de quantifier chacun des
aspects que sont les régimes de glissement, I’amorgage en glissement partiel, et I’usure induite
par formation de débris (Figure 1-21).
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Figure 1-21 : Approche « carte » de I’analyse des dégradations induites par fretting .

ANALYSE DE LA CONDITION DE GLISSEMENT (CHAPITRE 2)

Pour quantifier la sollicitation imposée au matériau, il importe de formaliser les régimes. Il est
donc nécessaire d’exprimer des variables capables de mesurer la condition de glissement en
glissement partiel et surtout de définir la transition entre glissement partiel et glissement total.
A partir de cette modélisation, il devient possible d’extrapoler des cartes théoriques de
régimes de glissement ol les différents domaines peuvent étre explicités en fonction de la
géométrie du contact, de la pression, du débattement et surtout du coefficient de frottement.
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ANALYSE DE LA CONDITION D’AMORCAGE (CHAPITRE 3)

L’analyse porte sur le contact sphére-plan soumis aux sollicitations de fretting wear : nous
limitons notre étude a la condition de premier amorcage. L’étude de la propagation est
compliquée puisqu’elle impose de tenir compte des fissures dans le solide pour estimer les
chargements. L’analyse mécanique désormais permise par la formalisation de la condition de
glissement (chapitre 2) suppose une description €lastique des chargements. Aussi 1’expertise
de la condition d’amorcage devra étre obtenue pour des chargements en dessous de la
plasticité. Nous restreignons donc le domaine de nos investigations a la condition d’amorgage
a grand nombre de cycles et négligeons les phénomenes oligo cycliques impliquant une
plasticité importante (Figure 1-22).

A

fatiyue Oligocyclique

o
SN limite de plasticité --------------
S . .
'S fatigue polycyclique .
= domaine
S | T d’étude de
z limite d’endurance <] }
I’amorcage
Y >
100

nombre de cycles a I’amorcage

Figure 1-22 : Définition du domaine de sollicitation ott nous cherchons a quantifier le risque

d'amorgage en fretting.

Choisie comme référence, I’approche de Dang Van permet a priori une bonne estimation du
risque d’amorgage. Cependant un certain nombre de questions sont a étudier :

Comment évaluer I'influence des parametres du contact, de I’interface et du matériau sur
I’évolution du risque ?

Dans quelle mesure cette approche est elle transposable aux différentes sollicitations du
contact de types fretting wear, fretting wear sous contrainte ?

Le modele multi-axial de Dang Van est il le seul des critéres capable de formaliser le risque,
d’autres approches ne sont elles pas plus performantes ?

Les approches multi-axiales supposées plus performantes peuvent elles étre comparées aux
modeles uni-axiaux (Ogqa,Odfw1) €t surtout quel est I'écart de prédiction entre ces deux

formulations ?

Validée pour un type d'acier, la modélisation de Dang Van peut elle étre appliquée quel que
soit le matériau ? Dans le cas contraire, comment adapter 1’application d’un critere au
comportement et a la structure du matériau ?

La validation sur I’essai de fretting fatigue est réalisée pour un coefficient de frottement
constant de 0.9 établi a la transition de glissement : dans quelle mesure est il important de
prendre en compte 1’évolution du coefficient de frottement local dans la zone de glissement
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pour estimer les sollicitations dans le contact ?

La sollicitation du contact est tres locale alors que 1’analyse fatigue transposée utilise des
caractéristiques de fatigue macroscopiques : comment prendre en compte les effets d’échelle
dans la détermination du risque d’amorcage ?

L’analyse théorique et expérimentale de ces différents aspects permet d’établir une
méthodologie rationnelle de la quantification du risque d’amorcage qui est désormais
appliquée a la résolution de problemes industriels de fretting.

ANALYSE DE L’USURE (CHAPITRE 4)

L'analyse locale de I’approche énergétique que nous développerons integre mieux les aspects
du troisieme corps dans I’analyse quantitative de l'usure. Elle favorise l'introduction de
variables capables de mesurer 1’évolution de la morphologie de I’interface et des parametres
permettant de quantifier et de comparer la cinétique de dégradation des matériaux. L’analyse
morphologique des traces d’usure et ’analyse énergétique quantitative de I'usure de deux
contacts SC6-5-2/alumine et TiN/alumine met en évidence I'influence du troisieme corps et
facilite la comparaison de l'influence de 1’énergie interfaciale dissipée comme facteur
d’activation des processus de dégradation des matériaux.

Chacune de ces étapes associera aux développements théoriques, une expérimentation adaptée
et fournie. Nous étudierons différents diametres de billes pour différents matériaux avec le
souci constant de connaitre au mieux leurs caractéristiques mécaniques et de maitriser les
conditions de contact.
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CHAPITRE 2 : CONDITIONS DE SOLLICITATION

2. CONDITIONS DE SOLLICITATION

L’analyse théorique du contact sphére-plan est fondée sur la description du contact de Hertz.
Pour les tres faibles débattements caractérisant la sollicitation en fretting, on utilise la
description présentée par Cattanéo (1938) et indépendamment par Mindlin R.D (1953).
Moyennant certaines hypotheses, et reprenant la description elliptique du contact de Hertz,
Mindlin donne une trés bonne estimation du contact en glissement partiel. Cette approche sera
méthodiquement étudiée et complétée par Johnson KL en 1955 qui, par un travail
expérimental trés original, vérifiera le modele dans ses grandes lignes tout en définissant ses
limites. Apres un rapide rappel des principales relations du modele Hertz-Mindlin,
reformulées dans le souci d’adimensionnaliser, nous introduirons le concept de courbe
maitresse de fretting. Cette analyse sera alors approfondie par I’introduction des criteres de
glissement (A,B,C) qui nous permettront de quantifier la condition, la transition et les régimes
de glissement.

2.1 CONTACT GLISSANT

Avant d’expliciter le contact oscillant en glissement partiel de Mindlin, nous introduisons le
contact glissant de Hertz, base de notre approche tribologique.

2.1.1 CONTACT HERTZIEN EN INDENTATION NORMALE

Hertz H. (1882) a montré que lorsque deux solides de révolution sphérique sont mis en
contact sous l'effet d'un effort normal, 1'aire de contact est un cercle de rayon « a » (Figure 2-

1.

R2
Y (direction 22)
R, X
s (direction 11)
)
\ Z (direction 33)
a

Figure 2-1 : Contacts Hertziens en indentation normale : configuration sphere/sphere et

sphere/plan.

La théorie de Hertz permet d'établir différentes relations en fonction de I'effort normal, des
propriétés élastiques et de la géométrie de contact.
On détermine :

1 1 1
Le rayon équivalent R* du contact par la relation — = —+—. (2.1.1-1)
R Ry Ry

Pour le contact sphere plan nous avons R; = oo et donc R = R,.
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Le module effectif E* est déterminé par i* = 1= V% + i (2.1.1-2)

E El E2
avec E| (E par défaut), E, : correspondent respectivement aux modules élastiques (de
Young) du plan et de la sphere.

v (v par défaut), v, : correspondent respectivement aux coefficients de Poisson du

plan et de la sphere.

1
3PR*jA

Le rayon de contact est a = (

- , (2.1.1-3)
4 E
L'enfoncement des surfaces 0;,4 est égal a
1
5 2 (—91)2 J/3 (2.1.1-4)
ind = 5 ~ 2 1=
R \I6RE"
Le maximum de la pression au centre du contact p,, est donné par
1
%2 A 3 %2
3P 6 PE 3 . p T R 3 (2.1.1-5)
p — = = —. p e = . p Jd.1-
0 21 a2 7'53 R*Z o rm 6 E*Z 0

ou p,, estlapression moyenne.
Compte tenu de la symétrie d'axe, il est commode d'utiliser une représentation polaire.
On évalue la distribution radiale de la pression p(r) =po:|1-—

avec 12 =x>+y>.
a2

= | (Figure22).  (2.1.1-6)
a

Suivant l'axe des X, nous aurons la relation p(x)=py - [1 -

Ces relations restent valides tant que les hypotheses posées par Hertz sont vérifiées. Celles-ci
se résument aux points fondamentaux suivants :

- les surfaces sont continues et non-conformes : a<< R*;

les déformations restent faibles : a<< R*;

chacun des solides est considéré comme semi infini : a<< R*,

les surfaces présentent un coefficient de frottement nul q=0;

le contact est élastique et les matériaux sont supposés homogenes et isotropes.

Pour des matériaux aux propriétés élastiques identiques, les déformées dans le contact suite a
I’indentation normale sont nulles, aussi I’hypothése d’une distribution elliptique de pression
reste valide quel que soit le coefficient de frottement, (Johnson K.L., 1985).

On remarque que ce modele fait abstraction des effets de la rugosité ainsi que des contacts
tres chargés ou des déformations plastiques locales modifieront les conditions de sollicitation.
Dans notre étude, des polissages extrémement fins ont été réalisés afin de se rapprocher au
maximum des conditions idéales de la théorie.
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2.1.2 CONTACT HERTZIEN GLISSANT

Tres souvent un déplacement tangentiel dynamique est associé au chargement normal. Dans
certains cas le massif peut rouler. Si aucun mouvement de rotation n'est possible, il frotte. Au
déplacement imposé est associé un effort tangentiel que 1’on mesure.

La loi de frottement de Coulomb en glissement total u= % est ici élargie a une approche

locale par le principe d'’Ammonton, pour lequel en tout point du contact, la contrainte de
q(x.y)
p(x.y)
On suppose que les distributions hertziennes de chargement ne sont pas modifiées par la
sollicitation tangentielle. Ceci est vérifié lorsque les deux massifs ont des propriétés
identiques, (Johnson K.L., 1985). Dans le cas du contact associant des matériaux différents, et
pour le contact cylindre-plan , I’'influence des caractéristiques mécaniques peut étre estimée a

I’aide de la variable de Biifler H. (1959) y et du paramétre mesurant la différence des
propriétés élastiques entre les deux solides donné par Dundurs J. (1975).

1 | {a-2n)/Gi}-{(1-2v2)/G,}
B=—-
2 | {(0=v) /G }+{(1-v2)/ Gy}
avec G = E/ (2(1 + v)) (G : le module élastique de cisaillement).

cisaillement est proportionnelle a la pression. g(x,y)= = . (2.1.2-1)

(2.12-2)

Ona y=-Pu/=m.Si |}/| reste inférieur a 0.06 la distribution de cisaillement reste inchangée.
Différents calculs montrent que pour £ inférieur a 0.21 et dans le cas général de coefficients
de frottement inférieurs a 1, I’effet des différences de propriétés mécaniques est négligeable.
Nous étendrons cet aspect au contact sphere-plan en utilisant le parametre |[3| comme

référence. Pour les conditions d’essais retenues, la valeur calculée sera toujours inférieure a
0.04 ( valeur maximale obtenue pour le contact alumine-acier), aussi pourrons nous appliquer
la description Hertzienne du contact.

La distribution de cisaillement est identique au signe pres a celle de la pression, la seule
composante non nulle est celle orientée suivant la direction de glissement associée a 1'axe des
X.

On obtient la distribution suivante:

q(r) =+ pp(n) =+t Po[l— @ 2}% =t qO[l— @2}% (2.12:3)

Le signe - est associé au sens positif de glissement puisque la force de frottement s'oppose
toujours au sens du déplacement.
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sens du
glissement

Y (direction 22)

g l Z/(direction 33) g

Figure 2-2 : Contact sphére-plan glissant (u=0.5,v=0.3)

2.2 CHARGEMENT DYNAMIQUE (MODELE DE MINDLIN)
La sollicitation tangentielle de fretting est alternée. On quantifie 1’évolution du cycle
Q(t) = f(8(t)) en considérant les valeurs de I’amplitude du cycle (Q*,S*). Le chargement de
fretting est donc caractérisé par un effort normal maintenu constant , un déplacement relatif
ainsi que 'effort tangentiel variant de fagon symétrique tel que : Q(t) € [— Q*,+Q*] et
8(0) € [~ 8x,4+54].
L’évolution du cycle est décrite durant une période T telle que t € [O, T] avec
lorsque t =0 (t =T) = Q(t) = +Qx, &(t) = +3+,
etlorsque t=T/2 = Q(t) = —Q«, 8(t) = —5+.

e valeur associée a I’amplitude (Q- 3.) _/1 1/C
caractérisant le cycle de fretting A Q=u.P // c
u _______________ Bl
= * L '
A C Re/ ; e
L © // 1
o = // ;
gs| / B
s |
N i amplitude de débattement : d.
o A \ - \ 3
* zone \ 5 \'
- collée t
g
=
S
@)
t="T/2 zone glissante

Figure 2-3 : Evolution du cycle de fretting en fonction de la condition de glissement.
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La Figure 2-3 montre que pour un effort normal donné, en faisant varier I’amplitude de
débattement 8:, 1’évolution de I’amplitude de I’effort tangentiel Qs présente trois évolutions

différentes. Pour les trés faibles débattements on retrouve un comportement linéaire tel que
Qx = 9«/C, avec C. compliance de contact égale a :

2.K; 1 - 2-V
CC:—I-— et Ky = i . 2-vi + 2 (2.2-1)
3 a 16 G, G,

Cette approximation, définie sous I’appellation condition de collage (Figure 1-3a), est abusive
dans la mesure ol des que I'on impose un débattement, aussi petit soit il, une zone de
glissement apparait dans la partie externe de contact. On regroupe donc cette réponse au cas

plus général du contact en glissement partiel (domaine B) pour lequel le cycle (Q(t), d(t))
présente une forme elliptique tel que 8 < 0.

. . . MPKI
L’amplitude a la transition, &, = N , (2.2-2)

caractérise le passage entre un cycle en glissement partiel et le cycle de forme quadratique
caractérisant une mise en glissement total du contact (domaine C).

2.2.1 SOLLICITATION EN GLISSEMENT PARTIEL
Les amplitudes du débattement (dx) et de I’effort tangentiel ( Q *) sont telles que la condition
de glissement total n’est jamais atteinte : Qx <.P et dx < J;. Le contact est donc constitué

d’une zone centrale toujours collée, de rayon c, et d’'une zone de glissement définie par un
front de glissement de rayon ¢’ qui oscille durant le cycle entre a et ¢ (Figure 2-4 et 2-5).

r
4a () q"‘\ll_(ﬂ

Kf\m_ Po

0 1 2

0 1 2

;
0.5
’
;
0.5
/
1 -
/ﬁw Po
1 0 1 2

X 1
Tl p(r)
- = A\\/

S 2 ’
zone

collée
k=c/a

l@ z

Y
zone
glissante

.

\]

o
1z

oy 05+

2 1 _‘\V/ 1 2
front de 05l

lissement
contact Hertzien gk’:c’/a 4(0) _ 9a(0)+9e(r) =29 (r)
Po Po

Figure 2-4 : lllustration du principe de superposition de champs Hertziens de cisaillement
définissant le cycle de fretting (théorie de Mindlin) (v=0.3, u=0.8, k=c/a=0.5, k’=c’/a=0.8,
phase de charge : point C2 de la figure 2-5).
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Cy (K'=0.5)

; /
' 1q2(x-)-/ Po ' Q/Q- Dy (k=1) 1‘1;")_ Po
= 1 - .
.08 RS
/{ﬂr\: FAN I
;
— — /]
15 A W 15
S 041
S ~oel
12l ’ o = .l
Cy (k'=1) C' C'
CHARGE D5 (6209 DECHARGE
- Q- » +Q. +Q.D -Q.

Figure 2-5 : Représentation de I’évolution du cycle de fretting et des champs de cisaillement

correspondants avec u=0.8 et v=0.3 pour une condition de contact k=c/a=0.5.

Pour décrire I’évolution du cycle en fonction de 1’évolution du champ de cisaillement, on
introduit la distribution elliptique - e (x,u,v) - telle que :

)

Ry
e(x,u,v) = v 1——2 si |x|<u

u
e (x,u,v) =0 si |x| >u (22.1-1)
ou
X : valeur radiale de la position dans le contact,
u : rayon limite de la distribution,
v : contrainte (pression ou de cisaillement maximal).

On exprime le chargement normal en pression par p(r) = e(r,a,pg).
L’évolution du champ de cisaillement q,(r,t) durantle cycle t e [O,T] est alors exprimée par
la superposition de trois composantes (Figures 2-4 et 2-5 ).

Lorsque te[0,T/2], Qévolueentre +Qset -Q« (¢ :a — c) etnous avons :
qx(r,c')=—e (1, a,qg)—e(r,c, (c/a)qg)+2e(r,c', (c'/).qg) (2.2.1-2)

Lorsque t €[T/2,T] , Q évolue entre -Qxet +Qx (¢’ :a — c) et nous obtenons :

qx(r,c')=+e(r,a,qg)+e(r,c, (c/a)qg)—2.e(r,c, (c'/).qg) (2.2.1-3)
avec :

qo= W.po : maximum du champ de cisaillement suivant Hertz,

c’ : rayon du front de glissement.
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contact en glissement
partiel (k=c/a=0.5)

c
contact a la D contact quasi k = N
transition [ élastique c
(k=c/a=0.001) S (k=c/a=0.999) k=—
C
k =—
a
N SR N _ —
-1
contact Hertzien (a) : 1

zone de collage

Figure 2-6 : Evolution du cycle de fretting pour différentes valeur du rapport de glissement
k=c/a.

La description et 1’évolution du cycle de glissement sont représentées par la Figure 2-6. On
retiendra un certain nombre de relations en particulier I’expression du cycle Q(t)-9(t) que nous
pouvons exprimer simplement en posant k = c¢/a et k" =c¢/a.

Durant le déchargement (t €[0,T/2]), Q évolue entre +Qx et -Qx , soit :

(K’ —k? K’ -x3
K" e 1, k]et ) o =k Q) ok (22.1-4)
8 1-k? Q« 1-k3
Durant le chargement (t € [T/2,T]), Q évolue entre -Qx et +Qx , soit :
(K’ —k? K’ -x3
kK e[, k]et ) _,.1 k2 Ly, A, k3—1. (22.1-5)
1-k Q= 1-k
Finalement on relie les différentes grandeurs au travers des relations suivantes :
3/2 12 1/3
&=1—(1—Ej =(1-¥%) etkz(l—éj =(1—&j (2.2.1-6)
Q¢ ot 5y Q¢
2/3 2/3
ouézl—(l— Q*j :1—(1—%j :(1—k2) . (2.2.1-7)
Lt u.p t
KIMP

AvecQq et J;les valeurs a la transition Q, =W.P , &, =
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'T QQ

k=075 (5 -

k=0.95

Figure 2-7: Représentation de différents cycles de fretting pour différentes valeur de k. Les

évolutions sont normalisées par les valeurs a la transition Q; et 0.

Différents cycles obtenus pour différentes valeurs de k sont superposés dans la Figure 2-7. On
remarque que plus on se rapproche de la transition (k=0), plus le cycle présente un caractere
dissipatif (aire de I’hystérésis).

Le formalisme de Mindlin R.D. permet aussi d’exprimer 1’ouverture du cycle 8, qui
correspond au déplacement rémanent observé lorsque I’effort tangentiel est nul, Q(t)=0

(|8(Q = O)| = 80) , ainsi que I’énergie dissipée ou le travail interfacial E4. Ces variables sont

respectivement exprimées en fonction de I'effort tangentiel Qs, du parametre k=c/a et de
I’amplitude de débattement Os.

Ainsi I’ouverture du cycle est donnée par :

2/3 2/3
6_0 - 2(1_ Q:x j . (1_&} -1, (2.2.1-8)
t 2.u.P pn.pP
2/3
3
S0 _ 2.(1”‘} K21l (2.2.1-9)
¢ 2
32\%/3
8_0:21/3. 1.,.(1_%} _,_E_z. (2.2.1-10)
S 8 8
En fonction de I’ouverture a la transition o :
302 2/3
8o _ 131 ARYED 1+(1_Ej Lo, (2.2.1-11)
8or  2V3-1 Sy 8

36



CHAPITRE 2 : CONDITIONS DE SOLLICITATION

avec O, = St-(2 l/3—1) .

L’énergie dissipée est exprimée par

5/3 2/3
Ea _ . 1-(1-&j _ O 5Q [14,(1- Q*j } , (22.1-12)
Eq4t u.p 6.u.P u.pP
Ea . {1-k5-§-(1-k3)-(1+k2)_ (2.2.1-13)
Egt 6 i o

en fonction du débattement,

Eq _ 6(1 (1 EJS/Z}_s(z_EJ. 1—(1_Ej3/2} (2.2.1-14)
B, =6 5, 1273, 5, . 2.

Avec Ey; la valeur de I’énergie dissipée a la transition :

2

4. (u.P) K
S.a

On remarque que cette énergie est aussi une fonction simple de Qx et 8« puisque

By = (2.2.1-15)

4
Edt = g'at'Qt. (2.2.1'16)

On peut donc caractériser le cycle de fretting en glissement partiel au travers des quatre
grandeurs que sont les amplitudes Qs et dx, ’ouverture J, et 1’énergie dissipée E4. Ces
relations restent valides tant que les hypotheses de Mindlin sont vérifiées. En particulier, on
suppose une loi de frottement constante et une sollicitation élastique.

Q:=Q=p.P
QQ  sssh,

1+

-1.5

80=80t+8g
41 Ey =E4+Eg,
2.8g 2.9,
2.3, - 2.5, .
glissement partiel glissement total

Figure 2-8: Cycles de fretting en glissement partiel et glissement total.

2.2.2 SOLLICITATION EN GLISSEMENT TOTAL.

Toujours pour une force normale donnée, nous décrivons le cycle de fretting en glissement
total en considérant le déterminisme de Mindlin. Pour un coefficient de frottement constant, la
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description du cycle Q(t)-d(t) est évidente.

D’abord I’effort tangentiel progresse de la méme fagon que dans le cas du glissement partiel.
Puisque I’amplitude de débattement ou de I’effort tangentiel atteint la condition de transition
Q+« = W.P et 8« 2ot , on introduit dans le cycle de fretting une composante de glissement pur
(Figure 2-8).

On exprime alors I’amplitude de débattement

Ox = & + Sg ou Sg est 'amplitude de la composante de glissement pur.

On détermine I’ouverture 8y = 8o + dg, (2.2.2-1)

et I'énergie dissipée Eq = Eqg + Egg. (2.2.2-2)
La composante de I’énergie dissipée durant la phase de glissement pur ( Egg), est exprimée
par larelation By, =4. Sg - Qg (2.2.2-3)
ou Qg est ’amplitude de I’effort tangentiel durant la phase de glissement.

Pour un coefficient de frottement constant on obtient Qg = Q, etdonc Edg =4. Sg . Qq.

Nous pouvons des lors évaluer 1’évolution de 1’énergie dissipée et de 1’ouverture du cycle au
travers des relations suivantes :

L L (2224
By ot 22
2_0 :%+21/3_2 otl (2.2.2-5)
t t

80 1 [8* 1/3 J

O _ b [% 53 5| (2.2.2-6)
Sor  (23-1) \3y

2.2.3 EVOLUTION DES SOLLICITATIONS EN FONCTION DE LA CONDITION DE
GLISSEMENT

Il est intéressant de représenter 1’évolution des différentes grandeurs en fonction des
parametres de sollicitation tels que I’amplitude de débattement, I’effort normal ou méme le
coefficient de frottement.

A partir des relations ( 2.2.1-6,11,14 ; 2.2.2-4,6), on trace de facon adimensionnelle les
évolutions de I’effort tangentiel, de I’ouverture du cycle et de I’énergie dissipée (Figure 2-9).
On remarque que 1’amplitude de I’effort tangentiel augmente constamment dans le domaine
de glissement partiel pour se stabiliser en glissement total. En revanche, 1’ouverture du cycle
et surtout I’énergie augmente tres fortement dés que la transition vers le glissement total est
passée. On mesure la pente de cette augmentation égale respectivement a 3.85 et a 5.

En conclusion si la transition vers le glissement total peut étre associée a une stabilisation de
I’amplitude de I’effort tangentiel, elle marque en revanche une tres forte augmentation de
I’énergie dissipée. Cette description sera plus completement exploitée lorsque nous
aborderons I’analyse des dégradations en terme de formation de débris et d’amorcage de
fissures.
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4+ Eq4 ,
4 Edt /
57
/
ST ’
. / .
T glissement / glissement
51 partiel / total

@

: /
NGB

Joees flss s,
i

A

point de transition

0 0.5 1 15 2
rapport de glissement : 3./9,

Figure 2-9 : Représentation adimensionnelle des grandeurs caractéristiques : amplitude de
Ueffort tangentiel Qsx, ouverture du cycle 8 et énergie dissipée Eg .

Le tracé des différentes variables fondamentales du fretting (Q=, 8, et E4) normalisées par
leurs valeurs a la transition (Qq, 8, etEy,) met en évidence des courbes universelles sans

dimension que 1’on définira comme courbes maitresses du fretting.

Ainsi quel que soit le contact sphere-plan étudié, chacun des résultats pourra se superposer sur
ce type de courbes des lors qu’il vérifie les hypotheses du calcul. Dans la mesure ou celles-ci
ne sont pas validées, la comparaison avec le modele permettra de mesurer la différence et
I’influence d’une modification de la loi de frottement ou d’un comportement élastoplastique.
Nous disposons d’un outil permettant de quantifier la condition de sollicitation. L’exploitation
de cette approche nous permettra de quantifier I'usure au travers de 1’analyse de 1’énergie
dissipée et d’évaluer le risque d’amorcage en comparant les niveaux de chargement
tangentiel.

On peut toutefois noter que 1’application d’un telle approche implique de définir la transition
entre les deux conditions de glissement et en particulier de déterminer les variables
caractéristiques de la transition : (8,,Q,8, et Ey,).

2.3 CRITERES DE TRANSITION

La condition de glissement peut étre déduite par simple observation de I’allure du cycle Q(t)-
d(t). Une forme elliptique est associée au glissement partiel, un cycle quadratique au
glissement total. Cette analyse présente un certain nombre d’inconvénients. En particulier, il
s’agit d’une description qualitative et subjective dépendant de 1’observateur. Or, proche de la
transition, la partie glissante du cycle en glissement total est tres petite, le cycle présente une
forme quasi elliptique. Aussi, un méme cycle pourra étre jugé en glissement partiel ou en
glissement total. D’autre part il s’agit d’une description qualitative qui ne facilite pas la
comparaison entre différentes conditions. Par exemple, il est difficile de quantifier les
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différences entre plusieurs cycles en glissement partiel. Enfin, un des inconvénients majeurs
de cette méthode est que ne pouvant étre quantifiée, elle implique un travail long et fastidieux
d’observation difficilement informatisable et interdisant le suivi en continu.

Ainsi, pour quantifier, mesurer, informatiser I’analyse de la condition de glissement durant
I’essai, il est nécessaire d’introduire des variables permettant ce suivi. En s’inspirant de
I’approche de Mindlin et des différentes formulations données précédemment, nous allons
expliciter un certain nombre de criteres permettant d’évaluer la condition de glissement.

2.3.1 APPROCHE DIFFERENTIELLE

La transition entre le glissement partiel et le glissement total est caractérisée par une
discontinuité du glissement. Il est possible de localiser cette transition vis-a-vis de I’amplitude
imposée en réalisant les dérivations premiere et seconde de I’évolution de I’effort tangentiel,
de l'ouverture du cycle et de I’énergie dissipée. En glissement partiel, ’évolution de
I’amplitude de I’effort tangentiel est exprimée par :

o dZ(Q*/Qt) _ _3(1_Ej_1/2
a(s./s,)> 4\ &

En glissement total, nous avons Qs = Q; ce qui conduit a des dérivées nulles.

On définit la réponse énergétique en glissement partiel au travers des relations suivantes :

A(Eq/Bar) _ ( g}” g( 5_} ( Ejl/z
aGess) - U T2 Ps ) Ut (2.3.1-2)

(B /Ba) 15.[1(1 S_J/g(za_}(la_y(la_j/} o
d(5*/5t)2 2 8t 4 8t 8t 8t . o

En glissement total, on obtient :

2
d(E4/Eg) s d*(Eq/Eq) _0 (2.3.1-4)

d(8+/3,) d(5./5, )

Enfin nous pouvons exprimer I’évolution de I’ouverture du cycle en glissement partiel par :

13
A(8o/30) 1 1_21/3.(1& - 1+[1_Ej3/2
d(3:/8,) 2Y3 -1 8 8

5 32 —4/3 -3/2 3/2
d (So/sot)= -1 .(1_6*J. 1.,.(1_6"‘} Jd1= 1—6*J . l+(l—6*J
d(&k/ﬁt)2 273 ~(21/3 - 1) 5 5 8¢ 8¢

(2.3.1-6)

(2.3.1-1)

(2.3.1-5)

En glissement total nous obtenons respectivement 1/(21/ 3_ 1) = 3.847 et zéro.

L’évolution de chacun de ces parametres est présentée dans la Figure 2-10. La transition est
effectivement caractérisée par une discontinuité des dérivées secondes, elle pourra donc étre
identifiée par la recherche de maxima. On souligne que cette analyse différentielle justifie la
simple identification des conditions de glissement par observation des cycles. En effet
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I’identification du glissement total est associée a un décrochement de 1’effort tangentiel en
bout de cycle lorsque celui-ci marque un palier. Or il s’agit ni plus ni moins que de mettre en
évidence une discontinuité entre la partie en glissement partiel et la mise en glissement total.

30 T 15 ¢
d?(Eq/E
oy £l5,/5,)
20 1 o o
| d(Ea/Ea) E S
R —d 4 )
10 d(8./8,) Eg ~ S —0"\,'_

0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5
rapport de glissement : 8*/5t rapport de glissement : 8*/5t rapport de glissement : 5*/6t

Figure 2-10 : Evolution des variables fondamentales du fretting et de leurs dérivées

respectives en fonction du rapport de glissement.

CORRELATION EXPERIMENTALE

Une fagon simple d’illustrer cette analyse consiste a traiter le cas des méthodes rapides de
détermination de la transition. Ces méthodes sont désormais couramment employées pour
définir les frontieres entre les domaines du glissement partiel et du glissement total. Le tracé
complet de telles frontieres implique de longs et coliteux essais si, pour chaque situation, on
impose un débattement constant. La solution consiste a augmenter progressivement
I’amplitude du débattement et a enregistrer les cycles Q(t)-d(t) correspondants pour différents
efforts normaux. L’augmentation de I’amplitude de débattement peut se faire par paliers avec
stabilisation du cycle (méthode des débattements variables (Voisin J.M., 1992) ou en continu
(Vingsbo O., 1993). Ainsi, il suffit d’un seul essai pour définir 1’amplitude de transition
associée au niveau de I’effort normal choisi. Le principe de la méthode des débattements
variables est illustré dans la Figure 2-11.
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Qs O

_ =f(n) — =f(n) om cycles enregistrés
1.5
Qt St

1.0 4+ 1 : phase initiale
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| (1000 cycles)

-0-0--0-0-0--0

transition de glissement

(6, Q)

05+ o s _

n, : durée du palier

—Z (500 cycles)

........ I
\ 3, : increment de débattement (0.25-0.5 um)
0.0 —_—
0 2000 4000 6000 8000 10000

nombre de cycles :n

Figure 2-11 : Schéma représentatif de la méthode rapide de la détermination de la transition

de glissement : méthode par paliers de Voisin J.M. (1992).

On applique cette méthode pour deux contacts ou la sphere est une bille de 100C6 (R=12.7
mm) mais ol le plan est dans un cas un acier rapide HSS (SC6-5-2, A1.1.3) et dans I’autre ce
méme acier recouvert d’un dépdt de TiN(Balzers) (A1.1.4). Les deux surfaces présentent une
rugosité identique Ra=0.03um. On suppose que le dépot ne modifie pas la distribution
Hertzienne de chargement a 1’échelle de notre résolution, puisque 1’épaisseur du dépot reste
inférieure a 2% de la largeur du contact « a », (King R.B. et al., 1987). L’effort normal est de
500 Newtons ce qui donne un rayon théorique de contact de 340 pm.

Sur la Figure 2-12 on superpose les évolutions des efforts tangentiels et de leurs dérivées
respectives. On remarque que la transition est effectivement associée a un minimum de la
dérivée seconde. Pour le contact acier contre acier, nous déterminons un coefficient a la
transition égal a p,(HSS/100C6) = 0.85 et une amplitude a la transition mesurée de 13 um.

Pour le contact revétu, nous obtenons respectivement (TiN/100C6)=044 et une

amplitude a la transition de 5.8 pm.

Les deux tribosystemes présentent un comportement tribologique sensiblement différents: si
le contact TiN-100C6 est plus ou moins associé a un coefficient de frottement constant avec
un effort tangentiel constant en glissement total, il n’en va pas de méme pour le contact acier-
acier. On note pour ce dernier une sensible diminution du coefficient jusqu’a une valeur de
0.7 des lors que la condition de glissement total est établie. L’usure génére un troisieme corps
plus accommodant qui diminue le coefficient de frottement.

L’autre différence avec le modele porte sur les valeurs de 1’amplitude a la transition. Les
amplitudes théoriques associées aux mémes coefficients de frottement sont respectivement
pour les contacts acier et acier revétu de 9.4 et 4.9 um.

Pourtant, I’observation des cycles confirme bien les transitions définies par la dérivation.
Cette différence provient de la différence qu’il y a entre le déplacement mesuré et celui
réellement imposé dans le contact.

En effet la valeur mesurée integre I’ensemble des accommodations tangentielles de la chaine
de mesure et en particulier la déformation du montage entre les échantillons ainsi que les
échantillons, (Colombié C., 1986).
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TiN / 100C6 HSS /100C6
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Figure 2-12: Analyse différentielle de I’effort tangentiel pour un essai de débattement
variable (Figure 2-11 : ni,=1000 cycles, ny =500 cycles) d’un contact sphere/plan (P=500 N,
Bille 100C6, R*=12.7 mm) contre ( TiN et HSS). La transition est déterminée a partir de la

localisation du minimum de la seconde dérivée.

Cette méthode présente un certain nombre de défauts :

- le traitement des données implique un filtrage numérique difficile a mettre en oeuvre. Cela
suppose en outre, de définir un polyndme d’ordre important afin de pouvoir localiser
correctement la transition. Or, le calcul différentiel est trés sensible aux fluctuations et par
conséquent aux parasites introduits dans la chaine de mesure. Le moindre bruit est amplifié¢ de
sorte que la localisation de la transition peut étre faussée.

- la détermination de la transition n’est pas absolue, elle procede par comparaison des
maxima. Si plusieurs maxima apparaissent suite aux bruits de 1’enregistrement, cette
localisation devient extrémement difficile pour ne pas dire aléatoire.

- puisque I’analyse procéde par comparaison, il est tres difficile de mesurer 1’évolution de la
condition de glissement en fonction du temps et encore moins de la quantifier.

Il importe donc de définir des valeurs seuils permettant d’associer le cycle de fretting a une
condition donnée: glissement partiel ou glissement total, d’autres formulations devront étre
introduites.

Nous utiliserons néanmoins cette approche pour quantifier la cinétique de la variation du
coefficient de frottement en fonction du temps durant des essais de fretting, en particulier lors
de la caractérisation des régimes de glissement (paragraphe 2.5.4).

2.3.2 CRITERE D’ENERGIE - A -

Nous cherchons a quantifier la transition au travers de grandeurs scalaires en définissant
différents ratios caractérisés par des constantes a la transition.

On peut a ce titre évaluer la capacité d’amortissement du contact. K.L.. Johnson des 1955 avait
introduit le taux d’amortissement comme moyen pour quantifier le comportement du contact
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en glissement partiel.
G.a.E
T=—"354
Qs
Ce ratio présente une valeur constante pour les tres faibles amplitudes établie a 0.02, avant de

progresser fortement des lors que 1'on est en glissement total. Effectivement, 1’énergie
augmente alors que la valeur de I’amplitude de I’effort tangentiel reste constante.

(2.32-1)

Si on transpose les relations de Mindlin, on obtient en glissement partiel I’équation suivante :

5/2 3/2
T:i .G.Kl.—t- 6-(1—{1—Ej }—5.{2—Ej-(1—{1—éj } , (2.3.2-2)
5 ¥ at 6t 8t

soit pour un contact homogene,

_ 2 52 3/2
T:M-&- 6-(1-{1-Ej }—5{2—Ej-(1—{1—éj } , (2.3.2-3)
10 Q2 S, S, 8,

3.(2-v)
10
On retrouve bien une constante a la transition comme le laissait supposer 1’analyse de
Johnson. K.L. .Cependant on remarque que cette constante est dépendante du matériau au
travers du coefficient de poisson v. Ce dernier est souvent difficile a déterminer ce qui ne
permet pas une évaluation simple et systématique de la condition de glissement.
Pour s’affranchir du matériau, il est intéressant de reprendre 1’analyse détaillée du formalisme
de Mindlin. Ainsi nous proposons de déterminer le ratio entre 1’énergie dissipée et une énergie
dite totale correspondant a I’énergie dissipée par un systeme équivalent de compliance infinie,
autrement dit, dont la réponse est purement dissipative.

NN

a la transition, nous avons, T, = (2.3.2-4)

Eq Wd

(2.3.2-5)

Ce ratio est schématisé par la Figure 2-13a.
En glissement partiel (8x < §; ), on peut exprimer ce ratio en fonction de I’amplitude par :

_l, St/a* Tedi (1. 5/2 _ B Ay (1 32
A= R (6 (1-(1-8:/8,7) =52 -8/8,)-(1- (1-5./5,) )]
En glissement total (8« > §,), nous avons, A = _%% (2.3.2:6)

Finalement a la transition (8« = §), on détermine une constante indépendante du contact et

des matériaux (Fouvry S. et al. 1994, 1995).
1

Ay :§:02 (2.3.2-7)
Si A < A, il s’agit d’un glissement partiel,

Si A> A, il s’agit d’un glissement total,

Si A= A, nous sommes a la transition.

La Figure 2-13b montre un exemple d’évolution de ce ratio en fonction du débattement lors
d’un essai. On remarque un point anguleux au niveau de la transition soulignant ainsi le
caractere discontinu de I’évolution de I’énergie dissipée lorsque I’on passe en glissement total.
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Facile a mettre en ceuvre, expérimentalement trés stable, ce parametre présente 1’avantage
d’associer a la transition une constante universelle. D’autre part I’évolution de ce ratio est la
plus rapide au niveau de la transition ainsi I’erreur sur la mesure de 1I’amplitude a la transition
sera limitée.

0. QM)
»(Q:, ) 11 :
' T glissement ; glissement
0.8 i partiel : total
06 T o
T+ transition
04T (A=A=02)
T | A(3+/3,)
02 - /AP
0 f T t i t } t |
0 0.5 1 1.5 2

rapport de glissement : 3./9,

(b)

Figure 2-13: Critere d’énergie A : (a) Représentation du critere énergétique vis a vis d’un
cycle de fretting en glissement partiel; (b) Evolution du critére en fonction du rapport de

glissement.

La Figure 2-14 montre les résultats pour un contact HSS/100C6 (R=12.7mm) en faisant varier
I’amplitude imposée comme pour la méthode du débattement variable (Figure 2-11).

On montre que I’évolution du parametre A est qualitativement similaire a la courbe théorique.
Différents cycles sont aussi représentés. On remarque que les cycles de (a) a (e) ayant une
valeur de « A » inférieure a 0.2, présente bien une forme elliptique et que, par contre, le cycle
f avec un ratio de 0.25 est indubitablement en glissement total.

T Q(aN) T Q(daN)
1 T+ 20 + 20 +
i Cde,nu—’ﬂ'~lf\ P a 10 + d 10
bs2® e, B, % . 6 | | 6 % s 16
0.8 T Q* g’ “ T Fala - 20 + Bu(um) -20 Sm(m)
L — i -30 -30 -
P \ ad s
4 iad
0.6 o o "1 QuaN) T QN
| / - T T
i; » . »09/ b 10 + e 10
0.4 + /,F transition AN Eq4 H % s 16 16 o s 1
L v P A= B o] Bm(um) ol Bm(um)
0.2 - 2 _._._.E ........ o0 0
. %
>
r o -0 000 *g’b¢ d ZZ T QdaN) : T QWaN)
0 t } t +— } t } t } t } t } t : c 10 4 f 10
0 2 4 6 8 10 12 14 16 v e LA s 1 s o 1
i 4 A o4 Om(um) 1 Bm(um)
amplitude mesurée du débattement &+, [+/-um
.30 - -30

Figure 2-14 : Caractérisation de la condition de glissement par le parametre A : (P= 250 N,
HSS/100C6, R*=12.7mm). Les cycles Q-dobservés de part et d’autre de la transition (A=0.2)

sont tracés et référencés.
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Ce critere permet donc de distinguer un cycle en glissement total (f) d’un cycle en glissement
partiel (b). Pour les conditions intermédiaires, ce parametre a I’avantage de donner une
information quantifiée. Les cycles (d) et (e) et dans une moindre mesure (c) présentent une
forme tres proche de la condition de transition. L’analyse visuelle ne permet pas de trancher
entre un glissement partiel et un glissement total, mais le ratio A nous donne une information
chiffrée. On estime 1’amplitude de transition a 7.9 um qui est sensiblement différente de la
valeur théorique de 6 um (p, = 0.87 ).

On retrouve la différence observée durant I’analyse différentielle. Effectivement 1’amplitude
mesurée integre non seulement 1I’accommodation du contact mais aussi celle du montage et de
I’interface, (Stowers LF. et al., 1973). On peut a ce titre reprendre les travaux de Thonk A. al.
(1986) et Georges J.M. et al. (1994) ou, par I’étude de la variation de raideur du contact
induite par la présence d’un film adsorbé, il est possible d’en déduire des propriétés
rhéologiques. Dans notre situation, il s’agit d’un contact acier-acier exempt de pollution qui
se rapproche du contact théorique.

Si on trace I’évolution de la compliance mesurée,

C = Cpy(=Qx) = Cy (+Qx) = 2—2 (Figure 2-15) (2.3.2-8)

en fonction du rapport 1/apour différents efforts normaux (Figure 2-15), on retrouve bien une
droite définie par deux grandeurs la pente 0. et le résiduel B . On remarque que la valeur
de la pente o de 5.2 um?N est tres proche de la valeur théorique donnée par Mindlin soit
2.K;/3 qui est égale pour ce contacta 5.0 .

0.05 T 1
QN) _ o ool
300 T < sl m =0c 7 +he
0 : . =522  R2=0948
200 4 (Q..9.) 3 i c .
/ _c _AS =0.03 + Bc = 0.0075 5
100 + m =20 LS) I et
02+ -
I ! I 8 ! I f i § 00 iR .;] O
16 8 4 8 16 Eoo1l.-"
déplacement 3 r<~——5B
5,200 1 mesuré §,, [um] 0 —t
(-Q..-0) 300 0 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005

@) 1/a [um'] ®

Figure 2-15 : Analyse de la compliance du contact; (a): Détermination expérimentale de la

compliance mesurée du contact Cy; (b): Evolution de la compliance mesurée en fonction de

I’inverse du rayon de contact. Chaque point expérimental correspond a la moyenne de trois
essais dépouillés sur 7 cycles (HSS/100C6 , R*=12.7 mm).

Le résiduel BC, indépendant de la dimension du contact, est associé a I’accommodation

tangentielle de la chaine de mesure comprenant les échantillons et le montage utilisé. Cette
valeur Cs=Bc= 0.0075 um/N peut étre utilisée tant que 1’on ne change pas de condition. Pour
un autre montage ou des échantillons différents, il faut de nouveau la déterminer.
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déplacement mesuré

extensometre
d,,(t) B (D)
accommodation
de la partie (a)
|
d(t)
A . S(t) :
déplacement
Q(t imposé aux surfaces
8S(b)(t) :
100C6 HSS accommodation
(R=12.7mm) de la partie (b)
(a) (b)
fixe mobile 85=05p)+052= Cs-Q(1)

Figure 2-16 : Représentation schématique des accommodations tangentielles du test de

Sretting.

Des lors que ’accommodation du systeme est clairement identifiée, nous pouvons intégrer
cette déformation dans le calcul exact de I’accommodation imposée dans le contact. On en
déduit les relations suivantes :

8(t) = Sm(t) - CsQ(t) et O« = 8*m - CsQ* . (2.3.2-9)

Par la suite I’ensemble des résultats expérimentaux seront donnés en tenant compte de
I’accommodation du systeme (montage-échantillons). Cette valeur sera systématiquement
précisée au travers de la constant Cs,

On peut intégrer I’influence du montage sur le calcul du critere d’énergie. Puisque le systeme
est supposé avoir une réponse purement élastique, I’énergie dissipée n’est pas modifiée par
I’accommodation du montage. Par contre, le calcul de 1’énergie totale doit en tenir compte.
Nous obtenons :

Eq4 Eq4

4.Q+.8+  4.Qu.(8syy —Cs.Qs)

L’influence de la compliance du systéme sur la valeur critique a la transition est exprimée par:
1 1

Ay 5 17 C '(Qt/5t) . (23.2-11)

Pour la situation étudi€e Figure 2-17, on déduit une valeur critique de transition A, =0.164

(u=0.87, P=250 N, Cs =0.0075 pum/N). Les cycles (e) et (d) qui paraissaient en glissement

total se trouvent étre au-dessus de la limite. La transition se situe donc entre les cycles (c) et

(d). De méme nous pouvons tracer 1’évolution des variables de glissement une fois intégrée
I’influence du montage (Figure 2-17).

A= (2.3.2-10)

47



CHAPITRE 2 : CONDITIONS DE SOLLICITATION

0 2 4 6 8 10 12 14 16
amplitude de débattement 0x (LLm)

Figure 2-17 : Comportement tribologique du contact HSS/100C6
(R*=12.7 mm, Cs=0.0075 um/N).

On trace I’évolution du contact HSS/100C6 (R=12.7mm) pour deux efforts normaux
respectivement de 250 et 450 Newtons. Les transitions mesurées sans tenir compte de la
compliance du montage sont estimées a 7.9 et 12 pm. En tenant compte de I’accommodation
du systeme, on trouve les transitions respectivement a 5.9 et 8.3 pm.

Compte tenu des incertitudes de mesure de ’ordre de + 0.3 pm, ces valeurs sont tres proches
de celles données par la théorie puisque nous calculons respectivement des transitions a 6.0 et
8.4 um pour les coefficients de frottement correspondants. On superpose 1’ensemble de ces
résultats sur le graphe issu de la représentation normalisée (Figure 2-18).

a P=450N, §=12 um = P=450N,$=8.3 um
1+ +  P=250N,5=7.9um 1T +  P=250N,5=59um
08 T glissement glissement 0.8 7 glissement glissement
T partiel | total T partiel | total _ =°
0.6 T | om 06 T |
04 T | AGSS) 04T | A(B3)
T : théorique T : théorique
0.2 G oo 0.2 g AGEE bt
0 f f f { f I f I 0 f f f { f f f I
0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2
rapport de glissement : 8./9, @ rapport de glissement : 8./9, @

Figure 2-18 : Normalisation de la condition de glissement du contact HSS/100C6 (R*=12.7);
(a): Superposition des résultats sans prise en compte du systeme (Cs=0.0 um/N);

(b): Superposition des résultats avec prise en compte du systeme (Cs=0.0075 um/N).
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Les distributions obtenues pour deux efforts normaux concordent relativement bien avec le
modele tant que 1’on se situe dans le domaine du glissement partiel.

Lorsque le calcul prend I’accommodation du systeme, les résultats expérimentaux se situent
tres légerement au-dessus de la courbe théorique. Cette différence traduit une évolution du
coefficient de frottement local qui est plus faible en glissement partiel dans I’anneau de
glissement qu’a la transition sur I’ensemble du contact (paragraphe 2.5.3).

En glissement total, on observe deux évolutions différentes. Si les résultats obtenus pour le
faible chargement P=250 N correspondent bien au modele, les point obtenus avec le plus fort
chargement (P=450 N) présentent un écart important. Les pressions Hertziennes maximales
sont respectivement de 1628 et 1980 MPa, ce qui correspond en glissement total a des
valeurs maximales du Von Mises calculées en élastique de 2300 et 2850 MPa (u=0.85). Dans
les deux cas, le contact est sollicité en élastoplastique, puisque le niveau de plasticité de
I’acier a outil se situe vers 1800 MPa et celui du 100C6 a 1700 MPa. Néanmoins, le plus fort
chargement va introduire dans le contact une mise en plasticité généralisée. Une partie
importante du déplacement est accommodée par la déformation plastique et le modele de
Mindlin est alors moins facilement transposable.

Le critere d’énergie « A » apparait comme un moyen simple et performant pour définir la
condition de glissement. Nous avons démontré que cette variable associe la transition de
glissement a une constante indépendante des matériaux et du contact en particulier du
coefficient de frottement (A=0.2).

Ce résultat a été validé pour d'autres conditions de contact, en particulier pour le contact
DGEBA/verre (Kharrat M. et al., 1996).

On montre que la correspondance avec les résultats expérimentaux n’est possible que si la
compliance induite par la déformation du montage et des échantillons (systeme) est prise en
compte. D’autre part, puisqu’en aucun cas la compliance du montage ne peut étre négative, on
déduit que, indépendamment de la compliance du montage utilisé :

tout cycle enregistré présentant un ratio A supérieur a 0.2 sera en glissement total.

2.3.3 CRITERE D’OUVERTURE DU CYCLE - B -

Nous venons de montrer que la condition de glissement pouvait étre quantifiée au travers d’un
rapport d’énergie. La normalisation du modele de Mindlin montre que la transition peut aussi
étre définie par un ratio entre I’ouverture du cycle 8, et I'amplitude du débattement dx«. On

définit ainsi le critere d’ouverture de cycle :

8o
B=— (2.3.3-1)
Ox
En glissement partiel (3« < §;), on exprime ce ratio en fonction de I’amplitude :
2/3
R Y TE 1+{1 Ef/z {1 Ej 1 (2.3.3-2)
B 8* St St o
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. 21/ 3
8 /8s
Finalement a la transition (8« = §), on détermine une constante indépendante du contact et
des matériaux (Fouvry S. et al. 1995).

B, =23 -1~026 (2.3.3-4)

En glissement total (8« > §,), nous avons B =1- (2.3.3-3)

SiB < By il s’agit d’un glissement partiel,
SiB > By il s’agit d’un glissement total,
SiB = B nous sommes a la transition.

La Figure 2-19 présente 1’évolution du critere de glissement en fonction de la condition de
glissement. Les mémes remarques énoncées a propos du critere d’énergie sont encore
valables.

0. QM (Q.8) T :
T glissement . glissement
B= 8o 0.8 | partiel : total
O 51 0.6 + . B(5+/5,)
» 8 [um] T  transition :
| t } t t } } 04 T (B=Bt=0.26) :
-5 -2.5 f 2.5 5 | I -
4ar 5 02 + g
5+ © * + !
0 f ; ; f ; ; ; i
0 0.5 1 1.5 2
-10 + .
rapport de glissement : 8./9,
(a) (b)

Figure 2-19 : Critere d’ouverture du cycle B; (a): Représentation du critére de glissement
pour un cycle de fretting en glissement partiel; (b): Evolution du critére en fonction du

rapport de glissement.

Ce critere présente l’avantage d’étre tres stable et de caractériser la transition par une
constante. Comme pour le ratio d’énergies, ce critere est sensible a 1’accommodation du
systéme puisque la valeur de 9« intervient dans le calcul.

L’ouverture qui est mesurée lorsque Q=0, reste a priori indépendante du montage.

On peut a nouveau exprimer la constante de transition en fonction de la compliance du
montage. On obtient :

1
:&:ﬁ.i:(zw_l).m avec C, > 0. (2.2.3-5)
s Nt/ 9t

En comparant les essais précédents de I’acier HSS et la bille 100C6 (R=12.7mm), nous
retrouvons les conclusions précédentes en particulier une tres bonne corrélation au niveau de
la transition (Figure 2-20) ainsi qu’une bonne correspondance avec le modele au travers de la
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représentation adimensionnelle (Figure 2-21).

1 - u=0.87 n=0.82 - Qx

0 2 4 6 8 10 12 14 16
amplitude de débattement 6. [+/-pum]

Figure 2-20 : Evolution du critére de glissement « B »; Détermination des amplitudes de
transition pour deux efforts normaux ( HSS/100C6 (R*=12.7), Cs=0.0075 um/N).

Comme pour le critére A, on observe une trés bonne superposition des résultats tant que 1’on
se trouve glissement partiel. On peut ainsi valider ce critere comme moyen de quantification
de la condition de glissement. En glissement total on retrouve les différences entre les deux
niveaux de chargement.

a P=450N, §=12 um = P=450N,8=8.3 um
1 - ¢ P=250N,8=7.9 ym 1 - ¢ P=250N,8=59um
T B(3./8) 1 B(B*@I)
0.8 + théorique 0.8 + théorique
0.6 + : = . 06 + | s
| I o ) | , a
0.4 + glissement E p glissement 0.4 + glissement : glissement
Fooopartiel & ol fo. pariel g7 ot
0.2 T * 0.2 T Yl
B : T o® n’ﬂ :
0 —t—t—t+——+—+— 0 —t—t—t——t—
0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2
rapport de glissement : 3./3, @ rapport de glissement : 3./3, @

Figure 2-21 : Normalisation de la condition de glissement du contact HSS/100C6 (R*=12.7);
(a): Superposition des résultats sans prise en compte du systeme (Cs=0.0 um/N);

(b): Superposition des résultats avec prise en compte du systeme (Cs=0.0075 um/N).
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Finalement, nous pouvons étendre 1’axiome du critere d’énergie a savoir :

tout cycle enregistré présentant un critere de glissement B supérieur a 0.26 est en
glissement total.

Ce résultat est tout a fait cohérent avec I’analyse expérimentale de Mohrbacker H. et al (1995)
qui observe une transition en glissement total des que ce ratio est supérieur a 0.3 .

2.3.4 CRITERE INDEPENDANT DU MONTAGE - C -

Le critere d’énergie (A) et de glissement (B) au demeurant tres stables présentent néanmoins
le désavantage d’étre fonction de 1’accommodation du montage et nécessitent de calculer la
compliance du systéme Cs . Des variables enregistrées, seules les grandeurs §,etE4 sont a

priori indépendantes de I’accommodation tangentielle du montage. On propose donc un
nouveau rapport d’énergie entre I’énergie dissipée E; et I’équivalent d’une énergie associée a

I’ouverture du cycle : Eg, =4-9, - Q.
On définit alors le critere indépendant du montage « C » :

A Ey Ey 1 (Eq/E)
B

C=—~= - - .
Ego  4.8,.Q¢ 5023 -1) (Qu/Q)-(8/5()

(2.3.4-1)

La représentation du critere et son évolution en fonction du glissement sont représentées dans
la Figure 2-22a.

- En glissement partiel 6« <9, (8, <O, ), on peut exprimer ce ratio en fonction de
I’amplitude :

ol . .6-(1—(1—6*/6t)5/2)—5-(2—6*/6t)-(1—(1—6*/6t)3/2)
(55 21/3 .(1+(1—8*/&)3/2)2/3 —(1-8+/8,) -1
(2.342)

- En glissement total &« > d;, (8, > &, ), nous avons :
75 8.8, 4232

(2.34-3)

- Finalement a la transition (8« = §;), (8, = 8, ), on détermine une constante indépendante
du contact et des matériaux.

C ) =~ 0.77 (2.3.4-4)

B 5(2V3 -1

SiC < Cqil s’agit d’un glissement partiel,
SiC > C; il s’agit d’un glissement total,
SiC = C; nous sommes a la transition.

Puisque la variable C est par définition indépendante de la compliance du montage, la
corrélation avec les résultats expérimentaux ne nécessite pas la prise en compte de la
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constante Cs .

glissement glissement
1+ partiel : total
0.8 £ o oo e
0.6 T transition
T C(S*/St) E (C=C=0.77)
04 + :
0.2 T 5
0 —
0 0.5 1 1.5 2

rapport de glissement : 8./5,

(b)

Figure 2-22 : Critere de glissement C; (a): Représentation du critére énergétique vis-a-vis

d’un cycle de fretting en glissement partiel; (b): Evolution du critére en fonction du rapport

de glissement.

Nous déterminons ainsi le cycle correspondant a la frontiere de glissement (Figure 2-23). Sans
méme définir la compliance du montage on peut clairement identifier les cycles en glissement

partiel des cycles en glissement total.

1__

transition
1 e fo o K . AR
0.8 T .. ‘.Q_’._f ____________________________ _
1 ”o EC
*
0.6 1 .« * . !
T M A E
04 + C=r =2t
. B o
0.2 T
0 4+
0 2 4 6 8 10 12 14 16

amplitude du débattement 9. [+/- um]

Figure 2-23 : Evolution du parameétre « C » en fonction du débattement : (P= 250 N,
HSS/100C6 (R*=12.7mm), Cs=0.0 um/N). Les cycles Q-0 observés de part et d’autre de la

transition (A=0.2) correspondent a ceux de la Figure 2-17 .

En comparant les résultats pour un effort normal de 250 N, on confirme que la transition se
situe entre le cycle (c) et (d)) et que par contre, les cycles (d) et (e) sont bien en glissement
total. Ces résultats sont cohérents avec ceux donnés par les criteres A et B une fois que

I’accommodation tangentielle du montage est prise en compte.
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On peut donc postuler qu’indépendamment du montage :

tout cycle présentant un ratio C supérieur a C; est en glissement total

et inversement,

tout cycle présentant un ratio C inférieur a C; est en glissement partiel.

Ayant pris en compte I’accommodation du montage pour définir I’amplitude a la transition,

on peut superposer les différents résultats et les comparer a la représentation normalisée du
critere.

T transition

08 + .. .. ... & Ll courbe théorique de C
1 - :

06+ L. |
1 o e ; =  P=450N, §=8.3 ym

0.4 1T glissement . glissement + P=250N, =59 um
T partiel : total

02 +— :

0 —t—t—t—+—+—+—

0 0.5 1 1.5 2

rapport de glissement : 8./9,

Figure 2-24 : Normalisation de la condition de glissement du contact HSS/100C6 (R*=12.7)

par la variable B avec prise en compte de I’accommodation du systeme (Cs=0.0075 um/N).

Les distributions des deux efforts normaux se superposent bien, on note en particulier que
I’axiome définissant la condition de glissement est bien vérifié puisque tous les cycles
présentant un rapport de glissement inférieur a 1 (en glissement partiel) sont en dessous de la
limite. La correspondance entre les résultats expérimentaux et le modele, quoique
satisfaisante, est loin d’étre aussi bonne que celle obtenue par les criteres A et B, on observe
une importante dispersion pour les faibles amplitudes. Aussi pour plus complétement
exploiter ce ratio, il faudrait envisager I’utilisation d’un appareillage beaucoup plus précis
pour I’acquisition du cycle de fretting.

2.3.5 COMPARAISON DES CRITERES

L’analyse détaillée du formalisme de Mindlin nous a permis d’extraire un certain nombre de
parametres permettant de quantifier la condition de glissement qui jusqu’a présent était
estimée qualitativement par visualisation du cycle.

Le Tableau 2-1 résume le principe du calcul de chacun des parametres.

Contrairement au calcul différentiel, les criteres A,B,C présentent une constante a la transition
et sont moins sensibles aux fluctuations induites par le bruit de I’enregistrement. Cependant
nous avons montré que les variables A et B dépendent de I’accommodation tangentielle du
montage. Ainsi le critere C apparait comme le plus adéquat en théorie pour caractériser le
comportement tribologique du contact. Il ’est effectivement pour définir la transition, mais
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présente en contre partie une incertitude importante. Aussi, son exploitation nécessite
I’utilisation d’un montage ayant une tres bonne résolution.

On explique la différence de stabilité entre les variables A, B et C par le simple calcul des
incertitudes relatives. On montre que I’incertitude sur la valeur de C est deux fois supérieure a
celle des criteres A et B. Tenant compte des caractéristiques de 1’appareillage utilisé et des
conditions imposées, on déduit une incertitude sur les criteres A et B de I’ordre de 5%.

Nom Expression Représentation Valeur ala  Dépend dela  Résolution
transition compliance
500 % Cs
Calcul différentiel sur X~ dX d°X d2x Mauvaise
3 0 max 3 Non (traitement
X €[Qx.80,Eq] dd: d3. o 20 dd- numérique)
8. [+/-um]
-500! X
2
® Q
Ed Ed Et C
Critére d'énergie: "A" ZE 5 ( X:‘itgge) Oui Trés bonne
Q
) & Constante Bonne
Critére d’ ouverture du B=_"> ﬂ Oui
cycle: "B" B Z; 5 5 (B;=026) (3,)
B Eq q =
Critére indépendant c=—4 Constante Non Moyenne
du montage: "C" Eqo 5 (G;=0.77) (8,Eqg)

Tableau 2-1 : Récapitulatif décrivant les critéres de transition.

En réalité, le choix d’un critere n’est pas exclusif, pour mieux appréhender la condition de
glissement, il est préférable de les utiliser simultanément (Figure 2-25). La combinaison de
ces variables permet de s’affranchir de certains artefacts et de mieux définir la transition
(Fouvry et al. 1994, 1995).
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( Criteére d’énergie "A" A

Criteres de glissement ] (A=02) a
Ed Ey I <7 E,
A% 1 T
force tangentielle t -
Q(N) . . .
E, amplitudes S A<A glissement partiel Y,
(8.,Q.)
Z (Critére d’ouverture du cycle "B”\
E, Ego (B,=0.26)
14 Qs
' _%
déplacement B+ S 5
« 8 (um) N si B<B, glissement partiel Y,
2.3
© ( Critére indépendant du h

cycle de fretting en

glissement partiel montage "C" (€, =0.77)

Q
o B gt
Edo #]& 8

si C<C, glissement partiel

- /

Figure 2-25: Identification de la condition de glissement par I’analyse combinée des

différents criteres de glissement A - B - C.
2.4 CARTE DE SOLLICITATION LOCALE

Nous avons vu que la condition de sollicitation pouvait étre quantifiée a 1’aide de courbes
maitresses. Illustrée au travers des parametres A-B-C, cette approche permet de définir de
facon synthétique la condition de glissement.

Ce type de représentation, trés intéressante sur le plan théorique, reste néanmoins difficile a
mettre en ceuvre. Pour conduire 1’étude expérimentale, il est plus commode de faire varier les
parametres directement controlables tels que I’amplitude du débattement mesuré Ju«,,

I’amplitude de I’effort tangentiel Qs et ’effort normal P. Ainsi, de nombreux travaux

Vingsbo O. et al. (1988), Vincent L. et al. (1992) représentent 1’évolution des conditions de
glissement dans un plan avec en abscisse 1I’amplitude du débattement et en ordonnée 1’effort
normal appliqué (Jx, P).

Le tracé dans ce graphe de la frontiere entre la condition de glissement partiel et la condition
de glissement total, permet 1’établissement de la Carte de Sollicitations Locales (CSL). Nous
allons montrer que la formalisation des approches « cartes » a partir du modele de Mindlin est
justifiée.

2.4.1 MODELISATION : INFLUENCE DES PARAMETRES DU CONTACT
Contrairement aux courbes maitresses, la frontiere définissant la transition dans le plan (s,

P) dépend des matériaux, de la géométrie du contact, du coefficient de frottement et bien siir
de la compliance du montage.
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1000 + glissement glissement
partiel total
z
(oW}
()
=
& 500 Tt
=
)
=
Y
2
S
zone zone glissante
collée
0 f f f f f i
0 10 20 30

amplitude de débattement J. (um)

Figure 2-26 : Représentation schématique d’une carte de sollicitation exprimée pour un cycle
donné. Le domaine du glissement partiel se différentie de celui du glissement total par la
présence d’une zone collée dans le contact et d’un cycle elliptique. Cette carte est

généralement tracée sans prendre en compte I’accommodation du montage.

Définie pour un cycle donné, la transition entre les deux conditions de glissement est
abusivement représentée par une droite comme présenté par la Figure 2-26.

Cette carte présente I’avantage de donner une vue synthétique des sollicitations imposées dans
le contact en fonction des deux principaux parametres effort normal et débattement. D’ autres
représentations faisant intervenir la fréquence au travers d’un troisitme axe, ont été
proposées. Ces représentations restent néanmoins difficiles a appréhender puisque nécessitant
une vue en trois dimensions Vingsbo O. et al. (1993).

En reprenant les relations de Mindlin R.D. nous pouvons exprimer les conditions définissant
la transition de glissement tel que :

1/2 1/3

P (a*j?)/z ( 3.R* j/ L. ts P2/3 K (— *j/ (2.4.1-1)

= . Oou reciproquement =Mt . . . Gol-
¢ ut 4.E*.K13 p q ¢ ¢ ! 3R*

Enfin, on peut tout aussi bien exprimer la transition en fonction du maximum de pression
Hertzienne :

*

1/2
Pot n® K¢ KR

On note que I’amplitude de transition est une fonction linéaire du coefficient de frottement a
la transition [, et une fonction de P a la puissance 2/3.

La Figure 2-27a présente 1’évolution de la transition pour différents coefficients de frottement,
illustrant ainsi ’extension du domaine de glissement partiel en fonction de I’augmentation du
coefficient de frottement. De méme la Figure 2-27b représente 1’évolution de la frontiere en
fonction du rayon de la sphere ou I’augmentation de celui-ci tend a réduire le domaine du
glissement partiel.
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coefficient de frottement influence du rayon de la sphére

a la transition : p, R* (mm)
04 05 06 0708 09 1 300 50 12.7 10 5
600 T 600 T
t domaine de " (G.P)
Z' 500 1 glissement Z 500 T
: partiel : T
o 400 + (G.P) . 400 T «@Eﬂ
= r domaine de = T
% 300 T glissement % 300 1
a total a
200 ~ 200 T
3 I (G.T) 8 I (G.T)
< 100 - < 100 T
0 +*+—F————t——t+—+—+—+—+—+ 0 +—+—"F—F—t—+—t—— 1
0 2 4 6 8 10 12 14 0 2 4 6 8 10 12 14
amplitude de débattement 3. (um) amplitude de débattement 8. (um)
(a) (b)

Figure 2-27 :Evolution des frontieres de glissement; (a): En fonction du coefficient de
frottement a la transition (R*=12.7 mm); (b): En fonction du rayon de la sphere (u;=0.8)
(calculs réalisés pour le contact HSS/100C6).

Comme pour I’analyse des variables de transition, on peut normaliser les frontieres et réduire

P

((3R7) /(4" k)"

D’autre part il est aussi possible d’intégrer 1’accommodation tangentielle du montage au
travers de la compliance du montage Cs,

3/2
)
I’effort normal tel que : = (—*j (Figure 2-28) (2.4.1-2)

L

49"
8 =11, - P2/3-K1-(FJ +Cg-P|. (24.1-3)

On note que la relation de proportionnalité avec le coefficient de frottement est conservée.
D’autre part si on superpose les déformations du montage a celle du contact HSS/100C6 on
obtient une courbe plus rectiligne que le modele de Mindlin (Figure 2-28).

Ceci justifie en partie 1’approximation d’une droite jusqu’a présent employée pour représenter
la transition.
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Figure 2-28 : (a): Evolution normalisée de la transition en fonction du débattement pour

différents coefficients de frottement, (b): Influence de I’accommodation tangentielle du

systeme sur le tracé de la frontiere de transition du contact HSS/100C6 (R*=12.7 mm, u,=1).

(G.P: Glissement Partiel, G.T : Glissement total)

2.4.2 ANALYSE EXPERIMENTALE : INFLUENCE DE L’EFFORT NORMAL

Tenant compte de ’accommodation du montage, on compare le modele aux résultats
expérimentaux du contact HSS/100C6. Les points expérimentaux sont obtenus a partir de

I’analyse combinée des criteres A-B-C.

transitions théoriques
u=08 p=09 p=1
0.86

domaine de

glissement
total
(G.'D)

coefficient de frottement
mesuré a la transition

600 T domaine de
~ 500 1 |elissement
Z | partiel
A~ 400 (G.P)

o 1
=

é 300 T
g 1
S 200 T
o 1
<100 -

0 T T T T T
0 2 4

6 8 10

amplitude de débattement J. (um)

Figure 2-29 : Carte de sollicitation locale du contact HSS/100C6 (R*=12.7) (Méthode du
débattement variable, Cs=0.0075 um/N)
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On observe une bonne corrélation avec le modele tant que 1’effort normal reste inférieur a 450
Newtons. Au dela, on note que 1’amplitude mesurée est sensiblement supérieure a la valeur
calculée. On quantifie cette différence sur le graphe de la Figure 2-30, ou I’écart entre les
valeurs théoriques et expérimentales est représenté en fonction de la pression Hertzienne
maximale. L’influence du chargement sur la transition est clairement mise en évidence. Au
dessus d’une pression limite, le contact est soumis a une déformation plastique importante, le
modele élastique de Mindlin ne peut plus étre appliqué. L’amplitude a la transition mesurée
correspond a I’association de 1’accommodation élastique de I’accommodation plastique. Cette
évolution, tres brutale, est associée a un seuil établi pour une pression maximale de Hertz de
2020 MPa.

2 _
= - [
§_ 15+ domaine de validité I
~ de l'approximation élastique : .
- i du modéle de Mindlin Y.
5 17 |
2 | comportement
= incertitude de mesure (0.3 um) I élastoplastique
F 051 : marqué
< A 4
= S
L | ..
< S, " ____f______________'_l_a_r_g‘?r_n_e_“_t_hff‘ft?
[
-0.5 —ttt——t—t—t—————

1000 1200 1400 1600 1800 2000 2200 2400
pression maximale de Hertz p, (MPa)

Figure 2-30: Evaluation de la différence entre le modeéle et les résultats expérimentaux du

contact HSS/100C6 (R*=12.7 mm) en fonction de la pression appliquée.

N

La contrainte équivalente de Von Mises associée a ce seuil est estimée a 2900 MPa
(approximation élastique de Hamilton G.M., 1983). La valeur maximale du contact est donc
tres au dela des seuils de plasticit¢ des matériaux étudiés oy (HSS) = 1800 MPaet

oy (100C6) = 1600 MPa .

Il semble donc que le seuil de chargement caractérisant une déviation avec le modele de
Mindlin se situe sensiblement au dessus de la limite élastique des matériaux .
On peut expliquer cette différence de plusieurs manieres :

- La comparaison entre la valeur plastique macroscopique oy (100C6)et celle imposée

localement dans le contact est abusive. Le tres petit volume de matiere qui est sollicité dans le
contact peut présenter des caractéristiques plastiques tres supérieures a celles déduite d’une
mesure macroscopique.

- le chargement cyclique du fretting va engendrer un écrouissage des matériaux qui est
susceptible d’augmenter trés fortement leurs caractéristiques mécaniques. Dans ce cas, il est
préférable de considérer le seuil d’accommodation plastique des matériaux métalliques par
exemple la limite du comportement Rochet (Lemaitre J. Chaboche JL., 1985) plutdt que la
limite élastique oy établie par un simple essai de traction ou de compression.

- on peut aussi évaluer le niveau des déformations mises en jeu. La valeur 6y caractérise le
comportement plastique sous faibles déformations plastiques, alors que 1’écart observé vis-a-
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vis de I’approche de Mindlin correspond plut6t a des phénomenes de grandes déformations.
Une telle analyse implique un calcul élastoplastique complexe (calcul éléments finis) que
nous n’avons pas traité dans ce travail.

24.3 COMPORTEMENT D’UN SYSTEME REVETU: INFLUENCE DU

COEFFICIENT DE FROTTEMENT

On mesure I'influence sur la réponse du contact d’un dépot mince de TiN (3 pm) déposé sur
le méme substrat d’acier rapide (HSS BAM), pour des sollicitations équivalentes (Figure
2.31). On remarque que le contact étudié présente une raideur de contact tres légerement
supérieure a celle mesurée pour le contact non revétu. Cependant a 1’échelle de nos mesures,
ce dépdt dont I'épaisseur reste inférieure a 2 % de la largeur du contact, ne modifie
pratiquement pas la réponse élastique globale du contact (Gupka P.K et al. 1974, King R.B. et
al. 1987). La différence vient essentiellement de la variation du coefficient de frottement.
Comme pour I’étude sur I’acier non revétu, tous les essais ont été réalisés sur un méme
échantillon, on détermine une compliance tangentielle du systeéme de 0.006 um/N.

0.05 T 1 600
2 1 Cm=ac'g+BC 1
T Z 5001
z 0047 o =51 % I
= 400
(£ 003 T B = 0.006 2 T
o - _ L £ 300
% 002 + R2=0.98 /,n"’"" o ;g i
= B g 2007
g 001 T -7 £ 1001
8 re— Bc 1

o +—+—+—+—+—+—+—+— o *-+—+—+—+—+—+—+—+——+—+—+—+—+

0 0.001 0.002 0.003 0.004 0 2 4 6 8 10 12 14

1/a (um™) amplitude de débattement J. (um)
(a) (b)

Figure 2-31 : Comportement du contact revétu (TiN-HSS), (a): Evaluation de la raideur
expérimentale Pc et Oc de la compliance du montage HSS-TiN/100C6 (R*=12.7 mm);
(b): Comportement du substrat et du dépot TiN vis-a-vis du modéle ; W HSS/100C6
(R*=12.7mm, Cs = 0.0075 um/N); O HSS-TiN/100C6 (R*=12.7 mm, C; = 0.006 um/N).

On peut des lors, comparer les différents résultats expérimentaux avec le modele de Mindlin
(Figure 2-31b). Ce dernier donne une trés bonne estimation, les transitions du contact
TiN/100C6 sont comprises entre les courbes définies par un coefficient de frottement de 0.4 et
0.5.

La différence de transition entre le contact revétu et non revétu est directement associée a la
valeur du coefficient de frottement a la transition comme le suggere le modele. Le coefficient
a la transition pour un contact TiN-100C6 est de ’ordre de 0.4 a 0.5, alors que celui du
contact HSS-100C6 se situe entre 0.8 et 1. Le rapport de proportionnalité entre 1’amplitude de
transition et le coefficient de frottement est donc bien conservé.
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En revanche, pour les forts chargements, on ne retrouve pas la différence avec le modele qui
était observée pour le contact non revétu. La présence du revétement TiN limite les
déformations plastiques, en raison de propriétés superficielles supérieures, mais aussi par une
diminution du coefficient de frottement et indirectement des sollicitations.

La Figure 2-32 représente I’enveloppe du Von Mises imposé en surface suivant I’axe médian
de glissement X durant un cycle de Fretting. Deux coefficients de frottement, représentatifs
des contacts 1=0.9 (non revétu) et u=0.45 (revétu) sont comparés. Les deux distributions
présentent des allures similaires avec un maximum treés peu marqué en bordure de contact et
une valeur pratiquement constante dans tout le contact.

On observe une amplitude des sollicitations pratiquement proportionnelle aux coefficients de
frottements.
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Max (6,(Von Mises) /
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2
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‘ T du modele de Mindlin
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B —-p-

_____________ - SNttt
in o _o- g
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T o100 b,
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axe médian du contact (X=x/a,Y=7=0) force normale appliquée P (MPa)
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Figure 2-32 : Influence du revétement sur le niveau de sollicitation (coefficient de
frottement); (a): Distribution de I’enveloppe du Von Mises suivant [’axe médian X durant un
cycle a la transition; (b): Comparaison des niveaux de sollicitation a la transition (R*=12.7
mm).

Il s’agit bien slir de valeurs données a titre indicatif, les contraintes sont simplement
déterminées a partir des approximations élastiques.

Ce type de comparaison permet néanmoins de comparer les différents tribosystemes. La
Figure 2-32b montre que le revétement diminuant fortement les sollicitations dans le contact
prévient d’une plastification généralisée du contact. On explique ainsi la validation du modele
de Mindlin méme pour des efforts normaux importants.

Toutefois le tres grand écart entre la limite de plasticité des matériaux et la valeur associée a
la mise en évidence expérimentale d’un décalage avec le modele de Mindlin est encore
observé.

On peut invoquer les hypotheses précédemment présentées dans 1’étude du contact homogene.

Cependant 1’écart vis-a-vis du modele de Mindlin, implique une déformation plastique
généralisée de tout le contact. Celle-ci apparaitra lorsque tout le contact sera plastifié. Aussi
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est il préférable de reconsidérer le probleme en terme de minima plutdt qu’en terme de
maxima des sollicitations.

On suppose donc que la mise en plasticité généralisée du contact apparaitra lorsque le Von
Mises présentera un minimum dans le contact supérieur a un certain seuil.

Nous avons montré qu’a la transition, la distribution du Von Mises est homogene, en
glissement partiel ce n’est plus le cas (Figure 2-33). Si le maximum est toujours observé en
bordure, un minimum apparait au centre. L’écart entre les deux valeurs augmente fortement
avec ’extension de la zone collée.

On considere le cas limite du domaine de glissement partiel, par exemple, un cycle qui se
situe pratiquement a la transition avec un rapport c/a de 0.2 correspondant a un ratio A de
0.176. Ce choix se justifie expérimentalement car ce cycle, tres instable tend rapidement vers
le glissement total (écart avec I’amplitude a la transition tres faible (<5%)).

En comparant les minima de I’enveloppe du Von Mises définis pour cette condition, on
remarque que cette valeur est dans le domaine élastique pour le contact revétu et tres
légerement élastoplastique pour le contact HSS/100C6. La différence avec les limites de
plasticité des matériaux (Cvy ) est considérablement diminuée.

Max (Ge(Von Mises) / PO) Min(c,) (MPa) ( 1xI=0)
minimum du contact (k=0.2)
.
k=02 k=0.4 4000 —
u=0.9 k=0.6 1 [ domaine élastoplastique |
: 1 limite expérimentale
3000 du modele de Mindlin HSS/100C6
20007 T limite delasticté (G,=1600 MPa)_
n M
. 1000 + HSS-TiN/100C6
minimum 3
centre du contact T 1 1 !
f ; f ; ————— y i 0 t } t } t } t
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axe médian du contact (X=x/a,Y=7=0) force normale appliquée P (MPa)
(a) (b)

Figure 2-33: (a): Enveloppes du Von Mises pour différentes conditions de glissement partiel;
(b): Comparaison des minima du Von Mises pour un contact en glissement partiel avant la
mise en glissement total : (R*=12.7mm, k=0.2, A=0.176).

On peut supposer que le seuil de validité du modele élastique de Mindlin sera franchi lorsque
la zone collée du cycle proche de la transition (c/a=0.2) sera soumise a une plasticité
importante donnant lieu a une déformation plastique généralisée dans 1’ensemble du contact.
Des études complémentaires, utilisant un appareillage d’une plus grande précision, pourraient
affiner ces premicres observations et mieux quantifier la limite expérimentale du modele de
Mindlin.
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2.4.4 CONCLUSIONS

Nous avons montré que modele de Mindlin permet d’identifier de facon treés satisfaisante la
transition entre la condition de glissement partiel et de glissement total.

On peut par exemple quantifier et formaliser I’influence du coefficient de frottement et la
géométrie du contact au travers de Cartes Théoriques de Sollicitation Locale. Il importe
néanmoins de prendre en compte les deux facteurs importants que sont 1’accommodation
tangentielle du montage, quantifiée au travers de la variable Cg , et surtout le niveau de
sollicitation, estimé a partir de la distribution de la contrainte équivalente de Von Mises.

En posant le probleme expérimental de I’influence du niveau de chargement et du coefficient
de frottement sur la distribution des conditions de sollicitation, nous avons établi les limites
du modele de Mindlin et surtout développé une méthodologie pour quantifier la condition de
glissement en y associant le concept de carte de sollicitation.

2.5 EVOLUTION DE LA CONDITION DE GLISSEMENT EN FONCTION DU
TEMPS : NOTION DE REGIME DE GLISSEMENT

L’analyse de la condition de glissement est définie pour un cycle donné, en général le cycle
stabilisé obtenu apres quelques centaines de cycles. Aussi, cette notion ne permet pas de
définir I’évolution du contact durant un essai ce qui est pourtant essentiel dans ’analyse des
dégradations ou I’historique du chargement doit étre considéré.

2.5.1 DEFINITION DES REGIMES DE GLISSEMENT

Cet aspect a été analysé par Colombié C. (1986) , et la notion de condition de glissement a
été complétée par le concept de régime qui prend en compte I’évolution de la condition en
fonction du temps.

On définie ainsi les évolutions de la condition de glissement par trois régimes différents :

Régime de Glissement Partiel (R.G.P): la condition de glissement partiel est toujours
observée.

Régime de Glissement Total (R.G.T) : la condition de glissement total est toujours maintenue.
Régime de Glissement Mixte (R.G.M) : on observe durant I’essai une évolution d’une
condition vers une autre.

Ces évolutions sont facilement appréhendées au travers du tracé des biiches de frottement

(Colombié C., 1986) dans lesquelles on représente les cycles de fretting Q-0 en fonction du
nombre de cycles suivant une échelle logarithmique (Figure 2-34).
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régime de glissement régime de glissement régime de glissement
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Figure 2-34 : Evolution de la condition de glissement en fonction du temps, illustration des

différents régimes.

Le choix de cette échelle est essentiellement li€ a la rapidité de I’évolution en début d’essai.
Comme pour la condition de glissement, pour chacun des tribosystemes étudi€s, on établit
dans le plan P-3- les différents domaines de répartition de chacun des régimes. On trace alors
la Carte de Régime de Sollicitation Locale (CRSL) déterminée pour des essais d’une durée
fixée.
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Figure 2-35 : Illustration des régimes de glissement : schématisation de la carte de régime
de sollicitation locale ( C.R.S.L) : R.G.P : régime de glissement partiel, RG.M : régime de

glissement mixte, R.G.T : régime de glissement total.

Une fois encore, I’identification des régimes est obtenue qualitativement puisqu’elle implique
I’observation des biiches et une analyse cycle par cycle lorsqu’une transition n’apparait pas de
facon évidente.
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2.5.2 FORMALISATION DU CONCEPT DE REGIME DE GLISSEMENT

La prise en compte de 1’aspect temporel de la condition de glissement nous conduit tout
naturellement a définir les criteres A(n), B(n) et D(n). Ces variables permettent de quantifier
I’évolution des criteres de glissement en fonction du temps. Ainsi nous pouvons formaliser le
concept de régime défini pour un essai de durée N cycles de la facon suivante.

Régime de glissement partiel : si quel que soit le cycle n de I’essai (ne [1,N]), on a

A(n) <Ay, B(n) <B; et C(n) < C, alors on est en régime de glissement partiel.

Régime de glissement total : si quel que soit le cycle n de I'essai (ne[l,N]), on a

A(n) > Ay, B(n) > B, et C(n) > C; alors on est en régime de glissement total.

Régime de glissement mixte : il existe un cycle nde I’essai (n [1,N - 1] ), tel que 'on a
(A(n)-A,)-(A(n+1)-A,)<0,
(B(n)-B):(B(n+1)-B,)<0 ,

(B(n)-B)-(B(n+1)-B,)<0, (2.5.2-1)
alors on est en régime de glissement mixte.

La Figure 2-36 illustre les différents régimes rencontrés, ou, par la simple comparaison du
critere d’énergie A(n) vis-a-vis de la valeur critere Ay, il devient possible de définir le régime.
On peut en outre étudier la cinétique de I’évolution d’une condition vers une autre (Fouvry S.
et al., 1994).
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Figure 2-36 : Identification des différents régimes par le tracé de I’évolution du paramétre
A(n) (HSS/100C6 (R*=12.7 mm), P=300 N, C;=0.006 um/N) .

Cette définition est générale, et on peut I’appliquer quel que soit le parametre variant durant
I’essai, I’effort normal, I’amplitude du débattement ou le coefficient de frottement. L’analyse
des régimes est aussi améliorée par 1’étude simultanée des variations de A(n), B(n) et C(n).
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2.5.3 ANALYSE TRIBOLOGIQUE DES REGIMES : EVOLUTION DU COEFFICIENT
DE FROTTEMENT

Nous étudions le cas singulier ou le contact évolue alors que 1I’effort normal et I’amplitude du
débattement sont maintenus constants. Durant I’essai, 1’évolution du coefficient de frottement
représentatif des modifications de I’interface, déplace la frontiere et permet le basculement
d’une condition de glissement vers une autre. Il est donc essentiel d’étudier le comportement
tribologique des contacts pour chacun des régimes. Nous analysons le contact Acier
HSS/100C6 pour un effort normal constant P=300N, durant 5000 Cycles et différentes
amplitudes.

2.5.3.1 REGIME DE GLISSEMENT PARTIEL

Sur la méme courbe on représente 1’évolution du rapport des forces, et celle du critere

) , Qx(n) Eq(n)
d’ A: f(n)=———et A(n)=———.
énergie (n) P et A(n) ()

Afin de permettre une analyse différentielle pour mesurer la cinétique de 1’évolution des
variables «f» et « A», pour chacune des courbes expérimentales, on extrait la forme
polynomiale correspondante.

(2.5.3-1)

1.0 T
0.8 T
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Figure 2-37 : Evolution des rapports f et A pour un contact en régime de glissement partiel
R.G.P (HSS/100C6 (R=12.7mm), C3=0.006 um/N, 8+, =2.30um, P=300N)

( oo :résultats expérimentaux, — : approximation polynomiale)

On remarque sur la Figure 2-37 que la force tangentielle reste tres faible sans présenter
d’évolution significative. Cette stabilit¢é du comportement est aussi observée sur le plan
dissipatif puisque le critere A reste inférieur 2 0.2 .

En dépit d’un bruit relatif important pour ces faibles amplitudes, les polyndmes représentatifs
des évolutions permettent de mettre en évidence certaines variations.

Des évolutions sont observées dans les tout premiers cycles, le rapport f augmente tres
légerement de 0.25 a 0.3, et dans le méme temps la variable A décroit de 0.13 a 0.05 en
seulement 20 cycles. Par la suite, on note une diminution tres faible de cette variable avant
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stabilisation a environ 0.03 .

Cette tendance peut se justifier par une augmentation du coefficient de frottement dans
I’anneau de glissement qui, en raidissant le contact, va diminuer le caractere dissipatif de la
sollicitation (A).

Figure 2-38 : Micrographie de la structure du contact en régime de glissement partiel.

L’observation du facies (Figure 2-38) montre que le contact présente une zone centrale sans
aucune rayure indicatrice d’'une mise en glissement entre les surfaces. Sur les bords externes
on retrouve la zone de glissement telle que la prédit I’approche de Mindlin.

L’interface entre la zone collée et I’anneau de glissement laisse apparaitre une fine zone de
transition ou l’on pergoit quelques rayures. En associant 1’observation du facies avec
I’évolution des variables A(n) et f(n) sur les premiers cycles, on montre que le coefficient
local initial (Wy;p; ) plus faible, correspond a une zone collée centrale plus réduite. Tres
rapidement, les interactions entre les surfaces qui augmentent le coefficient de frottement
local, engendrent I’extension du domaine collé jusqu’au rayon associé a la stabilisation de la
structure (Figure 2-39). Ainsi ce domaine intermédiaire nous donne une image conservée des
premires mises en glissement et interactions entre les surfaces « enfouies » sous la zone
collée.

zone collée frontiere initiale de frontiere stabilisée de
initiale la zone de glissement la zone de glissement

ML init. < ML stab.
zone glissante initiale zone glissante stablilisée

contact au premier cycle contact apres stabilisation

Figure 2-39 : Evolution de la structure du contact en régime de glissement partiel.
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Meéme pour ces tres petits débattements, on a bien localement une évolution de la structure du
contact au cours de I’essai. Cependant, le débattement imposé est suffisamment faible pour ne
pas permettre une mise en glissement total.

2.5.3.2 REGIME DE GLISSEMENT TOTAL

Le contact en glissement total, ou quelque soit le cycle, le critere A reste supérieur a 0.2 est
illustré dans la Figure 2-40.
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Figure 2-40 : Evolution des rapports f et A pour un contact en régime de glissement total
R.G.T (HSS/100C6 R=12.7mm, Cs=0.006 um/N, 8:x,,=10.6 um, P=300N)

( oo :résultats expérimentaux, — : approximation polynomiale)

On remarque que les évolutions de f et A présentent des comportements symétriques inverses,
avec la mise en évidence de trois phases successives. Le plus faible coefficient est mesuré au
premier cycle, il est de I’ordre de 0.25. Parallelement le contact présente le comportement le
plus dissipatif puisque le ratio A est établi a 0.8 (phase 1).

Figure 2-41 : Surface du contact en régime de glissement total apres élimination des débris

(5000 cycles).
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Le coefficient de frottement (f) augmente tres rapidement et atteint un maximum de ’ordre de
0.9 (phase 2) apres seulement 1000 cycles. Cette valeur, tres proche de la valeur établie a la
transition, correspond a un maximum d’interaction entre les surfaces. A ce stade,
I’observation micrographique du contact indique la présence de larges transferts et de
nombreuses rayures brillantes caractéristiques des contacts métal-métal (Figure 2-41). Tres
peu de débris pulvérulents sont observés que ce soit sur la bille ou sur le plan.
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Figure 2-42 : Evolution du cycle entre la phase 1 et la phase 2 : I’augmentation du coefficient

de frottement fait diminuer la variable A (P, 0. : constants).

Ces contacts, tres adhérents, induisent de fortes interactions entre les surfaces. Parallelement a
cette augmentation du coefficient de frottement, on constate une diminution de la composante
dissipatrice A (Figure 2-40) jusqu’au minimum de 0.28. Effectivement, le contact se
raidissant, la composante de I’énergie dissipée durant la phase de glissement partiel augmente
au détriment de celle dissipée en glissement pur. Le formalisme de Mindlin nous permet de
quantifier cette évolution du cycle (Figure 2-42).

Le contact tend vers la condition de glissement partiel, mais I’amplitude imposée trop
importante, ne permet pas son établissement.

La structure de I’interface continue a évoluer, les contacts métal-métal qui avaient générés
I’augmentation de I’interaction entre les surfaces se transforment en débris dont la structure
granulaire apparait plus accommodante. Le coefficient de frottement diminue, et dans le
méme temps la constante A augmente. Le contact va progressivement se stabiliser avec des
valeurs f et A égales respectivement a 0.8 et 0.4 (phase 3).

Ces évolutions traduisent des modifications de la structure a I’interface. Durant la premiere
phase, ’augmentation du coefficient est principalement contr6lée par I’augmentation des
surfaces adhérentes et des contacts métal-métal. Néanmoins, la couche superficielle du
contact est soumise a un écrouissage extrémement important qui modifie rapidement la
structure de I’interface et provoque I’apparition de TTS dures et fragiles. Ces structures sont
progressivement détruites et forment un lit de débris plus accommodant. Le coefficient de
frottement diminue progressivement jusqu'au seuil de 0.75, valeur associée a I’établissement
du contact stabilis¢ (phase 3). L’interface correspond alors a une structure composite,
composée de transferts adhérents, de contacts métal-métal et de débris oxydés (Figure 2-43).
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phase 1 phase 2
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contact associé au contact apres
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Figure 2-43 : Evolution de la structure du contact en régime de glissement total.

Cependant, la nature de I’interface n’est pas le seul parametre a considérer dans cette analyse.
Contrairement a la condition de glissement partiel, I’'usure en glissement total est tres
importante et la géométrie du contact évolue tres rapidement. Il faut donc tenir compte de
I’extension de I'aire de contact, de la morphologie des surfaces et de la distribution du
troisieme corps a I’interface.

2.5.3.3 REGIME DE GLISSEMENT MIXTE

Pour des conditions intermédiaires, entre le régime de glissement partiel et le régime de
glissement total, les évolutions de 'interface et du coefficient de frottrement permettent de
basculer d’une condition de glissement vers une autre. La Figure 2-44 illustre I’évolution du
contact pour de telles conditions.
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Figure 2-44 : Evolution des rapports f et A pour un contact en régime de glissement mixte
(R.G.M) (HSS/100C6 ,R=12.7mm, Cs=0.006 um/N, &x,=4.22um, P=300N)

On observe les mémes tendances que pour le régime de glissement total, sauf que I’amplitude
imposée est suffisamment faible pour faire basculer le contact en glissement partiel. La
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transition vers le glissement partiel est observée apres 275 cycles. Durant la phase initiale, en
glissement total, on remarque une tres forte augmentation du coefficient de frottement qui
passe de 0.25 a 0.49 (valeur a la transition) et engendre un raidissement du contact. La
condition de glissement partiel atteinte, le contact continue a évoluer.

Figure 2-45 : Surface du contact en régime de glissement mixte apres 5000 cycles

(¢limination des débris).

Le passage en glissement partiel correspond a la nucléation de la premiere zone collée au
centre du contact. D’abord infime, le rapport c/a augmente progressivement pour
correspondre aux dimensions de la zone collée observée a I’ouverture du contact.

Durant cette phase de stabilisation , qui se prolonge jusqu’aux cycles 1300, le ratio de force f
n’augmente que légerement de 0.49 a 0.52 alors que le critere d’énergie A est divisé de moitié
passant de 0.2 2 0.1.

Glissement Total Glissement Partiel

frontiere entre la zone collée centrale
et I’anneau de glissement externe

contact initial intéractions entre , nucléation de la contact stabilisé

les surfaces zone centrale collée
- cycle 10 - - cycle 250 - - cycle 300 - - cycle 1300 -
Winit. < M(250 cycles) < HL300 cycles) < M Lstab.

Figure 2-46: Evolution de la structure du contact en régime de glissement mixte (transition a
275 cycles).

Chacune de ces étapes est associée a une modification de la structure du contact (Figure 2-
45,46). L’augmentation initiale du coefficient de frottement est toujours associée a une
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augmentation de la densité des contacts de type métal-métal (transferts métallique et rayages
des surfaces). Apres la transition en glissement partiel, la structure précédemment glissante
est progressivement figée sous la zone collée. Ceci nous permet, apres ouverture du contact,
de remonter a la structure des interfaces au moment du collage. Le déplacement de la frontiere
de la zone de collage du centre jusqu'a sa valeur stabilisée plus externe, fait apparaitre une
structure de symétrie radiale ou , au fur et a mesure que 1’on s’éloigne du centre, on note une
augmentation des densités des interactions (zone sombre) traduisant une augmentation du
coefficient local py dans la zone de glissement.

Celui-ci passe de 0.49 a la transition pour les conditions imposées a une valeur estimée apres
ouverture du contact de 0.66.

Hy = ;3 =066 avec f=0.52 et c/a=0.60. (2.5.3-2)
1- c/a)

Le coefficient de frottement local Wy est sensiblement inférieur a celui déterminé a la

transition de régime de glissement estimé a 0.88. Ce résultat est physiquement admissible
dans la mesure ol les déplacements entre les surfaces sont tres différents. Pour le régime de
glissement total, I’ensemble du contact est mis en mouvement avec des déplacements relatifs
allant jusqu’a la dizaine de micrometres. En régime de glissement partiel, I’amplitude est
beaucoup plus faible. Ainsi, la structure, la répartition et le flux du troisieme corps seront
totalement différents.

Pour estimer les sollicitations qui sont imposées dans le contact il est donc nécessaire de
connaitre la valeur du coefficient de frottement local. Hills et Nowell confrontés a ce
probléme ont introduit une analyse différentielle basée sur 1’évolution du cycle en glissement
partiel (Hills D.A., 1994).

On peut aussi avoir acces a cette grandeur en résolvant les équations issues des criteres de
transition A-B-C.

f
Q- =— avecu<l]. (2.5.3-3)

L Pooup
Les critere d’énergie « A », « B» et « C » sont alors respectivement exprimés par :

6 (1-(1-w¥)-5/6-u-(1+(1-0)??) B_z(y-wﬁ”3-u-w%3-1

On pose I’inconnue u =

u-(1-(1-w??) ’ (1-0-w??)
(1-0-w¥-5/6-u-(1+(1-0)?3))
u-(2-(1—u/2)2/3—(1—u)2/3—1)

A= et

|

C=

(2.5.3-4)

| o

La Figure 2.47-a montre 1’évolution de chacun de ces parameétres. Connaissant les valeurs
A.B,C on détermine la valeur de «u » et, mesurant le rapport de force f on estime le
coefficient de frottement local dans zone de glissement i} .

Nous appliquons ce principe au régime de glissement étudié entre le début de transition (cycle
275) jusqu’a la stabilisation du contact (1300 cycles).

73



CHAPITRE 2 : CONDITIONS DE SOLLICITATION
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Figure 2-47 : Analyse du coefficient de frottement local dans I’anneau de glissement ; (a):

Utilisation des criteres de transition A,B,C pour évaluer la valeur de « u » et déduire le
coefficient de frottement local Ly ; (b): Application du critere d’énergie A pour mesurer

I’évolution du coefficient de frottement local et estimer [’ extension du domaine collé en
régime de glissement mixte (Figure 2-43);(R*=12.7mm, Cs=0.006 um/N, O0«,=4.22um,
P=300N).

Pour limiter ’effet du bruit de I’enregistrement sur les évolutions, nous utilisons les
formulations polynomiales de « f » et de « A » (Figure 2-47b). Initialement égal a 0.49 a la
transition, le coefficient de frottement local [y (n) progresse pour se stabiliser aux alentours

de 0.62. Cette valeur est tres proche de celle déduite du calcul issu du rapport c/a. On peut
aussi estimer la cinétique de l’extension du domaine collé au cours de la phase de
stabilisation. Nul a la transition, le ratio c/a atteint apres seulement 300 cycles 0.4 et se
stabilise a 0.53 apres 700 cycles. Cette valeur est 1égerement plus faible que celle mesurée sur
la trace (0.6) mais permet déja une bonne estimation de la cinétique d'extension de la zone
collée durant la stabilisation du régime en glissement partiel.

L'analyse détaillée des criteres de transition A-B-C en régime de glissement partiel permet de
suivre I’évolution du coefficient de frottement local et de mesurer l'extension de la zone
collée.

On montre que le coefficient de frottement en glissement partiel stabilisé est plus faible que
celui déterminé a la transition des régimes. On peut supposer que les tres faibles glissements
relatifs favorisent le maintien dans le contact des débris pulvérulents accommodants qui sont
par contre plus facilement éjectés en glissement total.

2.5.4 COMPARAISON QUANTIFIEE DES REGIMES DE GLISSEMENT

2.5.4.1 ANALYSE DIFFERENTIELLE
Chacune des régime a été analysé sur un plan qualitatif associant I’évolution des grandeurs du

contact que sont les parametres fondamentaux « f» et « A », et I’évolution de la structure des
interfaces. Afin de quantifier I’évolution des variables, on introduit les expressions dérivées
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suivantes :

. df (n) . dA(n)

f(n)=——et A(n) = . (5.2.3-5)
dn dn

(Cette analyse peut étre conduite de méme en étudiant les criteres B et C).

L’ensemble des résultats précédents sont rassemblés dans les courbes de la Figure 2.48.

On montre que les variables f et A présentent des évolutions symétriquement opposées.

Quel que soit le régime, plus le débattement est important et plus la cinétique de

I’augmentation du coefficient « f » est élevée (Figure 2-48a). La Figure 2-48b montre que cet

accroissement ( f(n)) décroit de fagon asymptotique vers une valeur nulle, et qu’en moins de

1000 cycles, le maximum d’interaction entre les surfaces est atteint.

f(n)= Q*lﬁn) f(n) = % (x 100)

1.0 T 03 T
R.G.T (84, =10.6 um)

0.8 T

0.2 -

R.G.T (84 =10.6 um)

06 1 RGM (3up =42 pm)

R.GM (8:p =42 pm)

0.1
0.4
02 T R.G.P (84 =23 um) 0.0 4 . . cycles d.e fretflng .
: S S———— i
\ 1000 2000 3000 4000
0.0 + } + } + } } ]
0 1000 2000 3000 4000 011 & RGP ®@em=23um
cycles de fretting
(a) (b)
Ed(n) . dA
Aln) = Am =2 (x 100
W m () =gy 100
1.0 T 01 T+

R.G.P (8+p =23 um)

0.8 % R.G.T (84 =10.6 um)

R.GM (8:p =42 um)
R.G.P (&8s, =23 um)

0.0 + } t t T + |
1000 2000 3000 4000

0.6 T
cycles de fretting
R.G.T 8+ =10.6 pm)

R.GM (8s«p =42 pm)

-0.1 7
0.4 1

0.2 F =N/~ mmmm e e o 02+

0 1000 2000 3000 4000 -0.3 —

cycles de fretting

(c) )

Figure 2-48 : Comportement tribologique des différents régimes de glissement; (a) évolution
du ratio f; (b): Evolution de la variation de f en fonction du nombre de cycles (n), (c ):
Evolution du ratio A; (d): Evolution de la variation de A en fonction du nombre de cycles (n)
(R=12.7mm, Cs=0.006 um/N, P=300N).
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D’autre part plus I’amplitude imposée est importante et plus le temps nécessaire pour
atteindre ce maximum est long.

Lorsque ce maximum est atteint, deux types d’évolutions sont observées en fonction de la
condition de glissement établie a cette instant : En glissement partiel (RGM et RGT), le
contact est maintenu stable, il n’évolue pratiquement plus.

En glissement total (RGT), la formation de débris et ’extension du contact engendrent une
évolution de la réponse, en particulier on observe une diminution du coefficient de frottement

méme apres 3000 cycles ( f(n) < 0 pour n>1000).

Cette description en terme de rapport de force « f » peut tout aussi bien étre menée a partir de
la variable de dissipation « A » (Figure 2-48c,d). On observe logiquement que plus le
débattement est important, plus le ratio A est élevé.

Néanmoins 1’augmentation des interactions entre les surfaces durant la phase initiale (n<1000

cycles) engendre le raidissement du contact. Ainsi, parallelement a I’augmentation du
coefficient « f », le parameétre A décroit( A(n) <0).

Symétriquement au parametre « f », la cinétique de cette décroissance tend a diminuer, et
apres quelques centaines de cycles, elle est pratiquement nulle (Figure 2-48b).

Si la condition de glissement partiel est atteinte (R.G.P, R.G.M), la variable A reste contante
et inférieure a 0.2.

Si la condition de glissement total est maintenue, on remarque qu’apres avoir passé un
minimum, la variable -A- augmente de nouveau ( A(n)>0) et se stabilise aprés 3000 a 4000

cycles. L’apparition d’un troisieme corps plus accommodant, tout en diminuant le coefficient

de frottement, augmente la composante dissipatrice du contact et controle I’augmentation de
A.

2.5.4.2 ANALYSE DE LA REPONSE ENERGETIQUE

Les variables A et f ainsi que leurs dérivées permettent de caractériser les différents régimes.
Pour mieux appréhender les mécanismes qui régissent les régimes, il importe de connaitre les
variations énergétiques des systemes.

L’examen de la Figure 2-49 met en exergue la treés grande différence de dissipation d’énergie
entre les différents régimes et corrobore I’analyse adimensionnelle des courbes maitresses de
la Figure 2-9.

Pour un effort normal et un débattement fixés, la condition de glissement partiel apparait
comme |’état le plus stable du contact avec le plus bas niveau d’énergie.

Comme pour tout processus physique, le contact tend a évoluer vers cet état stable et a

diminuer son énergie interne. Cette tendance est contrdlée par 1’évolution du coefficient de
frottement puisque I’amplitude imposée est maintenue constante.
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Figure 2-49 : Evolution de I’énergie dissipée dans les contacts en fonction des régimes de
glissement.(R=12.7mm, Cs=0.006 um/N, P=300N); (a) : Analyse sur 5000 cycles; ( b):

Détails sur les 1000 premiers cycles.

Nous limitons la discussion au régime de glissement total et glissement mixte.

Nous comparons 1’évolution de I’énergie dissipée du régime de glissement mixte (Figure 2-
49) avec le ratio de force «f» durant la phase de glissement total (Figure 2-48a) et le
coefficient de frottement local [} durant la phase de glissement partiel (Figure 2-47b).

Mise a part la phase initiale, on montre que I’augmentation du coefficient de frottement en
régime de glissement mixte, favorise la composante élastique du déplacement et engendre une
diminution globale de I’énergie dissipée. On souligne en particulier que :

e ] a transition vers la condition de glissement partiel marque un tres fort abaissement de
I'énergie dissipée qui correspond a I’élimination de la composante énergétique du glissement
pur Eg, (Figure 2-42).

¢ Durant la phase de glissement partiel, I’extension progressive du domaine collé (Figure 2-
46) conduit a une diminution de I’énergie dissipée (Figure 2-6).

L’effet contradictoire de 1’augmentation du coefficient de frottement est aussi observé en
régime de glissement total (Figure 2-50). Jusqu'a 300 cycles, ’augmentation rapide du
coefficient de frottement conduit a une augmentation de I’énergie dissipée. Par la suite, le
raidissement du contact engendre une décroissance de la dissipation jusqu’au maximum du
coefficient de frottement (1000 cycles). Ensuite, la diminution du coefficient de frottement est
associée a une remontée de 1’énergie dissipée jusqu'a I’état stabilisé obtenu apres 3000 cycles
(Figure 2-50).
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Figure 2-50 : Comparaison de I’évolution de ’énergie dissipée et du coefficient de frottement

en régime de glissement total.

2.5.5 FORMALISATION DE LA FRONTIERE DE REGIME

L’analyse énergétique ainsi que 1’analyse des évolutions de A et f montrent que la notion de
régime, est gouvernée par le comportement tribologique du contact.

Pour un contact donné on détermine les deux valeurs extrémes du coefficient de frottement
en régime de glissement total pour une durée fixée :

Hamin = Min{p(m) et Hmay = Max(p(m) (2.5.5-1)

Chacun des régimes de glissement pourra alors étre approché en fonction de ’amplitude de
débattement O imposée :

Ki P-W..
régime de glissement partiel : &« < l—umm, (2.5.5-2)
a
Ki - P-lW.: K, -P-
régime de glissement mixte : 217 Pmin <0x < 21" Pmax , (2.5.5-3)
a a
K;-P-
régime de glissement total : &+ > 21" Bmax . (2.5.5-4)
a

Cette analyse est illustrée par le tracé d’une carte théorique de régime de glissement
uniquement définie par les deux grandeurs Ui, Mmax (Figure 2-51). La simplification
suppose que ces deux extremums sont valables quelles que soient les conditions de pression et
de déplacement. Or nous avons vu que le coefficient de frottement évolue en fonction de ces
conditions ainsi qu’en fonction de la condition de glissement.
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force normale

coefficient de frottement

A
A

nombre de cycles amplitude de débattement

Figure 2-51 : Identification de la carte de régime de glissement a partir des valeurs extrémes

du coefficient de frottement.

Cet outil permet une rapide estimation du positionnement des différents régimes et
optimise I’analyse expérimentale en encadrant I’investigation dans I’espace effort
normal - débattement (P-5:).

2.6 CONCLUSION

L’introduction des criteres A-B-C quantifie les domaines de répartition des deux conditions
de glissement (Glissement Partiel - Glissement Total).

e [ ’évolution de chacune des variables en fonction du temps A(n)-B(n)-C(n) nous permet de
définir les trois régimes de glissement : le Régime de Glissement Partiel (R.G.P), le Régime
de Glissement Mixte (R.G.M) et enfin le Régime de Glissement Total (R.G.T).

Ce formalisme permet aussi d’expliciter les deux cartes de sollicitation locale C.S.L et
C.R.S.L (régimes).

e Le suivi des variables telles que A(n) , et du rapport des forces f = Q«/P en fonction du
temps, corrélé a la structure et a la nature des interfaces, facilite 1’identification des
mécanismes régissant I’évolution des conditions de glissement. Nous pouvons quantifier les
I’ apparition des transferts et 1’établissement du troisieme corps.

¢ On montre que I’évolution des régimes est essentiellement controlée par celle des interfaces
et indirectement par le coefficient de frottement.

e [’analyse combinée du rapport de forces «f» et du rapport d’énergie « A » permet de
remonter a la valeur du coefficient de frottement local [y (n) dans I’anneau de glissement en

régime de glissement partiel. On peut aussi déduire la cinétique de I’extension de la zone
collée.

® Ces « outils » facilitent la quantification de la sollicitation imposée dans le contact. On peut
plus facilement formaliser le trajet de chargement supporté par le contact. C’est en appliquant
ces approches que nous allons successivement étudier les conditions d’amorcage en régime de
glissement partiel puis la dégradation par enlevement de matiere en glissement total.
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3. AMORCAGE DE FISSURES EN GLISSEMENT PARTIEL

L’étude de I’amorcage de fissures en fretting est abordée suivant une approche mécanique
linéaire et considere un contact Hertzien vérifiant les hypotheses de Mindlin. Nous limitons
notre analyse a la condition de premier amorcage en fatigue polycyclique (10° cycles). Ayant
défini des trajets de chargement, on explicite différents criteres d’amorgage uni et multiaxiaux
de fatigue couramment utilisés dans I'industrie. Différents aciers sont étudiés et I’analyse
critique des résultats nous conduira a prendre en compte les effets d’échelle.

3.1 DEFINITION DES CONDITIONS DE CHARGEMENT

Nous nous limitons ici au probleme de 1’amorcgage, 1’analyse de la propagation implique de
tenir compte de la présence de multi-fissures qui complexifient treés fortement la description
mécanique des sollicitations. Il faut considérer les discontinuités géométriques introduites
dans les massifs, ce qui rend impossible 1’application directe des hypotheses de semi infinité
nécessaire au modele Hertzien. On peut a ce titre reprendre les travaux de Dubourg M.C et
Lamacq V. (1994) ainsi que les travaux de Dai N.D., Hills D.A. et Nowell D. (1994) .
L’analyse de I’amorcage, plus simple a mettre en ceuvre, se trouve justifiée sur le plan
industriel et sur le plan expérimental (Nowell et al. 1990). Les sollicitations de fretting
controlent I’amorcage. Soumises aux sollicitations extérieures, les micro-fissures vont
propager jusqu'a la rupture brutale de la piece. Comme le rappelle I’étude bibliographique, le
probleme peut &tre abordé suivant deux approches: I'une concerne 1 amorgage
essentiellement gouverné par le contact, I’autre étudie la propagation de fissure préexistante
en considérant I’ensemble des sollicitations du systeme (Nix K.J. Lindley T.C., 1985, 1988).
D’autre part, I’étude expérimentale, essentielle pour orienter le travail de modélisation est
extrémement difficile a mettre en ceuvre pour mesurer la propagation : contrairement aux
polymeres, les matériaux métalliques sont rarement transparents ! !. Le suivi par compliance
ou par ultrason n’offre qu’une résolution limitée compte tenu de la petite taille des contacts.
L’amorgage est plus simplement mis en évidence par des observations au MEB ou en optique
sur les surfaces ou sur des coupes des traces d’usure.

3.1.1 APPROCHE MINDLIN-HAMILTON

Dans le chapitre 2 nous avons explicité les différents chargements de pression et 1’évolution
des chargements de cisaillement en glissement partiel issue du modele de Mindlin (se reporter
a I’annexe 2 pour une introduction rapide aux notions élémentaires de mécanique : tenseur
mécanique, variables mécaniques, trajets de chargements).

L’analyse mécanique et 1’approche fatigue que nous cherchons a développer impliquent de
connaitre en tout point du plan I’évolution du tenseur macroscopique X(M,t)au cours du

cycle de chargement .

On obtient ceci en couplant I’analyse de surface donnée par Mindlin R.D. (1953) avec les
expressions des contraintes issues des distributions Hertziennes de pression et de cisaillement
explicitées sous une forme simple par Hamilton (1983). Ce couplage a été préalablement
appliqué pour I’étude paramétrique de I’évolution du Von Mises et de la contrainte principale
en fonction des grandeurs telles que le coefficient de frottement ou I’effort normal par Chivers
T.C., Gordelier S.C. (1985) et Kuno M. et al. (1989), Hills D.A., Nowell D., (1992 - 1994).
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Le couplage Mindlin-Hamilton et son application pour I’étude de I’amorgage impliquent de
vérifier les hypotheses du modele Hertzien et plus largement de celui de Mindlin a savoir des
massifs semi infinis homogenes et isotropes soumis élastiquement a un chargement de
pression et tangentiel vérifiant le principe d’un coefficient de frottement constant dans la zone
de glissement. Tenant compte de ces aspects, I’application de ce couplage devient possible et
I’étude de I’amorcage se trouve facilitée.

3.1.1.1 CHARGEMENT ASSOCIE A L’EFFORT NORMAL

En chaque point du contact, on définit le tenseur des contraintes a partir des relations
simplifiées de Hamilton G.M. (1983) (annexe 2, 3). Le tenseur de chargement associé a la

distribution de pression est défini au point M(X,Y,Z) pour des coordonnées normalisées par
le rayon de contact « a » (X =x/a,Y=ylaZ= Z/a) :

=P(X,Y,Z,pg,V) (3.1.1-1)

Ces contraintes sont exprimées en fonction de la pression maximale de Hertz (pg) et du
coefficient de Poisson (V).

3.1.1.2 CHARGEMENT ASSOCIE A L’EFFORT TANGENTIEL

Le chargement associé a ’effort tangentiel en glissement partiel est alterné. Il est exprimé a
chaque instant sur la période du cycle (te[O,T]) et en tout point du plan par le tenseur

suivant : £%(X,Y.Z,qq.v.k. ). (3.1.1-2)

Le ratio k caractérise le cycle de glissement partiel au travers du ratio entre le rayon de la
zone collée et celui du contact Hertzien (k=c/a).Comme lors de la formulation de
I’évolution de l'effort tangentiel en fonction du débattement, on distingue la phase de
déchargement de celle du chargement (paragraphe 2.2.1, Figure 2-4, 5).

Durant le déchargement (t €[0,T/2]), Q évolue de +Q+«a -Q« . Le front de glissement
« ¢’ » se propage du bord du contact « a » jusqu'a la zone collée « ¢ » .
Le débattement asservi évolue linéairement avec le temps :

8(t) =8« —(4.5+/T)-t (3.1.1-3)
A partir des relations de Mindlin, on définit I’évolution temporelle du ratio(k’=c'a)
caractérisant le front de glissement :

2
kf-\/l_(l K )(1_8(0} , (3.1.1-4)

2 O

la variable k’passe alorsde 1 ak (k”: 1= k).

On utilise la formulation de Hamilton G.M.(1983) (annexe 3, A3.3) exprimant les
sollicitations engendrées par un champ Hertzien de cisaillement que I’on combine avec la
description elliptique de Mindlin.

Le tenseur associé a I’effort tangentiel décroissant est alors exprimé par :
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22 5 (X, Y.Z.q0.v.k.t) = 29X, Y, Z.qo.v) + Z(X/ k), (Y / K).(Z/ k). (k.qg). V)

— 23X /K. (Y 1K) (Z 1K), (K".q0). V)
(3.1.1-5)
Durant le chargement (t €[T/2,T]), Q évoluant de -Qx2a +Qx , un nouveau front de

glissement, de direction opposée a celui mis en action lors du déchargement progresse du bord
de contact jusqu'a la zone collée (k”: 1= k).

Toujours contr6lée par le débattement, la cinétique du glissement est définie par les relations

2 O
Le tenseur associé a I’effort tangentiel croissant est alors exprimé par :
2R (X Y. Z.qg.v.k.t) = =2 X, Y. Z.q0.v) - Z((X 1 K).(Y / K).(Z/ K).(k.q0). V)

| L =) s
suivantes : 8(t) =-38« +(4.8+ /T)-t et k" =4/1- 1+ : (3.1.1-6)

+2- 29X /K. (Y T KN(Z 1K), (K .q0).V)

(3.1.1-7)
On montre finalement que la sollicitation imposée par le chargement tangentiel alterné est
symétrique .

22 (X, Y.Z.qp.v.k,t) = -2 (X, Y,Z.qg.v.k.t+T/2) ou

&)= -2 t+T/2) (3.1.1-8)
On exprime ainsi les tenseurs extremums X pg " et Z_PS* .
Lorsque Q(t) = +Qx, on détermine le tenseur :

T =2 5 (X.Y.Z.q0,v.k0) = 2% ¢(X.Y.Z.qq.v.k,T)

T = 29X, Y. Z.q0.v) - (X /K).(Y 7 K),(Z/ K), (k.qg).V) - (3.1.1:9)

Enfin lorsque Q(t) = —Qx, on détermine le tenseur :

o =3 (XY, Z.q0.v.kT/2) = 2% (X.Y.Z.q0.v,k.T/2)
5o = —2Q(X,Y. Z.q0,v) + (X7 K).(Y / K).(Z/ K), (k.qg). V). (3.1.1-10)
On retrouve la symétrie temporelle : ng* = —Z;S " (3.1.1-11)

3.1.1.3 CHARGEMENT TOTAL

Le chargement global imposé au plan est exprimé par la somme de la composante constante
normale et la composante alternée tangentielle.

% ps(X, Y, Z,po 1, v,k t) = 2P (X, Y, Z,pg,v) + Z&(X, Y, Z.q0, V. k. t) (3.1.1-12)
avec qo =H-Ppo-
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3.1.2 DESCRIPTION GLOGALE DES SOLLICITATIONS IMPOSEES AU PLAN

L’objectif de cette étude est de donner une description exhaustive des sollicitations imposées
au plan durant un cycle de fretting en glissement partiel. Considérant le volume dans sa
totalité, on cherche a identifier les domaines les plus sollicités de facon a restreindre le
domaine d’investigation.

L’analyse mécanique conventionnelle porte en général sur les trois variables que sont la
contrainte principale maximale : o}, le cisaillement maximal : T , et la contrainte équivalente

de Von Mises : G, (annexe 2). Pour mesurer le niveau de sollicitation, on introduit la notion

d’enveloppe de chargement qui consiste a ne retenir que la valeur maximale de chacune des
variables en chaque point du contact durant le cycle de fretting.

On exprime alors le maximum de la contrainte principale au travers de la relation :
c X,Y,Z) = Max |61(X,Y,Z,t)) = Max (01| Xps( X, Y,Z,pg, 1L, V. K, t)]) . (3.1.2-1)
1 max( ) te[O,T]( i )) tE[OT]( 1( Ps( Po. 1 )))

’

Cette variable permet de mesurer 1’état maximal de tension imposé au matériau. Pour des
matériaux fragiles ou la fracturation apparait comme le mécanisme principal
d’endommagement, la contrainte principale permet une bonne quantification de la fissuration.
La distribution de la contrainte principale permet en outre une bonne estimation des domaines
ou la propagation sera favorisée.

La distribution du maximum du cisaillement est formulée par :

Tax (X, Y.Z) = Max (1(X,Y,Z,t)) = Max (t(ZPS(X,Y,Z, Po- u,v,k,t))).(3.1.2—2)
te[O,T] te[O,T]

Cette grandeur définit les domaines ou le cisaillement est maximal et permet de quantifier les
mécanismes de plastification (critere de Tresca). Couplée aux approches « fatigue », elle
permet une estimation des domaines ou I’amorgage est favorisé (Stade I, Figure 1-12).

Enfin, la distribution du maximum de la contrainte équivalente de Von Mises, exprimée par,
Cemax (X.Y.Z) = l\flax](ce(X,Y,Z,t)) = l\flax]((se(ZPS(X,Y,Z, po,u,v,k,t))) . (3.12-3)
tel0,T 0,T

montre les domaines de plastification au travers d’une variable qui peut étre comparée aux
limites élastiques obtenues par un simple essai de traction.

La représentation dans le volume de ces développées, associées au chargement de fretting, est
impossible dans sa totalité (espace a 4 dimensions). Nous limitons la représentation dans le
demi plan en surface X-Y des Y positifs (X,Y,Z=0) et dans le plan médian en sous couche
(X,Y=0,2).

Nous calculons ces distributions dans le cas courant d’un coefficient de frottement de 0.8 et
un ratio de glissement de 0.5 (Figure 3-1, 3-2, 3-3).
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Surface

Glmax(X’Y) 2=0

Plan médian

Glmax(X’Z) Y=0

Po

Figure 3-1 : Distribution de I’enveloppe de la contrainte principale maximale dans le plan de

la surface (X ,Y ,Z=0) et dans le plan médian (X,Y=0,Z), (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3).

Surface Plan médian
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Figure 3-2 : Distribution de I’enveloppe de la contrainte maximale de cisaillement dans le

plan de la surface (X ,Y ,Z=0) et dans le plan médian (X,Y=0,Z), (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3).
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Figure 3-3 : Distribution de I’enveloppe de la contrainte équivalente de Von Mises dans le
plan de la surface (X ,Y ,Z=0) et dans le plan médian (X,Y=0,Z), (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3).

Compte tenu de la symétrie du cycle de chargement, on montre que les enveloppes des

maxima peuvent étre déduites des tenseurs extremums Z;S* et Xps .
Ainsi quels que soient Y,Z pour X <0 nous avons :
Olmax = GI(Z;SQ* + ZP) ) (3.1.2-4)
Oemax = GC(Z;SQ* + 2P) ) (3.1.2-5)
T = c(Z;SQ* + EP). (3.1.2:6)
etpour X=0 :
_ -Q« | P

Olmax = 01 EPS +X ], (3.1.2-7)
Gy, = ce(z;SQ* + EP) : (3.1.2-8)
T = c(z;SQ* + EP). (3.1.2:9)

De méme la symétrie vis a vis des plans XZ et YZ des grandeurs scalaires permet d’écrire :
O1max (X.Y.Z) = 61 oy (= X, Y. Z) = 0} g (= Xi= Y. Z) = 0 e (XY, Z).
Gemax (X Y.Z) = Oemax (= X.Y.Z) = Ge max (= X~ Y. Z) = Gemax (X-Y.Z).
Tax (XY, Z) = Trax (= X, Y, Z) = Tpax (= X=Y,Z) = 1,0 (XY, Z). (3.1.2-10)

On note qu’a la différence des deux variables plastiques que sont T,,,x €t Cgmax, qui

présentent une distribution homogene dans la zone de glissement (Figures 3-2,3), la
distribution de la contrainte principale ©,,x marque une trés forte discontinuité en bordure

du contact (Figure 3-1). Le maximum du Von Mises est lui aussi situé en bordure de contact
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alors que le maximum du cisaillement se situe plutot au centre de la zone glissement.

On retiendra que c’est la zone externe de glissement qui est la plus sollicitée et non le
domaine central collé pourtant soumis aux plus fortes pressions

Cet aspect est sans aucun doute celui qui caractérise le mieux le contact en glissement partiel
vis a vis du glissement total.

Les maxima se situent dans le plan médian XZ, on peut limiter I’étude mécanique a ce seul
domaine et envisager une étude paramétrique en fonction du coefficient de frottement (u)
et de la condition de glissement (k)

Les Figures 3-4 et 3-5 représentent 1’évolution de la profondeur associée au maximum du
Von Mises O nax €n fonction du coefficient de frottement p et de la condition de glissement
définie par k=c/a.

Pour des raisons de commodité de notation, cette variable est normalisée par le rayon de
contact «a» : (Zym = zZy.m/a). On distingue trois domaines. Le plus important, observé pour
les coefficients de frottement élevés et les ratio k faibles, correspond a des maxima du Von
Mises observés en surface (Zy.y =0). Pour les coefficients de frottement faibles et des ratio k
élevés (équivalents a des amplitudes Q- faibles), les maxima de G, sont au contraire
observés en sous couche sur I’axe médian Z au méme point défini par I’indentation normale
de Hertz (Zy.m =0.48, Y=X=0) (annexe 3).

On observe enfin un domaine intermédiaire tel que 0<Zy y <0.48. Cette représentation permet
d’identifier le point du contact ol la premiere mise en plasticité est susceptible d’étre
observée.

sous couche

Figure 3-4 : Evolution de la profondeur Zv.y associée au maximum de Ggyax €n fonction du

coefficient de frottement u et de la condition de glissement k=c/a pour un coefficient de

poisson v=0.3, le point @ correspond a la sollicitation étudiée (Figure 3-1,3).
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Figure 3-5 : Représentation des différents domaines associés a la profondeur (Z=z/a) du
maximum du Von Mises Zy y (v=0.3) ; (I) : maximum localisé en surface, (II) : maximum

en sous couche, domaine intermédiaire, (I11) : maximum au point de Hertz (Z=0.48).

Elle complete en réalité I'analyse de Johnson K.L (1985), en associant au coefficient de
frottement I’influence du facteur de glissement partiel « k ».

Les conditions de fretting que nous étudierons se situeront systématiquement pour des
maxima du Von Mises situés en surface, c’est a dire dans le domaine I. On peut a ce titre,
s’intéresser aux gradients des sollicitations en sous couche. La Figure 3-6 indique que ceux-ci
sont extrémement forts. On enregistre une décroissance de 63%, 40%, et 33% pour
respectivement 6| pmax > Oemax €0 Tmax Sur les premiers 0.1.a de profondeur (Figure 3-6).

Glmax(X’Z) Gemax(xaz)
Po Po

o 157 Iyt

1.25 4

1 4

-0.

zone de glissement

Figure 3-6 : Profil de distribution des enveloppes de G| max » Cemax € Tmax SUivant la

direction de (X) pour différentes profondeurs (Z) (Y=0), (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3).

La prise en compte de ce gradient nous invite a considérer des aspects tels que :

e | es effets d’échelle : la quantité de matiere sollicitée par le maximum est trés petite en
particulier pour la contrainte principale,

e Une sollicitation localisée en surface : le niveau de sollicitation décroit tres fortement deés
que I’on s’enfonce en sous couche.
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3.1.3 CARACTERISATION DU DOMAINE EN SURFACE LE PLUS SOLLICITE

Les expressions formulées dans I’ensemble du plan (X,Y,Z) sont limitées a une seule
dimension suivant 'axe X : 6jmax(X), Gemax(X) et Tmax(X) .

1max(X) = Max (0(X,t) = 6,(X1,T/2) | (3.1.3-1)
t[0,T]
Gemax(X) = Max (6.(X,1)) = o, (X, T/2) = o, (X,T), (3.13-2)
te0.7] X>0 X<0
Toax (X) = Max (1(X, 1)) = (X, T/2). (3.1.3-3)
te[0,T]

La Figure 3-7 présente les développées de chacune des variables pour différentes conditions
de glissement (k=c/a) :

6lmax(X’k) o'emax(ka) Tmax (X, k)
Po Po Po
1.5 1

-1+ =0 -2 -1 0 1 2 -2 -1 0 1 2
X X

Figure 3-7 : Evolution de Gjpyax » Oemax € Tmax Suivant X pour différentes conditions de

glissement (k=c/a).

On montre que plus I’on se rapproche de la condition de glissement total et plus les variables
caractéristiques de la mise en plasticité Ggnax € Tax Présentent une distribution homogene

sur ’ensemble de la trace. Le maximum du Von Mises est localisé en bordure de contact pour
k>2 et plus au centre pour les valeurs de k inférieures. La distribution est cependant tres
homogene sur I’ensemble de la zone de glissement.

Le maximum du cisaillement présente une distribution légerement plus marquée avec un
maximum d’abord situé au voisinage du bord de contact pour les k élevés (k>0.75) qui
rapidement se rapproche de la zone collée lorsque I’on tend vers la transition (k<0.75).

En revanche, on observe qu’indépendamment de la condition de glissement, la contrainte
principale se caractérise par une discontinuité avec un maximum en bordure de contact.
L’augmentation du rapport de glissement « k » favorise 1I’extension vers I’intérieur du contact
des zones soumises a des contraintes en tension.

Nous intégrerons ces remarques a I’expertise expérimentale pour identifier d’une part la
localisation de 1I’amorcage de la fissure et la cinétique de sa propagation en fonction de sa

[3%
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position dans le contact .
Ainsi, I’étude de I’amorgage peut se limiter a I’analyse du domaine compris dans la zone de
glissement suivant I’axe médian de glissement.

domaine de I’axe X
le plus sollicité

zone de collage

point du contact le
plus sollicité en tension

O
<«—> (Gl max)
............................. >
BC

zone de glissement

vy
y

Figure 3-8 : Représentation des différents domaines du contact en glissement partiel.

(BC : point en Bordure de Contact, ZC : point en bordure de Zone Collée )

3.1.4 DEFINITION DES SOLLICITATIONS EN BORDURE DE CONTACT

Nous avons montré que les maxima de sollicitation étaient en surface dans la zone de
glissement. Le maximum de la contrainte de tension étant systématiquement en bordure de

contact, il apparait nécessaire de préciser les sollicitations en ce point BC (|x| =ay=z= O) .

On remarque que 1’état de contrainte se simplifie en une sollicitation biaxiale ou seules les
composantes 11 et 22 sont non nulles.
On découple la composante statique associée a 1’effort normal :

P P P P P
Yps 1011 = po-fi1etox =pg. 1, 3.1.4-1)

de I’amplitude du chargement alternée correspondant au cycle de I’effort tangentiel :

Q- Qs Q- Q- Q=

ZPS 011 = qp- fll et C72$» = (qqp- f22 . (314-2)

Le tenseur global du maximum de sollicitation est alors exprimé par :

Ypsmax = Xps +Zps 5 Olimax =O11 + O11 5 O22max =02 + Ox (3.1.4-3)

CeQe 1 T 2|12 2

avec : i}’ = 4{(4”)(2 . j + k(1K) (44 v-2vi?) | (3.1.4-4)
Q _ 1 (Z 2)\V2 2

0y = 4{3\) (2 . cpj+ vi(1-k2) " (3+2k2) |, (3.1.4-5)

1-2-v
£f = % et f1, = - ) (3.1.4-6)

et & = tan'l(k/(l - k2)1/2) et k =c/a = (1-Q*/Qt)1/3: (1-5*/5t)1/2'

La Figure 3-9 montre 1’évolution des différentes variables en fonction du parametre de
glissement « k ».
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0 0.2 04 0.6 0.8
parametre de glissement : k = c/a

Figure 3-9 : Evolution des facteurs fﬁ*, f%* , szz et flpl en fonction du facteur k (v=0.3).
3.1.4.1 CONTRAINTE PRINCIPALE MAXIMALE

On observe que lel* est toujours supérieur a f%* aussi la composante 11 (Oj|pax) €St
identique a la valeur de la contrainte principale maximale :

Olmax = O11max (3.1.4-7)
En ce point (|X| =ay=z= O) ) nous déduisons les valeurs maximales de I’amplitude et la

valeur moyenne de la contrainte principale :

Gla:G?l :upolel et 61y = Oy :po.flpl. (3.1.4-8)

Max (61 pax)
2 T Po

0 f f f f !
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
parametre de glissement : k =c/a

Figure 3-10 : Evolution de la contrainte principale maximale en bordure de contact en

fonction de la condition de glissement « k » et du coefficient de frottement « u » (v=0.3) .

La Figure 3-10 trace I’évolution du maximum de la contrainte de tension, en fonction de la
condition de glissement « k » et du coefficient de frottement « pu ».

On mesure I'influence de la condition de glissement et celle du coefficient de frottement sur
I’intensité de la contrainte principale imposée au matériau dans le contact.
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3.1.4.2 CONTRAINTE EQUIVALENTE DE VON MISES

On exprime la contrainte équivalente du Von Mises en bordure de contact soit :
1
. R
22 22
Ge max (BC) = (3J2) 2= opp | I+ ( j - .

(3.1.4-9)
G11 O11

La Figure 3-11 présente I’évolution du maximum de la contrainte équivalente de Von Mises
dans la zone de glissement, en surface (Domaine I de la Figure 3-5), en fonction de la
condition de glissement (k) et du coefficient de frottement ().

On montre que les sollicitations sont d’autant plus séveres que le coefficient de frottement est
élevé et que I’on se rapproche de la condition de glissement total (k=0).

Max(Ge max)

pu=1.0

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
parametre de glissement : k = c/a

Figure 3-11: Evolution du maximum du Von Mises dans la zone de glissement, en fonction de

la condition de glissement « k » et du coefficient de frottement « u » (v=0.3).

Application : k=0.5, u=0.8 = Max(0Cg max) = 1.3 Pg

La Figure 3-12a indique que le maximum du Von Mises calculé en bordure de contact ne
correspond pas toujours a la valeur maximale de ’ensemble du contact. En effet, pour les
conditions de glissement proches de la transition (k<0.4), le maximum se trouve dans la zone

de glissement (X(Max(cemax))<1). L’éloignement vers le centre du contact est amplifié

lorsque le coefficient de frottement augmente.

L’écart relatif entre la valeur maximale et celle calculée en bordure de contact (BC) est
cependant trés faible (Figure 3-12 b), maximum pour les coefficients les plus élevés, il reste
inférieur 2 2.5 %.

On justifie I’approximation du maximum de la contrainte équivalente de Von Mises imposée
en surface par le calcul simplifié¢ de la valeur en bordure de contact.
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Max(G¢ max)
k=c/a k=c/a - X(Max(Gemay))

0.5 e —
57 0.5 X (x/a)
7/ zone de glissement - >
04l
p=10 G max (BC)
0.95
0.9
0.85
0.8
u=1.0
<0.75
%
0 t } } { t } t } t |
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 2.5
X(MaX(Ge max )) (MaX(Ge max) ~ Oe max (BC))/MaX(Ge max)
(a) (b)

Figure 3-12 : (a): Position du maximum de la contrainte équivalente du Von Mises

X(Maxcse max) en surface suivant ’axe X (v=0.3); (b): Différence relative entre la valeur

maximale Max(cse max) et la valeur définie en bordure de contact Gg .4 (BC) (v=0.3).

Application : k=0.1, u=0.8 = X(Maxc, may ) =0.4, (écart avec o, (BC) ) = 0.3%).

3.1.4.3 CONTRAINTE DE CISAILLEMENT MAXIMAL

En bordure de contact (|X| =a,y=z= O) ,

1
Si 622 >0alors Ty (BC)= 701 (3.1.4-10)
1 (9
si Gy <0 alors'cmaX(BC)=E~611(1—G—22j (3.1.4-11)
11

L’analyse suivant I’axe X montre que le maximum du cisaillement X(Max('cmax )) n’est pas

en bordure de contact mais plutot dans la zone de glissement (Figures 3-7, 3-13).

Localisé en bordure de contact pour les cycles les plus fermés (k maximum), il se rapproche
de la frontiere de la zone collée lorsque I’on tend vers la transition de glissement.

Ce rapprochement est d’autant plus important que le coefficient de frottement appliqué est
élevé (Figure 3-13a)

Contrairement au Von Mises, I’obtention du cisaillement maximal implique de calculer cette
valeur sur I’ensemble de la zone de glissement suivant I’axe X, la différence entre la valeur
maximale calculée en bordure de contact peut effectivement dépasser 10 % de la valeur réelle.
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! Max (T ,x)
k=c/a k=cla L X(Max(ty,,))
1 1T
> X (x/a)
o == -
0.8 7 i 0.8 1
zaad zone collée
I " T1ax (BO)
6 1 6 v
0.6 0.6 08 Y (y/a)
I 0.7
0.4
zone de
glissement
0.2
0+ t } t } t } t } t | t t t t t t 1 t |
0 0.2 04 0.6 0.8 1 4 6 8 10 12
X(Max(tmax)) (Max(rmax)_Tmax(BC))/Max(Tmax)
(a) (b)

Figure 3-13 : (a): Position du maximum de la contrainte équivalente de cisaillement
X(Max('cmax))en surface, suivant 'axe X (v=0.3); ( b): Différence relative entre la valeur

maximale Max(T.x) et la valeur définie en bordure de contact 7T, ,, (BC) (v=0.3).

Ainsi, pour quantifier le comportement du cisaillement on trace 1’évolution du maximum du
cisaillement dans la zone de glissement en fonction de la condition de glissement « k » et du
coefficient de frottement « u » (Figure 3-14).

Max (T )
| Po

0 t } t }
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

parametre de glissement : k = c/a

Figure 3-14 : Evolution du maximum du cisaillement en surface dans la zone de glissement

en fonction de la condition de glissement « k » et du coefficient de frottement « u » (v=0.3).

Exemple d’application : k=0.5, u=0.8 = Max(T,x) = 0.65pg
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3.1.5 SYNTHESE

A travers de cette analyse nous avons montré que la sollicitation imposée au matériau en
glissement partiel pouvait étre définie a partir des variables : « k » , condition de glissement ;
«u », coefficient de frottement ; «pg » , pression Hertzienne maximale ; «v » , coefficient

de poisson. Un calcul systématique nous a permis d’identifier les conditions (u, k) du
domaine (I) (Figure 3-5) pour lesquelles le maximum de la contrainte équivalente de Von
Mises se situe en surface.

Pour ces conditions, représentatives de I’amorcage en fretting des contacts acier-acier, on
montre que les maxima de sollicitation définis par la contrainte principale maximale, la
contrainte équivalente du Von Mises et le cisaillement maximal se situent toujours en surface
suivant I’axe médian X dans la zone de glissement.

L’analyse paramétrique de ces grandeurs en fonction des variables (u,k) indique que :

¢ [a sollicitation de Fretting associée est un phénomene local de surface, son étude implique
de prendre en compte des aspects tels que les effets d’échelle et le gradient de sollicitation en
sous couche.

® Quelles que soient les conditions de glissement, 1’enveloppe de la contrainte principale
imposée durant le cycle présente un maximum singulier en bordure de contact. Ce point se
caractérise par un €tat biaxial de chargement tel que G .x = O -

La contrainte principale peut étre de traction dans la zone glissement mais reste
systématiquement de compression dans le domaine collé.

¢ [a contrainte équivalente de Von Mises montre une distribution homogene sur I’ensemble
de la zone de glissement. Le maximum est observé en bordure de contact pour les cycles
fermés (k>0.4) et tend a se rapprocher de la zone de collage a la transition (k<0.4).

Cependant I’approximation du maximum par la valeur calculée en bordure du contact est
justifiée, I’écart relatif reste inférieur a 2.5% pour des coefficients de frottement inférieurs a 1.

® |a contrainte de cisaillement se caractérise par une distribution plus marquée que celle du
Von Mises avec un maximum évoluant dans le domaine de glissement en fonction de la
condition de glissement et du coefficient de frottement. D’abord situé aux environs du bord de
contact pour les cycles tres fermés (k>0.75), il se rapproche rapidement de la zone collée
(k<0.75).

L’analyse systématique en fonction des variables (u, k) nous a conduits a établir I’équivalent
d’abaques de sollicitation normalisées par la pression Hertzienne maximale (Figure 3-10, 3-
11, 3-14) . On peut ainsi comparer les comportements des matériaux et définir des seuils
limites de chargement. D’ autre part, en appliquant la relation de passage 2.2.2-6 on peut aussi
exprimer la condition de sollicitation en termes d’amplitude de débattement ou d’effort
tangentiel.

Nous disposons désormais des outils capables de visualiser rapidement et simplement le
niveau et la localisation d’un chargement dans le contact.

Cependant il s’agit d’une description statique : I’amorcage associé a la sollicitation cyclique
de fretting implique de considérer les aspects dynamiques du chargement.
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3.2 APPROCHES ""FATIGUE' DU CONTACT SOUMIS AU FRETTING

L’aspect dynamique du chargement est analysé ici par une approche de type fatigue. Les
hypotheses de calcul qui imposent des sollicitations macroscopiques élastiques excluent de
notre étude les conditions oligo-cycliques de fatigue a faible nombre de cycles. Tenant
compte de la complexité du chargement, nous considérons en premiere approche les modeles
multi-axiaux de fatigue.

3.2.1 MODELE MICROCOSPIQUE DE DANG VAN

3.2.1.1 DESCRIPTION DU CRITERE DE DANG VAN

La plupart des modeles de fatigue des aciers associent la limite d’endurance a la condition
d’amorgage du grain le plus mal orienté vis-a-vis de la sollicitation imposée sur 1’ensemble de
la structure. Le modele de Dang Van K. (1973-1994) considére la description locale, a
I’échelle du grain, des sollicitations capables de générer I’initiation de la premiere fissure
(annexe 4 : A4.1).

3.2.1.1.1 Concept

L’amorcage apparait lorsque la combinaison de la cission locale et de la pression
hydrostatique, représentative de I’état de tension imposé au matériau, est supérieure a une
limite de non amorgage.

Ce seuil est explicité a partir d’essais sous sollicitations simples, telles que la fatigue en
flexion ou en tension alternée. On formalise ainsi les résultats expérimentaux qui montrent
que la condition d’amorcage d’une fissure capable de se propager est essentiellement
gouvernée par I’amplitude de la cission autrement dit par le niveau de la déformation
plastique engendrée par le cisaillement. Un état local de contrainte en tension, en permettant

la propagation initiale sur les premiers grains, favorise 1’extension de la fissure.

L’approche de Dang Van considere deux échelles de sollicitation. On définit 1’élément de
volume de taille importante (maille de code d’éléments finis) V(M) , dont la sollicitation
imposée dite macroscopique X(t) est uniforme et élastique. A partir de ce chargement, on

estime le tenseur local microscopique G(t) imposé au grain v(m) compris dans V(M), qui

subissant une plastification locale, finit par initier une fissure. Le concept peut se définir
ainsi :

Le volume élémentaire v(m) ou est supposé s’amorcer une fissure, soumis a des
sollicitations cycliques, va dans un premier temps s’adapter (augmentation des
caractéristiques par écrouissage). Il n’y a pas d’amorcage si le niveau de la stabilisation
reste en dessous d’un certain seuil (seuil d’amorgage polycyclique); dans le cas contraire il
y a amorgage.

3.2.1.1.2 Démarche du calcul

Le description du modele et de ses hypotheses est plus completement détaillée dans I’annexe
4 . Le principe de ’approche, en particulier le passage du chargement macroscopique ( X(t))

au chargement microscopique (G(t)) avec la prise en compte des contraintes résiduelles
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locales stabilisées G est schématisé par les Figures 3-15, 3-16 (Papadopoulos L.V., 1987).

N

Le matériau étudié est supposé vérifier les hypothéses du modele a savoir un matériau
isotrope présentant une loi de comportement isotrope - cinématique, le grain susceptible
d’amorcer est considéré comme une inclusion élastoplastique intégrée dans une matrice
élastique.

Le passage Macro-Micro se trouve alors simplifi€ et le tenseur local est exprimé par :

() =X(t)+6 (3.2.1-1)
L’étape suivante réside dans la détermination du tenseur résiduel stabilisé 6.

Le critere est formulé sous sa forme dite « générale » puisque I’essentiel du contact est soumis
a une sollicitation non fixe c’est a dire avec les directions principales évoluant au cours du
chargement.

Dans ce cas, la détermination de la sollicitation locale G(f,t), définie pour chaque grain

associé 2 la facette i, consiste a définir I’évolution de la cission microscopique T(ii,t) et de
la pression hydrostatique p(t): 6(1,t) = (T(ii,t),p(t)) . (3.2.1-2)

La pression hydrostatique locale, représentative de 1’état de tension imposé au grain, est
indépendante de 1’orientation de la facette n et continue sur I’ensemble du volume V(M) :

. 1

P(1) = p(1) =5 - trace( (D).

La cission locale appliquée au grain stabilisé T(fi,t) est obtenue aprés symétrisation de la
cission macroscopique &(ii,t) sur chacune des facettes considérées. Ainsi que le schématise
la Figure 3-15, la cission locale devient : (i, t) = &(fi,t) + MO = &(7,t) + T () .

Le trajet microscopique adapté, caractérisé par le couple (%(ﬁ,t), f)(t)) étant défini sur toute

facette n (associé au grains de V(M)), on calcule le risque de I’amorgage en résolvant
I’équation suivante :

max{max[”%(ﬁ,t)" + ocf)(t)]} <B (3.2.1-3)
n t
plus petite hyper sphére . . facette a la combinaison
circonscrivant le trajet trajet macroscopique A A+ 0Bt
de la cission de la cission T(t) A I(Ilzi.ximaﬁ(e ) _

(facette critique)

trajet microscopique
de la cission ﬁ(t) — p(t)
() (b)

Figure 3-15 : (a): « Symétrisation » de la cission microscopique; (b): Critere de Dang Van.

Cette double maximisation permet d’identifier I’instant «t» , la facette «n» ainsi que le
couple du chargement critique (T, ), pour lesquels le risque de I’amorgage est maximal.
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/ Micro \

TTTTT (taille du grain
/ @\ A ) gA i )
6(t) = (p(t), 1(8,1))

Q A .
"2 / Macro \ E) : Press. Hydro. Micro.
S 38 (maille F.E.M) T : Cission Micro.
£g X | 2= (poo. &) P
= = = |p(t), &1,
= = ~ T p()
c?) P : Pression Hydro. Macro. —> (T(1,1) <«

- A ~

€ : Cission Macro. kf’(t) /! T X B(0) /

ATL /

Z? Modeéle de .
) D Ty (n)
Trajet de Chargement ang Van
Macroscopique Contrainte
= résiduelle
@)\ e
~
) TQ(H’U 0 E(1i,t) o
Hyper plan des déviateurs ® 1 (p(t) = p(1)

% (MPa) ﬁ

1000 .
Trajet de Chargement
Microscopique dpy = max {max { |t @,0)
n

S

(¢ Critere de Dang Van "dpy"
|

¢ |B- Ot.f)(t)}}
L
|::> dpy = L—;

p (MPa) Sidpy > 1 amorcage
KSi dpy < 1 pas d’amorcage j

250 O 250 500 750 1000

Figure 3-16 : Approche de Dang Van; A partir du chargement extérieur, on détermine le
tenseur des sollicitations macroscopique X.(t) puis le chargement microscopique 6(1i,t) en

. . s . g, Ak . >
déduisant le tenseur des contraintes résiduelles stabilisées 6 (n). Le risque d’ amorgage est

supposé étre une fonction simultanée du cisaillement et de [’état de tension imposé au grain,
il y a un risque d’amorcage si H%(ﬁ,t)‘-f- op(t) > P soitdpy > 1.
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Pour quantifier et normer ce risque, Dang Van K. (1973) introduit le ratio « dpy ».

d = maxy max %(ﬁ’t)" = %C (3.2.1-4)
PV [ Bmaspt) || B-ape -

Si«d » est supérieur a 1, il existe un risque d’amorcage,
DV

Si«d » est inférieur a 1, le risque d’amorcer n’existe pas.
DV

Les variables B et a permettent de quantifier I’influence respective de la cission et de 1’état

de tension sur I’amorgage. Elles sont déterminées a partir des limites de fatigue en flexion
O4eten torsionTy alternée :

T4 —04/2

(3.2.1-5)

3.2.1.2 TRANSPOSITION DU CRITERE DANS LE CONTACT SPHERE PLAN
EN GLISSEMENT PARTIEL

Ayant défini le trajet de chargement local en chaque point du plan (Figure 3-17) , on peut

quantifier le risque d’amorcage en associant les conditions de sollicitations aux propriétés de
fatigue du matériau.

Q (N)

contact sphere plan ] +Qx

[ glissement partiel ]

P ¢ domaine de

- 8 (um)
glissement
Qo A '
BC

domaine collé

détermination du
risque d’amorcage

() \%/am N

Fissuration

Pas de

P, Q(t) = I() = 6(1) = (1), p() = dpy ’ Fissuratio S ey

Figure 3.17 : lllustration de la transposition de calcul du risque d’amorcage de Dang Van

dans le contact sphere plan soumis a une sollicitation de glissement partiel.

Les symétries d’axes et temporelles mises en évidence lors de I’analyse détaillée du contact
sphere-plan en glissement partiel permettent de simplifier la détermination du risque
d’amorgage et surtout le couple critique (T.,p, ). La recherche des maxima de la cission
microscopique et de la pression hydrostatique est étudiée séparément.
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3.2.1.2.1 Maximum de la pression hydrostatique locale
La variation de la contrainte hydrostatique est uniquement une fonction du chargement
tangentiel puisque le chargement normal est statique.

B(t) = p(t) = %trace(ZP) +%trace(2%(t)) (3.2.1-6)

Compte tenu des symétries, on montre que le maximum de la pression hydrostatique
Pmax = max(p(t)), aussi défini par le maximum de la composante tangentielle, est observé
t

aux amplitudes t=0 (Q(t) = +Qx) et t=T/2 (Q(t) = —Qx) . Ainsi en fonction de la position

dans le plan nous aurons :

1 1 ;
Prmax = gtrace(EP) +§trace(Z;SQ") si X<0(t=0), (3.2.1-7)
~ 1 P 1 _Q* .
Pmax = gtrace(E )+ gtrace(ZPS ) si X =0 (t=T72). (3.2.1-8)

La Figure 3-18 présente la distribution en surface (X,Y, Z=0) et dans le plan médian (X, Z,
Y=0) du maximum de la pression hydrostatique au cours d’un cycle de fretting.

Surface Plan médian
Z=0 Y:O

f) max (X ki Z)

Po

Pmax (X, Y)
Po

250
SRR
Z 227

527>
527 Z
L

05 2 >
s
L2 2 57
0.25 sy 0.25 %
AR5, Do 25 75
25 = /44 %L
0 2 B\
4\ '~ 7
VXX XRAN 5222540
XX N 55
X 77592
0.25 0.25 v, «0510,",,'11 Sl 2207
2 -05 2 2

: 7 Z
2% KRS _//l!f RSSRLIHTL
U~
' i
e I

0.75 -0.75
_1 1
T T &
= S
deprt SSh 5 dept ~Sh h
dce - o dCe - o
ey, X e, X

Figure 3-18 : Distribution du maximum de la pression hydrostatique locale en surface
(X,Y,Z2=0) et dans le plan médian (X,Y=0,Z) (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3)

Seuls les domaines en pourtour du contact suivant I’axe de glissement X sont soumis a un état
moyen de tension, le maximum est observé en bordure de contact le long de I’axe X.

Comparée a I’enveloppe de la contrainte principale (Figure 3-1), la distribution de la pression
hydrostatique se caractérise par un resserrement des domaines en tension centrés sur les bords

du contact.

3.2.1.2.2 Maximum de la cission locale
La détermination de la cission microscopique maximale est simplifiée par la symétrie
temporelle. On distingue la composante statique du chargement normal de la composante
purement alternée de la sollicitation tangentielle. La symétrisation nécessaire a la recherche
de la cission locale conduit a négliger la composante statique de I’effort normal et a seulement
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considérer la composante alternée de I’effort tangentiel (Figure 3-15).
On montre que la cission locale suivant la facette n est identique a la cission macroscopique
associée au chargement tangentiel :

2,0 = £, 1) (32.1-9)
La symétrie temporelle du tenseur associé a I’effort tangentiel entraine :
T3 (0 =T (t+T/2). (32.1-10)

On retrouve cette inversion au niveau des contraintes principales maximale et minimale,

puisque les vecteurs définis a I'instant t, soit G?(t) et Gg(t) permettent de déduire ceux
appliqués au mé€me point mais dans la demi période suivante :

o2(t+T/2) = —02(t) et 6R(t+T/2)=—-c2(t). (3.2.1-11)

La détermination de la cission devient évidente et comme I’illustre la Figure 3-19, la norme

de la cission est égale aux cisaillement maximaux définis aux deux instants t et t+T/2.
Tenant compte de la relation 3.2.1-11, ces derniers sont orientés suivant une méme direction :

la bissectrice définie par les couples [G?(t) ;Gg(t) Jet [G?(t +T/2) ;Gg(t +T/2))]

WR(t+T/2)
().~

bjS

S
\.(?S(I‘jce
EQ(H,t+T/2)
g (i, 1)

~
~

-

- 62+ T/2) 6Q0)

AY

A
Figure 3-19 : Schématisation des cissions aux instants t et t+1/2

On peut écrire :

1 1
(.0 = ~ tresca(ZR (1) = E‘G?(t) - c?(t)‘ : (3.2.1-12)

1 1
QR 1+T/2)| = Etresca(Z%(t+T/2)) - E‘G?(t+T/2) —of(t+T/2),  (32.1-13)

XG0 =[eXa@.+T/2) . (32.1-14)

On montre que le maximum des amplitudes des cisaillements est observé aux
amplitudes t=0 (Q(t) = +Qx) et t=T/2 (Q(t) = —Qx).
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bissectrice
N

Eps (1,T/2), A o1 & (T

plus petite hypersphere
cirsconscrivant les
trajets de cission

Figure 3-20 : Caractérisation du maximum des cissions aux amplitudes t=0, Q(t) = +Qx et

t=T1/72, Q(t) = —Qx ; recherche de la plus petite hyper-sphere circonscrivant la cission.

La détermination de la plus petite hyper sphere devient triviale (Figure 3-20), nous déduisons
alors le maximum de la cission aux amplitudes du chargement tangentiel, soit :

N —Qu 1 _0. 11 —o. _O.
Tmax = &PSQ' (n, T/2)|= Etresca(ZPSQ' )= E o Q —53Q' ou
Tmax = g;SQ (n,O)‘ = Etresca(Z;SQ (0)) = E Gi"Q _G‘?’;Q

(3.2.1-15)
Le plan de la facette qui subit la cission microscopique maximale est défini par la bissectrice
des directions principales (0} Q , G3Q ) et la direction de la contrainte principale 62Q .
Le Figure 3-21 représente I’évolution des distributions en surface et suivant 1’axe médian du
maximum de la cission locale. La cission locale se caractérise par une distribution annulaire

avec des valeurs maximales dans le domaine de glissement et un maximum localisé¢ a la limite
de la zone collée suivant I’axe X.

Surface Plan médian
Z:O Y:O

Y.
0.5 2z 270044, p "-.,' w.',".! 5‘0”0
AL lll[, THITIRERS
0.4 022225 eqyssery U 0, LR
03 S R IR
- R 0 s 0 g 20 e
0.2 150 s e [0 e oo g e g
e L U L LT
0.1 7% 'z 7205205 II;, 'z‘,,l'l %002 0.5
0 1

Figure 3-21 : Distribution du maximum de la cission locale en surface (X,Y,Z=0) et dans le
plan médian (X,Y=0,Z) (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3)
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3.2.1.2.3 Identification du couple critique

L’analyse précédente montre que les sollicitations locales maximales Ppax €t Tpax SONt

imposées aux méme instants lors du chargement tangentiel maximal. Cette concordance
temporelle nous permet d’associer les valeurs du couple critique aux valeurs du couple
maximum précédemment identifiées. On montre que :

- pour le domaine tel que X =0 , I’instant critique est en t=T/2 tel que Q(t) = —Q« avec
Pe = Pmax = %trace(ZP) +%trace(Z;SQ*) et T,
- pour le domaine tel que X < 0 , I’instant critique est en t=0 tel que Q(t) = +Qx avec
Pe = Pmax = %trace(ZP) +%trace(Z;SQ*) et 1T,
On généralise cette formulation par :

. 1 Q-
. :Etresca(ZPSQ ), (32.1-16

.1 *
Ry = Etresca(Z;SQ ), (32.1-17)

A A

Be = P = —trace(£P) + — tracel 2| et %, =% .. = —tresca(ZX).(3.2.1-18)
C max 3 3 PS C max PS

1
2
Nous avons donc rigoureusement défini : le couple critique (T.,p.) identique au couple

maximum ( Tp,ax > Pmax )» | instant de cette sollicitation critique en fonction de la position dans

le solide (t=0 si X <0), (t=T/2 si X=0) ainsi que I’orientation des facettes ou le risque
maximal d’amorgage est supposé étre observé.

3.2.1.2.4 Formalisation du critére:

Le critere d’amorgage est caculé a partir du couple (T, P, ) :
e

B —Q- f’c

Contrairement aux variables classiques comme la contrainte principale, ou le Von Mises, la
distribution du risque n’est pas seulement fonction du coefficient de frottement « u » ou de la
condition de glissement « k », elle dépend aussi du matériau au travers des variables B et o.
Nous devons exprimer les variables en valeurs réelles et non plus normalisées vis a vis de la
pression. La Figure 3-22 représente 1’évolution du risque d’amorcage calculé pour un
matériau qui nous sert de modele, un acier 30NCD16, provenant d’un lot ayant servi a I’étude

en fatigue classique de différents criteres d’amorcage (Dubar L., 1992). Ses caractéristiques
en fatigue, parfaitement identifiées, sont exposées en annexe 1 (Al.1.1).

dpy = (3.2.1-19)
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Surface Plan médian
Z=O Y:O

Figure 3-22 : Distribution du risque d’amorcage «dpy » en surface (X,Y,Z=0) et dans le
plan médian (X,Y=0,Z) (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3, =428 MPa, a=0.36, p, = 600 MPa )

Pour ces conditions, la distribution indique que les maxima du risque d’amorgage sont
observés dans la zone glissante de I’axe médian X en surface.
La pression hydrostatique p,,.x est située en bordure de contact alors que le cisaillement

local maximal T,,,, se trouve en bordure de la zone collée. On montre que, quelles que soient
les conditions de sollicitations comprises dans le domaine I,

le maximum du risque d’amorcage se trouve nécessairement en surface, sur l’axe

médian dans la zone de glissement .

dpy (X)
BC & o & BC

collée

zone glissante

Figure 3-23: Distribution du risque d’amorcage « dpy » suivant 'axe X, pour différentes
valeurs du parametre o/(30NCD16/100C6: u=0.8, k=0.5, v=0.3, =428 MPa, p; = 600 MPa ).
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Ainsi, la position exacte du risque maximal dépend de I'intensité des variables Ppax €t Tmax
et surtout des coefficients d’influence [ et o. Pour Iacier étudié, la valeur maximale du
risque est localisée en bordure de contact aux points BC.

La Figure 3-23 montre I’évolution de la distribution du risque d’amorcage « dpy » suivant
1-05.6 d / T4

64/
Le parametre o mesure l'influence de la composante de tension sur le mécanisme

d’amorgage. Ainsi un matériau de caractere fragile, sensible a la contrainte de tension
présente un ratio G4/tq plutdt faible et donc une valeur de o élevée. L’influence de la

I’axe X, pour le méme B en faisant varier le paramétre a.: o = 3-

pression hydrostatique est alors favorisée et I’amorcage a tendance a se situer en bordure de
contact.

Par contre, un matériau de caractere ductile, ayant un comportement en fatigue tres sensible
au cisaillement et relativement moins sensible a I’effet de la tension, présente un ratio
G4/74 élevé et donc une valeur de a faible. Dans ce cas le risque d’amorgage maximal tend a

se rapprocher du domaine central :

la localisation du risque maximal d’amorcage dans la zone de glissement suivant l’axe
X, dépend du comportement en fatigue du matériau et indirectement du ratio G4/t

L’influence du parametre o ne se limite pas au positionnement de 1’amorgage, le gradient du
risque est aussi fortement modifié.

Si le mécanisme d’amorgage est indépendant de 1’état de tension, la distribution du risque est
directement proportionnelle a celle du cisaillement microscopique avec un maximum en
bordure de zone collée (Figure 3-21) et une distribution homogene dans la zone de glissement.

Pour un matériau sensible a la pression hydrostatique, une discontinuité apparait en bordure
de contact, le gradient du risque est dans ce cas contrdlé par I’évolution rapide de la pression
hydrostatique (Figure 3-18). On remarque que pour la plupart des matériaux métalliques ou

Gd/ Tq <3 soit o =023, le maximum du risque d’amorcage est observé en bordure de
contact.

3.2.1.3 CARTES THEORIQUES D’AMORCAGE

L’analyse ponctuelle en bordure de contact (BC) permet d’expliciter de facon simple le
couple critique caractérisant le risque d’amorgage du contact dans sa totalité.
Ainsi la pression hydrostatique et la cission locale sont égales, en bordure de contact, a :

A A 1 Ed Ed A A 1 *
Be(BC) = P max =5 do (fﬁ + ) et Fe(BO) =temax =5 o fif B21-18)

avec fl%* et f%* exprimés respectivement par les relations 3.1.4-4,5.
Le risque d’amorcage du contact est :
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1 .
A ~9qof11
T
dpy = B_(fojlax - 12 oo (3.2.1-19)
Pc max B—Oc'gqo(fu*+f2*)

Le critere en ce point dépend directement de la contrainte de cisaillement maximal ).
Nous pouvons donc définir I’équivalent d’un cisaillement Hertzien limite tel que (dpy=1)

soit :
qopy = b (3.2.1-20)
fll* (1 +aj +gf2Q2*
2 3 3
De méme nous pouvons extraire I’équivalent d’une pression seuil telle que : popy = q(ﬂ)v .

L’évolution du cisaillement Hertzien limite d’amor¢age dépend exclusivement de la condition

de glissement et des propriétés du matériau : o, 3, v.
On trace pour le matériau étudié la courbe maitresse d’amorcage en fonction des parametres

de glissement k, Qx/Q, et 8:/8; (Figure 3-24).

qopv [MPa] qopv [MPa] qopv [MPa]

domaine
d’amorcage

1000 1000 - 1000 -

domaine
d’amorgag

500 500 500 +
domaine de sécurité domaine de sécurité domaine de sécurité

0 4 + t 0 t t t 1 0 t t t 1

0 0 1 0 0.5 1

**Q./Q, 8:/8,

05 k=c/a

Figure 3-24 : Evolution du cisaillement maximal Hertzien de non amorcage en fonction de la
condition de glissement. (30NCDI16 : =428 MPa, a=0.36, v=0.3)

Ainsi, connaissant la condition de glissement, le coefficient de frottement, la pression
appliquée et les propriétés du matériau, on peut rapidement identifier si la sollicitation
imposée est susceptible d’amorcer une fissure ou non.
Grdce a ces courbes normalisées, on peut mesurer Uinfluence du coefficient de
[frottement, celle du comportement en fatigue du matériau et enfin, évaluer I’influence de la
condition de glissement.

Le cisaillement ou indirectement la pression admissible de non amorcage, décroit de facon
asymptotique vers une limite de non amorcage (qopyr. = H.Popyl, - Cette valeur critique,
observée pour le maximum des sollicitations a la transition de glissement, correspond au seuil
ou, quelle que soit la condition de glissement, il ne peut y avoir d’amorcage. Ce point critique
permet ainsi de délimiter le domaine de sécurité vis a vis de I’amorg¢age induit par le fretting.
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On définit un seuil critique de cisaillement q,y1, = 1L.popyL., en dessous duquel quelle
que soit la condition de glissement il n’y a pas d’amorgage.

Ce seuil est explicité par la relation (3.2.1-20) lorsque k=0 :
8-B
3n(4+v+4.0(1+Vv)/3)

Toute corrélation expérimentale suppose de vérifier les hypotheses de calcul. En particulier il
est nécessaire que le chargement macroscopique n’implique pas de déformations plastiques
importantes. Aussi on exprime a partir de la relation 3.1.4-9 une pression Hertzienne
maximale en dessous de laquelle il n’y a pas de plastification en bordure de contact :

Oy

2
f11(1+ (Fa/f11) - fzz/fu)

Une valeur limite est observée a la transition définissant le seuil au dessous duquel quelle que
soit la condition de glissement il n’y a pas de plastification. On superpose dans un méme
diagramme les limites de fissuration et de plastification en fonction de la condition de
glissement; les pressions sont normalisées par rapport a la pression de premiere plastification
sous indentation normale soit pg/pgy avec pgy = 1.61 oy . Le trac€ est ici réalisé pour un

coefficient de frottement représentatif des contacts acier-acier, égal a 0.8 (Figure 3-25).

dopvL = H-PopvL = (3.2.1-21)

Povm = 12 (3.2.1-22)
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Figure 3-25 : Evolution des différents domaines de dégradation en fonction de la condition de
glissement (3ONCD16 : 6y = 1080 MPa, =428 MPa, =0.36, v=0.3, u=0.8) (O

seuil de plastification , ® seuil d’amorcage Polycyclique)

L’évolution des deux courbes en fonction des conditions de sollicitation met en €vidence trois
domaines de réponse du matériau. On identifie un domaine de sécurité (I), un domaine

d’amorgage a grand nombre de cycles par fatigue et enfin, pour les conditions les plus
séveres, un domaine de plastification macroscopique.

Dans ce dernier domaine 1’application rigoureuse du modele de Dang Van n’est plus vérifiée.
Aussi, la comparaison avec les résultats expérimentaux se limitera aux conditions définies
par les domaines I et II.

En dessous des pressions seuils popyi./Poy €t PoymL/Poy » On note I’absence, quelle que soit

la condition de glissement, de tout amorgage de fatigue, ou de toute plasticité macroscopique.
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CHAPITRE 3 : AMORCAGE DE FISSURES EN GLISSEMENT PARTIEL

On peut transposer cette approche pour tracer 1’équivalent de Cartes de Réponse du Matériau
(CRM) ou I’évolution des différents domaines de fissuration est représentée en fonction du
débattement et de I’effort normal. La Figure 3-26 représente la distribution des domaines de
non amorcage et d’amorgage en fonction des sollicitations imposées pour un coefficient de
frottement de 0.8. Les frontieres du Dang Van et du Von Mises permettent de délimiter
respectivement les domaines d’amorcage en fatigue polycyclique (grand nombre de cycles) et
celui de l’amorcage en fatigue oligocyclique induit par des déformations plastiques
conséquentes.

Il est intéressant de comparer une telle distribution avec des résultats expérimentaux en
amorcage. Plus le nombre de cycles considéré est élevé, plus la frontiere de 1’amorcgage se
déplacera vers les faibles débattements associés a de plus faibles chargements. Ceci apparait
totalement cohérent avec la description de Wohler-Haigh de la fatigue et justifie une analyse
en terme de fatigue du probleme de 1’amorcage de fissures en fretting wear et en fretting
fatigue (Figure 1-7).
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Figure 3-26 Carte Théorique de Réponse du Matériau, contact sphere(100C6, R=50 mm) /
plan (3O0NCDI6) : oy = 1080 MPa, =428 MPa, 0:=0.36, v=0.3, u=0.8.

On met aussi en évidence des effort normaux Pnyp et Py, définissant respectivement les
seuils de non fissuration et de non plastification.

Contrairement aux cartes adimensionnelles, ce type de représentation dépend de la géométrie
du contact, du rayon de la sphere, et doit €tre adapté a chaque systeme expérimental.

Il est intéressant de mesurer I’évolution des frontieres d’amorgage en fonction du coefficient
de frottement, surtout vis-a-vis de la modification de la frontiere de glissement (Figure 3-27).

On remarque que I’augmentation du coefficient de frottement engendre une extension du
domaine de glissement partiel, déplace la frontiere d’amorcage vers les plus faibles
débattements et diminue de facon conséquente la sollicitation seuil de non amorcage. Par le
tracé de ces iso risques d’amorgage, on montre qu’il est nécessaire de dissocier I'effet du
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CHAPITRE 3 : AMORCAGE DE FISSURES EN GLISSEMENT PARTIEL

coefficient de frottement sur la condition de glissement et sur la fronticre d’amorcage en
glissement partiel. Ce résultat théorique valide de nombreux résultats expérimentaux
rencontrés dans la littérature. En particulier, il démontre I'intérét d’appliquer des traitements
de surface diminuant le coefficient de frottement (Petiot C., 1994).

— Limite de fatigue de Dang Van — Transition RGP => RGT
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Figure 3-27 : Extension du domaine d’amorcage en glissement partiel en fonction de
[’augmentation du coefficient de frottement. sphere(100C6,R=50 mm) /plan (30NCD16)
(f=428 MPa, 0=0.36, v=0.3).

3.2.1.4 SYNTHESE

L'analyse qui est proposée permet de mesurer les évolutions des domaines d’amorcage en
fonction de parametres comme : le coefficient de frottement, la géométrie de contact ou les
propriétés des matériaux. Le critere d’amorcage de Dang Van transposé au contact sphere
plan, montre que le site de premier amorcage dépend de la condition de sollicitation mais
surtout du comportement en fatigue du matériau. Son positionnement est fonction des limites
de fatigue en flexion plane et en torsion alternée au travers du ratio 64/tq . Pour les aciers

courants tels que oy / Tg < V3 le maximum du risque est observé en bordure d’amorgage.

Cette localisation nous permet alors d’exprimer sous une forme simple 1’expression du risque
maximal d’amorg¢age dans le contact « dpy ».

Les expressions analytiques, traduites graphiquement, confirment I’intérét d’analyser la
distribution du risque en terme de Carte de Réponse du Matériau (CRM) et donne une
justification théorique aux analyses expérimentales antérieures.

L’approfondissement de ce concept nous a surtout permis de passer d’une représentation
"effort normal - débattement'’ a des représentations plus synthétiques, normalisées, dans
lesquelles le risque d’amorgage est représenté en terme de pressions ou de cisaillements
Hertziens critiques, fonctions de la condition de glissement.

Nous disposons désormais d’un premier outil capable de formaliser le risque d’amorcage a
grand nombre de cycles pour des conditions de glissement partiel en fretting.
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CHAPITRE 3 : AMORCAGE DE FISSURES EN GLISSEMENT PARTIEL

3.2.2 MODELE DE FROUSTEY LASSERRE

3.2.2.1 DESCRIPTION DU CRITERE DE FROUSTEY-LASSERRE

Ce critere a été introduit dans le but de valider les résultats obtenus par le critere de Dang
Van. L’objectif est double, il s’agit d’'une part de comparer la localisation du maximum du
risque d’amorcage et surtout de mesurer I'efficacité respective des criteres en terme de
prévision d’amorcage vis-a-vis des résultats expérimentaux.

Le choix de ce critere se justifie sur le plan mécanique dans la mesure ou il suppose que
I’amorcage a grand nombre de cycles (Polycyclique) est associé a I’énergie élastique
supportée par le matériau ce qui facilite la transposition de notre description du contact.

Enfin, il est intéressant d’étudier ce critere dans la mesure ou il a été spécifiquement
développé sur le méme lot d’acier que nous avons testé en fretting (30NCD16) (Dubar L.,
1992).

Contrairement au modele de Dang Van pour lequel I’application du critere nécessite une
démonstration détaillée, le critére de Froustrey Lasserre, plus simple a mettre en ceuvre, ne
sera qu’appliqué (annexe 4 : A4.2 ) (Froustey C. 1987; Froustey C. et al. 1993).

Apres dichotomie du tenseur des contraintes en la somme d’un tenseur moyen et alterné, les
énergies €élastiques sphériques et déviatoriques associées a chacun des deux tenseurs sont
calculées.

Sollicitation moyenne

. . 1-2v 2
Energie moyenne sphérique du tenseur moyen Wi = “6E (Ilm)
. . N l+v
Energie élastique de distorsion du tenseur moyen ~ W, = B Jom
Energie élastique totale du tenseur moyen Wi =Wim +Won,
£ IR T, o Wim Wim
Degré de triaxialité du chargement moyen dppy, = =

Sollicitation alternée

T
1-2v 1
Energie moyenne sphérique du tenseur alterné Wi, = E T I(Ila(t)) dt
0
T
. . . , I+v 1
Energie moyenne de distorsion du tenseur alterné ~ W,, = B ¥J‘J 22 (1) dt
0

Energie élastique moyenne totale du tenseur alterné W, = W, + W,

Degré de triaxialité des énergies élastiques moyennes
Wia _ Wia
Wia +Wo, Wa

du chargement alterné dy, =

(3.2.2-1)

Le critere est exprimé a partir des deux énergies de la sollicitation moyenne Vj,, et alternée
V,, prenant en compte la triaxialité du chargement et I’influence de celle-ci vis-a-vis du
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CHAPITRE 3 : AMORCAGE DE FISSURES EN GLISSEMENT PARTIEL

N

matériau étudié au travers du parametre k. Ce facteur est calculé a partir des limites
d’endurance pour différentes conditions de sollicitation (flexion, torsion); il est égal a 1.4
pour le 30NCD16.

Vi = % avee G(dpy. k) = 1_‘:_K = cll"T {1 —%Ln(l + dip(e® - 1))} (3.2.2-2)
Tm> m
Vo = m avec F(d7,.x) = i{l—%@(l T diy(e* - 1))} (32.2-3)

Sil'invariant I, est négatif, les énergies moyennes considérées sont affectées du signe « - ».

On tient compte ainsi de 1’effet bénéfique d’un état de contrainte en compression.
Le domaine de sécurité est défini par une relation linéaire entre Vi, et V,, ainsi que le

représente la Figure 3-28a.

‘ V2a

V,,(0)

domaine de
fissuration

domaine de
sécurité

Vlm ( Rm) Vzm Vlm(Rm)
(a) (b)

Figure 3-28: (a): Identification du domaine de sécurité; (b): Calcul du risque d’amorcage dp;

La frontiere de I’amorgage est explicitée a partir des variables V,, (0)et V|, (Rm),
telle que la composante V,,; admissible pour un état moyen imposé Vi, soit égale a :

Vo =V, (0)| 1 —Vim__ 3.2.2-4
2al — V2a _Vlm(Rm) (‘)

V,.,(0) est I’énergie de distorsion engendrée par la limite de fatigue en torsion alternée. V,,
est nulle pour la valeur V;,,(Rm)correspondant a la traction uniaxiale.

On calcule le risque d’amorgage en comparant la valeur limite V,,, établie a partir de Vj, et
la valeur imposée V,, , soit :

dp = Vaa (3.2.2-5)
Vaal

V,, :1'énergie de distorsion imposée,

Va1 :I'énergie limite d’amorcage.

Ainsi comme I'illustre la Figure 3-28b :

st dgp, > 11l y a un risque d’amorcage.

si dgp < 1le risque d’amorcage est négligeable.

Le calcul du risque implique donc de calculer les deux grandeurs V;, (0)et V|, (Rm).

Pour I’essai de traction simple ¢ ona I, =0, Jo;, = 62/3 aussi Ao = (1-2V)/3.
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Ainsi :

Vim(Rm) = (3.2.2-6)

G(thract K )

3 1 1-2
avee G(dfyger ) = 1—2“‘ STven {1—;Ln(l+( ; Vj(eK —1))}. (3.22-7)

Le chargement de torsion alternée t(t)esttel que: I, =0 et Jp,(t) = 2 (1).
Si on considere une sollicitation alternée sinusoidale de période T, telle que

T 2
1 T
T(t) = Ty sin(2m t/ T), la valeur moyenne est égale a ¥J‘J23(t) dt = %. (3.2.2-8)
0
. o o 1+ I+v 5
Finalement on a 0o, = 0 F{dTorsk) = 1 et V, (0) = g (3.2.2:9)

3.2.2.2 TRANSPOSITION DU CRITERE DANS LE CONTACT SPHERE PLAN
EN GLISSEMENT PARTIEL .

On transpose directement le calcul du critere aux spécificités du contact en glissement partiel.
Dans ce cas, la dichotomie des énergies €lastiques est évidente : les variables de 1’énergie

moyenne sont associées au chargement normal statique : xP , les composantes de I’énergie
alternée seront définies a partir du chargement tangentiel alterné : Z%.
Pour calculer les grandeurs définies en 3.2.2-1,3 on utilise la formulation discréte des

chargements générés par le cycle de fretting (relations 3.1.1-8.9).
On réalise le calcul pour I’acier référence (30NCD16, annexe Al.1.1).

Nous déduisons : G(dTae K = 14,V = 03)= 1.62

et finalement Vj,(Rm) =2.221 MPaet V,,(0) = 0.595 MPa

La frontiere d’amorgage est donc exprimée par la relation :

Voa = - sz?g) )
Im m)

Ou A=-0.268 et B=0.595 MPa.

On calcule la distribution du risque d’amor¢age dgp dans les plans XY et XZ pour les mémes

“Vim + V22(0) = AV, +B (3.2.2-10)

conditions que lors de I’analyse du Dang Van.

Les mémes évolutions sont observées avec un maximum dans la zone de glissement et un
minimum au centre dans le domaine collé. Le domaine le plus critique correspond a la zone
de glissement de I’axe médian X en surface (Figure 3-29). Cependant, contrairement au
critere de Dang Van qui positionne le maximum du risque en bordure de contact, le critere de
Froustey-Lasserre situe ce point un peu a ’intérieur de la zone de glissement.
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Figure 3-29 : Distribution du risque d’amor¢age « dry, » en surface (X,Y,Z=0) et dans le
plan médian (X,Y=0,Z) (30NCD16, u=0.8, k=c/a=0.5, p; = 600 MPa )

Le tracé des deux distributions du risque pour les mémes conditions montre que si les valeurs
maximales sont pratiquement similaires, la différence se situe exclusivement sur la position et
sur la distribution du risque (Figure 3-30).

dp. position et extension des
i dpy domaines d’amorcgage

dFL &
!

collée BC

zone glissante

Figure 3-30 : Distribution des critéres de Dang Van «dpy » et de Froustrey-Lasserre « dgp »
suivant I’axe X (30NCD16, u=0.8, k=c/a=0.5, p;, = 600 MPa )

Contrairement au Dang Van qui présente une discontinuité tres marquée en bordure et donc
suppose un amorgage local, le critere énergétique de Froustey-Lasserre présente un maximum
moins singulier avec une distribution du risque plus étendue et prévoit donc un amorcgage
multiple dans la zone de glissement.

La comparaison de ces différences vis-a-vis des résultats expérimentaux apparait
fondamentale. Ainsi ’analyse quantitative de la valeur maximale du risque, limitée puisque
les deux criteres donnent des valeurs similaires, pourra étre affinée par une étude plus
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descriptive en termes de sites d’amorcage.

Le maximum n’étant pas précisément localisé, on ne peut expliciter le critere sous une forme
simple. D’autre part I’intégration nécessaire a I’obtention de I’énergie moyenne du tenseur
amplitude rend le calcul analytique difficile, on se limite ici a une analyse numérique.

3.2.2.3 CARTES THEORIQUES D’AMORCAGE

On peut illustrer I’évolution du risque d’amorcage sous la forme de cartes théoriques de
réponse du matériau ol le risque d’amorcage est représenté comme une fonction de la
condition de glissement, de la pression maximale (po(dgr, =1)=por.) €t en fonction du

coefficient de frottement « 4 » .

POFL/POY POFL/POY
1 1
T amorcage r amorcage
0.8 T 0.8 +
=04 I
0.6 - k=0 0.6 +
[ L b =
j=)
0.4 0.4 + =
q
h L —
! )
0.2 § 0.2 + b =~
L non amorcage 1 non amorcgage
0 t t t t t } t } t 0 + t + : t t t } t
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
k=c/a Q«/Q;

Figure 3-31 : Représentation des iso-courbes d’amorcage ( drr, =1)

Por./Poy (Poy = 161 6y ). (30NCD16, 6y =1080 MPa)

Le méme type d’évolution est observé que pour le critere de Dang Van , avec une évolution
asymptotique vers les conditions critiques d’amorgage observées a la transition pgg1./Poy -

La Figure 3-32a présente I’évolution de la position relative du maximum du critere a la
condition limite d’amorgage‘X(dFL = 1)‘ en fonction de la condition de glissement Qx/Q et

pour différents coefficients de frottement. Le maximum du critere ne se trouve pas en
bordure de contact mais plus a I'intérieur de la zone de glissement dans un domaine compris
entre X=1.0 et X=0.8. On montre que la position du premier site d’amorg¢age tend a s’éloigner
du bord du contact avec 1’augmentation de I’amplitude de I’effort tangentiel. Elle atteint un
minimum pour ensuite se rapprocher de nouveau du bord du contact a la transition.
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Figure 3-32 : (a): Evolution de la position relative du premier amorcage (dpr =1);(b): Ecarts

relatifs des pressions Hertziennes de premier amorcage associées aux criteres de Dang Van
(dpv=1) et de Froustey-Lasserre (dp, =1), (30NCDI6 ).

La comparaison des criteres multiaxiaux en terme de localisation du maximum peut aussi
s’établir sur la plan quantitatif. Toujours en considérant les conditions critiques de premier
amorcage, on mesure I’écart relatif entre les pressions critiques définies par les criteres.
POFL ~— Pobv

Popv
Le calcul montre que quelle que soit la condition étudiée, I’écart entre les deux criteres reste
inférieur 2 20% et, pour les conditions en glissement telle que Qx/Q <0.95, cet écart est
réduit a 10% (Figure 3-32b).
Il est maximal 2 la transition Qx«/Q;=1 et décroit au fur & mesure que 1’amplitude

Pour cela on introduit le ratio suivant :

tangentielle diminue. En comparant le signe du ratio, on peut aussi conclure que le critere
énergétique de Froustey-Lasserre est plus optimiste que la prédiction de Dang Van lorsque la
condition de glissement (Qx/Q,) tend vers la transition et/ou lorsque le coefficient de

frottement augmente.

3.2.2.4 SYNTHESE

Comme pour le critere de Dang Van, nous avons explicité de nouvelles cartes théoriques du
risque d’amorgage tracées en fonction des caractéristiques mécaniques du matériau, des
caractéristiques de I’interface et de la condition de glissement. L’analyse détaillée du critere
énergétique de Froustey-Lasserre confirme les tendances mises en évidence lors de 1’analyse
du critere de Dang Van en particulier sur le plan quantitatif. Cependant, le critére énergétique
differe en terme de localisation et en terme de distribution du risque. Le risque maximal n’est
pas localisé en bordure de contact marqué par une discontinuité, mais correspond plutdt a une
distribution homogene ayant un sommet dont la position relative varie entre 0.8 et 1.0.
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3.2.3 APPROCHES SIMPLIFIEES UNIAXIALES
L’amorcage dans le contact de fretting est tres souvent étudiée a partir de la contrainte
principale maximale en bordure de contact définie sous le terme de « Gyx ». Associée a des

termes correctifs, cette analyse permet de quantifier I'influence des différents parametres
comme le coefficient de frottement ou I'influence de la géométrie de contact et indirectement
de la pression (paragraphe 1.2.3.1). On justifie I’application de cette description uniaxiale de
I’amorcage en étudiant I’état de contrainte en bordure de contact.

3.2.3.1 UNIAXIALITE DE LA SOLLICITATION

L’état de contrainte en bordure du contact sphere-plan est biaxial, défini par les deux variables
O] et Oyy. Il s’agit d’un trajet de chargement radial (annexe 2) ou quel que soit I’instant du

cycle les directions principales restent fixes.
La Figure 3-33 trace I’évolution du ratio entre la contrainte principale maximale 11 et la
seconde composante 22 aux amplitudes du chargement (Q = Qx). On définit ainsi le ratio

mesurant le degré d’uni axialité du chargement critique en bordure de contact :

6:(Q-)
—— v avec 611\Q*) =0 max - (3.2.3-1)
Gll(Q*) v 11( ) 1

05T 6,(Qx)

oat O 11(Q:)
03 T+
L | domaine principal de |
e ) — >
02 + I’étude de I’amorgage |

0.1 1

0.0

-0.1 + : }.LZO.S - - Q*/Qt

Figure 3-33 : Evolution du degré d’uni-axialité du chargement maximal en bordure de

contact en fonction de la condition de glissement et du coefficient de frottement (v=0.3).

On montre que pour les conditions étudiées, la valeur de la seconde composante G,, reste
inférieure a 15% de la valeur principale 6. Ce rapport est réduit a 10% si on considere des
coefficients de frottement habituellement observés dans les contact p € [0.5; 0.8]. Ainsi I’état

de contrainte caractérisant le chargement critique en bordure du contact sphere-plan est
pratiquement uniaxial ce qui justifie dans ce cas précis la simplification du calcul et
I’introduction d’une description uniaxiale de I’amorgage.
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3.2.3.2 DESCRIPTION DES CRITERES UNIAXIAUX

Le domaine de rupture en fatigue uniaxiale, pour un nombre de cycles donné, est souvent
exprimé en fonction de la contrainte moyenne G, et I’amplitude de la contrainte alternée G,
(diagrammes de Haigh). L’analyse de I’amorgage implique que nous nous intéressions a la
limite d’endurance obtenue pour des nombres de cycles supérieurs a 10° cycles. Pour chaque
couple (O,,q,0,4) caractérisant la limite d’amorcage pour une condition donnée, il est

nécessaire de définir la limite d’amorcage par le tracé de la courbe de Wohler associée.

Courbes de Wohler pour
différentes conditions

litude de 1 .
amprtude de diagramme de

o, Lone contrainte alternée .
de sollicitation X Haigh
Ga
Gy E domaine de
fissuration

Cal T 7= =7
Ca2 T
Goa biminne el MU
' a3 fissuration : Om
1 | 1 » | ) i
104 105 106 107 Omi Om2 Om3 Rm
nombre de cycles contrainte moyenne

Figure 3-34: Illustration de la construction du diagramme de Haigh & I"endurance (10° cycles).

L’obtention d’une telle courbe est extrémement cofiteuse en essais (Figure 3-34). Plusieurs
auteurs ont cherché a modéliser la frontiere de 1’endurance a partir d’un nombre restreint de
variables telles que la contrainte maximale de traction (Rm ) ou la limite d'endurance en
flexion alternée (G4 ).

Différentes formulations ont ainsi été proposées pour estimer I’amplitude limite admissible
G, en fonction de la valeur moyenne G, :

la droite de Goodman

Gm
O,GD = Og- 1 - % , (3.2.3-2)

la parabole de Gerber

)
6= Sa|1- ) | (3.2.3-3)

La parabole de Dietmann

o, 1/2
OaD = Od- (g} ; (3.2.3-4)

I’approximation définie par la recommandation VDI 2 226 Brand A.

K
GavDl = Op — _1_K'Gm (3.2.3-5)
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1 o
K = E'R_il et (K-1)-(Rm-64) < 64 < Rm - (64/2).
Les différentes frontieres sont portées sur le graphe de la Figure 3-35 établi pour les

caractéristiques du matériau 30NCD16 étudié.

800 - | domaine de_fissuration |

parabole de Gerber
600 - parabole de Dietmann
VDI2 226

400 J droite de Goodman

200 ~

Ho

amplitude de la contrainte ¢,(MPa)

P
1 = 0133p0Y

o

400 600 800 1000 1200 1400

contrainte moyenne o, (MPa)

Figure 3-35 : Illustration des différentes approximations du diagramme de Haigh. On délimite
le domaine associé a I’amorgage de fissures en fretting (v=0.3, 6y =1080 MPa, pyy = 1.61 6y )

Dubar L. (1992) montre que pour le 30NCD16, la meilleure approximation est obtenue par la
parabole de Gerber. (lot n°7).

Comme pour les criteres multi-axiaux, il est possible d’introduire 1’équivalent d’un risque
d’amorcage pour chacune des approximations en faisant le ratio entre la valeur appliquée de
I’amplitude et celle limite calculée a partir de I’état moyen imposé. On définit les différents
criteres suivants :

Ga Ga Ga Ga

————, dg = , dp = , d = (3.2.3-6)
csaGD.(Gm) G csaG(Gm) D csaD(Gm) VDI

dgp =
G,4vDI(Om)

3.2.3.3 TRANSPOSITION DES CRITERES DANS LE CONTACT SPHERE
PLAN EN GLISSEMENT PARTIEL.

La formulation des criteres uniaxiaux devient trés simple si I’on considere que le chargement
moyen est attribué a ’effort normal alors que I’amplitude est uniquement définie par la
composante tangentielle.

Considérant 1’état de chargement en bordure de contact (BC) (|x|=a,y=z=0)) nous

pouvons écrire :

6, =071 =W.po-fi1 (k) et oy =011 =po-fi1 = Po- 3

Les pressions étudiées ne doivent pas excéder la limite de plastification sous indentation
normale pgy = 161 Oy, ainsi le domaine des chargements moyens est relativement restreint

(3.2.3-7)

(Figure 3-35). Ceci induit les deux remarques suivantes :
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e [] existe dans ce domaine tres peu de différences entre criteres, il sera donc difficile de les
comparer.

¢ L’influence de la contrainte moyenne est tres faible et donc difficile a mettre en évidence.

Ce dernier point sera toutefois étudié en appliquant un chargement statique sur I’éprouvette
soumise a la sollicitation de fretting (paragraphe 3.4.1).

Pour obtenir 1’équivalent de la formulation des frontieres spécifiques aux chargements de
fretting, il suffit donc de remplacer les expressions de ¢, et ¢, (3.2.3-7) dans les différentes

expressions des approximations (3.2.3-6).

3.2.3.4 CARTES THEORIQUES D’AMORCAGE

La parabole de Gerber étant la meilleure approximation pour le 30NCD16 (Dubar L. (1992),
Galtier A.(1993)), nous explicitons plus completement sa formulation :

PoG =

u Rm’

3 (k)

2Gd

(1-2v)?

26d
1+ 1+
3Rm

2
(1- 2v)}
WA (k)

On trace alors 1’équivalent de la carte d’amorgage (Figure 3-36).

(3.2.3-8)

PoG /Poy PoG /Poy
1 1
amorgage u=0.4 amorgage
0.8 + 0.8 +
u=0.4
0.6 3 0.6 +
=
oW
0.4 4 04 + -
—
Q
L o
o
02 T 0.2 +
non amorgage non amorgage
0 t } t } t } 0 } t } t } t }
0 0.2 0.4 0.6 1 0 0.2 0.4 0.6 0.8

k =c/a

Q+/Qq

Figure 3-36 : Iso-courbes d’amorgage de I’approximation de Gerber ( dg =1), pgy = 1.61 oy
(3ONCDI16, 6y =1080 MPa,)

On retrouve bien I’évolution asymptotique vers la condition limite observée a la transition (
PoGL/Poy )- Dans la mesure ot les sollicitations sont caractérisées par des états de chargement
moyen faibles, I'influence de la contrainte moyenne associée a I’effort se trouve minorée et la

condition d’amorcage apparait essentiellement controlée par la sollicitation alternée
tangentielle.
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o — PoG —PoDbv 02 - PoG —POFL

I PoG i
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Figure 3-37 : Différences relatives des pressions Hertziennes de premier amorcage définies
par les criteres; (a): Dang Van; (b): Froustey-Lasserre; vis a vis de celles estimées par
I’approche uniaxiale de Gerber (3ONCDI6).

Les Figures 3-37a et 3-37b ol sont comparées les pressions limites de premier amorcage des
différents criteres montrent que la prédiction donnée par une simple approche uniaxiale
concorde pratiquement avec celles déduites des modeles plus complexes. On remarque que la
différence entre le Dang Van et I’approche de Gerber reste inférieure a 5%. Cette tres bonne
corrélation s’explique par la quasi uni-axialité de la sollicitation en bordure de contact.

La comparaison avec le critere de Froustey-Lasserre présente une plus large dispersion. En
effet, le maximum du risque n’étant plus situé au méme point, on retrouve les différences
observées lors de la comparaison du critere énergétique avec celui de Dang Van. L’écart est
maximal pour la condition de transition de glissement et les coefficients de frottement élevés.
Cependant, il reste systématiquement inférieur a 20 % et pour la plupart des conditions telles
que Q:/Q, <0.95 cet écart est réduit 2 15 %.

En outre, on note que 1’approximation uniaxiale choisie est en générale optimiste vis a vis des
prédictions formulées par les criteres multi-axiaux.

3.2.3.5 SYNTHESE

Les points situés en bordure du contact sphere-plan suivant I’axe X (BC), les plus sollicités en
tension et ol le critere de Dang Van prévoit I’amorcage, se caractérisent par un état de
chargement pratiquement uniaxial. Ceci autorise une analyse uniaxiale de 1’amorgage et
justifie I'utilisation de la contrainte principale « Gy, » 0U « O}y » COMmMe parametre pour
quantifier les conditions d’amorcage (configuration sphere-plan). Plutdt que de considérer la
valeur maximale, on découple la valeur alternée induite par le chargement tangentiel et celle
constante associée a la pression normale. On peut alors conduire 1’analyse de la fissuration en
fretting en terme de diagramme de Haigh. Des études préliminaires ayant montré que
I’approximation de Gerber donne les meilleurs résultats pour I'acier étudié, on exprime
I’équivalent de carte d’amorgage en fretting de Gerber. La différence de prédiction vis-a-vis
d’un critere plus complet comme celui de Dang Van reste en dessous de 5% pour des
coefficients de frottement inférieurs a 1.
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3.2.4 SYNTHESE GENERALE

L’introduction des deux criteres multiaxiaux de Dang Van et de Froustey-Lasserre complétée
par I’analyse uniaxiale nous a permis de définir un certain nombre d’outils capables de
formaliser le risque d’amorcage en fonction des conditions de sollicitation et des propriétés
des matériaux. On démontre que quelles que soient les conditions de chargement définies
dans le domaine I :

L’amorgage initié en surface apparait dans la zone de glissement suivant ’axe médian X.

Pour chacune des approches, nous avons explicité 1’équivalent de cartes théoriques
normalisées permettant de quantifier I’amorcage en fretting sous conditions de glissement
partiel. Elles permettent de distinguer les mécanismes d’initiation a grand nombre de cycles
des processus oligocycliques. Nous pouvons désormais formaliser les cartes expérimentales
de réponse du matériau (RFM) et mesurer I’influence respective de 1’effort normal, de la
géométrie du contact, mais aussi de la condition de glissement, du coefficient de frottement et
surtout des caractéristiques d’endurance du matériau sollicité :

On démontre Pexistence de pressions seuils définissant les domaines de sécurité ou quelle
que soit la condition de glissement il n’y a pas d’amorcage de fissure.

L’analyse conjuguée de trois criteres de fatigue, fondés sur des approches trés différentes,
avait pour objectif de déduire le parametre le plus adéquat pour quantifier le risque
d’amorgage en glissement partiel. La comparaison des criteres montre que pour les aciers
classiques du type 30NCD16, la différence des prédictions est relativement faible. Ainsi
quelle que soit la condition de glissement et pour des coefficients de frottement allant jusqu'a
1, I’écart entre le critere de Dang Van et I’approximation de Gerber reste inférieure & 5%. Ce
dernier augmente légérement avec 1’analyse énergétique du critere de Froustey-Lasserre mais
reste de toute facon inférieur a 20%. L’analyse théorique indique que :

Dans la mesure ou le systeme étudié conduit a un amorcage au voisinage du bord du
contact, la tres forte condition d’uniaxialité qui régne dans ces régions impose une
convergence de la prédiction des critéres et justifie une analyse simplifiée inspirée du
diagramme de Haigh.

Aussi, au travers d’une analyse détaillée des différents criteres multiaxiaux d’amorcage on
montre que le caractere trées orienté de la sollicitation en bordure de contact justifie
I’approximation de I’amorgage en terme de contrainte uniaxial Gy, OU O pax -

Cependant, si pour l'acier de référence 30NCD16 la prédiction du Dang Van et
I’approximation de Gerber concordent sur un amorgage en bordure de contact, le modele de
Froustey prévoit une distribution du risque plus étendue dans la zone de glissement centrée
sur un domaine compris entre 0.8 et 1 fois le rayon du contact :

On peut établir une analyse comparative des critéres en termes de sites d’amorcage et de

conditions de multi-fissuration.
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3.3 ETUDE EN FRETTING WEAR D’UN ACIER 30NCD16 BIEN IDENTIFIE

3.3.1 CONDITIONS EXPERIMENTALE DE L’ETUDE

L’analyse théorique a montré I’évolution des conditions d’amorcage en fonction des
sollicitations. Cependant, il apparait illusoire d’étudier un mécanisme mal connu, soumis a
des sollicitations incertaines, sur un matériau dont on ne connait que la dureté ! ! !

Une comparaison quantitative des criteres requiert des précisions de 1’ordre du pour-cent
(Galtier A. 1993). Nous avons donc développé une stratégie expérimentale visant a répondre
au mieux a ces impératifs.

3.3.1.1 DEFINITION DU CONTACT

Pour valider au mieux les hypotheses élastiques du contact, nous avons étudié un contact
homogene : le contact acier-acier, avec une bille en 100C6 aux caractéristiques mécaniques
supérieures (annexe 1) a celles du plan de sorte que la dégradation apparaisse d’abord sur le
plan et non sur la bille.
Des efforts normaux importants permettent de travailler dans une gamme de déplacement plus
large et augmentent d’autant la résolution sur le débattement et indirectement sur 1’amplitude
du chargement tangentiel. Ce principe a guidé la réalisation d’un appareillage spécifique sous
grands efforts normaux et faibles débattements. D’ autre part des contacts plus importants sont
plus faciles a expertiser et moins perturbés par les effets de la rugosité. Pour travailler sous
des sollicitations situées en dessous du seuil de plasticité macroscopique, il était nécessaire
d’appliquer des pressions relativement faibles et donc d’utiliser des rayons de sphere
importants.
Nous avons choisi de développer un nouveau porte échantillon capable de fixer une bille
ayant un rayon de 50 mm. La sphere présente une rugosité de surface de Ra de 0.1 um et une
erreur de sphéricité inférieure a 3 pm (société CIMAP). Par rotations successives il est
possible de faire de nombreux essais ce qui réduit d’autant les incertitudes liées au contre
corps.

1.0 T

rayon du contact «a» (mm)

0.8'_ ‘___-—
-—”E“
-

06 R e - e e im e = .

pression Hertzienne

04 + _
appliquée
. . Po/Pay
0.2 A conditions spécifiquement !
; étudiées ;
0.0 + : : : : .‘ |
0 250 500 750 1000 1250 1500

effort normal (Newtons)

Figure 3-38 : Illustration des conditions de pression étudiées pour I’amorcage de fissure en
glissement partiel Plan 3O0NCD16/ Sphere 100C6 (R*=50 mm).
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La Figure 3-38 schématise le domaine des pressions étudiées. Ces conditions correspondent
parfaitement a celles nécessaires a I’étude de I’amorgage en glissement partiel. Avec un ratio
de pression passant de 0.21 a 0.61, maintenu en dessous de seuil de plasticité en indentation
normale, ces pressions sont aussi associées a des rayons de contact tres importants allant de
270 2750 pm.

L’utilisation peu ordinaire de billes de tel rayon, nous permet d’étudier I’amorcage dans des
conditions satisfaisantes sur le plan de la qualité des interfaces et surtout de la géométrie du
contact.

3.3.1.2 MATERIAUX

Les différents développements théoriques inspirant la formulation des criteres imposent des
conditions au choix du matériau :

e FEtre parfaitement connu sur le plan des caractéristiques mécaniques (module de Young,
coefficient de poisson, limites élastiques, résistance a la rupture),

e FEtre tres bien connu sur le plan des caractéristiques de fatigue (limite d’endurance en
torsion et en flexion),

e Répondre a la loi de comportement supposé et en particulier présenter une loi
d’écrouissage isotrope cinématique,

e Présenter un intérét industriel certain pour des applications ol apparaissent des problemes
de fretting.

Ces conditions établies, nous avons contact¢ Mr Serge Lasserre responsable au laboratoire
LAMEF de L’ENSAM de Bordeaux qui nous a procuré quelques éprouvettes de fatigue
vierges provenant du méme lot que celui testé par Dubar L.(1992) durant son travail de these.
Nous disposions des lors d’un matériau, parfaitement connu sur le plan mécanique, ayant été
testé en fatigue multiaxiale, en flexion alternée, en torsion etc ... Toutes les caractéristiques
statiques et de fatigue obtenues sur plusieurs centaines d’éprouvettes, avaient déja permis de
faire une comparaison poussée des différents criteres et, parmi eux, celui de Dang Van, le
critere de Froustey-Lasserre de méme que 1’approximation uniaxiale de Gerber. Trois
éprouvettes nous ont été nécessaires réduisant I’influence du matériau sur la dispersion. On
rappelle les caractéristiques du matériau testé, dans le tableau 3-1 (annexe Al.1.1):

E : A% Re** Re().()g** Re().z** Rm** Oqg " Td " L
200 0.3 745 895 1080 1200 690 428 1.4
" en GPa, “en MPa,
E : Module d’ Young,
\Y% : Coefficient de Poisson,
Re : Limite apparente de proportionnalité,

Reopo2 : Limite élastique pour 0.02% de I’allongement permanent,
Rep, : Limite élastique pour 0.2% de I’allongement permanent,
o4 : Limite d’endurance en flexion plane alternée 10° cycles,

T4 : Limite d’endurance en torsion alternée 10° cycles.

Tableau 3-1 : Récapitulatif des caractéristiques du matériau : 3SO0NCDI16 DubarL. (1992).
La Figure 3-39 montre la structure de I'acier 30NCD16 apres attaque électrochimique. On
reconnait la structure caractéristique des aciers trempés revenus : les aiguilles de martensite
disposées aléatoirement et la trace des grains d'austénite. Le diametre moyen de cette sous
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structure austénitique est de I’ordre de 10-15 pum.

Figure 3-39 : Microstructure de I’acier 30NCD16 (1 cm = 5 um), Dubar L. 1992.

3.3.1.3 REALISATION DES ECHANTILLONS

La réalisation des échantillons de fretting a été conduite de facon a répondre au mieux aux
points fondamentaux suivants :

e Vérifier les hypotheses de semi infinité imposées par le modele de Hertz.

e QObtenir des états de surface les plus fins possible tout en limitant au maximum les
perturbations induites par 1’usinage de I’échantillon.

e Soumettre le matériau aux conditions de sollicitation se rapprochant le plus de
celles de I’étude en fatigue classique ayant permis I’identification des propriétés de fatigue
conventionnelle (strate du matériau testé, orientation du matériau vis-a-vis de Ia
sollicitation).

La Figure3-40 montre la forme de I’éprouvette torique utilisée pour I’étude en fatigue
classique. On note que les sites d’amorcage apparaissent en surface au fond du tore sur un

diametre interne de 10 mm perpendiculairement au sens long du matériau.

R =19

I 10 16

A

96

Y

Figure 3-40 : Eprouvette torique du 3ONCD16 (dimension en mm) Dubar L.(1992).

La Figure 3-41 représente les étapes de réalisation des échantillons de fretting. Apres fraisage
et rectification des surfaces on réalise un polissage progressif le plus doux possible jusqu'a
I’obtention d’un poli miroir (Ra=0.05 um). L’enlevement de plus de 500 pm permet
d’éliminer la couche superficielle altérée durant ’usinage des échantillons.
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(1) fraisage et rectification de I’épouvette vierge

(3) polissage, élimination . 3
16 de la couche altérée «e» surface polie Ra=0.05um

Figure 3-41: Illustration de la préparation des échantillons de fretting a partir des

éprouvettes vierges de 3ONCD16 (dimensions en mm).

Les dimensions de I’échantillon permettent de vérifier I’hypothese de semi infinité car dans
tous les cas, le contact pourra étre éloigné des bords de I’échantillon a une distance au moins
10 fois supérieure au rayon du contact. Les surfaces sont nettoyées a 1’acétone puis a 1’alcool.
L’échantillon est bridée sur le piston mobile (Figure 3-42) de sorte a ne pas induire de
perturbations sur 1’état de contrainte de la surface frottée. On peut alors associer le
comportement global de I’échantillon a celui d’une poutre uniquement soumise aux efforts de
compression et de flexion imposés par le contact. Comme pour les essais de fatigue, la méme
couche de matériau, 3 mm en dessous de la surface initiale, est testée et surtout, la sollicitation
maximale est colinéaire au sens long du matériau.

— extensometre

— 3,V
P
e
30NCD16
fixe mobile

Figure 3-42 :Schéma du montage de fretting « grosse bille ».

Apres observations en microscopie optique et au MEB de la surface de la trace de fretting,
nous réalisons une coupe transversale suivant I’axe médian pour rechercher des micro fissures
non apparentes en surface. La position dans le contact du site d’amorgage est notée avec
précision pour comparer les différents criteres.
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3.3.1.4 CONTROLE DES PARAMETRES DE CHARGEMENT

Les seuls parametres asservis par le test sont 1’effort normal et I’amplitude de débattement.
Cependant I’analyse en terme de déplacement, trés dépendante de la rigidité du systeme
(chapitre 2), est loin d’étre le meilleur moyen pour contréler les sollicitations imposées dans
le contact. Il est plus rigoureux de définir la condition d’amorgage en terme d’amplitude de
I’effort tangentiel. Ce parametre est absolument indépendant du montage, et surtout le
capteur piézo-électrique autorise une bien meilleure résolution.

On note qu’en régime de glissement partiel, I’évolution de I’amplitude de I’effort tangentiel
est toujours tres stable. Ayant fixé 1’effort normal, on augmente progressivement I’amplitude
du débattement tout en mesurant 1’effort tangentiel. Lorsque I’effort tangentiel visé est atteint,
on ne touche plus au systeme et ainsi que le montre la Figure 3-43, I’amplitude de I’effort
tangentiel reste parfaitement stable durant tout le reste de 1’essai. Ce contrdle « manuel » de
I’amplitude de l'effort tangentiel est assorti de certaines précautions : faire extrémement
attention a ne jamais dépasser le seuil visé. La progression sur 1000 cycles est suffisamment
lente pour permettre 1’établissement contrdlé du chargement visé et 1’application de grands
contacts permet d’obtenir une treés bonne stabilisation.

1.0 T

phase initiale de Owm /10 [pm]
0.8 T stabilisation " g

0.6 A
0.4 -

0.2 1

0.0

100 10! 102 103 104 10° 108
nombre de cycles

Figure 3-43 : Illustration du contrdle de I’amplitude de I’effort tangentiel a partir de
I’asservissement du débattement imposé s, (3ONCD16/100C6 (R*=50mm),

(fréquence=10Hz, P=1000 N, Q:« =448 Newtons)

Ainsi apres la phase initiale de stabilisation, nous calculons I’équivalent d’une amplitude
tangentielle moyenne Q: qui sera utilisé pour 1’analyse de 1’amorcage.

L’étude de référence ayant été réalisée a des fréquences comprises entre 5 et 45 Hz, nous
appliquons une fréquence constante de 10 Hz.

3.3.2 ANALYSE EXPERIMENTALE
L’objectif clairement affirmé de cette étude est de définir aussi précisément que possible les

conditions induisant en glissement partiel le premier amorcage a 10~ cycles. On peut alors
comparer les différents criteres et valider ou non leur application aux sollicitations de fretting.
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3.3.2.1 METHODOLOGIE

La recherche des conditions critiques d’amorgage est fondée sur 1’analyse de la carte de
réponse du matériau. On sélectionne différents chargements normaux, et pour chacun d’eux,
on encadre par une série d’essais, I’amplitude limite Qs conduisant & ’amorcage d’une
fissure (Figure 3-44). Pour les efforts normaux supérieurs a 500 Newtons, la limite se situe
toujours dans le régime de glissement partiel. Pour définir chaque point nous réalisons de 8 a
10 essais ce qui nous permet d’obtenir une résolution sur la limite d’amorcage de 1’ordre de +
5 N. En dessous de 500 Newtons, on entre dans le domaine limité de régime de glissement
mixte ou le contact passe du glissement partiel pour ensuite se stabiliser en glissement total
(RGM stabilisé en glissement total).

frontiere d’amorcage a 10° cycles

1500 T

51250 T & :
Z S domaine
~ E" d?

amorgage
A 1000 + - cag
= Z
S 7m0t S
: S RG.T
S S
S 500 + 2
> S
= g
S 04 S force normale limite

de non amorgage a la transition
0 T T T t I t I t I

0 4 8 10 12 14
amplitude de débattement (um)

Figure 3-44 : Détermination de la frontiere d’amorcage en régime de glissement partiel a 1 0°
cycles 30NCD16/100C6(R*=50mm) : O : pas d’amorcage, @ : condition limite, & : amorcage.

(1) référence des point expérimentaux en glissement partiel.

L’écrouissage cyclique tres important pour une condition de glissement proche de la
transition, surtout en regard de la distribution de cisaillement (Figure 3-2,3,7 ), engendre une
modification importante du matériau avec la création d’une couche superficielle de type TTS :
I’interface devenant plus fragile, on observe la formation de débris plus accommodants qui
permettent le passage en glissement total (Figure 3-45). Cette transformation est associée a
une fluctuation importante de I’amplitude de D’effort tangentiel avec des maxima pour
lesquels le coefficient de frottement peut étre supérieur a 1.

Compte tenu de la grande instabilité de I’effort tangentiel et surtout de la modification de la
géométrie du contact induite par I’'usure en glissement total, il n’est pas judicieux d’extrapoler
une valeur moyenne représentative du chargement et encore moins de procéder a des calculs.
Nous différentions donc la recherche des conditions d’amorcage en régime de glissement
partiel de celles associées a la recherche de la limite de pression admissible a la transition en
régime mixte (condition stabilisée de glissement total).
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Figure 3-45 : Comportement du contact en régime de glissement mixte évoluant vers une
condition stabilisée de glissement total (3O0NCD16/100C6 (R*=50mm), P=150 Newtons).

L’analyse quantitative et I’application des criteres sera donc limitée aux efforts normaux
supérieurs a 500 Newtons.

3.3.2.2 MORPHOLOGIE DE LA FISSURATION

Les Figures 3-46a et 3-46b montrent respectivement une trace de fretting en régime de
glissement partiel et une trace en régime mixte.

T i i
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Figure 3-46 : Observation au MEB de traces de fretting 30NCD16/100C6 (R*=50mm) apres
10° cycles ;(a): RGP(P=1250 N, a(Hertz)=747 um), 1, (mesuré)=750um; (b): RGM (P=
150 N, a(Hertz)=369 um, r, (mesure)=390 um).

Pour la premiere, on distingue trés nettement I’anneau de glissement externe du domaine

central non dégradé. On peut donc facilement mesurer le ratio k=c/a et ainsi estimer le
coefficient de frottement local |1 dans I’anneau de glissement [ relations 2..2.1-7 et 2.5.3-2].
En régime de glissement partiel, les surfaces maintenues collées ne subissent pas de

dégradation, apres 10° cycles, 'aire de contact correspond toujours au contact de Hertz.
Le contact stabilisé en glissement total du R.G.M montre au contraire une déformation
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plastique superficielle importante et une tres forte extension de I’aire de contact (Figure 3-
45b).Nous limitons notre analyse quantitative au régime de glissement partiel. Cependant
méme pour ces conditions, on observe que 1’amorcage puis la propagation d’une fissure
modifient de facon importante la structure de I’interface.

La Figure 3-47 compare deux traces en régime de glissement partiel obtenues pour un méme
effort normal mais des conditions de glissement différentes. On observe que le contact qui a
fissuré change de morphologie, il présente une anisotropie entre les directions axiale et
latérale du déplacement, et un rayon moyen de la trace plus grand. Les fissures sont amorcées
sur I’axe médian de glissement (X) de part et d’autre du centre du contact. Elle progressent
d’abord perpendiculairement & 1’axe médian avant de s’incurver progressivement vers le
centre du contact et décrire la forme typique d’ceil de poisson trés souvent observée dans la
littérature (Reybet-Degat P., 1994).

Il faut conclure que la fissuration du plan en modifiant la compliance du contact change
fortement la réponse élastique de I’interface et favorise 1’extension anisotrope de 1’aire de
contact : dans ces conditions il n’est plus possible d’appliquer le modele Hertzien.

48, 1% 21KV WD: 9N §:00008 P:00004 47,5% 21KV WD:1@MM  S:00000 P:00001
1M e e——

1MM

Figure 3-47 : Modification de la trace de fretting induite par la fissuration : conditions de
régime de glissement partiel, P = 1000 N, a(Hertz)=696 um ; (a): Pas d’amorcage ( Qs = 385
N), 1, =704 um ;(b): Amorgage puis fissuration (Q« = 510 N), I, =764 um.

Cette observation nous amene a considérer les deux points suivants :

e [’expertise de la trace et en particulier la détermination du ratio k=c/a nécessaire aux
calculs ne peut se faire que sur les traces n’ayant pas fissuré.

e [’expertise du site d’amorcage doit tenir compte de I’évolution de la trace induite par la
fissuration. Pour expertiser le premier amorcage il est donc préférable, soit d’analyser les
traces ou la fissure s’est le moins possible propagée, soit d’associer a I’analyse des traces
fissurées des facies obtenus pour des chargements similaires mais n’ayant pas encore amorcé.

3.3.2.2.1 Fissuration en régime de glissement partiel (R.G.P)

L’observation des traces de fretting en surface (Figure 3-47), ou la fissuration naissante ne
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s’est pas trop propagée indique que 1’amorcgage se situe en bordure de contact tres légerement
a 'intérieur de la zone de glissement. On calcule une position relative du site de ’ordre de
0.99. a.

D’autre part si on compare I’espacement entre les fissures propagées de la Figure 3.47, on
calcule un rayon « ry » de I'ordre de 685 um, par rapport au diametre du contact mesuré

suivant la méme direction r, =740 um, on détermine une position relative égale a 0.92.a.

Par contre si on compare cette distance avec le rayon Hertzien (représentatif du contact avant
altération), nous localisons le site d’amorcage a une position relative de 1’ordre 0.98.a !

Intégrant I’ensemble des résultats en régime de glissement partiel on constate que :
le site de premier amorcage en régime de glissement partiel pour Uacier 30NCDI16 se situe

suivant I’axe X en bordure de contact Hertzien pour une position relative comprise entre
0.97 et 1.

@immn262kV 312E2 364429

Figure 3-48 : Détail en surface du site de premier amorcage (4), (P=1250 N, Q«=440 N) ;

Des indentations Vickers réalisées en sous couche dans la zone de glissement révelent une
légere augmentation de la micro- dureté. On mesure un écart de I’ordre de 60-80 HV entre la
valeur maximale mesurée au voisinage du site d’amorcage dans la zone de glissement et celle
obtenue en dehors de la trace pour une profondeur identique (Figure 3-49). Ce résultat
confirme les principes énoncés par I’analyse théorique de Dang Van (paragraphe 3.2.1).
L’amorcage qui apparait apres accommodation du matériau et stabilisation de la structure,
engendre localement un écrouissage du matériau qui peut &tre caractérisé par une légere
augmentation de la dureté.

Toujours pour des contacts peu dégradés, on étudie 1’évolution de la fissuration en fonction
du parametre de glissement « k=c/a ».Pour les conditions ou le contact amorce pour un
rapport k élevé c’est a dire celui du domaine de glissement restreint (condition 4), on
n’observe qu’un seul site d’amorcage localisé en bordure de contact (Figure 3-49). En
revanche I’expertise de 1’amorcage obtenue pour un domaine de glissement plus étendu
(condition 1) fait apparaitre une multi-fissuration (Figure 3-50). A coté de la fissure en
bordure de contact, on observe un deuxieme amorcage situé légerement a I’intérieur de la
zone de glissement et qui tend a se propager plus rapidement.
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(b)

Figure 3-49 : Observation en coupe du site d’amorcage caractéristique d’un cycle fermé ( k
élevé (4): P=1250 N, Q«x =440 N); (a): Apres attaque et mesure de dureté HV o (Icm =

41um) ;(b): Détail apres polissage du domaine au niveau de la fleche (a) (Icm = 20um).

Figure 3-50 : Observation en coupe des sites d’amorcage caractéristiques d’un cycle ouvert
( k faible, condition 1); (P=500 N, Q«=270 N) (1cm =18 um).

Pour comprendre ce mécanisme il importe de vérifier comment I’influence du parametre « k »
modifie la distribution du risque dans la zone de glissement. La Figure 3-51a montre que
I’extension du domaine de glissement engendre, pour le critere de Dang Van, un étalement du
risque maximum d’amorc¢age du bord du contact vers la zone de glissement. On retrouve cette
évolution pour le critere de Froustey-Lasserre. Cependant le site initial d’amorcage ne se situe
pas en bordure de contact mais dans la zone de glissement avec une position relative vis-a-vis
du contact Hertzien estimée a 0.9.a (Figure 3-51b).
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Figure 3-51 : Evolutions normées des risques d’amorcage en fonction de la condition de
glissement k (3ONCD16, u=0.8); (a): Critere de Dang Van, (b): Critére de Froustey-Lasserre.

Dans la mesure ou les conditions de glissement permettent un deuxieéme amorcage,
I’observation de la fissuration doit tenir compte des effets compétitifs de la propagation (
Dubourg M.C., 1994). En nous limitant a une analyse qualitative, on admet que le deuxieme
site d’amorgage, plus en avant dans la zone de glissement, va intégralement supporter le
chargement de tension imposé par le cycle de fretting et cacher en partie la premiere fissure
en bordure de contact. On comprend alors pourquoi la deuxiéme fissure située dans le
domaine de glissement propage plus rapidement et limite simultanément 1’extension de
I’amorcage en bordure de contact. Cette multi-fissuration dans le contact est encore plus
accentuée lorsque I'on se trouve dans le régime de glissement total (k=0) ol, comme le
prévoient les distributions de la Figure 3-51 le risque d’amorcage couvre la majeure partie de
la zone de glissement. Les multiples fissures qui sont amorcées distribuent plus largement les
sollicitations en surface, diminuent la discontinuité en bordure de contact et freinent
indirectement la propagation en profondeur.

Figure 3-52 : Evolution en profondeur de la fissure pour des conditions de mono-fissuration :
(P=1250 N, Q=450 N): 1cm =50 um.

On retrouve les conclusions de Waterhouse R.B. (1981) qui indique que la fissuration
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diminue en glissement total. L’expertise des différentes traces de fretting montre
effectivement que c’est pour les conditions de mono fissuration située en bordure de contact,
que les profondeurs maximales de fissuration sont observées (Figure 3-52).

En comparant qualitativement les distributions de la contrainte principale de la Figure 3-7, on
admet facilement que pour des maxima de chargement similaires, 'unique amorcage en
bordure de contact propagera beaucoup plus facilement que les multiples fissures distribuées
dans la zone de glissement ou de plus, les niveaux de tension sont diminués.

3.3.2.2.2 Fissuration en condition de glissement total stabilisé du R.G.M.

Compte tenu des déformations de l’interface et des transferts entre les premiers corps
I’observation de la fissuration n’est possible qu’au travers de coupes.

La Figure 3-53 montre un multi-amorcage de fissures courtes centrées et symétriques par
rapport au milieu de la trace. Ces fissures présentent une distribution conique avec des angles
de I'ordre de 45°.

'50pm
Figure 3-53 : Fissuration a la transition (P=150 N, Qs cf. Figure 3-45)

Il est difficile de corréler ces dégradations aux approches théoriques puisque la modification
des interfaces, I’extension du contact et des mécanismes de transferts compliquent la
modélisation. Cependant, on montre expérimentalement que pour un effort normal inférieur a
100 Newtons on n’observe pratiquement plus de fissuration. On peut ainsi estimer une
pression limite de non amorcage de I’ordre de 450-500 MPa.

3.3.2.3 CONDITIONS D’AMORCAGE EN REGIME DE GLISSEMENT
PARTIEL (R.G.P)

Tenant compte des remarques précédentes, nous choisissons d’associer a la limite de non
amorcage de chacune des conditions étudiées (1-4), le premier essai qui, dans 1’ordre

décroissant des amplitudes tangentielles Qs , ne présente pas d’amorcage de fissures.

Dans ce cas, le contact n’est pas modifié, il vérifie les Hypotheses de Hertz et I’identification
du parametre « k=c/a » nécessaire au calcul devient possible.

Le tableau 3-2 résume I’état des sollicitations associées aux limites d’amorcage a 106cycles
des quatre conditions étudi€es en régimes de glissement partiel.
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Limites d’amorcgage (1) 2) 3) (€))
P (N) 500 750 1000 1250
po (MPa) 788 902 993 1070
a (um) 550 630 696 747
Q:(N) 260+ 5 325+5 385+5 435+5
k=c/a 0.60 0.65 0.68 0.70
pp, (local) 0.66 0.60 0.56 0.53
Q«/uy.P 0.78 0.73 0.69 0.66
G max (BC) (MPa) 883+ 15 890+ 15 905+ 15 911+15
G = 011(BC) (MPa) 105 120 132 143
o, = 6%* (BC) (MPa) 777+ 15 770+ 15 773+ 15 768+ 15
G max (BC) (MPa) 848+ 15 861+ 15 880+ 15 890+ 15

L .. o , . 10 L
Tableau 3-2: Caractérisation des conditions limites d’amorcage a 10™ cycles déduites de

I’analyse du 30NCD16 suivant I’approche Carte de Réponse du Matériau (Figure 3-43 ).

Contrairement aux hypotheses, le coefficient de frottement local iy déduit de la mesure du

ratio k n’est pas constant. Il évolue en fonction de la pression mais aussi en fonction de la
condition de glissement.

Les valeurs de coefficient de frottement local varient entre 0.5 et 0.7 pour une condition de
glissement comprise entre k=0.5 et k=0.8. On remarque que ces grandeurs sont en parfait
accord avec les résultats obtenus par Johnson K.L. (1955) dans son analyse du modele de
Mindlin.

On confirme les tendances observées lors de 1’analyse tribologique, & savoir que le
coefficient de frottement local de la zone de glissement Ll augmente au fur et a mesure que

I’on se rapproche de la transition de glissement (k=0).
Pour appliquer le modele de Mindlin, on consideére que pour chaque condition, la valeur
locale « Uy » calculée est constante dans tout le domaine de glissement.

L’analyse mécanique au travers du maximum du Von Mises indique que les conditions
associées a I’amorcage se situent au dessous du seuil de déformation plastique importante
estimée par la limite Re(,=1080 MPa.

En revanche les 4 limites d’amorcage sont tres proches de la limite établie a 0.02% de
déformation résiduelle Reg o= 895 et donc a des niveaux sensiblement supérieurs a la limite
apparente d’élasticité estimée a 745 MPa.

L’écart reste néanmoins faible et les hypotheses nécessaires aux modeles sont vérifiées.

Le contact reste macroscopiquement élastique, localement on engendre une plasticité
limitée a la zone de glissement qui, apres adaptation du matériau, tendra vers un
comportement purement élastique. On vérifie ainsi les hypothéses du modeéle de Dang Van
et indirectement celui de Froustey-Lasserre

L’écrouissage du matériau, associé a I’accommodation de la structure a par ailleurs été mis en
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évidence lors de I’expertise par micro-dureté de la sous couche de la zone de glissement
(paragraphe 3.3.2.2.1).

3.3.2.4 COMPARAISON DES CRITERES

On calcule pour chacune des conditions (1-4) le risque d’amorcage prévu par les différents
criteres. Ces valeurs établies a partir des caractéristiques du matériau (tableau 3-1) et des
conditions de sollicitation (tableau 3-2) sont résumées dans le tableau suivant.

Limites d’amorcage (1) (2) (3) (4)

Dang Van : dpy 1.243 1.228 1.237 1.227
Gerber : dg 1.136 1.127 1.135 1.13
Froustey-Lasserre : dp., 1.20 1.17 1.16 1.142
X(dpL) 0.9 0.913 0.92 0.925

Tableau 3-3 : Résultats des prédictions données par les différents criteres. (positions relatives

des valeurs maximales X(dpv)=X(dc)=1(bords des contacts suivant X ).

Les valeurs calculées sont systématiquement supérieures a «1 », les critéres prévoient donc un
amorcage pour des conditions sensiblement inférieures a celles obtenues sur le plan
expérimental (dexp=1). Ils sont donc pessimistes et tendent a surestimer le risque d’amorgage
dans le contact.

On observe une légere décroissance des valeurs calculées avec I’augmentation de 1’effort
normal et indirectement avec I’extension du contact. Cette décroissance est clairement
observée pour le critere de Froustey-Lasserre qui passe respectivement de 1.2 a 1.14 pour des
conditions (1) a (4). Ceci tendrait 2 montrer que I’approche théorique est d’autant mieux
vérifiée si I’analyse est réalisée sur de grands contacts.

Contrairement aux approches de Dang Van et celle de Gerber, le critere de Froustey-Lasserre
suppose un amorgage légerement a 1’intérieur du contact tel que X(dpp)=0.9. Il semblerait
donc que le critere de Dang Van soit plus précis pour positionner le site d’amorcage.
L’analyse statistique réalisée sur les quatre conditions étudiées donnent les valeurs suivantes :

valeur moyenne (1-4)

écart type (1-4)

Dang Van dpy 1.23 0.011
Froustey Lasserre dp. 1.17 0.026
Uniaxial - Gerber dg 1.13 0.007

Tableau 3-4 : Analyse statistique portant sur les prédictions définies dans le tableau 3-3.

Les écarts entre prévisions des différents criteres ne dépassent pas 10%. On met aussi en
évidence des écarts type relativement faibles qui confirment leur stabilité quelles que soient
les conditions de chargement normal imposées.
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3.3.2.5 SYNTHESE

Au travers de cette premiere analyse expérimentale nous confirmons 1’analyse comparative
entre les criteres, ainsi :

Les différents criteres donnent des estimations similaires, dans la mesure ou le site
d’amorcage, localisé en bordure de contact, présente la particularité d’étre sollicité par un
état de chargement quasiment uniaxial.

Les prédictions établies a partir d’une analyse ponctuelle des contraintes sont
systématiquement pessimistes en regard du résultat expérimental (dexp=1) avec dans
Pordre le crittre de Dang Van (dpy=1.23), Froustey-Lasserre (dp=1.17), et
I’approximation de Gerber (dg=1.13). L’écart avec le résultat expérimental ne dépasse
jamais 25 % et I’estimation du risque d’amorcage présente I’avantage d’aller dans le sens
de la sécurité.

Contrairement au critére de Dang Van ou de Gerber qui prédisent un amorcage en bordure
de contact(X(dpy)= X(dg)=1), le critere de Froustey-Lasserre prévoit un maximum situé
légerement a lintérieur du contact tel que X(drp)=0.9. Comparé aux résultats
expérimentaux il semble que le critere de Dang Van permet une meilleure localisation du

site d’amorcage.

Finalement nous pouvons dire que :

e [’idée de traiter en terme de fatigue classique ou multiaxiale le probleéme de I’amorcage en

fretting d’un contact soumis en glissement partiel est tout a fait justifiée pour ce contact.

¢ Elle implique néanmoins de vérifier les conditions d’élasticité macroscopique associées a

une analyse a grand nombre de cycles, d’expertiser des contacts non dégradés et d’estimer
le coefficient de frottement local « pup, » dans la zone de glissement.

L’estimation du risque d’amorcage établie a partir d’une démarche de fatigue semble
donner une bonne approximation du risque d’amorcage avec cependant une tendance
« pessimiste ». Bien que sécurisante, cette approche peut €tre pénalisante dans le sens de
I’optimisation de la conception du contact et notamment sur le plan économique. Nous
allons dans le paragraphe suivant essayer d’analyser cette différence en intégrant les
effets d’échelle dans le calcul des risques.

3.3.3 INTRODUCTION DU CONCEPT DE VOLUME CRITIQUE

3.3.3.1 PRINCIPE

Il existe des différences entre les limites d’endurance établies a partir d’un essai de flexion

plane alternée Gy gj, et les données obtenues par un essai de traction compression Gq 1, . Pour

un méme acier le CETIM propose la relation de passage Oq 1, = 0857.64 pp, Il introduit

aussi les relations associant la limite en flexion rotative o4 g, et celle obtenue en torsion

alternée T4 soit: o4y = 0.9.04 f; €t Tg = 0.6.04 -
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Ces relations traduisent un concept physique facile a appréhender celui de la notion d’échelle.
La contrainte maximale imposée en flexion alternée concerne uniquement la surface de
I’éprouvette et donc un volume de matiere considérablement plus faible que celui associé a la
section de 1’éprouvette d’essai en traction compression.

On explique des lors la surestimation donnée par 1’essai de flexion plane puisque dans ce cas,
la probabilité que la contrainte maximale sollicite un défaut préexistant ou un grain mal
orienté est fortement réduite. A partir des essais conventionnels de fatigue, il semble tout a
fait justifié d’étendre ce concept au probleéme du contact ol les volumes sollicités sont
beaucoup plus petits. On peut ainsi expliquer la surestimation des risques calculés ainsi que la
légere décroissance de cet écart avec I’augmentation de la taille du contact.

3.3.3.2 FORMULATION

Pour quantifier I’effet d’échelle, il convient d’étudier I’évolution des distributions, des risques
non a partir d’une détermination ponctuelle des contraintes mais en considérant un tenseur
moyen calculé pour un élément de volume donné. On transpose une description locale
analytique de la sollicitation, favorable a la mise en évidence de discontinuités, vers celle
adoptée par le calcul en éléments finis, ou la résultante des contraintes établies aux noeuds est
moyennée sur I’ensemble de la maille. Au lieu d’étre calculé en un seul point, le tenseur

moyenE(X,Y,Z,t) des contraintes est obtenu a partir des 27 points définissant I’élément de
volume cubique caractérisé par son aréte « I ».

Y(X,Y,Z,t) = Z Z ZZ(X+I—Y+JEZ+1< )avec L=1/a (3.3.3-1)
27 N ot 2 2 2
Le choix de cette dlscretlsatlon est tout a fait arbitraire, facile a mettre en ceuvre, elle permet
une bonne résolution. La Figure 3-54 schématise le principe du calcul alors que la Figure 3-55
montre le profil de la contrainte principale en surface pour différentes tailles normalisées
«L=l/a » de I’élément de volume considéré. On note que plus I’élément de volume est grand
et plus le maximum, toujours situé¢ en bordure de contact, est abaissé avec une distribution

beaucoup moins marquée.
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Figure 3-54: Calcul du tenseur moyen des contraintes au point M(X,Y,Z), le tenseur moyen
Y(X,Y,Z,t) est déterminé a partir des 27 composantes définissant le volume élémentaire de coté

L=l/a (longueur «l» normalisée par le rayon de contact « a »).
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Glmax(X’Z = L/2)

Po
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Figure 3-55 : Contrainte principale maximale moyennée suivant I’axe médian X(Y=0)

(u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3).

On peut réaliser ce méme calcul pour la distribution de la contrainte du Von Mises et du
cisaillement maximal (Figure 3-56). Nous retrouvons les mémes tendances au niveau de
I’évolution du maximum avec une rapide décroissance suivie d’une stabilisation au dela d’un
certain volume (L=0.1).

Von Mises Cisaillement

Gemax(X’Z:L/z)/pO @ Tmax(X’ZzL/z)/pO

issante
- 1

issantg

JE O

| collée! | Lollée)
2 4 2 2 2
0 X 0 X
(b) (b)

Figure 3-56 : Distributions moyennées; (a): Von Mises,( b): Cisaillement maximal, (u=0.8,
k=c/a=0.5, v=0.3).

Cependant, on observe que le maximum du Von Mises n’est plus en bordure de contact mais
présente une évolution similaire a celle du cisaillement avec des maxima situés dans le
domaine de glissement tendant a se rapprocher de la limite du domaine collé.
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On quantifie I’effet d’échelle en introduisant le parametre de maille (1) caractérisant le
volume élémentaire sur lequel on base I’analyse mécanique.

Nous transposons cette démarche au calcul des criteres d’amorgage. La prise en compte de
plusieurs tenseurs pour le calcul de 1’état moyen ne permet pas d’appliquer directement
I’approximation de Gerber. L analyse ponctuelle rendait possible une telle approximation en
bordure de contact dans la mesure ou le chargement statique normal et alterné tangentiel
présentaient des directions principales communes. La moyennation des sollicitations ne
permet plus cette approximation et surtout le caractere uniaxial de la sollicitation est beaucoup
moins évident.

La Figure 3-57 présente 1’évolution de la distribution du risque d’amorcage des criteres de
Dang Van et de Froustey-Lasserre en fonction du volume élémentaire considéré.

On observe une diminution du risque maximal avec 1’augmentation de la dimension de la
taille de I’élément volume. Cette décroissance n’est pas continue: tres rapide pour les plus
petits volumes, elle tend a se stabiliser lorsque le volume considéré devient suffisamment
important.

La diminution asymptotique du risque est associée a un déplacement du maximum vers
I’intérieur de la zone de glissement.

Dang Van Froustey-Lasserre
dpy(X.z2=L/2) 7 dpL(X,Z=1/2)
15 - L=l/a 15
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Figure 3-57 : Distribution du risque d’amorcage en fonction de la taille relative (I normalisé
par « a » : L=l/a) du volume élémentaire; (a): Critere de Dang Van; (b): Critere de
Froustey-Lasserre (u=0.8, k=c/a=0.5, v=0.3, 30NCD16 ).

Cette évolution est surtout mise en évidence pour le critere de Dang Van puisque, pour L=0.2,
le maximum du risque se trouve a une position relative égale a 0.88. La discontinuité
initialement observée en bordure de contact pour ’analyse ponctuelle est aussi fortement
émoussée et autorise une multi-fissuration. En effet, la discontinuité associée a la composante
hydrostatique (Figure 3-18) est tres rapidement gommée des que la contrainte moyenne est
calculée sur plusieurs points.
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3.3.3.3 DETERMINATION DU VOLUME CRITIQUE D’AMORCAGE

N

Sur la base de ces résultats, nous cherchons a corréler les résultats expérimentaux aux
différents criteres en considérant le concept de sollicitation moyenne. Il s’agit de déterminer
la taille critique des volumes élémentaires telle que la prédiction des modeles correspondent
aux limites expérimentales de I’amorgage. Autrement dit, on détermine les valeurs critique de
L telles que dDV(L) et dFL(L) soient égales a la valeur limite « 1 ».

On procede par encadrement successif jusqu'a ce que les critéres calculés pour les conditions
expérimentales (1-4) soient égaux a 1 avec une incertitude inférieure a 0.1%. De méme on
reporte la localisation du maximum ainsi calculé suivant I’axe de glissement.

L’ensemble des résultats est compilé dans le tableau ci-dessous (Tableau 3-5). Les valeurs
normalisées «L.=1/a » sont données de méme que la dimension réelle du volume «1». Le
maximum du Dang Van n’est plus exactement en bordure de contact mais reste extrémement
proche puisque dans tous les cas le maximum se situe sur une position relative X(dpy=1)
supérieure a 0.99.

Limites d’amorcage (1) 2) 3) @
P (N) 500 750 1000 1250
po (MPa) 788 902 993 1070
a (um) 550 630 693 747
L=1/a (Dang Van) 12.11 107 9.4 107 8.79 10~ 7.03 107
I [um] (Dang Van) 6.66 59 6.1 5.25
X(dpv=1) 0.991 0.992 0.995 0.995
L=1/a (Froustey-Lasserre) | 39.1 107 28.3 107 244107 20.0 107
I [um] (Froustey-Lasserre) 21.49 17.84 16.92 14.95
X(dp=1) 0.88 0.898 0.905 0.915

Tableau 3-5 : Détermination des volumes élémentaires associés aux résultats expérimentaux.

Le critere énergétique d’amorcage de Froustey-Lasserre présente un maximum d’amorcage
passant de X(dp;.=1)=0.88 pour le plus faible chargement (1) a X(dp.=1)=0.915 pour le plus
fort (4). Le maximum du risque reste donc aux environs de la position déduite lors de
I’analyse ponctuelle X(dp =1)=0.9.
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valeur moyenne : M écart type : E écart relatif E/M
I [um] (Dang .Van) 5.98 0.6 10 %
L(l/a) (Dang Van) 93107 21107 23 %
I [um] (Froustey-Lasserre) 17.8 2.74 15 %
L(l/a) (Froustey-Lasserre) 28 1()'3 8.1 1()'3 29 %

Tableau 3-6 : Analyse statistique comparant I’ estimation des parametres « [ » et « L »..

La comparaison des écarts relatifs du tableau 3-6 montre qu’il est plus adéquat de considérer
I’élément de volume réel «l» que la valeur relative «L=I/a ». Ce résultat est physiquement
acceptable si I’on considere que I’amorcage apparait pour un volume de matiere donné soumis
a une sollicitation moyenne de sorte que le parametre de maille est a priori indépendant de la
dimension du contact. Le volume critique associé au critere de Dang Van correspond a un
cube de I'ordre de 6 um de coté alors que celui extrapolé a partir du modele de Froustey-
Lasserre est de I’ordre de 18 pm.

Pour rendre sécurisante cette analyse nous devons considérer les valeurs minimales que nous
arrondissons respectivement a 5 et 15 um.

«Ipy» Dang Van (um) 5

« I, » Froustey-Lasserre (um) 15

Tableau 3-7 : Dimensions des volumes élémentaires.

On met donc en évidence un rapport de 27 entre le volume caractéristique associé au critere
de Froustey-Lasserre et celui défini pour le critere de Dang-Van.

Comparant ces grandeurs avec la microstructure de ’acier (Figure 3-39), on observe que le
volume critique associé¢ au critere de Froustey-Lasserre correspond approximativement au
grain de la sous structure austénitique. Par contre, 1’analyse sur le Dang Van induit un volume
élémentaire plus petit qui peut étre associé a une sous partie du grain austénitique.

Si on considere ’aiguille de martensite comme composante élémentaire, le volume moyen de
I’ordre de 5 um® permet de définir respectivement un nombre de 25 et 675 aiguilles revenues
incluses dans les volumes associés du Dang Van et du Froustey-Lasserre.

Tenant compte des hypotheses du Dang Van, il semble que la définition physique du grain
associée a I’analyse locale puisse correspondre a celle de I’aiguille de martensite et de la
structure stabilisée qui résulte du revenu (ferrite - cémentite)

La distribution équiaxe admet que sur un volume contenant approximativement 20-30
aiguilles revenues, au moins une présentera une orientation de glissement facile, parallele a la
sollicitation critique et donc amorcera. On vérifie alors les hypotheses du modele.

D’autre part, le volume calculé Vpy =125 p3 correspond assez bien a la dimension de maille

du modele élément finis par lequel Petiot C. (1995) prévoit I’amorcage en appliquant le
critere de Dang Van pour un essai de fretting-fatigue. Le contact consistait en un cylindre de
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100C6 appliqué sur une éprouvette de fatigue d’un acier de 32CDV13 aux caractéristiques
micro-structurales proches du 30NCD16. L’auteur avait choisi arbitrairement de modéliser la
demi largeur du contact a I’aide de 14 éléments. A partir des informations données sur les
conditions de chargement, nous calculons une largeur de contact de 1’ordre de 62 um soit un
parametre de maille moyen de 1’ordre 4-5 pm.

On peut transposer I’analyse multiaxiale de Dang Van et quantifier le risque d’amorgage
de lacier 30NCD16 dans le contact soumis a des sollicitations de fretting en glissement
partiel si I’état de contrainte macroscopique considéré est moyenné a I’échelle d’un volume
élémentaire de ordre de 5 ym de coté .

On déduit le méme résultat pour le critere de Froustey-Lasserre mais pour un volume plus
important associé a la sous structure austénitique soit g, =15 pm.

La Figure 3-58 illustre I’amélioration de la prédiction en comparant, dans le diagramme de
Dang Van, les conditions d’amorcage vis a vis de la frontiere du Dang Van déterminée a
partir d’une analyse ponctuelle et d’une analyse définie sur le volume critique
« I=5um ». Indépendamment des conditions de sollicitation, le calcul du critere établi sur le
volume élémentaire permet une tres bonne corrélation avec la prévision calculée a partir des
grandeurs conventionnelles de fatigue.

7.(MPa)

500 T [ domaine d’amorcage ]

400 A
8 b
g
= 300 T .
5 limjg,
g ede[lﬂ%thn
-g 200 T
B3} domaine de non amorgage

100 +

0 f f f f !

0 100 200 300 400 500
pression hydrostatique critique p.(MPa)

Figure 3-58 : Comparaison dans le diagramme de Dang Van des conditions d’amorcage (1-4):
A : conditions définies a partir de I’analyse ponctuelle des sollicitations, ® : conditions

déterminées a partir du tenseur moyen sur l’élément de volume élémentaire (I=5um).

3.3.3.4 SYNTHESE

Pour tenir compte des effets d’échelle nous avons défini un élément de volume représentatif
de I’état moyen des sollicitations imposées au matériau. En comparant les résultats
expérimentaux d’un acier parfaitement connu, nous avons extrapolé les dimensions
physiques de volumes critiques sur lesquels le calcul des sollicitations dans le contact doit étre
réalisé pour permettre une corrélation directe avec la prévision des modeles. Nous

déterminons un parametre de maille cubique égal a lpy =5um pour le critere de Dang Van et
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Ipr=15 pm pour le critere énergétique de Froustey-Lasserre.

Ces volumes élémentaires peuvent étre corrélés aux caractéristiques microstructurales de
I’acier. En particulier, on constate que le volume associé a I’approche énergétique correspond
a la sous structure austénitique alors que le volume élémentaire déduit de I’analyse de Dang
Van correspond a une quantité suffisante d’aiguilles de martensite revenue. Le volume
élémentaire qui est nécessaire au calcul du risque d’amorcage dans le contact en tenant
compte de I’effet d’échelle est indirectement associé a probabilité de sollicité et d’activé le
défaut (grain mal orienté) qui va conduire a la fissuration.

3.3.4 SYNTHESE GENERALE

Pour comparer les différentes approches de fatigue nous avons établi une méthodologie
expérimentale basée sur un contrdle rigoureux des conditions de contact et une connaissance
approfondie du matériau testé. L’analyse du 30NCD16 sollicité en régime de glissement
partiel pour de grands nombres de cycles a montré un amorcgage situé en bordure de contact
pour des sollicitations sensiblement supérieures a celles prévues par I’analyse ponctuelle des
criteres.

La comparaison des positions relatives de premier amorcage confirme que 1’approche de
Dang Van permet une meilleure localisation du risque maximal dans le contact. Il semble plus
adapté que le critere de Froustey-Lasserre pour définir les mécanismes d’amorcage de la
fissuration dans les contacts soumis au fretting.

L’analyse quantitative montre que la corrélation avec I’analyse en fatigue conventionnelle
n’est possible que si on prend en compte les facteurs d’échelle. Pour cela nous avons identifié
les volumes élémentaires oll, apres moyennation des sollicitations, on observe la convergence
entre les prévisions des criteres et I’expertise expérimentale.

Validée pour des conditions expérimentales qualifiées de « modeles », il importe de voir
comment cette approche séduisante par son coté universel peut étre transposée a d’autres
situations de chargement et d’autres matériaux.

3.4 EVALUATION DE L’APPROCHE SUR DIFFERENTS CONTACTS

Dans la plupart des cas les propriétés de fatigue nécessaires aux calculs ne sont pas toutes
accessibles et parfois méme totalement inconnues. Regardons comment I’approche proposée
peut étre intégrée a des études pour lesquelles les caractéristiques du matériau et/ou du contact
sont moins bien identifiées. Dans un premier temps nous reprenons les résultats d’une étude
antérieure ayant servi a mettre en évidence 1’influence d’une contrainte extérieure de tension
sur I’amorgage dans un contact homogene 35NCD16/100C6 (R*=250 mm), (Fouvry S. et al.,
1996). Enfin nous étudierons le cas d’un contact hétérogene SC652/alumine (R*=12.7 mm).
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3.4.1 INFLUENCE D’UNE CONTRAINTE EXTERIEURE STATIQUE SUR LA
CONDITION D’AMORCAGE (ACIER 35NCD16).

Cette étude avait pour objectif de mettre en évidence I'influence d’une contrainte statique
extérieure sur I’amorcage en fretting. Réalisée bien avant ’analyse du 30NCD16, elle devait
en particulier répondre a I’'indétermination de I’effet de la contrainte moyenne sur I’amorcage
(paragraphe 3.2.3.2, Figure 3-35). L’essai de Fretting sur éprouvette précontrainte, développé
au laboratoire ECL (Zhou Z.R., 1992), présente 1’avantage de completement dissocier la
contrainte statique contrdlée par le chargement extérieur, de la sollicitation alternée issue du
contact en frottement.

En modifiant la contrainte externe, on mesure 1’effet de la contrainte moyenne sur I’amorcage
et la réduction de sollicitation tangentielle admissible. En outre, on peut estimer I’influence
d’une contrainte statique sur la cinétique de la propagation.

Essai de Fretting-Fatigue classique Essai de Fretting sur Eprouvette
(Aérospatiale) Précontrainte (E.C.L)
%' > (t) = 2contact (t) + 2ext. (t) )y (t) = Zcontact (t) + X ext.
— Nr oL - --
Leontact (1 = T (Zey (1) \&Q(t)
__/ __ 5 ___ P ZCX{. = CSt
Text. (1) L
ﬁ ' > 31 = Q)
X / A N
P PTFE 7 \\V4
Yext. = Cst

Figure 3-59 : Comparaison des conditions de sollicitation entre un essai de Fretting
Fatigue classique et [’essai de fretting sur éprouvette précontrainte développé a I’Ecole

Centrale de Lyon.

3.4.1.1 CONDITIONS OPERATOIRES

La Figure 3-60 schématise les composantes du contact avec 1’éprouvette ainsi que le contre
corps utilisé. Le principe du montage schématisé par la Figure 3-59 est plus completement
exposé dans la these de Zhou Z.R. (1992, 1993). L’effort extérieur est limité a 10000 N, ce
qui implique de réduire sensiblement la section de I’éprouvette pour pouvoir appliquer une
contrainte statique allant jusqu'a 400 MPa.
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Figure 3-60 : Description de I’éprouvette de Fretting sous contrainte et du bombé utilisé

comme contre corps (dimensions en mm).

On s’éloigne 1égerement des conditions de semi infinité dans les directions Y et Z, mais
suivant la direction X ou les maxima de sollicitations sont imposés, cette condition est
parfaitement remplie. On postulera que ’hypothese de semi infinité est suffisamment vérifiée
pour permettre I’application du modele Hertzien. Dans la mesure ou le traitement thermique a
été réalisé apres l'usinage des éprouvettes nous prenons soin d’éliminer la couche
superficielle sur une épaisseur de 300 um. Nous obtenons une rugosité finale égale a Ra=0.05.
Le contrecorps, préalablement découpé dans un bloc de 100C6 traité par la SNR a 62 HRC,
est poli sur une de ses faces de maniere a obtenir une surface sphérique ayant un rayon de
courbure de 1’ordre de 250 mm. Obtenue apres de nombreuses étapes de polissage, la surface
présente une rugosité tres faible Ra=0.05, cependant les mesures profilométriques montrent
une incertitude de 1’ordre de £10 mm sur le rayon de sphéricité. A 1’échelle des mesures et
des objectifs initiaux recherchés cette incertitude est apparue suffisamment faible.

3.4.1.2 MATERIAUX

Le matériau testé provient d’un lot de 3SNCD16 que nous avons fait usiné avant de lui faire
subir un traitement thermique suivant la norme francaise NF A 35-552 .

Contrairement au 35NCD16 le matériau constituant les éprouvettes est relativement mal
connu, aucun essai dynamique n’ayant pu étre réalisé. Cependant sa composition chimique et
le traitement thermique réalisé sont suffisamment voisins pour permettre une comparaison
avec les résultats de fatigue sur le 30NCD16 (Tableau 3-8).

Nuance Traitement thermique Rep. Rm A% | Dureté
(MPa) (MPa) HRC
35NCD16 865 a 885°C A+ R 585°C 880 1000 a 1200 | 10 39-40

Tableau 3-8 : Traitement thermique du 35NCD16 et caractéristiques visées .

Pour valider le traitement thermique nous réalisons trois essais de traction qui donnent une
limite a rupture de 1150 MPa. Cette derniere est sensiblement plus basse que celle obtenue
pour le 30NCD16 du lot étudié par Dubar L. (1992) mais se rapproche des caractéristiques du
matériau testé par Froustey C. (1987).

Nous choisissons d’extrapoler les caractéristiques de fatigue de notre acier a partir de ces
deux références en choisissant comme base de corrélation la contrainte maximale (annexe 1).
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E (GPA)

Vv

Rm (MPa)

HV5s00

G4e (MPa)

Tge (MPA)

210

0.3

1150

400

590

399

Tableau 3-9 : Caractéristiques mécaniques du 35NCD16.

Pour différencier les variables estimées nous rajoutons l’indice «e» aux variables
d’endurance.

3.4.1.3 CONDITIONS D’AMORCAGE

L’objectif étant de mesurer I'effet de l'effort statique sur 1’amorgage pour différentes
conditions de glissement, nous avons choisi un effort normal constant a 1500 Newtons soit
une pression Hertzienne maximale de 396 MPa et un contact Hertzien de rayon a=1350 pm.
La durée de Iessai est fixée a 10° cycles pour une fréquence de 10 Hz.

Nous choisissons trois niveaux d’effort tangentiel (A,B,C) et pour chacun d’eux trois
contraintes statiques différentes sont appliquées (I, II, III). Pour les 9 conditions étudiées deux
essais sont réalisés. On confirme la trés bonne reproductibilité du test puisque les deux
résultats obtenus donnent toujours le méme type de dégradation. La Figure 3-61 schématise
le principe de I’étude et présente les conditions de sollicitation.

Les conditions A et B sont en régime de glissement partiel avec une amplitude tangentielle
fixe durant tout I’essai. Par contre la condition C, proche de la transition, se caractérise par un
régime mixte ou le test initialement en glissement partiel évolue apres 50000 a 100000 cycles
vers une condition de glissement total.

2000

1500

1000

500

force normale P (N)

0 + t t t }

0 5 10 15 20
amplitude de déplacement & (+/- um)

Figure 3-61 : Illustration des conditions de sollicitation.

Il est important de souligner que la rigidité de I’ensemble est controlée par 1’éprouvette. Le
déplacement relatif qui est imposé constant, est mesuré entre le bati et le bombé. lorsque
I’éprouvette se fissure (condition C en particulier), la perte de raideur engendre une
diminution du déplacement relatif du contact et par conséquent une diminution de I’effort
tangentiel. Ainsi, plutdt que de réaliser la moyenne de I’effort tangentiel jusqu'a 10° cycles

nous calculons la valeur sur les 50000 ( Qs ) premiers cycles qui intégrent toujours les valeurs
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maximales. Les valeurs obtenues présentent une dispersion inférieure a 20 N vis-a-vis des
valeurs visées (A, B, C).

Apres expertise en surface et en coupe des traces de fretting nous avons pu mettre en évidence
trois types de dégradation :

- (PA) : pas d’amorcage,

- (AS) : amorcage simple sans propagation de la fissure,

- (AP) : amorcage et propagation tres profonde allant parfois jusqu'a la rupture de I’éprouvette.

(a)

Figure 3-62 : Illustration des dégradations rencontrées; (a): Amorcage sans propagation (AS)

condition B-1I (Icm=20 um); (b): Amorcage et propagation (AP) en régime mixte C-111.

Pour évaluer I'influence des sollicitations moyenne et alternée sur I’amorcage, on utilise la
représentation de Haigh. Pour cela on estime la contrainte principale maximale moyenne et
alternée en bordure de contact (paragraphe 3.1.4).

La contrainte moyenne correspond a la superposition de la composante de 1’effort normal :

o} (BC) =55 MPa (P=1500 N, R¥=0.25m) et de la composante extérieure colinéaire 2 cette

derniere : 617 ,(BC) = Gfl(BC) + GEXT-

Chargement extérieur | 1T 11

611 m(BC) (MPa) 155 305 405

Tableau 3-10 : Niveau moyen du chargement principal en bordure de contact.

L’amplitude de la contrainte principale maximale en bordure de contact est estimée apres
identification du coefficient de frottement. La valeur mesurée a la transition égale a 0.9 est
obtenue avant 1’établissement d’un troisieme corps a I’interface. L’observation des traces de
frottement nous permet de mesurer les ratios c/a et d’évaluer les coefficients de frottement
locaux. On estime alors I’amplitude maximale de la contrainte principale 67 ,(BC) (Tableau

3-11):

chargement tangentiel A B C
Q: (N) 800 1050 1250
189 0.8 0.85 0.9
6114 (BC) = 633" (BC) (MPa) 430 515 580

Tableau 3-11 : Amplitude du chargement principal en bordure de contact.
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A partir de ces données on trace I’équivalent d’'un diagramme de Haigh illustrant I’influence
de la contrainte extérieur sur la condition d’amorgage, dans le contact soumis a des
sollicitations de fretting (Figure 3-63).

0114 (MPa) amorgage et
propagation

600 % ﬁ ?% (AP)

amorgage simple
sans
propagation
(AS)

500 +

pas d’amorcage
O O (PA)
400 + t t t * !
0 200 400 600
O1lm ( MP a)

Figure 3-63 : construction du diagramme de Haigh couplant I’effet du chargement
tangentiel alterné (G, ) associé au contact et du chargement statique extérieur( Gy ) -

Nous devons mettre en évidence I’influence du chargement extérieur sur I’amorcage d’une
fissure. On confirme ainsi le principe de superposition entre le chargement statique homogene
sur I’ensemble de la section, et le chargement de contact caractérisé par un tres fort gradient
en sous couche (Figure 3-6).

L’analyse de I’influence de la contrainte statique sur la cinétique de propagation n’est pas
évidente. D’apres ces résultats la propagation semble indépendante du niveau de chargement
moyen. Cependant, si I’on compare les fissurations obtenues, nous constatons qu’elles sont
beaucoup plus profondes lorsque I’on impose une contrainte extérieure importante.

Nous disons qu’une contrainte statique favorise la cinétique de propagation et surtout
augmente son domaine d’extension. La sollicitation de contact est essentiellement située en
surface. Trés rapidement, I’amplitude du chargement en sous couche diminue, et & une
profondeur de 0.5.a les sollicitations sont pratiquement négligeables. On peut donc supposer
que la présence d’une contrainte statique constante sur toute la section favorise la propagation
trés au dela du domaine d’influence du contact.

3.4.1.4 CORRELATION AVEC LES CRITERES D’AMORCAGE

Comme pour le travail de Petiot C. (1992), nous avons limité notre étude & la comparaison
des dégradations et des prévisions avancées par les criteres de Dang Van et les différentes
approximations uniaxiales. L’expertise des sites de premier amorgage, toujours situés en
bordure de contact nous a conduits a éliminer de notre étude le critere de Froustey-Lasserre.
D’autre part si nous avons pu estimer les limites d’endurance de flexion et de torsion
alternées, il nous est apparu hasardeux d’extrapoler la troisieme composante nécessaire a cette
approche qu’est la variable «.

Les résultats sont reportés dans le tableau 3-12. On observe que la plupart des sollicitations se
situent dans le domaine élastique sauf pour les conditions B-III et C-II. On quantifie
I’influence du chargement extérieur sur I’augmentation du risque d’amorcage en comparant
les risques d’amorgage.
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A(Q:«=800N) | B(Q«=1050N) | C(Q«=1250N)

I I | Il I n | 1 I | Im
opxr  (MPa) 100 | 150 | 250 | 100 | 150 | 250 || 100 | 150 | 250
Clmax  (MPa) 585 | 735 | 835 | 670 | 820 | 920 | 730 | 880 | 980
Cemax  (MPa) 560 | 710 | 810 | 635 | 785 | 885 | 695 | 845 | 945
dégradation PA | PA | PA | PA | AS | AS | AP | AP | AP
Gerber : dg 0.75 1080 | 0.84 | 0.88 | 0.92 | 1.0 | 1.0 | 1.06 | 1.13
Dietmann dp, 0.79 [ 0.86 | 092 | 0.94 | 1.02 | 1.09 | 1.05 | 1.15 | 1.23
VDI dypy 081 | 09 | 097 ] 0.96 | 1.07 | 1.16 | 1.08 | 1.20 | 1.30
Goodman : dgp 085| 1.0 | 1.15] 1.0 | 1.2 | 1.37 | 1.13 | 1.34 | 1.54
Dang Van : dpv(1=0) 0.75]10.83] 088|094 | 1.05| 1.13 | 1.12 | 1.25 | 1.36
Dang Van : dpy (I=5um) | 0.70 | 0.78 | 0.82 | 0.88 | 0.97 | 1.03 | 1.02 | 1.12 | 1.21

Tableau 3-12 : Récapitulatif des conditions de sollicitations et du calcul des criteres, le Dang
Van est déterminé a partir de I’analyse ponctuelle (1=0) et pour un tenseur moyen établi sur

un volume critique (I=5um).

Pour ces conditions de contrainte moyenne plus élevée, il semble que 1’approximation uni-
axiale la plus adaptée pour quantifier le risque d’amorcage soit celle du VDI 2 226 ou de la
parabole de Dietmann. Ces résultats confirment de nombreux travaux sur l'effet de la
contrainte moyenne dans le domaine intermédiaire des chargements statiques ol
I’approximation du VDI est en générale recommandée (Brand A., 1980).

L’analyse du critere de Dang Van indique que I’analyse ponctuelle permet une trés bonne
estimation de la condition d’amorcage. Si en revanche, on réalise le calcul a partir de
I’élément de volume élémentaire défini pour le 30NCD16 dans le paragraphe précédant on
note une légere dispersion avec le résultat expérimental, le critere ne prévoyant plus
I’amorcage pour la condition B-II. Cependant I’écart avec la limite de 1’ordre de 3%, est
infime compte tenu des incertitudes sur le matériau et la géométrie du bombé. On remarque
par ailleurs que I’écart entre 1’analyse ponctuelle et le calcul réalisé sur le volume élémentaire
est fortement diminué.

Ceci est essentiellement lié a I’augmentation du contact qui réduit tres fortement 1’impact de
Ieffet d’échelle sur la prévision du risque d’amorcage. Finalement on montre qu’en
combinant les deux approches ponctuelle et moyennée du critere de Dang Van on obtient une
trés bonne estimation du risque d’amorcage.
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Clla (MPa)

700 + [ domaine d’amorgage

Gerber
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500 + VDI2 226
O
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non amorgage Goodman
300 t f t f + i
0 200 400 600

011 m(MPa)

Figure 3-64 : Diagramme de Haigh, comparaison des différentes approximations : O : pas

d’amorcage (PA), U : amorcage sans propagation (AS), B : amorcage et propagation (AP).

L’analyse descriptive de la distribution des sollicitations confirme que le maximum du critere
de Dang Van se situe en bordure du contact et conduit a formuler I’expression adaptée :
1 Q-
3, 5 dof1i
d, = B op = 1 9 9 (3.4.1-1)
Pe B 3[(10(f1 1+ ) + GEXT}

La contrainte statique ne modifie pas la distribution de la cission locale mais influe sur la
pression hydrostatique.

cission critique
500  ‘tc(MPa)

) | domaine d’amor¢age
400 A Imlfe deD
M Van
300 A
200 A
100 T domaine de non amorg:age]
0 f f f f i

0 100 200 300 400 500
pression hydrostatique critique p.(MPa)

Figure 3-65 : Tracé du diagramme de Dang Van a partir de I’analyse ponctuelle (I=0) ( ¢ )
et pour un tenseur moyen établi sur le volume critique (I=5um) : W AP, OAS, O PA.
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3.4.1.5 SYNTHESE (35NCD16)

Cette étude confirme I’influence de la contrainte statique homogeéne sur I’augmentation du
risque d’amorgage dans un contact soumis au Fretting. En réexaminant ce travail par le biais
de la méthodologie que nous développons, de nouveaux résultats peuvent €tre obtenus :

® On peut envisager I’étude de I’amorgage en considérant le principe de superposition entre
une sollicitation homogene appliquée au massif et la sollicitation localisée en surface induite
par le contact. On justifie 1’utilisation d’une description de I’amorcage en terme de
diagramme de Haigh mesurant le risque en fonction de la sollicitation moyenne et alternée.

e | ’extension trés profonde de la fissuration suppose que la contrainte statique favorise la
propagation de la fissure (Zhou Z.R et al., 1993; Reybet Degat P., 1994). Cependant 1’analyse
de cette derniere implique de prendre en compte les trois aspects que sont le domaine
d’influence des sollicitations du contact, la dimension du contact et surtout la géométrie de
I’éprouvette.

e [ e critere de Dang Van formulé a partir de I’analyse ponctuelle se trouve amélioré par
I’étude de grands contacts qui implicitement réduisent I’impact de I’effet d’échelle. L’écart
avec I'analyse conduite sur le volume élémentaire est réduit a 7%, 1’analyse combinée des
deux formulations permet une bonne estimation de la condition d’amorgage.

¢ Dans le domaine des contraintes moyennes intermédiaires contr6lées par I’addition de la
sollicitation statique, nous observons que la meilleure prédiction uniaxiale de I’amorcage dans
le contact est obtenue par les formulations du VDI et la parabole Dietmann.

Un plus grand nombre d’essais réalisés sur un acier mieux identifié auraient permis d’affiner
ces résultats. Cependant, cette analyse, réalisée a posteriori, valide I’approche fatigue pour
décrire I’amorcage. Elle confirme la nécessité de prendre en compte I’effet d’échelle et la
dimension du contact pour correctement modéliser les processus d’amorgage.

3.4.2 ETUDE DE ’AMORCAGE EN FRETTING D’UN ACIER RAPIDE SC652

Nous abordons I’analyse de I’amorcage d’un acier tres différent des précédents. Un acier a
outil aux caractéristiques de fatigue mal connues, tres fragile pour un contact hétérogene acier

- alumine. Dans cette situation peu favorable, nous cherchons a mesurer les limites des
approches que nous étudions.

3.4.2.1 MATERIAUX

3.4.2.1.1 NATURE DU CONTRE CORPS

Compte tenu de la dureté élevée de I’acier a outil SC 6-5-2 (HSS) (Annexe 1), il convient de
ne pas utiliser un contre corps en 100C6, trop doux. En outre, I'acier a outil est
particulierement difficile a travailler. Trés vite il nous est apparu impossible de réaliser de
facon systématique les coupes transversales nécessaires a 1’expertise de 1I’amorcage .

Pour ces raisons nous devions nous limiter a une observation en surface. L’application d’un
contre corps en 100C6 génere des transferts adhérents impossible a éliminer sans détériorer la
trace (Figure 2-41). Elle empéche un examen rigoureux de la trace de fretting et surtout la
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mise en évidence des amorcages. Nous avons donc cherché un contre corps en céramique dont
les caractéristiques élastiques se rapprochent le plus de I’acier tout en étant suffisamment dur.
Nous avons opté pour des billes d’alumine de 12.7 mm de rayon ayant un module élastique de
310 GPa et un coefficient de Poisson de 0.27 (annexe 1).

Nous appliquons une fréquence constante de SHz et utilisons le montage schématisé par la
Figure 2-16.

3.4.2.1.2 IDENTIFICATION DES CARACTERISTIQUES MECANIQUES
DE ’ACIER A OUTIL.

L’acier SC 6-5-2 nous est fourni par le BAM. Les conditions du traitement thermique et la
composition chimique sont résumées en Annexe 1 (Al.1.3). Les échantillons sont de petits
disques de 25.4 mm de diametre et 5 mm d’épaisseur.

Tres riche en carbone, cet acier est austénitisé a 1230 °C, puis subit trois revenus successifs de
2 heures a 540°C.

C Cr Mo Vv w

0.96 4.25 5.0 1.85 6.35
Tableau 3-13 : Composition chimique du HSS (SC 6-5-2).

L’observation de la structure apres attaque au nital indique une structure de type martensitique
revenue avec la présence de trés nombreux carbures globulaires MC de 2-3 um de diametre
moyen (Lévéque R.).

Les différentes caractéristiques du matériau que nous avons pu déterminer sont résumées dans
le tableau suivant (annexe 1):

E \Y% HRC m,Fp Oy Ty  [Od.Fp(0.1) Ode Tde

sk

230 0.28 64 3050 1800 900 1050 490 280
en *GPa, “en MPa

R Fp : Limite de rupture en flexion plane.

Gd,Fp (0.1) max : Valeur maximale de la limite d’endurance en flexion plane pour 10° cycles

avec G min/O max = 01.

Oy, Ty : limites de plasticité mesurées a partir d’un essai de flexion (limite
apparente de linéarité Re, confirmées par des mesures de dureté).

Ode> Tde : limites d’endurance alternée (G i /0 max = —1) estimées a partir des
relations du CETIM, de la construction de Gerber et des valeurs mesurées
Gd,Fp (0.1) max €t Rm,Fp (annexe 1).

Tableau 3-14 : Récapitulatif des caractéristiques de ’acier SC 6-5-2 (HSS).

Le détail de I’identification de ces grandeurs est présenté en annexe. Cette étude a nécessité
des essais statiques et dynamiques de flexion plane qui nous ont permis en particulier de
mesurer la limite de rupture en flexion plane ainsi que la limite d’endurance pour une
sollicitation de flexion plane pratiquement répétée (G in /0 max = 0.1).

Contrairement aux aciers moins alliés, I’acier a outil est particuliecrement sensible aux effets
d’entaille et a I’état de surface.
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Pour estimer les grandeurs de fatigue a partir de I’approche du CETIM nous avions réalisé
préalablement un essai de traction pour des conditions identiques a celles du 3SNCD16. Nous

avons mesuré une limite a rupture inférieure a 200 MPa, le départ de la fissuration étant
localisé au joint de raccordement de I’éprouvette.

Cet acier, tres riche en carbures fragiles qui jouent le role de défauts préexistants dans la
microstructure, ne vérifie pas la corrélation limite d’endurance-condition d’amorgage justifiée
pour les aciers faiblement alliés tels que le 30NCDI16.

Autrement dit la limite d’endurance correspond a un seuil de non propagation d’une fissure
déja initiée au niveau des carbures. Cette affirmation est validée par I’observation du facies de
rupture d’une éprouvette de flexion en fatigue 2 10° cycles : on voit clairement que le point
initial de I’amorgage correspond a I’interface d’un carbure.

On associe la limite d’endurance de Iacier rapide SC 6-5-2 a la condition critique de
propagation d’un défaut préexistant (carbures).

3.4.2.2 COMPORTEMENT TRIBOLOGIQUE DU CONTACT

Nous cherchons a délimiter les domaines des différents régimes de glissement et en particulier
le régime de glissement mixte. Contrairement au 30NCD16 ce dernier est ici beaucoup plus
étendu et surtout il se caractérise par un départ en glissement total avec un coefficient de
frottement de I'ordre de 0.2 avant de se stabiliser en glissement partiel suite a un
augmentation progressive du coefficient de frottement (Figure 3-66).

phase initiale de

1.0 —  stabilisation :

A=Ey/E : . .
0.8 I a/Eq ; ’ Glissement Partiel l
0.6 + ! transition

Glissement I calcul de 1a valeur

: Q«/P#uy —
0.4 + Total | P moyenne Qs
0.2 fozzzmem—== oo |-
O
100 10! 102 103 104 10° 108

nombre de cycles

Figure 3-66 : Comportement du contact en régime de glissement mixte (RGM) :
(P=300 N, 8+, =2.3 um, Q= 105 N, non amorcage).

L’évolution de l'interface est ici plus facilement observable du fait de la nature et de la
couleur blanche de la bille de céramique. Ceci permet d’évaluer la distribution des transferts
dans le contact.

Durant les premiers cycles, le contact correspond a une mise en contact de 1’acier et de
I’alumine. La présence d’oxydes sur I’acier et la faible interactivité entre les deux contrecorps
limite le coefficient de frottement. Tres rapidement, des phénomenes de transferts métalliques
sur la surface d’alumine augmentent le niveau d’interactivité des surfaces et indirectement du
coefficient de frottement. Pour des amplitudes de débattement suffisamment faibles, le contact
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passe en glissement partiel apres quelques dizaines de cycles.

(a) (b)

Figure 3-67 : Micrographies optiques de la surface des traces de la bille(P=300 N); (a):
Conditions de glissement partiel stabilisé (R.G.M);( b): Régime de glissement total .

- Durant la phase initiale en glissement total, la densité de transfert progresse de facon
homogene sur ’ensemble de l'interface. Lorsque la condition de glissement partiel est
atteinte, la zone collée reste inchangée, par contre la zone externe de glissement présente un
maximum de transferts (zone annulaire tres claire associée aux transferts métalliques, Figure
3-67a).

- En glissement total, la surface de la trace sur la bille est rapidement recouverte de transferts
faisant évoluer I’interface vers une structure métal-métal pratiquement uniforme (Figure 3-
67b). Le comportement tribologique du systeme se rapproche de celui d’un contact homogene
métallique avec des coefficients de frottement relativement élevés.

En tenant compte de la compliance du montage, on trace la carte expérimentale définissant les
différents domaines de régime de glissement (Figure 3-68).

Les résultats expérimentaux sont tres proches des frontieres formulées par 1’expression
théorique (2.4.1-3). Par exemple, la frontiere expérimentale entre le régime de glissement
mixte et le régime de glissement total est parfaitement encadrée par les expressions théoriques
définies pour des coefficients compris entre 0.6 et 0.8. Or les coefficients mesurés a la
transition sont bien compris dans cet intervalle.

Aussi, la limite entre les domaines des régimes de glissement partiel et glissement mixte peut
étre associée a la courbe théorique définie pour le coefficient de frottement minimal observé
au premier cycle en glissement total.

D’autre part, la frontiere séparant les domaines des régimes de glissement mixte et glissement
total peut étre approchée par la courbe théorique calculée a partir du coefficient de frottement
maximal que 1’on peut enregistrer en glissement total.
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Figure 3-68 : Carte définissant les domaines de régimes de glissement du contact

HSS/alumine(12.7mm) (Cs=0.004um/N); ® ® : résultats expérimentaux ;
théoriques définies a partir des coefficients |, .

: courbes

On vérifie ainsi la définition donnée au paragraphe 2.5.5 ou les frontieres des régimes peuvent
étre explicitées a partir des valeurs extrémes des coefficients de frottement.

3.4.2.3 DETERMINATION DES CONDITIONS D’AMORCAGE

Nous reprenons la démarche expérimentale proposée pour I’étude du 30NCD16 mais devant
I’incertitude des caractéristiques du matériau on choisit de définir précisément la condition
d’amorcage pour deux efforts normaux P=200 N et P=300 N et différents nombres de cycles
5000, 100000, 500000 et 1000000 (Figure 3-69).

On complete cette étude en estimant la pression limite de non amorgage au niveau de la
transition. Nous disposons donc du « matériel expérimental » nécessaire au tracé de
I’équivalent de courbes de Wolher (SN) en amorcage de l'acier rapide soumis au fretting et
surtout le moyen de comparer les différentes variables capables de quantifier le risque
d’amorgage.

On détermine I’effort tangentiel maximal moyen Qs de chaque essai en faisant la moyenne
de l'amplitude maximale du cycle 1000 au dernier cycle de I’essai (Figure 3-66). En
appliquant la méthodologie présentée dans 1’étude du 30NCDI16, on encadre progressivement
les conditions limites ce qui permet d’établir de facon précise les frontieres d’amorgage (ou de
non amorg¢age) en fonction du nombre de cycles. Pour chaque essai limite n’ayant pas fissuré,
on mesure sur la trace le ratio k=c/a permettant le tracé de 1’évolution du coefficient de
frottement local.
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frontieres d’amorcage  transition de régime

cycles: 108 5.105 105 5.103 u=0.7
g o o o -
350
1)::2 3 4
300 T X : % ) -
PR omaine
\% 050 + R.G.M d’Amorcage
oo sle 17 18
o 200 T
3 P
5 10T omai Pt
S domaine de : <;:|____p_r_e_s_smu_sg_u_11____
8 100  Non 9
S Amorgage domaine de
50 T Non
Amorcage
0 I f f f f
0 1 2 3 4 5 6

amplitude de débattement : O« (+/- um)

Figure 3-69 : Conditions de chargements critiques induisant I’amorcage pour un nombre
donné de cycles. Symbolisation de la dégradation : O : pas d’amorcage ; @ : condition
limite ; @ :amorcage. Correspondance avec la durée de Uessai : O/@Y® : 10° cycles, /¥
2 5.10° cycles, NVAA - 10° cycles, V/V/Y - 5.10° cycles.

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12

P(N) 300 | 300 | 300 | 300 | 200 | 200 | 200 | 200 | 115 | 135 | 160 | 195

po MPa) {1950 1950 | 1950 | 1950 | 1700] 1700 | 1700 | 1700 | 1410 | 1490 | 1580 | 1685

Cycles | 10° [510°] 10° [510°| 10° [510°]| 10° [510°] 10° |[510°| 10° |5 10°

Q.(N)£3 | 107 | 120 [ 135 | 175 | 95 | 110 | 121 | 148 | 91 | 107 | 125 | 145

k=c/a 0.71]1 068 10.65| 05 [057]0461041/024| O 0 0 0

Ly 0.560.58 | 0.62]0.67 | 0.58]0.61]0.65|0.75| - - - -
Tableau 3-15 : Conditions d’ amorcage en Fretting de I’acier SC6-5-2 (Figure 3-69).
0.8
g S P=200 N
g 8
= 0.7 + —
qg 3'__] 4»—_“; __________________ P=300 N g
°3 |2 3 &
2= 06715 > 5
= £ 5 1 £
B -3 3
3 2 2
05 + 2ttt
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

condition de glissement : k=c/a

Figure 3-70 : Evolution du coefficient de frottement local en fonction du parameétre « k ».
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L’évolution du coefficient de frottement local vis-a-vis du ratio k montre que plus on
s’éloigne de la transition de glissement, plus le coefficient de frottement opérant dans la zone
de glissement tend a diminuer (Figure 3-70).

Par rapport aux contacts métalliques, on observe une inversion de I'influence de la pression
sur le coefficient de frottement local. Pour comprendre cette tendance on peut supposer que
plus la densité de transferts sur la bille sera importante et plus le coefficient de frottement sera
élevé. Aussi pour une condition de glissement partiel donnée « c/a », une augmentation de la
pression favorisant I’augmentation de la densité des transferts, donc des contacts métal-métal,
engendre une augmentation du coefficient de frottement local.

A la transition lorsque la surface frottante de la bille est totalement recouverte de transferts
métalliques, I'influence de la pression sur la distribution des transferts ne joue plus. On
retrouve le comportement bien établi d’une réduction du coefficient de frottement avec
I’augmentation de I’effort normal.

3.4.2.4 MORPHOLOGIE DE LA FISSURATION

3.4.2.5.1 Fissuration en condition de glissement partiel stabilisé (R.G.M).

La propagation est ici trés rapide laissant apparaitre une structure en ceil de poisson méme
apres un nombre limité de cycles (Figure 3-71, 3-72).

Ce comportement peut €tre associé a la nature méme du matériau qui par sa composition
(teneur élevé en carbone) et son traitement thermique est relativement fragile.

Pour confronter I’analyse mécanique il nous importe de définir la position des sites
d’amorcage et voir si, comme pour le 30NCD16, le risque maximal se situe en bordure de
contact.

(@) (b)
Figure 3-71 : Contact SC 6-5-2 /alumine stabilisé en glissement partiel (1 o° cycles),
P=300 N, Q+=115N, 1, =296 um, r¢ =270 um (petits points blancs : carbure MC); (a): Vue

générale de la trace; (b): Détail au niveau de la fleche.
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Figure 3-72 : Contact SC 6-5-2 /alumine stabilisé en glissement partiel (1 o° cycles),

P=200 N, Q«=106 N, r, =272 um, 1ty =233 u (barre blanche=100 um).

Pour chacune des situations 1 a 8 nous expertisons les traces de fretting des essais ayant
amorcé juste apres la condition limite de non amorcage.

P=300 N, a(Hertz) =272um P=200 N, a(Hertz) =237um

Conditions 1 2 3 4 5 6 7 8

Nombre de cycles 10° [ 510°] 10° [ 510° | 10° | 510° | 10° | 510°

Rayon apparent 1, (um) 293 305 307 310 255 262 273 295

Distance fissures 1y (um) 270 | 268 | 267 | 268 | 236 | 233 | 234 | 235

Pos. Relat. /1, 092 | 0.87 | 0.87 | 0.86 | 092 | 0.88 | 0.85 0.8

Posit. Relat. rp/a 099 | 098 | 098 | 099 | 099 | 098 | 098 | 0.99

Tableau 3-16 : positions absolues et relatives des sites d’amorcage.

On repere les dimensions caractéristiques mesurées suivant I’axe médian X telles que le
rayon apparent « r, » et le rayon moyen entre les deux fissures « ry » (Figure 3-71; Tableau

3-16). Le site de premier amorcage de 1’acier SC6-5-2 se situe bien en bordure de contact

n_n

Hertzien défini par le rayon "a".

3.4.2.5.2 Fissuration en régime de glissement total (R.G.T)

Quelques essais ont été réalisés en régime de glissement total. La tres forte extension de 1’aire
de contact ne permet pas une quantification de 1’amorcage. Cependant 1’observation des
surfaces, facilitée par 1’absence de transferts, nous informe sur un certain nombre de points
(Figure 3-73).

En glissement total 1'usure entre les contrecorps est beaucoup plus importante, I’aire du
contact augmente fortement. Nous retrouvons cependant une structure annulaire avec la
présence de deux fissures principales situées au centre de domaines qui, a premiere vue,
pourraient correspondre aux domaines de glissement pour un contact en glissement partiel.
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Figure 3-73 : Contact SC6-5-2 /alumine en régime de glissement total (5 10° cycles) , P=300
N : a-8+y=6.5 um, 1, =363 um, ry =269 um (UM=um).

O 1max

Figure 3-74 : Distribution de la contrainte principale en glissement total.(u=0.8 , v=0.3).

L’analyse des criteres A-B-C est formelle, on confirme une condition de glissement total. Il
faut donc relativiser une expertise trop hative d’une condition de glissement a partir de la
simple observation d’une trace de fretting.

En focalisant notre analyse sur le domaine compris entre ces deux fissures principales, nous
observons un domaine central non fissuré qui tend a diminuer avec I’amplitude de glissement
imposé. Entre ce domaine et les fissures principales on note la présence de multiples petites
fissures. A I’extérieur de ce domaine aucun amorcgage n’est observé.

Cette analyse conforte 1’approche « fatigue » qui est ici proposée, il faut pour cela se référer a
la distribution du risque d’amorgage de Dang Van (Figure 3-51) ou a celle de la contrainte
principale en glissement total (Figure 3-74).

En dessous d’un certain seuil, on peut admettre qu’il n’y ait plus de fissuration, cependant
I’augmentation du glissement relatif réduit cet espace au centre du contact. Si par contre on
compare le rayon rpentre les deux fissures principales, on retrouve pratiquement le rayon

Hertzien.
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Ces résultats indiquent qu’il est aussi possible de formaliser le risque d’amorcage en régime
de glissement total a partir d’une analyse similaire a celle développée dans ce travail pour la
condition de glissement partiel. Néanmoins, il faudra tenir compte de 1’évolution de
I’interface et surtout de la présence du troisieme corps qui peut modifier la distribution des
chargements a I’interface.

3.4.2.5 COMPARAISON AVEC LE CRITERE DE DANG VAN

L’étude quantitative est limitée aux conditions d’amorcage a grand nombre de cycles en
condition de glissement partiel stabilis€ du R.G.M.

Condition 1 5
P(N) 300 200
po (MPa) 1950 1700
a (Hertz) (um) 272 237
Q«(N) 13 107 95
k=c/a 0.71 0.57
V89 0.58 0.56
Dang Van : dpy (1= 0) 5 4.7
Dang Van :dpy (1 =5 um) 34 3.1
Gerber :dg 3.1 3.0

Tableau 3-17: Conditions expérimentales d’amorcage et prévision des criteres (1 0° cycles).

Le risque d’amorcage a 10° cycles est calculé en appliquant les criteres de Dang Van et
Gerber sur la base des caractéristiques de fatigue que nous avons déterminées (Tableau 3-14).
Les valeurs calculées des risques d'amorcage sont trés supérieures a celles observées
expérimentalement. Contrairement aux aciers faiblement alliés, il ne parait pas possible
d’extrapoler une prévision d’amorcage a partir de ces modeles. Le calcul du risque de Dang
Van sur un élément de volume «l=5um » améliore certes la prédiction puisqu’il prend en
compte I’effet d’échelle particulierement important pour ces petits contacts. Il ne permet pas
cependant la corrélation attendue (Figure 3-75). Cette non corrélation est attribuée au
comportement trés fragile du matériau qui ne vérifie pas les hypotheses de loi de
comportement associées aux modeles de fatigue développés pour des matériaux bas carbone
(BONCD16, 35NCD16). D’ autre part, I’analyse préliminaire de fatigue a montré que la limite
d’endurance n’est pas associée a I’amorcage mais plutdt a la condition limite de propagation a
partir des carbures MC qui jouent le role de défauts.
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Figure 3-75 : Diagramme de Dang Van : L1, B : amorcage a 10° cycles pour la
condition 1 (P=300 N) ; [\, A : amorcage a 10° cycles pour la condition 5 (P=200 N).

Les approches en fatigue de Dang Van et Gerber ne permettent pas de quantifier la fissuration
en fretting des aciers rapides SC 6-5-2.

3.4.2.6 IDENTIFICATION DE LA VARIABLE LA PLUS REPRESENTATIVE
DE LA CONDITION D’AMORCAGE.

L’étude consiste a donner pour chacune des variables (contrainte principale maximale, Von
Mises, cisaillement) et pour chaque condition d’amorcage, la valeur numérique ainsi que la
position relative du maximum suivant 1'axe X.

Pour évaluer I'effet d'échelle, nous complétons l'analyse ponctuelle en associant en premiere
approximation la valeur et la position relative des variables calculées sur le volume
élémentaire tel que I=5Sum.

P=300 N, a(Hertz) =272um P=200 N, a(Hertz) =237um
Conditions 1 2 3 4 5 6 7 8
Nombre de cycles 10° [ 510°] 10° | 510° | 10° | 510° | 10° | 510°
61 max MPa) (1=0) 1730 | 1850 [ 2000 | 2325 | 1740 | 1900 | 2040 | 2375
01 max (MPa) (1=5 um) 1270 | 1375 | 1510 | 1815 | 1300 | 1450 | 1570 | 1870
o max (MP2) (1=0) 1710 | 1815 | 1955 | 2255 | 1720 | 1857 | 1983 | 2296
Oomax (MPa) (1=5 um) 1465 | 1575 | 1715 | 2045 | 1500 | 1675 | 1820 | 2180
Tinax (MPa) (1=0) 878 | 940 | 1023 | 1217 | 902 | 1000 | 1083 | 1297
T (MPa) (1= 5um) 812 | 877 | 960 | 1165 | 851 | 956 | 1039 | 1256

Tableau 3-18 : Sollicitations mécaniques associées a I’amorcage du contact SC6-5-2/alumine.

Les différentes valeurs estimées sont regroupées dans le Tableau 3-18, et permettent le tracé
des différentes courbes S-N (Figure 3-76).

Nous cherchons a mesurer I'écart entre les deux efforts normaux étudiés ainsi que l'influence
de l'effet d'échelle.
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Figure 3-76: Courbes S-N des conditions d’amorcage en glissement partiel du contact SC6-5-
2/alumine ; analyse ponctuelle (1=0) : : P=300N ; /A : P=200 N ; analyse sur le volume
élémentaire (1=5um) : Il :P=300 N ; A:P=200 N.

Les écarts entre les distributions des deux efforts normaux restent faibles. Ils deviennent
pratiquement négligeables a la limite d'endurance a 10° cycles, en particulier pour la
contrainte principale maximale et le Von Mises.

Il est donc difficile de choisir entre les trois grandeurs mécaniques étudiées celle qui est la
plus adaptée pour quantifier le risque d'amorgage. L'analyse comparative montre que I'écart
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relatif associé au cisaillement est environ deux fois supérieur a celui obtenu par le Von Mises
et la contrainte principale maximale. Nous sélectionnons en premier lieu ces deux variables
reliées par la relation 3.1.4-9.

L'étude comparative des variables calculées sur le volume élémentaire indique que si la
contrainte principale est treés affectée par 1'effet d'échelle, 1'écart entre les résultats des deux
efforts normaux reste faible. Les contraintes de Von Mises et du cisaillement sont moins
affectées par l'effet d'échelle. Cependant, 1'écart entre les résultats obtenus pour les deux
efforts normaux tend a augmenter lorsque l'on calcule les sollicitations sur le volume
élémentaire.

Ces résultats indiquent que la contrainte principale maximale est la variable la plus stable qui
permet de quantifier la condition de fissuration quelle que soit I'échelle de l'analyse
(ponctuelle ou volumique).

Ce résultat est par ailleurs supporté par la comparaison des positions relatives des maxima
dans le contact vis-a-vis des sites de fissuration (Tableau 3-19).

P=300 N, a(Hertz) =272um | P=200 N, a(Hertz) =237um
Conditions 1 2 3 4 5 6 7 8
Nombre de cycles 10° 5100 10° [510° ][ 10° [510°] 10° | 510°
k=c/a 0.71 | 0.68 | 0.65 0.5 057 | 046 | 041 | 0.24
Xy (1=00ut=sum) | U | U [ U [ U [T [ U1
‘Xsemax‘ (1=0) 1 1 1 1 1 1 1 1
‘Xcemax‘ (I=5 um) 094 | 093 | 092 | 0.81 | 0.88 | 0.78 | 0.72 | 0.50
‘XTmax‘ (1=0) 091 | 0.88 [ 0.85 | 0.72 | 0.79 | 0.69 | 0.64 | 047
‘XTmax‘ (I=5um) 0.88 | 0.85 | 0.83 | 0.72 | 0.77 | 0.68 | 0.63 | 0.56
Position relative (exp.) : ry/a| 099 | 098 | 098 | 0.99 | 0.99 | 098 | 0.98 1

Tableau 3-19 : Comparaison des positions relatives suivant I’axe X des maxima des variables

mécaniques et des sites de fissuration.

Seule la contrainte principale maximale prévoit, quel que soit le volume élémentaire
considéré, un maximum clairement localisé en bordure de contact. Elle positionne le site
d’amorcage la ol expérimentalement nous 1’avons observé. L'analyse de la condition de
fissuration en fonction du nombre de cycles et de la position des sites d'amorcage indique que
la contrainte principale maximale est la mieux adaptée des grandeurs mécaniques pour
quantifier la fissuration induite par fretting de I'acier rapide SC6-5-2.

3.4.2.7 ANALYSE DE LA LIMITE D’ENDURANCE

L’étude précédente a montré que la contrainte principale maximale G, €tait la grandeur

mécanique la plus adaptée pour quantifier la fissuration en fretting de I’acier rapide SC6-5-5.
Ce résultat est cohérent avec le comportement en fatigue du matériau dont le mécanisme de
fissuration correspond a la propagation d’une fissure déja initiée au niveau d’un défaut
préexistant (carbures : petits points blancs sur les clichés figures 3-71 et 3-72).

Aux notions de critere d’amorcage introduites pour les aciers bas carbone, nous préférons la
notion de seuil de non propagation sur les défauts que constituent les carbures (Figure 3-77).
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Figure 3-77: Observation au MEB des sites d'amorcage au niveau des carbures MC sur une

éprouvette de flexion plane (fissuration a 1 0° cycles), (annexe 1).

Par analogie a la mécanique de la rupture et aux travaux de Murakami Y. et al. (1994) nous
choisissons d'associer la condition seuil de fissuration au produit de la contrainte principale
maximale et de la projeté des défauts associés aux carbures MC.

O max - +/surface projetée du carbure MC  (fretting)
m : constante dépendant du matériau

Notre objectif est de corréler la condition d'amorcage en fretting aux résultats d'endurance en
flexion plane ot la condition de fissuration peut étre exprimée par :

Gngp max \/ surface projetée du carbure MC  (essai de flexion)

Dans les deux situations il s'agit des mémes microcarbures MC, présents dans I'ensemble de
la matrice de I'acier SC6-5-2 avec un diametre moyen compris entre 2 et 3 pm.

La corrélation entre les deux conditions de fissuration (fretting - flexion plane) permet de
simplifier les relations précédentes :

O max (fretting) = G d,Fpmax

Cependant 1'analyse ponctuelle indique une limite d'endurance en fretting de 1720 MPa qui
est sensiblement supérieure a la limite d'endurance en flexion plane (G gp max = 1050 MPa).
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Figure 3-78 : Schématisation de l'approche volume critique associé a la condition de
fissuration d'un carbure fragile si Gy (V) =04 Fp max (d'aprés Murakami Y. et al., 1994).

Comme pour I’analyse des criteres de Dang Van et de Froustey-Lasserre, nous recherchons le
parametre du cube « | » définissant le volume critique V(I) tel que les contraintes principales
maximales moyennées G, (V) définies pour les conditions 1 et 5 soient identiques a la

valeur issue des essais de fatigue en flexion plane 64 g, max (Figure 3-78) .

Le calcul donne un parametre de maille moyen de 1’ordre de 1=13 pm. Ce volume peut aussi
étre associé a la probabilité de solliciter au moins un carbure avec un état de tension moyen
capable de promouvoir la fissuration.

Finalement, nous pouvons tracer une courbe de Wohler tenant compte de cette approche
volumique des contraintes, le calcul vérifiant toujours un amorgage en bordure de contact
(Figure 3-79).

2000 T

analyse sur le volume élémentaire

O max (MPa)

maximum de la contrainte principale

500 ey
103 104 108 1, 108
nombre de cycles

Figure 3-79 : Evolution de la condition d’amorcage en fonction de la contrainte principale
maximale déterminée sur le volume élémentaire « I=13 um », les repéres 1-8 correspondent

aux conditions expérimentales expertisées (Figure 3-69).
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3.4.2.8 SYNTHESE (SC 652)

L’analyse de la fissuration de l’acier rapide SC6-5-2 montre que les criteres classiques
d’amorgage ne sont pas applicables. Le matériau, tres fragile et hétérogéne (composition et
structure) ne répond pas aux hypotheses des lois de comportement associées aux modeles.

L’analyse de fatigue classique conduite au travers d’essais de flexion plane indique que le
seuil de non amorcage a grand nombre de cycles correspond plutdt a une limite de
propagation d’un défaut préexistant dans la structure (carbure).

L’expertise des sites de premiere fissuration en régime de glissement mixte et glissement total
conclut sur un départ de fissuration en bordure du contact Hertzien la ou les maxima de la
contrainte principale sont enregistrés.

L’analyse quantitative des conditions de fissuration en fonction du nombre de cycles confirme
que la contrainte principale maximale Gy, est la mieux adaptée des variables mécaniques

pour quantifier la fissuration de I’acier SC 6-5-2.

Considérant le concept de volume critique nécessaire a la prise en compte de 1’effet d’échelle
dans le contact, nous montrons qu’il est possible de corréler la limite d’endurance en flexion
plane aux conditions limites de fissuration induites par le fretting si I’état de chargement par
lequel on établit la sollicitation dans le contact est calculé sur un élément de volume de I’ordre
de 13 pm de coté.

Parallelement a cette étude, nous avons réalisé des essais de fretting sur le méme substrat mais
recouvert d’'un dépot TiN (BAM)(annexe 1). La présence du revétement en diminuant le
coefficient de frottement décale les différents domaines de glissement vers de plus faibles
amplitudes de débattement. Pour des conditions identiques et un méme contrecorps, on
montre que le dépdt prévient contre I’amorcage grace en particulier a l'introduction de
contraintes de compression en surface tres élevées (supérieures a 1000 MPa) et stables.
Cependant, lorsque le substrat est atteint, on retrouve d’une part la carte de glissement du
contact acier/alumine et surtout les différents domaines de fissuration. On confirme par
ailleurs les résultats de Sato K. et al. (1994) sur l'effet d'un revétement dur sur la fissuration en
fretting fatigue.

Il faut distinguer l'influence des contraintes de compression générées par un traitement de
surface (grenaillage, traitement thermique) de celles engendrées par le dépdt. En regle
générale, les contraintes de compression introduites par une transformation de Ila
microstructure de l'acier sont bénéfiques pour la propagation mais jouent un role limité sur
I'amorcage (Hirakawa K. et al. 1994, Figure 1-11a). On explique cette différence par le
processus méme de I'amorgage au cours duquel, localement, le matériau s'adapte et finalement
efface les contraintes de compression induites par I'écrouissage de la microstructure
(grenaillage). La microfissure qui est amorcée est néanmoins freinée par un environnement de
compression ce qui explique I'effet sur la propagation.

Les contraintes de compression introduites par le dépot TiN correspondent a un défaut de
parametre dans la structure de la couche du nitrure. Elles sont stables et ne peuvent étre
éliminées par l'écrouissage engendré par le fretting. Tant que le revétement n'est par percé,
I'amorcage n'est pas observé.

L'effet bénéfique du dépdt est conditionné par le maintien uniforme du revétement a
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I’interface. Il semble donc que I’effet protecteur du dépdt vis-a-vis de la fissuration soit
indirectement contrdlé par des mécanismes d’usure que nous étudierons dans le chapitre
suivant.

3.4.3 SYNTHESE GENERALE

L’étude de ces deux contacts a révélé les possibilités mais aussi les limites de 1’approche
« fatigue » que nous avons étudiée pour I’analyse de I’amorgage en fretting.

Pour les aciers bas carbone, faiblement alliés, tel que 35SNCD16, nous confirmons que le
critere de Dang Van est I’approche la plus performante pour quantifier le risque d’amorcage
dans le contact. Pour ces conditions de contrainte moyenne intermédiaire, la meilleure
approximation uniaxiale n’est plus la formulation de Gerber mais celle proposée par le VDL

Pour les grands contacts, la différence entre les approximations ponctuelles et celles calculées
a partir de I’analyse sur le volume élémentaire est fortement réduite. Les deux approches
donnent des résultats similaires permettant une bonne estimation de la condition d’amorgage.
IIs montrent qu’une contrainte externe statique de tension influe sur la condition de
fissuration en élargissant le domaine d’amorcage de la carte de réponse du matériau et
favorise la propagation.

De fait, la formalisation proposée nous permet de quantifier le risque d’amorcage dans le
contact en tenant compte des chargements extérieurs. On confirme sur ce point des résultats
obtenus en fretting fatigue dans un contact cylindre plan par Petiot C. (1995).

L’étude du contact SC6-5-2/alumine indique au contraire que les approches « fatigue »
fondées sur une identification de la limite d’endurance aux mécanismes d’amorgage du défaut
ne sont plus vérifiées lorsque le matériau étudié integre déja de par sa nature des défauts pré
existants (carbures fragiles).

Dans ce cas, il est préférable d’estimer la condition limite de fissuration au travers d’une
approche cherchant a calculer un facteur seuil. On montre que la contrainte principale
maximale établie sur un volume critique (I=13um) fournit une bonne quantification de la
fissuration et permet d’associer la condition de fissuration du contact a la limite d’endurance
en flexion alternée.

3.5 CONCLUSION

Nous avons montré que I'amorcage induit par le fretting dans le contact en glissement partiel
peut étre quantifié a partir de criteres utilisant des grandeurs de fatigue conventionnelles.

La transposition de ces approches permet le tracé de cartes théoriques de condition
d'amorcage et justifie l'approche carte de réponse du matériau (CRM). Elle explique en
particulier l'influence de parameétres comme le coefficient de frottement ou l'action d'un
chargement externe statique.

L'analyse de ces représentations conduit a l'identification de trois domaines :

- le domaine de non amorgage observé pour les tres faibles débattements et les conditions de
sollicitation situées en dessous d'une pression seuil,

- le domaine d'amorgage a grand nombre de cycles ou le chargement macroscopique reste
élastique (domaine étudié),
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- le domaine d'amorgage a faible nombre de cycles caractéristique du domaine oligocyclique.

L'analyse théorique indique que la forte uniaxialité qui caractérise 1'état de chargement en
bordure de contact, site d'apparition du premier amorcage, favorise le rapprochement des
différentes approches de fatigue.

La comparaison des criteres multiaxiaux (Dang Van, Froustey-Lasserre) et de I'approximation
uniaxiale (Gerber) pour un méme matériau montre un écart relatif en terme de pression limite
de non amorcage inférieur a 15%. Aussi, toute approche cherchant a quantifier le risque
d'amorcage en terme de contrainte principale maximale ou uniaxiale (0, ) se trouve justifiée.

On explique ainsi le trés bon comportement des relations proposées par Nishioka K. et
Hirakawa K (1969) ou celle de Sato K. et Fuji K (1986).

Cependant, 1'évolution vers des contacts industriels, plus complexe favorise I'analyse multi-
axiale qui par nature est directement transposable aux calculs en élément finis.

La comparaison des conditions d'amorcage de différents matériaux et différentes géométries
nous conduit a établir une stratégie expérimentale visant a identifier le plus finement possible
le premier dommage en l'occurrence le site de premier amorcage, observé avant la
propagation et la dégradation du contact.

Cette analyse expérimentale indique que :

- L'estimation des sollicitations imposées qui est nécessaire au calcul du risque d'amorcage,
nécessite la prise en compte de 1'évolution du coefficient de frottement dans la zone de
glissement.

- Pour permettre la corrélation entre les approches conventionnelles de fatigue et le probleme
local du contact, il convient de tenir compte des facteurs d’échelle. Pour cela, nous avons
développé le concept de volume élémentaire par lequel, en moyennant les sollicitations, il est
possible de calculer un état de chargement représentatif de ce qui est imposé au matériau.
Cependant pour évaluer la réponse du matériau en fissuration dans le contact et choisir le
critere le mieux adapté a la prévision du risque, il importe de bien connaitre le comportement
du matériau.
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Figure 3-80 : Comportement des matériaux : (a): Matériau ductile, essai de traction de
l'acier 3ONCD16 (Dubar L. 1992, lot N°5) ; (b): Matériau fragile, essai monotone de flexion
plane de l'acier SC6-5-2.

L'analyse des comportements ductile et fragile des aciers indique que :

- Pour un acier présentant une loi d’écrouissage isotrope, cinématique, caractérisé par une
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courbe de traction de type ductile (30NCD16,35NCD16, Figure 3-80a), c'est le critere de
Dang Van qui, des approches fatigue étudiées, est le plus performant pour quantifier le risque
d’amorcage en fretting. Il prévoit 'amorcage en bordure du contact Hertzien et la prédiction
obtenue reste stable quelle que soit les dimensions du contact et la sollicitation imposée si le
trajet de chargement est établi sur un volume élémentaire de I'ordre de 5 um de coté.

- Pour un matériau de type fragile (SC 6-5-2, Figure 3-80b) dont le mécanisme de fissuration
est tres dépendant de défauts pré-existants dans la microstructure (carbure), la contrainte
principale maximale est la mieux adaptée des grandeurs mécaniques pour quantifier la
fissuration induite par le fretting.

On montre que la prédiction de I'amor¢age dans le contact a partir de la limite d'endurance en
flexion est possible si le calcul des sollicitations imposées dans le contact est établi sur un
volume élémentaire de 1'ordre de 13-15 pm de coté.

Ce volume peut étre associé a la probabilité de solliciter un défaut (carbure) avec un niveau de
chargement en tension suffisant pour engendrer 1'amorg¢age puis la propagation.

DEMARCHE DE RESOLUTION D’UN CAS INDUSTRIEL
Nous illustrons les possibilités offertes par cette méthodologie sur le diagramme suivant
(Figure 3-81) qui montre comment I’étude formalisée de 1’essai de fretting permet de

définir un certain nombre de variables utiles a la modélisation d’un contact industriel.

Si les caractéristiques de fatigue du matériau sont connues, on détermine les variables
nécessaires au calcul soit :

- le choix du critere d’amorgage le plus adapté au matériau utilisé,
- le comportement du coefficient de frottement pour différentes conditions de glissement,

- le volume élémentaire caractéristique du matériau et du critere choisi qui permet d’adapter le
maillage en élément finis de facon a obtenir une modélisation fiable,

- la pression seuil, valeur limite en dessous de laquelle on n’observe pas I’amorgage.
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Figure 81 : Apports de la méthodologie « carte » pour identifier les variables nécessaires a la

modélisation et évaluation
des solutions

modélisation de I’amorcage induit par fretting.

Si par contre, le matériau n’est pas connu, on fixe une dimension de volume élémentaire
représentative du comportement du matériau et du criteére envisagé et on explicite par une
approche «inverse » des variables d’endurance spécifiques au probleme du contact ( par
exemple pour le critere de Dang Van : o4 (fretting) etty(fretting) ). Ces données peuvent

étre introduites dans le modele élément finis de 1’industriel et permettre la modélisation du
risque de 1’amorgage dans le contact.

La modélisation réalisée, le risque d’amorcage toujours présent, différentes solutions peuvent
étre étudiées. On peut envisager d’étudier I'effet de contraintes de compression qui limite
I’amorcage mais surtout la propagation (Figure 1-11a, Hirakawa et al., 1994). On peut aussi
bien évaluer I’effet d’un revétement diminuant le coefficient de frottement. La géométrie du
contact peut €tre modifiée et adaptée pour diminuer la pression de sorte a se situer en dessous
de la pression seuil de non amorcage.

Ces différentes solutions peuvent étre modélisées puis rapidement évaluées sur une géométrie
aussi simple et bien formalisée que le contact sphere plan. Apres validation d’une solution,
I’étape du prototype puis de la réalisation industrielle devient nécessaire. Cependant la
méthodologie développée présente 1’avantage d’une part d’étudier le probleme, de nourrir les
codes de calcul et de limiter au maximum les essais en grandeur réelle trés cofiteux et trop
longs a mettre en ceuvre. Le principe de cette démarche est d’ores et déja appliqué a 'ECL
pour différentes études industrielles.
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4. ANALYSE DE I’USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

Dans le chapitre précédent nous avons développé différents outils permettant de quantifier le
risque d’amorgage en glissement partiel. Dans ce travail nous étudierons le second mécanisme
de dégradation du contact : I’'usure générée par la formation et I'éjection de débris.
Contrairement aux mécanismes de fissuration qui sont associés a la notion de seuil, « seuil de
nucléation d’une fissure, criteres d’amorgage, seuil de propagation » 1’usure par enlevement
de matiere apparalt comme un processus continu. Quelle que soit la sollicitation imposée,
aussi petite soit elle, des lors qu’un glissement relatif est imposé, on observe la génération de
débris résultant d’une dégradation de la matiere. Au caractere discontinu de la fissuration se
substitue donc un processus continu. Essentiellement observée pour les grands débattements,
I’usure par enlevement de matiere est aussi rencontrée en glissement partiel. Cependant, sa
tres faible intensité pour ces conditions la fait apparaitre comme un phénomene mineur vis-a-
vis de la fissuration.

Nous avons étudié 'usure au travers des approches classiques, en faisant varier 1’effort
normal, I’amplitude du débattement ou la durée de I’essai. Cette multitude de parametres ne
permet pas une description unifiée du probleme. Or, comme pour I’étude de la condition de
glissement (Chapitre 2) ou de la fissuration (Chapitre 3), notre objectif est de développer une
approche simplifiée de I’usure qui permette de corréler ces différents facteurs. L’examen des
différentes propositions sur les aspects quantitatifs de la dégradation, nous a conduits a nous
intéresser aux travaux expérimentaux de Mohrbacker H. et al. (1995) qui montrent une
corrélation entre 'usure et 1’énergie associée au travail interfacial de la contrainte de
cisaillement. Apres validation sur nos propres conditions d’essai, nous approfondissons cette
approche en introduisant une description locale de 1’énergie dissipée. Au caractére purement
quantitatif de I’approche originale, nous formalisons une description locale du probleme
permettant une description morphologique de la dégradation. Inspirés d’une description
Hertzienne, ces développements seront comparés aux résultats expérimentaux obtenus pour
différentes conditions : glissement partiel, total, glissement alterné (Reciprocating ) pour les
contacts HSS/alumine et TiN/alumine (R*=12.mm). Nous en déduirons différents parametres
énergétiques d’usure utiles & une comparaison quantitative des différents contacts. Nous
mettrons ainsi en évidence I'importance du troisieme corps dans l’analyse du processus
d’usure.

4.1 DESCRIPTION DE L’APPROCHE ENERGETIQUE

Différentes approches utilisent le concept d’énergie dissipée pour modéliser 'usure et
indirectement quantifier I’enlévement de matiere. On peut rappeler les travaux de Cowan R.S
et Winer W.0. (1995), Lim S.C. et Ashby M.F. (1987), Xiangjun Qiu et Plesha M.E. (1991),
Etsuo Marui et al. (1995), qui proposent une approche thermodynamique de I’usure.

Tres récemment, différents travaux ont établi de facon évidente la corrélation existant entre le
volume de matiere enlevé et I’énergie dissipée cumulée durant I’essai (Mohrbacker H. et al.,
1995). Ce résultat déduit d’une étude expérimentale du comportement en fretting de
revétement de TiN , validé quelle que soit la condition de glissement, nous est apparu comme
le plus intéressant a développer (Figure 4-1). A la différence des approches plus classiques qui
considerent I’énergie associée au travail de I’effort normal, vérifiant ainsi la proposition de
Archard J. F. (1953), le concept étudié suppose que l'usure est proportionnelle au travail
interfacial du cisaillement. C’est donc I’effort tangentiel et non 1’effort normal qui, associé au
déplacement relatif, est supposé gouverner les mécanismes de dégradation.
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Figure 4-1 : Evolution du volume usé du dépot TiN en fonction de I’énergie dissipée cumulée
Mohrbacher H. (1995) ( TiN sur acier ASP23/alumine(R*=5mm), f=8 Hz, P=2N, 8x,

=50um (L=4 X%+, ), durée de 1000 a 50000 cycles). La pente de la droite : 18000 ymS/J.

Cet aspect est justifié puisque I’effort normal, perpendiculaire au glissement, aura durant le
glissement relatif un travail nul. En revanche, le travail de I’effort tangentiel déduit du produit

scalaire des vecteurs effort tangentiel QS et glissement relatif L se limite au simple facteur

suivant : Ed = |QS-I:| =Q L, les deux vecteurs sont colinéaires de sens opposés. Afin

d’éliminer toute incompréhension nous rappelons la différence entre cette énergie de surface
et I’énergie dissipée interne (W,,W,,) déduite du tenseur de contraintes, nécessaire par
exemple au calcul du critere d’amorcage de Froustey-Lasserre.

w.—
o
»
50 b /
/
I/
~
E wH /
“w /
'o /
= /
z 0" /
3 4
> //
g, 0 . /!
/
o
10 ;’/‘
le o
elateode? | L1 1 J
2 4 6 .8 1.01.21.4 1.6 1.82.022 2.4 2.6x072
in.
[ O O A S N U S O T O
. 153 4 356 456 56 3
211023204 % 40530 06% %501 % @
MICROMETERS

Figure 4-2 : Evolution du volume usé de I’acier AISI 9310 en fonction du débattement 2.8x,,
(AISI 9310/ AISI 9310 (R=5mm), f=163 Hz, P=1.47 N, air sec), Bill R.C. (1977).
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Justifiée sur le plan physique, cette approche énergétique nous permet d’expliquer un certain
nombre de résultats antérieurs en particulier I’évolution de I’usure en fonction du débattement
imposé (Figure 4-2).

Wear volume loss [ pm? ]
(per 100000 cycles)
=) v

\

0
0 10 20 30 40 50 60 70 8 S 100

Displacement [ pm ]

Figure 4-3 : Evolution du volume usé d’un alliage double mecano-allié¢ (dMA) en fonction du
débattement 2.0+, ( AMA Al-8 wt. %Fe /100C6 (R=5mm), f=8 Hz), NIU X.P. et al. (1996).

Différentes études montrent qu’au dessous d’un certain seuil de déplacement, I’usure diminue
tres fortement de facon non linéaire. Par contre, au dessus de cette limite, 1’'usure, beaucoup
plus rapide, est proportionnelle a I’augmentation du débattement (Martin B. et al., 1996). Ces
auteurs ont cherché a quantifier cette discontinuité obtenant des valeurs variant en fonction
des essais. Ils montrent que la transition se situe pour des amplitudes inférieures a 35 um.
Colombié C. (1986) reprenant les observations de Stowers LF. et Rabinowicz E. (1973)
conclut que cette perte de linéarité pour les faibles amplitudes est un artefact de
I’accommodation des déplacements par le systeme. Il suppose que pour des amplitudes faibles
la plus grande partie de I’accommodation du déplacement est absorbée par la déformation du
systtme expérimental. D’apreés cette hypothése la singularité devrait correspondre a la
transition de glissement. En effet, lorsque I'on atteint la condition de glissement total,
I’amplitude de I’effort tangentiel atteint un palier constant. L’accommodation tangentielle du
systtme étant proportionnelle & cette derniere, elle restera constante quelle que soit
I’augmentation de 1’amplitude une fois la transition passée. L’ordre de grandeur de
I’amplitude de ce seuil correspond effectivement assez bien aux valeurs des transitions de
glissement mesurées.

Il est certain que I’accommodation du systeme intervient dans la cinématique du contact et
qu’il importe d’en tenir compte, cependant nous avons montré que la composante
accommodée par le systeme dépasse rarement 30% de la valeur imposée. Par conséquent
cette hypotheése ne permet pas d’expliquer a elle seule la forte différence entre les deux
cinétiques d’usure.

Si on observe I’évolution de I'usure en fonction du débattement imposé (Figure 4-2, 4-3) on
est surpris de constater la similitude qu’elle présente avec 1’évolution normalisée de I’énergie
dissipée (Figure 2-9).

Pour illustrer cette association on peut comparer les résultats d’usure a la courbe normalisée
de I’énergie dissipée (Figure 4-4).
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Figure 4-4 : Comparaison de la courbe tracant I’évolution normalisée de I’énergie dissipée
durant le cycle de fretting (—— :Eq /Eq; , Figure 2-9) et des volumes d'usure issus de la

Figure4-2( % :V/V, ). (V,=1010"mm? e §, =13107/2 in.)

On rappelle la formulation de I’énergie dissipée durant un cycle en glissement partiel et
glissement total.
En glissement partiel nous avons pour 98x < §; (2.2.1-14) :

Eq _ 6H&jﬂ_5(2&)(1_@_%}”}
Edt B . 8t . 8t 8t .

En glissement total nous obtenons pour §; = 8« (2.2.2-4) :

E )
=d _ 5,_*_4’

K.JL.P 4. (0P’ K, 48.uP
avec 0, = Pamplitude a la transition et Eq = =

S.a 5
I’énergie dissipée a la transition.

La correspondance avec les résultats expérimentaux est saisissante, les évolutions se
superposent parfaitement indiquant qu’il existe bien une corrélation entre I’énergie dissipée et
I’usure.

Nous pouvons interpréter la discontinuité de la cinétique d’usure en fonction du
débattement en considérant que I’usure n’est pas proportionnelle a ’amplitude du
débattement mais a Uénergie dissipée.

En glissement partiel, une partie importante du déplacement est accommodée par déformation
élastique de la zone collée, I'énergie dissipée n'est pas proportionnelle au débattement.
L’énergie interfaciale est non nulle uniquement dans I’anneau externe de glissement, domaine
ol justement est observé 1’usure du matériau.

Pour les plus grandes amplitudes, en glissement total, la relation illustrée par la Figure 2-9,
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montre qu’une augmentation de I’amplitude de déplacement se traduit par un accroissement
proportionnel de 1’énergie dissipée. On retrouve ainsi la relation de linéarité entre usure et
amplitude du débattement.

Ces différents résultats nous conduisent a supposer que dans nos conditions, pour tout
systeme tribologique soumis a un déplacement relatif :

11 existe une relation de proportionnalité entre le volume de matiére dégradé et I’énergie
cumulée associée au travail de la contrainte de cisaillement dans Uinterface.

La relation de proportionnalité, caractéristique d’un tribosysteme pourra étre exprimée au
travers du coefficient énergétique d’usure oy tel que : V =aly.XE4, avec V la quantité de
matiere usée et XE; la quantité d’énergie dissipée.

Finalement, on montre que par son caractere conservatif, 1’approche énergétique permet de
quantifier 'usure du matériau en regroupant en une seule variable les différents parametres
couramment employés pour évaluer I’usure tels que le cisaillement (pression et coefficient de
frottement), la durée de la sollicitation (nombre de cycles) ou la cinétique du contact
(amplitude du débattement).

4.2 INTRODUCTION A L’APPROCHE LOCALE: DEFINITION DES
PARAMETRES

L’approche locale consiste a déterminer 1'énergie locale dissipée dans la surface frottée du
plan. Nous verrons que 1’analyse analytique dépend fortement de la dynamique du contact ce
qui nous amenera a établir une nouvelle carte de sollicitation locale qui, en plus des
conditions de fretting, intégrera la condition de glissement alterné.

En premier lieu nous définissons les quantités caractérisant la dégradation.

4.2.1 DEFINITION DU DOMAINE SOLLICITE

Nous conservons les définitions du repere caractérisant la surface frottée. Par commodité de
notation, nous choisirons un déplacement uniaxial colinéaire avec I’axe médian X que nous
appellerons axe «Axial ». Perpendiculaire a ce dernier, passant par 1’origine O(0,0) au centre
de la surface, ’axe Y est appelé axe « Latéral » (Figure 4-6).

4.2.2 QUANTIFICATION DE LA DEGRADATION

La mesure du volume usé (V) s’obtient a ’aide de profils tridimensionnels (Figure 4-5) ou par
une pesée tres précise apres élimination totale des débris restants.

Nous choisissons arbitrairement de quantifier 1’usure a partir du volume usé (V), variable qui
représente la quantité de matiere dégradée. Il est clair que le troisiéme corps, produit et acteur
de cette dégradation, devra étre considéré pour mieux expliquer les mécanismes d’usure. Le
caractere dynamique de son évolution « formation - action - éjection », rend cependant
difficile sa prise en compte dans notre démarche quantitative : nous éliminons donc les débris
de I’évaluation de la dégradation.
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Figure 4-5 : Observation au MEB d’une trace d’usure en glissement alternatif (amplitude de
glissement 500 um, P=4 N)(Icm=125 um).

Tres précise , cette méthode utilisant des profils 3D est néanmoins cofiteuse en temps. Nous
proposerons donc une méthode simplifiée déterminant le volume usé a partir des deux profils
axial et orthogonal.

Dans la plupart des analyses tribologiques, le volume usé est utilis€ pour quantifier la
dégradation. Ceci est tout a fait cohérent pour I’étude d’un matériau homogene. Néanmoins
pour I’étude d’un revétement nous avons montré que le maintien uniforme de la couche
protectrice est le parametre essentiel. Lorsque le substrat est atteint, I’interface est
completement modifiée et trés rapidement le contact évolue vers un systeéme non revétu. Pour
quantifier la durée de vie d’un revétement il est plus judicieux d’étudier I’évolution de la
profondeur maximale d’usure «h ».

Ces grandeurs sont des variables globales établies sur I’ensemble du contact, elles ne
permettent pas de rendre compte de la morphologie de la dégradation. Compte tenu de
I’orientation suivant X du glissement relatif, il existe une orientation préférentielle de
dégradation. Pour quantifier cette différence on détermine respectivement le profil axial
obtenu suivant X et le profil latéral, suivant Y.

Surface usée Axiale (S,) profondeur usée Axiale (h,)
profil Axial

profil
Latéral

point origine

trace d’usure
en Fretting

profondeur usée - == - - - - -

Axiale (hy) axe Axial h=max(hp,hy)
X

Surface usée s

Latérale (Sp) 7 2.8

surface frottée

Figure 4-6 : Schématisation de la détermination des variables Axiales et Latérales.

175



CHAPITRE 4 : USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

Suivant la direction X nous calculons la surface usée S, [um?] et la profondeur maximale
correspondante  hp [um]. De méme pour la composante latérale, nous déterminons
respectivement la surface usée Sy [um?] et la profondeur usée hy [um] (Figure 4-6).

Pour chaque trace, la dégradation du contact est donc quantifiée par les variables suivantes
«V, h, SpA, ha, Sp, hp »

4.2.3 DEFINITION DES PARAMETRES ENERGETIQUES

Notre objectif est d’associer les variables quantifiant la dégradation aux variables
énergétiques correspondantes indépendamment de la condition de glissement imposée
(Fretting, Glissement Alterné) :

« V, h, SA’ hA’ SL’ hL » & « ZEd, ZEdh’ ZEdSA’ ZEdhA’ ZEdSL’ZEdhL ».

Avec :

Eq. ZE4 [J] : énergie dissipée durant le cycle, valeur cumulée (sur I'essai),
Eqn» XEg, [J/m?] : énergie locale maximale du contact, valeur cumulée,

Egsa, ZEgsa [J/m] : énergie intégrée suivant X, valeur cumulée,

Edgha» ZEgha [J/m?] : énergie locale maximale suivant X, valeur cumulée,

Egsp» XEgsy, [J/m] : énergie intégrée suivant Y, valeur cumulée,

EdgnL > XEgnr [I/m?] : énergie locale maximale suivant Y, valeur cumulée.

4.2.3.1 ANALYSE GLOBALE : Volume - Energie dissipée

L’analyse globale de I’approche énergétique est la plus simple a mettre en ceuvre. Pour
déterminer 1’énergie dissipée, il suffit d’intégrer numériquement la bliche de fretting,
autrement dit de cumuler 1’énergie dissipée de chaque cycle Eg; (Q(t);S(t)) (aire du cycle)

sur ’ensemble du test de durée N cycles.
N

YEq = D Eg (4.2.3-1)

i=1
4.2.3.2 ANALYSE LOCALE

La détermination des autres variables implique de définir localement I’énergie dissipée et
d’intégrer suivant les axes considérés pour obtenir les énergies surfaciques correspondantes
Egsa, Egsr. L’analyse énergétique locale implique de différencier les conditions de

glissement et surtout de correctement formaliser les déplacements et 1’effort tangentiel.

4.2.3.2.1 Condition de glissement partiel

Pour décrire I’approche en glissement partiel nous nous référons simplement au formalisme
de Mindlin développé dans le Chapitre 2. Nous rappelons simplement les expressions de la
frontiere définissant son domaine d’application dans le plan P- -,

1/2 1/3
P, = (Ej " (ﬁj / ou réciproquementd, = L+ P 23.x (4—E*j /
RN 4B K3 = "aRY)
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4.2.3.2.2 Condition de glissement total

Nous supposons dans ce cas un glissement relatif homogene dans 1’ensemble du contact. A la
notion de déplacement relatif dx, nous substituons la notion de glissement relatif D. Enfin,

pour correctement estimer le travail interfacial, il est nécessaire d’expliciter une valeur
moyenne de I’effort tangentiel.

Cinématique du contact en glissement total : définition du glissement relatif D.

La Figure 4-7 illustre les différentes variables d’un cycle représentatif de fretting qui
définissent la cinétique du contact. Les trois variables de glissement que nous choisissons
d’étudier sont, I’amplitude de déplacement imposé Ox,,, 1’amplitude de glissement associé a
la mise en glissement de tout le contact & o enfin I’ouverture du cycle ).

N

L’amplitude de glissement Sg bien qu’indépendante du montage, est difficile a mesurer
expérimentalement.

L’amplitude de déplacement 4+, doit tenir compte de 1’accommodation du systeme. En
admettant que cela soit réalisé, nous observons que le débattement total d«, n’est pas la

variable la plus adéquate pour représenter le glissement relatif. Il existe un différentiel de
2.9, entre un point situé au centre du contact et un point localisé en bordure de contact.

force tangentielle (daN) force tangentielle (daN)
20 + phase de 20 +
transition glissement total Q,=E4/(4.D)
phase de R g 7/
glissement E T 10
Partzel\lk 2.Q, D= 50
. ' ] E> . . |2
-40 : 0 -40 120 0 20 40
déplaceme¢nt;(um) displacement (um)
: Eq 10l
cycle de fretting .20l | approximation du

en glissement total glissement pur

Figure 4-7 : Corrélation entre un cycle caractéristique de fretting en glissement total et

I’approximation du glissement pur.

Les amplitudes & g et ds« correspondent respectivement au minimum et au maximum du

glissement relatif imposé dans le contact (Figure 4-7). Nous assimilerons donc le glissement
relatif a I’ouverture du cycle soit : D =9, 4.2.3-2)

Le choix de cette variable est justifié si on considere les remarques suivantes :
e I’ouverture du cycle J, est trés facilement obtenue puisqu’elle est déterminée pour un effort
tangentiel nul, sa mesure est donc précise et rapide,

¢ ]a valeur obtenue est indépendante de la compliance ainsi, quelque soit ’essai utilisé, les
résultats sont directement comparables,
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e clle permet une bonne évaluation du glissement moyen imposé a I’ensemble de 1’interface.

Pour appuyer cette approximation nous évaluons la différence entre 1’énergie dissipée
calculée a partir du modele de Mindlin et celles déduites des approximations impliquant le
débattement 8+, le glissement 3, et I'ouverture 3. On exprime les énergies en fonction

des ouvertures de cycle d, et O, soit :

Eq = 4.Q..(84 + (C; —1)- 8 ) (modele de Mindlin) ,

Eqs,) = 4-Qy-8, (approximation a partir de I'ouverture 3,,), (4.2.3-3)
Ed(Sg) = 4.Qt.8g (approximation a partir du glissement), (4.2.3-4)
Eq,) =4Q¢- O« (approximation a partir du débattement). 4.2.3-5)

On définit les écarts relatifs des approximations vis a vis du modele de Mindlin soit :

AE Eq4—-E Ci-1
d@y) _ =d ™ PGB, _ t 0, (4.2.3-6)
Eq Eq (€ =D +8,/84)

ABq.) _ Ea~Ea. _ (c.-1)-((-B,)/B,) <0 (4.3.3-7)
Eq Eq ((Ct -1 +60/60t) ’
AEqs Eq—Eqs

o 9By ®y) _ Ce (4.2.3-8)

Eq Eq (€ =D +8,/84)

Les approximations associées au débattement et a 1’ouverture sont supérieures aux valeurs

données par le modele. On trace I’évolution des valeurs absolues en fonction du parametre
8, /0, (Figure 4-8).

0.4 AE(5,)

Eq

AEd(Sg)
Eq

AEqc,)
Eq

0.2 +

8118, /8, 210

[ erreur inférieure a 2.5%

0 10 20 30 40 50
8o /8ot

Figure 4-8 : Evolution des écarts dissipatifs entre les différentes approximations du

glissement en comparaison du modele de Mindlin.

On met en évidence le meilleur comportement de 1’approximation issue de I’ouverture du
cycle. Ainsi pour un ratio supérieur a 10, I’écart devient inférieur a 2.5 %. Ceci nous conduit a
définir ’amplitude critique au dela de laquelle on peut appliquer I’approximation d’un
glissement pur. Nous associons ce seuil a une différence d’énergie dissipée de AE3% . En

178



CHAPITRE 4 : USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

considérant I’approximation issue de la variable J,, et une limite AE % égale a 1%, nous
déterminons le ratio :

=% =|c, _1|.( L }23. (4.2.3-9)

Cette limite définit le seuil d’application de I’approximation d’un glissement pur, que 1’on
peut aussi exprimer en fonction de I’amplitude a la transition :

8 =238, = 23.B,.8, = 6.5, . (4.2.3-10)

Remarque: Le glissement total durant le cycle alterné est égale a L=4.D. Par contre, pour un
essai unidirectionnel (Pion Disque), le glissement relatif durant I’'unique passage du cycle est
égala 1.=2.D.

Identification de [’effort tangentiel moyen représentatif du travail interfacial.

Contrairement au modele théorique, I’effort tangentiel n’est pas completement stable, nous
observons un léger maximum au niveau de la transition entre les deux phases de glissement
du cycle. Différentes études associent ce phénomene a la transition entre un glissement
« statique » (phase de glissement partiel) et un glissement «dynamique » (phase de
glissement total). Le terme de statique est quelque peu abusif puisque nous avons observé la
présence de glissement relatif & I’interface en glissement partiel.

En glissement partiel, le glissement relatif est totalement hétérogéne, maximum en bordure de
contact, il est nul en bordure de la zone collée. D’autre part les amplitudes de glissement
restent tres faibles.
En glissement total, le contact subit un glissement homogene sur 1’ensemble du contact et la
cinétique est beaucoup plus importante.
La réponse de I’interface et du troisieme corps est différente et traduit une discontinuité de
I’effort tangentiel.

Le maximum, représentatif du niveau de sollicitation, permet une étude des mécanismes de la
fissuration. Pour 1’analyse «énergétique », il est préférable d’estimer la valeur moyenne
représentative du travail interfacial dissipé dans le contact. On simplifie le cycle de fretting en
une évolution purement dissipatrice égale a I’énergie dissipée (Figure 4-7).

On détermine 1’effort tangentiel moyen de glissement

E
Q= ﬁ avec D=3, . (4.2.3-11)
Pour un effort normal constant, nous déduisons I’équivalent d’un coefficient de frottement
Qs Eq

moyen Lg: Uy = P " 4ADP (4.2.3-12)

Mohrbacher H. et al. (1995) utilise une définition similaire pour établir un glissement relatif et
un coefficient de frottement moyen. Nous avons démontré que ces variables (Qg,D) étaient

effectivement les plus représentatives du cycle de fretting pour quantifier I’'usure. Nous avons
aussi défini le seuil d’application de cette approximation (6, > 23.8,; = 6.9;).
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4.2.3.3 RAPPORT DE GLISSEMENT

Il importe de relativiser 1’amplitude du glissement relatif vis-a-vis de la dimension du
contact. Pour le contact sphere plan nous utilisons le rayon de contact « a ».

2D surface frottée 2D

!
0

—

surface
non exposée

glissement total glissement alterné
(fretting) : e<1 ex1

Figure 4-9 : lllustration du glissement total et du glissement alterné.

La Figure 4-9 montre que pour une amplitude du glissement relatif « D » supérieure au
rayon du contact «a », ’ensemble de la surface frottée du plan est alors au moins une fois
exposée a I’atmosphere ambiante. Cette aspect est fondamental pour expliquer des effets
physico-chimiques. Nous justifions ainsi I'introduction d’une nouvelle variable appelée
rapport de glissement soit « e=D/a » permettant de différentier la condition de glissement total
(fretting) de la condition de glissement alterné (Figure 4-40).

Le fretting correspond a e<I alors que e2l est caractéristique du glissement alterné.

600
I condition condition condition

— 500 1 } } )
Z | de glissement de glissement | de glissement
& 400 + partiel total alterné
%é 1 (fretting) (fretting) (reciprocating)
£ 300 +
S
o N
S
g 200 T
2 L
© 100 T

0 — F——HHHH

0.1 10000

amplitude de débattement : 8« [um]

Figure 4-10 : Carte de sollicitation locale étendue (contact HSS/alumine(R*=12.7mm)).
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4.3 ANALYSE LOCALE EN GLISSEMENT PARTIEL

4.3.1 FORMULATION LOCALE DE L’ENERGIE DISSIPEE

Pour déterminer I’énergie dissipée nous devons déterminer localement le travail du champ de
cisaillement glissant soit :

Eq(x.y) = [q(x.y).ds(x.y) 4.3.1-1)

En effet la zone collée caractérisée par un glissement relatif nul est non dissipative. Le seul
domaine ou effectivement il y a dissipation est le domaine externe de glissement. Nous
appliquons le principe de Mindlin qui considere que le champ de cisaillement associé au front
de glissement balayant la zone externe est défini par une distribution Hertzienne.

Nous déduisons donc : E4(x,y) = q(x,y).jds(x,y) (4.3.1-2)
1/2
2)" X 5 2
avec :q(x,y) =qp-|1-—= ou rz(x +y ) .
a
Il nous suffit donc de calculer le glissement relatif cumulé durant le cycle au point considéré
du contact soit : s(X,y) = Ids(x,y) .

Johnson K.L. (1955) exprime cette variable dans le cas d’un contact homogeéne pour le
glissement unidirectionnel tel que 8(t) : 0= 8+ ; Q(t): 0=> Qs et c: a= c:

5 12 2 2)\V/2
¢ T 2 . _;c c 2c c
s (1) :73_2 (1—E~Sln —j(1—2~—2J+——(1—r—2J et Sy(r)zo (c<r<a)

unidirect. r r nr
o 3.uP , R . :
avec 7 = 16.G (2-v) (9, : amplitude a la transition de glissement) (4.3.1-3)
.G.a

Si nous considérons le cycle de fretting dans sa totalité nous montrons que la dynamique du
contact est caractérisé par la séquence suivante: +0x = 0= —0x = 0= +0x, aussi le

glissement relatif cumulé est quatre fois supérieur a celui établi pour le glissement
unidirectionnel.
La distribution du glissement relatif cumulé durant le cycle de fretting est alors exprimée par :

2 2 2\1/2
r 2 . _c c 2¢ c
S(r) = sy (1) :2'5t'_2' (1——-s1n —)(1—2-—2J+——(1——2J . (4.3.1-4)
te[O,T] a T T T Tr T
Nous exprimons la distribution radiale de I’énergie dissipée durant le cycle telle que (c<r<a) :
1/2 12
r? 2 . ¢ 2) 2¢ 2 / r? /
Ed(r):s(r).q(r):2.8t-q0-a—2 I—E-Sln ; . 1—2-r—2 +;; 1_r_2 . 1—a—2
(4.3.1-5).

C
, k =—, ’expression précédente
a

X r
Avec la notation normalisée soit: X=—, Y==—, R=—
a a a

devient (k<R <1):
1/2
Eq(R) = 2.8;-q9-R? (1 R2)1/2 (1 2 "1kj 1-2 L ELI )’
=2. . . . — . ——.sln — |- ) — S [
d tq0 - R2 -

(4.3.1-6).
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L’expression avancée conduit bien a une distribution radiale homogene, uniquement
dépendante du rayon « R ». La distribution d’énergie dissipée sera par conséquent identique
pour tout axe passant par I’origine « O(0,0) ». De cette symétrie nous déduisons les relations
d’égalité suivantes :

Egs = Egsa = EgsL et Eqh = Egna = Ednr -
A la transition (k=0) nous obtenons I’expression locale :

2
Eq(R) = 2.8, -q9-R? (1~ Rz)/ . (4.3.1-7)
En intégrant sur I’ensemble de la surface du contact nous calculons :
1
2 8.1 4
[Eq(R).dS = 4.7-a2.q0.8,. [ R (1-R?) 4R = ~5do a?-5, = 5 Q8 =Eq,
S 0
(4.3.1-8)

on retrouve bien la valeur limite, définie a la transition, calculée a partir de 1’hystérésis du
cycle de Mindlin.

1.5

zone de
glissement

zone collée X

Figure 4-11 : Distribution de I’énergie dissipée dans le plan XY durant un cycle de Fretting
en glissement partiel (k=c/a=0.5)

La Figure 4-11 présente la distribution dans le plan XY de I’énergie dissipée durant le cycle
pour un rapport de glissement k=c/a=0.4 .

4.3.2 DEFINITION DES VARIABLES ENERGETIQUES

La Figure 4-12 montre les distributions du glissement relatif pour différentes conditions en
glissement partiel « k » ainsi que les évolutions des énergies locales correspondantes.
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E4(R)
2.q0 * 8t
k
0.0
0.2
L — 04
0.6
0.8
1.5 0.5 1 1.5

(a) (b)

Figure 4-12 : Distributions normalisées suivant la position radiale R=r/a pour différentes

conditions de glissement partiel (k): (a): Glissement relatif ; (b): Energie locale dissipée.

On remarque que I’intensité du maximum évolue fortement avec la condition de glissement et
sa position tend a se déplacer vers le centre du contact.

Nous nous intéressons au cas particulier de la condition la plus dissipatrice du cycle a la
transition. En dérivant I’expression locale de la distribution locale de 1’énergie a la
transition (k=0), nous montrons que le maximum de 1’énergie dissipée se situe en :

2
IR(Egpn)| = \E (4.3.2-1)

On déduit la valeur maximale de la densité d’énergie dissipée en ce point durant un cycle en
glissement partiel soit :

4
Eqne = == 6;- J/m? 43.2-2
dhe = 37730t do [J/m?] ( )
Enfin en intégrant cette méme distribution suivant 1’axe considéré, nous déduisons 1’énergie
linéaire dissipée a la transition soit :
1 1
Egs = a [ Eq(R) dR = 4.3,.qp.a. | R%.(1-R?)
-1 0

1/2 T
dR ou Egg; = Z-St “qp-a [J/m]

(4.3.2-3)
Les diverses « normalisations » permettent finalement de synthétiser en une seule
représentation, I’ensemble des variables énergétiques locales et globales nécessaires a 1’étude
en glissement partiel.
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0 t T t T t T t T
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
condition de glissement : k =c/a

Figure 4-13 : Evolution du maximum de |’énergie locale (Eyy, ), de sa position relative dans
le contact ‘R(Edh)‘, de I’énergie totale (Ey ), de I’énergie intégrée suivant l’axe radial (Eqg)

en fonction de la condition de glissement (k).

On choisit de tracer 1’évolution des différentes variables en fonction du ratio « k » (Figure 4-

2/3
Ox %

13), mais la relation de passage 5 - —(l—g—j :(l—kz) permet tout aussi
t t

simplement de représenter les évolutions en fonction de Ieffort tangentiel Qx ou du

rapport 0x/0, (Figure 4-14).

]
I b Edn
0.8 + d g
E
0.6 T ds
I Egst
0.4 1
e . Eq
021 ! E g
e T ,
O T I T : T |: T : T
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

condition de glissement : 8. /8,

Figure 4-14 : Evolution du maximum de |’énergie locale (Eyy, ), de I’énergie intégrée suivant
I’axe radiale(E g ), de I’énergie totale (Eg4 ),en fonction de la condition de glissement (8+/9; ) :
Application . 8*/8t =06=> k2063, Edh =03 Edht , EdS =013 EdSt , Ed =016 Edt .
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Nous pouvons alors donner un équivalent local de la représentation normalisée de 1’énergie
totale dissipée en fonction du débattement rappelé en introduction.

On peut quantifier 'usure a partir du volume de matiere éliminé (V =1fy(Eq)) ou en
associant I’énergie lin€aire a la surface usée déduite de simple profils (S = fg(Egg)). Enfin,
en supposant que la profondeur maximale d’usure peut étre associée au maximum de 1’énergie
locale (h = fh(E dh) ), on peut plus facilement formaliser la durée de vie du revétement.

4.3.3 SYNTHESE

Grace a ce formalisme nous disposons des outils nécessaires a notre approche locale de la
quantification de la dégradation, capables d’établir la corrélation "énergie dissipée - usure" en
glissement partiel.

«V, h, S» & «Eq, Eg,, Egs»

La comparaison avec un profil d’usure vérifiant les conditions de compatibilité (élasticité et
homogénéité du contact) confirme qualitativement I’intérét de I’approche locale (Figure 4-
15). On note que l'usure est uniquement observée dans la zone glissante et présente une
profondeur maximale située sur les bords du contact ce qui correspond bien a la localisation
du maximum de I’énergie locale a 0.8.a du centre du contact (Figure 4-15).

2.17
1.3
.45
8,41

-1.27
2,13

-2.39
-2.85
4.1
o

Toposurf

(a) b)

Figure 4-15 : Trace de fretting du contact 30NCD16/100C6 (R=50mm) apres 1 o° cycles; (a):
Régime glissement partiel P=500, 6., =16um; (b): Régime glissement mixte P=500, 9,

=25um.

Néanmoins le formalisme utilisé indique une isotropie de la dégradation qui n’est pas
completement vérifiée expérimentalement en particulier a la transition.

Un calcul plus abouti (Munisamy R., Hills D.A et Nowell D., 1993) montre que
contrairement a ce qui est suppos¢ par Johnson K.L. (1955), le glissement relatif sy (r) n’est

pas négligeable. Réalisant le calcul complet, les auteurs montrent que la distribution de
I’énergie dissipée n’est pas purement symétrique mais dépend de I’orientation suivant I’axe de
glissement. Pour un coefficient de poisson nul, les deux expressions sont identiques. Pour un
coefficient non nul, I’énergie dissipée suivant I’axe de déplacement (X) est supérieure a celle
dissipée suivant I’axe latéral (Y).
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Intégrée sur I’ensemble du contact la distribution locale redonne la méme quantité d’énergie
dissipée. La différence avec le modele simplifié de Johnson K.L. tend a augmenter avec le
coefficient de poisson, sans dépasser 15% pour un coefficient de Poisson de 0.3.

Mise a part I’étude du comportement des revétements (paragraphe 3.4.2.8), l'usure en
glissement partiel apparait comme un processus de dégradation treés secondaire surtout vis-a-
vis de la fissuration. Les volumes dégradés sont incommensurablement plus faibles qu’en
glissement total (Figure 4-8). Il nous est donc apparu important d’étendre 1’approche locale

pour les conditions de glissement total ou la quantification plus facile a mettre en ceuvre
présente un réel intérét.

4.4 FORMULATION LOCALE DU CONTACT EN GLISSEMENT TOTAL

Nous considérons un glissement relatif homogene dans I’ensemble du contact et faisons
abstraction de la composante «glissement partiel » qui apparait en chaque extrémité d’un
cycle. Nous réduisons la dynamique du contact a un glissement pur caractérisé par
I’amplitude de glissement « D ».

4.4.1 FORMULATION GENERALE.

Dans ce paragraphe nous étudions le cas général de la distribution locale dissipée par le travail
d’un champ de cisaillement quelconque durant un glissement linéaire d’une longueur totale
« L ». On considere pour cette analyse théorique un seul et unique passage.

passage unique: L=2.D
>

distribution d axe A
u u
Latéral
champ de cisaillement « ALY Eq(x,y)

q(x,y) ,/

axe
«Axial»

surface frottée

Figure 4-16 : Configuration du contact quelconque en glissement pur.

Le déplacement total « L » est symétrique par rapport a 1’origine et nous déterminons la
valeur de I’amplitude «D » telle que « L=2.D ». La distribution du champ de cisaillement
q(x,y)est supposée constante durant le glissement. Nous utilisons le repeére défini au

paragraphe 4.2.1 et nous illustrons la cinématique du contact par la Figure 4-16.
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4.4.1.1 DEFINITION DE L’ENERGIE LOCALE

Comme lillustre la Figure 4-16, I’énergie dissipée associée au travail du cisaillement
équivaut a I’expression (la direction de glissement s est colinéaire a la direction de X) :

+D x+D
Eqx.y) = [a(xy,9-ds= [a(xy)-dx  [en ] (4.4.1-1)
-D x—D

Avec q(x,y) la valeur absolue de la distribution du champ de cisaillement dans le repere
(XOY).

q(x,y) : champ de i:+_D,
cisaillement dans

le repere (XOY) \#
!

i
t

Xy-D

Eq(M1)

Eq(M2)

Figure 4-17 : Illustration du calcul de [’énergie dissipée locale, les surfaces grisées

correspondent aux énergies dissipées respectivement aux point M1 et M2.

Cette description locale peut étre étendue a I’ensemble du contact puisque si on integre sur
toute la surface, on retrouve I’expression macroscopique de I’énergie totale dissipée au cours
x+D

du glissement unidirectionnel : Ej = I Iq(x,y)-dx. dS =Q,.(2.D) [enl]]. (4.4.1-2)
S x-D

4.4.1.2 ENERGIES LINEAIRES INTEGREES

L’intégration peut aussi €tre réalisée suivant un axe parallele ou perpendiculaire a la direction
de glissement. Nous définissons ainsi I’équivalent d’une énergie intégrée linéaire associée a
un axe défini par une ordonnée y ou une abscisse X. Ces valeurs seront donc exprimées en
Joule par metre [J/m] (Newtons).

Par exemple, I’énergie dissipée le long d’une droite parallele a la direction X, a I’ordonnée y
oo x+D

est exprimée par la relation : Egga (y) = I Iq(x,y).dx.dx. (4.4.1-3).
—ocox—D
Pour un champ de cisaillement constant durant le glissement considéré, cette relation est
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~+oo
simplifiée par : Ejga (y) = qa (y).2.D avec qa(y) = Iq(x,y).dx. (4.4.1-4)
L’intégration de I’énergie dissipée suivant un axe orthogonal d’abscisse x est exprimée par le
400 Xx+D
relation: Egsp (0= | [a(x.y).dx.dy. (4.4.1-5)
—ocox—D

Cette énergie correspond au « volume » du champ de cisaillement qui a balayé I’axe considéré
durant le glissement ainsi que ’illustre la Figure 4-18.
On peut aussi examiner le cas particulier de 1’axe latéral tel que x=0 et pour lequel la relation

+oo+D
précédente se trouve simplifiée : Egqp = I Iq(x,y).dx.dy . (4.4.1-6)
—oo—D
énergie dissipée le long énergie dissipée le long
de I’axe d’ordonnée (y) de I’axe d’abscisse (x)
Egsp (%)
Egsa()=2D.qa(y) AY y ek
g 5 >
DX
______ RN
surface frottée
.
glissement unidirectionnel glissement unidirectionnel
(2) )

Figure 4-18 : Illustration du calcul de I’énergie linéaire intégrée;(a): Suivant un axe
paralléle a la direction de glissement (Egga (y) ); (b): Suivant un axe orthogonal ( E gy (X) ).

Si I’amplitude est suffisamment grande pour que tout le champ de cisaillement balaye I’axe
Y, alors la relation précédente se trouve simplifiée puisque :

~+o00 400
EasL = | | a(xy).dxdy = [q(xy) ds= Q. (4.4.1-7)
—00 —00 S
4.4.1.3 SYNTHESE

Connaissant la distribution du champ de cisaillement et la cinétique du glissement relatif entre
les surfaces, on peut exprimer sous une forme simple 1’énergie interfaciale dissipée durant le
glissement. La formulation générale qui est proposée consideére les trois niveaux de
description respectivement 1’énergie locale ponctuelle (E4(x,y) [J/m?]), I’énergie linéaire

intégrée suivant un axe défini (Egga (y),Egsr.(x) [J/m]) , et I’énergie globale dissipée sur
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toute la surface (Eq, [J]).

Ces trois niveaux d’analyse pourront &tre associés aux trois grandeurs caractérisant la
dégradation que sont respectivement la profondeur usée maximale, la surface intégrée des
profils d’usure et les relevés tridimensionnels avec le calcul du volume d’usure. Pour des
configurations simples, la résolution des différentes intégrales permet d’expliciter ces
différentes grandeurs sous une forme analytique simple. Nous traitons le cas du contact
Hertzien sphere plan, les contacts cylindre plan sont directement déduits de la formulation
axiale donnée pour le contact sphere-plan.

4.4.2 CONTACT SPHERE PLAN EN GLISSEMENT ALTERNE

Nous considérons un contact Hertzien avec toutes les hypotheses que celui-ci suppose. On
suppose aussi une loi de frottement constant vérifiant le principe de Coulomb-Amonton.
Enfin nous considérons le cycle alterné dans sa totalité (aller-retour), I’analyse conduite ici a
pour objectif de décrire la distribution énergétique pour des sollicitations telles que le
glissement total (Fretting) et le glissement alterné (Reciprocating). La longueur de glissement
pour un cycle est égale a : L =4.D.

Nous rappelons la notation normalisée soit :

X=x/a, Y=y/a, R=vX?’+Y?,e=D/a, qo = ML.pg-
Comme pour I’étude en glissement partiel, nous définissons le champ Hertzien

Si R<1  q(X.Y)=q(R) = go.(I- Rz)l/2 = qof1- Y2 —Xz)l/2

Si R>1 q(X,Y)=q(R) =0 (4.4.2-1)
Considérant le glissement « e » suivant 1’axe X, 1’énergie locale dissipée au point M(X,Y)
durant le cycle est exprimée par la relation :
X+e 12
Eq(X.Y)=2.qp.a. [[1-Y?~X2]| dX Pour toutX tel que R<l. (4.4.2-2)
X-e

direction de
glissement

AN

(@) (b)

Figure 4-19 : (a): Représentation des champs de pression et de cisaillement du contact

glissant; (b): Détermination de l’énergie dissipée localement.
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L’intégration se faisant uniquement suivant X, nous introduisons la variable K telle que :
X+e 12
2|12 . 2 2
K=(1-Y? soit  Eq(X.Y)=2.qpa. [[K2-X?]| dX. (4.4.2-3)
X—e
Nous distinguons le cas du glissement total en fretting pour lequel « e » reste inférieur a 1 du
contact soumis a un glissement alternatif tel que « e=1 ».

4.4.2.1 CONTACT EN GLISSEMENT TOTAL (e<1)

4.4.2.1.1 Distribution de I’énergie locale

L’analyse du contact pour cette condition montre qu’il existe dans la zone frottée trois
domaines différents qui sont présentés Figure 4-20.

Le premier domaine (I), qui n’est jamais directement exposé a I’atmosphere ambiante, peut
étre formalisé par la relation :

1/2
I [IYlS(l—ez)/ et|X|< -e+K

On résout dans ce domaine I’intégrale (4.4.2-2) ce qui nous permet d’expliciter 1’énergie
locale dissipée durant le cycle considéré.

d(X,Y) = qgp.a-| K*-| Arcsin K Arcsin K

(4.4.2-4)
+(XI+) K2 = (X +¢)? = (X =¢)- /K ~(X =)

Figure 4-20 : Représentation des différents domaines et illustration du calcul des énergies

locales durant un cycle de Fretting en glissement total.
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Le second domaine est défini par :

1/2
II [(1—62)/ <|lYl<tlet [X|< e-K
L’énergie locale, indépendante de la position X est alors exprimée par :
Eq(X.Y)= qg-a-7-K? =qq-a-n-(1-Y?) , (4.4.2-5)

Le troisieme domaine observé sur la Figure 3-20 est formulé par :

i 1/2
(1—62)/ <Y<l ete-K<|XI< e+K

I ou ,

[ 12
Y] < (1—62)/ et K-e<|X|<e+K
L’énergie dissipée localement durant le cycle est exprimée par la relation :

n x| -
Eq(X,Y) = qp.a-| K2 E—Arcsin(llTej —(xl—e) K2 =(XI-e)?|. (4426

Figure 4-21 : Distribution pour un contact sphere/plan de 1’énergie dissipée durant un cycle

de Fretting en glissement total e<I ( rapport de glissement : e=0.5, L=4.e=2)

La Figure 4-21 représente la distribution de 1’énergie locale en surface au cours d’un cycle de
fretting en glissement total tel que «e=0.5 ». Nous remarquons que la forme Gaussienne
obtenue présente un maximum au centre du contact. Ainsi quelle que soit I’amplitude de
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glissement telle que e<1, le maximum de I’énergie dissipée est observé au point origine
0(0,0) ce qui nous conduit aux égalités suivantes :

Edh = EdhA = EdhL = Ed(O) (442-7)
La valeur de ce maximum local est exprimé par :
2\1/2 .
Egqh = 2.qp.2- e(l—e ) + arcsin(e) (4.4.2-8)

4.4.2.1.2 Energie locale dissipée suivant les axes principaux

Nous explicitons la formulation locale de I’énergie locale Axiale (Y=0) et Latérale (X=0).
Comme pour I’analyse générale, on définit les énergies en fonction des différents domaines
(Figure 4-22):

Ay

4.e <==> LX

7o
A >
Y

analyse Axiale analyse Latérale

Figure 4-22 : Représentation des différents domaines distribués suivant les axes principaux

pour un cycle de Fretting en glissement total.

Energie locale Axiale :

Nous explicitons 1’expression locale de 1’énergie dissipée suivant I’axe X.
L’énergie locale dissipée dans le domaine (I) suivant I’axe X définie par le domaine
(I-X) |X|<l-eetY =0, est exprimée par :

Eq(X)= qO.a-((Arcsin (\X\ +e)—Arcsin (\X\ —e)+(\X\ +e)- 1—(\X\ +e)2 —(\X\ —e)- 1—(\X\ —e)z)

(4.4.2-9)
Dans le domaine externe (III), décrit suivant I’axe X par :
(III-X) 1—e <|X|<1+eet Y =0, on explicite 1’énergie locale soit :
T
Eq(X) =qq.a- (5 - (Arc sin([X] - e) + (IX] - e)y/1-(IX] - e)ZD (4.4.2-10)

Energie locale Latérale :

On exprime séparément les énergies locales suivant ’axe Y des domaines non exposés (I-Y)
et exposés (II-Y).
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1/2
Ainsi le domaine dans le domaine caché (I-Y) défini tel que 0 <|Y| < (1 - ez) / , I'énergie
locale est donnée par :

Eq(Y)=2.a-qq- [e.(K2 - 62)1/2 + Kz.arcsin(e/K)] 4.4.2-11)

1/2
Dans le domaine exposé (II-Y), tel que (1 - 62) / < |Y| <1, I’énergie locale de cisaillement
dissipée durant le cycle en glissement total est exprimée par :
Eq(Y) = gp-a.m.(1-Y?) (4.4.2-12)

La Figure 4-23 représente 1’évolution de la distribution de I’énergie suivant les axes
principaux en fonction de la condition de glissement « e ». On observe que suivant les deux
directions, la quantité d’énergie augmente avec I’accroissement du parametre «e ». Cette
augmentation est bien associée a une extension du domaine frotté suivant 1’axe X.

Ey(X,Y =0)
T.a.qq
[J/m2]

Eq4(X=0,Y) e=1
T.a.qq e=0.8
[J/mZ?]

e=0.6

e=04

e=0.2

Distribution Axiale Distribution Latérale

Figure 4-23: Distribution Axiale et Latérale de I’énergie dissipée durant un cycle de fretting

pour différents rapports de glissement « e ».

4.4.2.1.3 Distribution de I’énergie linéaire

L’analyse locale définie en glissement total telle que «e<l » peut aussi €tre transposée a
I’énergie intégrée dissipée suivant un axe, et permettre une comparaison avec des profils
d’usure. Nous considérons en premier lieu le cas général avant d’expliciter le cas particulier
des axes principaux Axial (Y=0) et Latéral (X=0).

Analyse suivant la direction X : (Egga )

Si on transpose la formulation générale (4.4.1-3) pour le contact sphere plan, on montre que
I’énergie intégrée suivant un axe parallele a X a 'ordonnée Y (Figure 4-24a) est exprimée
pour |Y| <1 par:

Egga(Y) = 4.e.a.qp(Y) = 4.e.a.(§-q0 (1- Yz)l/z.a.(l— Yz)l/zj =2.qg.al.me.(1-Y?)
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(4.4.2-13)
Suivant I’axe X, tel que Y=0, cette relation se simplifie et nous déduisons I’énergie Axiale :
e+l
Egsa =4 [Eq(X) dX = 2.qp.a%. e = 2.q0.a.7.D (4.4.2-14)
o
) . . ) Qq.e
que I’on peut aussi exprimer par : Egga = 3 (4.4.2-15)

A partir de cette partition des distributions, on distingue I’énergie dissipée dans le domaine
non exposé (I-X) de celle dissipée dans le domaine exposé (III-X).
Eq(X,Y=0)
e 0.8 T.a.qq
energie d1551pee
dans le domaine I-X / 2

énergie dissipée dans
le domaine II1-X

\ 4

(a) (b)

Figure 4-24 : (a): Détermination de l’énergie intégrée suivant l’axe paralléle a X a
l’ordonnée Y ;(b): Représentation des énergies intégrées Axiale (Y=0) dissipée dans les

domaines I et I11.

En intégrant les relations 4.4.2-9 et 4.4.2-10 dans leurs intervalles de définition, on obtient
I’énergie intégrée dissipée dans le domaine I-X (Figure 4-24b),

3 ; _
cos”(Arcsin(1-2e)) = e(l—e):l

EdSA(|X|S1—e)=2.a2~qo.{ 3 +E—(1—26)~Arcsin(1—2e)—2

(44.2-16)
et I’énergie intégrée dissipée dans le domaine I1I-X (Figure 4-24b):

cos> (Arcsin(1 —2e))
3

EdSA(l_e < ‘X‘ < e+1) = 2.a2 q0|:_

T
—5+(1—Ze)~Arcsin(1—Ze)+2 e(l1—e) +7te}

(4.4.2-17)
En sommant ces deux énergies linéiques, nous retrouvons la quantité totale donnée par la
relation précédente (K=1) :

Egsa (Y) = 2.q0.K2.a2.me = 2.qg.anD . (4.4.2-18)
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Analyse suivant la direction Y : (E4g1.)

L’analyse linéaire est transposée selon la direction orthogonale Y. Cette description est
intéressante dans le sens ou la plupart des profils d’usure sont réalisés suivant la direction
orthogonale (Latérale). LLa comparaison avec les trés nombreux résultats rencontrés dans la
littérature se trouve facilitée. Contrairement a I’analyse dans la direction X, 1’énergie intégrée
suivant I’axe Y présente différentes expressions en fonction de 1’abscisse considérée.

Comme le montre la Figure 4-25, 1’énergie Latérale intégrée a I’abscisse X tel que [X|<1-e
est

2
2.T-qp.a
égale 2 : Eggp (X) = % (e(3-e?-3x2)) (4.4.2-19)
par contre pour une abscisse telle que 1—e < |X| <1+e , I'énergie Latérale intégrée est
2
T-(qp.a 2
exprimée par : Eygp (X) = qTO~(1+ e— Xz) (2-e+|X]) . (4.4.2-20)
Ay
de €——p 1
p e o 1
s ,%/

o~ Fegs
\\'d
a

P
s
v><

/ ‘A B \
Egsi.(A) E4sL(B)

énergie Latérale intégrée

énergie Latérale intégrée
le long de I’axe A

le long de I’axe B

Figure 4-25 : Illustration du calcul de I’énergie intégrée suivant la direction orthogonale

pour deux abscisses différentes durant un cycle de glissement total (e<I ).
Analyse suivant Paxe Y (Latéral) (X=0)

Pour le cas particulier de 1’axe Latéral (X=0), les énergies intégrées respectivement dans le
domaine caché (I-Y) et le domaine exposé (II-Y) sont successivement exprimées par :

(-Y) Egs(Yl<(1-¢)"2)= M(\/l—ez (24¢2) +¢(3-¢2) —2) (44.221)

3
2
2.1-qqp.a
(ILY) Egst((1-0)'2 <|v|<1)= % - (2 —Vi-e? 2+ ez)] : (4.42-22)
La somme de ces deux énergies donne 1’expression pour X=0 :
2
2.m-a”-qq 2
BasL =~ (e(3-¢%)). (4.4.223)

que 'on peut aussi exprimer en fonction de la force tangentielle de glissement puisque :
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Edgp. = Q,-(¢(3-¢%)). (4.4.2-24)

L’analyse locale et I’intégration suivant 1’axe Axial ou Latéral nous ont permis de séparer la
quantité d’énergie dissipée dans le domaine caché (I) de la quantité dissipée dans les zones du
contact ayant été exposées a I’air durant le glissement (II&IIT).

Cet aspect apparait intéressant pour mesurer par exemple 1’effet de 1I’environnement sur les
mécanismes d’oxydation, de dégradation, ou méme sur la structure du troisieme corps.

énergie dissipée
dans le domaine I-Y

Eq(X=0,Y)
T.a.qq

-(1+e)

énergie dissipée
dans le domaine II-Y

Figure 4-26 : Représentation des énergies Latérales (Y) dissipées dans le domaine I et II.

4.4.2.1.4 Distribution de I’énergie totale
Nous étendons I’intégration de la formulation locale a ’ensemble du contact en faisant la
dichotomie entre la quantité d’énergie dissipée dans la zone non exposée (I) et celle dissipée
dans les domaines exposés a 1’air (II&IID).

Indépendamment de la situation (glissement total ou glissement alterné), I’énergie totale

3 8

8
dissipée durant un cycle est égale a: Ey = 3 qo T-a-e= 3 qo- T a>-D . (4.4.2-25)

On exprime aussi cette quantité en fonction de la force tangentielle en glissement et de
I’amplitude de glissement relatif D. On remarque aussi qu’elle peut étre associée a I’énergie
Axiale :

4
Eg = 4.Q.D=7a Egsa - (4.4.2-26)

L’énergie dissipée dans le domaine non exposé (1), est définie par la double intégrale :
1 1
(12 —es(1-v2)
EqD =4 | [ EuxY) dx.ay . (4.4.2-27)

0 0
qui se simplifie et donne la relation fonction de K soit :
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1 4 N2
3 K T K-2.e ) K-2.e K-2.e
Eat) = 440 .;mlg_( 2 e (£529) 12329

(4.4.2-28).

L’énergie complémentaire dissipée dans les domaines exposés (II&III) est tout simplement
déduite de la différence : E 4 (II& ) = E4 —E4(D). (4.4.2-29)
Grace a ces formulations nous pouvons quantifier les effets de 1’environnement en découplant
les énergies dissipées en fonction de I’exposition ou non a I’atmosphere. Ces aspects
permettent de mesurer I’influence de 1’énergie interfaciale comme activateur de la dégradation
ainsi que des processus d’oxydation. Il est probable que des effets de couplage apparaissent
auquel cas, une étude paramétrique permettrait d’en mesurer 1’importance.

4.4.2.2 CONTACT EN GLISSEMENT ALTERNE (e>1)

La différence entre les domaines non exposés et ceux exposés a I’atmosphere durant le
glissement disparait lorsque I’amplitude imposée devient suffisamment grande pour que toute
la surface soit présentée a 1’atmosphere durant le déplacement. Comme pour le cas du
glissement total en fretting, nous allons expliciter les différentes formulations des énergies
dissipées locales, linéiques et surfaciques. Le domaine caché I disparait, seuls restent les
domaines II et III.

4.4.2.2.1 Distribution de I’énergie locale

La Figure 4-27a représente les deux domaines étudiés alors que la Figure 4-27b schématise la
détermination de I’énergie locale dissipée durant le cycle.

A -

(@) (b)

Figure 4-27: (a): Représentation des différents domaines en glissement alternatif (e21); (b):

lllustration du calcul de I’énergie locale dissipée durant un cycle en glissement alternatif.
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Nous déduisons que les expressions des énergies de chacun des domaines respectifs sont

identiques a celles explicitées durant 1’analyse en fretting en glissement total. Seule la
définition des domaines est modifiée :

- pour le domaine (II) explicité par la relation: (]Y|<let|X|< e—K ) I'expression de
I’énergie de cisaillement dissipée localement est donnée par la relation (4.4.2-5),

Eq(X.Y) = qp-a-m- K> =qq-a-n-(1-Y?).

- pour I’énergie dissipée dans le domaine (IIT) tel que ([|[Y[<1 ete—k <|X|< e+K), la
relation (4.4.2-6) donne,

Eg(X,Y) = QO~a'[K2 -[g-mm('x; D ~(Ix _ewmj .

On montre donc que les expressions des énergies locales dans les domaines II et III sont
rigoureusement identiques pour les deux conditions de glissement en Fretting et en glissement
alterné, seule la définition des domaines est modifiée. La Figure 4-28 montre la distribution
de I’énergie locale dissipée durant un cycle de glissement alterné pour un rapport de
glissement e=1.5. Comme pour la condition de glissement total en fretting, le maximum de
I’énergie locale est toujours observé au centre du contact, au point origine.

Eq(X,Y)
T-a-q

Figure 4-28 : Distribution pour un contact sphere/plan de 1’énergie dissipée durant un

passage en Glissement Alternatif, e>1 ( rapport de glissement : e=1.5, L=4.e.a=6.a).

Ainsi pour e>1 la valeur maximale Eg, est constante et égale a: Ey,(0) =qp.a.® (4.4.2-
30).

Néanmoins ce maximum n’est plus ponctuel, mais s’étend suivant I’axe médian X dans tout le
domaine II. Pour affiner cette observation, nous restreignons notre analyse locale aux axes
principaux.
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4.4.2.2.2 Description de I’énergie locale suivant les axes principaux

L’analyse de 1’énergie locale suivant les axes principaux est directement déduite de I’analyse
en glissement total. On retrouve les deux domaines (II-X et III-X) de I’axe X (Figure 4-29a)
ot pour (II-X) |X|<1-eet Y=0, I’énergie locale est constante, égale au maximum
Edh(X) =(p-a.T .

On montre donc que le maximum de I’énergie dissipée, constant quelle que soit I’amplitude
imposée, est distribué suivant I’axe X dans un domaine centré sur I’origine tel que |X| <1-e.
Dans le domaine complémentaire défini par (III-X) 1—e <|X|<1+eetY =0 on retrouve la
relation précédente (4.4.2-10) :

Eq(X) = qo.2 (g - (Arcsin(le —e)+ (X —e)1- (X - e)ZD :

L’analyse suivant I’axe orthogonal Y est indépendante de la valeur de I’amplitude (e>1). Le
travail interfacial est caractérisé par le double balayage dans sa totalité de la demi ellipsoide
du cisaillement Hertzien. Seul le domaine (II) est considéré, nous obtenons la relation (4.4.2-
12)

(I-Y) [Y| < Tet X = 0 avec Eq(Y) = gp.a.n(1-Y2).

La Figure 4-29b représente 1’évolution de la distribution de 1’énergie locale suivant 1’axe axial
et orthogonal en fonction du rapport de glissement «e ». La distribution Latérale reste
totalement inchangée alors que 1’on confirme I’extension globale de la distribution Axiale
ainsi que celle du domaine ot agit le maximum (II-X).

Nous confirmons donc que pour une condition de glissement alternatif telle que e>1, le
maximum de 1’énergie locale dissipée est constant, seul son domaine d’application le long de
I’axe X augmente avec la valeur du rapport de glissement « € ».

EY) _ _ _ Eq(X)
T.a.q T.a.qp
Latéral (Y) A % 1
\ II-X distribution
. Latérale 0 A T
Axial (X) + a indépendante f
\ /f 7\ X de «e» pour e>1 ,-6 T
M B S Y ot
0 e l+e 513-4 T
RN !
0.2 T
II-Y II-X 1
5 4 3 -2 A1 0
Axial (X) — — — Latéral (Y)
(@) ®)

Figure 4-29 : (a): Représentation des différents domaines des axes principaux Axial et
Latéral; (b): Distributions de l’énergie locale durant un cycle de glissement alterné le long

des axes Axial (X) et Latéral (Y) pour différentes valeurs du rapport de glissement « e ».
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4.4.2.2.3 Distribution de I’énergie linéaire

A partir de I'analyse locale, on détermine les différentes énergies intégrées suivant les
directions principales.

Analyse suivant la direction X : (Egga )

L’expression de 1’énergie intégrée suivant un axe parallele a X situé a I'ordonnée Y est
identique a la relation obtenue en condition de Fretting en glissement total ( 4.4.2-13) :

Egsa (Y) = 2.q9.K2.a.me = 2.qp.a.T.e.(1- Y?) tant que Y<I.

Pour le cas particulier de 1’axe axial, on sépare 1’énergie dissipée dans le domaine I-X du
domaine III-X soit respectivement :

EdSA(‘X‘ <e- 1) = 2.a2.q0.71:.(e— 1) et EdSA(e—IS |X| <e+ 1) = 2.3.2.q0.TC .

On retrouve bien I’énergie Axiale totale soit :Egga = 2.qg.a.7w.D.

Analyse suivant la direction Y : (E4g1.)

L’énergie intégrée suivant la direction Y a l'abscisse X sera différente dans les deux
domaines puisque pour tout X du domaine I-X tel que |X| <e—1 on détermine une énergie
intégrée constante :

4
EdSLz?n.az.qozz.Qs. (4.4.2-31)
Alors que pour tout X défini dans le domaine II-X soit e—1< |X|<e+1, DI'énergie

correspondante sera exprimée par la relation correspondante (4.4.2-20):

2
T-qop.a
Egsp(X) = —30

I’énergie dissipée intégrée suivant I’axe Axial (Y=0) Egp , est identique a la relation (4.4.2-
31)

~(1+e—X2)2~(2—e+|X|),

4.4.2.2.4 Distribution de I’énergie totale

En glissement alternatif toute la surface est exposée aussi nous ne différencions pas la
distribution en fonction des domaines. On retrouve 1’expression générale (4.4.2-26).

8 3 8 )
Ed = g.qo.n.a .ezg.qo.n.a D:4QSD

4.4.3 EVOLUTION DES PARAMETRES EN FONCTION DU RAPPORT DE
GLISSEMENT.

Nous étudions 1’évolution des différentes variables énergétiques en fonction du rapport de
glissement « e » pour les deux conditions de glissement total et alternatif.

La Figure 4-30 montre que 1’énergie totale (E4) et I’énergie intégrée Axiale (Ejgp)
augmentent continlment avec I’amplitude du glissement quelle que soit la condition de
glissement. Cette linéarité est par ailleurs démontrée par la relation (4.4.2-26) qui relie ces
deux variables.

Par contre, I’énergie intégrée latérale (E4gr ) et le maximum de densité d’énergie (Egyy) ,
présentent une évolution asymptotique qui tend vers un maximum a la transition lorsque
«e=1 ». En supposant une relation de proportionnalité entre I’énergie interfaciale dissipée et
la dégradation du matériau, ces évolutions indiquent que le volume usé ainsi que 1’aire déduite
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du profil Axial de la trace d’usure augmentent proportionnellement avec 1’augmentation de
I’amplitude du glissement. Par contre, la profondeur maximale ainsi que la surface usée
déduite du profil latéral progressent tant que le rapport de glissement est inférieur a 1 mais
restent contantes deés que la condition de glissement alternatif est atteinte (ex1).

Glissement Total _ Glissement Alternatif
(Fretting : e<1) (e>1)
4 + E% Pd;@\
I Edsa
ST ﬂ:.az.qo
I Eas,
2T Jt.az.qo
+ axe Latéral
T T ; .
: \ E4y,  poimntorigine
. T.a.
0 : | : } : 4o | : |
0 0.5 1 1.5 2

rapport de glissement : e = D/a

Figure 4-30 : Evolution des différentes grandeurs énergétiques durant un cycle en fonction du

rapport de glissement « e ».

Ces résultats pourront &étre discutés face aux résultats expérimentaux présentés dans ce
travail, nous disposons désormais des outils permettant cette comparaison quantitative.

6 - 1.5 - domaine exposé
domaine exposé E (I&IT) !
1 E4 (& I1I) T By
Tc.a3.q0 :
4 1 : 14q-------- \ -
Eq ! !
r 3 I i ! . )
T.a”.qq " domaine non exposé idomame non exposé
27 \ : Ey(D T Ea@®
1 / n‘aS‘qO T / Eq
0 i : : i : : : : 0 : : : i : : : |
0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2
e=Dl/a e=Dl/a
(@) (b)

Figure 4-31 : Evolutions de I’énergie dissipée dans le domaine non exposé (1) et les domaines

exposés (Il et Il ) ; (a): Variations absolues ; (b): Variations relatives.
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Nous ne considérons jusqu’a présent que 1’aspect énergétique global pour quantifier la
dégradation. Cependant, le découplage entre les énergies dissipées dans les zones non
exposées (I) ou exposées (ILIII), permet d’envisager une étude plus approfondie des effets de
I’atmosphere.

Nous exploitons les différentes relations de fagon a visualiser I’évolution de la partition des
énergies dans chacun des domaines en fonction du parametre de glissement « e ».

La Figure 4-31 montre la distribution absolue et relative des énergies dissipées dans la surface
exposée et non exposée de la surface frottée. Nous notons que la proportion dissipée dans le
domaine non exposé est d’autant plus importante que le rapport de glissement « e » est faible.

4 T domaine exposé 1.5 1+ domaine exposé

T Egsa (1IN 1 Egsa (D)
3+ n.az.qo Egsa !

_ - e :

Easa ! ;
21 nal ' . ) .
T.a".qqo ' domaine non exposé ; domaine non exposé

| ! Egsa® 05 - | Egsa(D
T : ma’.qq : Egsa
0 —t : —t —t : 0 —t : —— —t :

0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2

e=D/a e=D/a
(a) (b)

Figure 4-32 : Evolutions des énergies Axiales dissipées dans le domaine non exposé (I-X) et

le domaine exposé (IlI-X); (a): Variations absolues; (b): Variations relatives.

2 - domaine non exposé 15 — domaine non exposé
1 EgsL = ! BgsL (D

)
151 ma’qg / Taqo Eas

1 - A X

domaine exposé . ‘
domaine exposé

: Fas. D 05T Egsr. (I
0.5 + 2
1 T.a -do | EdSL
O T T T T T I T I O T T T T T : T :
0 0.5 1 1.5 2 0 0.5 1 1.5 2
e=D/a e=D/a
(a) (b)

Figure 4-33 : Evolutions des énergies Latérales dissipées dans le domaine non exposé (I-Y) et

le domaine exposé (III-Y) ; (a): Variations absolues ; (b): Variations relatives.
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Il apparait que la quantité d’énergie dissipée dans les domaines exposés ne surpasse celle
introduite dans le domaine caché que lorsque le rapport de glissement « e » devient supérieur
a 0.48. Nous remarquons enfin une continuité de I’évolution notamment a la transition de
glissement relatif (e=1).

Cette dichotomie peut tout aussi bien étre transposée au deux autres variables que sont
I’énergie intégrée Axiale et Latérale.

Les Figures 4-32 et 4-33 montrent I’évolution absolue et relative des quantités d’énergies
intégrées suivant ’axe X dans les domaines respectifs (I-X) et (III-X) et la distribution
Latérale des énergies dissipées dans les domaines (I-Y) et (II-Y) correspondants.

Nous confirmons les tendances précédemment observées pour I’approche énergétique globale;
en particulier la quantité d’énergie intégrée dans le domaine non exposé sera supérieure a
celle introduite dans le domaine externe exposé tant que « e » restera inférieur a 0.57 et 0.93
respectivement pour la distribution Axiale et Latérale. Ces limites sont sensiblement
supérieures a celles établies pour 1’énergie totale. Ainsi, s’il existe un couplage synergique
entre 1’énergie dissipée mécanique et des interactions physico-chimiques controlées par
I’atmosphere ambiante, cet effet sera maximal pour les grands débattements, proches de la
transition. Plus I’amplitude imposée sera faible et plus I'effet induit par 1’atmosphere sera
diminué. Bien sir, cette constatation part du principe que la surface maintenue cachée ne soit
jamais atteinte par les effets de I’atmosphere. Méme si cette hypothese est loin d’étre vérifiée,
on peut supposer que les mécanismes de physisorption et chimisorption y seront diminués.

4.4.4 SYNTHESE

Nous avons explicité sous une forme analytique simple les énergies associées au travail du
cisaillement interfacial au cours du glissement. La formulation générale, définie sur trois
niveaux d’observation que sont 1’aspect ponctuel, linéique et surfacique, a été transposée au
cas du contact sphere plan glissant. En fonction de la condition de glissement relatif
caractérisée par le rapport de glissement «e» , nous avons pu établir des parametres
énergétiques capables d’€tre associés aux grandeurs définissant la dégradation exposées
précédemment (maximum de profondeur usée, surface intégrée du profil, volume d’usure).
Cette approche énergétique est complétée par une étude séparant 1’énergie introduite dans le
domaine non exposé de celle dissipée dans les domaines externes exposés a I’atmosphere
environnante. Alors, il devient possible d’évaluer I'influence des processus physico-
chimiques dans la dégradation des surfaces et de mettre en évidence des effets de couplage
entre ces facteurs.
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4.5 ANALYSE EXPERIMENTALE DE L’USURE PAR FORMATION DE DEBRIS
EN GRANDS DEBATTEMENTS

Nous étudions la dégradation engendrée par des amplitudes de débattement trés importantes.
Contrairement au régime de glissement partiel, le processus dominant de dégradation est
habituellement associé a une usure par enlevement de matiere, générée par la dégradation
progressive du matériau. Parallelement a 1’évaluation des différents développements
théoriques que nous avons exposés, I’étude a pour objectif de comparer le comportement de
I’acier a outil SC 6-5-2 et du revétement TiN.

4.5.1 CARACTERISTIQUES DES MATERIAUX TESTES

Les matériaux étudiés sont les mémes que ceux étudiés lors de I’amorcage en glissement
partiel (paragraphe 3.4.2, annexe Al). Comme pour I’étude en glissement partiel, le contre-
corps est une bille d’alumine (R*=12.7mm) (annexe 1 (A1.2.2)). Nous rappelons les
motivations de ce choix, en premier lieu une usure beaucoup plus faible qu’une bille d’acier,
et surtout aucune présence de transferts adhérents dans la zone frottée. Ce dernier point est
particulierement important puisque 1’approche quantitative que nous cherchons a développer
consiste a évaluer le volume de matiere dégradé a partir du volume d’usure. La présence de
transferts métalliques adhérents dans le contact métal-métal empéche cette détermination et
limite notre analyse. Pour vérifier la condition de glissement pur nous appliquons des
amplitudes de débattement supérieures a = 25 um jusqu'a = 200 um pour une fréquence de 5
Hz. On considére quatre niveaux de débattement &:, (um) =25, 50, 75, 100 et pour chacun

d’eux, nous appliquons quatre efforts normaux différents P(N) = 50, 100, 150, 200.

MPa max
Po( ) D :22.7 D :474 D :72.6 D :97.6 ()
O N:2500  Ng:700 N : 350 Ng:350 0
200 — 1700 P D ___________ D ........... _D 07
D :229 D :47.6 D :728 D :97.8
= Ng:4250  Nj:950 Nq: 550 Nq : 250
Z 150 +- 1540 - -o-om - oo ISR W m 0.75
o D :23.1 D :478 D :73.0 D :98.1
= Ng:5000  N: 3500 Nq: 1500 Ng: 1000
E 100 1+ 1350 - A - oo B S R o 0.8
z .
=]
§ usure par formation de dé
S 50 1 1070 - --ommo n PP O 0.85
D :233 D :479 :08.3
Ng:10000  Ng: 9000 - 8500
0 t t t |
0 25 50 75 100

amplitude de débattement &, (Lm)

Figure 4-34 : Conditions de sollicitation (Ns : nombre de cycles avant percement du
substrat ; D : amplitude du glissement relatif; max(ug) : valeur maximale du coefficient de

frottement moyen mesuré avant la rupture.
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Nous disposons donc d’une matrice de 16 conditions différentes. Pour chacune de ces
conditions nous appliquons un nombre progressif de 100 & 10000 cycles (Figure 4-34). Tous
les essais ont été réalisés en atmosphere ambiante avec une humidité relative mesurée
comprise entre 30 et 40%. La condition d’arrét de I’essai et surtout celle définissant la
délimitation du nombre de cycles appliqués pour notre étude est le temps de maintien du
revétement. En effet, des lors que le substrat est atteint, le comportement tribologique du
contact est totalement modifié et aucune comparaison entre les systemes revétu et non revétu
n’est plus possible.

Nous étudions donc en premier lieu le comportement du systeme revétu. Nous résumons les
conditions de sollicitation dans le graphe et reportons aussi le nombre de cycles avant
percement du substrat.En fonction de I’effort normal appliqué, on fait apparaitre deux
mécanismes de dégradation. Pour les faibles chargements, le substrat est atteint par usure
progressive avec formation et élimination de débris essentiellement des oxydes de titane
(Singer LL. et al., 1991), (Mohrbacker, H. et al., 1995). Ce mécanisme correspond assez bien
a notre approche énergétique impliquant des processus mécano-tribo-chimiques ol le concept
de I’énergie dissipée trouve sa justification en tant que facteur d’activation du processus. Le
substrat est généralement atteint aprés un nombre de cycles supérieur a 5000.

Pour les efforts normaux plus élevés, on observe un écaillage catastrophique du dépdt que
nous appellerons délamination. Nous étudions en premier lieu ce phénomene avant de plus
amplement décrire le processus d’usure par formation de débris.

4.5.2 ANALYSE DU PROCESSUS DE DELAMINATION DU REVETEMENT TiN

4.5.2.1 ANALYSE EXPERIMENTALE

L'écaillage du dépot (délamination) correspond a une rupture brutale au niveau de l'interface
entre le substrat et le dépot. 11 s'agit d'un processus rapide et cependant tres reproductible. Les
essais réalisés nous permettent d’encadrer assez précisément pour chaque condition le nombre
critique de cycles correspondants a la délamination.

200

effort normal
nombre de cycles avant P (N)

percement du dépot TiN

150
W 8000-10000

B 6000-8000 | délamination
[ 4000-6000

100
[12000-4000 N T ——

J0-2000

50
25 50 75 100 usure par
amplitude de débattement &, (Lm) formation

de débris

Figure 4-35 : Evolution des iso-nombres de cycles avant percement du dépét en fonction de

Ieffort normal et du débattement imposé.
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Les Figures 4-35 et 4-36 tracent 1’évolution des iso-nombres de cycles de délamination en
fonction du glissement relatif et de I’effort normal appliqué. Nous mettons tres clairement en
évidence une évolution asymptotique qui tend vers un seuil : en dessous d’une pression limite
on n’observe plus de délamination. L’apparition de la délamination est d’autant plus rapide
que I’effort normal est élevé. L’augmentation du débattement accélere encore ce processus.
Nous illustrons I'influence combinée des deux parameétres en tracant 1’équivalent de courbes
de Wohler en fonction de I’effort normal et du débattement.

250
amplitude de débattement 8, (Lm)

100 75 50 25

200 +
100 +

seuil de non délamination

AREEEELLLLLLLLL LR R R R RN
50 t +—t————+1 t +———+—+—++

100 1000 10000
nombre de cycles

effort normal P (N)

Figure 4-36 : Evolution du nombre de cycles correspondant a la délamination du dépot en

fonction de I effort normal et du débattement imposé.

La Figure 4-37 ou sont représentés les profils et le cliché de la surface apres délamination,
indiquent que les premiers dommages sont observés au centre du contact et non sur les bords
comme ce fut le cas pour I’amorcage en glissement partiel. Le substrat mis a jour fait
apparaitre une déformation plastique importante illustrant 1’aspect catastrophique du

phénomene.

1400 cycles
e

1500 cycles

délamination

-400 -200 0 200 400
position latérale (um)

(a) (b)

Figure 4-37 : (a): Evolution du contact en fonction du nombre de cycles (P=100 N,
O« = 75Um), apparition soudaine de la délamination vers 1500 cycles; (b): Observation en

surface du contact aprés délamination (P=150 N, 8x, = 100um, 300 cycles).
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La dégradation apparait apreés un nombre restreint de cycles, nous sommes en présence d’un
mécanisme de type oligocyclique. On justifie ainsi une approche fatigue de type Manson-
Coffin ol le processus de dégradation peut étre associé a une déformation plastique cumulée.
La dégradation apparait en sous-couche, les essais interrompus juste avant la décohésion du
revétement ne laissant apparaitre aucune dégradation perceptible en surface.

Nous résumons les différents aspects de ce processus :

¢ les premiers dommages apparaissent au centre du contact en sous couche au niveau de
I'interface entre le dépot et le substrat. Ils correspondent a une déformation plastique
importante du substrat.

e [’apparition du phénomene est accélérée par I’augmentation de la pression Hertzienne et du
glissement relatif,

® nous mettons en évidence un seuil de pression au dessous duquel, quel que soit le
débattement imposé, le mécanisme de délamination n’apparait pas.

4.5.2.2. SYNTHESE ET DISCUSSION

Pour mieux appréhender ce mécanisme nous nous référons a différents résultats
bibliographiques couplant 1’analyse élastique et élastoplastique du contact cylindre/plan
glissant avec un indenteur rigide. Nous considérons les remarques précédemment introduites
sur ’effet d’un dépdt rigide trés mince comme celui que nous testons. Trois criteres ont été
proposés pour quantifier I’initiation d’une fissuration a I’interface substrat-interface, un critere
énergétique, un critere de déformation local et un critére associé au contraintes locales. Parmi
ces trois, Tian H. et Saka N. (1991) considerent que la déformation locale semble la mieux
adaptée. Toujours suivant ces auteurs, lorsque la déformation a I’interface est supérieure a un
certain seuil, des mécanismes de décohésion apparaissent. Il montrent que la déformation de
cisaillement est la plus représentative. C’est en effet aux déformations par cisaillement que les
mécanismes de plastification sont le plus souvent associés. Mervin J.E. et Johnson K.L.
(1963) montrent que I’apparition du dommage est fonction du nombre de cycles et qu’il est
préférable de considérer la notion de déformation plastique cumulée. On retrouve
indirectement le principe de Manson Coffin largement appliqué pour la fatigue a faible
nombre de cycles. Enfin Komvopoulos K et al. (1987) indiquent, que si le déplacement relatif
modifie relativement peu la distribution Hertzienne du chargement, il augmente trés fortement
le domaine plastifié du contact.

A partir de ces remarques nous pouvons expliquer les différents résultats expérimentaux
obtenus. La délamination apparait lorsque la déformation plastique cumulée due au
cisaillement au niveau de I’interface est supérieure a un certain seuil. On comprend qu’en
dessous d’une certaine valeur de pression Hertzienne, le comportement reste élastique, la
déformation résiduelle est nulle, et par conséquent on n’observe pas de délamination.

Nous expliquons l'influence de I’effort normal qui engendre une extension du domaine
plastifié et augmente 1’intensité des déformations. L’accroissement du débattement engendre
I’augmentation de la valeur cumulée de la déformation plastique mais surtout I’extension en
sous couche du domaine altéré.

Pour correctement quantifier un tel mécanisme, une modélisation élastoplastique du contact
s’impose. Elle peut étre réalisée en modélisant le contact par éléments finis ou en utilisant les
développements analytiques récents tels que les éléments de frontiere. 1l est cependant facile
de vérifier si le seuil de délamination peut étre associé a la limite de plasticité. Pour chaque
niveau de chargement on calcule la pression Hertzienne et la mesure du coefficient de
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frottement moyen nous permet d’estimer les valeurs maximales du Von Mises et du
cisaillement.

P(N) po(Mpa) | max (lg) | O¢max (MPa) Tmax MP2) | O¢ max /Oy | Tmax /Ty
50 1070 0.85 1620 935 0.9 1.05
100 1350 0.8 1940 1110 1.1 1.25
150 1535 0.75 2090 1190 1.15 1.35
200 1700 0.7 2180 1235 1.2 14

Oy = 1800 MPa et Ty =900 MPa, (annexe 1 : Al.1.3).

Tableau 4-1 : Approximation élastique des chargements imposés aux contacts.

Les résultats du tableau 4-1 confirment que le seuil de non délamination est indirectement
associé a la limite de plasticité du substrat. On montre par ce test de fretting, qu’il est
nécessaire d’utiliser un substrat dur pour pleinement bénéficier des avantages d’un revétement
dur type TiN.

4.5.3 ASPECTS QUALITATIFS DE L'USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

4.5.3.1 DEFINITION DES CONDITIONS ETUDIEES

Nous limitons notre étude aux conditions ne conduisant ni a la délamination du dépdt ni au
percement du dépot. On distingue I’évolution de la dégradation induite par une augmentation
du glissement (conditions A,B,C,D,E.F,G,H), de I’évolution engendrée par une augmentation
de I’effort normal (conditions A,LJ,K) (Figure 4-38).

200 - f {a 1 240

po: 1700 essai avec P/

D e\

a: 215
po: 1540

. 190 essai avec D/

—— e/

force normale P (N)
=
o

50 +

0 23 48 73 98 123 148 173 198
amplitude de glissement relatif D (um)

Figure 4-38 : Domaine d’analyse de 'usure par formation de débris : pour chaque point les

valeurs correspondent au nombre maximum de cycles des essais réalisés « N » ,au rapport
de glissement initial « ey» , a la pression «py » (MPa), au rayon du contact « a » (um).

Ce dernier aspect est moins bien appréhendé en raison de la limitation induite par le processus
de délamination. Pour comparer la condition de glissement total en fretting (D<a) et en
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glissement alterné (D>a) nous augmentons I’amplitude de débattement au dela de 200 um. Le
substrat et le dépot TiN sont comparés pour des sollicitations similaires.

4.5.3.2 COMPORTEMENT TRIBOLOGIQUE DES CONTACTS

La Figure 4-39 trace I’évolution du coefficient de frottement moyen ¢ sur les 2000 premiers
cycles pour les conditions extrémes K,A et H.

coefficient de coefficient de
frottement p TiN/alumine frottement p HSS/alumine
1.2

10 A (P=50,D=23)

08 ‘L‘JSHJ-.“....-.-.I-'... oo
0.6 &
04 H (P=50,D=198)

0.2 K (P=200,D=23)

0.0 -+ f f f i 0.0 -+ f f f i
0 500 1000 1500 2000 0 500 1000 1500 2000
nombre de cycles nombre de cycles

Figure 4-39: Evolutions du coefficient de frottement moyen \L¢ en fonction des conditions de

sollicitation (P : Newtons, D : Microns)

Les deux tribosysttmes présentent des coefficients de frottement relativement élevés
supérieurs a 0.5. Ils se caractérisent aussi par des évolutions différentes. Pour le contact
TiN/alumine, nous enregistrons une augmentation progressive jusqu’a une valeur seuil, la
période de transition est d’autant plus courte que ’effort normal est élevé. On remarque que le
coefficient de frottement est d'autant plus faible si le débattement imposé est important.

Le contact impliquant le substrat (SC 6-5-2/alumine) montre un coefficient initial minimal
identique pour les trois conditions K-A-H de I’ordre de 0.3, similaire a celui mis en évidence
lors de I’identification du domaine de régime de glissement partiel (Figure 3-68).

Tres rapidement celui-ci progresse pour atteindre un maximum parfois supérieur a 1 en
seulement quelques dizaines de cycles. Ensuite, nous observons une décroissance progressive
de la valeur qui se stabilise apres 1500 cycles. La valeur stabilisée du coefficient de
frottement est d'autant plus faible si 1'effort normal imposé est élevé.

On retrouve 1’évolution caractéristique du contact en glissement total décrite lors de I’analyse
du glissement total. Les transferts initiaux augmentent treés fortement les interactions entre les
surfaces. Un lit de débris plus accommodant s’établit rapidement dans le contact et engendre
une diminution du coefficient de frottement. On note que plus 1’amplitude sera importante,
plus les interactions seront intenses et par conséquent le contact: métal/troisieme
corps/transferts /alumine rapidement établi.

Nous confirmons qu’une augmentation de I’effort normal engendre une diminution du
coefficient de frottement avec des valeurs pratiquement similaires pour P=200 N (A-K).
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Par contre, si I’augmentation du débattement réduit le coefficient du contact revétu (A-H),
cela n’est pas le cas pour le substrat ol les coefficients sont pratiquement identiques.

Pour mesurer I’état stabilisé du coefficient de frottement ¢ , on détermine la valeur moyenne
sur les 500 derniers cycles L. L’augmentation de 1I’effort normal réduit de facon similaire les

coefficients de frottement des deux tribosystemes, le dépdt pouvant méme présenter une
valeur légerement supérieure. En outre, en comparant I’évolution du différentiel de coefficient
de frottement uy (HSS) - (TiN) , nous montrons que :

Dans le domaine de sollicitation étudié, I’effet bénéfique du revétement TiN sur
DUabaissement du coefficient de frottement n’est réellement observé que pour des grandes
amplitudes de glissement .

coefficient de frottement coefficient de frottement

stabilisé : [ stabilisé : LLg
1.2 — 1.2 +
1.0 4+ Hs (HSS) 1.0 +

e S S— [, (TiN)
0.8 + 0.8 + e

W (TiN)
0.6 + 0.6 + it (HSS)
04 1 041
0.2 + 0.2 +
0.0 } } t i 0.0 } } t i
0 50 100 150 200 0 50 100 150 200
amplitude de glissement D (um) effort normal P (N)
(2) (®)

Figure 4-40 : Evolution du coefficient de frottement stabilisé (cycles 1500-2000); (a): En
Jonction du glissement relatif (P=50 N) ; (b): En fonction de I’ effort normal (D=23um).

4.5.3.3 MORPHOLOGIE DES DEGRADATIONS

4.5.3.3.1 CONTACT TiN / alumine

Préalablement a la quantification de ’usure, il importe de décrire I’évolution de la structure
du contact. La Figure 4-41 présente la superposition de différents profils d’usure du dépot TiN
pour les trois conditions extrémes K-A-H.

En dépit du fait que le contact est soumis a des conditions de glissement total et pour certaines
en glissement alterné, nous observons des facies d’usure en « W ». Contrairement a ce que
laisse supposer 1’analyse énergétique locale, le maximum de I'usure n’est pas observé au
centre du contact mais en périphérie. En comparant les différentes traces avec le rayon
Hertzien initial nous remarquons que 1’usure augmentant avec le nombre de cycles, engendre
une extension de l’aire de contact. Cette extension est maximale pour les plus grandes
amplitudes (condition H). Les profondeurs usées restent inférieures a I’épaisseur du
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revétement (3-4 um) et sont de 1’ordre de grandeur de I'indentation Hertzienne comprise entre
2 et4.5 um (relation 2.1.1-4).

Dans le cas de fortes pressions et de faibles glissements (K), la zone usée localisée en bordure
de contact progresse essentiellement vers I’extérieur du contact et laisse la zone centrale
inchangée. Nous notons en particulier que le domaine non usé est équivalent au rayon
Hertzien initial. L’étude reste cependant limitée en raison de I’apparition rapide de la
délamination vers 2250 cycles.

Pour les plus faibles pressions (A) on retrouve un maximum d’usure en bordure de contact.
L’analyse sur un plus grand nombre de cycles indique que la profondeur usée, tout en
progressant dans le revétement avec le nombre de cycles, se décale vers I’extérieur
conjointement a ’extension de 1’aire de contact. Le domaine central non usé, équivalent au
domaine Hertzien initial, reste constant en largeur avec seulement une tres 1égere dégradation
en surface.

Pour les grandes amplitudes (H), le facieés présente initialement une structure en «U »
caractéristique du contact en glissement alterné. Cependant, avec 1’augmentation du nombre
de cycles et I’extension du contact, la morphologie évolue 1égerement vers une structure de
type « W ». On met alors en évidence une différence de cinétique d’usure entre le centre du
contact et le domaine périphérique extérieur au domaine Hertzien ol se situe le maximum de
la dégradation.

L’examen des conditions intermédiaires B-G indique que la transition d’une structure U en W
n’est observée que pour les glissements relatifs, supérieurs a 150 um soit le rayon de contact
Hertzien ep=1 .

Pour tenir compte de I’extension de I’aire de contact, nous introduisons la valeur moyennée
du rapport de glissement :

N
_ 1 D; ) . r,—a
e=—~Zei avec e; = —eta; =k -i+a ou k = (4.5.3-1)
N i=1 aj N
a : rayon Hertzien,
I : rayon Latéral de la trace d’usure apres ouverture du contact.

La comparaison des profils montre qu’il est possible de corréler la morphologie du contact a
cette valeur moyenne ¢ :

si € >e; on tend vers une structure en « U » caractéristique du glissement alterné,
si € <e; ontend vers une structure en « W ».
La valeur limite e; étant établie approximativement vers 1.
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Figure 4-41 : (a): Profils latéraux du contact TiN/alumine pour les trois conditions K-A-H;

(b): Illustration de la structure annulaire du contact en glissement total (TiN(Balzer)

/100C6); (c): Structure annulaire du contact SC6-5-2/alumine en glissement total.
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L’augmentation du glissement augmente cette valeur et favorise la structure en « U ».
L’augmentation de I’effort normal diminue la valeur moyenne € et favorise la structure en
« W » .

Nous confirmons cette observation en comparant les profils d’usure apres 2000 cycles pour
I’ensemble des conditions étudiées (A-K) (Figure 4-42).

e TiN/alumine HSS/alumine e
0.08 K N 008
oo W \\/"\‘ I N N 000

I
0.10 T o
A A
013 L um |:(>{<):| 10 um e N 0.13
024 B 024
036 ¢ 034
047 D 045
0.59 E 0.54
F
W 0.65
G
0.86 0.75
H
097 0.82
-400 -200 0 200 400 -400 -200 0 200 400
position latérale (um) position latérale (um)

Figure 4-42: Comparaison des profils d’usure latéraux des deux tribosystemes apres 2000

cycles en fonction des conditions de sollicitations.

4.5.3.3.2 CONTACT HSS/alumine

Sur la Figure 4-42 nous comparons 1’évolution des profils latéraux du contact HSS/alumine
avec ceux obtenus sur le dépot TiN. Tenant compte des différences d’échelle nous
remarquons que 1’usure est considérablement plus importante pour le substrat d’acier avec un
facteur de I’ordre de 10.

On retrouve la structure en « W » mise en évidence lors de 1’étude du revétement, cependant
on note que 'usure progresse symétriquement vers 1’extérieur mais aussi vers I’intérieur du
contact. Le domaine central est plus rapidement éliminé (Figure 4-43). Nous montrons en
particulier que le maximum d’usure est situé dans le domaine Hertzien et tend a se rapprocher
vers le centre du contact au fur et 2 mesure de la dégradation.

La différence de comportement du revétement est confirmée par I’analyse de I’évolution des
facies en fonction du nombre de cycles.
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Figure 4-43 : Profils latéraux du contact HSS/alumine pour des trois conditions K-A-H.

Méme pour les faibles débattements, le domaine central est progressivement éliminé
(condition A) (Figure 43). Enfin I’extension de 1’aire de contact pour les grands débattements
ne favorise pas le maintien du domaine central. La corrélation obtenue a partir du rapport de
glissement moyen € n’est pas applicable dans le cas du substrat.

4.5.3.4 ASPECTS QUANTITATIFS DE L’ANALYSE MORPHOLOGIQUE
Pour quantifier et comparer 1I’évolution de la morphologie du contact, nous complétons la

description qualitative en tenant compte de la présence d’un domaine non usé au centre de la
trace.
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analyse SL

, ; zone externe usée
latérale L ;
g

hL = max(hLd ,th)

hA = max(hAd,hAg)

h =max(hy,hp)

Figure 4-44 : Détermination des variables caractérisant la morphologie de la trace d’usure

A partir des profils axial et latéral nous déduisons respectivement :
- les rayons de la surface frottée : rp , 1y,

- les rayons associés aux maximums d’usure : A , Thr

- les profondeurs maximales usées : h, , hy ,h

- la profondeur usée au centre du contact : h(

- les surfaces usées : Sy , Sp

- les surfaces complémentaires associées au domaine non usé central : Scp , Scy .

En combinant ces variables nous pouvons par exemple quantifier I’évolution de la structure
du contact par I’extension des rayons de contact normalisés vis-a-vis du rayon Hertzien « a ».
On observe que I’évolution du rayon de contact n’est pas linéaire avec le nombre de cycles
mais présente plutdt une évolution logarithmique (Figure 4-45).

L TiN/alumine 1 HSS/alumine

0 f f f f 0 f f f f
0 2000 4000 6000 8000 10000 0 2000 4000 6000 8000 10000

nombre de cycles nombre de cycles

Figure 4-45 : Evolution du rayon de contact en fonction du nombre de cycles pour les trois
condition K(P= 200N, D= 23um), A(P= 50N, D= 23um), H(P= 50N, D =198).
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On vérifie par exemple que I’extension du contact est beaucoup plus importante pour les
grands débattements (condition H) et similaire quel que soit I’effort normal appliqué
(condition K et A).

On compare I’extension du rayon de contact en fonction du glissement relatif « D »

(Figure 4-46).

4 4
TiN/alumine - HSS/alumine
a
+ 3
° 5000 cycles
5000 cycl
T , 1 cycles T .1 -
a e S S a 2000 cycles
T ° 2000 cycles
14 14
0 t t t t 0 t t t t
0 50 100 150 200 250 0 50 100 150 200 250
amplitude de glissement D (um) amplitude de glissement D (um)

Figure 4-46 : Evolution du rayon de contact en fonction du glissement relatif D.

L’extension du contact est caractérisée par une progression logarithmique qui est plus rapide
pour le contact métallique.

L’évolution de la morphologie du contact est définie a partir de différents ratios établis soit
sur la différence de profondeur entre la valeur au centre et la valeur maximale, soit sur la
surface complémentaire de la surface usée :

heo = AL ~ho __ s
w hL ’ w SCL+SL

-s1t Sy, hyy = 1 lamorphologie du contact tend vers une structure en « W »,

(4.5.3-2)

-si Sy, hyy =0  la morphologie du contact tend vers une structure en « U ».

Comme pour I’aire de contact, nous tragons 1’évolution du ratio Syy en fonction de la durée
de l'essai et des conditions de glissement (Figure 4-46, 4-47). La variable hy donne
rigoureusement les mémes tendances.

On montre que la structure en « W » est prédominante pour les faibles amplitudes et la
structure en « U » observée pour les grandes amplitudes. Quelle que soit I’évolution de la
dégradation, la morphologie du contact TiN reste constante pour une condition donnée
(Figure 4-47).

Par contre, on met en évidence une importante évolution de la morphologie du contact acier
avec le temps. Tres rapidement la structure évolue du « W » au « U ». Cette transition est
observée quelle que soit la condition, en particulier pour les faibles amplitudes et faibles
chargements (A). Elle est de plus accélérée avec I’augmentation du glissement D.
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o TiN/alumine

0
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nombre de cycles
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\ HSS/alumine
T K
T A
0 2000 4000 6000 8000 10000
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Figure 4-47 : Evolution du coefficient de morphologie en fonction du nombre de cycles pour
les trois conditions K(P= 200N, D=23um), A(P= 50N, D=23um), H(P=50N, D =198 um).

1.0 1.0
TiN/alumine HSS/alumine
0.8 08 +
0.6 + 6L ¢ 2000 cycles
2 1
Sw 000 cycles Sw
0.4 + 0.4 + 5000 cycles
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0.2 T+ 0.2 +
<
0.0 : : : : 0.0 . . . 4
0 50 100 150 200 250 0 50 100 150 200 250

amplitude de glissement D (um) amplitude de glissement D (um)

Figure 4-48 : Evolution du coefficient de morphologie en fonction du glissement relatif D.

La non influence de la durée de I’essai sur 1’évolution de la structure du contact TiN est
confirmée par la Figure 4-48, ou I’évolution la variable Syy est identique pour les deux durées
considérées. La transition vers la structure « U », induite par I’augmentation du glissement est
continue et pratiquement linéaire alors que celle associée au substrat métallique est plus
brutale, de type logarithmique.

L’étude quantifiée de 1’évolution de la morphologie du contact met en évidence deux
structures. L’une observée pour les faibles débattements présente un domaine central non usé
avec une forme « W », 'autre caractéristique du glissement relatif en forme de « U » est
observée pour les grandes amplitudes.

L’évolution de la morphologie de la dégradation dépend des contre corps et indirectement de
la nature et de la structure du troisieme corps qui en est issu.
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4.5.3.5 HYPOTHESES SUR LA PRESENCE DE LA STRUCTURE EN « W »

La présence d’une structure « W » surprenante pour ces conditions de glissement total nous
conduit a considérer différentes hypotheses. Mohrbacker H. (1995) explique ce phénomene
pour le contact TiN/100C6 (R*=5mm) mais pas lorsque la bille est en alumine. L’hypothese
avancée consiste a dire que ce sont les transferts métalliques de la bille 100C6 sur le dépdt qui
protegent de I’usure la zone centrale.

Selon I'auteur, I’emploi d’une bille d’alumine ne permet pas 1’apparition de ces transferts et
favorise I’apparition d’une morphologie de type « U », nous venons de montrer qu’il n’en est
rien.

Pour expliquer la structure « W » obtenue pour ces conditions, nous devons envisager
d’autres hypotheses.

4.5.3.5.1 Influence du temps d’exposition.

L’apparition de la structure en « W » pour le revétement TiN peut étre associée a la valeur
moyenne du rapport de glissement €. On peut donc supposer que la dégradation n’est pas
seulement fonction de 1’énergie dissipée mais que I’exposition du contact a I’atmosphere est a
considérer.

Plus I’exposition sera longue, plus I’oxydation de surface sera favorisée créant ainsi une
différence de cinétique d’usure entre le domaine central caché et le domaine périphérique
exposé. Nous expliquons ainsi la transition entre les structures « W » et « U » lorsque
I’ensemble du contact est exposé, c’est-a-dire pour une valeur de rapport de glissement € de
I’ordre de 1.

On explicite le temps d’exposition te(X,Y) en chaque point de la surface frottée en
appliquant le formalisme introduit lors de 1’identification de 1’énergie locale dissipée.

Pour cela les trois zones du contact sont étudiées (LILIII) et pour chacune d’elles on
détermine le temps d'exposition a 1’atmosphere durant un cycle de période T (K : relation
4.4.2-3).

- dans le domaine I (e<1) (4.4.2-4), la surface reste cachée aussi : te(X,Y) =0, (4.53-3)

K
- dans le domaine II (4.4.2-5) on calcule : te(X,Y) =T- (1 - —j , (4.5.3-4)
e
, L e+K-[X|
- dans le domaine III (4.4.2-6) on détermine : te(X, Y) =T-|1- T e ) (4.5.3-5)
€
En dehors de la surface frottée, la surface est toujours exposée, te(X,Y) =T. (4.5.3-6)

Nous appliquons cette formulation générale au cas spécifique de 1’analyse axiale et latérale en
distinguant la condition de glissement total de fretting (e<1) et le glissement alterné (e>1).
Ainsi suivant I’axe axial X (Y=0), nous obtenons successivement :

- pour les faibles amplitudes (e<1)

X, [X<l-e = te(X) =0, (4.5.3-7)
e+1- |le

2

On détermine la valeur minimale au centre du contact et maximale en bordure de contact :
tmin =0, tepax =T (4.5.3-9)

M-X 1-e<|X <l+e = te(X) = T-(l (4.5.3-8)
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- pour les grandes amplitudes (e=1),

1

I-X [Xl<e-1 = te(X)=T- (1— —j (indépendant de X), (4.5.3-10)
e
e+1-[X

M-X e-1<|X<1+e = te(X) =T- 1_T . (4.5.3-11)

La valeur minimale n’est plus nulle mais reste indépendante de X dans tout le domaine II-X
soit, tey, = T-(1-1/e). (4.5.3-12)
L’expression analytique nous permet d’étendre 1’analyse dans tout le contact et en particulier
suivant I’axe Latéral Y (X=0).

- pour les faibles amplitude (e<1) nous déduisons,
\1/2
LY |Yl<(1-¢?) = te(Y)=0, (45.3-13)
1/2
(-v?)’

1/2
-y (l—ez) / <lyl<1 = te(Y)=T-| [-—— (4.5.3-14)
e

- pour les grandes amplitudes (e=1), seule 1’expression du domaine II-Y est applicable, nous

retrouvons bien la valeur minimale sur ’axe X a I’origine te,;, = T~ (1 - l/e) .

Pour illustrer une possible corrélation entre 1’énergie dissipée et les mécanismes d’oxydation
de surface nous tragons la distribution du produit entre I’énergie locale dissipée et la racine

carrée du temps d’exposition te(X,Y) au cours d’un cycle de période T.

Jie(X,Y) X E4(X,Y) (4.5.3-15)

En effet, on admet en général que I’épaisseur de 1’oxyde formé est approximativement
proportionnelle & la racine carrée du temps d’exposition.

Dans ce modele rudimentaire on considere donc que la dégradation est fonction de la quantité
d’oxyde formé et de I’énergie dissipée au cours d’un cycle.
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Figure 4-49: Distribution du produit de 1’énergie locale dissipée et de la racine carrée du

temps d’exposition pour un rapport de glissement « e » de 0.5 .

La comparaison de ces distributions avec celles des profils d’usure est évidente (Figure 4-49).
On met clairement en évidence la présence d’un domaine central non dégradé et un maximum

d’usure situé sur la périphérie du contact. On observe d’autre part que le maximum de la
variable est localisée suivant la direction axiale.

Nous complétons notre description en superposant les profils de la variable temps
d’exposition - énergie dissipée suivant les directions axiale et latérale pour des conditions de
glissement « e » proches de celles de 1’étude expérimentale (Figure 4-50).
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Figure 4-50 : Distribution de I’énergie dissipée locale, du temps d’exposition et du facteur
temps-énergie (N'te X Eq) suivant : (a): Direction axiale; (b): Direction latérale.

Cette représentation montre I’existence et 1’évolution en fonction de la condition de
glissement de la zone centrale non exposée du contact. Si on admet une corrélation entre
I’énergie dissipée locale et la présence d’un gradient d’oxydation sur la surface, on peut des
lors expliquer I’apparition de la structure en « W » pour les faibles amplitudes.

En comparant les distributions obtenues suivant les directions axiale et latérale de la variable
vJte X E4, on releve que le passage de la structure en « W » a la structure en « U » survient

pour un rapport de glissement « e » légerement supérieur a 1. On note en particulier que cette
transition est plus rapide suivant 1’axe latéral.

Le comportement du revétement TiN semble correspondre aux principes de cette approche
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mais le substrat présente une évolution différente : méme pour les tres faibles amplitudes on
met en évidence une usure du domaine central.

Ces incohérences sont confirmées par la comparaison présentée Figure 4-51.

analyse Axiale (X)

TiNfalumine W [ o2

: 2 um
HSS/alumine W 12

| pm

1-E 4 (X)-+/te(X)

analyse Latérale (Y)

1-E4(Y)-+Jte(Y) :
\J ; \/

TiN/alumine
HSS/alumine

Qo G [ 2um

-500 -250 0 250 500
position relative suivant 1’axe considéré (um)

Figure 4-51 : Comparaison entre les profils d’usure obtenus pour la condition C (P=50 N,
D=73 um, e=0.48, 1000 cycles) et la distribution de la variable Jie x Eq(e=0.5).

On confirme la différence entre le substrat et le revétement TiN, ce dernier présente une
extension de la dégradation orientée vers I’extérieur du contact alors que pour le substrat
I’usure est symétrique. Cette analyse fait donc clairement apparaitre une anisotropie de la
dégradation ainsi qu’une sous estimation du modele de la dégradation suivant la direction
latérale.

On peut considérer I'introduction du facteur ~/te x Eq comme une base d’analyse visant a

coupler des aspects énergétiques aux approches tribochimiques. Cette approche pourra étre
améliorée en intégrant d’autres parametres mais surtout en combinant plus finement les deux
variables énergie - temps. En effet I’oxydation de la surface dépend du temps mais aussi de
I’énergie d’activation. Pour mieux rendre compte de la réalité du processus il faudrait tenir
compte des différents effets de couplage et considérer I’énergie dissipée en terme d’activateur
des processus de dégradation.

La formulation proposée est d’autre part uniquement valide pour un contact vérifiant les
hypotheses de Hertz ce qui limite 1’analyse aux tous premiers dommages.

Pour une usure plus avancée il importe d’examiner la nature et la morphologie de I’interface
et surtout de tenir compte du troisieme corps.
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4.5.3.5.2 Influence du troisieme corps

L’observation apres ouverture du contact du plan et de la trace sur la bille fait apparaitre la
présence de débris résultant de la dégradation des premiers corps.

Pour le contact TiN/alumine il s’agit essentiellement de débris d’oxyde de titane, pour le
contact HSS/alumine des débris d’oxyde de fer provenant du substrat. L’usure de la bille
apres élimination des transferts est remarquablement faible, localisée au centre de la trace.
Nous montrons que la distribution des débris a I’interface n’est pas uniforme mais présente un
maximum de distribution sur les bords du contact, agglomérés suivant une structure annulaire
qui correspond assez bien a la trace d’usure observée sur le plan (Figure 4-52).

— —
110E2 1781-29 BS

(a)

Figure 4-52 : Observation MEB de la trace de Fretting apreés ouverture du contact P = 100
N, D=23 um, 4000 cycles : a - surface de la bille d’alumine ; b - surface du dépét TiN.

Les profils réalisés sur la trace de la sphere montrent que I’anneau de débris agglomérés sur la
bille est égale a de la profondeur usée du plan, on met ainsi en évidence l'effet de portance.

Q, Q,
champ de champ de champ de champ de
cisaillement pression cisaillement p  pression
4 P b 4 - p()

g § g troisieéme corps

contact Hertzien contact dégradé

Figure 4-53 : Illustration de I’évolution de la distribution des chargements induite par 'usure

progressive du contact et I’agrégation du troisieme corps sur les bords du contact.

Ceci suppose que les transferts de chargements entre les premiers corps ne se font plus au
centre du contact mais par I’intermédiaire du troisieéme corps sur la périphérie. La Figure 4-53
illustre I’évolution du contact passant progressivement du modele Hertzien avec un maximum
de chargement au centre du contact vers une distribution annulaire ou les chargements sont
transmis via la couronne de débris agglomérés en bordure du contact.
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Le maximum du cisaillement se situant sur l’extérieur du contact, la distribution de [’énergie
dissipée sur le plan est modifiée et présente a son tour un maximum dans le domaine externe.

En admettant une distribution annulaire, on explique graphiquement la disparition progressive
du domaine central engendrée par I’augmentation du glissement relatif (Figure 4-54).

La prise en compte du troisieme corps et de la modification du contact nous permet
d’expliquer la structure en « W » observé en glissement total pour les faibles amplitudes.

Surface de la bille Surface du plan

LY
troisieme corps o
aggloméré ' contact Hertzien > 2e

=0)

(coupe en X

largeur de la
couronne de

1 rayon du contact
transferts

apparent domaine central :
: non dégradé :

surface balayée
i par 'anneau de
¢ transferts (usure)

profil latéral de la surface du plan

profil de la surface de la bille profil axial de la surface du plan

(coupe en Y=0)

Figure 4-54 : lllustration du mécanisme d’usure prenant en compte la distribution annulaire

du troisieme corps .

On admet ainsi que la transition de la structure en « W » vers la structure en « U » est obtenue
lorsque toute la surface du plan est balayée par la distribution annulaire des débris. Cette
limite correspond approximativement a un rapport de glissement de I’ordre de 1.

Les débris d’oxyde de titane sont relativement pulvérulents, peu adhérents ils tendent a
s’agglomérer a I'extérieur du contact (Figure 4-52). On explique alors la progression vers
I’extérieur de ’usure ainsi que la non dégradation du domaine central.

Les transferts métalliques sont beaucoup plus adhérents et tendent a s’agglomérer sur
I’ensemble du contact de la bille. L’anneau de transfert présente un rayon interne qui se réduit
au fur et a mesure que la quantité de débris augmente. On comprend alors I’élimination plus
rapide du domaine central.

Ce type de distribution du troisieme corps est aussi observé pour d’autres contacts et dans
d’autres configurations de glissement. On peut se référer aux travaux de Maillet B. et al.
(1991) qui met en évidence une modification de la structure du contact TiN/100C6 (R=5
mm) induisant ainsi une morphologie « W » pour un glissement pion - disque.
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4.5.3.5.3 Synthese

La prise en compte d’une modification de la distribution des chargements, induite par une
redistribution du troisieme corps au sein de l'interface permet d’expliquer les différentes
incohérences issues du modele Hertzien, en particulier, la structure en « W » pour les faibles
amplitudes ainsi que 1’évolution de la morphologie du contact en fonction des sollicitations et
de la durée de I’essai.

Il s’agit d’une description qualitative, qui dépend en outre de la nature méme du troisicme
corps. En plus de la nécessité de formaliser ce concept, il importe d’expliquer la raison de
cette redistribution annulaire des débris. On peut avancer 1’hypotheése d’une migration induite
par la dynamique des interfaces ou plus simplement initiée par les hautes pressions observées
au centre du contact au début de I’essai. La solution d’un tel probleéme n’est pas simple, il
semble cependant que des avancées dans le domaine de la mécanique granulaire pourraient a
moyen terme apporter des éléments de réponse.

Cette analyse qualitative nous a permis de souligner les deux aspects fondamentaux que sont
respectivement, les mécanismes d’oxydation au travers d’une formalisation du temps
d’exposition et la prise en compte du troisieme corps comme intermédiaire de la transmission
des chargements.

Plutét que d’opposer ces deux approches, il nous semble plus cohérent de les considérer
globalement. Il est probable que les deux mécanismes soient opérants simultanément:
I’oxydation différentielle contrdlée par le temps d’exposition local intervient dans la
dynamique de la dégradation du matériau, tandis que la redistribution du troisieme corps et
I’introduction d’une distribution annulaire du cisaillement modifient celle de I’énergie
interfaciale.

Leurs effets respectifs peuvent se succéder, s’additionner ou s’opposer, mais pour
véritablement en mesurer I'influence il faudrait completement formaliser chacun de ces
concepts, ce qui n’est pas fait.

Nous constatons I’'importance de ces principes et nous en tiendrons compte pour expliquer
certains résultats quantitatifs.

4.5.4 ASPECTS QUANTITATIFS DE L’USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

Pour quantifier I’usure nous appliquons la description analytique de I’énergie dissipée inspirée
du modele Hertzien. Nous verrons dans quelle mesure 1’approche globale mais aussi la
description locale sont affectées par des aspects tels que: le temps d’exposition ou la
modification de I'interface. La comparaison des variables d’énergie dissipée avec la cinétique
de I’enlevement de matiere nous permettra d’extraire différents coefficients énergétiques
d’usure et de comparer le comportement des tribosystemes étudiés.

4.5.4.1 APPROCHES VOLUMIQUES DE LA DEGRADATION

4.5.4.1.1 Analyse du volume d’usure (profilométries 3D)

L’analyse globale basée sur la quantification du volume d’usure présente I’avantage d’étre
indépendante de I’évolution du contact. La quantité de matiere dégradée est mesurée dans son
intégralité (V). L’énergie dissipée est simplement obtenue en intégrant le volume de la bliche
de fretting (XEy ).

225



CHAPITRE 4 : USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

Nous distinguons 1’évolution de I'usure induite par I’augmentation de 1’amplitude de
glissement « D » (conditions A,B,C,D,E,F ,G ,H) de I'usure induite par ’augmentation de
I’effort normal «P » (conditions A,I,J,K). Pour chacune des évolutions on détermine le
coefficient de proportionnalité oy qui caractérise la relation entre le volume de matiere

dégradé et I'énergie totale dissipée dans le contact. On estime le degré de linéarité en
déterminant le coefficient de régression R2.

Comportement du revétement TIN

La Figure 4-55 présente une évolution quasi linéaire entre les volumes mesurés par
profilométrie 3D et les énergies dissipées.

1.5
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Figure 4-55 : Evolution du volume usé du dépot TiN (contact TiN/alumine) en fonction de
I’énergie dissipée apreés 2000 cycles: W conditions (A-H) associées a I’augmentation du

glissement « D »; U conditions (A-K) associées a I’augmentation de effort normal « P ».

Nous observons une légere différence entre 1’évolution de I'usure induite par une
augmentation du débattement et celle générée par I’augmentation de I’effort normal.

Pour une quantité d’énergie dissipée équivalente il apparait que le volume d’usure sera plus
important si cette augmentation est associée a celle du glissement et indirectement du ratio
« € ». Cette différence est quantifiée au travers des coefficients énergétiques d’usure définis

par I’analyse volumique soit respectivement : oLy p| TiN ] = 2447 um3 /Jet
oypl TiN]=1988 um> /J .

La différence est toutefois limitée et pourrait correspondre a I'intervalle d’incertitude des
mesures. Elle peut aussi étre attribuée a I’influence de chacun de ces parametres sur le rapport
de glissement moyen € (Figure 4-38).

Cette différence semble toutefois marquer une sensibilité particuliere du dépot a I’exposition
et indirectement aux mécanismes d’oxydation dans la mesure ou I’analyse s’affranchit
totalement d’une modification de la distribution du cisaillement.

En regroupant I’ensemble des données nous extrapolons 1’équivalent d’un coefficient
énergétique d’usure représentatif du comportement du dépdt étudié  soit :
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oy [TiN] = 2360 pm® /J avec R? =096 .

Comportement du substrat SC 6-5-2

Les résultats obtenus pour le substrat (Figure 4-56) ne permettent pas de dissocier I’influence
du rapport de glissement, nous calculons directement une pente moyenne intégrant I’ensemble

des résultats, égale a : oy [HSS] = 23380 um3 /J avec R%2=095 .

2.0

% + oyp[HSS] = 23363 *
S 15l R? =094

=~

; o *e

o 4

é 1.0 .

Zoq y

g2 05t o

= o oy p[HSS] = 23554

() |

> R% =093

0.0 f } t f t f f f t
0 20 40 60 80 100

énergie dissipée cumulée YE4(J)

Figure 4-56 : Evolution du volume usé du substrat (contact HSS/alumine) en fonction de
’énergie dissipée apres 2000 cycles: ® conditions (A-H) associées a I’augmentation du

glissement « D »; © conditions (A-K) associées a I’augmentation de I’effort normal « P ».

La valeur obtenue est tres supérieure a celle déduite pour le dépot. Ainsi on met en évidence
un rapport voisin de 10 entre les deux matériaux. En d’autres termes pour une quantité
d’énergie dissipée donnée, le volume d’usure du substrat sera de 9 a 10 fois supérieur a celui
du revétement TiN étudié.

L’analyse énergétique nous permet d’établir un coefficient de performance (
oy [HSS]/ oy [TiN]) capable de mesurer I’amélioration apportée par I’emploi d’un dépot
anti - usure (TiN).

4.5.4.1.2 Méthode simplifiée de la détermination du volume d’usure.

La détermination du volume implique I’utilisation d’une profilométrie 3D de la trace, ceci est
long, coliteux, et bien souvent un laboratoire non spécialisé ne dispose pas d’un tel matériel.
Pour estimer le volume d’une trace en glissement alternatif, Klaffke D. (1993) propose une
formulation simplifiée ne nécessitant de connaitre que la largeur de la trace, la surface latérale
et I’amplitude de glissement (D). La détermination du volume d’usure se limite donc a un seul
profil Latéral (Figure 4-57).
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R/:2rE

35,
V= 'r€+2DS
T4R VL

Figure 4-57: Méthode simplifiée du calcul du volume d’apres Klaffke D. ( 1994).

Cette méthode est parfaitement adaptée pour les grandes amplitudes lorsque la trace présente
une morphologie homogene. Pour tenir compte de la zone centrale non usée, nous proposons
une autre formulation qui consiste & approcher le volume usé par la différence de deux demi
ellipsoides (Vapp_) (Figure 4-58).

heg | o
Figure 4-58 : Principe du calcul du volume approché de la trace de Fretting en « W »

La plus grande des demi-ellipsoides ( Vg ) integre le volume usé mais aussi le volume central
non usé. La petite ellipsoide (Vpg) est uniquement déterminée a partir du volume
« complémentaire » central non usé.

Les différentes variables nécessaires au calcul sont explicitées au paragraphe 4.5.3.4 . On
associe les surfaces axiales et latérale du domaine central a des demi-ellipses ayant pour
surface respective Scp et Scy . On mesure les grands axes égaux respectivement a 1, et
ThL -

Finalement, pour chacune des ellipses les petits axes sont déterminés tels que :
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2.Scp _ 2.8cy,

et h = .
T.THA LPE T.ThH1,

hapg = (4.5.4-1)

Ces deux valeurs nous permettent d’estimer la hauteur de la petite demi-ellipsoide

représentative du volume de la zone centrale soit :

h +h
hpg = % . (4.5.4-2)

On calcule le volume de la petite demi - ellipsoide soit :

2
VPE = E'TC'hPE'I'hA ‘T - (454-3)

On opere de fagon similaire pour estimer le volume de la grande demi ellipsoide. Les surfaces
des demi ellipses integrent cette fois la surface usée et celle du domaine non usé,
respectivement S, +Scp et Sy +Scp . Les grands axes correspondent respectivement aux
rayons de la trace d’usure : rp et rj . On détermine donc les petits axes correspondants :
2.(Scp +S 2\Scy +S
haGg = (#AA) et hygg = (nL—rLL) . (4.5.4-4)
On calcule alors la hauteur de la grande demi - ellipsoide soit :

oo = haGe +hiGe
GE=" 5 -

> (4.54-5)
Ce qui nous permet de calculer le volume de la grande demi - ellipsoide tel que :
2
VGE = g'n'hGE RV (454-6)

Finalement on estime le volume approché de la trace d’usure en soustrayant le volume de la
petite demi-ellipsoide du volume de la grande demi - ellipsoide soit :

Vapp. = VGE — VPE (4.5.4-7)

La détermination du volume se limite a la réalisation des deux profils suivant les directions
principales axiale et latérale.

Celle formulation implique que la trace d’usure présente une forme elliptique avec un
domaine central non usé. Ces conditions correspondent bien aux situations étudiées et

permettent la comparaison entre les valeurs approchées Vapp_ et les valeurs obtenues par

profilométrie 3D.
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Figure 4-59 : Erreur relative entre le volume approché ( Vyy, ) et le volume mesuré par
profilométrie 3D ; [1: contact TiN/alumine (3-55) ; ® : contact HSS/alumine(3-56).
Nous observons que I’erreur relative par rapport a la valeur donnée par la profilométrie 3D
est faible (Figure 4-59) inférieure a 30%. Pour les deux tribosystemes on calcule un écart
type de ’ordre de 0.14. On note au demeurant que I’approximation surestime légerement le

volume pour le revétement alors qu’elle le sous estime pour le substrat. Mais I’écart entre les
valeurs moyennes reste inférieur a 10%.

4.5.4.1.3 Analyse du volume d’usure (valeur approchée)

Nous appliquons la méthode rapide de détermination des volumes d’usure a I’ensemble des
résultats obtenus lors de I’étude.

Comportement du revétement TIN

On observe les mémes tendances, les coefficients d’usure calculés du dépot TiN étant
légerement supérieurs, de I'ordre de 10% aux valeurs obtenues a partir de I’analyse des
profilométries 3D. On différentie également le comportement associé au glissement D de
I’effort normal (P) :

Otyapp DI TINT = 2643 um> /T et oty p[TiNT = 2153 pm? /7,

Les distributions présentent une tres bonne linéarité en dépit de I’incertitude sur I’estimation
du volume.

On détermine un coefficient énergétique capable de quantifier le comportement du dépdt TiN
et d’en mesurer la performance vis a vis d’autres solutions. En intégrant I’ensemble des
données soit plus de 100 essais, on détermine un coefficient énergétique d’usure égale a :

Oty appl TiNT = 2600 pm> /J avec R = 0.94
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Figure 4-60 : Evolution du volume d’usure (V,,, )du dépot TiN en fonction de |’énergie

Pp-
dissipée sur ’ensemble des essais : conditions (A-H) associées a I’augmentation du

glissement « D »; conditions (A-K) associées a I’augmentation de ’effort normal « P ».

Comportement du substrat SC 6-5-2(HSS)

On applique la formulation simplifiée pour I’étude du substrat HSS. Contrairement aux
résultats précédents, 1'intégration de 1’ensemble des résultats expérimentaux indique une
légere déviation entre la cinétique d’usure induite par une augmentation de 1’effort normal et
celle contrdlée par 1I’augmentation du débattement.

6
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Figure 4-61 : Evolution du volume d’usure du substrat SC 6-5-2 en fonction de [’énergie
dissipée: conditions (A-H) associées a I’augmentation du glissement « D »; conditions (A-K)

associées a 'augmentation de I’effort normal « P ».

Comme pour le TiN la cinétique d’usure de I’acier serait influencée par le temps d’exposition.
L’observation des résultats montre cependant une évolution tres linéaire qui nous permet
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d’extrapoler un coefficient moyen caractérisant le comportement du contact HSS/alumine.
OLyapp HSS] = 24000 pm?® /J avec R* = 0.94

La valeur obtenue est trés proche de celle déduite par I’étude limitée a partir des
profilométries 3D. Elle confirme sur une plus grande échelle la validité de I’approche
énergétique et démontre I’opportunité de 1’application de la méthode rapide pour I’extraction
du volume usé.

Le coefficient énergétique d’usure est treés supérieur a celui défini pour le dépot, on détermine
un coefficient de performance pour le TiN (0ly,,,[HSSI/ 0ty [TIN]) identique au ratio

obtenu a partir de 1’analyse tridimensionnelle de 1’ordre de 9.

4.5.4.1.4 Synthese

Pour faciliter 1’évaluation du volume nous introduisons une méthode rapide adaptée a la
structure en « W » qui nécessite un appareillage plus simple et réduit le temps d’acquisition
d’un facteur 50 par rapport aux profilométries 3D .

La comparaison des résultats sur une base expérimentale plus large confirme la validité du
concept énergie dissipée | quantité de matiere dégradée.

Nous mettons en évidence des différences en fonction de 1’augmentation du débattement ou
de I’effort normal. Nous les associons au rapport de glissement moyen € et indirectement au
temps d’exposition.

L’ordre de grandeur de I'influence de ce dernier parametre est cependant bien inférieur a celui
observé entre la quantité d’énergie dissipée et I’'usure des matériaux.

Nous pouvons par conséquent limiter notre investigation a la simple analyse en terme
d’énergie et permettre une rapide et fiable quantification en estimant les coefficients
énergétiques d’usure. On montre que le dépot présente une résistance de 9 a 10 fois supérieure
a celle du substrat SC 6-5-2.

6
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> ------
O B’ acmiiam N e I I

0 100 200 300
énergie dissipée cumulée YE (J)

Figure 4-62: Comparaison entre le comportement du substrat SC 6-5-2 et le dépot TiN .
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4.5.4.2 APPROCHES LOCALES DE ILA DEGRADATION

L’approche locale, fondée sur une description Hertzienne, est tres dépendante de la structure
du contact et de ses dimensions. Nous évaluons comment la structure en « W » peut perturber
la détermination des différents parametres locaux.

4.5.4.2.1 Analyse de la surface axiale

On compare ’évolution de la surface d’usure déduite des profils axiaux (S, ) avec I’énergie
axiale intégrée sur I’ensemble de I’essai (relation 4.4.2-15):

N N Q. e

SEgsa = D.2mqpaje; = Z—S; - (4.5.4-8)
i=1 i=1

(i : cycle de l'essai de frottement ayant pour durée totale N cycles)

Comme pour le rapport de glissement moyen, nous choisissons une approximation linéaire de
I’extension du contact (4.5.3-1):

Comportement du revétement TIN

La Figure 4-63 présente 1’évolution de la surface axiale du contact TiN/alumine en fonction
du parametre énergétique associé.

2.0

15 + OCSA[TiN]=215O
R% =095

1.0 -

0.5

surface axiale S, (10° um?)
* L | ] » @€ O D X o 0O e
Re—ZOQOmMWmoAw»

0.0 + t t t t t t t t t
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
énergie axiale cumulée XEga (J/pum)

Figure 4-63 : Evolution de la surface axiale (S p ) du dépot TiN ( TiN/alumine) en fonction

de I’énergie axiale cumulée.

En distinguant I’évolution en fonction du glissement ou de 1’effort normal, nous retrouvons
une légere différence entre les coefficients énergétiques soit :

g plTiN] = 2157 um? / J et aigp p[TiN] = 1940 um> /7 .
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Ce faible écart nous permet d’extraire le coefficient énergétique d’usure moyen de la surface
axiale :

oA [TiNT= 2150 um> /7 avec R% =095.

On note que la valeur obtenue bien que légerement inférieure reste trés proche de celle
déduite de I’analyse volumique.

Comportement du substrat SC 6-5-2(HSS)

On compleéte 1’analyse en reportant les résultats obtenus pour le substrat métallique (Figure 4-
64).

Nous en déduisons un coefficient d’usure moyen
g A [HSS] = 15600 um> /J avec R =095.
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Figure 4-64: Evolution de la surface axiale (Sp ) du substrat (HSS/alumine) en fonction de

I’énergie axiale cumulée.

Synthese

On confirme le meilleur comportement du revétement TiN, cependant le ratio mesurant la
performance du dépdt est sensiblement plus faible puisqu’il est réduita 7.5 .

Malgré une modification importante de I’interface induisant une structure en « W » contraire
aux hypotheses de Hertz, on obtient une corrélation pratiquement linéaire entre la surface
axiale usée S, et le parametre XE 4g4 -

De méme, les coefficients énergétiques déduits de 1’analyse sont trés proches de ceux calculés
a partir de I'analyse volumique en particulier pour le dépot TiN. Nous expliquons cette
surprenante corrélation en considérant la quasi isotropie de la distribution annulaire des débris
de la couronne (Figure 4-52).

Ainsi que le schématise la Figure 4-65, une répartition homogene du troisieme corps suivant
la couronne externe implique une distribution homogene et isotrope du champ de cisaillement.
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champ de cisaillement L
difié X) Q champ de cisaillement
modifié g ( S Hertzien q(X)
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Jaue(0 ax=[qx) ax
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Figure 4-65 : Corrélation entre le travail interfacial déduit du modéle Hertz et la distribution

modifiée du cisaillement.

Finalement 1’énergie linéaire, associée a I’intégration du travail interfacial suivant ’axe X
n’est pas trop éloignée sinon proportionnelle au travail calculé a partir des hypotheses de
Hertz. Nous pouvons des lors expliquer I’évolution linéaire entre la surface axiale et le
parametre énergétique XEjgp -

4.5.4.2.2 Analyse de la surface usée latérale

On compare I’évolution de la surface Sy déduite des profils latéraux avec 1’énergie latérale

cumulée calculée a partir des relations (4.4.2-24) et (4.4.2-31) soit :
N

SEgst. = 2 EgsLi
i=1

-si e; <1 alors Eggpi = Qsi.(ei(3—eiz)),
- si g; > lalors Eyqp; =2.Qg -

Comportement du revétement TIN

La Figure 4-66 montre I’évolution de la surface latérale en fonction de I’énergie latérale
cumulée (XE g1 ).

On retrouve une évolution linéaire, cependant, une différence plus importante entre 1'usure
induite par une augmentation de I’amplitude de glissement et celle engendrée par un
accroissement de I’effort normal est observée :

otgp p[TiN]=2070 um? / Jet oigy p[TiN]=1470 um> /J .

Le coefficient énergétique de 1'usure issu de I’analyse latérale globale donne une valeur

moyenne comparable aux valeurs précédentes oy [TiN]= 2030 um3 /7.
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Figure 4-66 : Evolution de la surface usée déduite du profil latéral du dépot TiN en fonction

de ’énergie latérale cumulée.

Comportement du substrat SC 6-5-2 (HSS)

On transpose 1’approche a I’étude du substrat SC 6-5-2 (Figure 4-67). On confirme la linéarité
de I’évolution tout en soulignant les remarques observées pour le revétement. Nous

différentions  les  deux  coefficients  respectifs  agp p[HSS]=17500 le3 /] et
oty p[HSS] = 8000 um> /7 .
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Figure 4-67 : Evolution de la surface usée déduite du profil latérale du substrat SC 6-5-2 en

Jonction de I’énergie latérale cumulée.

236



CHAPITRE 4 : USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

La valeur moyenne, représentative du comportement du substrat, est calculée
ot [HSS] = 17400 um® /J .

Synthese

L’analyse latérale montre une évolution linéaire et permet d’extraire des coefficients
énergétiques moyens proches des valeurs déduites de 1’analyse volumique.
Si on calcule le rapport entre les coefficients des matériaux (oig [HSS]/ oigp [HSS]), on

détermine une coefficient de performance pour le TiN de 8.5, tres proche de la valeur
obtenue par I’analyse volumique (Figure 4-68).

L’analyse latérale apparait donc comme un moyen simple et efficace pour transposer une
description énergétique, a I’identification de la dégradation, déduite & partir d’un simple profil
orthogonal et pour comparer les matériaux (Figure 4-68).

* (XSL[HSS]= 17400
3 R% =095

HSS/alumine

s [TiN] = 2030
TiN/alumine R2 - 95

surface laterale S; (10° pm?)
S

Ny ';. : I : : '
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8
énergie latérale cumulée XEg (J/m)

Figure 4-68 : Comparaison par analyse latérale entre le comportement du substrat HSS et du

dépot TiN (contact alumine).

L’analyse latérale correspond & une réelle nécessité dans la mesure ou la plupart des profils
sont réalisés suivant cette direction. On peut par exemple comparer les résultats
expérimentaux répertoriés dans la littérature.

Pour expliquer la linéarité en dépit d’une importante modification de 1’interface, on observe
qu’une distribution homogene des débris engendre une relation de proportionnalité entre le

travail interfacial intégré suivant I’axe Y et celui calculé a partir de I’approximation de Hertz.

En particulier pour e; > 1, le travail intégré suivant ’axe Y est le méme (Eggr; = 2.Qg;)
quelle que soit la distribution du cisaillement dans le contact.

Ainsi plus le facteur moyen €sera élevé, plus I’approximation Hertzienne du calcul de
I’énergie latérale se rapprochera de la situation réelle.
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Nous expliquons aussi la différence entre les évolutions associées au glissement D et a I’effort
normal P. L’augmentation de 1’énergie contrélée par I’augmentation du glissement D et donc
du ratio € tend a vérifier le modele Hertzien. Elle permet de définir des coefficients
énergétiques d’usure tres proches des valeurs déduites de 1’analyse volumique.

L’augmentation de 1’énergie induite par 1I’augmentation de 1’effort normal se caractérise par
une diminution du ratio moyen €, on s’éloigne du modele Hertzien comme en témoigne des
plus faibles coefficients de régression. De méme les coefficients énergétiques sont
sensiblement plus faibles.

La distribution annulaire engendre une distribution moins centrale des cisaillements, une
augmentation de I’effort normal se traduira par une augmentation plus limitée de la quantité
de cisaillement balayant 1’axe latéral Y (Figure 4-69).

EaLay(D

2.D 2.D
/_\ Eqrcan.) (1) —- E L (any (2)
Distribution !
annulaire !
champs de @ \_/ p / @ AEq (an.) = EdL(an) (@ — EdLan) D
cisaillement : .
S AEq1H) = Eq) (D) —Ea (D
Distribution :>
Hertzienne D=Cst. , B, >P
f { AEgL(H) > AEgL (an.)
M —1

EaLn)(2)

Figure 4-69: Influence de la distribution du champ de cisaillement sur le calcul de I’énergie

latérale : effet réducteur de I’augmentation de I’effort normal sur la distribution annulaire.

On peut donc admettre que la quantité de travail réellement dissipée suivant I’axe Y pour de
faibles amplitudes de glissement sera sensiblement plus faible que celle prévue par le calcul
Hertzien. On comprend alors les plus faibles valeurs des coefficients d usure ogp p .

4.5.4.2.3 Analyse de la profondeur usée maximale

Pour quantifier I’évolution de la profondeur maximale «h » on calcule la valeur cumulée du
maximum de densité d’énergie dissipée. On utilise les formulations (4.4.2-8) et (4.4.2-31)
telle que :

N
SEgh = 2 Edni (4.5.4-9)

i=1
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- si e; <1 alors

1/2 3.Qqg; 1/2
Egni = 2.qu.ai.(ei(1 - eiz) / + arcsin(ei)) = ncis_l .(ei(l - eiz) / + arcsin(ei)) ,
1

3.Qq
2. 4

L’analyse théorique montre que pour les conditions de glissement total le maximum se situe
au centre du contact. Ce résultat est en contradiction avec nos résultats expérimentaux puisque
la structure en « W » se caractérise par une profondeur maximale située en bordure de contact.

- si ¢; > lalors Egp; = qp;.3;.T =

Cependant dans de nombreux résultats issus de la bibliographie, on remarque
qu’effectivement le maximum d’usure est observé au centre de la trace et dans ce cas le
calcul proposé peut étre appliqué.

Pour nos conditions il en va tout autrement. La Figure 4-70 montre qu’il n’existe pas de
véritable corrélation entre le parametre énergétique local XEg, et la profondeur usée

maximale mesurée.
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Figure 4-70 : Evolution de la profondeur maximale des contacts HSS/alumine et TiN/alumine
en fonction du parameétre énergétique local XE g, .

Dans la mesure ou la dispersion aléatoire annule les tendances, I’approximation linéaire
permet d’extraire des coefficients d’usure trés proches des valeurs précédentes, en particulier
pour le revétement TiN :

o, [HSS] = 14500 um?> /J et oy, [TiN] = 2290 pm> /7T .

On observe une dispersion beaucoup trop importante caractérisée par des coefficients de
régression extrémement bas.

Méme si ’analyse statistique donne des coefficients représentatifs du comportement des
matériaux, 1’analyse énergétique ponctuelle proposée ne semble pas la plus adéquate pour
quantifier la cinétique de I’'usure des matériaux.

Contrairement aux analyses axiale et latérale pour lesquelles 1’intégration linéaire gomme en
partie la différence induite par une distribution modifiée des chargements, 1’analyse
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ponctuelle est fortement influencée. La structure annulaire du troisieme corps modifie la
distribution du champ de cisaillement, la valeur du maximum et surtout la dynamique du
balayage.

Il apparait donc que la formulation locale issue du modele Hertzien n’est pas adaptée au cas
particulier de la structure en « W » observée pour nos conditions.

4.5.4.3 SYNTHESE

L’analyse quantitative confirme I’évolution linéaire entre I’énergie dissipée et le volume
d’usure (XE4 = V). Cette corrélation est aussi vérifiée pour les grandeurs locales issues de
I’analyse linéaire suivant I’axe axial X (XEggp =S ) et 'axe latéral Y(XE4 g = Sy)). Par
contre, I’analyse locale ne permet pas de corréler 1’évolution de la profondeur maximale
d’usure (h) a la quantité locale maximale d’énergie dissipée ( XE g4, )-

On montre une légere déviation entre I'usure générée par I’augmentation de I’effort normal
(P) et celle controlée par I’augmentation du glissement (D).

L’analyse globale sur le volume d’usure, indépendante de la distribution des chargements,
laisse supposer que cette différence de cinétique est indirectement associée a 1’évolution du
rapport de glissement € et donc du temps d’exposition moyen de la trace a I’atmosphere. Plus
celui-ci est long et plus 1’usure est importante.

Quelques essais réalisés pour des fréquences différentes (1 Hz, 0.5 Hz et 0.1 Hz ) confirment
ce résultat. Néanmoins, pour une fréquence donnée, 1’écart est relativement faible. Aussi
pouvons nous regrouper 1I’ensemble des données et identifier le comportement moyen de
chaque tribosysteme.

Les données issues de 1’analyse quantitative sont résumées dans le tableau suivant :

TiN/alumine HSS/alumine o[HSS]/ af TiN]
oty [um? /J](R2) 2360 (0.96) 23380 (0.95) 10
Oty applm” /J1(R?) 2600 (0.94) 24000 (0.94) 9
g [’ / T1(R?) 2150 (0.95) 15600 (0.95) 75
o [um’ /7] (R?) 2030 (0.95) 17400 (0.95) 8.5
ot [um? /1] (R2) 2290 (0.50) 14500 (0.78) 65

Tableau 4-2 : Synthese des coefficients énergétiques d’usure.

L’analyse quantitative conduite sur le volume (oy ) et qui sert de référence, indique un

coefficient d’usure pour I’acier SC6-5-2 de I’ordre de 23000 um3 /J contre 2400 um3 /]

pour le TiN étudié. On détermine une résistance a I’'usure du dépdt de 9 a 10 fois supérieure
a celle de I'acier a outil. Les coefficients établis a partir de I’analyse locale (0gp ,Olgp ) sont
légerement plus faibles mais restent du méme ordre de grandeur. On confirme ainsi la
principe de conservation ¢énergie dissipée - matiere dégradée entre 1’analyse globale et
I’analyse locale.

L’évolution de I'interface et la répartition annulaire des débris dans le contact modifient la
distribution des chargements. La corrélation entre 1’analyse Hertzienne de distribution

240



CHAPITRE 4 : USURE PAR FORMATION DE DEBRIS

d’énergie et la réalité du contact est alors moins bien vérifi€ée. On observe une tres forte
dispersion des résultats au niveau de I’analyse locale du maximum de profondeur d’usure.

Nous disposons cependant des outils qui permettent d’identifier le comportement en usure par
formation de débris d un contact et aussi le moyen de comparer les différents tribosystemes.
Les meilleures approximations des valeurs de références (oty ) sont obtenues par 1’analyse

volumique utilisant 1’approximation elliptique (Olygpp ) et I'analyse sur le profil latéral (otgp,

). Ces deux méthodes, beaucoup plus rapides que 1’analyse tridimensionnelle, permettent
d’extraire des coefficients d’usure similaires et donnent des comparaisons o[ HSS]/ of TiN]

tres proches.

4.6 CONCLUSION

Pour étudier et comparer le comportement en usure sous faibles débattements d’un dépot de
TiN et d'un acier rapide SC6-5-2, nous avons adapté une méthodologie d’étude fondée sur
I’approche «carte de fretting ». L’analyse quantitative consiste a transposer un concept
énergétique simple associant la quantité de matiere dégradée au travail cumulé de la
contrainte de cisaillement. L’étude globale fondée sur la détermination du volume total est
confirmée par I’analyse de données issues de la bibliographie et par I’expertise des contacts
étudiés.

L’originalité de ce travail est d’avoir étendu I’approche énergétique au niveau local en
étudiant les distributions d’énergie pour le contact Hertzien sphere plan en glissement partiel
et en glissement total. A partir des expressions analytiques locales on integre les énergies
linéaires suivant les axes principaux de glissement et orthogonal de facon a permettre la
comparaison avec les surfaces usées déduites des profils; 1’analyse énergétique se trouve
simplifiée.

Enfin on détermine les maxima d’énergie locale ainsi que leurs positions dans le contact.
Nous disposons dés lors d’un arsenal de variables capables de mesurer le comportement de
I’usure des contacts et d’extraire rapidement des tendances.

Régime de glissement partiel :
L’analyse expérimentale en glissement partiel vérifie qualitativement cette description
énergétique de la dégradation. Cependant les volumes usés sont trop faibles pour permettre
une analyse quantitative fiable.

Régime de glissement total :
En régime de glissement total et glissement alterné, délimités a 1’aide du rapport de
glissement « e » , nous observons différentes évolutions :

- Au dessus d’une pression seuil le processus d’usure par formation de débris du dépot TiN
est doublé d’un processus de délamination catastrophique beaucoup plus rapide. On montre
que la cinétique de ce phénomene peut étre associée a la quantité de déformation plastique
cumulée au niveau de I'interface entre le dépot et le substrat. Celle-ci est fonction du
glissement relatif « D » et de la pression imposée. La pression seuil de non délamination
correspond a la limite de plasticité apparente du substrat.
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- Au dessous de cette pression seuil et avant que ce phénomene ne se produise, 1'usure par
formation de débris est le mécanisme prépondérant.

Pour ces amplitudes de glissement, I’usure des surfaces modifie fortement la morphologie du
contact et favorise une distribution annulaire des débris qui change la distribution des
chargements. Contrairement a ce qui est prévu par I’analyse Hertzienne, on observe un facies
de dégradation en « W » pour les conditions de glissement total en fretting (e<1) .

L’analyse morphologique nous a permis de formaliser certaines variables capables de
quantifier I’évolution de la morphologie entre la structure en « U » et la structure en « W » . 11
est possible de mesurer I’action du troisieme corps comme interface de transfert des
chargements.

L’analyse quantitative permet l'identification de coefficients énergétiques (o )

approximations linéaires de 1’usure :

- volumique ( XEj =V ) — oy  (détermination tridimensionnelle des volumes)
— Olyapp (détermination elliptique approchée des volumes),

-axial (XEggpa=>SA) — Ogp (détermination de la surface usée du profil axial),
- latéral (XEgqp =S1) — Ogp,  (détermination de la surface usée du profil latéral),
- ponctuel (XEgj,=>h) — (détermination de la profondeur usée maximale).

Sauf pour I’analyse ponctuelle tres sensible a la redistribution annulaire des chargements, on
conserve une corrélation linéaire et les variables énergétiques (o ) déduites sont tres proches.

On confirme le principe de conservation de la relation énergie dissipée - quantité de matiere
dégradée méme au niveau local.

La meilleure approximation de 1’analyse volumique tridimensionnelle oty est obtenue par le
calcul approché oty,,, et I'analyse latérale ogp . Ces simplifications sont beaucoup plus

rapides et faciles a mettre en ceuvre.

On détermine un coefficient énergétique d’usure pour I'acier SC6-5-2 de23000 um3/ J

contre 2400 um3/ J pour le TiN étudié. On montre que le revétement TiN présente une
résistance de 9 a 10 fois supérieure a celle de 1’acier a outil.

La diminution du coefficient de frottement observée pour le dépot pour les plus grandes
amplitudes améliore encore le comportement du revétement vis-a-vis du substrat.

A partir des différentes variables que nous avons explicitées il est désormais possible pour un
méme contact, d’évaluer le comportement des matériaux, de mesurer 1’évolution
morphologique de la trace, celui du coefficient de frottement, tout en estimant I’influence du
troisieéme corps.

L’énergie dissipée associée au travail interfacial peut étre définie comme une variable globale
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qui initie, stimule et active les différents processus de dégradation dans le contact (Figure 4-
71).

‘ Travail Interfacial du Cisaillement

(Energie dissipée)
Transformations Processus Dynamique du
microstructurales physico -chimiques:  troisiéme corps
Déformation plastique Oxydation, Agrégation,
cumulée Esp Hydratations, Transformation,
Formation des TTS, Charges électriques ... Flux de débris,...

Fracturation ....

™ U 2

Transformations
et dégradations

Perte de matiere,
Flux de débris : USURE

Figure 4-71 : Energie dissipée : facteur d’activation de l'usure.
Elle participe a la transformation plastique en grandes déformations des matériaux
métalliques et peut indirectement étre associée aux concepts de déformation plastique
cumulée largement développés pour étudier I'usure des matériaux métalliques (Johnson K.L.
(1995)).

Elle active les mécanismes d’oxydation, d’abrasion ou de fracturation la ou les phénomenes
de plastification ne peuvent apparaitre en 1’occurrence pour les dépdt TiN, DLC et les
céramiques (Quinn T.F.J., 1983; Singer L.L. et al., 1991; Mohrbacher H. et al., 1995) .

Elle participe aussi a la création, la transformation et a 1’éjection du troisieme corps dont le
flux est un facteur représentatif de 1'usure (Colombié C. 1986).

Tout mécanisme dégradant donc irréversible est associée a une énergie dissipée. La notion de
travail interfacial que nous avons explicitée au niveau macroscopique et local integre
I’ensemble de ces aspects et permet une vision globale de la dégradation.

Les objectifs présents et futurs seront d’analyser localement dans le contact mais aussi au
niveau de chacun des mécanismes activés comment et dans quelle mesure cette énergie est
distribuée. Fondée sur I’approche globale, une analyse plus locale et plus physique des
processus dégradants devra désormais étre explorée.
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Au cours de cette étude, nous avons étudié les différents aspects qui caractérisent les
dégradations induites par le fretting. Ceci nous a amené a expliciter des variables capables de
quantifier la condition de glissement, 1’amorcage de fissures en glissement partiel et 1'usure
par formation de débris en régime de glissement total.

La nécessaire complémentarité des approches théorique et expérimentale permet une vision
globale du probleme associant I'intérét d’une critique constructive de 1’expérience sur
I'évaluation du modele et inversement l'aide de la théorie pour construire une stratégie
expérimentale plus rigoureuse. Associée aux hypotheses élastiques du contact Hertzien, cette
recherche est schématisée ci-dessous :

Critére d’énergie "A" Cntere de glissement "B" Critére mdependant du
(A=02) B;=0.26) montage "C" =0.77)

Eq Q E

A—& A -:Z:-.I 5* /
E Vo 5 8 Ed() //

Conditions de glissement - Régimes de glissement ’

2

\ Glissement partiel || Glissement Total /

\

Approche Approche

Fatigue O Energétique

E4(X,Y)

~ -

Amorgage de Création de
Fissures Débris
~N

Figure 5-1 : Principe de I’analyse des dégradations en Fretting.

QUANTIFICATION DE LA CONDITION DE GLISSEMENT

Trois criteres A-B-C déduits de I’analyse du cycle de fretting par I'approche de Mindlin sont
explicités et permettent de quantifier la condition de glissement. La transition entre glissement
partiel et glissement total est définie par les trois constantes A;-B;-C; qui sont
indépendantes des caractéristiques du matériau, du rayon de courbure de la sphere ou du
coefficient de frottement. Les parametres A et B dépendent de la mesure du débattement et
sont donc fonctions de la raideur du montage. Pour évaluer correctement la condition de
glissement, il importe de déterminer la compliance tangentielle du montage et de 1'intégrer
dans le calcul des criteres. Seul le critere C est indépendant du montage, mais sa
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détermination implique une tres bonne résolution de la mesure du cycle de fretting.

L’évolution de ces variables en fonction du temps permet de quantifier le concept de régime
de glissement jusqu'a présent uniquement observé au travers des biiches de fretting.

On montre que la transition d’une condition de glissement vers une autre dépend
essentiellement de 1’évolution du coefficient de frottement. On peut donc définir les frontieres
des régimes en caractérisant le comportement du coefficient de frottement et indirectement
celui de l'interface (transferts, troisiéme corps). L'analyse combinée des criteres et de 1'effort
tangentiel permet de remonter a I'évolution du coefficient de frottement local dans la zone de
glissement et de suivre 1'évolution de la frontiere de la zone « collée » apres la transition vers
le glissement partiel.

Nous disposons de moyens capables de quantifier la condition de glissement a tout instant de
l'essai et de prédire un comportement en fonction des sollicitations imposées.

L'association de ces variables améliore la connaissance de I’histoire du chargement imposé au
matériau et rend possible I’analyse mécanique de I’amorcgage et l'approche énergétique de
I"usure.

ANALYSE DE L’AMORCAGE EN CONDITION DE GLISSEMENT PARTIEL

L'analyse de l'amorcage a grand nombre de cycles en glissement partiel montre qu'il est
nécessaire de tenir compte du comportement et de la nature du matériau pour appliquer un
crittre d'amorcage et quantifier le risque de fissuration en fretting. L'analyse mécanique
permettant la prévision a partir des grandeurs conventionnelles de fatigue est possible si on
tient compte de 1'évolution du coefficient de frottement local et surtout si le calcul des
contraintes dans le contact prend en compte les effets d'échelle, en moyennant la sollicitation
sur un volume élémentaire.

- Pour les aciers bas carbone de structure martensitique revenue, présentant un comportement
en traction de type ductile et admettant une loi d'écrouissage isotrope (30NCD16, 35NCD16)

(04/7q < \/3), la condition de premier amorgage est tres bien quantifiée par 1'approche de

Dang Van. Le critere prévoit un premier amorgage en bordure de contact Hertzien qui est
observé pour les conditions de tres faibles débattements. Le critere permet aussi de formaliser
le phénomene de multi-fissuration lorsque la zone de glissement est importante. L'analyse
quantitative est vérifiée et permet une prévision d'amorcage avec une erreur inférieure de 5%
si les contraintes imposées dans le volume sont établies sur un volume élémentaire de 5 pm de
coté. On montre que le site d'amorcage associé au micro-volume défini par la théorie ne
correspond pas au grain de la sous structure austénitique (15-20 um de diametre) mais
correspond plutdt a 1'échelle d'une aiguille de martensite ou a l'interface entre plusieurs
aiguilles.

- Pour les aciers fortement alliés caractérisés par un comportement fragile (SC6-5-2), le
mécanisme de fissuration dépend des carbures présents dans la microstructure. La contrainte
principale maximale apparait alors comme la grandeur mécanique la mieux adaptée pour
quantifier le risque de fissuration dans le contact. La condition de non fissuration du contact
en glissement partiel a grand nombre de cycles peut étre associée a la contrainte maximale
d'endurance établie pour un essai de flexion répétée si les sollicitations calculées dans le
contact sont définies sur un volume élémentaire de I'ordre de 13 um de coté.

La définition de la condition de glissement, 1'analyse mécanique du contact et la comparaison
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de plusieurs criteres d'amorcgage soulignent les aspects fondamentaux nécessaires a I'étude de
I'amorgage en fretting :

- comportement du matériau (ductile/fragile),
- évolution du coefficient de frottement (coefficient de frottement local),
- facteurs d'échelle (volume élémentaire).

Nous avons établi des variables permettant de quantifier chacun de ces aspects et proposé une
méthodologie pour aider a la résolution de problemes de fretting de structures industrielles.

Nos résultats indiquent qu'une évolution vers une résolution par éléments finis du probleme
permettrait d’affiner notre démarche en combinant des lois de coefficient de frottement non
constantes et en facilitant la résolution élasto-plastique du probleme. Ainsi, il sera plus facile
d’étudier 1’autre domaine de la fissuration, celui de I’amorgage a faible nombre de cycles ou
fatigue oligocyclique, essentiellement gouverné par les aspects de déformation plastique
cumulée.

USURE INDUITE PAR FORMATION DE DEBRIS

Essentiellement analysée en grands débattements, la dégradation associée a la formation de
débris est quantifiée a partir d'une approche énergétique. L'analyse conduite sur l'ensemble de
la trace qui relie le volume de matiere dégradée a la quantité d'énergie dissipée est transposée
au niveau local a partir d'une description Hertzienne du contact. Nous associons la
morphologie de la dégradation a la distribution locale de I'énergie. Cette analyse nous permet
d'extraire et de comparer des coefficients énergétiques d'usure locaux plus faciles a
déterminer.

Nous étudions le comportement d’un acier SC6-5-2 pour des conditions de glissement total et
en glissement alterné en faisant varier le débattement et 1’effort normal. Pour ces conditions,
on montre que l'approche énergétique volumique permet une bonne quantification de la
dégradation. L'étude des variables locales souligne que c'est l'analyse fondée sur la
quantification de la surface latérale qui fournit les meilleurs éléments de comparaison.

L'analyse énergétique considere une globalisation du phénomeéne et suppose une relation de
proportionnalité entre le travail interfacial et l'activation des processus de dégradation des
premiers corps.

L'analyse locale montre cependant qu'il est nécessaire de prendre en compte l'effet du
troisiéme corps pour expliquer I'évolution du facies du contact caractérisée par une structure
en "W" pour les faibles glissements et une structure en "U" pour les grandes amplitudes.

Une distribution annulaire des débris modifie trés fortement la répartition des chargements de
telle sorte que le maximum de la profondeur d'usure ne se trouve pas au centre du contact
comme le prédit le modele Hertzien mais sur la périphérie.

L'analyse locale de l'évolution de la profondeur maximale d'usure, essentielle a la
quantification de la durée de vie des revétements implique des améliorations du modele afin
de tenir compte de 1'évolution de la morphologie du contact et de la présence du troisieme
corps.
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APPLICATION

Nous avons évalué expérimentalement les effets d’un revétement dur et mince de TiN sur
I’amélioration du comportement du contact vis-a-vis des sollicitations de fretting.

Nos résultats mettent en évidence plusieurs points :

- Un dépot mince de TiN abaisse le coefficient de frottement et l'introduction de contraintes
de compression stables protege de l'amorcage en régime de glissement mixte et partiel.
Cependant, l'effet bénéfique du revétement est conditionné a son maintien dans le contact :
des que celui-ci est percé on retrouve le comportement en fissuration du substrat (SC6-5-2).
Ce type de revétement ne permet pas une protection pour des sollicitations a grand nombre de
cycles.

- L’étude de 'usure en grands débattements montre qu'au dessus d'un seuil de pression, ce
sont les mécanismes de délamination qui contrdlent la durée de vie du dépot. Ce seuil est
associé a la limite de plasticité du substrat. En dessous de ce seuil de chargement, I'usure par
formation de débris est le phénomene prépondérant. Pour les conditions étudiées, 1’analyse
énergétique indique une cinétique d'usure du dépdt TiN de 9 a 10 fois inférieure a celle de
l'acier SC6-5-2.

SYNTHESE

Notre méthodologie est fondée sur 'approche de type carte et s’appuie sur une démarche
expérimentale rigoureuse qui consiste a solliciter en fretting des aciers revétus ou non.

Elle permet aujourd’hui de quantifier le comportement tribologique des couples de matériaux
et une meilleure connaissance de 1'évolution du coefficient de frottement, des conditions
d'amorcage en glissement partiel et de I'usure en glissement total.

Ces informations quantifiées aux travers de variables adaptées aux modélisations de type
éléments finis (comportement du matériau, lois de coefficient de frottement, volume
élémentaire caractérisant la taille du maillage) permettent une résolution des problemes de
l'amorcage en fretting pour des situations industrielles. Des développements restent
nécessaires pour formaliser les phénomenes d'usure.
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Propriétés des matériaux

E.G, v
*

E
K

Oy,ly
G4, Td

Od,Fp(0.1) max

: Module élastique de Young, module de cisaillement, coefficient de poisson,
: Module élastique équivalent,

: Constante matériau définie par la relation,

: Limite de plasticité en traction, limite de plasticité en cisaillement,

: Limite d'endurance en flexion alternée, Limite d'endurance en torsion

alternée,

: Valeur maximale de la limite d'endurance en flexion plane pour un rapport de

sollicitation tel que (O / O min = 0.1).

: Sensibilité du matériau a la triaxialité du chargement (critere de Froustey-

Lasserre),

: Limite en tension,

Chargements du contact

P, P,
Po

Pot
Q’ Q*’ Qt

Qx

Qs
8, 8*,8t

5., Sur
80, ot

(e
1=}

o

ol o

M My
Hp

Mg, Hg

: Effort normal, effort normal associ€ a la transition G.P / G.T,

: Pression Hertzienne maximale,

: Pression Hertzienne associée a la transition G.P/G.T,

: Effort tangentiel, amplitude de l'effort tangentiel, amplitude associée a la

transition G.P/G.T,

: Amplitude moyenne de 1'effort tangentiel calculée pour une condition de

glissement partiel stabilisé,

: Effort tangentiel associé au glissement pur (glissement total, alterné),
: Débattement relatif au niveau du contact, amplitude du débattement,

amplitude du débattement associée a la transition G.P/G.T,

: Débattement mesuré, amplitude mesurée,

: Amplitude de I'ouverture du cycle définie lorsque Q=0, valeur associée au

cycle a la transition G.P/G.T.

: Amplitude de la composante de glissement du cycle de fretting,
: Amplitude associée au glissement relatif ( G.T/ glissement alterné),

: Rapport de glissement (e=D/a) (G.T/glissement alterné)
: Rapport de glissement moyen calculé sur 'ensemble de I'essai (prise en

compte de I'extension de 1'aire de contact),

: Coefficient de frottement, coefficient de frottement associé a la transition,
: Coefficient de frottement local effectif dans 1'anneau de glissement en

glissement partiel,

: Coefficient de frottement moyen associé¢ a la condition de glissement pur,

valeur moyenne calculée sur les 500 derniers cycles,
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R*

NOMENCLATURE

: Valeurs maximale et minimale du coefficient de frottement dans le contact,
: Rayon de la bille,

a : Rayon du contact Hertzien,
c : Rayon de la zone collée,
c' : Rayon du front de glissement balayant 'anneau externe au cours du cycle de
fretting en glissement partiel,
k : Parametre de glissement (k= c/a);
Eq.Egt : Energie dissipée du cycle de fretting, énergie associée a la transition,
E; : Energie totale associée au cycle de fretting ( E;=4. Qx.0x),
Eqo : Energie associé a l'ouverture du cycle de fretting (Ey =4. Q+.0¢),
Cc : Compliance du contact,
Chn : Compliance du contact mesurée,
Cg : Compliance tangentielle du systeme (montage et échantillons),
t : Temps,
f : Fréquence du cycle de fretting,
T : Période du cycle de fretting,
Caractérisation des conditions de glissement en fretting
G.P,G.T : Glissement partiel, Glissement total,

R.G.P,R.G.T: Régime de glissement partiel, Régime de glissement total,

R.GM : Régime de glissement mixte,

A, A : Critere d'énergie "A", constante définissant la transition G.P/G.T (A;=0.2),

B , B : Critére d'ouverture de cycle "B", constante définissant la transition G.P/G.T
(B;=0.26),

C, G : Critere indépendant du montage, constante définissant la transition G.P/G.T

(Cy=0.26),

Parameétres caractérisant les sollicitations imposées au plan du contact

ZP, ng : Tenseur associé a I'effort normal statique, tenseur associé au chargement
tangentiel alterné en glissement partiel,

ps : Amplitude du chargement tangentiel,

Lps : Tenseur de la sollicitation totale en glissement partiel,

T : Tenseur des contraintes moyennes calculées sur le volume élémentaire V(I),

O max : Contrainte principale maximale (analyse ponctuelle),

Ol max (V) : Contrainte principale maximale établie sur le volume élémentaire V(1),

Max(0| pax) : Valeur maximale de la contrainte principale dans le contact,
X(Max(6y ) : Position relative suivant X du maximum de la contrainte principale,
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O max » : Contrainte équivalente de Von Mises,

Max(0emax) : Valeur maximale de la contrainte équivalente de Von Mises,

X(Max(0, oy )) : Position relative suivant X du maximum de la contrainte de Von Mises,
Tmax : Contrainte de cisaillement maximal,

Max(Tax) : Valeur maximale de la contrainte de cisaillement maximal,

X(Max(cse max)) : Position relative suivant X du maximum du cisaillement,

px,y),q(x,y) : Distribution Hertzienne de la pression et du cisaillement,
Poy : Pression maximale associée a la premiere plastification en sous couche en

indentation normale (Q=0) (poyz1.6. Oy).

do : Cisaillement Hertzien maximal (qg=u.pg),

Py ML : Force normale limite de premiére plastification a la transition,

PovM : Pression Hertzienne définissant la condition de premiere plastification (Von
Mises) en bordure de contact (IxI = a, y= z =0) et en glissement partiel.

V) : Volume élémentaire sur lequel le chargement du contact est calculé afin de
tenir compte de 1'effet d'échelle,

1 : Dimension du parametre de maille cubique caractérisant le volume

élémentaire,
L : Dimension relative du parametre de maille (L =l/a),

Variables associées au critére de fatigue de Dang Van

V(M),v(m) : Volume associé au chargement macroscopique, volume microscopique

associé au chargement microscopique,
dpy, dpye : Critere de Dang Van, Critere de Dang Van associé au contact sphere-plan et

défini en bordure de contact,

X(t) : Trajet de chargement macroscopique,

E(7i,t), p(t) : Cission macroscopique, pression hydrostatique macroscopique,

6(t) : Trajet du chargement microscopique,

T(t), p(t) : Cission microscopique, pression hydrostatique microscopique,

Tmax» Pmax - Valeurs maximales de la cission et de la pression hydrostatique
microscopique,

Tes Do : Valeurs critiques de la cission et de la pression hydrostatique
microscopique,

o, B : Variables définissant le domaine de sécurité du critere de Dang Van,

qopv : Cisaillement Hertzien maximal associé a la condition d'amorcage du
critere de Dang Van (défini en bordure de contact : Ixl =a, y= z=0),

JoDV L : Cisaillement limite définissant la condition d'amorcage a la transition de
glissement G.P/G.T (Qx = Q;) en bordure de contact (Ixl=a,y= z=0),

PODV L : Pression limite définissant la condition d'amorgage a la transition de

glissement G.P/G.T (Qx = Q;) en bordure de contact (Ixl =a, y= z=0),
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Variables associées au critére de fatigue de Froustey - Lasserre

: Energie (élastique) sphérique du tenseur moyen,
: Energie (élastique) de distorsion du tenseur moyen,
: Energie totale du tenseur moyen,

: Degré de triaxialité du chargement moyen,

: Energie (élastique) sphérique du tenseur alterné,

: Energie (élastique) de distorsion du tenseur alterné,
: Energie totale du tenseur alterné,

: Degré de triaxialité du chargement alterné,

: Energie de distorsion admissible associé au tenseur alterné,

: Critere de Froustey-Lasserre,

: Pression seuil définissant la condition d'amorgage en glissement partiel,
: Pression limite définissant la condition d'amorgage a la transition de

glissement (Qy ),

: Position relative suivant 1'axe X du maximum du risque du critere Froustey-

Lasserre,

Variables associées aux critéres uni-axiaux

GaGD

: Amplitude admissible associée a 1'approximation de Goodman,

: Critere d'amorgage issu de l'approximation de Goodman,

: Amplitude admissible associée a l'approximation de Gerber,

: Critere d'amorgage issu de l'approximation de Gerber,

: Amplitude admissible associée a l'approximation de Dietman,

: Critere d'amorgage issu de l'approximation de Dietman,

: Amplitude admissible associée a l'approximation de VDI,

: Critere d'amorgage issu de l'approximation du VDI,

: Pression seuil définissant la condition d'amorgage en glissement partiel

définie a partir de a I'approximation de Gerber,

Variables associées aux dégradations dans la trace de fretting

hp,hy,
h . hy

hw, Sw
r, R

If

A

: Profondeurs maximales d'usure suivant les directions axiale et latérale,
: Profondeurs maximales d'usure sur I'ensemble de la trace et au centre de la

trace,

: Parametres de forme de la trace de fretting,

: Position radiale absolue en surface, position radiale relative (R=r/a),
: Rayon de la position absolue du site d'amorgage,

: Rayon de la trace suivant la direction axiale (X),



I
Sas S

SCA . SCL

app.

NOMENCLATURE

: Rayon de la trace suivant la direction latérale (Y),
: Rayon apparent de la trace de fretting (1, = (15 +11 )/2),
: Surfaces usées déduites des profils d'usures obtenus suivant les axes axial (X)

et latéral (Y) de la trace,

: Surfaces complémentaires non usées déduites des profils d'usures obtenus

suivant les axes axial (X) et latéral (Y) de la trace,

: Volume d'usure,
: Volume d'usure approché obtenu a partir de l'approximation du volume de la

trace,

Parameétres associés a l'usure par formation de débris

Eq. XE4
Eq(X,Y)
Eq(R)
Eq(X)
Eq(Y)

: Energie dissipée durant un cycle, valeur cumulée sur l'essai,

: Distribution en surface de I'énergie dissipée durant le cycle de fretting,

: Distribution suivant I'axe radial de 1'énergie dissipée durant le cycle,

: Distribution suivant I'axe axial (X) de 1'énergie dissipée durant le cycle,

: Distribution suivant I'axe latéral (Y) de 1'énergie dissipée durant le cycle,

Egsa» XEgsa : Energie intégrée suivant I'axe axial (X), valeur cumulée sur 1'essai,

Egst.. XEq4sy. : Energie intégrée suivant I'axe latéral (Y), valeur cumulée sur 1'essai,
Egn, XEg,: Energie locale maximale (centre du contact), valeur camulée sur l'essai,

te(X,Y)
Eq.+te
Ay
Qyp

Ovp

OCVapp.
OCVapp.P

OCVapp.D

AsA
GsA P

AsA.D

asL
dsr.p

dsr.p

g

: Distribution du temps d'exposition au cours d'un cycle de fretting,

: Facteur temps d'exposition-énergie dissipée,

: Coefficient énergétique d'usure déterminé sur le volume (profilométries 3D),
: Coefficient énergétique d'usure (volume3D) associé a la variation de 1'effort

normal (P),

: Coefficient énergétique d'usure (volume 3D) associé a la variation du

glissement (D),

: Coefficient énergétique d'usure déterminé sur le volume approché,

: Coefficient énergétique d'usure (volume approché) associé a la variation de

I'effort normal (P),

: Coefficient énergétique d'usure (volume approché) associé a la variation du

glissement (D),

: Coefficient énergétique d'usure déterminé a partir de la surface axiale,
: Coefficient énergétique d'usure (surface axiale) associé a la variation de

I'effort normal (P),

: Coefficient énergétique d'usure (surface axiale) associé a la variation du

glissement (D),

: Coefficient énergétique d'usure déterminé a partir de la surface latérale,
: Coefficient énergétique d'usure (surface latérale) associé a la variation de

I'effort normal (P),

: Coefficient énergétique d'usure (surface latérale) associé a la variation du

glissement (D),

: Coefficient énergétique d'usure déterminé a partir de la profondeur maximale,
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ANNEXE 1 : PROPRIETES DES MATERIAUX ETUDIES
Al.1 LES SUBSTRATS

Al.1.1 ACIER 3ONCDI16

L’acier 30NCDI16 est un acier de classe aéronautique, I’alliage étudié est de nuance
classique, austénitisé a 850 °C pendant 30 minutes, trempé a 1’huile puis revenu a 585 °C
durant 1 heure et refroidi a I’huile. La composition chimique donnée par la fonderie
(AUBERT&DUVAL) est la suivante :

C Si Mn S P Ni Cr Mo
0.31 0.25 0.49 0.004 0.008 4.08 1.39 0.5

Tableau Al-1 : Composition chimique du 3SONCD16 (% en masse)

La structure de cet acier est du type martensitique revenue.

Cet acier provient d’éprouvettes vierges de fatigue issues du méme lot que celui testé par
Dubar L. (1992). Plus de 300 essais de fatigue uni et multi axiaux ont été réalisés pour
différentes sollicitations de fatigue. On résume ses caractéristiques dans le tableau suivant :

E’ v Re Reon2 Reo.2 Rm Og T4 K
200 0.3 745 895 1080 1200 690 428 14
" enGPa,  en MPa,
E : Module d’ Young,
v : Coefficient de Poisson,
Re : Limite apparente de linéarité,
Rm : Contrainte maximale,

Reg > : Limite élastique pour 0.02% de I’allongement permanent,
Rep, :Limite élastique pour 0.2% de I’allongement permanent,

64 :Limite d’endurance en flexion plane alternée (6 /0 min = —1)2 10° cycles,
T4 : Limite d’endurance en torsion alternée a 10° cycles.
K : Facteur de triaxialité (paragraphe 3.2.2)

Tableau Al-2 : Récapitulatif des caractéristiques du 3O0NCD16 , Dubar L. (1992)

Al.1.2 ACIER 35NCD16

Il s’agit aussi d’un acier de classe aéronautique. Les éprouvettes de fretting sous contraintes
déja usinées on subi un traitement classique suivant la norme NF A 35-552 .

La composition chimique donnée par le fournisseur (AUBERT&DUVAL) est conforme a la
norme NF A 35-552.

C Si Mn S P Ni Cr Mo
0.33 0.3 0.5 0.025 0.015 3.6 1.6 04

Tableau Al-3 : Composition chimique du 35SNCD16 (% en masse)

Le tableau ci-dessous résume les différentes caractéristiques attendues :
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Nuance Traitement thermique Rej» Rm A% | Dureté
(MPa) (MPa) HRC
35NCD16 | 865 a 885°C A+ R 550-650°C 880 1000 a 1200 10 39-40

Tableau Al-4 : Traitement thermique du 35NCD16

Le revenu fixé a 585°C donne une dureté de 39HRC, alors qu’un essai de traction réalisé sur
une des éprouvettes de fretting sous contrainte donne une limite maximale Rm de 1150 MPa
validant ainsi la qualité du traitement.

1200 ¢ OMPO) Rm=110MPa
800 +
400 +
allongement (mm)
0 t } t } f !
0 2 4 6

Figure Al-1 : Essai de traction du 35SNCDI16 ( éprouvette de fretting sous contrainte).

Nous estimons les limites d’endurance a partir de valeurs obtenues sur différents 30NCD16
qui par sa composition, sa microstructure et le traitement thermique appliqué est tres similaire.
La comparaison se fait a partir de la contrainte maximale de traction (Rm), considérée comme
le parametre le plus fiable pour permettre cette approximation (Brand A.).

Rm (MPa) o4 (MPA) tq (MPA)
30NCDI16 Dubar L. (1992) 1200™ 690 ™ 428 ™
30NCD16 Froustey C. (1987) 1160™ 610" 405"
35NCD16 (étudié) , 1150™ _ 590° 400°
™ - valeur mesurée, © : valeur estimée. (x en GPa, = en MPa)
E (GPA) % Rm (MPa) HV50 O4e (MPa) | 14, (MPA)
210 0.3 1150 400 590 399

Tableau Al-5 : Caractéristiques mécaniques du 3SNCD16.
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Al.1.3 ACIER A OUTIL (HSS) SC 6-5-2

L’acier a outil étudié est aussi utilis€ comme matériau du substrat des revétements TiN est
fourni par le BAM.

Il s’agit d’un acier DIN SC 6-5-2 (AFNOR : Z 95 WDC 06 05 02 ; AISI: M2 0.96%). Les
échantillons testé en fretting consiste en de petits cylindres polis mécanique jusqu'a
I’obtention d’une rugosité tres faible (Ra<0.01).

La composition chimique donnée par le fournisseur TYSSEN (GIGANT M 5 H) est :

C Cr Mo \" \\
0.96 4.25 5.0 1.85 6.35
Tableau Al-6 : Composition chimique de ['acier a outil HSS (SC 6-5-2) (% masse) .

Le traitement thermique a été réalisé par 1’entreprise Universal-Harterei :

L’acier est austénitisé a 1230 °C, suivi de 3 revenus successifs de 2 heures a 540°C dans un
four sous vide.

Sa microstructure est martensitique avec la présence de trés nombreux carbures MC et MCsg.

Cependant il existe des carbures MC, qui présentent une dureté intermédiaire, mais de forme
aciculaire ils sont beaucoup plus fragiles. L’ajout de vanadium et de silicium permet d’éviter
sa formation.

L’analyse métallurgique indique pour augmenter les caractéristiques d’usure la quantité
maximale de carbure MC est a rechercher (Lévéque R.).

Nous ne connaissons pas les proportions exactes en carbure de cet acier, cependant la
comparaison avec le Z85SWDCV(06-05-04-02 pour un traitement similaire (température
d’austénitisation (1220°C)) (Lévéque R.). laisse supposer une proportion majoritaire de
carbure MC de I’ordre de 90% et minoritaire de gros carbures MCg. Une tres forte proportion
de petit carbures MC est effectivement observée sur les micrographies.

Pour acquérir certaines informations mécaniques et d’endurance nécessaires a 1’étude fatigue,
nous nous sommes procurés des barres du méme matériau et fait réaliser un traitement
similaire chez la méme entreprise.

Apres découpe par électro-érosion et élimination par polissages successifs sur 300 um de la
couche altérée, nous obtenons des éprouvettes de flexion avec sur la surface en tension une
rugosité Ra=0.01 pm équivalente a celle des échantillons de Fretting. La Figure Al-2
schématise I’éprouvette de flexion et les conditions de I’essai de flexion.

Figure Al-2 : Caractéristiques de I’ éprouvette de flexion et de I’essai de flexion 3 points.
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On résume les différentes formulations nécessaires a 1’identification des sollicitations :

. . . 3 F.L
la contrainte de tension maximale en surface : SFp =5 5>
2 p.n?
. . Orp 6h
la déformation correspondante : €pp =5 = 2 f,
E L
e 1 I’ AF
le module d’élasticité : E=—- ERVE
4 b.h f
Avec :
F : la force appliquée,
f : fleche de la déformation de I’éprouvette.
4000
<
& 1
= R, Fp = 3075 MPa
Q3000 % TTTTTTTTTTToTTTITomemsmmeiee g !
< 1
= | :
g X
5 2000 1. Repp = 1800 MPa i
= I
s | .
o |
£ 1000 + ~] E=231GPa |
g :
jé‘ i E fim,Fp =278 mm
Q 1
0 t } t } —T— ;
0 1000 2000 3000 4000
fleche f (um)

Figure Al-3 : Essai de flexion plane de [’acier a outil SC 6-5-2.

Trois essais monotones nous donnent une limite a rupture en flexion de : R, g, = 3060 MPa.

Cette valeur est légerement inférieure a d’autres résultats obtenus pour un acier similaire
ASP23 (HRC 64) qui montrent une limite a rupture de 4046 MPa.

On détermine la limite de linéarité apparente que ’on attribue a la limite de plasticité a
environ 6y = Re=1800 MPa.

On calcule dans la portion linéaire un module élastique « E » de I’ordre 230 MPa.
Cette valeur est tres proche des données trouvées dans la littérature pour les aciers a outils
similaire (Lévéque R).

Des différents essais en flexion plane avec un ratio de contrainte G /0 max = 0.1 nous
permettent de tracer 1’équivalent d’une courbe de Wholer en flexion plane (Figure A1-4).
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Figure Al-4 : Courbe de Wohler de 'acier SC6-5-2 (Flexion Plane G /0 max =0.1)
(essais réalisés par Martin B. ).

On estime une limite d’endurance ayant pour valeur maximale G4 gy (0.1) max = 1050 MPa.

On calcule alors pour la contrainte moyenne,

G min/OCmax + 1
OFpmoy = - 2max ~Od,Fp(0.1ymax =80 MPa,

une amplitude limite admissible 2 10° cycles égale 2 :

1-0nin/0
CdFpA = ml; P64 Fp(0.1y max =470 MPa.

Le calcul des criteres multiaxiaux implique de connaitre les limites d’endurance en flexion et
en torsion. Tres abusivement, nous utilisons I'approximation uni-axiale de Gerber afin de
délimiter un domaine d’amorcage dans le diagramme de Haigh (paragraphe 3.2.3.2) .

Nous estimons le limite alternée de flexion plane (Gerber).

Od,Fp A
Oge = =P =490 MPa

2
- (GFpmoy/ R Fp

La formulation de Brand A. pour les aciers a haute résistance donne une limite d’endurance
en flexion plane alternée égale a (Figure Al1-5) :

Sdepp =105 (Rm(0.56-1.4 10*.Rm)) = 430 MPa.
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I état Rc (recuit) :

Goo = Rp (0,56 - 1,4 X 1074 R,,)
IT état T.R. (trempé-revenu):

Opo = Rm (0,57 - 1,2 X 10"* R,,)
III état T.R. - aciers & haute résistance:

Gpo = Rm (0,56 - 1,4 X 10-* R,,))

Figure A1-5 : Abaque permettant d’estimer la limite d’endurance en flexion rotative a partir
de la résistance a la traction Ry, (Brand A.) (notation : G4 pro = Oge Fr )-

La valeur déduite de I’approximation de Gerber est sensiblement supérieure a celle déduite
de I’abaque 2 90% A. Brand A.. Compte tenu de la dispersion des données dans 1’intervalle
considéré (Figure Al-4) et du coefficient de sécurité appliqué par 1’auteur, la valeur obtenue
O4e apparait suffisamment représentative.

Nous déduisons la limite d’endurance en torsion alternée en considérant un ratio
Gd/‘Cd = \/5 soit : T4e = 280 MPa

(proche de la valeur déduite des relations du CETIM 14, = 057.64 g0 = 300 MPa) .

On résume les caractéristiques du matériau mesurées et estimées soit :

* EES EES EE3 EES EES

E v HRC | Ry pp Oy Ty Od,Fp (0.1) Gde Tde

230 0.28 64 3050 1800 900 1050 490 | 280
en *GPa, " en MPa
Tableau Al-7: Récapitulatif des caractéristiques de I’acier SC 6-5-2.

R

G d,Fp (0.1) max : Valeur maximale de la limite d’endurance en flexion plane pour 10° cycles

m,Fp : limite maximale de rupture en flexion plane.

avec S pax /O min = 0.1pour.

Oy,Ty : limites de plasticité mesurées a partir d’'un essai de flexion (limite
apparente de linéarité Re) (Ty =0y /2).

Ode> Tde : limites d’endurance alternée estimées (G i, /0 max =—1)-

REMARQUE :

L’observation au MEB du site d’amorcage des éprouvettes de flexion montre que la
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fissuration est initi€ée au niveau des carbures.

10uym201kV 28B2E3 1373729 SE

(a) (b)
Figure A1-6 : (a):Observation au MEB du site d’amorcage apres 1 0° cycles (flexion plane);

(b): Détail au niveau du site d'amorcage(amorcage au niveau d'un carbure).
Al.1.4 DEPOT TiN (BAM)

Les dépdts de TiN sur des substrats de SC 6-5-2 (A1.1.3) nous sont fournis par le BAM. Le
revétement, obtenu par dépdt physique en phase vapeur (PVD : physical vapour deposition)
utilise la technologique de « magnetron triode » (Hauzer HTS 625 ABS system). Le procédé
comporte trois étapes :

- la surface du substrat est préchauffée,

- la surface de I’acier est activée par un bombardement ionique d’ion Ti (tension 1000V),

- la couche de TiN est déposée a 1’aide d’un « unbalanced magnetron sputtering » (UBM
mode). Les proportions d’ion Ti et d’azote sont contrdlées dans la chambre de fagon a obtenir
une couche stoechiométrique. L’épaisseur finale est comprise entre 3 et 4 um, la dureté de
I’ordre de 1200 HV.

L’estimation des contraintes résiduelles de compression est plus difficile, les données
bibliographiques sont contrastées. Les valeurs trouvées dépendent de la méthode et de
I’épaisseur du revétement. Elles sont en général supérieure a 1000 MPa.

E (GPa) \ Hv Ra contr. résid. de compression (valeur minimale)
250 0.19 1200 0.05 1000 MPa

Tableau Al-8 : Caractéristiques du dépot nitrure de titane (BAM).

A1.2 MATERIAUX UTILISES POUR LES SPHERES
Al.2.1 ACIER 100C6_

L’acier 100C6 étudié correspond aux caractéristiques d’un acier de roulement. La
composition correspond a la norme AIR 9160/C.
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<

C Si Mn S P Cr Ni Mo
min 0.95 0.15 0.2 < < 1.35 < < <
max 1.1 0.35 0.4 0.02 0.03 1.6 0.4 0.1 0.3

Tableau Al-9 : Composition chimique du 100C6.

Des mesures de dureté en surface donne une valeur de 62HRC soit 740 Hvsy.
Les caractéristiques mécaniques données par la SNR sont résumées dans le tableau suivant :

E" A% HRC HV5() Rm GY(RO.Z) Ty Od.Fr
210 0.29 62 740 2000 1700 850 1000
en GPa, = en MPa

Tableau Al-10 : Caractéristique du 100C6

Oy, Ty : limites de plasticité en traction et en cisaillement a 0.2% de déformation
résiduelle.
Od Fr : Limite d’endurance en flexion rotative alternée pour 10° cycles.

Les billes achetées a la société CIMAP sont de deux diameétres :

Des billes de moyenne dimension (R=12.7 mm) avec une rugosité de Ra=0.1 pum, une erreur
de sphéricité sur le diametre de 20 um.

Des billes de grande dimension (R=50 mm), avec une rugosit¢ Ra=0.1 pm et une erreur de
sphéricité inférieure a 50 um.

Al.2.2 ALUMINE

Les billes d’alumine ont été commandée a la société CIMAP, le tableau suivant résume les
diverses caractéristiques du matériau :

Structure cristalline Poly.
Formule chimique Al O3
Pureté % 99.8
Masse volumique kg/dm3 3.9
Dureté HV 2300
Résistance a la compression MPa 2500
Résistance a la traction MPa 250
Résistance a la flexion MPa 380
Module d’élasticité GPa 310
Coefficient de Poisson 0.27

Le fabriquant SWIP garantie sur les billes de 25.4 mm de diametre une rugosité inférieure a
Ra=0.01 um avec un erreur de sphéricité de 1’ordre de 0.1um sur le diametre.
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ANNEXE 2 : NOTIONS DE MECANIQUE DU SOLIDE

A2.1 DEFINITIONS
Une contrainte est définie comme étant une force (F) par unité de surface (dS) (Figure A2-1).

%
n

=

%
t

Figure A2-1 Figure A2-2

Si la direction est perpendiculaire a la surface considérée on parle de contrainte normale qui
suivant son signe sera de compression (-) ou de tension (+). Dans le cas ou la direction de la
contrainte exercée est parallele a la surface sollicitée, on parle de contrainte de cisaillement.
Finalement, la contrainte (T) imposée a une facette peut se décomposer en deux termes : une
contrainte normale (1) et une contrainte de cisaillement ( t) (Figure A2-2).

Pour décrire un état de chargement, il faut considérer un espace a deux dimensions pour le cas
simple d'un état plan (cas du contact cylindre-plan), et plus généralement un espace a trois
dimensions. Si on considere un élément de volume cubique dans le repere orthonormé,
chacune des facettes comporte 3 composantes (1 normale , 2 tangentielles ( deux projetées de
la contrainte tangentielle définie précédemment).

7 (33)

N
G33 N3

X (11)
Figure A2-3 : Représentation spatiale des contraintes (Lemaitre J., Chaboche J.L. 1988)

L'état de contrainte est exprimé par 18 composantes. En considérant un matériau homogene et
isotrope, le nombre de composantes est réduit a 9 (Figure A2-.3).
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611 O12 O13
Y=|0y1 Op O0x3

G371 032 033

De plus, toujours en raison de I’isotropie du matériau, la symétrie du tenseur permet d’écrire
Gy =071, 013 =031 €t O3 = 03,. L'état de contrainte de 1'élément de volume considéré

est finalement caractérisé par six composantes.

Il est difficile d'appréhender un état de chargement uniquement au travers d'une approche
tensorielle, celle-ci faisant intervenir une vision multiaxiale des sollicitations. De plus la
description physique de I'endommagement (plastification, fracturation, fissuration,...)
implique la définition de grandeurs unidimensionnelles plus faciles a manipuler.

A partir de la description générale de I'état de contrainte, on détermine les grandeurs
caractéristiques suivantes.

A2.2 CONTRAINTE PRINCIPALE MAXIMALE (o).

L'état de chargement est formulé dans le repere du contact, il comporte généralement des
composantes tangentielles et normales, or il est possible par rotations multiples du référentiel
d'obtenir un autre référentiel dans lequel toutes les composantes tangentielles sont éliminées.
L'état de chargement initial est alors décrit uniquement par les trois composantes normales (
G|, Oy, ©3) (contraintes principales) orientées suivant les directions principales

correspondantes (Figure A2-4).

Figure A2-4 : Contraintes principales

La détermination des contraintes principales est obtenue a partir de la résolution du systeme

d'équations issu de la relation det‘Z - 7»1‘ =0

(ou A sont les valeurs propres réelles cherchées et Ile tenseur unité avec ¢;; =let ¢; =0).
(i#J)

Les trois valeurs A; (i = 1, 2, 3) ainsi calculées correspondent aux trois valeurs principales

respectivement (6] =6, >03). Les directions associées sont déterminées par la résolution des
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systemes d'équation: (Z - G(i).l) al) = 0.

Les trois composantes du vecteur i) associé a la contrainte principale i correspondent en
réalité aux cosinus directeurs de ce méme vecteur dans 'ancien repere. On détermine la valeur
et la direction associée du maximum de ces trois composantes, la contrainte principale
maximale (o).

Différentes études ont montré que la propagation des fissures et la fracturation des matériaux
fragiles étaient essentiellement gouvernées par cette sollicitation, la direction de propagation
étant perpendiculaire a la direction de la contrainte principale maximale. En outre, on montre
que la propagation sera possible uniquement pour un état en tension, autrement dit lorsque la
contrainte principale maximale est positive.

La relation det‘Z - 7@‘ = (0 permet aussi d’établir les invariants du tenseur caractérisant 1’état

de contrainte imposé au matériau ainsi pouvons nous écrire :

Gi1—-A  Op 013
071 (522—7\. (523 :—7\.34'11'7\.2—12'7\.4-13:0
631 63, O33—A

avec Iy, I,, I3 lesinvariants de ¥ que I’on définit par :
Il = 0ji :(51+(52+(53
1
12 = E (Giicjj - Gijcij) =010) + 0,03 +030]
13 = det(Gij) = 016,03
On décompose habituellement le tenseur des contraintes ¥ (Gij) partie sphérique p- 51j et en
déviateur S (Sij) soit Oj; = p-8jj + ;-

ou p est la partie sphérique

1 6 +0p+0
p= 5-11 = % avec 1} = trace(X) = Xy =0y +09 + 033
et ou s;; est le déviateur (celui-ci est caractérisé par une trace nulle sj; = s+ +s33 =0 )
1 1 . N
Sij = Oij —gskk '51j ouS= X "3 trace(X) - 1ce qui permet d’écrire :
S12 =012, 813 = 013, 523 =03 €t
2041 -0 —033 2050611 =033 _2033-011-02
11 = 3 » 822 = 3 » 833 = 3 :

Le tenseur des contraintes et son déviateur ont méme directions principales, les contraintes
principales déviatoires s;, sp, s3sont données par :
201—02—03 202—01—03 203—01—02
S|=—"—F ", S =""_ """ ,83=""_"—""""—+
! 3 2 3 3 3
Comme pour le tenseur des contraintes X  on détermine les invariants du tenseur
déviatorique S :
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J, = trace(S) = 811 + 822 + 833 = 0

1 1

Jz=—*ﬂmﬁ=sﬁ2+sﬁ3+sﬁ1=—%@%+Sg+%)=—‘kc1—02f*(02—03y*(03—001

2
J3 = det(sij) = S15783
Ces différentes variables permettent d’exprimer d’autres grandeurs caractérisant 1’état de
contrainte comme 1’énergie élastique du matériau, la contrainte équivalente de Von Mises.

6

La composante sphérique permet de caractériser I’état moyen de chargement de tension
imposé de I’élément de volume.

Y

— V
— -<—

p > O (tension) p < 0 (compression)
Figure A2-5 : Contrainte hydrostatique

Un partie sphérique positive correspond a un état moyen en tension. Par contre une valeur
négative est associée a un état en compression. On associe cet état moyen de contrainte a la
notion de « pression hydrostatique » (Figure A2-5).

A2.3 CONTRAINTE DE CISAILLEMENT MAXIMAL (T.5)-

L'amorcage de la fissuration est tres fortement contrdlée par des mécanismes de cisaillement
qui agissent en particulier sur le glissement irréversible des bandes cristallographiques. On
détermine la contrainte de cisaillement maximale imposée au matériau en calculant la valeur

du tresca, tresca = ‘61—63‘.

L . 1 1
Le cisaillement maximal T,,,, estégala t,,,, = 5 tresca = 5 |<51 - 63|.

Le sens de la contrainte de cisaillement n'ayant aucune importance, il importe uniquement de
connaitre sa direction. Celle-ci est définie par la bissectrice des deux directions principales (
o1, 03).

A2.4 CONTRAINTE EQUIVALENTE DE VON MISES (o, ).

Nous avons posé comme hypothese de calcul que le matériau répondait aux sollicitations par
un comportement isotrope, linéaire, et élastique. Autrement dit les propriétés mécaniques sont
identiques dans toutes les directions. D’autre part les déformations sont proportionnelles aux
sollicitations et surtout elles sont réversibles. Ces hypotheses sont vérifiées pour la plupart des
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matériaux métalliques, si les sollicitations restent en dessous d'un certain seuil, le seuil de
plasticité. Pour des sollicitations supérieures a ce seuil on observera des déformations
irréversibles caractérisant le comportement plastique. Aussi pour vérifier les hypotheses
proposées il faut évaluer ce seuil, ceci ne peut se faire a priori mais peut I'étre a posteriori a
partir du calcul de I'état de contrainte.

- Le critere de plasticité formulé par VON MISES, issu d’une approche énergétique, réduit les
différentes composantes du tenseur multiaxial en une contrainte équivalente comparable a

celle imposée lors d’un essai simple de traction (Figure A2-6).

o (MPa)

Gyo.2

€ (%)

€P< 0.2

Figure A2-6 : Essai de traction

Le seuil de plastification est atteint lorsque cette contrainte équivalente est égale a la
contrainte de plastification établie par l'essai G, = Gy.La formulation de cette contrainte

équivalente est exprimée par les deux relations suivantes,

1
G = E((Gu —022)2 +(02 —033)2 +(o33 —011)2 + 6'(0%2 +6%3+013

)"
ou G = %((01 —02)2 +(oy —53)2 +(03-03

Ce sont les équations d’un cylindre a base circulaire axé sur la trisectrice du repere (67,05,

)2)%

2
03) etderayon R = \/; -0, (Figure A2.6).

- Le critere de TRESCA considere que le matériau se plastifie uniquement par cisaillement. Il

postule qu’il y aura plastification lorsque la valeur du cisaillement maximal 7.,, est
supérieure ou égale a la contrainte seuil de plasticité déterminée par un essai en cisaillement
pur -k -

Gi_c") = Oy

Cy .
(k=7 ). Soit : Sup( j

i#]
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S
Tresca 3

Von Mises

Figure A2-7 : Représentation du critere de TRESCA et de VON MISES dans le plan du
déviateur I1. Le plan du déviateur est défini par les trois vecteurs (01, 05, 05) projections

respectives des contraintes principales dans le plan déviateur.

Les différentes hypotheses matériaux nécessaires aux hypotheses de Hertz, ne sont pas
suffisantes. Nous devons y associer les hypotheses de contact en particulier la continuité des
surfaces avec une rugosité théorétique nulle. Les deux corps étudiés aux mémes
caractéristiques élastiques sont supposés €tre semi-infinis. On considére que le rayon de
contact est tres petit par rapport au rayon de la sphere ou du cylindre. Pour le cas des
conditions planes (cylindre-plan, plan-plan) on pose l'hypothese de déformation plane, bien

représentative des échantillons épais 05y = V(0| + 033).

A2-5 NOTION DE TRAJET DE CHARGEMENT

Nous avons étudié 1’état instantané du chargement, la sollicitation dynamique et 1’analyse
« fatigue » qui en découle implique de prendre en compte 1’évolution du chargement en

c11(t) op(t) oy3(b)
fonction du temps : £(t) =| 651(t) Gy (t) ©,3(t)

031(t) 032(t) ©33(1)
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Chargement périodique Chargement périodique Chargement périodique
général affine simple affine simple
A % A % A Cij £(8)
¥(B)
2(t)
(1)
4 ~x(t)
2 W]

(@) (b) (©
Figure A2-8 : Définition des chargements (d’apres Papadopoulos 1.V. (1987))

On considere les chargements périodiques ol & un instant t ’état de chargement est

représenté

dans I’espace des chargements par un point, qui au cours du cycle de sollicitation décrit une
courbe fermée (Figure A2-8). Ce trajet de chargement est caractérisé par la période T, temps
nécessaire pour que 1’état de chargement décrive completement la courbe, soit :
X(t+T)=2(t) , Vt.

L’ensemble des valeurs prises par les composantes X(t) est appelé cycle des contraintes. Le

trajet étant périodique, on décompose ce dernier en une composante moyenne et alternée telle
que :
t)=2, () +Z,.

Avec

1
,=—- [max(Z(t)) - min(Z(t))j I’amplitude de la contrainte,
2 teT teT

1
rh= 5 [max(Z(t)) + min(Z(t))j la valeur moyenne de la sollicitation, et
teT teT

f === Em

Za

Parmi les chargements, il existe le cas général des chargements quelconques (Figure A2-
8a), et parmi cet ensemble le sous ensemble des chargements affines ou la courbe
représentative du trajet de chargement est définie par un segment de droite dans 1’espace des
contraintes (Figure A2-8b et 8c).

Si X(A) et X(B)sont les extrémités du cycle de chargement, alors la formulation

précédente se simplifie de telle sorte que :

1 1
L= [ZA)-Z®)| et Zp=7-(ZA)+I(B).
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On introduit aussi alors le tenseur variation des contraintes AY=X(A)—X(B) et le

tenseur de I’état moyen des contraintes (X ). Ces deux grandeurs suffisent pour d’écrire

completement le cycle de sollicitation (Papadopoulos I.V., 1987).

Enfin, pour le cas particulier ou le trajet de chargement est proportionnel simple
(Papadopoulos 1.V., 1987), c’est-a-dire dont le segment est porté par une droite passant par
I'origine  (Figure A2-8c), les directions principales du tenseur X(t) sont fixes. Elles
coincident avec les directions principales du tenseur variation (AY) et avec les directions
principales du tenseur moyen (X ).

Cette analyse est particuliecrement intéressante car elle permet la simplification de bon
nombre de calculs. La plupart des criteres sont au demeurant formulés pour ce type de
sollicitation.

Pour le contact sphere plan en glissement partiel, 1’état de chargement peut €tre dissocié en
une composante constante (moyenne) associée a I’effort normal et une composante alternée
associée au chargement tangentiel. Cependant I’évolution non affine des composantes ne
permet pas la simplification du chargement proportionnel. Pour le calcul des criteres nous

devons donc considérer le chargement complexe.

Par contre, le contact cylindre plan utilisant 1’approximation de la déformation plane
présente, en glissement partiel, en bordure de contact, un chargement proportionnel alterné.

La composante de I’effort normal est nulle et la sollicitation tangentielle est telle que :
GzQz* = V.G?f . Une analyse analytique simplifiée permet facilement d’expliciter les critéres

d’amorcage.
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ANNEXE 3 : RUDIMENTS DE MECANIQUE DU CONTACT
A3.1 CONTACT ELASTIQUE SOUMIS A UN EFFORT NORMAL

A3.1.1 HYPOTHESES

Ces formulations sont issues des approches Hertziennes du contact et impliquent par
conséquent une sollicitation élastique linéaire. Cela suppose une géométrie semi-infinie et des

surfaces sans aspérités (Paragraphe 2.1.1).

A3.1.2 CONTACT SPHERE PLAN

Hertz montre que lorsque deux solides de révolution sphérique sont mis en contact sous l'effet
d'un effort normal, I'aire de contact est un cercle de rayon - a - (Figure A3-1).

(Origine en B)
Y(22)
> X(11)
\ 7(33)

Figure A3-1 : Contact Hertzien sphere-plan.

La théorie de Hertz permet d'établir différentes relations en fonction de 1'effort normal, des
propriétés €lastiques et de la géométrie de contact.

L’indice 1 et les valeurs sans indice (lorsque ceci n’est pas précisé), sont associés au plan,
L’indice 2 correspond au matériau de la sphere.

E; (E), E; : modules élastiques (de Young) du plan et de la sphere.

v1(Vv), v, : coefficients de Poisson du plan et de la sphere.

On détermine

1
Le rayon équivalent R* par ~F TR, +R—. Pour le contact sphere plan on a Ry =0 et
R 1 2

doncR " = R, . Le module effectif est i* _1= Vlz + ﬁ
EE E B

3PR*j%

]

*

Finalement le rayon de contact, a = [
4E
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L'enfoncement des surfaces est égal a :

2 op2 )2

R™ (16R"E"

Le maximum de la pression appliquée au centre de la surface p est égale a
) 13 3

3F, 6PE 3 n” R

3
"o a2 | 2¥R2 27" 2 50

ou p,, estla pression moyenne.

Compte tenue de la symétrie d'axe, il est commode d'utiliser une représentation polaire.

v

On évalue la distribution radiale de la pression p(r) =Dpo- (1 - ;—Zj avec 12 =x° + y2 .

N
5

Suivant I'axe des X nous aurons la relation p(x) =pg- [1 -
a

(Figure A3-1).

Les expressions des contraintes a l'intérieur du plan, sont exprimées sous une forme
analytiquement simple par (Hamilton G.M. (1983), annexe 5).

Dans le plan médian X, Z nous avons les relations simplifiées des composantes du tenseur
associées a l'effort normal P (y=0) :

2

1
ob =p—0-{(1+v)zcb + —-{Mzav +
a X

1-2v M
; -(NS+2AN+a3)—(1—V)sz}—N— Za}

S

1 -2v
o5 :%0- (1+v)z® - —2-{Mzav + -(NS+2AN+a3)—(1—v)N22}—2NV}
L X
p _Po [azM
ohy =2 -N
3= s }
p Po xN xzH H P P
Ol3 =—|—24—————|et 6]y =653 =0
13 a | {S G2+H2 12 23

S+Aj1/2’ . =(ﬂjm

1/2
avec A :x2+22—a2, S :(A2+4a222)/ , M :(
2 2
@ = tan~ l(ﬁj G=M2-N?4zM—aN , H= 2MN +aM +zN.

Pour le cas particulier ou x=0, le long de I’axe Z, les expressions précédentes ne sont plus
valides et devront €tre remplacées par :

3

a a
Gfl = ngzp—o- (1+V)-(ztan'1(—j— j+ﬁ
a Z 2(a +7z )

Po
a

P
633 =— 2 2

3

a

{ :l les autres composantes étant nulles.
a~ +z

Nous retiendrons les points suivants :
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- toutes les contraintes de surface sont en compression sauf en bordure de contact ou
: (1-2v) : :

elles sont en tension 6}(A) = —65,(A) = 3 Po=0.13pg (suivant I'axe des X (point
A)).
- au centre du contact, en surface (point B) nous aurons,
(1+2v)

2
- enfin, c'est sur I'axe des Z (r=0), en sous couche, a la profondeur z=0.48 a (point C), que la
contrainte de cisaillement maximal et la contrainte équivalente de Von Mises sont maximales.
Ainsi pourv=0.3 la valeur du cisaillement maximal T,,, (C) en ce point est égale a:
Tmax (C)=031pg.
En comparaison ces grandeurs sont respectivement pour les points A et B de

11-2v| [1-2V|
Tmax (A)= 3 Po =013 pg of Ty (B)=

Gf](B):GZPZ(B):_ ‘Po et G;}(B)Z—po

On détermine la pression de premiere plastification, identique pour les deux criteres de

k
plasticité (Tresca, Von Mises) en (C) : pgy = m =160ocy .
De la méme facon on déduit la force normale limite de premiere plastification en sous couche,
2
TC3R #2 3 1{4< : G3Y
Py = =5 poy =21"——5—
6 E E

A3.1.3 CONTACT CYLINDRE PLAN
Une approche similaire aux contacts sphere-plan est donnée. On considere un chargement
linéique sur un massif semi infini. Dans ce cas, le probleme se résume a 1'étude d'un contact
bidimensionnel (Fig. 5.9).

X(11)

(Origine en B) Y(22)

Z(33)

Figure A3-2 : Contact Hertzien cylindre plan
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Nous obtenons,

1 1
2(PR*jA 2P 4 (PE*jA R,
a = Z.

, = =— = etP: ‘
B Po Ta T Pm TR E* Po

P est défini comme la charge normale par unité de longueur. On déduit une distribution de
pression elliptique,

p(x) = po(l— (32}%

Différentes expressions sont données pour décrire 1'état de contrainte dans le plan X, Z, on
retiendra les expressions formulées par (McEvan,1949) tres complétement détaillées dans
Johnson K.L., (1988) et Hills D.A, Nowell D. et Stackfield A. (1993). Nous utiliserons la
formulation proposée par Hills et Nowell (1993) (composantes du tenseur associées a 1'effort
normal P) :

P b z 5 S a2 +s2 x2s3 a2
11 0 - - - 3/2
a% +52 s (a2+s2)/ (s4+22 a2)
—-2zvp a“+s
052— 0 -1
a S

P P
Glp=0633 =0
5 12
ou, s2:1/2- {(az—xz—zz) +4a222} —(az—xz—zz)

En surface (z=0), o,(x)=033(x)=—p(x), en dehors du contact toutes les composantes sont
nulles. Le long de I'axe Z (direction 3),

-p -1/2 a

Gfl(x) 2—0-{(212 +2 22)-(212 + 22) -2z, 653()() ==P0 T . 13-
a ( 2 2)/
a“ +z
les autres composantes sont nulles. Gfl et 653 étant les contraintes principales Gf et 05’ ,
2
z

nous obtenons dans ce cas T5,,, (z) = £o

: . Z-—(a2 _22)1/2

La contrainte maximale de cisaillement en sous couche se situe a z= 0.78.a et est égale a
P

Tmax - 0.3 po.

La pression et la force normale de premiere plastification sont exprimées par :
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n k R, R-6%
(critere de Tresca) pgyy (C) = §:1.667 oy et Py (C)= E-poy = 8.72- _—

Le maximum du critere de Von Mises est toujours observé en sous couche mais en z= 0.7.a
avec pour pression limite associée pgy = 179 6y . On en déduit la force normale.

Les formulations présentées ne prennent pas en compte l'influence du frottement puisque de
nature identique, aucune déformation relative n'apparait a l'interface des deux solides.
Cependant pour des matériaux différents, les déformations seront différentes créant une
déformation relative susceptible d'intégrer une accommodation par frottement. On montre que
l'influence des caractéristiques mécaniques sur le modele de Hertz n'est observée que pour des

différences significatives de propriétés élastiques.

A3.1.4 CONTACT PLAN PLAN

Nous avons étudié jusqu'a présent le cas d’un contact convexe tres facile a mettre en oeuvre
pour la sphere, plus difficile pour le cylindre compte tenu de la génératrice de contact.
Cependant dans de nombreuses configurations industrielles et parfois pour des essais
tribologiques, on utilise le contact plan-plan ou plus exactement le contact poingon-plan.
Différentes formulations peuvent étre considérées. Dans le cas d’une distribution uniforme de
la pression moyenne (p), les expressions analytiques des contraintes imposées dans le plan du
contact bi-dimensionnel plan-plan sont formulées par les relations suivantes (Figure A3-3):

Cas de I’indenteur souple :
_P

p= S

P : effort normal,

S : surface du contact,

p : pression moyenne.

of = ;—71; {2-(6,-6,) - (sin (26,)—sin (26,))}
oby = _—5 {2-(6,-6,) + (sin (26,) —sin (26,))}

ops = ;—71; -(cos (26;) —cos (26,))

z z
j et 8, = arctg (—j ou #;, = arctg ( — j
X+a ’ Xx+a

avec 0| = arctg (
X—a
soit & = 6)—6,

on calcule respectivement les valeurs principales sz -2 (o Fsina)
i T

et le cisaillement maximal ‘tglax - sinoL.
T

On remarque que les iso-valeurs des contraintes principales ¢ et 6, et du cisaillement
maximal sont décrites par la famille de cercles passant par les deux points du contact 0y et 0,
(Figure A3-3).

La valeur maximale est obtenue pour o, =T/2 avec Tyax = /7.
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On calcule la pression limite de premiere plastification soit : p = 7k .
On met en évidence une discontinuité de chargement en bordure de contact (0; et 0,)

puisque les sollicitations en surface, nulles a 1’extérieur du contact, passent par une valeur
maximale au bord du contact.

X(11)

max

=P ina
T

Figure A3-3 : Contact bidimensionnel du contact plan-plan (indenteur souple).

Pour une indentation par un massif infiniment rigide, avec 1'hypotheése d'un contact sans
frottement, la distribution de pression dans l'aire du contact bi-dimensionnel poingon-plan
est:

P
p(x) = W avec un enfoncement constant sous le contact (Figure A3-4).
n(a2—x2)

Lorsque |x| = a, p(x) tend vers une valeur infinie.

Figure A3-4 : Indenteur rigide.

Une contrainte infinie ne pouvant exister, le matériau va accommoder le chargement au
travers d’une déformation non réversible. Cette accommodation dépend des propriétés
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physiques du matériau. Pour un matériau tres fragile, cela entralne 1’amorcage et la
propagation de fissures, alors que I'accommodation se fait par déformation plastique pour un
matériau plus ductile.

Il faut insister sur le fait que ce type de contact ne permet pas d'analyser convenablement les
aspects tribologiques. En effet, quelque soit l'effort normal, aussi petit soit il, des
surcontraintes conduisant dans certains cas a la plastification, apparaissent en bordure de
contact. Cette remarque peut se généraliser a la conception des produits industriels pour
lesquels il est préférable de limiter ce type de contact, ou tout du moins de limiter les effets de
bord en réalisant des chanfreins. On confirme des notions de conception de systemes
mécaniques ou tout effet de coin et plus généralement de discontinuité géométrique doit étre
évité.

A3.2 : CONTACT ELASTIQUE SOUMIS A UN EFFORT TANGENTIEL

A3.2.1 HYPOTHESES

Nous étudions le cas du glissement pour lequel au déplacement imposé est associé un effort
tangentiel Q que I'on mesure.

La loi de frottement de Coulomb : @ = % est ici élargie a une approche locale par le principe

d'Ammonton, pour lequel en tout point du contact, la contrainte de cisaillement est
Q(X’Y)

P(X’Y)
On suppose que les distributions hertziennes de chargement ne sont pas modifiées par la
sollicitation tangentielle. Ceci est vérifié lorsque les deux massifs ont des propriétés
identiques. Dans le cas d'un contact sphere-plan associant des matériaux différents,
I’influence des caractéristiques mécaniques peut étre estimée a 1’aide de la variable de Bufler
(1959) v et du parametre mesurant la différence des propriétés élastiques entre les deux

1 H{(-2v)/61}-{(1-2v,) /G,
2| {(1=v))1G}+{(1-v,)/G,}
G= E/ (2(1 + V)) (G : le module élastique de cisaillement).

Ona y=-Pu/=m.Si |7| reste inférieur a 0.06 la distribution de cisaillement reste inchangée.

proportionnelle a la pression. | =

solides donné par (Dundurs, 1975) =

Différents calculs montrent que pour £ inférieur a 0.21 et dans le cas général de coefficients

de frottement inférieurs a 1, I’effet des différences de propriétés mécaniques est négligeable et
la distribution hertzienne de la pression et du champ de cisaillement reste valide.

A3.2.2 CONTACT SPHERE PLAN GLISSANT

La distribution de cisaillement est identique au signe pres a celle de la pression, la seule
composante non nulle étant celle orientée suivant la direction de glissement associée a l'axe

des X. Nous obtenons :
1

Y/
q(x,y) = pp(x,y) = tu Po(l— (;j j
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Le signe - est associé au sens positif de glissement puisque la force de frottement s'oppose
toujours au sens du déplacement.

Pour les expressions des tenseurs des contraintes en tout point du plan, on utilise la
formulation simplifiée de (Hamilton G.M. , 1983).

Dans les plan X, Z (y=0) nous obtenons les relations suivantes (composantes du tenseur
associé au chargement tangentiel Q):

2
. \% aM aM v
o :w-{—x(n—jcp——(s v—2Av+zz)+—(1—2v+Z—+—J+
a

4 2%3 X S 4
N (s Aj 1/, 2) iN(a? v+7| 2a%
— || z+5 ) U=-2v)+—(z"+3 t— ||t 2v—1
2x3(6 =245 +327) [+ H o - 3 2V
3vaM
_ B _ 2 2 _
Oy = N 1 +2X3(v (S 2A +x )+z )+ ix

1 2 2 zN 2a3Z
(1-2v)+ (2 +3a )j—g(l+3v)+ L (1—2v)}

2 2
Q M-py |3z® azM|_ x N ( » 3 ’ j N[ 3z
O3 = : + 2-—|+—>|z"——(S+2A+ ——|1+—
13 a { 9 X2 S X2 z 4 ( a ) 4 X2
Pour x=0 selon I’axe Z, toutes les composantes sont nulles sauf,

2
: 3 1l a az
61Q3 BP0 —a+_ztan 1(—) -
a 2 z 2(a2 + 22)
Ces relations permettent d’exprimer le tenseur associé a I’effort tangentiel en tout point du

plan (X,Z) pour le contact sphere-plan X Q (X,2).

Aux composantes associées au chargement normal, on superpose celles induites par le

chargement tangentiel pour obtenir 1’état global de chargement X = xQ 4 2P

Le calcul général des sollicitations montre que la premiere plastification, initialement
observée en sous couche pour un contact sans frottement, remonte progressivement en
surface, avec l'augmentation du coefficient de frottement (Johnson K.L., 1985).

Lorsque le coefficient de frottement est supérieur a 0.3 (v=0.3), la premiere plastification ( o,
) sera observée en bordure a I’arriere du contact, en surface, sur l'axe médian de glissement
(point A) (Figure A3-6a et 6b) . On retrouve aussi en ce point le maximum de la contrainte
principale (o). En revanche, le maximum de cisaillement est situé plus a I'intérieur du

contact (Figure A3-6b).
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O /Pg

Tmax / PO

0 _ ]
\> 2 13/ o x/a 2

(b)

Figure A3-6 : Contact Sphere-Plan glissant (1t = 0.5, v =0.3): a - Distribution en surface du

champ de pression p(r) et du champ de cisaillement (q(r)); b - Evolution en surface suivant
I’axe médian du glissement (X) des grandeurs mécaniques 01(X), Oo(X), Tpax(X),

033(X) = -p(x) et 013(x) = —q(x) normalisées par la pression hertzienne maximale p.

61/Po F Q

Olmax
PO
(098)

A X(11)
Z(33)

(b)

Figure A3-7 : Contact sphére-plan glissant (1t = 0.5, v =0.3): a - Distribution en surface de
la contrainte principale (0 ) et la contrainte équivalente de Von Mises (0 ). Les maxima de
sollicitation sont observés dans le plan médian (X, Z), ce qui justifie le choix de ce domaine

pour I'analyse mécanique.

Q  _p 4+v 1-2v
O11 =011 +011 =Poy g "TH+ T
Au point A, X
tpot Al o e 3y 1=y
022 =022 %622 =Po ¢ T 3
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Les autres composantes étant nulles, 1'état de chargement induit par le chargement tangentiel
se résume a un état bi-axial.
. 8 (1-2v)
Puisque 0,, <0 tant que W<Tm- T =372 on montre que GI(A) = Gll(A) N

0y =09, 03=033).
Le cisaillement en (A) est :

. _Su _Po (‘”_Vj a4 22
max 2 2 8 3

et la contrainte équivalente de Von Mises comme la contrainte principale est maximale en A :

|
=P [(n w)? (MJ +(np) (2V2—5V+2J . 2(1—2\))2}/2

Oemax =5 - 32 6 3

Les pressions limites de plasticité sont respectivement :
2k

(Tresca) Poy = (4+v) +(1-2v) et
T
g )™M 3
Oy - V2
(VonMises) poy = X ¥2 1/2
(xu)? 7v2 —4v +16 c(nn) 2v2 —5v +2 N 2(1-2v)?
H 32 H 6 3
R*Z
Les forces normales limites correspondantes sont définies par : Py = (n POY)3 T
6E

A3.2.3 CONTACT CYLINDRE PLAN GLISSANT
La largeur de contact est égale a 2.a, la distribution Hertzienne de pression et de cisaillement

N
(Figure A3-8), permet d'écrire : q(x) =%up, (1_(5) j )
a
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> S xan ; 633/ P
\ e (Origine en B)

7(33)
(a) (®)

Figure A3-8 : Contact cylindre-plan glissant (1 = 0.5, v =0.3): (a) Vue de profil de la
distribution surfacique du champ de pression p(x), du champ de cisaillement q(x) ainsi que de
la contrainte principale ©1(x); (b) Evolution en surface suivant I’axe médian du glissement

(X) des grandeurs mécaniques 01(X), Og(X), Tmax (X), 033(X) =-p(X) et 013(x) =-q(X)
normalisées par pqg (A : maximumde ©, B : maximumde o ).

La formulation analytique générale des contraintes imposées dans le plan, proposée par
(McEvan, 1949) est présentée en reprenant les notations données dans le cas du chargement

normal (contact cylindre-plan),
2

Q _ -2x 1 S Xz°sa
on= Rbor a _\/a2+s2 +\/a2+s2 (s4+22a2)

GQ -2V X (1 N J
22 = T
a \/az+s2

Q _ P Q _ p Q_ Q _
0633 = W:013,0(3= UGy, 0 =033 =0

L’état de chargement imposé par les deux sollicitations normale et tangentielle est donné par
p Q
Y=Y +X%.

Le calcul montre que le maximum de cisaillement, d'abord en sous couche remonte vers la
surface deés que u>0.25 pour se situer en surface a ’arriere du contact pour u>0.44 (Tresca,
v=0.3). Le maximum du Von Mises suit une évolution quasiment similaire, la position en
sous couche (z=0.78a) est quittée des que u>0.3.

L’état de chargement en surface le long de 1’axe X dans I’aire de contact x € [-a, a] est :

X 2 1/2 X
G11 =—Po 1-&) tIpo s
N
X X
G = -2Vpo (1_(EJJ Hr
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033 = - po(l-@fjm’
G13 =~ K1 Po (1-(§2j1/2,

Le cisaillement maximal suivant 1'axe X est donné par
1 )1/ 2

2 2
Tmax(x):E((Gll_GS.")) +406i3] =W DPpo-

Seule la contrainte principale présente une discontinuité maximale en bordure a I’arriere du
contact en (A) :0jc =011 =2-U-pg, (0p =09y, 03=033). Le Tresca T,x =UPpg est
constant dans tout le contact alors que le Von Mises présente un maximum a I’intérieur du
contact (Ogpax )-
La pression de premiere plastification (Tresca) en fonction des limites élastiques et du
coefficient de frottement est : pgy = k/1L .
2
A Ty T R
De la méme fagon la force normale correspondante est : Py =| —| -——.
[ E
La valeur du Von Mises en bordure de contact (A), inférieur au maximum (B) (Fig. 5.14.b)

12
estégale & Gemax =2 U Po (V2 -V+ l) / avec Ogmax = L77 U pg pour v=03.

Oy

La pression Hertzienne limite correspondante est : pgy = )1/2 et la force

2u(v2—v+1
2
Oy © R

2u (\72—\)+1)1/2 B

normal limite : Py =

A3.2.4 CONTACT PLAN PLAN GLISSANT

Le maintien parallele des surfaces lorsqu'un déplacement relatif est imposé est extrémement
difficile a obtenir. Un tiltage apparait, conduisant immanquablement a des effets de coin.
L'introduction de 1'effort tangentiel, outre le fait qu'il induit un mésalignement, accentue les
discontinuités observées en bordure de contact pour un chargement normal simple.

Dans le cas idéal d’un alignement parfait, pour un poingon souple conduisant a une
distribution homogene du champ de cisaillement,

68 = M-{4ln (rl/rz) - (cos (26,) - cos (292))}

27
69 =22 (cos (26,) - cos (26,)
Q _ ~—u-p

.{2 . (91 - 92) + (sin (291) —sin (292))}
1/2

O3 = o

avec 1 5 = {(x? a)2+22}

Comme précédemment I’état de contrainte générale est déterminé par la sommation des

composantes X = P + £Q . Contrairement au chargement purement normal qui présente
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toujours des valeurs finies, I’introduction du chargement tangentiel introduit une discontinuité
infinie par la composante (5% en bordures de contact (ln(rl / r2) € {— oo;oo} ).

Ainsi, aussi petite soit la valeur de la force tangentielle associée, cette surcontrainte ne pourra
étre adaptée que par une accommodation irréversible du matériau et donc par plastification ou
fissuration. Nous retrouvons ainsi les conclusions faites a propos de I’indenteur rigide.

A3.3 FORMULES DE HAMILTON POUR UN CONTACT SPHERE-PLAN

Explicitation des contraintes associées au contact sphere-plan (Hamilton G.M. (1983)).

Définition du tenseur associé a I’effort normal « P » du contact sphere-plan.

P P P P P P
Gi1 O12 O3 fl1 fia fi3
P P P P P P P
)y (X’Y’Z,PO,V)Z Cjp O3 O23|=po|fi2 2 13
P P P P P P
Ci|3 023 033 fi3 B3 f33

On définit les variables suivantes :
X=x/a, Y=yla,Z=z/a

A=R>+7%-1
1/2

S:(A2+422)/

RZ=x2+Y?

S+A)Y? S—AY? (1
) e e
2 2 M

avec G=M? -N?2+ZM—N : H=2MN + M + ZN

A3.3.1 EFFORT NORMAL

P 1|y?-x2 5 1-2v
fi1 = (1+v)z¢+¥ Y (1-v)NZ —T(NS+2AN+1)—VMZ

~N(x2+2vY?) - MXzZH

S

P 1 |x?-Y? 5 1-2v
fyy = (1+v)zq>+¥ v (1-vINZ —T(NS+2AN+1)—VMZ
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fP—_ N+§ﬂ}

33__ S ’

p | XY(1-2V) , 2 2] XYZ| MR?

fip =| =71~ NR™ +=N(S+2A) = Z(ZN + M) + Z ¢ +— 1~ -ZN+M
| R 3 3 R S

] Hi Z{YN YZH H fp_{ Z{XN XZH H

23 | s ag2+m2f]" " S G2+H2)|’

Suivant I’axe Z (R=0) les expressions précédentes ne sont plus valides et nous avons :

N
21+22)

]

th=th =+ vz (1/2) - 1) +

-1 P _.P _.P
f§3=|: :|Ct f12 =f23 =f13=0.
1+ 22

En surface (Z=0) nous avons : pour R =1

(1-2v)(x2 - Y2 (1-2v)(y2 - x2

p p
, I = ’flzz{

£
3R4

2XY(1- 2v)}

3R4 3R* ’
P P

f33 =13 =fj3=0.

Pour R <1 on déduit :

o 2w )|

RZ| RZ?

szzz_ ! {XZ_YZF_;V{(I—RZ)M—IH—(YZ+2vX2)(1—R2)1/2H,

R?| R?
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A3.3.2 EFFORT TANGENTIEL

Définition du tenseur associé a I’effort tangentiel « Q » du contact sphere-plan en glissement.

Q Q Q Q Q Q
0(121 012 6(123 lel fl(g fl(g
ZQ(X,Y,Z,qo,V): Gg G%Qz 6(223 :qo fl(% fz(g fz(g
613 033 033 fi13 3 133
£Q = X(X+1)<I> XM (3 2x* —[(sv-2av+22)+ Xzzz+7VR2 2vx2 +R2
= 4 R4 l27 R2 S 4

L XZN |3 2X2{§(1 29— 21— v) 1(2%3)} X* vR* 7R’
RV 2T R VT3 T S 4 4

Jaxz(3 )
R (2T RZ

£ = 3\)—XCI>+ﬂ 1 ﬁ [V(S 2A+R2)+Zz]+Y222+§vR2
2700 4 R4 |2 R2 S 4

ZXN{[I 2Y2j{ S A 72 3} y2 3yR2 Rz}
" L2 Sy By L 2| T _WRT R

R* |\2 R%Z)| 6 3 2 2| s 4 4
+4zx[l 2Y2J(1 )
3R*\2  R?

Q| ZXN ] RZ2+7%+1

2 2 2 2 2
£Q = 2(X—1j YM{XSZ +\)[(S—2A)[%—2i}—2xz+RT}R—+22[1—2i

2
1 2x2 s AY zZ 3 R?| R%y x?% y? 3x?
—— v-1) 2+ |-
2 R2 6 3) 2 2 2 4 S 2 2

4YZ[1 2X2} }
2v)
3R%| 2
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Sur I’axe médian (R=0) toutes les composantes sont nulles sauf :

Q

fi3 =

3
—1+—7Z tan

2

o

1

)72

1+Zz)

En surjface (Z=0) pour R>1 :

Y

2

v

2

(

—j¢+

ot £} = £ = £ =0 and M = (R>-1

V). XM, (3 2x?) 7vR? 5
X\ I+~ | P+— - VM| 5 -5 |+ -2vX“+R
4 R 2 R 4
3 XMy | (1 2Y?) 3 ,
—ZVX(I)+ R4 Vv E——z +ZVR

Lorsque R <1 toujours en surface,

]

fy

—_

f

20

f)

{_

3

X
2

[

=0.

\Y,
4

J)

YM, (1 2x? , VR? R?
—1 1~ VMp 5__2 —-2vX +T+7
)1/2
Q _| 3mvX|  q_|&Y (v .
fzz—{— g } le_TE_l ;
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ANNEXE 4 : CRITERES D’AMORCAGE DE FATIGUE

A4.1 CRITERE D'AMORCAGE DE DANG VAN

A4.1.1 PRINCIPE ET DEFINITIONS
Ce critere ne s’applique qu'a la fatigue a grand nombre de cycles (polycyclique) et plus

spécifiquement a la limite d’endurance. En effet, la condition de fissuration apparait
essentiellement gouvernée par I’amorcage et la propagation n’est pas prise en compte.

Dang Van consideére que I’amorgage est un processus local qui implique la fissuration d’un
premier grain et que donc I’analyse mécanique doit étre établie a cette échelle.

Le postulat de I’amorg¢age est défini ainsi :

« Le volume élémentaire qui est supposé amorcer, soumis a des sollicitations cycliques, va,
dans un premier temps, subir un écrouissage local qui va augmenter les caractéristiques et
permettre au matériau de s’adapter (tendre vers un comportement élastique). Cette adaptation
est associée a I’introduction de contraintes résiduelles locales. Le chargement local qui est
imposé au grain est donc la superposition de ces contraintes résiduelles et du chargement
macroscopique.

Il y a amorgage si, au cours du cycle de sollicitation, le chargement local stabilisé dépasse une
certaine limite. Si par contre le chargement local reste constamment en dessous de cette
frontiere, alors il n’y a pas d’amorcage ».

Ayant explicité le concept il importe d’en définir le formalisme et les différentes étapes de
I’analyse.

Comme I’analyse se porte a I’échelle du grain, deux échelles peuvent €tre considérées (Figure
A4-1):

- on considere I’élément de volume macroscopique V(M) ou M(X, y, z) représente le point du
solide ou l'analyse en fatigue est conduite. Cette échelle d’analyse est habituellement
associée au volume d’une maille de code d’éléments finis pouvant aller d’une fraction de
millimetre cube au metre cube. L’évolution de I’état de contrainte macroscopique en fonction
du temps défini au point M(x, y ,z) est caractérisée par le trajet de chargement macroscopique
YX(M,t).

- I’échelle microscopique au niveau de laquelle est réalisée 1’analyse considére un volume
v(m) de 'ordre de grandeur d’un grain ou d’une fraction de grain correspondant a un
subdivision du volume V(M). On associe a ce volume le trajet de chargement microscopique
G6(m,t) défini comme étant I'état de contrainte réellement supporté par le grain v(m)

susceptible de gouverner les mécanismes d’amorcage.
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A A

o €&
\

T TT TT Grandeurs Microscopiques

Grandeurs Macroscopiques

o =

Figure. A4-1 : Les deux échelles considérées par Dang Van (d’apres Dang Van et al. 1993)

Ainsi avant de définir la condition d’amorgage il est nécessaire de connaitre le chargement
local. La relation de passage Macro-Micro explicite le trajet de chargement local en fonction
du trajet macroscopique connu au travers de la relation :

6(m,t) = A(M,m):Z(M, t) + p(m,t) ce qui donne en formulation indicée,
Gij(m,t) = Aijhk(M’m):th(M’t) + f)ij(m,t) .
Ou Aijhk(M,m) est le tenseur de localisation (passage V(M)=v(m)) et ﬁij(m,t) est le tenseur

local des contraintes résiduelles.

A4.1.2 FORMULATION DE L'APPROCHE MICROSCOPIQUE

Le passage Macro-Micro implique donc de définir la relation de passage Aijhk(M,m) ainsi

que le tenseur local de contrainte résiduelle ﬁij(m,t) .

Le théoréeme de Melan montre que, si un état stabilisé est atteint, alors le tenseur de contrainte
A Ak

résiduelle se stabilise et devient indépendant du temps : pij(m, t) = pij(m) .

Les chargements macroscopiques sont faibles, bien inférieurs a la limite de plasticité puisque
nous associons le seuil d’amorgage a la limite d’endurance (fatigue polycyclique).

La plasticité est locale et ne concerne pas le volume macroscopique V(M). La modélisation du
grain par une inclusion élastoplastique dans une matrice élastique est tout a fait justifiée
(Figure A4-2).

matrice inclusion (grain)
élastique élastoplastique
v(m)
V(M)

Figure. A4-2 : Inclusion élastoplastique dans une matrice élastique
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On considere que le grain et la matrice élastique sont isotropes et possedent des coefficients
élastiques similaires.

Trois postulats sont alors avancés par ’auteur (Dang Van K. 1971,1990,1993) :

- il réalise le découplage entre les déformations élastiques et plastiques : € = £° +
suppose I’incompressibilité plastique de 1’inclusion éﬁk = é{) 1 +§52 +§§3 =0. Les

déformations plastiques se font sans changement de volume.

- la matrice impose ses déformations a I'inclusion. Les déformations globales restent

purement élastiques et sont uniformes : E® = £ + &P,
- le grain et la matrice ont les mémes caractéristiques élastiques.

Ces hypotheses permettent d’écrire que Aijhk(M,m) =1

I’expression est alors réduite en : 6(m,t) = (M, t) + f)*(m)

Avec f)* le tenseur des contraintes résiduelles de I’état stabilisé.

Cette analyse peut s’interpréter en considérant que linclusion étudiée obéit a un
comportement d’écrouissage isotrope et cinématique (Figure A2-3).

Z( ) trajet élastique apres
stabilisation

écrouissage
isotrope

Y

/
Q

Figure A4-3 : Ecrouissage combiné du grain mal orienté qui tend vers l’état adapté.

Sous le chargement cyclique, la déformation du grain plastifié étant imposée par la matrice, il
se produit comme le montre la Figure A4-3 une adaptation des contraintes dans le grain. Le
domaine élastique initial du grain mal orienté caractérisé par le centre O et le rayon de

I’hypershere du domaine d’é€lasticit€ R €volue vers un domaine stabilisé€ caractérisé par le
* * . . . C N *
centre 0 et le rayon R . L’accroissement du rayon du domaine d’élasticité de Ry a R

N 2 . . . . . *
correspond a I’écrouissage isotrope de I’inclusion. La translation du centre de 0Oy en 0 est
associée a I’écrouissage cinématique associé a la stabilisation. Elle correspond a 1I’apparition
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d’un champ local de contraintes résiduelles stabilisé f)* au niveau du grain.

On déduit que le tenseur local des contraintes résiduelles f)* dépend des déformations

plastiques du cristal ég Il s’agit d’une déformation plastique sans changement de volume ce
qui permet d’écrire : f); =-29 ég .

Avec ici « ¥ » le coefficient de lamé .

Le tenseur local est finalement exprimé par :

6ii(m,t) = o (ML) -2 O &

La corrélation avec les travaux de Mandel conduit aux remarques suivantes :

- le tenseur de localisation du passage Macro-Micro est le tenseur unité,

- le tenseur des contraintes résiduelles est un déviateur de trace nulle ,

- le calcul des contraintes microscopiques revient a évaluer les déformations plastiques au

niveau du grain dans son état adapté ég

A4.1.3 FORMULATION DU CRITERE

Le critere est finalement exprimé en fonction des deux grandeurs caractérisant la fatigue a
savoir une amplitude alternée admissible en fonction d’un état moyen de sollicitation.

Ainsi a tout instant du cycle de chargement il y aura amorcage d’une microfissure de fatigue
si le cristal sort de son état d’adaptation en fatigue autrement dit il est au dela du seuil de non
fissuration. Le critére est exprimé par :

max[%(t) + oc.f)(t)] <B
teT

7(t)  : cisaillement local microscopique appliqué au grain et issu du tenseur local 6(m,t) ,
p(t)  : pression hydrostatique locale ,

T : période du chargement,

t : temps,

o, B :deux constantes déterminées a partir d’essais de fatigue (flexion, torsion)

Le critere de plasticité du cristal découle de la loi de Schmid ou un seul systéme de glissement

est actif. La déformation plastique du cristal ég est reliée au glissement plastique de

cisaillement '?p et a la cission microscopique T agissant sur le plan favorable de glissement.

Ainsi on exprime les relations locales :

A

p_/\ A_ A
sij —ypaij et T= aij Gij

Avec a;; désignant la matrice d’orientation du plan de glissement facile du grain.

Puisque la déformation plastique est uniquement sous une forme déviatorique (G = 0) , on

déduit que la pression hydrostatique du tenseur microscopique est identique a celle du
Gk _ trace(X)
3 3 7
La détermination du cisaillement microscopique est plus difficile a exprimer.
On considere en premier lieu le cas d'un chargement proportionnel.

chargement macroscopique : p(t) =
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A4.1.3.1 CHARGEMENT PROPORTIONNEL

C’est le cas d’un chargement ou les directions principales sont maintenues constantes durant
I’essai (Annexe 2). On considere que le volume macroscopique V(M) contient un grand
nombre de cristaux d’orientations aléatoires et on peut admettre qu’il existe au moins un grain

dont le plan de cisaillement facile défini par aj coincide avec le plan de cission

macroscopique  &(t) maximale. Pour un chargement proportionnel, le plan de cission
maximale &(t) reste fixe.

Finalement, on montre qu’apres stabilisation du cycle, la cission microscopique se déduit de
la cission macroscopique par la relation :

1)=& -1 =& -puTp =0 -E&n

T : cission microscopique stabilisée,
I, :déformation de cission macroscopique moyenne I, = E(Fmax + Fmin) ,
En :cission macroscopique moyenne.

Les étapes de la démonstration sont données dans 1’ouvrage « Fatigue polycyclique des
métaux, une nouvelle approche » (Papadopoulos 1.V., 1987), I'auteur illustre en particulier
I’évolution de la cission microscopique de I’état initial jusqu'a 1’état stabilisé ceci pour un
écrouissage isotrope (Figure A4-4).

Cissions
E, 1T
2 1
A |

Cycle macroscopiquei

Composante isotrope o
non symétrique !

de I'accommodation

Contrainte résiduelle
associée a 1'accommodation
plastique
FA’* = _gm =-9T,

T,y

Déformations

Cycle microscopique
symétrisé appliqué au grain

Figure A4-4 : Evolution de la cission macroscopique pour un cristal a écrouissage isotrope.

Le tenseur local microscopique stabilisé est alors formulé par :

Gij() = 63() — 284 &y

Le calcul de T(t) revient 2 appliquer le Tresca au tenseur microscopique :
. 1 .

T(t) = Etresca(s(t))

Pour un chargement purement alterné la composante moyenne &, est nulle aussi nous avons :
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6;i(t) = o35(1) et (1) = %tresca(Z(t))

En torsion sinusoidale alternée, nous avons a la limite d’endurance :
() = 615 (t) = Tq sin(wt) soit max[ty sin(wt) +0.0] <P finalement ona B =14.
teT

En flexion sinusoidale alternée, a la limite d’endurance on déduit :

. 1 1 1 G4 sin(wt .
T(t) = Etresca(Z(t)) = E|Gll(t)| = E|Gd sin(wt)| et p(t) = dT() ce qui permet

c c T4 —0Cq/2
d’établir ma){—d sin(wt) + oc.—d sin(wt)} <P soit o = d—d/

teT 3 64/3
On établit donc les variables du critere :
T4 —0Cgq/2
Gd/3

A4.1.3.2 CHARGEMENT AFFINE OU GENERAL

Dans ce cas les directions principales du chargement X(M,t) ne sont plus fixes. Aussi la
matrice d’orientation du glissement facile n’est plus connue d’avance. En d’autres termes, le
plan de cisaillement maximal évoluant au cours du temps, ceci implique d’analyser
I’ensemble des plans de normal 1 afin de définir la condition la plus critique.

Le critere de plasticité choisi est formulé tel que, quel que soit le plan de normal 1 :
[#(@)] -2y <0 (A2-13)

Il s’agit d’un cercle centré sur I’origine, de rayon 1Ty : la limite d’élasticité en cisaillement.
Sur le plan du cristal de normal 1, le trajet de la cission macroscopique &(ﬁ,t) du tenseur
¥(M,t), décrit une courbe fermée y(i).

Pour établir le tenseur local stabilisé, nécessaire au critere, il faut déterminer le tenseur fixe

des contraintes résiduelles locales du cristal f)* vérifiant la relation :

6(t) =X(t) +p" et respectant le critére de plasticité précédent.

Dang Van détermine la cission résiduelle sur chaque plan de normale 1 tel que :
AK A%

T (d)=p -n.
Pour cela, il suppose que dans ce plan, le critere de plasticité dans I’état adapté est un cercle
centré a I’origine de rayon ‘E;(ﬁ) égal au plus petit cercle circonscrit 2 la courbe (i)
(Figure A4-5).

. . . . . s . Ak . <
Par cette construction on montre que la détermination de la cission résiduelle T (1) revient a
définir le vecteur MO dans le plan déviatorique IT ot M est le centre du cercle circonscrivant
le trajet macroscopique de cission &(ﬁ, t) .
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trajet microscopique \Jf (1)

Figure A4-5 : « Symétrisation » de la cission microscopique

Finalement on montre que pour le plan considéré, la cission locale est exprimée par :
#(6,t) =&(f,0) + 1 (8) = &(f,t) + MO.

Celle-ci respecte bien le critere de plasticité dans 1’ état adapté, c’est a dire :

[2(5,6)] - 2y (8) = [E(5,t) + MO| - 2y (7) < 0.

Ainsi qu’il est illusté par la Figure A4-5, la cission microscopique est déduite de la cission
macroscopique mais centrée sur 1’origine. Quand la cission macroscopique présente un centre
de symétrie comme c’est le cas d’un chargement affine par exemple, alors I’analyse
microscopique consiste en une véritable « symétrisation » sur 1’origine. Nous verrons que

c’est aussi le cas du chargement associé a la sollicitation tangentielle en fretting pour la
condition de glissement partiel.

L’analyse consiste a déterminer 1’ensemble des cissions adaptées%(ﬁ,t) pour toutes les

facettes de normale n.
Le critere microscopique est exprimé sous sa forme générale par :

m_ax{mtax[”%(ﬁ,t)" + ch)(t)]} <B

Le calcul implique une double maximisation par rapport a n et au temps du cycle t. La Figure
4-6, illustre le processus de recherche ol il convient de déterminer, sur chaque facette de

normale n le plus petit cercle circonscrit au trajet de &(ﬁ, t) associé.
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projection sur la
facette T

V()

hyperplan des
déviateurs 1

Figure A4-6 : Illustration de la recherche de la facette la plus sollicitée dans I’élément de
volume V(M). Durant le cycle de chargement l’élément de volume V est soumis au trajet de
chargement X(t) . Afin de déterminer le trajet microscopique critique, on projette le trajet
macroscopique sur ’ensemble des facettes de normale 1 , on détermine ainsi les trajets des
cissions macroscopiques associées E(1i,t). En appliquant la méthodologie illustrée dans la

Figure A4-5, on détermine les plus petits cercles circonscrivant les cissions §(1,t). Ceci
permet d’accéder aux trajets des cissions microscopiques ‘E(ﬁ,t) de sorte que, en appliquant

la double maximisation de la relation , il est possible de définir la facette la plus critique et de

quantifier le risque d’amorcage.

La représentation du trajet de charge se fait dans le plan (‘Efa) . Chaque couple (%(t),fa(t)) est

alors relatif a une facette. Il apparait sur cette représentation que suivant le critére ce n’est pas
la facette qui subit le cisaillement le plus important qui amorcera mais plutot la facette qui, au

cours du chargement supportera la combinaison ||%(ﬁ,t)||+ op(t) maximale (Figure A4-7). La

droite qui délimite le domaine d’endurance est déterminée au travers d’essais simples de
fatigue tels que cela a été développé dans le paragraphe précédent.
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’E(t) facette 2 la cission T maximale

facette a la combinaison
maximale

20+ p(t)

trajet endommageant

trajet non endommageant

\J

p(t) = p(t)

Figure A4-7 : Trajets de chargement microscopiques.

%( t) facette ala combinaison
A U +a-p(t)
maximale

(facette critique) [ dDV — BT—C J
- P

p(t) = p(1)

Figure A4-8 : Critere de Dang Van.

Afin de quantifier le risque d’amorgage au travers d’une variable scalaire plus simple a
manipuler, Dang Van introduit le parametre dpy tel que :

(5,1

d = maxy max — =
Dy ii t B—Ot'p(t)

T :
£ (Figure A2-8).
B —Q-pc
Si « dpy » est supérieur a 1, il existe un risque d’amorcage de fissuration,
Si « dpy » reste inférieur a 1, on se situe dans le domaine de sécurité.

Tout en rappelant que les conditions de sollicitation doivent respecter un chargement
macroscopique €lastique et donc que le critére ne s’applique que pour la fatigue polycyclique,
on définit différentes valeurs du critére en fonction du nombre de cycles a I’amorcage étudié.

On caractérise ainsi le critere dy défini a partir des valeur associées oy et By (GN TN )
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A4.2 CRITERE D'AMORCAGE DE FROUSTEY-LASSERRE

Ce critere est inspiré de résultats expérimentaux de fatigue en flexion-torsion combinés
obtenus sur du 30NCD16. Les auteurs montrent que, pour une valeur donnée de la contrainte
moyenne, quel que soit le rapport entre les amplitudes de contraintes imposées et le déphasage
entre les sollicitations, la quantité &,% +3t,> reste sensiblement constante (G, et T,sont
respectivement les amplitudes admissibles en flexion et en torsion).

Ce résultat a conduit les auteurs a définir un critere énergétique de fatigue.

Cette approche postule que, dans les domaines de I’endurance, le dommage est
essentiellement induit par la part élastique de 1’énergie.

A4.2.1 DEFINITION DU CRITERE

Le tenseur des contraintes est décomposé en un tenseur moyen (par exemple 1’effort normal
statique) plus un tenseur alterné (par exemple le chargement alterné tangentiel).
Y(t)=X,+X,(t)

Dans le chargement élastique macroscopique qui caractérise la fatigue polycyclique, trois
énergies statiques et trois énergies dynamiques sont ainsi définies.

A4.2.1.1 COMPOSANTE DU CHARGEMENT MOYEN

L’énergie sphérique est définie par :

1-2v 2 C
Wim = “6E (Ilm) avec I, le premier invariant du tenseur moyen X .
L’énergie déviatrice correspond a :

1+v . . .
Wom = B Jom  avec J,,le deuxiéme invariant du tenseur moyen X, .

On calcule I’énergie totale du chargement moyen :
Win = Wim +Wop

A4.2.1.2 COMPOSANTE DU CHARGEMENT DYNAMIQUE

L’énergie sphérique est :

T
1-2v 2 o .
Wi, = E T J.(Ila(t)) dt avec Iy, (t) premier invariant du tenseur alterné,
0
et I’énergie déviatrice ou de distorsion est donnée par le relation :
T
I+v 1 . . 4ot <
2a="f ¥J.J 2, (t) dt  avec J,,(t) le deuxieme invariant du tenseur déviateur alterné
0
Soit I’énergie moyenne totale du tenseur alterné :
Wa = Wla + Wza .

Le critere de fatigue est défini au travers de deux aspects qui sont respectivement la prise en
compte de la triaxialité du chargement dynamique et du chargement moyen. Il établit aussi la
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relation entre chargement dynamique admissible et chargement moyen. On retrouve ainsi
I’approche introduite par les critéres uniaxiaux.

A4.2.1.3 PRISE EN COMPTE DE LA TRIAXIALITE DU CHARGEMENT

Le degré de triaxialité sert a caractériser le comportement d’un matériau sous charge en
qualifiant la triaxialité des sollicitations.

Ainsi le degré tend vers 1 quand les trois contraintes principales ont une valeur similaire non
nulle (pas d’énergie de variation de forme).

Il vaut 1 pour une sollicitation de torsion pure (pas d’énergie se variation de volume).

o W
Les degrés de triaxialité sont définis pour le chargement moyen par dr,, = % et pour le
m
la
—

a

chargement dynamique par dp, =

A4.2.1.4 DEFINITION DES VARIABLES NECESSAIRES AU CACUL DU
CRITERE

Les auteurs ont observé I’évolution des différentes énergies dynamiques qui conduisent a

I’amorgage, en fonction du degré de triaxialité dp, pour divers matériaux (acier doux, acier
traité, fonte).

Pour un chargement moyen fixé X, ils proposent la relation :

e (B IO | S

V,, est I’énergie de distorsion de référence qui serait engendrée par le chargement de degré

de triaxialité nul (dT,=0) conduisant a I’amorcage pour le méme chargement moyen X .

La variable « est déterminée a partir de deux essais de triaxialité différents tels que la flexion
et la torsion par exemple. Pour le 30NCDI16 le facteur x est égala 1.4 .

De méme les auteurs postulent que I'influence du degrés de triaxialité dT,, du chargement
moyen peut étre traduite par la relation :

W, K 1

Vim  1—e X 1-djp, {1_%Ln(1+d%m(eK - 1))} = ldin-x)

Vim est I'énergie sphérique de référence qui serait engendrée par un chargement purement

triaxial (dpp,=1).
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A4.2.2 MODELISATION DU DOMAINE DE SECURITE

Les auteurs définissent le domaine de sécurité par une relation linéaire entre 1’énergie
moyenne Vi, du chargement moyen X et I’énergie dynamique V,,de la composante
alternée de X, (Figure A4-9).

domaine de
fissuration

domaine de
sécurité

Vi (Rm)

Figure A4-9 : Domaine de sécurité défini par I’évolution de la composante admissible
d’énergie de distorsion associée a de la composante alternée ('V,, ), en fonction de la

composant énergétique moyenne ( Vi, ).

V,,(0) est I’énergie de distorsion engendrée par la limite de fatigue en torsion alternée. Vs,

est nulle pour la valeur de Vj,,(Rm) définie pour la résistance 2 la traction uniaxiale :

1 1
Vi (Rm) = — Rm?

2E G(dgftract ’B) .

Vv
La relation définissant le domaine de sécurité est donnée par : V,, = V,,(0)[ 1— —m
Vim(Rm)

Avec 'V, I'énergie de distorsion admissible pour I’état de chargement moyen caractérisé
par I’énergie Vj,, imposée.

Pour tenir compte de 1’effet bénéfique d’un état en compression, on considere le premier
invariant Iy, . Si celui-ci est négatif (compression), les énergies moyennes sont affectées du

signe «-».

Cette formulation énergétique de 1’amorcage peut aussi s’exprimer en fonction d’une cission
dynamique équivalente et d’une pression hydrostatique équivalente soit respectivement :

e 2B v e = v
a T4y 22 & Pm Ty y) Vim
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A4.2.3 APPLICATION DU CRITERE

Un certain nombre de grandeurs sont nécessaires. Pour un matériau donné il est nécessaire de
connaitre :

- valeurs en statique Rm  : résistance maximale en traction Rm,
E,v : propriétés élastiques,
- dynamiques T4 : limite de fatigue en torsion alternée,
(o) : limite de fatigue en flexion alternée ou autre limite de fagon a

déterminer le parametre x.

L’objectif est de comparer la prévision en terme d’amorcage donnée par le modele et celle
établie par ’essai réalisé. Ce critere est dit multiaxial et par conséquent cela suppose que
n’importe qu’elle sollicitation doit pouvoir étre étudiée.

Le chargement moyen étant fixé, X, , par exemple celui du chargement normal ¥, (P) on

calcule W, et dy, . Finalement connaissant k on en déduit la quantité de référence :

W
Vim=—"7_""7
G(dm. )
Puis on calcule la valeur admissible prévue : Voa1 = Va,(0)] 1- _Vim
A 4 Vim(Rm)

A partir du chargement imposé de la piece sollicitée, on calcule W, , les variables d, et de x
W,

Fd%,.B)

Cette énergie correspond a 1’observation expérimentale de la limite d’amorcage.

permettent de détermine 1’énergie de référence : Vour =

. . \Y
La performance du critere en terme d’énergie est formulée par : 2al

2ar

Vaa
La performance du critére en terme de contraintes est donnée par : x_FL =, v E
2ar

Plus les performances s’éloignent de « 1 » et moins le critére est apte a prédire I’amorcage.

A4.2.4 CALCUL DU CRITERE D’AMORCAGE

Comme pour le critere de Dang Van, il est possible de définir un critere d’amorgage soit pour
I’état de chargement moyen caractérisé par I’énergie Vj,, (Figure A4-10):
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V,,  :1'énergie de distorsion imposée,
Vya1  :D’énergie limite d’amorgage (fonction de V).
Ainsi :

Si dgp. > 11l y a unrisque d’amorgage.
Si dgp < 1 le risque d’amorgage est négligeable.

d . VZa
oAV T T Vaa
- Vaal
Vlm
>

Figure A4-10 : Critere d’amorcage de Froustey-Lasserre
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